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Abstract

Abstract

Due to their good thermo-physical properties, tungsten materials are promising candidates for
use as armouring in future nuclear fusion reactors. A particular challenge in the design of tung-
sten components for use in reactor vessels is operation in the temperature range below the
brittle-ductile transition temperature of tungsten, as it exhibits brittle fracture behaviour there.

In addition to the usual deterministic design rules, suitable probabilistic design rules are re-
quired for certain types of failure, such as brittle fracture, which contain information on the
probability of failure. For these rules, it is crucial to obtain a database for fracture toughness
as a function of temperature and probability of failure. To create this database, results from
fracture mechanics tests and four-point bending tests are required. Four-point bending tests
support the determination of the parameters for the Weibull and Beremin models, which are
required for the prediction of the failure probability. Fracture mechanics tests are used to de-
termine the fracture toughness and its scatter. Based on the experimental tests and their sta-
tistical evaluations, special finite element models (FE models) can be developed that take into
account the probabilistic aspects of brittle or semi-brittle fracture behaviour. In these finite ele-
ment analyses, cohesive zone modelling is used to simulate the fracture process observed in
fracture mechanics tests. The dependence on the orientation of the grain structure due to the
manufacturing process is also taken into account. The thesis focuses on two concepts for
methods that can be used to generate a fracture toughness-temperature-failure probability-
diagram from the experimentally determined values and distributions in conjunction with finite
element simulations.

Results are shown for fracture stresses from four-point bending tests and fracture toughnesses
from fracture mechanics tests at room temperature, 200 °C, 300 °C and 400 °C for various
orientations. Particular attention is paid to the cracking behaviour of the T-L orientation relevant
in Divertor monoblocks. In addition to the probabilistic analyses of the experiments, fracto-
graphic and statistical investigations of the characteristics of individual fracture surfaces also
form part of the results. The information obtained is used in a suitable manner as input for the
finite element models created as part of the two concepts. The mass simulations of these
models with changing or randomly selected parameter values from the distribution functions in
turn produce a series of simulative results, which are analysed probabilistically. Finally, the
comparison of experimental and simulative results determines the applicability of the methods
proposed in the two concepts.






Kurzfassung

Kurzfassung

Wolframwerkstoffe sind aufgrund ihrer guten thermo-physikalischen Eigenschaften vielver-
sprechende Kandidaten fur die Anwendung als Panzerung in kiinftigen Kernfusionsreaktoren.
Eine besondere Herausforderung bei der Auslegung von Wolframkomponenten fir die Nut-
zung im Reaktorbehélter ist der Betrieb im Temperaturbereich unterhalb der Spréd-duktil-
Ubergangstemperatur von Wolfram, da dieses dort sprodes Bruchverhalten aufweist.

Zusatzlich zu den Ublichen deterministischen Konstruktionsregeln sind fur bestimmte Versa-
gensarten, wie z. B. Sprodbruch, geeignete probabilistische Konstruktionsregeln erforderlich,
die Angaben zur Versagenswahrscheinlichkeit enthalten. Fir diese Regeln ist es entscheidend,
eine Datenbank fur die Bruchzahigkeit als Funktion der Temperatur und der Versagenswahr-
scheinlichkeit zu erhalten. Zum Aufbau dieser Datenbank sind Ergebnisse aus bruchmechani-
schen Untersuchungen und Vier-Punkt-Biegeversuchen erforderlich. Vier-Punkt-Biegeversu-
che unterstiitzen die Bestimmung der Parameter fir das Weibull- sowie das Beremin-Modell,
die fUr die Vorhersage der Versagenswahrscheinlichkeit bendtigt werden. Mithilfe von bruch-
mechanischen Versuchen werden die Bruchzahigkeit und deren Streuung bestimmt. Basie-
rend auf den experimentellen Versuchen und deren statistischen Auswertungen kénnen spe-
zielle Finite-Elemente-Modelle (FE-Modelle) entwickelt werden, welche die probabilistischen
Aspekte des sproden oder semi-sproden Bruchverhaltens bericksichtigen. In diesen Finite-
Elemente-Analysen wird die Kohasivzonenmodellierung verwendet, um den in bruchmechani-
schen Versuchen beobachteten Bruchprozess zu simulieren. Dabei wird auch die Abhéngig-
keit von der Orientierung des Korngefliges aufgrund des Herstellungsprozesses beriicksichtigt.
Den Schwerpunkt der Arbeit bilden zwei Konzepte fiir Methoden, mit deren Hilfe aus den ex-
perimentell ermittelten Werten und Verteilungen in Verbindung mit Finite-Elemente-Simulatio-
nen ein Bruchzahigkeits-Temperatur-Versagenswahrscheinlichkeits-Diagramm erzeugt wer-
den kann.

Es werden Ergebnisse fur Bruchspannungen aus Vier-Punkt-Biegeversuchen sowie Bruchza-
higkeiten aus bruchmechanischen Versuchen bei Raumtemperatur, 200 °C, 300 °C und
400 °C fur verschiedene Orientierungen gezeigt. Ein besonderes Augenmerk liegt dabei auf
dem Rissverhalten der in Divertor-Monobldcken relevanten T-L Orientierung. Neben den pro-
babilistischen Auswertungen der Experimente bilden fraktografische und statistische Untersu-
chungen der Merkmale einzelner Bruchflachen ebenfalls einen Teil der Ergebnisse. Die ge-
wonnenen Informationen werden in geeigneter Weise als Eingabe fiir die im Rahmen der bei-
den Konzepte erstellten Finite-Elemente-Modelle verwendet. Die massenhaften Simulationen
dieser Modelle mit sich andernden oder zufallig aus den Verteilungsfunktionen gewéhlten Pa-
rameterwerten ergeben ihrerseits eine Reihe an simulativen Ergebnissen, welche probabilis-
tisch ausgewertet werden. Final entscheidet der Vergleich von experimentellen und simulati-
ven Ergebnissen lber die Anwendbarkeit der in den beiden Konzepten vorgeschlagenen Me-
thoden.
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Einleitung

1 Einleitung

1.1 Hintergrund

Fusionsenergie gilt als das ultimative Versprechen der Energieerzeugung. In der Natur treibt
die Kernfusion die Sonne und andere Sterne an und setzt dabei enorme Mengen an Energie
frei. Die Idee, diese Prozesse auf der Erde zu reproduzieren, treibt Wissenschatftler und Inge-
nieure seit den friihen 1950er Jahren an. Durch die Verschmelzung von Atomkernen, in der
Regel von Wasserstoffisotopen wie Deuterium (D) und Tritium (T), kénnte die Fusion eine na-
hezu unerschopfliche, saubere und sichere Energiequelle bieten. Die Gleichung einer D-T-
Reaktion ist wie folgt:

2D 43T - 4He(3,5MeV) + §n(14,1MeV) (1-1)

Dabei entsteht zum einen ein Heliumatom und zum anderen wird ein Neutron freigesetzt. Die
gesamte Energiefreisetzung belauft sich somit auf 17,6 MeV. Realisieren lasst sich diese Ver-
schmelzung jedoch nur wenn drei maf3geblichen Bedingungen [1] erfillt werden: Es wird eine
extrem hohe Temperatur (in der Grozenordnung von 150 Millionen °C), ein ausreichend dich-
tes Plasma und eine ausreichend lange Einschlusszeit des Plasmas bendtigt. Diese Voraus-
setzungen lassen sich nur mithilfe von Magnetfeldern erreichen, welche den Einschluss des
Plasmas gewahrleisten. Im Gegensatz zu herkdmmlichen Kernkraftwerken, die auf Kernspal-
tung basieren und radioaktive Abfélle erzeugen, produziert die Kernfusion keine langlebigen
radioaktiven Abfalle und birgt kein Risiko einer Kernschmelze. Trotz erheblicher technischer
Herausforderungen und jahrzehntelanger Forschung steht die Entwicklung heute an einem
Wendepunkt, an dem Fortschritte in der Plasmatechnologie und internationale Kooperationen
wie das ITER-Projekt [1] die Hoffnung nahren, dass die Fusionsenergie bald eine Realitat wer-
den konnte. Die Beherrschung dieser Technologie kdnnte nicht nur die Energiesicherheit welt-
weit gewahrleisten, sondern auch einen entscheidenden Beitrag zur Bekampfung des men-
schengemachten Anteils am Klimawandel leisten.

Aktuell werden zwei Konzepte fur Fusionsreaktoren mit magnetischem Einschluss des Plas-
mas verfolgt, welche nach dem Tokamak- oder dem Stellarator-Prinzip funktionieren. Beide
Konzepte sehen vor, dass mithilfe der Magnetfelder ein torusférmigen Raum fir das Plasma
erzeugt wird, wobei der Hauptunterschied darin besteht, dass das Stellarator-Prinzip eine kom-
plexere Magnetfeldkonfiguration vorsieht. Das Tokamak-Prinzip verlangt eine vergleichsweise
einfache Magnetfeldkonfiguration und ist daher das vorherrschende Prinzip. Ein Modell des
sich im Bau befindlichen ITER-Tokamaks [1] ist in Abb. 1-1 dargestellit.

Anhaltende Fusionsreaktionen fuhren zu Teilchen-, Neutronen und Warmestromen, welche
den Magnetfeldeinschluss verlassen kdnnen. Im Inneren des Tokamaks gibt es zwei Arten von
Komponenten, welche die Vakuumkammer zum Plasma hin (plasma-facing) abschirmen. Zum
einen sind dies die sog. Blankets, welche den seitlichen und oberen Bereich der Vakuumkam-
mer abdecken. Sie sind in ITER flir eine Warmestromdichte von bis zu 5 MW/m2 ausgelegt [2].
Blankets bestehen hauptsachlich aus Stahl, verfiigen aber in Richtung der Fusionsreaktion
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Uber eine 1-2 mm dicke Wolframschicht. In den Blankets findet auch die Brutreaktion statt, in
welcher aus Lithium (Li) Tritium (T) gewonnen wird, welches in der Natur nur sehr selten vor-
kommt. Dazu tragen die freien Neutronen (n) aus Formel 1-1 bei. Folgende Brutreaktionen
konnen stattfinden:
en+5SLi > 3T + 3He

in+7Li - 3T + 3He + 4n (1-2)
Zum anderen schirmt der sog. Divertor die Vakuumkammer ab. Der Divertor befindet sich im
unteren Bereich (s. Abb. 1-1) und Ubernimmt die Aufgaben, Verunreinigungen sowie Uber-
schiussige Warme aus dem Plasma zu entnehmen. Diese Komponente ist hochbelastet und
muss in ITER Warmestromdichten von bis zu 20 MW/mz2 aushalten. Wie in Abb. 1-2 (a) und (b)
zu sehen ist, verfugt der Divertor dazu unter anderem uber sog. Targets, welche im aktuellen
Design aus Wolfram-Monoblécken bestehen, die wiederum ein kithimittelfilhrendes Rohr aus
Kupfer-Chrom-Zirkonium-Legierung vor den zuvor genannten Belastungen schitzen. Zwi-
schen Monoblock und Kuhlrohr befindet sich noch eine Zwischenschicht aus Kupfer [3]. So-
wohl Divertor als auch die Blankets sind entweder wasser- oder heliumgekihlt. Die Kiihlung
stellt hierbei den Warmetransport fir den anschlieBenden Warmekraftprozess zur Stromer-
Zzeugung dar.

Blankets

Vakuum-
kammer

Divertor

Abb. 1-1: Experimenteller Fusionsreaktor ITER nach dem Tokamak-Prinzip. Modifizierte Darstellung
nach [4].
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Inner and Outer Vertical (b)
Target (IVT and OVT) Monoblock armor

(tungsten)
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Umbrella

Knuckle

Cassette Body .
ooling tube
Plasma-Facing Unit

(PFU) of OVT (CuCrZr alloy)

Inner and Outer Particle
Reflector Plate

Abb. 1-2: (a) Divertorkassette mit vertikalen Targets ([5], modifiziert) und (b) kuhimittelfuhrendes Rohr
aus Kupfer-Chrom-zZirkonium (CuCrZr), welches durch Wolfram-Monobldcke vor Uberlastung durch Teil-
chen-, Neutronen- oder Warmestromen geschutzt wird ([3], reprinted with permission from [6], © copy-
right 2005 American Nuclear Society)

Sowohl in den Blankets als auch im Divertor wird Wolfram eingesetzt, um die dahinterliegen-
den Materialien oder Bauteile vor Schaden zu bewahren und die Fusionsreaktion so wenig wie
maglich zu beeintrachtigen. Wolfram scheint dafuir das geeignetste Material, da es die hochste
Schmelztemperatur aller Metalle, eine hohe Hitze- und Kriechbesténdigkeit, eine hohe War-
meleitfahigkeit, geringe Sputtererosion sowie geringe Tritiumrickhaltung aufweist [7]. Dazu
kommt eine radioaktive Aktivierung im akzeptablen Rahmen. Die mechanischen Nachteile von
Wolfram betreffen die inh&rent niedrige Bruchzéahigkeit sowie die fur kubisch-raumzentrierte
Materialien (bliche Sprod-duktil-Ubergangstemperatur, welche im Fall von Wolfram deutlich

Uber Raumtemperatur liegt und damit vergleichsweise hoch ist.

Kommerziell erhaltliches, technisch reines Wolframmaterial wird wahrend des Herstellungs-
prozesses nach dem Sintervorgang in der Regel gewalzt oder geschmiedet, um seine mecha-
nischen Eigenschaften zu verbessern [8]. Dies fuhrt allerdings zu einer anisotropen Mikro-
struktur des Gefliges. Werden Monoblécke aus einem anistropen Wolframmaterial geman der
in Abb. 1-3 (a) dargestellten Walzrichtung (rolling direction, RD) gefertigt, nimmt die longitudi-
nale Orientierung (T-L, s. Abb. 5-2) eine bevorzugte Richtung fiir den Rissverlauf an. Ein der-
artiger Rissverlauf wurde, wenn auch fur eine zyklische Belastung, bereits von Li und You [9]
dokumentiert (s. Abb. 1-3 (b)). Li et al. [10] haben ebenfalls mithilfe von XFEM-Simulationen
(extended finite element method, XFEM) nachgewiesen, dass eine Rissbildung am wahr-
scheinlichsten im oberen Bereich (zur Fusionsreaktion hin) der Grenzflache zwischen Kupfer-
Zwischenschicht und Wolfram-Monoblock entsteht und sich danach in radialer Richtung durch
den Monoblock ausbreitet.
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@)
Longitudinale Richtung zur Walzrichtung

(RD, T-L Orientierung)

(b)

Abb. 1-3: (a) Schematische Darstellung der anisotropen Mikrostruktur in einem Monoblock und (b) Riss-
verlauf im Monoblock in T-L Orientierung [9]

1.2 Zielsetzung, Aufgabenstellung und Vorgehensweise

Ziel der Arbeit ist die Entwicklung eines Modells zur Beschreibung des Bruchverhaltens im
Temperaturbereich unterhalb der Sprod-duktil-Ubergangstemperatur (ductile to brittle transi-
tion temperature, DBTT). Der Schwerpunkt liegt dabei auf der numerischen Modellierung des
Bruchprozesses auf Basis eines bruchmechanischen Konzepts, welches in der Lage sein soll,
wichtige Aspekte, wie die statistische Streuung im spréden Bereich sowie die Anisotropie der
Mikrostruktur, zu berticksichtigen. Neben der Beschreibung des Bruchverhaltens zielt die Ent-
wicklung des Modells letztendlich darauf ab, durch Nutzung simulativer Mittel den Aufwand an
experimentellen Versuchen zu verringern.

Die Hauptaufgabe besteht in der Entwicklung und Implementierung eines probabilistischen
Finite-Elemente-Modells unter Zuhilfenahme schadigungsmechanischer Methoden wie bei-
spielswiese der Kohasivzonenmodellierung. Die Simulationen mit dem probabilistischen Fi-
nite-Elemente-Modell fihren, aufgrund der zufélligen und bei jedem Simulationsdurchlauf un-
terschiedlichen Eingabeparameterwerte, jedes Mal zu anderen Ergebnissen. Diese Ergeb-
nisse sollen in ihrer Gesamtheit die Konstruktion eines Bruchzahigkeits-Temperatur-Versa-
genswahrscheinlichkeits-Diagramm ermdglichen. Dieses Diagramm bildet wiederum die Basis
spaterer Auslegungsregeln fir Wolframbauteile.

Zur Erreichung dieses Ziels ist eine Vielzahl von experimentellen Versuchen notwendig. Zur
Berlicksichtigung der Anisotropie der Mikrostruktur sowie zur ldentifikation (bzw. Bestatigung)
der schwachsten relevanten Orientierung mit den niedrigsten Bruchzahigkeitswerten werden
Bruchmechanikversuche in allen mdglichen Orientierungen durchgefuihrt. Aufbauend auf die
Identifikation der schwachsten relevanten Orientierung sind Werte fur die Parameter des pro-
babilistischen Modells mithilfe von Biegeversuchen zu bestimmen. Zur Kalibrierung sowie fr
die Verifikation der simulativen Ergebnisse sind eine Vielzahl von bruchmechanischen Versu-
chen durchzufiihren. Die experimentellen Versuche werden jeweils durch fraktografische Un-
tersuchungen sowie probabilistische und numerische Analysen unterstitzt.
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1.3 Gliederung der Arbeit

Der Inhalt dieser Arbeit ist in acht Kapitel unterteilt. Bisher wurde bereits auf den Hintergrund,
die Zielsetzung und Aufgabenstellung sowie auf die Vorgehensweise eingegangen.

Im zweiten Kapitel wird der Stand der Forschung behandelt. Der Fokus liegt dabei auf dem
probabilistischen Bruchverhalten von Wolfram, welches im spréden Bereich und im Spréd-
duktil-Ubergangsbereich vorkommt. Es werden Methoden zur probabilistischen Analyse sowie
Ansatze zur numerischen Simulation probabilistischer Modelle beleuchtet.

Darauf folgt in Kapitel 3 die Vorstellung zweier eigener Konzepte fur eine probabilistische Me-
thode zur Behandlung von Bruchmechanik in Wolfram. Die Konzepte definieren weitestgehend
welche Experimente, Analysen und Simulationen in den nachfolgenden Kapiteln durchgefiihrt
werden.

Nachdem im vierten Kapitel die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Arbeitsmethoden be-
schrieben werden, wird in Kapitel 5 auf die Eigenheiten des Wolframmaterial sowie auf die
Probenherstellung eingegangen. Hier ist insbesondere die Anrisserzeugung im spréden Ma-
terial hervorzuheben.

Kapitel 6 bildet mit der Darlegung sowohl der experimentellen als auch der simulativen Ergeb-
nisse sowie der Uberprifung der Anwendbarkeit der beiden Konzepte aus Kapitel 3 und deren
Diskussion den Hauptteil der Thesis.

Im siebten und achten Kapitel finden eine abschlie3ende Diskussion sowie die Zusammenfas-
sung der Arbeit statt. Es werden Schlussfolgerungen aus den wichtigsten Ergebnissen pra-
sentiert und ein Ausblick auf mdgliche zukinftige Forschungsansatze gegeben.
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2 Stand der Forschung

2.1 Versagen von polykristallinem Wolfram im sproden
Bereich sowie im Sprod-duktil-Ubergangsbereich

Bei tiefen Temperaturen versagen kubisch-raumzentrierte (krz) Metalle, zu denen auch Wolf-
ram gehort, in der Regel mittels Spaltbruch und zeigen ideal sprodes Verhalten. Bei hohen
Temperaturen zeigen diese Metalle typische Merkmale flr duktiles Verhalten, gekennzeichnet
durch eine ausgepragte plastische Verformung. Dazwischen liegt ein Ubergang(-sbereich),
der sog. Sprod-duktil-Ubergang, wobei eine fiir Material und Versuchsbedingungen einzigar-
tige Sprod-duktil-Ubergangstemperatur bestimmt werden kann. Diese Ubergangstemperatur
hangt ebenfalls von der Anisotropie der Mikrostruktur ab.

2.1.1 Anisotropie

Kommerziell erhaltliches technisch reines polykristallines Wolfram liegt in der Regel als Plat-
ten- oder Rundstabmaterial vor und wurde wahrend des Herstellungsprozesses in einer Weise
bearbeitet, dass eine starke mikrostrukturelle Textur vorliegt. Bei Rundstabmaterial entstehen
durch Walzen beispielsweise langgezogene, nadelformige Gefligekdrner, wahrend sich bei
der Verarbeitung (Walzen oder Schmieden) zu Plattenmaterial flache, in Richtung der Walz-
richtung gelangte Kérner entstehen. Abhangig von der Orientierung einer Probe (vgl. Abb. 2-1)
zeigt sich ein mitunter vollig unterschiedliches Bruchverhalten.

Walz-
richtung

Abb. 2-1: Schematische Darstellung der Orientierung von in [11] enthommenen Proben aus Rundstabma-
terial

Passend dazu haben Gludovatz et al. [12], besonders unter der Sprod-duktil-Ubergangstem-
peratur, einen grof3en Effekt der Mikrostruktur auf das Bruchverhalten beobachtet. Allen voran
der Wechsel von transkristallinem zu interkristallinem Spaltbruch wird als wichtiger Faktor ge-
nannt. Dies wird von Rupp et al. [11] bestéatigt. In Abb. 2-2 ist sowohl die transkristalline als
auch die interkristalline Rissausbreitung einer in L-R Orientierung orientierten Probe schema-
tisch dargestellt. Wobei Abb. 2-2 (a) einem linear-elastischen Versagensverhalten bei Raum-
temperatur entspricht, wahrend Abb. 2-2 (b) bei erhéhten Temperaturen (ab 275 °C) zunéchst
ein linear-elastisches Verhalten aufweist, welches dann in eine in Spriingen stattfindende Riss-
ausbreitung Gbergenht.
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(a) (b)

Abb. 2-2: Schematische Darstellung der Rissausbreitung in der L-R Orientierung: (a) transkristalliner und
(b) interkristalliner Rissfortschritt [11]

Eine mikrostrukturelle Analyse von kommerziell erh&ltlichem technisch reinen Wolframs meh-

rerer unterschiedlicher Produzenten wurde unter anderem bereits von Conte und Aktaa [13],

Yin et al. [14, 15] und Rieth et al. [16] durchgefihrt.

2.1.2 Sproder Bruch

Bei einem Sprddbruch tritt eine Trennung des Materials schlagartig auf und hinterlasst eine,
im Vergleich zum Zahbruch, glatte und glanzende Bruchflache. Dabei findet vor Eintritt der
Rissausbreitung keine oder nur eine geringe plastische Deformation an der Rissfront statt. Ein
Sprédbruch kommt vorwiegend in harten und spréden Materialien vor, wozu z. B. polykristalli-
nes Wolfram bei Raumtemperatur gehort. Die Trennung des Materials, in der Regel in Form
eines instabilen Spaltbruchs, kann interkristallin entlang der Korngrenzen oder transkristallin
durch Kérner, entlang deren Kristallgitterebenen, verlaufen und beruht auf der Lésung atoma-
rer Bindungen.

Im Temperaturbereich fur sprédes und semi-sprodes Versagen beschreiben Rupp et al. [17]
die Rissverlaufe durch die beiden transversal orientierten Proben (C-R und R-L in Abb. 2-1)
als interkristallin. Im Kontrast dazu, stellt sich der Rissverlauf der longitudinal orientierten
Probe (L-R) als zunachst transkristallin dar, um dann bei héherer Temperatur ebenfalls inter-
kristallin zu werden.

Conte und Aktaa [13] beschreiben die Rissverlaufe im spréden Bereich. Bei dem verwendeten
Material handelt es sich um Wolframplatten, die durch Walzen wéahrend des Herstellungspro-
zesses eine ausgepragte Textur in der Mikrostruktur aufweisen (s. Abb. 2-3). Fur Orientie-
rung A zeigt sich bei Raumtemperatur anfanglich ein kurzer, gerader transkristalliner Rissver-
lauf in der xz-Ebene, der anschlieRend in Walzrichtung (xy-Ebene) abgelenkt wird und dort
interkristallin verlauft. Ein vergleichbares Bild ergibt sich flr den Rissverlauf bei 200 °C, auch
wenn berichtet wird, dass der anfangliche transkristalline Rissverlauf im Vergleich zur Raum-
temperatur noch kiirzer ware. Fur Orientierung B zeigt sich bei Raumtemperatur ein mutmaf3-
lich transkristalliner Rissverlauf in der Kerbebene (xz-Ebene), welcher durch die gesamte
Probe verlauft. Ein solcher Rissverlauf ergibt sich auch bei 200°C, wobei hier die Mdglichkeit
einer Verzweigung des Risses besteht. Aufgrund der nicht mehr linear verlaufenden Kraft-
Verschiebungs-Kurven fir beide Orientierungen wird bei 400 °C nicht mehr von rein sprodem
Verhalten ausgegangen. Der sich offenbar gednderte Rissmechanismus bei Orientierung B
unterstreicht diese Aussage. Die bei tieferen Temperaturen von transkristallinem Bruch ge-
kennzeichnete Oberflache weist nun tiefe Furchen in x-Richtung entlang der Rissebene
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(weiterhin xz-Ebene) auf, was auf Delamination und Reif3en (tearing) hinweist. Ebenfalls ent-
stehen in der Umgebung des Risses eingefallene Stellen an den vormals glatten Seitenflachen,
welche auf eine lokale plastische Verformung hindeuten.

v
= A

v
250 B

Abb. 2-3: Schematische Darstellung der Orientierung der Probentypen A und B sowie des mikrostruktu-
rellen Gefliges resultierend aus der Walzrichtung (RD). Die Pfeile geben die Belastungsrichtung im Expe-
riment (Drei-Punkt-Biegeversuch) an [13]

Gludovatz [18] stellt fest, dass sowohl der intrinsische Widerstand gegen Spaltbruch der Ge-
fugekorner als auch der intrinsische Widerstand gegen Bruch entlang der Korngrenzen mit der
Temperatur ansteigen. Eine schematische Darstellung des Zusammenhangs von Bruchzé&hig-
keit und Temperatur fur Gefugekorn und Korngrenze istin Abb. 2-4 zu sehen. Als maR3gebliche
Einflussfaktoren der Bruchzahigkeit unterhalb der Sprod-duktil-Ubergangstemperatur werden
KorngroRRe, Textur der Mikrostruktur, chemische Zusammensetzung, Korngrenzenablagerun-
gen sowie die Versetzungsdichte genannt. [12, 18]

Ki
A

grain

grain boundary

>
T

Abb. 2-4: Schematische Darstellung des intrinsischen Widerstands gegen Spaltbruch eines Gefligekorns
sowie gegen Bruch der Korngrenze [18]

Die Bruchzahigkeit von polykristallinem Wolfram bei Temperaturen im spréden Bereich hangt
mafgeblich von der Auspragung der Mikrostrukturtextur sowie ihrer Orientierung zur Anriss-
ebene ab. Wie bereits erwahnt, entscheidet dies Uiber den Rissverlauf. Gaganidze et al. [19]
geben die Bruchzahigkeit fir ein scheibenférmig geschmiedetes Material bei Raumtemperatur
(bis 200 °C) fiir Proben mit longitudinaler Orientierung mit etwa 7 MPavm an, wahrend Proben
mit radialer oder in umfanglicher Richtung stehenden Orientierung etwa 15 MPavm erreichen
kénnen. Gludovatz et al. [12] haben mit verschiedenen Probentypen aus unterschiedlich

8
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dicken Staben fur Wolframmaterial, das keiner Umformung unterzogen wurde, also im Sinter-
zustand vorlag, Bruchzahigkeiten von nur 5,1 MPaVm erhalten. Demgegeniiber sind fiir ge-
walztes oder geschmiedetes Material Werte von 8 — 9,1 MPavm erzielt worden. Im Zuge der
Untersuchung der Gro3enabhangigkeit der Bruchzahigkeit von Wolfram stellten Ast et al. [20]
eine gréRenunabhéngige Bruchzahigkeit von 7 MPaym fest.

Ein interkristalliner Spaltbruch entlang der Korngrenzen wird in der Regel mit Ausscheidun-
gen oder Verunreinigungen an den Korngrenzen in Verbindung gebracht. Diese, die Korn-
grenze schwéchenden, Einflisse kdnnen sowohl bei der Herstellung des Materials als auch
durch die Umgebungsbedingungen im Einsatz entstehen. Fir polykristallines Wolfram mach-
ten Morniroli et al. [21] noch 1985 an den Korngrenzen auftretendes Phosphor verantwortlich.
Allerdings hat Rupp [11] mit Hilfe von Auger-Elektronen Spektroskopie an einem, dem in die-
ser Arbeit verwendeten, technisch reinen Wolframmaterial, vergleichbaren Material nachge-
wiesen, dass entlang der Korngrenzen keine relevanten Mengen an Fremdatomen (mehr) zu
finden sind. Es wurden lediglich im Bereich von wéhrend der Herstellung entstandener Sinter-
poren Spuren von Phosphor und Fluor entdeckt. Gludovatz [18, 22] kommt zu einem &hnlichen
Ergebnis und stellt abschlieRend fest, das Korngrenzenverunreinigungen in technisch reinem
Wolfram, im Vergleich zum Einfluss von bspw. Gré3e und Form der Gefuigekdrner, keine so
grof3e Rolle spielen.

2.1.3 Sprod-duktil-Ubergangsbereich

Ein Sprod-duktil-Ubergang ist in Abb. 2-5 (a) dargestellt und kommt bei einer Reihe von Ma-
terialien vor. Dazu gehdren Keramiken, Polymere sowie Metalle mit kubisch-raumzentriertem
Kristallsystem. Zu Letzterem ist technisch reines polykristallines Wolfram zu zahlen. Der
Sprod-duktil-Ubergang wird durch die sog. Sprod-duktil-Ubergangstemperatur (DBTT) ge-
kennzeichnet, die, wie in Abb. 2-5 (a) gezeigt, das Bruchverhalten eines einschlagigen Mate-
rials in einen spréden sowie einen duktilen Temperaturbereich unterteilt. In Abb. 2-5 (b) ist zu
erkennen, dass sich das Bruchverhalten unmittelbar rund um die DBTT stark verandert und
sich ein Bereich ergibt, in dem sich auf der Bruchflache sowohl Spaltbruchverhalten als auch
duktiles Verhalten, in einem temperaturabhéangigen Verhaltnis zueinander, zeigen.
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Abb. 2-5: (a) Schematische Darstellung des Sprod-duktil-Ubergangs modifiziert nach [23] und (b) Bruch-
verhalten im Bereich des Sprod-duktil-Ubergangs [24]

Bei niedrigen Temperaturen sind Versetzungen von kubisch-raumzentrierten Metallen nicht
mobil und die Materialien verhalten sich spréde, wahrend bei hbheren Temperaturen Verset-
zungen mobil werden und somit duktiles Verhalten vorherrscht. Im Vergleich dazu sind Ver-
setzungen von kubisch-flachenzentrierten Metallen bei nahezu jeder Temperatur mobil.

Im Sprod-duktil-Ubergangsbereich findet ein Wettkampf zwischen der Trennung von Atombi-
ndungen beim Spaltbruchverhalten und der einsetzenden Plastizitat an der Rissspitze, welche
zu einer Verringerung der lokalen Spannungsintensitat fihrt, statt [11, 25]. Mit zunehmender
Temperatur erhoht sich die Beweglichkeit von Versetzungen, wodurch die Flie3grenze des
Materials absinkt und &rtliche Spannungskonzentrationen durch lokale Gleitvorgdnge abge-
baut werden kénnen [26]. Ab einer bestimmten Temperatur ist dieser Prozess vorherrschend,
sodass kein Spaltbruch mehr mdglich ist und sich das Material oberhalb der DBTT duktil ver-
halt [11, 27].

Die H6he der DBTT wird, unter anderem, von der Lastrate der Experimente beeinflusst. Dabei
hangt der Umfang, um welchen sich das Material vor der Rissspitze plastisch verformen kann,
mafgeblich vom Verhdltnis zwischen Relaxationsrate der Spannungsintensitat und der Last-
rate ab [28, 29]. In Biermann et al. [30] werden neben schnell laufenden Rissen und deren
Auffangen auch Rissinitierungen bei hohen Lastraten als Kurzzeitprozesse beschrieben.
Spannungen und Verformungen sowie deren Verteilungen werden bei hochdynamischer Be-
lastung zeitabhangig, wobei kein quasistatisches Kréftegleichgewicht mehr hergestellt wird.
Dies ist mit der Dehnratenabhéngigkeit von FlieRspannungen vergleichbar und wird als Ge-
schwindigkeitsversprédung bezeichnet [30]. Rupp et al. [31, 32] untersuchten die Abhangig-
keit der Bruchzéhigkeit sowie des Spréd-duktil-Ubergangs von der Belastungsrate (K = 0,05 —
5 MPaym/s), wobei sich fuir zwei von drei Orientierungen (R-L, C-R, vgl. Abb. 2-1) eine An-
derung hin zu héheren Ubergangstemperaturen (DBTT) fiir hbhere Lastraten zeigte. Bei einer
hoéheren Temperatur, immer noch unterhalb der DBTT, reduziert eine héhere Lastrate die er-
mittelten Bruchzahigkeitswerte, wahrend bei tiefen Temperaturen kein Einfluss der Lastrate
auf die Bruchzahigkeitswerte zu erkennen ist [31, 33].

Die DBTT von polykristallinem Wolfram wurde bereits des Ofteren bestimmt. Die Ergebnisse
variieren entsprechend der unterschiedlichen Herstellungsmethoden oder dem Vorgehen zur
Bestimmung. Ebenfalls hat die Orientierung der anisotropen Mikrostruktur in den Proben einen
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Einfluss auf die DBTT. Rupp [11] bestimmt die DBTT mit Hilfe von Drei-Punkt-Biegeproben mit
rasierklingenpolierten Kerben und gibt, je nach Lastrate (K = 0,05 — 5 MPaym/s), fur die C-
R Orientierung eine DBTT zwischen 441 °C — 615 °C und fur die R-L Orientierung zwischen
475 °C — 693 °C an. Yin et al. [14] verwenden eine Methode zur Bestimmung der DBTT [34],
bei der die Biegedehnung als Kriterium herangezogen wird. Fir zwei Wolframplattenmateria-
lien, die kommerziell erhaltlich sind, ergeben sich in T-L Orientierung jeweils DBTT von etwa
305 °C bzw. 389 °C. Bei Giannattasio et al. [35] finden sich, je nach Lastrate (K = 4-1075 —
5-1072 1/s), Werte fur die DBTT von 390 K — 500 K.

Der Sprod-duktil-Ubergang fiihrt dazu, dass Bruchzahigkeitswerte im Ubergangsbereichs liber
eine groRe Spannbreite variieren [18]. Diese Streuung entsteht dadurch, dass im Ubergangs-
bereich Proben des gleichen Materials, der gleichen Geometrie und bei gleicher Temperatur
unterschiedlich grol3e Anteile von spréden und duktilen Bereichen entlang der Bruchflache
aufweisen kdnnen [26]. Diese Bereiche, die schwachsten Glieder (weakest links), sind zudem
stochastisch verteilt und fuhren dazu, dass zum Auftreten eines lokalen Spannungsmaximums,
allen voran in den spaltbruchauslésenden sproden Bereiche, fur jede Probe einer Serie ein
unterschiedlich hoher Energieeintrag notig sein kann [30].

Wallin [36] hat zur Bewertung von mdglichem instabilen Versagen im Sprod-duktil-Ubergangs-
bereich von ferritischen Druckbehélterstéhlen das sog. Master Curve-Konzept eingefihrt. Es
basiert auf der Idee des Weakest-Link-Ansatzes, was wiederum dazu fuhrt, dass sich ein ,Ge-
ometrieeffekt bildet, der die Streuung der Ergebnisse von der Lange der Rissfront (bzw. Pro-
benbreite) abhéangig macht [37]. Das Konzept ist in Norm ASTM E1921 [38] Uberfiihrt worden
und erweitert den urspriinglich deterministischen Ansatz der Bruchmechanik um eine proba-
bilistische Komponente, mit der die Wahrscheinlichkeit des Eintretens von Versagen postuliert
werden kann.

Als Wahrscheinlichkeitsfunktion wird die dreiparametrige Weibull-Verteilung verwendet. Die
kumulierte Versagenswahrscheinlichkeit Py ergibt sich dabei zu:

K]c - Kmin m
P =1—exp<—(—) -

4 KO - Kmin (2 1)
wobei K. die Bruchzahigkeit einer getesteten Probe (vgl. Formel 4-7) ist. Der Weibull-Form-
parameter m ist bereits mit dem Wert 4 definiert, wahrend die untere Grenze der Weibull-Ver-
teilung K,,;, auf 20 MPavym gesetzt wird [37]. Die Begriindungen fiir diese Werte sind
Walllin [36, 39-41] zu entnehmen. Der Weibull-Skalenparameter K, wird anhand mehrerer Ver-

suchsergebnisse gefittet. Das detaillierte Vorgehen wird in Norm ASTM E1921 erlautert. Wird
Formel 2-1 nach K;, umgestellt, so ergibt sich die temperaturabhéangige Gleichung:

m

(2-2)

1
Kjc = Kmin + (Ko — Kinin) |In 1-P;

Um die Ubergangstemperaturkurve, die Master Curve, zu erhalten, wird die Medianbruchza-
higkeit K¢ meq flr eine Summenhaufigkeit Pr von 50 % definiert und auf eine 25,4 mm breite,
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sog. 1T-Probe normiert, wobei die Umrechnung von anderen ProbengrofRen auf die 1T-Pro-
bengrof3e der Norm entnommen werden kann. Daraus folgt:

Kjemea = 30 + 70exp(0,019(T — T,)) (2-3)

Die Gleichung hangt nur noch von der Referenztemperatur T, ab, welche i.d.R. mit einigen
wenigen Bruchmechanikversuchen bestimmt werden kann. Dabei hat Wallin [41] definiert,
dass T, fir eine 1T-Probe bei einer Bruchz&higkeit von 100 MPaym bestimmt werden soll.

»
>

® Experimente

Bruchzahigkeit

r

K]c(med) (T)

K]c(med) (TD)

-
-
=

-

5%,(3renze

Ty Temperatur

Abb. 2-6: Schematische Darstellung der Master Curve nach Konzept von Wallin [36] und Norm
ASTM E1921 [38]
In Abb. 2-6 ist die Master Curve schematisch dargestellt. Zu sehen ist, dass sich mit Hilfe der
angenommenen, dreiparametrigen Weibull-Verteilung obere bzw. untere Grenzen, vergleich-
bar mit Vertrauensintervallen, bilden lassen. Dies geschieht mithilfe folgender Gleichung:

1

! )]Z {11 + 77exp[0,019(T — T,)]} (2-4)

Keoan =20+ [ln (1 —0,XX

Dabei steht ,0,XX“ fir eine gewlinschte Grenze der Versagenswahrscheinlichkeit, wie bei-
spielsweise 0,05 fur 5 %.

Die Grinde dafiir, dass das Master Curve-Konzept im Rahmen dieser Arbeit nicht zum Einsatz
kommt, liegen zum einen in der Definition von T,, die bei einer Bruchzahigkeit von 100 MPaym
bestimmt werden soll. Ein solcher Wert hat sich fir Wolfram noch nicht etabliert. Das gleiche
gilt fir den Parameter K,,,;,. Des Weiteren wird die Beschreibung der gesamten Master Curve
anhand eines Parameters (T,) vom Autor als nicht ausreichend empfunden. Das Konzept ist
zwar in der Lage, mit relativ wenigen Experimenten ein Versagenskriterium zu postulieren,
andererseits werden allerdings mogliche Unterschiede in der Breite der Streuung bei verschie-
denen Temperaturen im Sprod-duktil-Ubergangsbereich nicht untersucht bzw. beriicksichtigt.
Die Chance besteht hierbei darin, vor allem fir Materialien mit niedrigen intrinsischen Bruch-
zahigkeiten, die Versagenskriteriumskurve besser an die real ermittelten Bruchzéhigkeitswerte
sowie deren Streuung bei verschiedenen Temperaturen anzupassen. Dies kann den mdagli-
chen Konstruktionsbereich erheblich vergrdRern. Zuletzt bleibt zu erwahnen, dass der globale
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Ansatz des Master Curve-Konzepts mikrostrukturelle bzw. lokale Eigenschaften nicht in aus-
reichender Weise beriicksichtigt. Daher werden im Rahmen dieser Arbeit auch lokale Kon-
zepte (local approach), wie bspw. das Beremin-Modell [42], verwendet.

Nichtsdestotrotz haben Gaganidze et al. [19] bereits das Master Curve-Konzept fur polykris-
tallines Wolfram angewendet. Seebich [43] hat in seiner Arbeit einen lesenswerten Vergleich
zwischen der Anwendung der Master Curve und der Anwendung mikromechanischer Schadi-
gungsmodelle, wie das von Beremin bzw. die von Rousselier und Gurson, fiir ferritisch-baini-
tischen Baustahl angestellt.

2.2 Streuung mechanischer Eigenschaften

In jedem Material befinden sich Fehlstellen (flaws), welche wéhrend der Herstellung, der Be-
arbeitung oder des Betriebs entstanden sind. Im Rahmen der Weakest-Link-Theorie von
Weibull [44, 45] werden diese Fehlstellen als planare Mikrorisse angenommen, welche statis-
tisch verteilt sind und sich gegenseitig nicht beeinflussen. An ihnen kénnen sich wahrend der
Belastung Spannungen konzentrieren und in der Folge kann sich ein Riss initiieren. Aufgrund
des spréden bzw. semi-sproden Verhaltens der Materialien, auf die die Weakest-Link-Theorie
angewendet wird, verlauft ein einmal initiierter Riss ohne grof3en Widerstand durch das ge-
samte Bauteil. Dies ist vergleichbar mit einer Kette, bei welcher nur ein Glied, das schwachste
(weakest), versagen muss, um die ganze Verbindung (link) zu unterbrechen. Der Belastungs-
zustand, der sich einstellen muss, um eine potentiell bruchauslésende Fehlstelle zu aktivieren,
hangt maf3geblich von deren Grole, deren Orientierung zur (Haupt-)Belastungsrichtung sowie
deren Position innerhalb der Komponente ab. Daraus folgt, dass Proben gleicher Geometrie
unter sehr unterschiedlich groRen Belastungen versagen kdnnen. Dies fuhrt zur Streuung me-
chanischer Eigenschaften wie bspw. der Bruchfestigkeit oder der Bruchzahigkeit. Die
Weakest-Link-Theorie nach Weibull [44, 45] kann nur in Zusammenhang mit der linear-elasti-
schem Bruchmechanik angewendet werden. Zur Beschreibung der Streuung der Bruchfestig-
keit wird die Weibull-Verteilung verwendet. Innerhalb der Theorie wird ebenfalls der GréRen-
effekt, der bei der Betrachtung unterschiedlich groRer Volumen bzw. Oberflachen auftritt, be-
rtcksichtigt.

2.2.1 Weibull-Modell

Bei der probabilistischen Analyse von Bruchversagen in sproden Materialen wird oft das auf
Waloddi Weibull zuriickgehende Modell [44, 45] verwendet, welchem im Buch von Lamon [46]
ein ganzes Kapitel gewidmet wird. Klassische Beispiele flir sprode Materialen sind Keramiken.
Deshalb findet sich auch im Buch Ceramics von Munz und Fett [47] ein eigenes Kapitel zum
Weibull-Modell. Die Verbindung von Keramiken und dem Weibull-Modell zeigt sich auch im
Bestehen der Norm ASTM C1239 [48]. Das fir eine, wie in der Norm angegebene, ausrei-
chend groRe Anzahl von Versuchen die zweiparametrige Weibull-Verteilung die Streuung der
Bruchspannungen von Keramikproben zufriedenstellend beschreiben kann, wurde bereits von
Danzer et al. [49-51] nachgewiesen. Allerdings gibt es auch hierbei Limitierungen [52, 53]. Zur
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automatisierten Anwendung des Weibull-Modells in Verbindung mit Finite-Elemente-Simulati-
onen (FE-Simulationen) wurden bereits Programme wie STAU [54, 55], CARES [56, 57] oder
CERAM [58] entwickelt. Neben Keramiken wird die Weibull-Theorie ebenfalls fur quasi-sprode
Materialien, wie Beton [59-61] oder Faserverbundwerkstoffe [62, 63], eingesetzt. Die mathe-
matischen Methoden des Weibull-Modells werden in Abs. 4.2.1 dargelegt.

Das Weibull-Modell wurde vereinzelt bereits fir Metalle eingesetzt. Dabei handelt es sich in
der Regel um Wolframcarbid-Kobalt-Hartmetalle fiir den Werkzeugbau [64-67].

Eine Weibull-Analyse der Bruchdaten von technisch reinem, gesinterten polykristallinen Wolf-
ram wurde von Margetson und Sherwood [68] durchgefiihrt. Es wurden dort sowohl Drei-
Punktbiege- als auch Rundzugversuche durchgefihrt, wobei Zugversuche als nicht weiter-
empfehlenswert identifiziert werden. Die Weibull-Formparameter m der Verteilung der Bruch-
festigkeiten beider Versuchsarten sind zum einen 5,5 fur die Rundzugversuche und zum an-
deren 6,9 fur die Drei-Punkt-Biegeversuche.

Eingebettet in die probabilistische Versagensanalyse von Wolfram-Monobldcken eines Diver-
tors haben You und Komarova [69] die Weibull-Theorie angewendet. Vier-Punkt-Biegeversu-
che an 1 x5 x50 mm?3 grof3en Proben aus polykristallinem Wolfram in zwei verschiedenen
Zustanden, zum einen im Auslieferungszustand und zum anderen im warmebehandelten Zu-
stand, wurden durchgefihrt und analysiert. Die Versuche am Material im Auslieferungszustand
ergaben einen Weibull-Formparameter von 19, wahrend mit dem warmebehandelten Material
ein Wert von 31 erreicht wurde. Diese Arbeit ist besonders interessant, da dort im Anschluss
an die Bestimmung der Weibull-Parameter deren Anwendung, im Rahmen des STAU-Post-
processing-Programms [54, 55], auf das Simulationsergebnis eines FE-Modells der Mo-
noblockkomponente durchgefuihrt wird.

Einen ahnlichen Ansatz verfolgten auch Weber et al. [70] bei der Analyse einer funktionsgra-
dierten Divertorkomponente aus Wolfram und Stahl. Um das Bruchverhalten des aus Wolfram
bestehenden Teils dieser Komponente einschatzen zu kénnen, wurden ebenfalls Versuche,
eine Weibull-Analyse, FE-Simulationen sowie ein Postprocessing mit STAU [54, 55] durchge-
fuhrt. Der Weibull-Formparameter m flr die Verteilung der Bruchfestigkeiten aus den 40 Vier-
Punkt-Biegeversuchen mit 3 x 4 x 45 mm3 grofRen Proben ergibt 12,8. Der Weibull-Skalenpa-
rameter b betragt dementsprechend 1583 MPa.

Lessmann [71] hat fur technisch reines, polykristallines Wolfram in drei verschiedenen Zustan-
den (Auslieferungszustand, weichgegliiht und rekristallisiert) sowohl Drei- als auch Vier-Punkt-
Biegeversuche durchgefiihrt und deren Ergebnisse mithilfe der Weibull-Theorie analysiert. Die
Weibull-Parameter m und b der Proben aus Material im Auslieferungszustand betragen im Fall
der Drei-Punkt-Biegeversuche 9,3 bzw. 1489 MPa und im Fall der Vier-Punkt-Biegeversuche
8,1 bzw. 1409 MPa. Mit 8,8 und 1398 MPa ergeben sich &hnliche Weibull-Parameter fir Vier-
Punkt-Biegeversuche an Proben aus Material im weichgegliihten Zustand. Leicht erhéhte
Werte fiir die Weibull-Formparameter zeigen die Verteilungen der Bruchfestigkeiten von Ver-
suchen mit Proben aus Material im rekristallisierten Zustand. Bei Drei-Punkt-Biegeversuchen
werden 11,2 und bei Vier-Punkt-Biegeversuchen 14,4 erreicht. Im Gegensatz dazu sind die
Weibull-Skalenparameter niedriger als fir die anderen Materialzustéande. Im Fall von Drei-
Punkt-Biegeversuchen ergeben sich 1242 MPa wéahrend bei Vier-Punkt-Biegeversuchen
1180 MPa errechnet werden.
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In Lessmann [71] wird als einzige der vorgenannten Quellen zu technisch reinem Wolfram
explizit auf den GrolReneffekt eingegangen. Dabei wird das sog. effektive Volumen jeder Probe
anhand ihrer Geometrie und des Materials in Abhéngigkeit des jeweiligen Weibull-Formpara-
meters bestimmt. Dem GroReneffekt, welcher beim Vergleich sowie der Ubertragung der
Weibull-Parameterwerten von unterschiedlich grof3en Materialvolumen bertcksichtig werden
muss, ist die Norm ASTM C1683 gewidmet.

Die Anwendung des Weibull-Modells wird in Abs. 4.2.1 detailliert erlautert.

2.2.2 Beremin-Modell

Fur die Bewertung der Spaltbruchwahrscheinlichkeit in der Tieflage von bainitischem Stahl
entwickelten Beremin et al. [42] ein Modell, das mikrostrukturelle Eigenschaften mit dem loka-
len Spannungszustand durch statistische Ansétze beschreibt [26]. Es basiert auf lokalen Ver-
sagenskriterien (local approach) und dem Ansatz des schwachsten Glieds (weakest link). Da-
bei wird allerdings davon ausgegangen, dass die kritischen Fehlstellen fir einen mdglichen
Spaltbruch alle im plastischen Bereich des Bauteils liegen. Die Mikrorisse bilden oder vergro-
Rern sich durch Versetzungsbewegungen nach Uberschreiten der FlieBgrenze. Das heif3t, nur
das plastifizierte Volumen wird fir die Auswertung berucksichtigt. Ahnlich wie beim Weibull-
Modell gibt es auch beim Beremin-Modell einen Grol3eneffekt. Pineau [72] sowie Ruggi-
eri und Dodds [73] bieten hilfreiche Zusammenfassungen der neueren Entwicklungen im Be-
reich des Beremin-Modells und des lokalen Ansatzes (local approach). Eine mathematische
Einfuhrung in das Beremin-Modell befindet sich in Abs. 4.2.2.

Nach Kenntnis des Autors wurden in der Vergangenheit niemals Weibull-Parameter des Be-
remin-Modells (auch Beremin-Parameter genannt) fiir ein Wolframmaterial bestimmt. Ebenso
sind kaum Beispiele fir die Nutzung des Beremin-Modells flr Wolfram in der Literatur zu finden.
Eine Ausnahme bilden Vrielink et al. [74], wobei als Formparameterwert der Verteilung ein flr
Raumtemperatur bestimmter, aus dem Weibull-Modell stammender, Formparameterwert
tbernommen wurde.

Es gibt zahlreiche Veroffentlichungen tber die Anwendung oder Weiterentwicklung des Be-
remin-Modells fur Stahl [75-82]. Dartber hinaus wurden mit WSTRESS [83, 84] und WEIST-
RABA [85] bereits Postprocessing-Programme flr die Ergebnisse von FE-Simulationen entwi-
ckelt. Auch die Bestimmung bzw. die Kalibrierung der Beremin-Parameter wurde weiterentwi-
ckelt und fiir unterschiedliche Annahmen, z. B. beziglich Risstiefen, angepasst [75, 86, 87].
Es gibt Ansatze, das Beremin-Modell mit anderen mikromechanischen oder makromechani-
schen Modellen zu koppeln. So wird es zum einen beispielsweise in Verbindung mit der mak-
romechanischen Master Curve-Methode [36, 38] angewendet, um deren Limitierungen hin-
sichtlich der Ubertragbarkeit auf andere Probengeometrien, vor allem kleinere Proben, oder
andere Level der Dehnungsbehinderung (constraint) zu reduzieren [88-90]. Zum anderen
steht die vollstandige Versagensbewertung im Ubergangsbereich im Fokus. Dabei wird das
Beremin-Modell fiir die Tieflage mit dem Rousselier- [91] oder Gurson-Tvergaard-Needleman-
Modell [92] gekoppelt [43, 93-95].

Die Verwendung des Beremin-Modells im Rahmen dieser Arbeit ist notwendig, da es bei er-
hohten Versuchstemperaturen vermehrt zu plastischen Vorgdngen im Material kommt, sodass
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die glatten Vier-Punkt-Biegeproben nicht mehr brechen. Daher miissen die in Abs. 5.2.2.2 ein-
gefuhrten, gekerbten Proben verwendet werden. Aufgrund des Kerbeffekts findet eine Lokali-
sation mit erhohter Mehrachsigkeit der bruchauslosenden Stelle in die Nahe des Kerbgrunds
statt. Die Anwendung des Beremin-Modells wird in 4.2.2 detailliert beschrieben.

2.3 Numerische Versagensmodellierung

2.3.1 Mikromechanische und phanomenologische Schadigungsmo-
delle

Bei der numerischen Simulation von Rissausbreitung wird grundsatzlich zwischen zwei Arten
von Schadigungsmodellen, den mikromechanischen sowie den ph&nomenologischen, unter-
schieden. Mikromechanische Modelle basieren auf dem Ansatz der pordsen Plastizitat, wel-
cher die Auswirkungen von Schadigungen (Hohlraumentstehung, -wachstum und -vereinigung)
auf die Belastbarkeit eines Materialvolumens in Abhangigkeit der lokalen Spannung dort be-
schreibt [96]. Sie versuchen diese Schadigungen innerhalb des Materialmodells abzubilden,
sodass dort zusatzlich zur plastischen Verformung und Verfestigung auch noch die Schadi-
gung und Entfestigung mittels konstitutiver Materialgesetze einflie3en [97]. Mikromechanische
Schadigungsmodelle werden in erster Linie fur duktiles Materialverhalten angewendet, wobei
ihr Schadigungsparameter eine physikalische Bedeutung, z. B. die Porenvolumendichte,
hat [98]. Grol3e Bekanntheit haben die Modelle von Rousselier [91] und Gurson [99] erlangt,
welche beide Uber eine Vielzahl von Abwandlungen oder Weiterentwicklungen, hierbei am
prominentesten: das Gurson-Tvergaard-Needleman-Modell [92], verfligen [97]. Neben der
Einschrankung, nicht fur alle Arten von Materialverhalten geeignet zu sein, sind die gro3ten
Nachteile dieser Materialgesetze ihre Komplexitat mit vergleichsweise vielen Parametern so-
wie eine gewisse Empfindlichkeit gegentiber numerischen Instabilitaten [97].

Demgegentiber sind phdnomenologische Modelle nicht auf ein bestimmtes Materialverhalten
limitiert und kbénnen daher vielseitiger eingesetzt werden [96, 98]. Sie basieren auf dem Ansatz,
dass Versagen eines Materials mit dem Erreichen eines kritischen Zustands eintritt, wobei der
Schadigungsparameter als innerer Parameter definiert wird und Werte von 0 (keine Schéadi-
gung) bis 1 (véllige Schadigung) annehmen kann [98]. Die Materialparameter von phanomeno-
logischen Schadigungsmodellen besitzen keinen direkten physikalischen, mikromechanischen
Hintergrund, sondern werden in der Regel in Form einer Kalibrierung aus makroskopischen
Experimenten abgeleitet [98, 100]. Innerhalb der phanomenologischen Modelle gibt es An-
satze wie den von Lemaitre [101], bei welchem das Schadigungsgesetz in die Kontinuumsfor-
mulierung eingebettet werden (Continuum damage model) und Ansatze, wie das im Rahmen
dieser Arbeit verwendete Kohasivzonenmodell nach Barenblatt [98, 102].

2.3.2 Simulationsmethoden zur Bestimmung der Bruchzahigkeit

Die Bestimmung der Bruchzéhigkeit kann mithilfe der FE-Methode grundsétzlich auf zwei Ar-
ten stattfinden. Zum einen kdnnen bruchmechanische Kennwerte an einem stationaren,
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ruhenden (An-)Riss im Simulationsmodell direkt bestimmt werden. Zum anderen lassen sich
die Kennwerte aus der Kraft-Verschiebungs-Kurve des Ergebnisses eines Simulationsmodells
mit fortschreitendem, bewegtem Riss berechnen. Im ersten Fall kann beispielsweise die Riss-
offnung (crack tip opening displacement, CTOD) an der Spitze einer FE-Simulation entnom-
men werden [97]. Weiterhin ist es mdglich, um eine ruhende Rissspitze herum ein Konturin-
tegral (contour integral) zu definieren, das mithilfe der Spannungs- bzw. Verschiebungsfeldern
der FE-Analyse direkt das J-Integral und daraus den K-Faktor bestimmen Iasst.

Im zweiten Fall wird die Rissausbreitung tber eine gewisse Lange oder einen gewissen Be-
reich simuliert. Dazu wurden bereits Methoden wie die Knotentrennung, die Elementteilung,
der Elementausfall oder die Elementsteifigkeitsanpassung entwickelt, welche allerdings alle
verschiedene Nachteile haben [97]. Die Methode der mitbewegten Rissspitzenelemente, bei
der speziell fur die Rissspitze entwickelte kollabierte Elemente [103, 104] eingebracht werden,
hat den Nachteil, dass nach jedem inkrementellen Rissfortschritt das FE-Netz neu erzeugt
werden muss [97].

Drei numerische Methoden zur Rissfortschrittssimulation, die haufig in der kommerziellen FE-
Software ABAQUS (Simulia, Dassault Systemes, Frankreich) verwendet werden, sind das vir-
tuelle RissschlieBungsverfahren (virtual crack closure technique, VCCT), die Koh&sivzonen-
modellierung (cohesive zone modelling, CZM) sowie die erweiterte Finite-Elemente-Methode
(XFEM) [103]. Die VCCT- sowie die CZM-Methode sind sich dahingehend &hnlich, dass sie
den Rissverlauf nur auf vordefinierten Pfaden durch das Modell simulieren kénnen, wahrend
bei der XFEM der Riss durch alle angereicherten (enriched) Elemente im FE-Netz verlaufen
kann. Bei der VCCT wird die Energiefreisetzungsrate aus den Knotenkréaften und -verschie-
bungen an bzw. hinter der Anrissfront bestimmt. Dies setzt das Vorhandensein eines Anrisses
voraus und kann nur sprode Rissvorgénge zuverlassig beschreiben, da die VCCT auf der li-
near-elastischen Bruchmechanik basiert und die Energiedissipation durch die Bildung plasti-
scher Zonen an der Rissspitze nicht berlcksichtigt wird [105]. Fur Simulationen im Spréd-duk-
ti-Ubergangsbereich ist allerdings eine Methode zu wahlen, die auch nichtlineare Bruchme-
chanismen akkurat beschreiben kann. Im Gegensatz zur VCCT kénnen CZM und XFEM auch
Rissinitiierungen nachbilden und sind dariber hinaus sowohl fur spréde als auch fur duktile
Rissvorgange einsetzbar [103, 106]. Die Kohasivzonenmodellierung verbindet zwei kontinu-
umsmechanisch getrennte Flachen Uber ein entweder elementbasiertes (element-based) oder
oberflachenbasiertes (surface-based) kohasives Verhalten, welches durch ein sog. Traktions-
Separations-Gesetz (traction-separation law, TSL, s. Abs. 4.2.3.3) geregelt wird. Im Rahmen
dieser Arbeit wird die elementbasierte Kohdsivzonenmodellierung verwendet, da flr sie bereits
ein benutzerdefiniertes Kohasivelement von Scheider [98, 107] vorhanden ist, welches Vor-
teile gegenuber der Standardimplementation der CZM in ABAQUS bietet. Weitere Informatio-
nen sind in Abs. 4.2.3 zu finden. Auch XFEM greift bei der Definition des Versagensverhaltens
entweder auf Kriterien der VCCT oder der CZM zurlick. Somit unterliegt die Standardimple-
mentierung der XFEM in ABAQUS ahnlichen Schwachen wie die standardmafige CZM. Der
Vorteil des Scheider-Elements gegeniiber der Standardimplementierung des Kohasivverhal-
tens liegt in der groReren Variationsmdoglichkeit der TSL (vgl. Abb. 4-10).
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2.3.3 Versagenswahrscheinlichkeit in der Finite-Elemente-Methode

FE-Simulationen werden oft als Basis fir nachfolgende probabilistische Auswertungen ver-
wendet. So z. B. fur die in Abs. 2.2 eingefuhrten Weibull- und Beremin-Analysen. In diesem
Kapitel liegt der Fokus allerdings auf Beispielen, bei welchen die Streuung von Simulationser-
gebnissen sich direkt aus der Streuung der Werte fir die Eingangsparameter ergibt. Dies ge-
schieht in der Regel auf Elementebene oder im Vergleich zur Gesamtkomponente relativ klei-
nen Bereichen.

2.3.3.1 ZzZufallsfelder

Ein Zufallsfeld ist eine mathematische Zufallsfunktion in einem beliebigen Bereich, wie z. B.
einem mehrdimensionalen Raum, wobei die Funktion an jedem Punkt einen zufélligen Wert
annehmen kann [108]. Zufallsfelder werden h&ufig zur Quantifizierung von Unsicherheit
(uncertainty quantification) eingesetzt, welche bei einem Material von der rAumlichen Variation
seiner Eigenschaften herriihren kann. Die Verwendung von Zufallsfeldern ist ein integraler Be-
standteil der stochastische Finite-Elemente-Methode (SFEM) [109, 110] und wird dort einge-
setzt [111-113]. In stochastischen Modellen spielen die Zufalligkeit und Unvorhersagbarkeit
eine grofRe Rolle und es kommen haufig Varianten der Monte-Carlo-Methode zum Einsatz.
Der SFEM ganz ahnlich ist die probabilistische Finite-Elemente-Methode (PFEM) [114].

Zufallsfelder und die zufallige Verteilung von unterschiedlichen Werten fiir mikrostrukturelle
Eigenschaften kénnen sowohl im Volumen (dreidimensional) als auch in der (Bruch-)Flache
(zweidimensional) stattfinden. Im Folgenden werden Beispiele fur beide Arten kurz vorgestellt.

2.3.3.2 Modellierung im Volumen

Es gibt zahlreiche Arbeiten, bei denen variierende Materialeigenschaften im Volumen auf ihren
Einfluss auf die Versagenswahrscheinlichkeit einer Komponente hin untersucht wurden. Arre-
gui Mena et al. [115] haben die SFEM fir im Nuklearbereich eingesetzte Materialien angewen-
det. Dabei wird eine rdumliche Variation der Materialeigenschaft von alternden Graphitsteinen
aufgrund von Bestrahlungs- und Temperaturgradienten betrachtet. Im ersten Teil werden die
davon betroffenen Eigenschaften Elastizitatsmodul und thermischer Ausdehnungskoeffizient
innerhalb des Simulationsmodells der Komponente zuféllig verteilt. Im zweiten Teil kommt die
Porositéat als weiterer Faktor hinzu. Beim stochastischen Ansatz wurden, der Monte-Carlo-Me-
thode folgend, mehrere Modelle mit Zufallsfeldern erzeugt und simuliert. Aus den Ergebnissen
kénnen die Dehnungs- und Spannungsverteilungen abgeschatzt werden. Diese Ergebnisse
wurden mit dem Ergebnis einer deterministischen Simulation verglichen.

In eine é&hnliche Richtung gehen die Arbeiten von Ozakietal. [116, 117] sowie
Takeo et al. [118]. Die Verdffentlichungen von Ozaki et al. beschreiben, wie mithilfe der Finite-
elemente-Methode (FEM) die aufgrund von Fehlstellen (flaws) im Volumen probabilistische
Natur des Bruchverhaltens von keramischen Werkstoffen analysiert werden kann. Der Einfluss
dieser Fehlstellen, auch als Poren bezeichnet, wird in das FE-Modell in Form eines Schadi-
gungsmodells eingebettet. Die mikrostrukturellen Eigenschaften der Poren im Volumen des
Materials zeigen nicht an allen Stellen das gleiche Verhalten. Sowohl die Verteilung der Poren
selbst, und damit die relative Dichte des Materials, als auch deren Gr6Ren und
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Aspektverhaltnisse variieren und werden zuféllig im FE-Modell verteilt. Die Parameterwerte
der genannten Eigenschaften sowie zusatzlich die der Korngrofie folgen dabei Haufigkeitsver-
teilungen. Diese Verteilungen der einzelnen Eigenschaften sind in 2018 [116] noch aus der
Literatur abgeleitet, wahrend sie in 2022 [117] auf eigenen mikroskopischen Untersuchungen
beruhen. Schlussendlich ergeben sich FE-Modelle einer Drei-Punkt-Biegeprobe, bei denen die
Bruchspannung des Schadigungsmodells, welche sich aus den mikrostrukturellen Eigenschaf-
ten ergibt, fur jedes Element verschieden ist. Die Simulation einer grof3eren Anzahl (N = 100)
dieser probabilistischen FE-Modelle wird wiederum dazu verwendet, eine Weibull-Analyse der
Simulationsergebnisse durchzufiihren. Der Vergleich mit experimentellen Ergebnissen liefert
dabei vielversprechende Ubereinstimmungen.

Takeo et al. [118] folgen den gleichen Annahmen wie bereits in Bezug auf Ozaki et al. be-
schrieben. Dabei liegt der Fokus auf der Untersuchung des GroRReneffekts auf die Bruchwahr-
scheinlichkeit von keramischen Materialien mithilfe der FEM. Aus diesem Grund wurden Pro-
ben verschiedener Konfiguration und Grof3e, Drei-Punkt- sowie Vier-Punkt-Biegeversuche, si-
muliert und experimentell getestet. Der Vergleich der Weibull-Analysen von simulativ und ex-
perimentell ermittelten Ergebnissen, auch Uber verschiedene effektive Volumina hinweg, weist
auch hier auf einen vielversprechenden Ansatz hin. In Abb. 2-7 sind exemplarisch die Vertei-
lungen von PorengrofRen, KorngréRen sowie Bruchspannungen im FE-Modell einer Vier-
Punkt-Biegeprobe dargestellt.
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Abb. 2-7: Beispielhafte Verteilung von Werten der mikrostrukturellen Eigenschaften wie (a) Porengrélie,
(b) KorngrdRe und (c) Bruchspannung im FE-Simulationsmodell einer Vier-Punkt-Biegeprobe [118]

Neben den Ansatzen, die von bekannten bzw. angenommenen Verteilungen fir Werte von
mikrostrukturellen Eigenschaften auf die Verteilung der makroskopischen Ergebnisse schlie-
Ben wollen, gibt es ebenfalls Ansétze, die genau das Gegenteil versuchen. Hierzu gehort die
Arbeit von Tran und Wildey [119], in welcher mithilfe der FEM und der initialen Annahme der
raumlichen Verteilungen von unterschiedlichen Werten fur die Materialeigenschaften zunéchst
die stochastischen FE-Modelle geltst werden. Diese Ergebnisse werden mit experimentellen
Ergebnissen verglichen. Im nachsten Schritt wird unter Zuhilfenahme von maschinellem Ler-
nen (machine learning) die stochastische Umkehrung (stochastic inversion) mit dem Ziel
durchgefiihrt, Eingabeparameter bzw. deren Verteilungen in einer Weise zu identifizieren,
dass auf ihnen beruhende Simulationen den experimentellen Ergebnissen und deren Streuung
weitestgehend entsprechen. Das Schema ist in Abb. 2-8 dargestellit.
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Abb. 2-8: Schematische Darstellung der Beziehung von stochastischen direkten (Vorwéarts-)Problemen zu
inversen Problemen, modifiziert nach [119]. In Vorwéartsproblemen werden Eingangsverteilungen ange-
nommen und versucht die Ausgabeverteilung zu ermitteln. Bei inversen Problemstellungen wird versucht
anhand von bekannten Ausgangsverteilungen die Eingangsverteilungen bestmdglich zu bestimmen

2.3.3.3 Modellierung in der Kohasivzone

Dieser Abschnitt bezieht sich ausschliefZlich auf Arbeiten, in denen versucht wird, den proba-
bilistischen bzw. stochastischen Aspekt sproder Materialien mit der Kohasivzonenmodellie-
rung (CZM) der FEM in Verbindung zu bringen. Die Kohésivelemente werden in der Regel als
Grenzflache mit keiner oder nur einer sehr geringen Ausdehnung (z. B. Klebeverbindungen)
in Normalenrichtung modelliert.

Shanmugan et al. [120, 121] zielen darauf ab, die Wahrscheinlichkeitsverteilungen von Koha-
sivzonenparametern flr nicht-deterministisches Materialverhalten in der Ndhe eines Anrisses
zu bestimmen, welches fur die Streuung der Bruchfestigkeit verantwortlich ist. Daftir sollen die
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (probability density functions, PDFs) der Kohasivzonen-
parameter so bestimmt werden, dass die Streuung der Simulationsergebnisse der Streuung
der experimentellen Versuchsergebnisse entspricht. In Abb. 2-9 ist das Flussdiagramm des
Schemas zu sehen. Dem vorgelagert wird die Verteilung der Materialeigenschaften basierend
auf experimentellen Bruchmechanikversuchen geschatzt. Mithilfe dieser geschatzten Materi-
aleigenschaften werden wiederum die initialen, erwarteten Grenzen der Kohasivzonenpara-
meter geschatzt sowie, unter Verwendung der Latin Hypercube Sampling-Methode, deren
maogliche Verteilung (Streuung) erstellt. Kombinationen von Werten, entnommen aus den Ver-
teilungen der Kohasivzonenparametern, bilden Wertepaare und gehen in Ersatzmodelle (sur-
rogate model) ein, welche anschlieRend, der Monte-Carlo-Methode entsprechend, massen-
weise simuliert werden. Diese Simulationsergebnisse wiederum zeigen selbst eine Verteilung,
welche der Verteilung der experimentellen Ergebnisse weitestgehend gleich sein sollte, wes-
halb es im Falle eines nicht zufriedenstellenden Vergleichs von Simulations- und Versuchser-
gebnissen eine Rickkopplungsschleife gibt. Das ganze Schema wird so oft wiederholt, bis die
kumulativen Wahrscheinlichkeitsverteilungen (cumulative distribution functions, CDFs) aus Si-
mulations- und Versuchsergebnissen konvergieren.

Shanmugam et al. [122] wenden das zuvor eingeflihrte Schema in einer weiteren Arbeit auf
die Analyse der Delamination einer Doppelbalkenprobe (double cantilever beams, DCB) an.
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Abb. 2-9: Schematisches Flussdiagramm zur Bestimmung von Kohasivzonenparameterwerten sowie de-
ren Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (PDFs) [121]

Auch in Freed et al. [123] kommen DCB-Proben zum Einsatz, mit deren Hilfe die Delamination
von Klebeverbindungen analysiert wird. Dazu werden einerseits experimentelle Versuche so-
wie andererseits FE-Simulationen mit Kohasivzonenmodellierung durchgefihrt, welche die
Streuung der Ergebnisse abbilden soll. Die beiden Koh&sivzonenparameter, Spannung und
Energie, fur die Simulationen werden dabei aus einem erwarteten Bereich angenommen. Die
Simulationen werden mithilfe eines probabilistischen Algorithmus des maschinellen Lernens
analysiert. Dies geschieht mit dem Ziel, die optimalen Werte fiir die Kohasivzonenparameter
zu erhalten. Einem ahnlichen Ansatz folgen auch Papazafeiropoulus et al. [124] mit ihrem
Postprocessing-Programm Abaqus2Matlab.

In den Veroffentlichungen von Khokhar et al. [125-127] wird der Effekt von zufélligen Mikro-
struktureigenschaften auf das Schadigungs- und Delaminationsverhalten von kohlefaserver-
starkten Polymerkompositen mithilfe von FE-Simulationen mit stochastischen Kohasivelemen-
ten untersucht. Fur die Delaminationsuntersuchungen wurden DCB-Proben gewéhlt, welchen
im FE-Modell zufallige Eigenschaften entsprechend zweiparametrigen Weibull-Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktionen zugeordnet sind. Der Vergleich der Ergebnisse einer Simulation mit
deterministischen Werten sowie mehreren Simulationen mit zufallig verteilten Werten fir die
Kohasivzonenparameter weist Unterschiede von bis zu 40 % auf. Zudem zeigt sich, dass ei-
nige Ergebnisse aus den stochastischen Simulationen die der deterministischen Simulation
(weit) unterschreiten, was hinsichtlich Konservatismus und Sicherheitsgedanke die Wichtigkeit
stochastischer Simulationen nochmals unterstreicht.

In den neueren Veroéffentlichungen [126, 127] kommen noch Risse der Fasern oder Risse in
der Matrix als zusatzliche Faktoren von Zufalligkeit hinzu.

Die oben genannten Ansatze haben eine Sache gemeinsam. Sie variieren zwar die Kohasiv-
zonenparameter im FE-Modell fur jede neue Simulation, allerdings haben dabei in einer Simu-
lation jeweils alle Kohasivelemente die gleichen beiden Parameterwerte. Als Erweiterung sol-
len nun Arbeiten vorgestellt werden, in denen bereits in einer Simulation Kohasivelemente mit
unterschiedlichen Werten fiir die Kohasivzonenparameter nebeneinander eingesetzt werden.
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Schicker [128] versucht in seiner Arbeit den statistischen Aspekt mit einem Modell des realen
Verhaltens eines Kontinuums zu verknupfen, indem der Zusammenhang zwischen stochasti-
schen Festigkeitseigenschaften aufgrund mikrostruktureller Gefigeinhomogenitaten mithilfe
von Kohasivelementen des FE-Modells hergestellt wird. Die Kohé&sivzone weist dabei sprodes
Verhalten, also plétzliches Versagen, auf und die Streuungen der Werte der Kohasivzonenpa-
rameter folgen jeweils approximierten Weibull-Verteilungen. Die verwendeten Grundverteilun-
gen bilden ein lokales, statistisch streuendes Festigkeitskriterium, welches ein auf der mikro-
strukturellen Ebene basierendes Versagenskriterium ergibt. Praktisch wurde dieses Vorgehen
auf Flachzugproben mit konstantem Querschnitt angewendet.

Eine Weiterfiihrung der Arbeit von Schicker ist bei Kabir et al. [129] und Kabir [130] zu finden.
Die Verdffentlichungen von Kabir sind eine grof3e Inspirationsquelle fur die im Rahmen dieser
Arbeit verwendeten Ansatze, weswegen eine ausfihrliche Vorstellung nachfolgt.

Das Ziel der Untersuchung einer quasi-spréden lamellaren yTiAl-Legierung war die Beschrei-
bung des durch die mikrostrukturellen Eigenschaften, wie Lamellendicke und -orientierung so-
wie der KoloniengréRe und deren Neigungswinkel zur Lastrichtung, entstehenden stochasti-
schen Versagensverhaltens. Dazu wurden einerseits Experimente und fraktografische Unter-
suchungen durchgefuhrt, zum anderen wurden Simulationen mithilfe von durch Experimente
erhaltenen Spannungs-Dehnungs-Kurven sowie stochastischen Ansétzen fur die Kohasivzo-
nenparameter realisiert. Zum Schluss sollten die Ubertragbarkeit der gewonnenen Erkennt-
nisse und Werte auf andere Komponenten beurteilt werden. In Abb. 2-10 ist ein schematischer
Uberblick Giber das Vorgehen zu sehen.
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Abb. 2-10: Untersuchung der Deformation und des Bruchverhaltens von yTiAl [130]

Zur Simulation des stochastischen Bruchverhaltens werden FE-Modelle mit Kohasivelemen-
ten nach Scheider [98] eingesetzt. Wahrend bei homogenen Mikrostrukturen die
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Kohasivzonenparameter entlang des gesamten Bruchpfads die gleichen Werte behalten, fin-
den sich bei heterogenen Mikrostrukturen ganz unterschiedliche Werte entlang des Bruch-
pfads. Die heterogene Mikrostruktur fuhrt zu lokalen Variationen von Bruchspannung und -
energie, welche im Kohé&sivzonenmodell der Kohéasivspannung bzw. -energie entsprechen.
Stochastische Variationen werden im FE-Modell durch eine stochastische Verteilung der
Werte fir die Kohasivelemente innerhalb der Bruchebene hervorgerufen. Als Verteilungsfunk-
tionen fur die Werte der Kohasivzonenparameter kommen die Gleich- oder die Weibull-Vertei-
lung zum Einsatz.

Im Folgenden wurde versucht, mithilfe von verschiedenen Kombinationen aus entweder einer
konstanten oder mehreren unterschiedlichen, zufallig verteilten Spannungs-Dehnungs-Kurven
im FE-Modell und gleich- oder Weibull-verteilten Werten in der Kohé&sivzone die experimentel-
len Ergebnisse von Flachzugproben nachzubilden. Die oberen und unteren Limits der Werte
der Kohasivzonenparameter wurden dabei direkt aus den experimentellen Ergebnissen uber-
nommen. Daraus ergeben sich die Variationsbander fiir die Simulationen.

Um das polykristalline Verformungsverhalten zu beschreiben, wurde ein auf Kristallplastizitat
basierendes Modell mit dem Ziel eingesetzt, lokale Spannungs-Dehnungs-Kurven fir einzelne
Bereiche zu definieren. Allerdings stellte sich heraus, dass die Variation der Spannungs-Deh-
nungs-Kurven als zuféllig verteilte Eingaben in den FE-Modellen einen vernachlassigbar klei-
nen Einfluss auf das Gesamtergebnis haben.

Jedem Kohésivelement ein anderes Paar Werte fur Kohasivspannung und -energie zuzuwei-
sen fUhrt dazu, dass sich alle FE-Simulationen zu sehr ahnlichen Ergebnissen kommen. Die
grol3e Streuung der Ergebnisse aus den Experimenten kann so nicht nachgebildet werden.
Deshalb wurden groRRere Bereiche von Kohasivelementen zu Clustern zusammengeschlossen,
innerhalb denen dann jeweils gleiche Wertepaare fiir die Kohdsivzonenparameter gelten. In
Abb. 2-11 ist dies beispielhaft an der Spitze eines Probenmodells mit Chevronkerbe dargestellt.
Die Farben geben jeweils die Hohe der Werte in den Clustern an. Die Cluster selbst bestehen
aus 10 x 10 Kohasivelementen, was einer Flache von 100 x 100 umz2 entspricht. Die Einfuih-
rung von Clustern ergibt weiteren Variationsspielraum bei der Suche nach einer geeigneten
FE-Reprasentation. So kdnnen die Clustergréf3en im Rahmen einer Parameterstudie z. B. will-
kurlich gewéahlt werden oder sich an der mittleren Korngré(3e orientieren. Ebenso kénnen durch
die nachtragliche Manipulation der zufallig verteilten Werte von Kohésivspannung und -ener-
gie sog. ,starke“ Kohasivelemente bzw. Cluster (jeweils hohe Werte) und ,schwache* Kohasi-
velemente/Cluster erzeugt werden.
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Abb. 2-11: Stochastische Anordnung von Clustern unterschiedlicher Koh&sivspannungen und -energien
entlang der Spitze einer Chevronkerbe [130]

Im letzten Teil wird die Ubertragbarkeit, der aus Flachzugproben und Drei-Punkt-Biegeprobe
mit Chevron-V-Kerbe erhaltenen Erkenntnisse und Ergebnisse auf eine seitengekerbte Drei-
Punkt-Biegeprobe untersucht. Beim Vergleich der Kraft-Verschiebungs-Kurven von Experi-
menten und Simulationen stellte sich heraus, dass die Simulationen durchaus plausible Er-
gebnisse aufweisen. Die Kurven aus den Simulationen befinden sich mehr oder weniger im
Bereich der Kurven aus den Experimenten.

Was in der Dissertation von Kabir [130] allerdings nicht mehr betrachtet wird, ist die Analyse
einer statistisch signifikanten Anzahl von Simulationen mit stochastischen FE-Modellen. Dazu
sind sowohl die durchgeflihrten Experimente als auch die Simulationen nicht zahlreich genug.
Durch den eher qualitativen Vergleich von experimentellen und simulativen Kraft-Verschie-
bungs-Kurven bleiben auch die Fragen offen, in welchem Maf3 die Wahl von Clustergréf3en
Sinn ergeben hat und ob die angenommenen Verteilungsfunktionen der Eingabeparameter,
hier der Kohasivzonenparameter, tatsachlich in der Lage sind die Verteilung der Ergebnisse
nachzubilden oder ob andere Verteilungsfunktionen passender waren. Unter anderem diesen
Fragen soll im Rahmen dieser Arbeit nachgegangen werden.

2.4 Spezielle fraktografische Untersuchungen

Die Bruchflachen makroskopischer Proben kénnen je nach gewtinschter Vergré3erung mithilfe
von Licht- oder Elektronenmikroskopen untersucht werden. Dies wird in der Praxis sehr haufig
durchgefiihrt und ist daher bereits gangig und gut dokumentiert. Aus diesem Grund soll in
diesem Kapitel nur auf zwei spezielle Anwendungsfalle eingegangen werden. Diese sind zum
einen die quantitative Bruchflachenanalyse und zum anderen die Bestimmung des Abstands
der kritischen, bruchausldésenden Stelle zur Anrissfront.

2.4.1 Quantitative Bruchflachenanalyse

Die gquantitative Bruchflachenanalyse, auch quantitative Fraktografie genannt, wird mit dem
Ziel durchgefiihrt, maRgebliche Eigenschaften oder Merkmale der Bruchflache quantitativ zu
bestimmen. Dazu gehoren beispielsweise Flachen mit bestimmten Eigenschaften, wie deren
charakteristische Langen, Gréf3en, Formen oder Ausrichtungen, ebenso wie deren Anzahl
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oder Positionen. Des Weiteren kdnnen auch die jeweiligen Verteilungen der zuvor genannten
Eigenschaften bestimmt werden.

Zur Vereinheitlichung der Durchfuhrung von quantitativen Bruchflachenanalysen wurde im
Rahmen des Forschungsprojekts FRACTESUS [131] eine Anleitung erarbeitet. Ihr zur Folge
wird die gesamte Bruchflache, wie in Abb. 2-12 (a) gezeigt, zunéchst rasterartig in kleinere
Ausschnitte unterteilt. Die Ausschnitte werden so gewahlt und soweit vergrof3ert (z. B. 2000x),
dass die lokalen Merkmale der Bruchflache gut erkennbar sind. Uber jeden Ausschnitt wird
wiederum ein Raster mit Punkten gelegt. An exakt den Stellen, an denen sich Punkte befinden,
wird entschieden, um welche Art von Bruchflachenmerkmal es sich handelt. Die Kategorien
dabei erstrecken sich von Spaltbruch, duktiler Mikroporenkoaleszenz, Partikel, Oxidschicht,
Schmutz oder glatt/merkmalsfrei bis hin zu intergranular, beschéadigt oder nicht zu identifizie-
ren.

Aus der quantitativen Auswertung der Bruchflache sowie der Erstellung von Statistiken einzel-
ner Merkmale kdnnen wichtige Erkenntnisse gewonnen werden. Im Rahmen dieser Arbeit sol-
len die Anteile von Flachen mit unterschiedlichen Eigenschaften (spréd/duktil) bestimmt und
in stochastischer Weise wiederum zufallig in FE-Modellen mit Kohasivzone eingebracht wer-
den.

(@) so (D)
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| o
]
G 40%
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N I I I
i
RT 200 °C 300 °C 400 °C
mtransgranular mintergranular

Abb. 2-12: Beispiele fur (a) die quantitative Bruchflachenanalyse mit Unterteilung der Gesamtflache in
kleine Ausschnitte und (b) die statistische Auswertung von Bruchflachenmerkmalen entsprechend der in
FRACTESUS [131] erarbeiteten Anleitung

2.4.2 Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslosender Stelle

Es gibt einige Veroffentlichungen, in denen als Ursache flir die Streuung der Bruchzahigkeiten
von Stahl im Ubergangsbereich der Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslésender
Stelle untersucht wird [132-136]. Das Schema ist in Abb. 2-13 dargestellt. Alle Arbeiten stim-
men dahingehend Uberein, dass die bruchauslésende Stelle das schwéachste Glied (weakest
link) darstellt und sie im Bereich der maximalen Normalspannungen im Ligament liegt. Je gro-
Rer die Belastung wird, desto weiter dehnt sich auch die Bruchprozesszone aus. Somit wird
erwartet, das Proben, bei denen die bruchausldésende Stelle weit von der Anrissfront entfernt
liegt, eine hohere Belastung ertragen und daraus folgend eine hohere Bruchzéhigkeit
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aufweisen. Heerens et al. [133] postulieren, dass im Ubergangsbereich ein groRer Anteil der
Streuung der Bruchzahigkeit allein auf den Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslosen-
der Stelle zurtickzufuihren ist. Eine sehr aussagekraftige Zusammenstellung der Bruchzahig-
keitswerte von verschiedenen Stahlen im Ubergangsbereich ist bei Das et al. [136] zu finden
und in Abb. 2-14 abgebildet. Zu erkennen ist, dass die Theorie bei der Betrachtung einzelner
Punkte teilweise nicht stimmt. Es kommt vor, dass Proben mit einem grof3en Abstand zwischen
Anrissfront und bruchauslosender Stelle trotzdem nur eine vergleichsweise geringe Bruchza-
higkeit aufweisen. Wird allerdings der Trend Uber alle Punkte betrachtet, so kann durchaus
eine Korrelation zwischen Bruchz&higkeit und Abstand zur Anrissfront angenommen werden.
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Abb. 2-13: Abstand X zwischen Anrissfront und bruchauslésender Stelle [132]
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Abb. 2-14: Bruchzahigkeitswerte K;. gegenlber dem Abstand zur jeweils bruchauslésenden Stelle fur un-
terschiedliche Stahle aus [136]. Trendlinien (rot) selbst eingefiigt.

Die bruchauslésende Stelle nach dem Versuch auf der Spaltbruchflache zu finden kann keine
ganz einfache Aufgabe sein. Allerdings bilden sich auf den Bruchfacetten bei Stahl typischer-
weise sog. Chevron-Marken (chevron markings) und Flusslinien (river lines). Mit deren Hilfe
ist es moglich, die bruchauslésenden Stelle zuriickzuverfolgen. Ein detailliertes Vorgehen so-
wie das Beispiel in Abb. 2-15 ist in der bei FRACTESUS [131] entstandenen Anleitung be-
schrieben. Weitere Informationen zur Identifikation von Bruchurspriingen oder zur Fraktografie
sind in ASTM Norm C1322 [137] und bei Gonzalez-Velazquez [138] zu finden.
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Abb. 2-15: Uberblick {iber den Prozess der Riickverfolgung der bruchauslésenden Stelle aus der bei
FRACTEUS [131] entstandenen Anleitung
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3 Konzepte

In diesem Kapitel werden die zwei Konzepte dieser Arbeit vorgestellt. Grundsatzlich geht es
darum, fur Temperaturen im sproden Bereich sowie im Sprod-duktil-Ubergangsbereich von
Wolfram, zwischen Raumtemperatur und 400 °C, einen Konstruktionsbereich zu definieren.
Die Definition des Konstruktionsbereichs soll iber eine probabilistische Komponente verfligen,
wonach das Versagen eines zu wéhlenden Prozentsatzes an Komponenten toleriert wird, um
dadurch den bestehenden Konservatismus eines deterministisch definierten Konstruktions-
raums zu verkleinern.

KQ A

Konstruk-
L tionsraum

o
»

T

Abb. 3-1: Bruchzahigkeits-Temperatur-Versagenswahrscheinlichkeits-Diagramm zur Definition des Konstrukti-
onsraums (schematisch)

3.1 Konzeptl-2D

3.1.1 Idee

Die Idee des ersten Konzepts beruht auf der Uberlegung die Streuung der Versagensspan-
nung einer gré3eren, statistisch relevanten Anzahl von Vier-Punkt-Biegeproben zu bestimmen
und zu Uberprifen, ob sich mit dieser Streuung sowie einem geeigneten FE-Modell die Streu-
ung der Bruchzahigkeit herleiten lasst. Die Herausforderung ist hierbei, dass die Volumina von
Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikproben und Vier-Punkt-Biegeproben, in welchen eine mogli-
che Rissentstehung bzw. Rissfortschritt stattfindet, wie in Abb. 3-2 zu sehen ist, sehr unter-
schiedliche GroRRen haben.

Vier-Punkt-Biegeproben sind einfacher herzustellen und mit weniger Aufwand zu testen als
Bruchmechanikproben. Eine geringere Anzahl von Experimenten an Bruchmechanikproben
(z.B. 4) wird ebenfalls durchgefthrt, um mit deren Hilfe eine mittlere experimentelle Bruchza-
higkeit zu bestimmen. AnschlieRend werden die Streuung der Versagensspannung sowie die
mittlere experimentelle Bruchzahigkeit in FE-Simulationsmodellen von KLST-Bruchmechanik-
proben [139] kombiniert. In einem Set von Simulationen mit verschiedenen Versagensspan-
nungen wird ein Set von simulativen Bruchzahigkeiten bestimmt. Ein dhnlicher Ansatz wurde
bereits fur die in Abs. 2.3.3.3 besprochenen Verotffentlichungen von Shanmugan et al.,
Freed et al. sowie Khokhar etal. gewahlt. Die statistische Auswertung der simulativen
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Bruchzéhigkeiten definiert wiederum Konstruktionsraume in Abhangigkeit einer Versagens-
wahrscheinlichkeit. Wird dies fir alle in dieser Arbeit relevanten Temperaturen durchgefihrt,
so ergibt sich ein Bruchzahigkeits-Temperatur-Versagenswahrscheinlichkeits-Diagramm wie
in Abb. 3-1.

Um das Konzept zu verifizieren, soll das Set von simulierten Bruchzahigkeiten mit einem gleich
grof3en Set von experimentell bestimmten Bruchzahigkeiten verglichen werden.

® ® O O

herleiten
—-

O O ©)

Abb. 3-2: Schematische Darstellung der Bereiche der mdglichen Rissentstehung in Vier-Punkt-Biegepro-
ben und Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikproben (KLST)

3.1.2 Schema

Die Abb. 3-3 zeigt das schematische Vorgehen von Konzept 1 in Anlehnung an Mahler [140],
welches bereits bei Conte [141] zu sehen ist. Im ersten Schritt werden fiir den probabilistischen
Ansatz eine statistisch relevante Anzahl von Vier-Punkt-Biegeproben getestet und fur deren
Ergebnisse mithilfe einer probabilistischen Methode die Streuung bestimmt. Der Weakest-
Link-Annahme folgend bieten sich das integrale Modell nach Weibull [44, 45] oder alternativ
der Local-Approach-Ansatz des Beremin-Modells [42] an. Beiden Modellen liegt eine zweipa-
rametrige Weibull-Verteilung zugrunde, deren Parameter m und g, bzw. g,, bestimmt werden.
Fur die Ermittlung werden FE-Simulationen der Vier-Punkt-Biegeproben benétigt, welche im
Anschluss mit statistischen Programmcodes, z. B. STAU [54] fir das Weibull- bzw. einem
selbstimplementierten Code fur das Beremin-Modell, ausgewertet werden. Die Spannung des
Weibull-Skalenparameters, je nach Modell g, oder a,,, wird gleich der Kohasivspannung o¢,p
des Kohasivzonenmodells (s. Abs. 4.2.3) gesetzt.

Des Weiteren werden, je nach Verflgbarkeit, zwischen vier und zwolf KLST-Bruchmechanik-
proben getestet. Die Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Ergebnisse werden gemittelt. Die mitt-
lere Kraft-Verschiebungs-Kurve der Experimente dient als Grundlage der Kalibrierung des Fi-
nite-Elemente-Simulationsmodells. Dabei wird die Kohésivenergie des Kohasivzonenmodells
(s. Abs. 4.2.3) der Simulation so lange variiert, bis die experimentelle (mittlere) Kraft-Verschie-
bungs-Kurve mit der simulativen weitestgehend Ubereinstimmt. Die Kohasivspannung ver-
bleibt fir die Kalibrierung der Kohasivenergie auf dem Wert des Skalenparameters der
Weibull-Verteilung.

Im letzten Schritt werden Simulationen bei gewlinschten Versagenswahrscheinlichkeiten
durchgefiihrt. Dabei verbleibt die nun kalibrierte Kohasivenergie auf ihrem Wert, wahrend die
Kohasivspannung gemaf der im ersten Schritt ermittelten Streuung variiert wird. Fir jedes
Simulationsergebnis ergibt sich eine Kraft-Verschiebungs-Kurve, wobei jeweils mithilfe der
Formeln aus ASTM E399 [142] bzw. E1820 [143] die Bruchzahigkeit bestimmt werden kann.
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Wird dieses Vorgehen bei mehreren Temperaturen, zwischen Raumtemperatur und 400 °C,
durchgefuhrt, so ergibt sich ein Bruchzahigkeits-Temperatur-Versagenswahrscheinlichkeits-
Diagramm, wie es in Abb. 3-3 dargestellt ist.

Die Verknipfung von Probabilistik und Finite-Elemente-Methode besteht bei diesem Konzept
aus der Wahl der Kohéasivspannung flur das jeweilige Simulationsmodell. Die Koh&sivspan-
nung selbst wird gemaf einer Wahrscheinlichkeitsverteilung gewahlt, welche sich zuvor aus
der probabilistischen Analyse der Vier-Punkt-Biegeexperimente ergeben hat. Die Kohasiv-
spannung wird allen Kohasivelementen einer Simulation zugeordnet. Es gibt innerhalb der
Kohésivzone keine Variation.
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Abb. 3-3: Schema von Konzept 1
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3.2 Konzept 2-3D

3.2.1 Idee

Die Idee des zweiten Konzepts beruht auf der Modellierung der Heterogenitat der Bruchflache
hinsichtlich der mechanischen Eigenschaften. Dabei bildet das deterministische Schadigungs-
modell der FE-Simulation durch die zufallige Verteilung von mechanischen Eigenschaften an
kleinere Einheiten der Kohasivzone, z. B. Kohésivelemente oder Cluster von Kohasivelemen-
ten, das lokale Materialverhalten entlang der Bruchflache nach. Den Koh&sivelementen wer-
den einer oder mehrerer statistischen Verteilungen folgend Kohéasivspannungen bzw. -ener-
gien zugeteilt. Als Inspiration fur diesen Ansatz dienten die in Abs 2.3.3.3 besprochenen Ver-
offentlichungen von Schicker [128] sowie Kabir [130].

Ein Set von FE-Simulationsmodellen mit sich jeweils unterscheidenden Kohésivzonen (Bruch-
flachen) wird simuliert sowie jeweils deren Bruchzéhigkeit (nach ASTM E399, E1820) be-
stimmt. Die mit einer statistisch relevanten Anzahl von Simulationen ermittelten Bruchzahig-
keiten kénnen wiederum probabilistisch analysiert werden. Wird dieses Vorgehen fir alle in
dieser Arbeit relevanten Temperaturen durchgefiihrt, so ergibt sich ein Bruchzéhigkeits-Tem-
peratur-Versagenswahrscheinlichkeits-Diagramm, wie es in Abb. 3-3 dargestellt ist.

Die Verknipfung von Probabilistik und Finite-Elemente-Methode besteht bei diesem Konzept
aus der zufélligen Auswahl von Kohasivspannungen und -energien aus den experimentell be-
stimmten Verteilungen sowie deren zuféllige Zuordnung zu Kohasivelementen oder -ele-
mentclustern in der Kohasivzone des jeweiligen Simulationsmodells.

Zur Verifikation des Konzepts werden Sets von simulierten Bruchzahigkeiten mit einem grofRen
Set von experimentell bestimmten Bruchzahigkeiten vergleichen.

3.2.2 Cluster

Die ElementgroRe muss in der Finite-Elemente-Methode normalerweise so lange verringert
werden, bis eine weitere Verkleinerung der Elemente zum gleichen Ergebnis fuhrt, also alle
weiteren Verkleinerungen zum gleichen Ergebnis konvergieren. Ein Einfluss des Netzes soll
ausgeschlossen werden. Dies gilt auch fir Kohasivelemente, weshalb die Elementgréf3e von
Kohasivelementen mitunter sehr klein werden kann. Werden dann, wie im vorherigen Ab-
schnitt beschrieben, jedem Kohéasivelement eine Kohasivspannung bzw. -energie zufallig zu-
geordnet, so kommt es haufig vor, dass die Bereiche der lokalen Unterschiede so klein sind,
dass im globalen Verhalten kaum noch ein Einfluss auszumachen ist. Alle Simulationen fuhren
dann zu ungefahr gleichen Ergebnissen.

Aus diesem Grund werden gréRere Cluster von Kohasivelementen gebildet. Die Wahl der
GroRRe kann, bspw. zum Zweck einer Parameterstudie, frei gewahlt oder an mikrostrukturellen
Aspekten orientiert werden. Hierbei bieten sich die mittlere GroRe und Form von Gefligekor-
nern oder von Facetten auf der Bruchflache an. Des Weiteren kénnen starke bzw. schwache
Cluster, sprich Cluster mit Elementen hoher Kohasivspannung und -energie bzw. vice versa,
gebildet werden, um Bruchfacetten hdherer bzw. niedrigerer Bruchzahigkeit zu imitieren.
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Abweichend von der zufalligen Platzierung von Clustern, ist es auch mdglich Cluster, je nach
ihren Eigenschaften, gezielt auf der Bruchflache zu platzieren.

3.2.3 Art der Verteilung

Der Pool, aus dem zufallige Werte fur die Parameter der Kohéasivelemente gezogen werden,
kann verschiedene Arten haben. Zum einen kénnen die experimentell ermittelten Werte direkt
als Pool dienen, zum anderen kdnnen mit Verteilungsfunktionen, welche mithilfe der experi-
mentell ermittelten Werte erzeugt wurden, wiederum zuféllige Werte generiert werden. Zur
Anwendung kommen im Rahmen dieser Arbeit kontinuierliche (stetige) Verteilungsfunktionen,
wie die Gleich-, Normal- oder Weibull-Verteilung. Diskrete Verteilungsfunktionen, wie die Pois-
son-Verteilung, eignen sich nach Ansicht des Autors in diesem Fall nicht besonders gut, da
Bruchzéahigkeitswerte in der Regel weder ganzzahlig sind noch die Anzahl exakt gleicher
Werte gezéahlt werden sollen.

3.2.4 Verknupfung von Materialeigenschaften mit Bruchflachensta-
tistik

Reichen die bisher beschriebenen Optionen zur Anpassung der probabilistischen Simulation

(Cluster, Verteilungsart) an das Problem nicht aus, besteht noch die Méglichkeit, Materialei-

genschaften an eine Bruchflachenstatistik zu koppeln. Das Vorgehen der quantitativen Bruch-

flachenanalyse wird in Abs. 2.4.1 beschrieben. Die Statistik kann zur Festlegung des Verhalt-

nisses der Anzahl von Kohasivelementen mit unterschiedlich gewichteten Werten fir die Ko-
hasivzonenparameter herangezogen werden.

3.2.5 Verknupfung von Abstand zwischen Anrissfront und bruchaus-
l6sender Stelle

Mithilfe des flr Konzept 2 entwickelten probabilistischen FE-Modells soll auch eine andere
Theorie Uberprift werden, wonach der Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslésender
Stelle im ungebrochenen Material vor der Anrissfront flr die Streuung der Bruchzahigkeits-
werte verantwortlich ist. Dies ist relativ einfach mdglich, da im FE-Modell Bereiche der Koha-
sivzone, die die bruchauslésende Stelle reprasentieren sollen, entfernt werden kénnen oder
alternativ die Kohasivzonenparameter der dortigen Kohasivelemente auf sehr kleine Werte
gesetzt werden. Die Hintergriinde zu dieser Theorie wurde bereits in Abs. 2.4.2 genauer be-
leuchtet.

34



Methoden

4 Methoden

4.1 Normgerechte Bestimmung der Bruchzahigkeit

Genormte Versuche werden in der Regel zur experimentellen Ermittlung von Bruchzé&higkeiten
durchgefuhrt. Im Rahmen dieser Arbeit werden je nach Materialverhalten zwei unterschiedli-
che Normen eingesetzt. Fir spréde Materialien, die bis zum Bruch linear-elastisches Verhalten
zeigen, wird die Norm E399 der American Society for Testing and Materials (ASTM) einge-
setzt. Fur duktile Materialen, welche vor dem Bruch aufgrund von elastisch-plastischen Defor-
mationen bereits nichtlineares Verhalten aufweisen, wird Norm ASTM E1820 verwendet.

4.1.1 Bestimmung der Bruchzahigkeit bei sproden Materialien

Die Norm ASTM E399 [142] gibt Hinweise zu Probengeometrie, Risspraparation, Versuchs-
durchfiihrung sowie -auswertung. Um einen ebenen Verzerrungszustand sicherzustellen, wird
eine minimale Ligamentlange gefordert:

Kic\*
BaW-a)225(-%) (4-1)
Oys
Neben der Mindestdicke B einer Probe missen auch die Mindestwerte fur die Risslange a
sowie die Ligamentlange, welche sich aus Probenhdéhe W und Risslange zusammensetzt, er-
fullt werden. gy entspricht in diesem Zusammenhang der 0,2-%-Dehngrenze des jeweiligen
Materials. Eine Bruchzahigkeit K;. wird dabei zunachst nur angenommen. Flr Biegeproben
wird ein Hohe-Breite-Verhaltnis von 1 < W /B < 4 verlangt, wobei Ublicherweise W /B = 2
empfohlen wird. Gleichzeitig wird ein Verhéltnis der Risslange a zur Probenhéhe W von 0,45-
0,55 vorausgesetzt, wobei ebenfalls die Einbringung des Schwingungsanrisses erlautert wird.

Die Lastrate muss so gewahlt werden, dass die Rate, mit welcher sich die Spannungsintensitat
erhoht, zwischen 0,55-2,75 MPaym liegt. Wahrend des Versuchs wird sowohl die Kraft der
Belastung als wahlweise auch die Risstffnungsverschiebung (crack opening displacement,
COD) oder die Verschiebung des Lastangriffspunkts, im Fall von Drei-Punkt-Biegeversuchen
gleichbedeutend mit der Durchbiegung, aufgezeichnet. Diese Kraft-Verschiebungs-Dia-
gramme koénnen in ihrem Verlauf deutliche Unterschiede aufweisen und werden zur Analyse
in drei Typen unterteilt:
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FORCE P ep

DISPLACEMENT, V  cwlyme

Abb. 4-1: Drei Typen von Kraft-Verschiebungs-Diagrammen [142]

Zur Bestimmung der Kraft P, wird zunachst eine Gerade durch den linearen Teil der Kraft-
Verschiebungs-Kurve konstruiert. AnschlieRend wird eine Hilfsgerade mit einer um 5 % ver-
ringerten Steigung konstruiert, deren Schnittpunkt mit der Kraft-Verschiebungs-Kurve den
Punkt Ps ergibt. Im Fall von Typ | wird die max. Kraft P,,,, erst am Ende eines langeren nicht-
linearen Verlaufs erreicht, so dass Kraft P, gleich Ps gesetzt wird. Typ Il hat einen &hnlichen
Verlauf wie Typ 1, allerdings findet hier ein sog. Pop-In, ein kleiner und kurzer Kraftabfall, statt.
In diesem Fall wird die max. Kraft vor dem Kraftabfall (Pop-In) als P, definiert. Im Fall von
Typ Il weicht die Kraft-Verschiebungs-Kurve bis zum finalen Kraftabfall nicht oder nur minimal
von einem linearen Verlauf ab und schneidet die Hilfsgerade nicht. Hier wird die max. Kraft
Pnax gleich P, gesetzt.

Der dem jeweiligen Verlauf einer Kraft-Verschiebungs-Kurve (Typ I-lll) entsprechend be-
stimmte Wert flr P, kann in einen Wert K, umgerechnet werden. Fur eine Drei-Punkt-Biege-
Bruchmechanikprobe wird dazu folgende Formel verwendet:

PQS a

Ko = W'f(W) (4-2)

wobei S dem Abstand der Auflager, B und By, jeweils der Probenbreite bzw. Nettoprobenbreite

bei Seitenkerbe und W der Probenhdhe entsprechen. Zudem ist ein Geometriefaktor f(%)
abhangig von Risslange a sowie Probenhdhe W, zu bestimmen:

1,99 — (i) (1 —i) 2,15 — 3,932 +2,7 (i)2
EY o] LR A 21
2(1+23) (1)

Bevor der Wert K, als Bruchzahigkeit K;. bezeichnet werden darf, mussen geforderte Guiltig-
keitskriterien erfullt werden. Zum einen darf bei Typ | die max. Kraft P,,, die an Punkt Py
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bestimmte Kraft P, um hochstens 10 % Uberschreiten. Andernfalls wird auf Norm ASTM 1820
Ko

2
verwiesen. Zum anderen muss die Bedingung W —a > 2,5 (0—) erfullt sein.
Ys

4.1.2 Bestimmung der Bruchzahigkeit bei duktilen Materialien

Die Norm ASTM E1820 [143] kommt dann zum Einsatz, wenn die Kraft-Verschiebungs-Kurve
eines Versuchs den Giltigkeitsbereich der Norm ASTM E399 verlasst. Allen voran, wenn die
max. Kraft P, die Kraft P, (Typ I-Kurvenverlauf, s. Abb. 4-1) um mehr als 10 % Uberschreitet.
Die Norm ist sehr umfangreich, weshalb hier nur die fiir diese Arbeit relevanten, sowie auf die
Anwendung fir Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikversuche mit einseitig gekerbten Proben
(single-edged notched bending, SENB) beschrankten, Teile Eingang finden.

Um die Bruchzé&higkeit zu bestimmen, wird zun&chst ein J-Integral, bestehend aus elastischem
und plastischem Teil, berechnet:

J=Ja+tn (4-4)

Der elastische Teil J,; lasst sich wie folgt darstellen:

_I(Z(l —v?)

]el - E (4'5)

Der Spannungsintensitatsfaktor K wird mit Formel 4-2 berechnet, wobei die Kraft P dem
hochsten Wert der Kraft-Verschiebungs-Kurve, also unmittelbar vor der Entlastung, entspricht.

Der plastische Teil J,,; berechnet sich aus einem Geometriefaktor n,,;, der Flache A,, unter der
Kraft-Verschiebungs-Kurve gemaf Abb. 4-2, der Nettoprobenbreite By sowie dem Restliga-
ment by:

_ 77;7[14;71

Abb. 4-2 zeigt die schematische Darstellung einer Kraft-Verschiebungs-Kurve und den Bereich
unter der Kurve, welcher den plastischen Anteil definiert.
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Force, P

Area, Ag Original
Loading
Slope

Total Displacement, v

Abb. 4-2: Definition des Bereichs unter einer Kraft-Verschiebungs-Kurve fur die Bestimmung von 4, zur
Berechnung des J-Integrals [143]

Die in ASTM E1820 Anhang A9.11 angegebene Formel fir die auf dem J-Integral basierende

E
Ky = Plcl—_vz (4-7)

fordert die Einhaltung einiger Gultigkeitskriterien betreffend J;. ein. Dazu muss der aus der
Risswiderstandskurve bestimmte Wert ], die Bedingungen B > 10/, /0y und by > 10], /oy er-

Bruchzahigkeit K,

fallen.

4.2 Probabilistische Methoden

4.2.1 Weibull-Modell

4.2.1.1 Herleitung

Die folgende Herleitung entspringt der Dokumentation des Postprocessing-Programms
STAU [54, 144] (STatistische AUswertung) sowie [69, 71, 145].

Die Festigkeit eines spréden Werkstoffs wird weitgehend durch die bei der Herstellung im In-
neren oder an der Oberflache entstandenen Mikrofehlstellen bestimmt. Mikrorisse werden als
kunstliche, mathematische Fehler angenommen und mit Hilfe der folgenden Herleitung in eine
Gleichung umgewandelt, die durch die Spannungen bestimmt wird. In STAU werden diese
postulierten Volumen- oder Oberflachenrisse als minzférmig angenommen (nur abhangig
vom Durchmesser a), so dass die Intensitat der Spannungsfelder der Rissspitze unter mehr-
achsiger Belastung mit Hilfe der Spannungsintensitatsfaktoren nach den drei Riss6éffnungsar-
ten beschrieben werden kann.

38



Methoden

K; = o,Y1Va, Ky = tYyva Kt = tiYuva (4-8)

Y kennzeichnet einen Geometriekorrekturfaktor. a ist die Risslange. Die zuféllige Orientierung
eines Risses im aufgebrachten Spannungsfeld o bzw. t fiihrt zu Projektionen des Spannungs-
tensors auf die Rissebene, die als g, 7;; und t,;;; bezeichnet werden und die mit Hilfe der
Tensortransformationsregeln berechnet werden. Das Versagenskriterium flr mehrachsige
Spannungszustande g kann in allgemeiner Form festgehalten werden:

9O, T T 2 ge (4-9)

In STAU wird das folgende effektive Versagenskriterium mit Hilfe des aquivalenten Modus I-
Spannungsintensitatsfaktors Ki,, verwendet:

) (Kleq: 0:0) = g(K;, K1, Kipp) (4-10)
Daraus ergibt sich die vereinfachte Formulierung mit K;_als Bruchzahigkeit:

K. =K,

eq = Ne (4-11)
Die aquivalente Spannung o, ist wie folgt definiert:

Kleq = O_eqYI\/a (4-12)

Die kritische Risslange a. ist letztlich gegeben durch:

_ K’C :
a. = 7 (4-13)

Versagen durch spontane Rissausbreitung tritt ein, sobald die Risslange a den Wert a. Uber-
schreitet. Die kritische Risslange a. sowie die aquivalente Spannung o, hangen von der Lage

x und der Orientierung @ des Risses im Spannungsfeld ab. o, ist die aquivalente Spannung
fur Mode I-Versagen fir die bruchmechanische Beschreibung natirlicher Risse, die mit Hilfe
eines bruchmechanischen Mixed-Mode-Kriteriums bestimmt werden [146-148]. Die Wahr-
scheinlichkeit, dass ein Riss langer als die kritische Risslange ist, kann wie folgt berechnet
werden:

[ee)

- — m
Ueq (x' 0)) ’ YI IR, aO)

Fo = f mmwa=< K, (4-14)
ac(X,w)
Dabei ist f, (a) die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion und
am/z
Fy(@) =1-—5 (4-15)
a /2

ist die Wahrscheinlichkeitsverteilung der Risslange a, die mit einer Pareto-Verteilung [149] und
a = a, angenommen wird.

39



Methoden

Die Wahrscheinlichkeiten P, und P,, entsprechen denen fiir einen Riss mit der Position X bzw.
der Orientierung @, innerhalb der jeweiligen infinitesimalen Elemente, relativ zum globalen Ko-
ordinatensystem. V ist dabei das Volumen des betrachteten Bauteils und 4w ist das Oberfla-
chenintegral Uber alle Winkel.

Po=% und B, =T (4-16)

Die Wahrscheinlichkeit des Versagens durch spontane Rissausbreitung fiir ein Bauteil mit ge-
nau einem Riss beliebiger Lange, Position und Orientierung ergibt sich durch Multiplikation
von P,, P, und P, sowie der anschlieRenden Aufsummierung aller moglichen Positionen und
Orientierungen des Risses:

1 (1 [ (0eq®P) Y \Jag)
W _ 2| = eq 1 0
fr ‘vf 4nf ( K, ) dadv (4-17)

v 0 ¢

Die tatsachliche Anzahl der Risse in statistisch unabhangigen infinitesimalen Volumenelemen-
ten dV wird als eine Poisson-verteilte Zufallsvariable angenommen. Die entsprechende Ver-
sagenswahrscheinlichkeit fir ein Bauteil mit einer durchschnittlichen Anzahl von M Rissen ist
somit gegeben durch:

Ppy =1—exp (—M . Pp(l)) (4-18)

Wird Gleichung 4-17 in Gleichung 4-18 eingesetzt, so entsteht die elementare Formel in STAU
fur die Berechnung der Ausfallwahrscheinlichkeiten:

1 (1 [ [0oq@&D\"
Ppy =1—exp _V_Ofﬁf U—o dndv (4-19)
vV o0

Die Integration erstreckt sich tber das Bauteilvolumen V und die mdglichen Rissorientierungs-
winkel 2. Die Grol3e g, kann als normierte Festigkeit bezogen auf das Referenzvolumen V,
(meist 1 mm3) angesehen werden, das Risse im Durchschnitt M, enthalt. m und ¢, sind mate-
rialspezifische Eingangsparameter.

M 1 K
On = m -
T Y e (4-20)

Gleichung 4-19 kann auch als zweiparametrige Weibull-Verteilung geschrieben werden:

Ppy =1—exp [— (Urbef)m] (4-21)

orer ISt dabei eine Referenzspannung, die die Belastung darstellt. Der Weibull-Skalenparame-
ter b ist auf folgende Weise mit g, verbunden:
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_1
m

(4-22)

ool e () anar

Mit Hilfe von Gleichung 4-21 und Gleichung 4-22 lassen sich die beiden erforderlichen Para-
meter m und g, aus den Weibull-Parametern b und m berechnen, die wiederum in Vier-Punkt-
Biegeversuchen ermittelt werden kdnnen (siehe ndchsten Abschnitt).

Fir den Fall von Oberflachenrissen ergibt sich analog zu Gleichung 4-19 die folgende Formel
zur Berechnung der Versagenswahrscheinlichkeit:

Pry=1—exp ——f an <aeq(x a)) dadA (4-23)

Die Integration erfolgt Uber die Flache A und den Orientierungswinkel a. Es ist zu beachten,
dass sich g, in diesem Fall auf die Flacheneinheit A, bezieht und sich von dem Wert unter-
scheidet, der fiir Volumenrisse gilt. Der Weibull-Parameter b ist mit o, durch die folgende Be-
ziehung verknupft:

_1
m

b= 0o (4-24)

x fZT[ f <aeicfa)> dadA

Haufig wird das Kriterium der Normalspannung gewahlt. Dabei ist die Vergleichsspannung o,

in beiden Fallen, Volumen- oder Oberflachenrisse, gleich der Spannung orthogonal zur Riss-
oberflache. You et al. [69] zeigen, dass das Normalspannungskriterium die konservativste
Versagenswahrscheinlichkeit fur Divertor-Monobldcke aus Wolfram schatzt.

4.2.1.2 Bestimmung der Weibull-Parameter

Die Bestimmung der Weibull-Parameter ist u.a. in den Normen DIN EN 843-5 [150],
DIN EN 61649 [151] und ASTM C1239 [48] dokumentiert. Es wird eine ausreichende Anzahl
von Vier-Punkt-Biegeproben bendétigt. In der Regel werden 30 oder mehr (N = 30) Proben als
fur eine gute Schatzung ausreichend angesehen [152, 153]. Zur Schatzung der Weibull-Para-
meter werden im Folgenden zwei Methoden vorgestellt.

Methode der linearen Regression

Die lineare Regression ist ein Spezialfall der least square-Methode [152]. Wird Formel 4-21
zweimal logarithmiert, so entsteht folgende Gleichung:

Inln 1P, = min(o,er) — min(b) (4-25)

Diese Darstellung entspricht einer Geradengleichung (y = mx + b), wobei die linke Seite y re-
prasentiert, wahrend x dem Ausdruck ln(Gref) entspricht. Mit der y-Achse Inin(1/(1 — Pg))
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und der x-Achse In(a.;) kann das sog. Weibull-Plot (s. Abb. 4-3) gebildet werden. Darin wer-
den fir alle N Versuchsergebnisse die logarithmierten Versagensspannungen ln(aref,N) ein-
getragen und anschliel3end eine lineare Regression durchgefihrt. Die Steigung der Regressi-
onskurve ist m, wahrend der Ausdruck —mlin(b) dem y-Achsenabschnitt, also dem Schnitt-
punkt der Regressionsgeraden mit der y-Achse, entspricht. Fir die Auswertung mithilfe des
Weibull-Plots missen die Versagensspannungen in aufsteigender Reihenfolge geordnet und
mit j von 1 bis N nummeriert werden. Zu diesem Zweck gibt es mehrere Rangfunktionen [152,
153], wobei oftmals die Folgende empfohlen wird [47, 154]:

j—0,5
Ppy i = N (4-26)

Wie in Abb. 4-3 dargestellt, wird der Weibull-Skalenparameter b bei inin(1/(1 — Pz)) = 0 ab-
gelesen, was einer Versagenswahrscheinlichkeit von 63,21 % (Pr = 0,6321) entspricht.

— 2
o
— | — 990/0
i
S—— |
= 1
XS - 80%
0 — 60%
— 40%
-
— 20%
2
_3 — /
Iy - 2%

b In(o)
Abb. 4-3: Schematische Darstellung eines Weibull-Plots modifiziert nach [26]

Die grafische Methode, unter Verwendung des Weibull-Plots, liefert bei ausreichend grof3er
StichprobengréRe (N = 30) in der Regel nicht die besten Ergebnisse [47, 152]. Deshalb wird
im Folgenden ein numerisches Verfahren vorgestellt.

Methode des Maximum-Likelihood-Schéatzers

Die kumulative Weibull-Verteilungsfunktion ist in Formel 4-21 gegeben. Auf diese Formel wird
die Maximum-Likelihood-Methode angewendet. Dabei werden die Parameter einer Grundge-
samtheit auf Grundlage von Stichproben geschatzt. Die Likelihood-Funktion L flir eine ein-
zelne kritische Fehlerverteilung stellt sich folgendermaf3en dar [150]:
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m-—1 O-Tef,j)m:I

Methoden
Jref] [ (
exp|—
b

:]z

=1

j
grer,; Steht dabei fur die Referenzspannungen, also die Biegefestigkeiten, aller N Experimente
wobei es sich meist um Vier-Punkt-Biegeversuche handelt. m und b sind jeweils der Weibull-
Formparameter bzw. Skalenparameter. Die Funktionsmaxima werden durch Differenzieren
der logarithmierten Likelihood-Funktion In(L) nach m und b sowie das Gleichsetzen dieser

Funktionen mit Null bestimmt, was die Schatzwerte 71 und b fir m und b ergibt [150]
(4-28)

l
Z] 1 Grefj n(arefj) z ln(areff)

] 1 refj

(4-29)

3=

N
1

=\ 2% |5

j=1

sowie

()]

Die Formeln 4-28 und 4-29 kénnen mit Fit_Weibull_2P [155] in Python gel6st werden. Die Ver-

wendung des Maximume-Likelihood-Schéatzers fuhrt bei m zu einem systematischen Fehler
(bias). Dieser wird mithilfe von Berichtigungsfaktoren korrigiert und anschlieBend als i,

(engl. M.,,) bezeichnet. Informationen dazu sowie zur Bildung der Konfidenzintervalle sind in

DIN EN 843-5 [150] zu finden

Dreiparametrige Weibull-Verteilung
Die dreiparametrige Weibull-Verteilung verfiigt tber einen Schwellwert (threshold), welcher die
untere Grenze der Verteilung bildet. Formel 4-21 wird dafir um den Faktor a;,, erweitert [47]
(4-30)

h =1 [- (2522

Die untere Grenze einer zweiparametrigen Weibull-Verteilung ist Null, weshalb o;; dort weg-

gelassen wird.
Die Ubereinstimmung einer empirischen mit einer theoretischen Verteilungsfunktion kann hin-

Kolmogorow-Smirnow-Test
sichtlich der Anpassungsgite (goodness-of-fit) Uberprift werden. Der Kolmogorow-Smirnow-

Test (KST) ist einer der bekanntesten Anpassungstests. Er wird haufig dem noch bekannteren
Chi-Quadrat-Test vorgezogen [156, 157]. Dabei wird die maximale absolute Differenz D,,,
auch Kolmogorow-Smirnoff-Test-Statistik genannt, zwischen der empirischen Verteilungsfunk-
tion F,(x) und der theoretischen Verteilungsfunktion F(x) berechet [158]:
D, = Sl;p(Fn(x) - F(X)) (4_31)

Damit die Nullhypothese, wonach empirische und theoretische Verteilungsfunktion gut zu ei-
nander passen, akzeptiert werden kann, muss die Teststatistik unter einem kritischen Wert
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D, . bleiben, welcher als Tabellenwert in Abhangigkeit des Signifikanzniveaus a und der Stich-
probengrofRe aus Mathai und Haubold [158] entnommen werden kann. Fiir 30 Versuchsergeb-
nisse und einem Signifikanzniveau a von 0,05 ergibt sich beispielsweise ein D,, ,-Wert von
0,24. Ein niedrigerer Wert fiir die Teststatistik D,, weist auf eine bessere Ubereinstimmung
zwischen F,(x) und F(x) hin.

Gegenteilig verhalt es sich beim p-Wert (probability value), der die Wahrscheinlichkeit angibt,
dass die Nullhypothese akzeptiert werden kann. Ist dieser Giber dem gewahlten Signifikanzni-
veau (z. B. a =0,05), dann wird davon ausgegangen, dass F,(x) und F(x) ausreichend gut
Ubereinstimmen [159]. Im Falle des p-Werts gilt, je hoher desto besser die Ubereinstim-
mung [158].

4.2.1.3 GroReneffekt

Der GroReneffekt beschreibt den Effekt, wonach die geometrische GroR3e eines Bauteils, bzw.
das belastete Volumen, einen statistischen Einfluss auf die HOhe der Versagensspannung hat.
Der Theorie des schwachsten Glieds (weakest link) folgend, erhdht sich mit dem belasteten
Volumen auch die Wahrscheinlichkeit von kritischen Fehlstellen im Material, was wiederum
dazu fuhrt, dass bereits bei niedrigeren Spannungen Versagen eintritt. Dieser Effekt ist in
Abb. 4-4 illustriert. Dort wird ein Volumen V, mit einem 100-fach gréReren Volumen V; vergli-
chen und es zeigt sich, dass die Versagensspannung fir V, hoher ist als fur V;.

Das belastete Volumen in einem Bauteil wird als effektives Volumen bezeichnet. Im Fall einer
inhomogenen Spannungsverteilung wird das effektive Volumen V, ¢, wie folgt bestimmt [46,

71]:

O¢ (x:y:Z) "
Vers =f<q—> av (4-32)

Ore
7 f

Es wird ein Volumenintegral gebildet, bei dem die lokalen &aquivalenten Spannungen
0eq(x,y,2) in jedem Volumenelement dV auf eine Referenzspannung o,.r, z. B. die &uRere
Faserspannung bei Drei- oder Vier-Punkt-Biegeproben, normiert wird. Flr gangige Versuche
kann das effektive Volumen auch analytisch bestimmt werden. So ergibt sich bspw. fur eine
Vier-Punkt-Biegeprobe die an ASTM C1683 [160] angelehnte Formel fir das Normalspan-
nungskriterium:

v _bd(LLm+La)
o = T 2m+ 1)? (4-33)

b und d sind jeweils Breite bzw. Héhe der Probe, wahrend L; und L, jeweils den Abstand zwi-
schen den inneren bzw. den dulReren Lagern angeben.

Mithilfe des effektiven Volumens kann zum einen der probenspezifischen Weibull-Skalenpa-
rameter b von einer Probengeometrie und -gréRRe (b,) in eine andere (b,) umgerechnet werden.
Zum anderen kann die von der Probengeometrie unabhéangige, charakteristische Spannung
o, bestimmt werden [71]:
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V 1/m V 1/m
o = b1< eff '1) - bz( e‘;f '2) (4-34)
0

Der Weibull-Formparameter m sowie das Referenzvolumen V, bleiben jeweils gleich.

o, (MPa)
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1 1 1 I
1 B —
— V;=100V, V, V, Strength
Dt" 0
- 500
= 1} (MPa)
é 2 400
3k
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Abb. 4-4: Schematische Darstellungen: (a) Einfluss des Volumens auf die Verteilung der Bruchfestigkeit
modifiziert nach [47] und (b) Zusammenhang der GréRe des effektiven Volumens und der Bruchfestigkeit
nach [47]

Nach demselben Prinzip kann auch eine effektive Oberflache bestimmt werden. In STAU [54]
findet die Einbeziehung des Grol3eneffekts mithilfe der Integration von entweder dem Volumen

(Formel 4-19) oder der freiliegenden Oberflachen (Formel 4-23) von FE-Elementen statt.

4.2.1.4 Bimodale Weibull-Verteilung

Eine Wahrscheinlichkeitsverteilung kann als bimodal beschrieben werden, wenn ihre Haufig-
keitsverteilung anstatt einem globalen Maximum zwei unterschiedliche lokale Maxima aufweist.
Oft liegen in einer Probenpopulation konkurrierende, gemischte oder ausgewahlte Fehlerver-
teilungen vor, sodass einige Proben aufgrund der einen Fehlerart und andere Proben aufgrund
einer anderen Fehlerart versagen und die Anpassung einer zweiparametrigen Weibull-Vertei-
lung nicht zufriedenstellend ist [150].

Formeln zur Beschreibung der multiplikativen sowie der additiven bimodalen Weibull-Vertei-
lung bezogen auf Festigkeitsverteilungen und Fehlerpopulationen in Keramiken oder Keramik-
fasern finden sich in Peterlik und Loidl [161]. Die multiplikative Verteilung wird zur Beschrei-
bung konkurrierender Fehlerarten, die beide im Volumen vorhanden sind und zwei unter-
schiedliche Fehlerverteilungen ergeben, verwendet, wahrend die additive Verteilung fur nicht-
konkurrierende Fehlerarten zum Einsatz kommt [161]. Die folgende Formel beschreibt die mul-
tiplikative bimodale Weibull-Verteilung [161]:

o\ o\ M2
Prmue = 1—exp | — (&_1) - (5—2) (4-35)

Dabei wird die Gesamtpopulation aller Ergebnisse in zwei entsprechende Unterpopulationen
geteilt, fir die anschlieRend jeweils ein Weibull-Formparameter (i, bzw. 71,) sowie ein
Weibull-Skalenparameter (6, bzw. 4,) bestimmt werden. Das Vorgehen dabei entspricht dem
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in Abs. 4.2.1.2 geschilderten. Die folgende Formel beschreibt die additive bimodale Weibull-
Verteilung [161]:

Praad = @ <1 ~exp (— (ai)m)) +(-a) (1 — exp (— (g)’“)) (4-36)

Bei dieser Gleichung regelt der Faktor « den Einfluss des jeweiligen Terms. a gibt an, welchen
Anteil die GroRRe einer Unterpopulation in Bezug auf die Gré3e der Gesamtpopulation hat.

Die beiden Formeln fiir die bimodale Weibull-Verteilung werden auf die Verteilung von Bruch-
zahigkeiten angewendet. Die mdgliche Verwendung einer bimodalen oder sogar multimodalen
Weibull-Verteilung fur Populationen von Bruchzahigkeiten wird auch in ASTM E1921 [38] be-
handelt.

4.2.2 Beremin-Modell

4.2.2.1 Bestimmung der Beremin-Parameter

Die Weibull-Parameter des Beremin-Modells (& Beremin-Parameter) werden mittels eines ite-
rativen Prozesses bestimmt. Das Ablaufschema ist in Abb. 4-5 dargestellt. Zuerst wird ein be-
liebiger Wert fur den Beremin-Formparameter m gewdahlt. Mit dem gewahlten Wert werden fur
alle Versuchsproben die sog. Weibull-Spannungen gy, berechnet [42]:

m| m Y
Ow = Z(O-lj) 72 (4-37)
J

Dabei wird fur jedes Volumenelement V; die maximale Hauptspannung alj bestimmt und tGber
die Prozesszone integriert. Die Prozesszone bezieht sich, wie bereits erwahnt, auf plastisch
verformtes Material an der Rissfront, wobei zur Sicherstellung des plastischen Zustands die
maximale Hauptspannung o, ein Vielfaches 4 der Streckgrenze g, Uberschreiten muss, so-
dass A in der Formel o; = Ag,, oft mit 2angenommen wird [88]. Das Referenzvolumen V;, wird
nur aus Dimensionsgriinden eingefihrt und betragt in der Regel 1 mm3 [85].

Sind fur eine ausreichende Anzahl von Proben die Weibull-Spannungen berechnet, folgt die
Bestimmung des Beremin-Skalenparameters g,, sowie die Neubestimmung von m gemaf den
in Abs. 4.2.1.2 beschriebenen Methoden der Maximum-Likelihood-Schatzung oder der linea-
ren Regression. Die Formel fiir die Versagenswahrscheinlichkeit Py sieht wie folgt aus:

Pe=1-exp|-(2)"] (4-38)

Oy

Der mittels Schatzung neubestimmte Weibull-Formparameter 7 wird mit dem zu Beginn be-
liebig gewahlten Wert flir m verglichen. Stimmen die beiden Werte bis zu einer Genauigkeit
von € = Am = 0,001 — 0,01 [83] Uberein, gilt m als bestimmt. Andernfalls nimmt m den Wert
des neubestimmten 7 an und der Prozess beginnt von vorne. Zur Durchfiihrung der Beremin-
Analyse bieten sich, neben der eigenen Programmierung eines Skripts, die Postprocessing-
Programme WEISTRABA [85] oder WSTRESS [83] an.
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Abb. 4-5: Flussdiagramm der iterativen Prozedur zur Schétzung der Weibull-Parameter fir das Beremin-
Modell [26]

4.2.2.2 Dehnungsmodifikation
Beremin et al. [42] beschreiben auch, dass die Spaltbruchspannung infolge gréf3er werdenden
plastischen Verformungen zunehmend eine Funktion der Dehnung wird. Die Weibull-Span-

nung gy, wird um einen Faktor verringert, der exp(sél/z) entspricht. Daraus folgt die Formel
fur die sog. Dehnungsmaodifikation:

J

m . V- me
— § nm™. . __‘c
oy = . (0‘1) 7 exp( 5 1) (4-39)
J
J

&5, Ist dabei die Dehnung in Richtung der maximalen Hauptspannung alj.

4.2.3 Kohasivzonenmodellierung

4.2.3.1 Einfuhrung

Spannungen an einer Rissspitze werden analytisch betrachtet als unendlich grol3, also singu-
lar, postuliert. Da dies unrealistisch ist, fihrten Dugdale [162] 1960 bzw. Barenblatt [102] 1962
die sog. Strip-Yield-Modelle ein. Das Strip-Yield-Modell basiert auf der Annahme, dass lange,
schmale plastische Zonen vor den beiden Risspitzen eines mit Mode | belasteten Risses im
Volumen liegen. Der Riss wird dazu in zwei Bereiche unterteilt. Der eine Bereich ist span-
nungsfrei, wahrend im Bereich rund um die Rissspitzen die Kohasivspannungen herrschen.
Siehe dazu Abb. 4-6. Dugdale limitierte die endlichen Spannungen an der Rissspitze auf die
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Streckgrenze, was allerdings nur fir den ebenen Spannungszustand gilt, da die Rissoffnungs-
spannung bei mehrachsigen Spannungen viel héher als die Vergleichsspannung sein
kann [107, 163]. Barenblatt untersuchte den Bruch von spréden Materialien. Dabei werden
interatomare Spannungen zwar berucksichtigt, allerdings fir einen ausreichend grof3en Be-
reich betrachtet, sodass die Kontinuumsbruchmechanik anwendbar ist. Barenblatts Modell
nimmt die Ausdehnung der Kohasivzone fir ein gegebenes Material als konstant und im Ver-
gleich zu anderen Dimensionen als klein an. Die Verteilung der Spannungen a(x) in der Ko-
hasivzone ist von der Position im Ligament x abhangig und fir ein gegebenes Material spezi-
fisch, somit unabhéngig von der globalen Belastung [107]. Die Prozesszone vor einem Riss,
bei dem das Kohasivzonenmodell zum Einsatz kommt, folgt dem Traktion-Separations-Gesetz
(TSL, s. Abs. 4.2.3.3). Dies ist vergleichbar mit einem Materialgesetz und bestimmt das Ver-
halten der Kohasivzone.

crack lengtha

Go

Abb. 4-6: Bruchmodell nach Dugdale [162] (links) und Barenblatt [102] (rechts) aus [107]

Eine historische Einordnung der erstmaligen Anwendung des Kohasivzonenmodell auf spezi-
elle Falle ist in Schwalbe et al. [96] gegeben. Demnach wurde das Kohasivzonenmodell zum
ersten Mal 1976 von Hillerborg et al. [164] auf ein bestimmtes Material, in diesem Fall Beton,
angewendet. Die wichtige Klasse der metallischen Materialien sowie deren Legierungen wurde
erstmalig 1987 von Needleman [165] behandelt. Dabei handelte es sich um die Analyse von
Mikroschadigungen infolge von Partikelablésungen in einem duktilen Material. Dem folgten
Tvergaard und Hutchinson [166] 1992 mit der ersten Analyse eines makroskopischen Riss-
fortschritts in einem ebenfalls duktilen Material.

Die Kohasivzonenmodellierung kann sowohl fiir den Fall von sprédem Materialversagen,
sprich der Trennung von Atombindungen, als auch fir den Fall von duktilem Verhalten, von
der Initiierung, Uber das Wachstum bis hin zur Koaleszenz von Poren, verwendet werden. Fir
beide Falle wird das Kohasivzonenmodell, wie in Abb. 4-7 dargestellt, fir die numerische An-
wendung idealisiert. Wie zu sehen ist, liegen die Kohasivelemente entlang des Rissligaments.
Umgeben werden sie von Kontinuumselementen, die selbst keine Schadigung erleiden kon-
nen [163]. Die Schadigung kann folglich nur in der Kohasivzone stattfinden, sodass die Mate-
rialtrennung entlang von Grenzflachen mit aufgebrachten Kohasivelementen durch das Voll-
material (bulk) verlauft. Diese Grenzflachen werden dem vermuteten Verlauf der Risspfade
entsprechend eingebracht, wobei diese erforderliche Vordefinition eine der gro3ten Nachteile
dieser Methode ist.
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Abb. 4-7: Schematische Darstellung der Kohasivzone und des Rissfortschritts modifiziert nach [98]

4.2.3.2 Mechanik des Kohasivmodells

Die Mechanik des Kohasivmodells kann auf unterschiedliche Weisen implementiert werden.
So kann bspw. die Hohe der Separation § der kohasiven Grenzflache global aus der Differenz
der Verschiebungen der benachbarten Kontinuumselemente, dem sog. Verschiebungssprung
[u] = u* —u~, berechnet werden [107]. Gebrauchlicher ist allerdings die von Scheider [107]
beschriebene und angewendete Nutzung eines lokalen Koordinatensystems, Uber welches
zwischen Separationen in normaler §y und tangenitalier Richtung 61 unterschieden wird. Wie
in Abb. 4-8 dargestellt, hangt die Separation somit von den Normal- bzw. Scherspannungen
ab, die auf die Oberflache des Kohésivelements wirken. Die Kohé&sivelemente der Grenzflache
verbinden die Kontinuumselemente so lange, bis aufgrund der Belastung die kritischen Werte
far die Separation (&, v, 8o r) €rreicht werden und lokales Versagen eintritt.
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Abb. 4-8: Belastetes Kohasivelement zwischen zwei Kontinuumselementen modifiziert nach [107]

Wie von Scheider [163] grundsatzlich beschrieben, wird neben der kritischen Separation §,
noch die maximale Kohasivspannung o, als Bruchparameter verwendet. Es handelt sich da-
bei um die Spannung an der Oberflache der umliegenden Kontinuumselemente, die in der
Literatur oft auch als , Traktion“ bezeichnet wird. Die Kohasivspannung o, bezeichnet den
Maximalwert der Kurve o(8) eines Traktions-Separations-Gesetzes. Analog zur Separation
kénnen auch die Spannungen in normaler bzw. tangentialer Richtung wirken, was entweder
Zu einem Spalt- oder einem Scherbruch fiihrt. Die TSL stellt ein Kohasivgesetz dar, wobei die
Form der Kurve bereits von verschiedenen Wissenschaftlern fur unterschiedliche Anwen-
dungszwecke formuliert wurde. Einige Beispiele hierfur sind in Abs. 4.2.3.3 aufgefihrt.

Die Integration der Spannung Uber die Separation ergibt die Kohasivenergie I'c,,, welche im
Verlauf des Bruchs eines Kohasivelements dissipiert wird [163]:

8o
Feon = | o@)as (4-40)

4.2.3.3 Traktions-Separations-Gesetze

Traktions-Separations-Gesetze beschreiben ein phdnomenologisches Verhalten, weshalb ihre
Form in den allermeisten Féllen nicht bestimmt, sondern angenommen wird [107]. Die in
Abb. 4-9 dargestellten Kurvenverlaufe beschreiben mitunter ganz unterschiedliches Material-
verhalten, welches von ideal sprod bis duktil reicht. So werden zum Beispiel die TSLs in
Abb. 4-9 ¢) und d) von Hillerborg et al. [164] bzw. Bazant et al. [167] fiir Beton, also sprodes
und als linear-elastisch angenommenes Materialverhalten, verwendet. Die Kurven beider Mo-
delle zeichnen sich durch eine unendliche Anfangssteifigkeit aus, was dazu fihrt, dass sich
vor Erreichen der maximalen Kohésivspannung keine Separation einstellt. Wurde der jeweils
hdchste Punkt der Kurven, der sog. Schadenseintrittspunkt (damage initiation point), erreicht,
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stellt sich eine negative Steifigkeit ein und die Spannung verringert sich bis zum Erreichen der
kritischen Separation §,. Zur Anpassung auf ihr spezielles Problem haben Bazant et al. noch
einen weiteren Parameter, nach [96] mit §, , bezeichnet, eingefiihrt, welcher die von Hiller-
borg et al. bekannte, abfallende Gerade in zwei Teile unterteilt und somit einen bilinearen Ver-
lauf erzeugt. Vor Erreichen der Separation J, , fallt die Spannung starker ab als danach.
Fir duktile Metalle werden in der Regel TSLs mit einer endlichen Anfangssteifigkeit und einem,
im Vergleich zu den ,eckigen® TSLs fur sproéde Materialien, glatten Verlaufen gewahlt [96]. Die
besten Beispiele hierfir sind die TSLs von Needleman et al. [165, 168]. Die Kurven mit poly-
nomischem bzw. exponentiellen Ansatz sind in Abb. 4-9 a) bzw. b) dargestellt. Dartiber hinaus
gibt es auch TSLs die Uber zusatzliche Formparameter verfigen. Dazu gehdren die in
Abb. 4-9 e) und f) dargestellten Beispiele von Scheider [98] und Tvergaard und Hutchin-
son [166], bei denen die Parameter §; und §, eingefligt wurden. Die Einflihrung weiterer Pa-
rameter erhoht die Variabilitat und die Einsatzmdglichkeit. So kann beispielsweise auch ein
Bereich der Kurve definiert werden, in dem die Kohasivspannung konstant bleibt. Dies wird
insbesondere fiir die Simulation duktiler Bruchvorgange genutzt [169].

Werden etwaige Formparameter aufder Acht gelassen, kommen zur Beschreibung einer TSL
die drei Kohasivzonenparameter Koh&sivspannung oc,,, Kohasivenergie I'c,, und kritische
Separation §, zum Einsatz. Dadurch, dass die Kurvenform der meisten TSLs bereits vorgege-
ben ist (z. B. gerade wie bei Hillerborg et al. oder exponentiell bzw. polynomisch wie bei Need-
leman), reicht die Kenntnis der Grof3e von zwei der drei Koh&sivzonenparameter aus, um das
Bruchverhalten eines Kohasivelements zu definieren. Die Gro3en werden in der Regel durch
geeignete Experimente oder mit Hilfe numerischen Fittings bestimmt.
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Abb. 4-9: Darstellung typischer Kurvenverlaufe des Traktions-Separations-Gesetzes von verschiedenen
Wissenschaftlern fir unterschiedliche Anwendungsfélle [96]. a) Needleman [165], b) Needleman [168],
¢) Hillerborg [164], d) Bazant [167], €) Scheider [98] und f) Tvergaard und Hutchinson [166]

Trotz der Tatsache, dass die Modelle nach Scheider und Needleman eigentlich fur den Fall
duktilen Versagens entwickelt wurden, kommen sie im Rahmen dieser Arbeit auch fur den Fall
sproden Versagens zur Anwendung. Dass dies maoglich ist, haben bereits Mahler et al. [170]
gezeigt, die die exponentielle TSL von Needleman et al., welche nach Kuna [97] auf den Ener-
giepotentialen der atomaren Bindungen von Rose et al. [171] beruht, verwendet haben. Die

Anwendung der TSL nach Scheider flr sprodes und semi-sprédes Versagen wird in Kabir [130]
gezeigt.

4.2.3.4 Kohasivelement von Scheider

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Kohasivelement wurde von Scheider [98] fir die
kommerzielle FE-Software ABAQUS in Form eines ABAQUS-eigenen, sogenannten benutzer-
definierten Elements (user-defined element, UEL) implementiert. ABAQUS verfugt zwar be-
reits Uber eine eingebaute Funktion zur Simulation mit Kohésivzonenmodellierung, allerdings
ist der Gestaltungsspielraum fur die Eingabe von TSLs, im Vergleich zum Scheider-Kohasi-
velement und dessen implementierten TSLs (Abb. 4-10), eingeschréankt. Das Scheider-Koha-
sivelement kann sowohl flr zwei- als auch fur dreidimensionale Simulationsmodelle definiert
und eingesetzt werden.
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Abb. 4-10: Eindimensionale Darstellung der im Scheider-Kohasivelement implementierten Traktions-Se-
parations-Gesetze modifiziert nach [107]

Aus Grunden der Darstellbarkeit beschranken sich die Ausfuhrungen in diesem Kapitel nur auf
den zweidimensionalen Fall sowie auf die Risso6ffnung in Modus |.

Formulierung des Traktions-Separations-Gesetzes nach Scheider

Der Kurvenverlauf der Spannung des Traktions-Separations-Gesetzes nach Scheider unter-
teilt sich aufgrund der zusatzlich eingefiihrten Formparameter §; und §, in drei Abschnitte. Die
mathematische Formulierung gestaltet sich wie folgt [96, 172]:

5 /6)\* )
_25_1_(5_1) ] fiir § < 6,
0(8) =ocony 1 fird; < 6 <6, (4-41)
-2<5_52)3—3(5_52)2+1] fiir §, < 8 < 8
| \dp — 6, 8o — 6, 2 0

Die Kohéasivenergie, die wahrend der Separation in entweder rein hormaler oder rein tangen-
tialer Richtung dissipiert wird, wird mit folgender Formel berechnet [96]:

S0 1 16, 16,
Teon = fo 0(8)ds = acon 8o (E =33, + 55—0) (4-42)
Es handelt sich hierbei um eine Integration der Flache unter der Traktions-Separations-Kurve.
Ist im Gegenzug beispielsweise die Kohasivenergie aus Experimenten bekannt, kann die ma-

ximale Separation folgendermafen berechnet werden [107]:

5. _ 2lcon 1
=
ooon (1~ 20+ ) (4-43)
0 0

Formulierung des Traktions-Separations-Gesetzes nach Needleman

Der exponentielle Ansatz nach Needleman [168] ist ebenfalls als Option im Kohé&sivelement
von Scheider enthalten und wurde im Rahmen dieser Arbeit verwendet. Die Koh&sivenergie
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fur eine Separation in entweder rein normaler oder rein tangentialer Richtung wird mit folgen-
der Formel berechnet [107]:

9
Teon = 16 Icondo (4-44)

Dies ergibt sich aus der Integration der Traktions-Separations-Kurve [172]:

1,9 (-5)

0(8) = acone zs-er % (4-45)
0

wobei z = 16e'/9 definiert ist.

Eine friihere Analyse der Auswirkungen verschiedener Traktions-Separations-Gesetze auf die
Ergebnisse von Rissfortschrittsimulationen mit Kohasivzonen ist bei Scheider und Brocks [172]
zu finden.

Einbrinqung der Kohésivelemente von Scheider

Kohasivelemente werden, wie bereits in Abs. 4.2.3.2 beschrieben und in Abb. 4-8 gezeigt,
zwischen den nicht schadigbaren Kontinuumselementen eines FE-Modells platziert. Die An-
leitung von ABAQUS schlagt zur Verbindung von Kohdasiv- und Kontinuumselementen drei
maogliche Methoden vor. Zum Ersten die Verbindung mithilfe einer Zwangsbedingung (tie cons-
traint) zwischen den Oberflachen der beiden Elementarten. Zum Zweiten die Erzeugung von
Kohasiv- und Kontinuumselementen sowie der anschlie3enden, manuellen Kopplung deren
entsprechenden Knoten und zum Dritten die Erzeugung der Kohésivelemente basierend auf
den Knoten(-nummern) der sie umgebenden Kontinuumselemente. Da das Scheider-Kohasi-
velemente keine grafische Reprasentation in ABAQUS besitzt und zudem Kohéasivelemente
der Dicke 0, also zu Beginn der Simulation eindimensional als Linie erscheinend, eingebracht
werden sollen, bietet sich letzteres Vorgehen an. Dabei werden die Kohasivelemente zwischen
den Knoten von zuvor getrennten Kontinuumselementverbindungen platziert bzw. im sog. Ein-
gabedokument (input file) des FE-Modells definiert. Um eine gréRere Zahl von Kohéasivele-
menten einzubringen, kann dieser Vorgang mithilfe geeigneten Programmiercodes automati-
siert werden. Weitere Informationen stehen in der Dokumentation von Scheider [107] zur Ver-
fugung.

Ein detailliertes Beispiel fur die Einbringung von Kohasivelementen in ein zweidimensionales
Drei-Punkt-Biege-Simulationsmodell ist in Abb. 6-49 zu sehen.

Ausnutzen der Symmetrie

Wird von einer symmetrischen Komponente ein FE-Simulationsmodell angelegt, so bietet sich
generell an, diese Symmetrie(n) auszunutzen, um die Anzahl der Elemente und folglich die
Rechenzeit zu verringern. Wahrend fir gewdhnliche Kontinuumselemente in ABAQUS bereits
Standardfunktionen zur Verfigung stehen, muss im Fall der Scheider-Kohasivelementen auf
alternative Methoden zurlickgegriffen werden. Werden, wie in Abb. 4-11 dargestellt, Kohasi-
velemente entlang einer Symmetrieebene platziert, schlagen Brocks et al. [173] die Verwen-
dung einer ABAQUS-Funktion vor, mit welcher Freiheitsgrade von Elementknoten mittels einer
mathematischen Gleichung (equation) gekoppelt werden kénnen. Ist ein Kohé&sivelement in
der Symmetrieebene, dann verfligt es nur noch auf einer Seite Uber eine Verbindung zu einem
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Kontinuumselement. So werden beispielsweise im Fall in Abb. 4-11 die (beiden) Knoten des
Kohasivelements auf der Seite des Kontinuumselement mit den jeweils gegentiberliegenden

Knoten des Kohasivelements auf der ,freien“ Seite durch die Gleichungen ug_) = —ug') und

u§‘> = ui” gekoppelt. Diese Kopplung der Freiheitsgrade hat allerdings, wie in [173] naher
beschrieben, die Entstehung zuséatzlicher Krafte an den Knoten zur Folge. Aus diesem Grund
halbiert sich die Kohasivspannung fir diesen Fall.

Kohasiv-
element
.

Abb. 4-11: Symmetriebedingung bei der Einbringung von Kohésivelementen modifiziert nach [173]

Mehrachsigkeit

Das benutzerdefinierte Element von Scheider bietet die Mdglichkeit, die Kohasivspannung
wahrend der Simulation in Abhangigkeit von der vorherrschenden Mehrachsigkeit zu veran-
dern. Diese Option ist vor allem fiir die Simulation von duktilem Rissfortschritt interessant. Im
Rahmen dieser Arbeit liegt der Fokus auf sprédem Rissverhalten, weswegen die Mehrachsig-
keit keine Beriicksichtigung findet. Publikationen, in denen die Mehrachsigkeit behandelt wird,
sind bspw. Mahler [140] und Chen et al. [174-176].
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5 Material und Probenherstellung

5.1 Versuchsmaterial

5.1.1 Zusammensetzung

Es handelt sich um technisch reines Wolfram (99,97 %) von der Firma Plansee SE (Reultte,
Osterreich). Die maximalen Konzentrationen von Unreinheiten im gesinterten Wolfram sind in
Tabelle 5-1 aufgefuhrt.

Tabelle 5-1: Maximale Konzentrationen von Unreinheiten im Wolfram (x 10® Gew.-%)

Mo Fe C Cr @) Ni Si Al Others

100 30 30 20 20 20 20 15 <10

5.1.2 Herstellungsprozess

Der Herstellungsprozess eines Halbzeugs aus technisch reinem Wolfram besteht aus vier
Hauptschritten. Zu den vier Schritten gehéren das Pressen des urspriinglich pulverférmigen
Wolframmaterials, das Erwarmen des Wolframpulvers im Sintervorgang, eine mechanische
Umformung sowie eine Warmebehandlung. Der Ablauf ist in Abb. 5-1 dargestellt. Beim Pres-
sen wird das Pulver mdglichst stark zu einem sog. Griunling verdichtet. Im anschlieRenden
Sintervorgang wird der Griinling im Sinterofen erhitzt, wodurch sich die Pulverkdrner verbinden
und ein Materialvolumen mit geringer Porositéat bilden. Um die Porositat zu verringern und im
Gegenzug Dichte und Festigkeit zu erhdhen, folgt der Umformungsschritt, bei dem es sich in
der Regel um HeiBwalzen handelt. Die bei der Umformung eingebrachten Spannungen im
Material werden mithilfe der darauffolgenden Warmebehandlung minimiert. Weitere Informati-
onen kdnnen den Onlineauftritten kommerzieller Produzenten von Wolframhalbzeugen wie der
Plansee SE [8] oder der Allied Material (A.L.M.T.) Corporation [177] entnommen werden.

- NN NAAN

- AAAA AAAA
Umformen Warmebehandlung

Pressen Sintern Thermo-mechanische Behandlung

Abb. 5-1: Herstellungsprozess von Halbzeug aus Wolfram modifiziert nach [8]
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5.1.3 Mikrostrukturelle Aspekte der Anisotropie

Das kommerziell erhaltlich Wolfram wurde in Form von 5 mm dicken Platten geliefert. Ein pul-
vermetallurgischer Prozess, inklusive Sintern, wird gefolgt von einer thermomechanischen Be-
handlung. Dies fihrt zu einer anisotropen Textur in der Mikrostruktur mit langgezogenen, platt-
gedriuckten Kornern. Die Mikrostruktur entspricht im grof3en und ganzen derer bereits verof-
fentlichter Publikationen von Conte und Aktaa [13] sowie Yin et al. [14, 15]. Dies wurde im
Zuge dieser Arbeit mithilfe von EBSD-Aufnahmen verifiziert (s. Anhang C). In Abb. 5-2 sind
die Probenorientierungen gemal Norm ASTM E399 [142], die im Rahmen dieser Arbeit ver-
wendet wurden, zusammen mit der entsprechenden anisotropen Mikrostruktur schematisch
dargestellt.

Abb. 5-2: Schematische Darstellungen der Orientierungen von Bruchmechanikproben (links) entspre-
chend Norm ASTM E399 [142] sowie der Orientierungen flr Vier-Punkt-Biegeversuche (rechts), welche als
A und B definiert werden. Modifiziert nach [178]

In [14] haben Yin et al. die dquivalenten mittleren Durchmesser sowie die Aspektverhaltnisse
von Wolframgeflgekdrnern in verschiedenen Orientierungen zur Walzrichtung bestimmt. Fur
die im Rahmen dieser Arbeit vorrangig betrachtete T-L Orientierung ergab sich ein aquivalen-
ter mittlerer Durchmesser von ~100 um sowie ein Aspektverhaltnis von ~10. Daraus kénnen
Uber den Vergleich des Flacheninhalts eines Kreises mit einem aquivalenten mittleren Radius
von r = ~50 um mit dem Flacheninhalt einer Ellipse die groRe sowie die kleine Halbachse be-

stimmt werden:

Flicheninhalt = m *r? (Kreis) = w* a * b (Ellipse) = a = b (Rechteck) (5-1)

In einem iterativen Prozess werden die grol3e Halbachse a mit ~158 um sowie die kleine Halb-
achse b mit ~15,8 um berechnet. Der Flacheninhalt betragt ~7854 umz2. Da im Rahmen dieser
Arbeit viereckige Kohasivelemente in rechteckigen Clustern eingesetzt werden sollen, miissen
auch fur diesen Fall aquivalente Abmessungen bestimmt werden. In einem weiteren iterativen
Prozess werden die Lange a des Rechtecks mit ~280 um sowie dessen Breite b mit ~28 um
berechnet.

5.1.4 Mechanische Eigenschaften

In diesem Abschnitt werden die Werte der mechanischen Eigenschaften von Wolfram aufge-
fuhrt, die im Rahmen dieser Arbeit relevant sind und der Literatur entnommen werden kdnnen.
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Kennwerte fur das plastische Verhalten waren in der Literatur nicht aufzufinden, weshalb sie,
wie in Abs. 6.2 beschrieben, bestimmt werden mussen.

Tabelle 5-2 fuhrt Werte fur Elastizitatsmodul E sowie Querkontraktionszahl v im relevanten
Temperaturbereich auf. Der Wert des Elastizitatsmoduls bei 300 °C entspringt hierbei einer
linearen Interpolation zwischen seinen benachbarten Tabellenwerten. Die Querkontraktions-
zahl wurde Uber alle Temperaturen vereinfacht mit 0,28 angenommen. Die eigene Bestim-
mung des Elastizitatsmoduls sowie die Untersuchung des Einflusses der anisotropen Mikro-
struktur auf diesen ist Teil zuklnftiger Forschungsvorhaben.

Tabelle 5-2: Mechanische Kennwerte von Wolfram [179, 180]

E [MPa] v[]
20 °C 397398 0,28
200 °C 397270 0,28
300 °C 395875 0,28
400 °C 394480 0,28

Alternativ kdnnen die Werte fiir Elastizititsmodul und Querkontraktionszahl auch mit denen im
Materialeigenschaftenhandbuch (Material Properties Handbook, MPH) fiir Wolfram [181] des
EUROfusion Konsortiums angegebenen Formeln bestimmt werden:

E =3,961%10%2 —5893 %1073« T — 2,752 x 107> = T2 (5-2)

v = 0,28005 + 0,05744 * 10™* T + 0,54 * 1078 » T2 (5-3)

5.1.5 Fehlerpopulation aus Herstellungsprozess

Die Streuung mechanischer Eigenschaften, wie sie in Abs. 2.2 beschrieben wird, wird bei spr-
o6den Materialen, allen voran Keramikwerkstoffen, auf Fehlerpopulationen im Volumen oder an
der Oberflache des Materials zuriickgefuhrt. Beim vorliegenden Wolframmaterial rihren die
Fehlstellen aller Voraussicht nach von wahrend des Sintervorgangs entstandener Poren her.
Die Poren entstehen an Stellen im Material, an denen sich das Wolframpulver wahrend des
Sinterns nicht vollstdndig verbunden hat. Die Beobachtung derartiger Poren wurden bereits
von Rupp [11] und Gludovatz [18] gemacht.
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5.2 Probengeometrie und -herstellung

5.2.1 Bruchmechanische Proben

Zur Bestimmung der Bruchzahigkeiten von Wolfram bei unterschiedlichen Versuchstempera-
turen werden die sog. KLST-Proben [139, 182] verwendet. KLST-Proben gehdren zu denen
an einer Kante gekerbten Biegeproben (SENB) und haben eine Abmessung (B x H x L) von
3 x4 x 27 mm3. Sie werden dem Ursprungsmaterial in festgelegten Orientierungen entnom-
men. Diese Orientierungen sind gemaf Norm ASTM E399 [142] definiert und in Abb. 5-2 zu
sehen. Abb. 6-23 zeigt, wie sich die stark anisotrope Mikrostruktur innerhalb einer Probe ab-
hangig von der Orientierung auspragt.

Um die circa 1 mm tiefe Kerbe zu erzeugen, wurde zunéchst eine 0,8 mm tiefe Kerbe draht-
erodiert. Im Anschluss gibt es drei Methoden, welche im Rahmen dieser Arbeit verwendet
wurden, um die Kerbe bzw. den Anriss auf die gewiinschte Endtiefe zu verlangern und gleich-
zeitig einen moglichst kleinen Radius am Kerbgrund zu erzeugen. Das bei Stahl beispielsweise
Ubliche Anschwingen der Proben, also das Einbringen eines Anrisses mittels Zugermidung,
ist bei Wolfram aufgrund des sprdden Verhaltens bei Raumtemperatur nicht moglich. Das Ri-
siko, dass Proben wahrend des Anschwingens sprode Versagen wirden, ist zu grof3.

5.2.1.1 Rasierklingenpolieren

Als erstes wurde das sogenannte Rasierklingenpolieren verwendet. Hierbei wird die drahtero-
dierte Kerbe mithilfe einer Rasierklinge sowie des dort aufgebrachten Poliermittels (Diamant-
paste) weiterbearbeitet. Die verwendete Maschine wird bei Rupp [11] (S. 67) gezeigt. Das Er-
gebnis ist in Abb. 5-3 zu sehen.

Abb. 5-3: Rasierklingenpolierte Kerbe in Drei-Punkt-Biegeprobe

5.2.1.2 Laserkerben

Ein deutlich kleiner Kerbgrundradius lasst sich mithilfe von Femtosekundenlaserstrahlung er-
zeugen. Der Kerbgrund einer lasergekerbten Probe ist in Abb. 5-4 zu sehen. Diese Art der
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Kerbeinbringung ist vergleichsweise schnell und ermoglicht gut reproduzierbare Kerbtiefen.
Durch Verwendung von gepulster Laserstrahlung im Femtosekundenbereich wird nicht von
einem relevanten Einfluss auf das umliegende Wolfram ausgegangen (vernachlassigbare
Warmeeinflusszone). Die technischen Daten zur Lasermaterialbearbeitung sind Tabelle 5-3
zu entnehmen. Der mit diesen Parametern erzeugte Laserstrahl wurde, je nach bereits vor-
handener Kerbtiefe durch die vorherige Drahterodierung, zwischen 80 — 110 mal tber den
Kerbgrund gefahren, um die Kerbe von ca. 800 um auf die gewtinschten 1000 um zu vertiefen.

: _ - .;p;ii, 2—3 MM == ==

Abb. 5-4: Mithilfe von Femtosekundenlaserstrahlung gekerbte Drei-Punkt-Biegeprobe

Tabelle 5-3: Laserparameter zur Materialbearbeitung

Laserparameter

Wellenlange 1030 nm
Leistung ca.8W
Fokusdurchmesser 20 ym
Vorschubgeschwindigkeit 200 mm/s
Repetitionsrate 200 kHz
Pulsdauer <400 fs
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5.2.1.3 Anrisserzeugung mittels Druckermtdung

Ein Anriss, und damit der kleinstmdgliche Kerbgrundradius, konnte mithilfe von Druckermu-
dung erzeugt werden. Der Vorgang wird in Abb. 5-5 gezeigt und wird zum Beispiel von
Pippan [183] oder Taguchi et al. [184] n&her beschrieben. Ein erzeugter scharfer Anriss ist
mithilfe eines Rasterelektronenmikroskops (REM) in Abb. 5-6 zu sehen.

F
i

s

(@) (b)

Abb. 5-5: (a) Schematische Darstellung des Aufbaus zur Anrisserzeugung mit Hilfe von Druckermu-
dung [11] und (b) lichtmikroskopische Aufnahme eines durch Druckermiidung eingebrachten Anrisses

Abb. 5-6: REM-Aufnahme der Spitze eines durch Druckermiidung eingebrachten, scharfen Anrisses

Das Anreilen der Proben wurde an der Montanuniversitat Leoben durchgefihrt.

Der grof3te Nachteil der Erzeugung von Anrissen mittels Druckermiidung ist die Entstehung
von Zugeigenspannungsfeldern aufgrund der Plastifizierung des Materials direkt vor der Riss-
spitze. Die Zugeigenspannungen wirken beim Experiment in dieselbe Richtung wie die &ufRe-
ren Lasten und fuhren somit zu einer hoheren Spannungsintensitat als allein durch die auf3ere
Belastung ersichtlich ware. Dadurch kann die Bruchzéhigkeit des Materials systematisch un-
terschatzt werden [11].

Eine mdgliche Abhilfe bietet das Anschwingen von Wolframproben bei Temperaturen im Be-
reich oder oberhalb der Sprod-duktil-Ubergangstemperatur. Kong et al. [185] haben eine An-
risserzeugungsmethode basierend auf niederfrequenter Zugermidung bei einer Temperatur
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von 600 °C entwickelt. Der Versuchsaufbau ist allerdings nur fir die platzsparenderen schei-
benférmigen Kompaktzugproben (disk-shaped compact tension, DCT) geeignet. Eine Koope-
ration zum Anschwingen der fir diese Arbeit verwendeten Proben war daher nicht moglich.

5.2.1.4 Mikroskopische Analyse der Kerben bzw. der Anrisse

Die mit unterschiedlichen Methoden erzeugten Kerben und Anrisse wurden nach dem Bruch
der jeweiligen Proben mithilfe der Rasterelektronenmikroskopie untersucht.

Rasierklingenpolieren

Die horizontale Linie des Fadenkreuzes in Abb. 5-7 (a) verlauft anndhernd entlang des
Kerbgrunds, an dessen Stelle sich gleichzeitig die Bruchkante befindet. Die Bruchkante ver-
l[&uft Uber den gesamten dargestellten Ausschnitt, der immerhin 1,2 mm lang ist, relativ gerade
und eben. Oberhalb der Bruchkante sind die horizontal gerichteten Spuren der Rasierklingen-
politur zu sehen, wahrend sich unterhalb der Bruchkante die Bruchflache befindet. Abb. 5-7 (b)
stellt den Bereich um die Bruchkante in einer starkeren VergréRerung dar. Auch in der detail-
lierten Ansicht zeigt sich, dass die Bruchkante relativ gerade und eben verlauft. Im rasierklin-
genpolierten Bereich sind lose, partikelartige Reste zu erkennen. Diese rihren vermutlich vom
Politurmittel oder vom Abrieb des Wolframmaterials bzw. der Rasierklinge her. Die Bruchflache
zeigt die typischen Spaltbruchfacetten, die beim Bruch von sprédem Wolframmaterial zu er-
warten sind.

@

Abb. 5-7: REM-Aufnahmen der durch Rasierklingenpolieren erzeugte Kerbe nach dem Bruch einer Probe
in T-L Orientierung. VergréfRRerungen: (a) 250x und (b) 2000x

Laserkerben

Die horizontale Linie des Fadenkreuzes in Abb. 5-8 (a) verlauft auch hier entlang des antizi-
pierten Kerbgrunds der Laserkerbe, welcher gleichzeitig die Bruchkante bildet. Die Betrach-
tung des grofRen Ausschnitts, der die Bruchkante auf einer Lange von 1,2 mm darstellt, zeigt,
dass ihr Verlauf auch bei dieser Methode relativ gerade ist. Wird allerdings ein starker vergro-
Berter Ausschnitt wie in Abb. 5-8 (b) betrachtet, so offenbart sich, dass die Bruchkante selbst
eine wellige Kontur aufweist. Die wellige Kontur lasst sich vermutlich (nur) durch den Einfluss
der Laserstrahlung erklaren. Warum genau die verwendete Laserstrahlung und ihre Parameter
(s. Tabelle 5-3) diesen Effekt auf die Laserkerbe haben, konnte nicht abschlieBend geklart
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werden. Ein statistischer Einfluss dieser Bruchkantenkonturen bei der Analyse mehrerer Ver-
suchsergebnisse wird zwar nicht angenommen, kann aber auch nicht ausgeschlossen werden.
Auch aus diesem Grund werden im Rahmen dieser Arbeit ebenfalls Proben mit mittels
Druckermiidung erzeugter Anrisse getestet, statistisch analysiert und deren Ergebnisse mit
den Ergebnissen der lasergekerbten Proben verglichen. Direkt oberhalb der Bruchkante, im
Bereich der Laserabtragung, ist die Flache vergleichsweise glatt, zeigt allerdings auch dort
Ansatze der welligen Kontur. Weiter oberhalb der Bruchkante, im Bereich der bereits mittels
Drahterodieren erzeugten Kerbe, sind Depositionen des lasergeschmolzenen und ausgetrie-
ben Materials zu erkennen, welches tropfenférmig an der Oberflache erstarrt ist. Die unterhalb
der Bruchkante entstandene Bruchflache besitzt auch hier die typischen Spaltbruchfacetten
und weist dahingehend keinen Unterschied zu den rasierklingenpolierten Proben auf.

Abb. 5-8: REM-Aufnahmen der mithilfe von Laserstrahlung erzeugte Kerbe nach dem Bruch der Probe in
T-L Orientierung. VergroRerungen: (a) 250x und (b) 2000x

Um einen Eindruck von der Laserbearbeitung bei der Kerberzeugung zu erhalten, lohnt sich
ein Blick auf eine KLST-Probe mit in L-S Richtung (s. Abs. 5.1.3) orientierter Mikrostruktur.
Proben mit dieser Orientierung versagen, wie spater in Abs. 6.1.4 zu sehen, Uberwiegend or-
thogonal zur Kerbebene. Dies ermdglicht, wie in Abb. 5-9 zu erkennen, den Grund der Laser-
kerbe von oben zu betrachten. Dabei fallen die kleinen Loécher im Material auf, die vom Einfluss
der gepulsten Laserstrahlung stammen. Inwieweit die Laserparameter aus Tabelle 5-3 gean-
dert werden kénnten, um beispielsweise die Lécher so weit aneinander anzunahern, dass sie
eine Einheit bilden und somit die langwellige Kontur der Bruchkante in eine kurzwelligere Ver-
sion umwandelt wird, ist Aufgabe zuklnftiger Forschung.
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Abb. 5-9: REM-Aufnahmen der mithilfe von Laserstrahlung erzeugte Kerbe nach dem Bruch der Probe in
L-S Orientierung

Mittels Druckermidung erzeugter Anriss

Die horizontale Linie des Fadenkreuzes in Abb. 5-10 (a) verlauft entlang der mittels Drucker-
mudung erzeugten Front des Anrisses. Die Betrachtung des grof3en Ausschnitts, welcher den
Anriss auf einer Lange von 1,2 mm darstellt, zeigt, dass die Anrissfront relativ gerade verlauft.
Die Identifikation des Anrisses ist nicht trivial. In Abb. 5-10 (b)-(d) ist der Bereich von etwas
oberhalb des Grunds der zuerst eingebrachten rasierklingenpolierten Kerbe bis zur Spalt-
bruchflache etwas unterhalb des Anrisses zu sehen. Der Abstand zwischen der Kerbe und der
Anrissfront betragt bei dieser Probe etwa 30 um. Die dort vorkommenden Bruchfacetten un-
terscheiden sich von denen in der Spaltbruchflache durch ihre Grof3e. Die mittels Druckermu-
dung erzeugten Bruchfacetten sind deutlich kleiner als jene, welche spéter durch die viel ho-
here Belastung im Versuch entstehen.
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Abb. 5-10: REM-Aufnahmen des mittels Druckermidung erzeugten Anrisses nach dem Bruch der Probe
in T-L Orientierung. VergréRRerungen: (a) 250x, (b) 500x, (c) 1500x und (d) 2500x

5.2.2 Vier-Punkt-Biegeproben

Die verwendeten Vier-Punkt-Biegeproben haben die auferen Abmessungen (B x H x L) von
3 x 4 x 45 mm3. Um sowohl bei linear-elastischem Materialverhalten, bei Raumtemperatur, als
auch bei bereits einsetzendem nichtlinearen Materialverhalten, bei erhéhten Temperaturen
wie 200 °C, 300 °C und 400 °C, ein Versagen der Vier-Punkt-Biegeproben zu erreichen, wur-
den zwei Ausfuhrungen erzeugt.

5.2.2.1 Glatte Probe

Bei der glatten Variante, fir Versuche bei Raumtemperatur, sind alle vier Flachen langs der
Probe glatt. Die Flache, welche auf der Seite der maximalen Zugspannung liegt, wurde me-
tallografisch nachbearbeitet, um die Versagenswahrscheinlichkeit durch Oberflachenfehler
weitestgehend zu minimieren. Anschliel3end an mehrere Schleifschritte mit unterschiedlichen
Schleifpapieren (SiC-Kdrnungen: P600, P1200, P2500, P4000) ergaben optische Topografie-
messungen (FRT MicroProf®100 / Sensor CHR 150 N) an einigen zuféllig ausgewahlten Pro-
ben, dass keine der bearbeiteten Oberflaichen Werte schlechter als R, =0,111 ym,
R, = 0,149 ym, R; = 2,454 ym und R, = 2,072 ym aufweist. Die Auswertung wurde gemaf’
DIN°EN°ISO°4287 [186] vorgenommen. Als Mal3stab wurden friihere Veroffentlichungen zu
Oberflachenguten von Vier-Punkt-Biegeversuchen fir Weibull-Analysen herangezogen [70].
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Die maximale Rautiefe R, ist somit selbst bei der schlechtesten, gemessenen Probe nur knapp
Uber derin DIN EN 843-1 [187] fUr den Bearbeitungsgrad ,,Oberflachen-Endbearbeitung Il Be-
arbeitung durch Schleifen® geforderten Rautiefe von R; = 2,0 ym.

5.2.2.2 Probe mit drahterodierter U-Kerbe

Bei Experimenten mit glatten Probenoberflachen bei erhdhten Temperaturen, hier 200 °C bis
400 °C, kam es haufig vor, dass kein Versagen auftrat. Die getesteten Proben sehen anschlie-
Rend wie in Abb. 5-11 dargestellt aus. Daher wurde zur Gewahrleistung des Versagens aller
getesteten Proben eine weitere Variante entwickelt, welche einer Kerbe in der Oberflache der
Zugseite der Vier-Punkt-Biegeprobe besitzt. Die U-férmige Kerbe wurde mittels Drahterosion
eingebracht und anschliel3end nicht nachbearbeitet. Die Analyse einer reprasentativen Anzahl
von gekerbten Proben ergab eine mittlere Kerbtiefe und deren Standardabweichung von
521+7,8 ym  sowie  159+4,28 ym  fiur den  mittleren  Kerbgrunddurchmesser.
Drahterodieren erzeugt unvermeidbare thermische und mechanische Belastungen, welche
mikrostrukturelle Defekte auf der Oberflache hinterlassen. Ritz etal. [188] und No-
rajitra et al. [189] berichten von Mikrorisstiefen von 30 bis 200 um. Holstein et al. [190] beo-
bachteten Tiefen von 30 bis 50 ym. Abb. 5-12 zeigt den Kerbgrund einer im Rahmen dieser
Arbeit erzeugten Kerbe. Die Oberflache hat zwar unter der Drahterosion gelitten, allerdings
konnten, im Gegensatz zu den oben genannten Veroffentlichungen, keine grof3en Mikrorisse
festgestellt werden. Dennoch muss diese Tatsache bei der Betrachtung und Interpretation der
Ergebnisse berlcksichtigt werden.

Abb. 5-11: Verbogene, nicht gebrochene Vier-Punkt-Biegeprobe nach Test bei erhéhter Temperatur
(200 °C, 300 °C, 400 °C)
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Abb. 5-12: Seitenansicht des Kerbgrunds einer drahterodierten Kerbe. Die Kerbgrundoberflache wurde
nicht nachbearbeitet [178]
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6 Ergebnisse und Diskussion

6.1 Auswirkung der Anisotropie auf das Bruchverhalten

In diesem Abschnitt werden die Auswirkungen der Anisotropie der Mikrostruktur auf die Bruch-
zéhigkeiten bzw. die Kraft-Verschiebungs-Kurven, die Bruchverlaufe und die Bruchflachen
dargelegt.

6.1.1 T-L Orientierung

Bei Raumtemperatur (RT) bewegt sich der Riss, wie in Abb. 6-1 zu sehen, entlang der Kerb-
ebene gerade durch die KLST-Bruchmechanikprobe. Dieser Rissverlauf zeigt sich bei allen
getesteten Temperaturen (RT, 200 °C, 300 °C und 400 °C). Er entspricht den Anforderungen
an die Winkelzulassigkeit der finalen Rissebene der Norm ASTM C1421 [191], wonach die
Abweichung von der Parallelitat zu den beiden Probekdrperabmessungen B und W nur 5° be-
tragen darf. Siehe dazu Abb. 6-2 (a). Wird die anisotrope Mikrostruktur (vgl. Abb. 5-2) der ther-
momechanisch verformten Wolframplatte berticksichtigt, so lasst sich die Richtung und der
Verlauf des Risses nachvollziehen. Der schematische Verlauf ist in Abb. 6-2 (b) zu sehen. Die
Langsausrichtung der Kdrner und die Rissausbreitung gehen bei dieser Orientierung in die
gleiche Richtung. Dies begunstigt allem Anschein nach die Bildung gerader Rissverlaufe mit
vergleichsweise niedrigen Bruchzahigkeiten.

Abb. 6-1: Rissverlauf durch KLST-Bruchmechanikprobe in T-L Orientierung bei Raumtemperatur. Dieser
Rissverlauf zeigt sich auch bei 200 °C, 300 °C sowie 400 °C

68



Ergebnisse und Diskussion
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Abb. 6-2: (a) Veranschaulichung der Winkelzulassigkeit der endgiiltigen Rissebene, wobei fiir Drei-Punkt-
biege-Bruchmechanikproben 5° nicht Giberschritten werden durfen [191] und (b) schematische Darstel-
lung des Rissverlaufs in T-L orientiertem Wolframmaterial

Abb. 6-2 (b) macht allerdings auch deutlich, dass ein typischer Rissverlauf, anders als viel-
leicht anzunehmen, nicht fiir alle betrachteten Temperaturen vorrangig interkristallin entlang
der Korngrenzen verlauft. So ist die Bruchflache in Abb. 6-3 (a) nach einem Versuch bei Raum-
temperatur vergleichsweise glatt, was auf einen grof3en Anteil von transkristallinen Bruchfa-
cetten schliel3en lasst. Die Bruchflachen bei hoheren Versuchstemperaturen in Abb. 6-3 (b)-
(d) zeigen zunehmend hohere Rauigkeiten. Dies deutet auf einen steigenden Anteil von inter-
kristallinen Bruchfacetten hin. Eine quantitative Analyse der Bruchflachen ist in Abs. 6.5.1 zu
finden.

@

Abb. 6-3: Bruchflachen von Bruchmechanikproben in T-L Orientierung getestet bei (a) RT, (b) 200 °C,
(c) 300 °C und (d) 400 °C. Oberhalb der rauen Bruchflachen sind die drahterodierten Kerben sowie die La-
serkerben zu sehen
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Die Kraft-Verschiebungs-Kurven von Proben bei allen Versuchstemperaturen in Abb. 6-4 ver-
laufen linear, bis der Bruch einsetzt und die Kraft abrupt abfallt. Einzig bei der Kurve fir 400 °C
stellt sich bereits vor Erreichen des Maximalwerts eine schwache Nichtlinearitat ein. Grund-
satzlich ist allerdings das spréde, linear-elastische Verhalten vor dem Bruch im betrachteten
Temperaturbereich typisch fur Proben in T-L Orientierung, wenngleich in einigen Fallen, vor
allem bei 300 °C (Abb. 6-36), aber auch bei 400 °C (Abb. 6-42), andere Kurvenverlaufe mog-
lich sind.
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200

—RT —200°C

100

—300°C 400°C

0
0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05
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Abb. 6-4: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Proben mit T-L Orientierung bei verschiedenen Temperaturen

6.1.2 T-S Orientierung

In der T-S Orientierung verlaufen die Risse fur alle getesteten Temperaturen dhnlich. In der
Regel bilden sich seitlich an der (Laser-)Kerbe zwei nahezu spiegelsymmetrische Anrisse,
welche dann schrdg in die Probe hineinwachsen. Dabei bilden sich die Risse nicht unbedingt
am Kerbgrund, sondern kénnen auch schon etwas weiter oben an der Kerbe beginnen. So zu
sehen in Abb. 6-5 (a). Meistens zeigt sich im weiteren Verlauf des Versuchs, dass ein Riss auf
einer Seite starker wachst als auf der anderen. Ein haufig auftretendes Phanomen bei dieser
Orientierung ist das Verzweigen oder Abknicken eines Risses. Dabei knickt der Riss relativ zu
seinem bisherigen Verlauf um ca. 90° ab. Oft verzweigt sich der Riss auch in einen Auslaufer,
welcher in die urspriingliche Richtung weiterlauft, sowie einen Auslaufer, der in 90° abgeknick-
ter Richtung weiterlauft. Auch bei dieser Orientierung lasst sich der Rissverlauf beim Blick auf
die anisotrope Mikrostruktur (vgl. Abb. 5-2) sowie die Form und Lage der Gefligekdrner nach-
vollziehen.
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(b)

Abb. 6-5: (a) Rissverlauf durch Bruchmechanikprobe in T-S Orientierung bei 200 °C. Ein dhnlicher Riss-
verlauf zeigt sich auch bei RT, 300 °C sowie 400 °C und (b) schematischer Rissverlauf in der T-S orientier-
ten Mikrostruktur

Die Bruchflachen von bei 400 °C getesteten Bruchmechanikproben besitzen, wie in
Abb. 6-6 (c) und (d) zu sehen, eine Mehrzahl an Bruchfacetten, welche auf interkristalline
Trennung als dominantes Versagensverhalten hinweisen. Der Riss verlauft Gberwiegend ent-
lang der Korngrenzen, muss allerdings am Ende einer jeden Korngrenze auf die nachsttiefere
Ebene von langgezogenen Gefligekdrnern wechseln. Dieser Verlauf lasst auf der Bruchflache
ein terrassenformiges Muster entstehen. Ein vergleichbares Bild bietet die Bruchflache der bei
Raumtemperatur getesteten Proben. Abb. 6-6 (a) zeigt die Ubersichtsansicht, welche sich
phanomenologisch nicht grundlegend von der Ubersicht in Abb. 6-6 (c) unterscheidet. Fiir die
Aufnahme von Abb. 6-6 (b) wurde eine im Vergleich zu Abb. 6-6 (d) etwas starkere VergroRRe-
rung gewahlt, sodass die Spuren des Uberwiegend interkristallinen Bruchs noch deutlicher zu
erkennen sind.
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Abb. 6-6: Bruchflachen von Bruchmechanikprobe in T-S Orientierung getestet bei (a) und (b) RT sowie (c)
und (d) 400 °C. Bei den kleinen Lochern im Kerbgrund handelt es sich um Artefakte der Lasermaterialbe-
arbeitung

Die Kraft-Verschiebungs-Kurven in Abb. 6-7 zeigen die Ergebnisse von Proben bei allen ge-
testeten Temperaturen. Die Verlaufe sind sehr unstetig und weisen eine Vielzahl von kleineren
oder groRReren Krafteinbriichen (pop-ins) auf. Lediglich im Versuchsergebnis bei 400 °C ist
nach einem ersten Pop-In und mit steigender Belastung nichtlineares Verhalten zu erkennen.
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Abb. 6-7: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Proben mit T-S Orientierung bei verschiedenen Temperaturen
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6.1.3 L-T Orientierung

Bruchmechanikproben in L-T Orientierung zeigen deutlich unterschiedliches Verhalten bei den
getesteten Temperaturen. Bei Raumtemperatur in Abb. 6-8 (a) geht der Riss entlang der Kerb-
ebene gerade durch die Bruchmechanikprobe, was aufgrund der Orientierung der Korner auf
einen Uberwiegend transkristallinen Bruchverlauf schlieBen lasst. Bei einer Temperatur von
300 °C in Abb. 6-8 (c) bewegt sich die Rissfront zwar ebenfalls gerade entlang der Kerbebene
durch die Probe, allerdings andert sich die Erscheinung des Risses vollstandig. Zum einen
erscheinen die beiden Risskanten nicht mehr glatt, sondern mit deutlichen Unebenheiten. Zum
anderen fuhrt eine Verformung des Materials in der Umgebung des Risses zu den schwarzen
Bereichen im Bild und dazu, dass die Probenoberflache an diesen Stellen nicht mehr eben ist,
sondern Vertiefungen bildet, wie sie von der plastischen Verformung von Proben aus duktilem
Material her bekannt sind. Die beiden genannten Beobachtungen weisen darauf hin, dass der
Riss nicht mehr transkristallin erfolgt, sondern das beim Rissfortschritt Gefligekdrner aus den
jeweils gegenuberliegenden Rissufern ,gezogen* werden. Dieses Herausziehen sowie eine
damit vermutlich einhergehende kleine plastische Verformung der Kdérner vor der Trennung
kann fur die eingefallene Probenoberflache rund um den Riss verantwortlich gemacht werden.
Dieses Prinzip wird, wenn auch fur noch héhere Temperaturen, ebenso von Rieth et al. [16]
berichtet.

Der Rissverlauf der bei 200 °C getesteten Probe in Abb. 6-8 (b) kann wohl am besten als Uber-
lagerung der beobachteten Mechanismen der Versuche bei Raumtemperatur und 300 °C be-
trachtet werden. Zu Beginn der Rissausbreitung in der Nahe der (Laser-)Kerbe sind die fur das
gegenseitige Herausziehen von Gefligekérnern markanten schwarzen Bereiche zu erkennen.
Nachdem dieser Rissabschnitt Gberwunden ist, kommt es zu einem eher an das Verhalten bei
Raumtemperatur erinnernden, spaltbruchartigen Rissfortschritt, welcher allerdings immer wie-
der fur kurze Abschnitte von der quer zur Kerbebene orientierten Mikrostruktur abgelenkt wird.
Im Fall der bei 400 °C getesteten Probe in Abb. 6-8 (d) zeigen sich ebenfalls die schwarzen
Bereiche der Oberflachenvertiefungen sowie ein Rissfortschritt mit sichtbar unebenen Bruch-
flachen. Das Erscheinungsbild ist dem der bei 300 °C getesteten Probe in Abb. 6-8 (c) ahnlich.
Fur die Versuchstemperaturen 200 °C bis 400 °C sollten Bruchmechanikproben mit Seitenker-
ben benutzt werden.
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Abb. 6-8: Rissverlaufe durch Bruchmechanikproben in L-T Orientierung bei (a) RT, (b) 200 °C, (c) 300 °C
und (d) 400 °C sowie schematische Darstellung der Rissverlaufe bei () Raumtemperatur und (f) 300 °C

Wahrend sich die Erscheinungsbilder der unebenen Bruchflachen von Proben bei 300 °C bzw.
400 °C in der Seitenansicht in Abb. 6-8 (c) und (d) dhnlich sehen, lassen sich bei der Drauf-
sicht auf die Bruchflachen in Abb. 6-9 (c)-(f) Unterschiede feststellen. Zwar zeigen sich in bei-
den Féllen tiefe Furchen durch das gegenseitige Herausziehen von Gefligekérnern, allerdings
scheint dies bei 300 °C viel haufiger vorzukommen. Die Bruchflache bei 300 °C
(Abb. 6-9 (c) und (d)) besteht nahezu nur aus Unebenheiten. Im Gegensatz dazu besteht die
Bruchflache bei 400 °C nur aus vereinzelten Furchen und einem vergleichsweise grofzen An-
teil glatter Flachen, die gré3tenteils Spuren von transkristallinem Spaltbruch aufweisen.

In Abb. 6-9 (a) und (b) ist die Bruchflache einer bei Raumtemperatur getesteten Probe darge-
stellt. Sie ist vergleichsweise glatt und eben. Dariiber hinaus sind zahlreiche Spaltbruchfacet-
ten zu erkennen, was aufgrund der Orientierung des Rissverlaufs zur anisotropen Mikrostruk-
tur zu erwarten war. Das Aussehen der Bruchflache kommt denen von Proben in T-L Orientie-
rung (vgl. Abb. 6-3) am nachsten.
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Abb. 6-9: Bruchflachen von Bruchmechanikprobe in L-T Orientierung: (a) und (b) bei RT, (c) und (d) bei
300 °C sowie (e) und (f) bei 400 °C

Die Kraft-Verschiebungs-Kurven der einzelnen Versuche bei unterschiedlichen Temperaturen
sind in Abb. 6-10 abgebildet. Sie lassen sich mithilfe der Rissverlaufe in Abb. 6-8 interpretieren.
Das linear-elastische Verhalten bei Raumtemperatur fihrt bereits nach einer vergleichsweise
schwachen Belastung zum Sprodbruch. Bei 200 °C hingegen folgt der finale Sprodbruch erst
auf eine Phase nichtlinearen Verhaltens, welches durch das Herausziehen der Korner entsteht.
Das mit dem Herausziehen der Kérner verbundene Abgleiten selbiger aneinander fuhrt zu
Reibung und kann mit Effekten wie der Rissuberbriickung (crack bridging) verglichen werden.
Das Abgleiten der Gefugekdorner fuhrt auch in Versuchen bei 300 °C und 400 °C zu nichtline-
aren Kraft-Verschiebungs-Verlaufen. Diese Verlaufe gleichen denen von duktilen Materialen
und es trat bis zum Erreichen des geometrischen Limits der Probenaufnahme bei beiden Ver-
suchstemperaturen kein katastrophaler Spaltbruch auf.
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Abb. 6-10: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Proben mit L-T Orientierung bei verschiedenen Temperaturen

6.1.4 L-S Orientierung

Die Rissverlaufe in Bruchmechanikproben der L-S Orientierung sind sich tber alle Versuchs-
temperaturen hinweg sehr ahnlich. Dieselbe Beobachtung konnte bereits bei Proben in der T-
S Orientierung gemacht werden. Grundsatzlich sind sich die Rissverlaufe von L-S und T-S
Orientierung sehr ahnlich. Wie in Abb. 6-11 zu sehen ist, bilden sich auch fur die L-S Orientie-
rung nahezu spiegelsymmetrische Risse links und rechts der (Laser-)Kerbe, welche durchaus
oberhalb des Kerbgrunds beginnen kénnen. Der grof3te Unterschied zwischen der T-S und der
L-S Orientierung zeigt sich bei der Betrachtung der MalRe der Ausbreitung eines Risses in
Richtung der Lange und der Hohe der Bruchmechanikprobe, wie sie in Abb. 6-57 zu sehen
sind. Die Verhaltnisse von Ausbreitung in Langenrichtung zu Héhenrichtung betragen fur die
beiden ausgemessenen L-S orientierten Proben 4,83 bzw. 4,17. Wird dasselbe Verhaltnis fur
die Probe in T-S Orientierung aus Abb. 6-5 (a) bestimmt, ergibt sich lediglich ein Wertvon 2,47.
Dies lasst sich dadurch erklaren, dass die Risse in der L-S orientierten Probe entlang der,
aufgrund der anisotropen Mikrostruktur in Langsrichtung weiter ausgedehnten und somit lan-
ger gezogenen, Gefligekorner verlaufen. Die Risse bei einer T-S Orientierung laufen in Di-
ckenrichtung der Probe, in welcher die Kérner eine geringere laterale Ausdehnung haben,
sprich kirzer sind. Die Abstande, in denen die Risse in einer L-S orientierten Probe auf die
nachsttiefere Ebene von Kornern wechseln, sind weiter als bei T-S orientierten Proben und
die Winkel (s. Abb. 6-11 (c)) zwischen Kerbebene und Rissebene sind somit bei L-S orientier-
ten Proben groler.
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Abb. 6-11: (a) und (b) Rissverlaufe durch Bruchmechanikproben in L-S Orientierung bei 400 °C. Ein a&hnli-
cher Rissverlauf zeigt sich auch bei RT, 200 °C sowie 300 °C. (c) Schematische Darstellung der Rissver-
laufe sowie Andeutung des Winkels zwischen Kerb- und Rissebene

Auch beim Blick auf die Bruchflachen in Abb. 6-12 offenbart sich ein &hnliches Bild wie bei den
Proben in T-S Orientierung. Der Riss verlauft bei beiden gezeigten Versuchstemperaturen
Uberwiegend entlang der Korngrenzen und wechselt am Ende eines oder mehrerer Kérner auf
die nachsttiefere Ebene von langgezogenen Gefligekdrnern. Es entsteht ebenfalls ein terras-
senférmiges Muster. Beim Vergleich von Abb. 6-6 (b) oder (d) mit Abb. 6-12 (b) oder (d) lasst
sich die Orientierung der jeweiligen Mikrostruktur anhand der Bruchfacetten gut erkennen. Alle
Aufnahmen wurden so erstellt, dass der Kerbgrund am unteren Ende der jeweiligen Abbildung
ist. Die in Abb. 6-6 (d) sichtbaren Bruchfacetten weisen auf vorzugsweise parallel zum
Kerbgrund orientierte Gefligekorner hin. Auch ist die Ausdehnung dieser Kérner in orthogona-
ler Richtung zum Kerbgrund nicht so grof3, wie die derer in L-S orientierten Proben. In
Abb. 6-12 (d) zeigt sich das entgegengesetzte Bild, wobei die Bruchfacetten auf vorzugsweise
orthogonal zum Kerbgrund orientierte Gefligekdrner hinweisen.
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Abb. 6-12: Bruchflachen von Bruchmechanikprobe in L-S Orientierung: (a) und (b) bei RT und (c) und (d)
bei 400 °C. Bei den kleinen Lochern im Kerbgrund handelt es sich um Artefakte der Lasermaterialbearbei-
tung

Die Kraft-Verschiebungs-Kurven in Abb. 6-13 zeigen die Ergebnisse von Proben bei allen ge-
testeten Temperaturen. Die Verlaufe sind sehr unstetig und weisen eine Vielzahl von kleineren
oder groRReren Krafteinbriichen (pop-ins) auf. Die Kurve fir Raumtemperatur zeigt einen offen-
sichtlich nichtlinearen Verlauf, wobei dies aufgrund der niedrigen Temperatur nicht mit plasti-
scher Verformung der Gefligekérner erklart werden kann. Vielmehr scheinen Effekte auf den
Bruchflachen der beiden Rissufer, wie z. B. Risstberbriickungen durch Kdérner oder das Ver-
keilen von beidseitig geldsten Koérnern, fir Reibung entlang der Kontaktflachen zu sorgen.
Lediglich im Versuchsergebnis bei 400 °C ist nach einem ersten Pop-In und mit steigender
Belastung nichtlineares Verhalten zu erkennen, welches durch plastische Verformungen er-
klart werden kann. Auch hier bietet sich der Vergleich zur T-S Orientierung und deren Kraft-
Verschiebungs-Kurven in Abb. 6-7 an. Qualitativ betrachtet zeigen sich durchaus &hnliche Ver-
laufe und Merkmale. Allerdings erreichen L-S orientierte Proben fiir jede Temperatur signifi-
kant héhere Belastungsgrenzen als ihre T-S orientierten Counterparts.
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Abb. 6-13: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Proben mit L-S Orientierung bei verschiedenen Temperatu-
ren

6.1.5 Kurven und Bruchzahigkeiten aller Orientierungen bei gleicher
Temperatur

In diesem Abschnitt sollen die aus dem vorherigen Kapitel bereits bekannten Kraft-Verschie-
bungs-Kurven von Bruchmechanikproben mit unterschiedlichen Orientierungen der Mikro-
struktur fur ihre jeweilige Versuchstemperatur verglichen werden. Die Bestimmung der Bruch-
zahigkeiten nach Norm ASTM E399 oder ASTM E1820 ist nur bei manchen der Versuchser-
gebnisse sinnvoll. Fir Proben deren Kurven viele kleinere Krafteinbriichen (pop-ins) aufwei-
sen, anschlieBend allerdings noch deutlich héhere Belastungen ertragen kénnen, spiegelt ein
Vergleich anhand der Bruchzahigkeiten die Fahigkeiten des Materials nicht richtig wider. Da-
her wird in diesem Abschnitt oftmals ein eher qualitativer Vergleich gezogen. Die Kraft-Ver-
schiebungs-Kurven sind in Abb. 6-14 dargestellt.

Bruchmechanikproben mit der Orientierung T-L erreichen bei allen Temperaturen die gerings-
ten maximalen Kréfte bevor katastrophales Versagen eintritt.

Bei 200 °C und 300 °C kommt es vor, dass die Kurven der T-S Orientierung schon bei Kraft-
werten unterhalb des Maximalwerts der T-L Orientierung kleine Pop-Ins aufweisen. Allerdings
erreichen die Kurven der T-S Orientierung fir beide Temperaturen anschliel3end noch héhere
Kraftwerte. Einzig bei 400 °C findet ein signifikanter Krafteinbruch der Probe mit T-S Orientie-
rung schon unterhalb des Maximalwerts der T-L orientierten Probe statt. Auch in diesem Fall
erreicht die Kurve der T-S Orientierung im Anschluss allerdings noch deutlich héhere Kraft-
werte und zeigt einen nichtlinearen Verlauf.

Die L-T Orientierung weist bei Raumtemperatur eine auf3ergewdhnlich schwache Bruchzahig-
keit auf. Sie liegt damit fur die in Abb. 6-14 (a) abgebildeten Kurven mit 11,12 MPaym nur
relativ knapp Uber der Bruchzahigkeit fiir die T-L Orientierung von 9,84 MPavm. Dies ist
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aufRergewdhnlich, da Proben in L-T Orientierung fir alle anderen Versuchstemperaturen die
hochsten Kraftwerte erreichen.

Die Probe mit L-S Orientierung zeigt bei Raumtemperatur den mit Abstand grof3ten Widerstand
gegen die Belastung. Gefolgt von der Probe in T-S Orientierung. Uber alle weiteren Versuch-
stemperaturen betrachtet, kann eine gewisse Ahnlichkeit der Kurvenverlaufe von L-S und T-S
Orientierung festgestellt werden. Bei 200 °C und 300 °C besteht noch ein deutlicher Unter-
schied in den Kraftwerten, die erreicht werden. Bei 400 °C haben sich die Kurven bereits weit-
gehend angenahert und verlaufen bis zum katastrophalen Versagen der Probe mit T-S Orien-
tierung parallel nebeneinander.
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Abb. 6-14: Kraft-Verschiebungs-Kurven aller Orientierungen bei (a) RT, (b) 200 °C, (c) 300 °C und (d)
400 °C

6.2 Materialverhalten bei verschiedenen Temperaturen

Bei Raumtemperatur liegt ein linear-elastisches Materialverhalten vor. Dieses lasst sich durch
ein Elastizitditsmodul von 397938 MPa sowie eine Querkontraktionszahl von 0,28 beschreiben.

Bei steigenden Versuchstemperaturen zeigt Wolfram zunehmend elastisch-plastisches Mate-
rialverhalten. Abb. 6-15 zeigt, dass glatte Proben der Orientierung B (vgl. Abb. 5-2) nur bei
Raumtemperatur ein linear-elastisches Verhalten bis zum Bruch aufweisen. Fir erhghte Tem-
peraturen zeigen die glatten Proben nichtlineares Verhalten. Anschliel3end an den gezeigten
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Bereich kam es bei circa der Halfte der bei 200 °C getesteten Proben noch zu einem Versagen.
Dementgegen kam es bei keiner der Proben, die bei 300 °C oder 400 °C getestet wurden, zu
einem Versagen. Die Proben sehen am Ende des Versuchs wie in Abb. 5-11 dargestellt aus.
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Abb. 6-15: Kraft-Verschiebungs-Kurven von glatten Proben der Orientierung B bei verschiedenen Ver-

suchstemperaturen
Der Einsatz gekerbter Proben, wie die in Abs. 5.2.2.2 beschriebenen, fuhrte zu einem gesi-
cherten Versagen per Spaltbruch aller getesteten Vier-Punkt-Biegeproben. Die Kraft-Verschie-
bungs-Kurven dieser Versuche sind in Abb. 6-16 dargestellt. Es ist zu erkennen, dass sich die
bei einer Temperatur von 200 °C getesteten Proben bis zum Versagen linear verhalten, wah-
rend die Proben bei 300 °C sowie 400 °C vor ihrem Versagen nichtlineares Verhalten aufwei-
sen.
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Abb. 6-16: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Vier-Punkt-Biegeversuchen mit einer glatten (RT) sowie vier
gekerbten Proben (RT, 200 °C, 300 °C, 400 °C). Modifiziert nach [178]

Um dem nichtlinearen Materialverhalten in der FE-Simulation Rechnung zu tragen werden fir

die Temperaturen 200 °C, 300 °C und 400 °C die Parameter eines Potenzgesetzes zur Ver-

festigung [97], auch Ramberg-Osgood-Plastizitdtsmodell genannt, bestimmt. Die Implemen-

tierung in ABAQUS erfolgt Uber die Option Deformation Plasticity [192]. Die Parameterwerte
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werden in Tabelle 6-1 aufgelistet. Die Gleichung, vereinfacht hier nur fiir den eindimensionalen
Fall, sieht wie folgt aus:

lo|

n-1
Fe=0+a <—0> o (6-1)
o

Dabei ist o die Spannung, € die Dehnung, E das Elastizitatsmodul, ¢ ein Materialparameter, n
der Verfestigungsexponent sowie ¢° die Bezugsspannung bzw. AnfangsflieBspannung. Die
multiaxiale Formulierung dieses Modells, die in den durchgefihrten Simulationen verwendet
wird, ist in ABAQUS implementiert und unter diesem Link [192] einsehbar.

Tabelle 6-1: Parameterwerte des Ramberg-Osgood-Plastizitdtsmodells fir Wolfram

E [MPa] v[] a® [MPa] n[-] a []
200 °C 397270 0,28 575 13,5 0,002
300 °C 395875 0,28 425 11,0 0,002
400 °C 394480 0,28 350 8,5 0,002

Zur Bestimmung der Parameterwerte werden sowohl experimentelle Versuche an glatten Vier-
Punkt-Biegeproben als auch Simulationen dieser Versuche durchgefiihrt. Dabei werden je-
weils die Kraft-Verschiebungs-Kurven bestimmt und die Parameterwerte in der Simulation so
lange angepasst, bis experimentelle und simulierte Kraft-Verschiebungs-Kurven (weitestge-
hend) Ubereinstimmen. Bei diesem Vorgehen bleibt der Wert fur die Querkontraktionszahl kon-
stant und die temperaturabhangigen Werte des Elastizitatsmoduls sind aus [179] entnommen.
Die beiden Kurven sind fur 300 °C in Abb. 6-17 dargestellt.
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Abb. 6-17: Kraft-Verschiebungs-Kurven eines experimentellen Vier-Punkt-Biegeversuchs mit glatter
Probe bei 300 °C (blau) sowie die entsprechende Simulation (rot) mit den angepassten Materialmodellpa-
rametern aus Tabelle 6-1. Die experimentelle Kurve wurde hinsichtlich der Maschinenachgiebigkeit (com-

pliance) korrigiert. Modifiziert nach [178]
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6.3 Vier-Punkt-Biegeversuche samt probabilistischen
Analysen

6.3.1 Versuchsdurchfiihrung

Die Ausgangsprobengeometrie und der Versuchsaufbau wurden entsprechend DIN EN 843-
1 [187] gewahlt. Es werden Vier-Punkt-Biegeversuche mit Abstdnden von 20 mm fur die inne-
ren Auflager und 40 mm fir die auf3eren Auflager durchgefiihrt. Die Auflagerrollen haben je-
weils einen Durchmesser von 5 mm. Die Orientierung der Mikrostruktur in der Probenhalterung
ist in Abb. 6-18 dargestellt. Gemafl} Abb. 5-2 entspricht die Darstellung einer umgelegten
Probe der Orientierung B. Es wurden jeweils 30 Versuche bei Raumtemperatur, 200 °C,
300 °C und 400 °C durchgefuhrt. Bei Raumtemperatur versagen alle Proben. Mit zunehmen-
der Pruftemperatur versagen einige Proben nicht mehr. Daher sind glatte Proben nicht mehr
ausreichend. Versuche, das Versagen durch eine héhere Prufstandsgrenze oder hohere Prif-
geschwindigkeiten bis zu 20 mm/s zu erzeugen, haben keine Losung gebracht. Die einzige
verbleibende Mdglichkeit bestand darin, eine Spannungskonzentration durch eine Kerbe in der
glatten Oberflache zu erzeugen. Gekerbte Proben wurden in Abs. 5.2.2.2 bereits eingefuhrt.
Nach DIN EN 843-1 [187] sollte die Prufzeit zwischen 5 und 15 Sekunden betragen. Nach
ASTM C1161 [193] sollte die Prifzeit zwischen 3 und 30 Sekunden liegen. Um die optimale
Prufgeschwindigkeit zu ermitteln, wurden in der Vorbereitung Prifungen mit verschiedenen
Prufgeschwindigkeiten, z. B. 0,5 mm/min, 1 mm/min, 2 mm/min, 5 mm/min und 10 mm/min,
durchgefiuhrt. Die einzige Prufgeschwindigkeit, die bei keiner Temperatur gegen die Normen
verstofdt, ist 2 mm/min. Daher wurde im Folgenden fir alle Versuche eine Prifgeschwindigkeit
von 2 mm/min verwendet. Dies fuhrt gemaR ASTM C1161 [193] zu einer Dehnrate in der
Randfaser von ¢ = 3,75-10"*s™ 1,

Abb. 6-18: Aufbau fur Vier-Punkt-Biegeversuche nach DIN EN 843-1 [187] aus [178]

6.3.2 Ergebnisse

Die Ergebnisse der Vier-Punkt-Biegeversuche sind Ubersichtlich in Anhang A aufgefiihrt. Bei
Raumtemperatur wurden an glatten Proben auf analytischem Weg maximale Biegespannun-
gen im Bereich von 871,02 MPa bis 1498,38 MPa erreicht.
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Fir die gekerbten Proben, bei einer Temperatur von 200 °C, wurden analytisch keine Biege-
spannungen bestimmt. Allerdings wurde eine numerische Mdéglichkeit der Bestimmung der
maximalen Biegespannung zum Zeitpunkt des Versagens der Proben nach Al-
louti und Guy [194] sowie Fakir und EI Minor [195] durchgefuhrt. Dazu wurde das Simulations-
modell mit Kerbe aus dem folgenden Abschnitt verwendet, um den Spannungsverlauf vor dem
Kerbgrund zu erhalten. Die Ergebnisse sind in Anhang A aufgefuhrt.

Bei Temperaturen von 300 °C bzw. 400 °C und bereits sichtbarem nichtlinearem Verhalten der
Kraft-Verschiebungs-Kurven (vgl. Abb. 6-16) wurden keine Biegespannungen mehr bestimmt.

6.3.3 Simulationsmodelle

Der Vier-Punkt-Biegeversuch wurde gemafld der Beschreibung der Versuchsdurchfiihrung
(Abs. 6.3.1) mit den Probengeometrien aus Abs. 5.2.2 mithilfe von zwei 3D-FE-Modellen zur
Berechnung der Spannungsverteilung und zur Gewinnung von Spannungsverteilungen fir die
Nachbearbeitung mit einem statistischen Analyseprogramm wie STAU [54] simuliert. Um die
Rechenzeit sowohl fir die Simulation als auch fir das statistischen Analyseprogramm zu re-
duzieren, werden Symmetriebedingungen ausgenutzt und nur ein halbes Modell verwendet.
Abb. 6-19 zeigt das Halbmodell eines glatten Probekdrpers. Das Netz besteht aus fast 25000
Elementen und wurde insbesondere im Bereich der Lager verfeinert. Der verwendete Element-
typ C3D8 ist ein standardméaRiges, lineares 3D-Spannungselement mit 8 Knoten. Die Aufla-
gerrollen sind als starre Korper in Kontakt mit der Probenoberflache im Typ Oberflache-zu-
Oberflache definiert. Die aufl3ere Auflagerrolle ist in x- und y-Richtung fixiert. Die innere Aufla-
gerrolle ist in x-Richtung fixiert und kann sich in y-Richtung bewegen. Diese Bewegung wird
durch eine Kraft F bestimmt, die sich durch:

. 3F(La - LL) _ ZBhZO'f

%= 28Rz T T30,-1) (6-2)

bestimmen lasst. Die Spannung of entspricht dem Wert des Weibull-Skalenparameters b der
Biegespannung bei Versagen (vgl. Abs. 4.2.1), welcher im Kontext von Formel 6-2 nicht mit
der Probenbreite B verwechselt werden darf. h bezeichnet die Probenhthe, wahrend L; bzw.
L, fur die Abstande zwischen den inneren bzw. au3eren Auflagerrollen stehen. Die Simulation
endet, wenn diese Kraft erreicht ist und die entsprechende Spannungsverteilung erzeugt
wurde.

S, Mises

(Avg: 75%)
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Abb. 6-19: Spiegelsymmetrisches FE-Simulationsmodell eines Vier-Punkt-Biegeversuchs einer Probe mit
glatter (ungekerbter) Oberflache [178]
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In Abb. 6-20 ist das symmetrische Modell einer gekerbten Probe dargestellt. Der Versuchsauf-
bau ist derselbe wie fir das Modell der glatten Probe. Fir beide dargestellten Modelle wurde
eine Netzkonvergenzstudie hinsichtlich der Kraft-Verschiebungs-Kurve und der Versagens-
wahrscheinlichkeit durchgefihrt. Die Anzahl der Elemente wurde stetig erhoht, bis sich eine
Konvergenz der beiden Parameter ergab. Daraus folgt, dass das gekerbte Modell mit circa
200000 deutlich mehr Elemente bendtigt. Die Elementdichte wurde in Richtung der Kerbe stark
erhoht.

Kerbe 3, Mises
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Abb. 6-20: Spiegelsymmetrisches FE-Simulationsmodell eines Vier-Punkt-Biegeversuchs einer Probe mit
gekerbter Oberflache modifiziert nach [178]

6.3.4 Weibull-Analyse bei Raumtemperatur

Gemal den Normen DIN EN 843-5 [150] sowie DIN EN 61649 [151] wurden 30 glatte Vier-
Punkt-Biegeproben (s. Abs. 5.2.2.1) bei Raumtemperatur getestet. Die Biegespannungen bei
Versagen kénnen Anhang A enthommen werden. Der Weibull-Formparameter i, wurde
mithilfe des Maximum-Likelihood-Schatzers (s. Abs. 4.2.1.2) geschatzt und gemaf der Pro-
benanzahl mit einem Korrekturfaktor von 0,955 von seinem systematischen Fehler (bias) be-
freit. Es ergibt sich ein Wert von 7,307. Der Weibull-Skalenparameter b ergibt folglich
1213,07 MPa. Zusammen mit einem 90 %-Konfidenzintervall sind die Versuchsergebnisse in
Abb. 6-21 in Form eines Weibull-Plots dargestellt. Es besteht ebenfalls die Mdglichkeit, die
Werte der Bruchspannungen mit einer dreiparametrigen Weibull-Verteilung anzunahern. Da-
bei ergeben sich fiir die Weibull-Parameter i, und b Werte von 2,058 und 366,55 MPa.
Dazu ein Schwellwert fur die untere Grenze von 818,01 MPa. Allerdings gibt es keine physi-
kalische Begrindung fir die Einfihrung einer unteren Grenze der Bruchspannung, unterhalb
derer kein Bruch stattfinden kann, weshalb auch weiterhin die zweiparametrige Weibull-Ver-
teilung verwendet wird.
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Abb. 6-21: Weibull-Plot der experimentellen Ergebnisse bei Raumtemperatur. Die Darstellung entspricht
nur einer Veranschaulichung und die rote Linie ist nicht das Ergebnis einer linearen Regression, sondern
reprasentiert das Ergebnis der Maximum-Likelihood-Schatzung. Modifiziert nach [178]

Die ermittelten Weibull-Parameterwerte der zweiparametrigen Verteilung dienen in der Folge
als Eingabe fir das statistische Auswerteprogramm STAU (s. Abs. 4.2.1.1). Es wird davon
ausgegangen, dass sich ein potenziell kritischer Defekt im Volumen der Zugseite der belaste-
ten Vier-Punkt-Biegeprobe befindet. Die Belastung in Form einer Kraft auf die inneren Lager
des Vier-Punkt-Biegemodells kann aus der Spannung des Weibull-Skalenparameters b sowie
den geometrischen MafRen der Probe und des Versuchsaufbaus bestimmt werden (s. For-
mel 6-2). Wird diese Belastung aufgebracht, so stellt sich im glatten Simulationsmodell der
entsprechende Spannungszustand ein und der groRenunabhéangige, normalisierte Weibull-

Skalenparameter g, (s. Formel 4-22) lasst sich bestimmen. Er betragt 1290,27 MPa.

6.3.5 Beremin-Analyse bei erhdhten Temperaturen

Das nichtlineare Materialverhalten der bei Temperaturen von 300 °C und 400 °C getesteten
Proben vor einem Versagen durch Spaltbruch fihrt zur Verwendung der Beremin-Analyse.
Zwar zeigt sich bei der Kraft-Verschiebungs-Kurve der Experimente bei 200 °C kein nichtline-
ares Verhalten vor dem Spaltbruch (vgl. Abb. 6-16), trotzdem wird aufgrund der Kerbe auch in
diesem Fall der lokale Ansatz (local approach) angewendet. Aus statistischen Griinden wur-
den auch hier 30 Proben pro Temperatur getestet. Das Simulationsmodell der gekerbten Vier-
Punkt-Biegeprobe ist in Abb. 6-20 zu sehen. Aus den Kraft-Verschiebungs-Diagrammen der
jeweils 30 Proben bei einer Temperatur wird ersichtlich, dass jede der Proben bei einem an-
deren Kraftwert versagt. Der Kraftwert bei Versagen jedes Versuchs wird im Simulationsmodell
eingesetzt, um die entsprechende Spannungsverteilung zu generieren. Um diese
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Spannungsverteilung fur jede Belastung moglichst genau zu beschreiben, wird in der Simula-
tion eine inkrementelle Schrittweite der Belastung von 1 N verwendet. Die Spannungsvertei-
lung wird bei dem Simulationsschritt gewahlt, bei dem sich die Kraftwerte von Experiment und
Simulation am nachsten kommen. Da bis zum Versagen keine Entlastung erfolgt, ist die Span-
nungsverteilung zum Zeitpunkt des Bruchs die hochste Belastung, die wéhrend des Versuchs
auf die jeweilige Probe einwirkt. Nachdem die entsprechenden Inkremente der Simulation de-
finiert wurden, kann der iterative Prozess zur Bestimmung der Beremin-Parameter i und &,
durchgefuhrt werden. Dazu werden aus den Spannungsverteilungen der Proben jeweils die
Weibull-Spannungen gy, (s. Formel 4-37) berechnet.

Die Ergebnisse der Beremin-Analyse sind in Tabelle 6-2 angegeben. Eine grafische Darstel-
lung der Ergebnisse ist in Form eines Weibull-Plots in Abb. 6-22 dargestellt.

Tabelle 6-2: Parameter des Beremin-Modells

200 °C 300 °C 400 °C
oy [-] 16,439 10,495 23,782
&, [MPa] 1016,21 1089,04 1599,97

2,0 T T T T ; T ' !
1,0 | i
0,0 - i
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T -10F i
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T 201 . ]
/ * * Exp.Daten (200°C)  *
m,., = 16,439
3,0 | = 3 +  Exp.Daten (300°C) i
—m,,, = 10,495
*  Exp. Daten (400°C)
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Abb. 6-22: Weibull-Plot der Weibull-Spannungen basierend auf dem Beremin-Modell. Die Darstellung ent-
spricht nur einer Veranschaulichung und die farbigen Linien sind nicht das Ergebnis einer linearen Re-
gression, sondern reprasentieren die Ergebnisse der Maximum-Likelihood-Schatzungen

87



Ergebnisse und Diskussion

Die dehnungsmaodifizierte Beremin-Analyse (s. Abs. 4.2.2.2) wird eingesetzt, wenn grof3e plas-
tische Verformungen auftreten. Der mogliche Einfluss dieser Modifikation wurde mithilfe der
Ergebnisse der Experimente bei 400 °C untersucht. Ausgehend vom Resultat dieser Untersu-
chung sollte eine Anwendung der Dehnungsmodifikation auch auf die Ergebnisse bei tieferen
Temperaturen (200 °C, 300 °C) bewertet werden.

Die Analyse bei 400 °C ergab fir mi,, 24,322 sowie fur a,; 1594,38 MPa. Im Vergleich zu den
Werten fir 400 °C in Tabelle 6-2 zeigt sich, dass die Dehnungsmodifikation kaum einen Ein-
fluss hat. Da die Temperaturen von 300 °C bzw. 400 °C im Bereich des angenommenen
Sprod-duktil-Ubergangs fiir Wolfram liegen, spielt die geringe plastische Dehnung in der Ex-
ponentialfunktion von Formel 4-39 kaum eine Rolle und der vernachléassigbar kleine Einfluss
der Dehnungsmaodifikation ist nicht Gberraschend.
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6.4 Bruchmechanikversuche samt probabilistischen Ana-
lysen

6.4.1 Versuchsdurchfiihrung

Die Ausgangsprobengeometrie und der Versuchsaufbau wurden entsprechend der Arbeit von
Schneider [139] gewéhlt. Schneider verwendet die bereits in Abs. 5.2.1 angesprochenen
KLST-Proben mit einer Lange von 27 mm erfolgreich fur Bruchmechanikversuche. Es werden
Drei-Punkt-Biegeversuche durchgefiihrt, wobei der Abstand der duReren Auflager 25 mm be-
tragt und sich das innere Gegenauflager mit jeweils 12,5 mm Abstand von den auf3eren Auf-
lagern in deren Mitte befindet. Der Durchmesser der auf3eren Auflagerrollen betragt 5 mm,
wahrend der der inneren Auflagerrolle 3 mm betragt. Der schematische Aufbau sowie die Ori-
entierung der Mikrostruktur (T-L) einer Probe zur Probenhalterung sind in Abb. 6-23 dargestellt.
Es wurden Versuche bei Raumtemperatur, 200 °C, 300 °C und 400 °C mit KLST-Proben
durchgefuhrt, die auf verschiedene Arten gekerbt bzw. angerissen wurden. Als Prifgeschwin-
digkeit fir das getestete Wolframmaterial werden sowohl in der Literatur [19, 196] als auch in
dieser Arbeit 2 um/s verwendet. Damit lassen sich je nach Priftemperatur und Probe Lastraten
von 0,5 — 0,9 MPam¥?/s erreichen. Dies liegt im Bereich der in Norm ASTM E399 [142] gefor-
derten Lastraten von 0,55 — 2,75 MPam¥?/s fur quasistatische Experimente.

Abb. 6-23: Aufbau fur Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikversuche nach DIN EN 843-1[187] aus [178]

6.4.2 Ergebnisse

Die probabilistische Auswertung aller Ergebnisse nach Formel 6-3 basiert auf der Verwendung
der Maximume-Likelihood-Schatzung (s. Abs. 4.2.1.2). Auf ihrer Grundlage werden in diesem
Kapitel die Vergleiche zwischen verschiedenen Ergebnissen gezogen. Einige Berichtigungs-
faktoren fir die Maximum-Likelihood-Schatzung (maximum likelihood estimation, MLE,
s. Abs. 4.2.1.2) sind in Tabelle 6-3 angegeben. Zur Einordnung werden im Fall von kleinen
Stichproben (N < 20) ebenfalls die Ergebnisse der Methode der linearen Regression (linear
regression, LR) angegeben. Der Weibull-Parameter m wird in diesem Kapitel sowohl fiir die
MLE als auch fiir die LR verwendet. Aus diesem Grund werden im Fall der MLE auch mithilfe
eines Berichtungsfaktors korrigierte Weibull-Formparameter i,,, vereinfacht als m bezeich-
net.
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Pr=1—exp [— (%)m] (6-3)

Tabelle 6-3: Berichtigungsfaktoren (BF) der Maximum-Likelihood-Methode fur unterschiedliche Anzahlen
(N) von Proben aus DIN EN 843-5 [150]

N 4 5 8 14 16 25 30

BF 0,627 0,7 0,82 0,901 0,914 0,945 0,955

6.4.2.1 Raumtemperatur
Proben mit rasierklingenpolierten Kerben

Es wurden finf Proben mittels Rasierklingenpolieren gekerbt. Die Praparation aller finf Proben
sowie drei der Bruchmechanikversuche wurden von M. Conte [197] durchgeflihrt. Die Ergeb-
nisse sind Tabelle 6-4 zu entnehmen.

Tabelle 6-4: Bruchzéahigkeiten bei Raumtemperatur der Bruchmechanikversuche mit mittels Rasierklingen-
polieren eingebrachten Kerben

K, [MPavm]

13,90 16,57 17,60 18,52 20,61

Der Mittelwert der funf Ergebnisse ergibt K, = 17,44 MPavm. Die Standardabweichung betragt
2,21. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 6,415 und nach LR 7,054, wo-
bei diese Werte bei einer so geringen Stichprobengréf3e nur als grober Anhaltswert betrachtet
werden kénnen.

Proben mit Laserkerben

In 30 Bruchmechanikversuchen wurden Proben mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung ein-
gebrachten Kerben getestet. Die vergleichsweise schnelle Einbringung einer Kerbe ermoég-
lichte eine hdhere Anzahl an Proben als bei den anderen beiden in diesem Kapitel gezeigten
Methoden.

Ein Blick auf die Kraft-Verschiebungs-Kurven einiger ausgewahlter (5 aus 30) und als repra-
sentativ zu betrachtender Bruchmechanikversuche (Abb. 6-24) zeigt, dass alle Proben ein li-
near-elastisches Verhalten bis zum Eintreten des spréden Bruchs, des steilen Abfalls der Kraft,
aufweisen. Auch ist zu sehen, dass der Kraftbereich, in dem alle ausgewahlten Versuche ihr
Maximum haben, von ca. 208 N bis 230 N reicht und damit relativ klein ist. Die in Abb. 6-24
gezeigten Versuche beinhalten sowohl die Kraft-Verschiebungs-Kurve der niedrigsten als
auch der hdchsten ermittelten Bruchzahigkeit aller 30 Versuche.
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Abb. 6-24: Reprasentative Auswahl von Kraft-Verschiebungs-Kurven bei Raumtemperatur

Die ermittelten Bruchzahigkeiten reichen tber die in Tabelle 6-5 dargestellten Werte. Eine
Ubersicht tiber alle Werte befindet sich in Anhang B.

Tabelle 6-5: Bruchzéhigkeiten bei Raumtemperatur der Bruchmechanikversuche mit mittels Femtosekun-
denlaserstrahlung eingebrachten Kerben

K, [MPavm]

9,14 9,44 10,05

Der Mittelwert der 30 Ergebnisse ergibt K, = 9,47 MPavm. Die Standardabweichung betragt

0,23 MPavm. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt 34,669. Die Wahrscheinlichkeits-
dichtefunktion (probability density function, PDF) ist in Abb. 6-25 zu sehen.
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Abb. 6-25: Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramm zu den Bruchzahigkeiten von lasergekerbten Proben
bei Raumtemperatur
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Mittels Druckermiidung angerissene Proben

Insgesamt acht mittels Drickermiidung angerissene Proben wurden bei Raumtemperatur ge-
testet. Die Bruchzéhigkeiten sind Tabelle 6-6 zu entnehmen.

Tabelle 6-6: Bruchzahigkeiten bei Raumtemperatur der Bruchmechanikversuche mit mittels Druckermu-
dung eingebrachten Anrissen

Ky [MPavm]

8,60 8,61 8,64 8,80

8,93 8,94 8,96 9,51

Der Mittelwert der acht Ergebnisse betragt K, = 8,87 MPavm. Die Standardabweichung be-
tragt 0,28 MPavm. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 22,612 und nach
LR 33,434, wobei bei der eher geringen Grof3e der Stichprobe der eine Ausreil3er
(9,51 MPavm) die Streuung deutlich verbreitert. Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist in
Abb. 6-26 zu sehen.
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Abb. 6-26: Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramm zu den Bruchzahigkeiten von mittels Druckerm-
dung angerissenen Proben bei Raumtemperatur

Vergleichende Diskussion

Beim Vergleich der Mittelwerte der Bruchzahigkeiten fallt auf, dass der Wert von 17,44 MPavm
fur Proben mit rasierklingenpolierten Kerben deutlich héher als die Werte von Proben mit La-
serkerben (9,47 MPavm) oder mittels Druckermiidung erzeugter Anrisse (8,87 MPavm) ist.
Gleiches zeigt sich bei der Standardabweichung. Hier ist der Wert flr mithilfe von rasierklin-
genpolierten Kerben préaparierten Proben (2,21 MPam) fast zehnmal héher als die der beiden
anderen Verfahren (0,23 bzw. 0,27 MPaym). Anzumerken ist, dass die Einbringung der rasier-
klingenpolierten Kerben bereits zu einer signifikanten Streuung der Kerbgrundradien fuhrt.
Dies ist ein Aspekt bei der Beurteilung der erhéhten Standardabweichung.
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Fir grofRere Kerbradien wird die Messung héherer Bruchzahigkeiten erwartet [198]. Dies ruhrt
daher, dass mit zunehmender Grof3e eines endlichen Kerbradius die Spannungskonzentration
abnimmt. Die Last, welche aufgebracht werden muss, damit sich im Kerbgrund ein scharfer
Riss bildet (nukleiert), muss also erhdht werden [11]. Gleichzeitig wird u.a. aus dieser Last
(Kraft) die Bruchz&ahigkeit bestimmt.

Wie in Abb. 6-27 dargestellt, gibt es einen kritischen Kerbradius \/E oberhalb dem die Bruch-
zahigkeit K;. linear zur Wurzel des Kerbradius zunimmt, wahrend unterhalb des kritischen Ker-
bradius vermeintlich korrekte Bruchzéhigkeitswerte fir K;. ermittelt werden [47]. Der kritische
Wert hangt jeweils vom Material bzw. dessen aktuellen Materialverhaltens ab.

Es scheint, als wirde der kritische Radius fur Wolfram in der vorliegenden Mikrostruktur und
Versuchsorientierung fir Proben mit rasierklingenpolierten Kerben (p = 20-30 pm) bei Raum-
temperatur noch Uberschritten. Wahrenddessen weisen die sehr &hnlichen Bruchzahigkeiten
von Proben mit Laserkerben sowie mittels Drickermidung angerissene Proben darauf hin,
dass die Kerbradien der Laserkerben (p = 2—3 um) ausreichend klein sind, um korrekte Bruch-
zahigkeitswerte zu bestimmen.

K 4

h

-
»

VP V0

Abb. 6-27: Einfluss des Kerbradius auf die errechnete Risszéhigkeit nach [47]

Die Weibull-Verteilungen der Bruchzahigkeiten von Proben mit Laserkerben und mittels
Druckermiidung erzeugter Anrisse sind in Abb. 6-28 dargestellt. Die beiden Verteilungen ah-
neln sich sowohl optisch als auch beim Blick auf die Weibull-Parameter. Dabei weicht die
Streuung bzw. der Weibull-Formparameter der mittels Druckermiidung angerissenen Proben
mit 22,612 noch von dem der lasergekerbten Proben mit 34,669 ab. Fir Erstgenannte wurden
allerdings nur acht Versuche durchgefiihrt. Der Abstand kdnnte sich also durch Testen weite-
rer mittels Druckermidung angerissener Proben verringern. Der Weibull-Skalenparameter be-
tragt fir die lasergekerbten Proben 9,587 MPavm und fiir die mittels Druckermiidung angeris-
senen Proben 9,021 MPavm. Der niedrigere Wert fiir mittels Druckermiidung angerissene Pro-
ben kann dadurch erklart werden, dass bei der Risseinbringung die Belastung der Probe unter
Druck zu Eigenspannungen in Form von Zugspannungen vor der Rissspitze fiihrt, die keine
abschirmende Wirkung haben [199]. Solche Spannungen verringern normalerweise den
Bruchwiderstand.
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Nach Betrachtung dieser Ergebnisse, vor allem der hohen Weibull-Formparameter m der
Bruchzéhigkeiten von lasergekerbten sowie mittels Druckermidung angerissenen Proben,
kann die probabilistische Betrachtung bei Raumtemperatur vernachlassigt werden. Es liegt im
Rahmen des Mdoglichen nach deterministischem Vorgehen lediglich einige wenige Tests
durchzufiihren und daraus die Bruchzahigkeit zu (er-)mitteln und diese ggf. mit einem Sicher-
heitsfaktor zu beaufschlagen.
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Abb. 6-28: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme zu den Bruchzahigkeiten von lasergekerbten
sowie mittels Druckermiidung angerissenen Proben bei Raumtemperatur. Wahrscheinlichkeitskurven und
dazugehdrige Histogramme sind farblich miteinander verbunden

6.4.2.2 200 °C
Proben mit rasierklingenpolierten Kerben

Es wurden vier Proben mittels Rasierklingenpolieren gekerbt. Die Préaparation aller vier Proben
sowie die anschlieBenden Bruchmechanikversuche wurden von M. Conte [197] durchgefihrt.
Die Ergebnisse sind Tabelle 6-7 zu entnehmen.

Tabelle 6-7: Bruchzahigkeiten bei 200 °C der Bruchmechanikversuche mit mittels Rasierklingenpolieren
eingebrachten Kerben

Ky [MPavm]

17,86 21,19 21,88 23,88

Der Mittelwert der vier Ergebnisse ergibt K_Q = 21,20 MPavm. Die Standardabweichung betragt

2,17. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 7,581 und nach LR 8,280, wo-
bei auch hier gilt, dass dieser Wert bei einer so geringen Stichprobengréf3e nur als grober
Anhaltswert betrachtet werden kann.
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Proben mit Laserkerben

Auch bei einer Versuchstemperatur von 200 °C wurden 30 Bruchmechanikversuche an Pro-
ben mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung eingebrachten Kerben durchgefiihrt. Abb. 6-29
zeigt Kraft-Verschiebungs-Kurven einiger ausgewahlter (5 aus 30) und als reprasentativ zu
betrachtender Bruchmechanikversuche. Wie schon bei Raumtemperatur zeigen alle Proben
ein linear-elastisches Verhalten bis zum Eintreten des Bruchs, also des pl6tzlichen Abfalls der
Kraft. Allerdings ist der Kraftbereich, in dem alle ausgewahlten Versuche ihr Maximum haben,
mit ca. 300 N bis fast 500 N viel groRRer als dies bei Raumtemperatur der Fall war. Die in
Abb. 6-29 gezeigten Versuche beinhalten sowohl die Kraft-Verschiebungs-Kurve der niedrigs-
ten als auch der hochsten ermittelten Bruchzéhigkeit aller 30 Versuche.
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Abb. 6-29: Reprasentative Auswahl von Kraft-Verschiebungs-Kurven bei 200 °C

Die ermittelten Bruchzahigkeiten reichen Uber die in Tabelle 6-8 dargestellten Werte. Eine
Ubersicht tiber alle Werte befindet sich in Anhang B.

Tabelle 6-8: Bruchzahigkeiten bei 200 °C der Bruchmechanikversuche mit mittels Femtosekundenlaser-
strahlung eingebrachten Kerben

K,y [MPavm]

13,19 15,49 24,86

Der Mittelwert der 30 Ergebnisse betragtK_Q = 16,37 MPaVm. Die Standardabweichung be-

tragt 2,84 MPa\m. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt 5,193. Die Wahrscheinlich-
keitsdichtefunktion ist in Abb. 6-30 zu sehen.
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Abb. 6-30: Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramm zu den Bruchzéhigkeiten von lasergekerbten Proben
bei 200 °C

Der Weibull-Plot der zweiparametrigen Verteilung der Bruchzahigkeiten ist in Abb. 6-31 dar-

gestellt. Die Anpassung wird mithilfe des Kolmogorov-Smirnow-Tests (s. Abs. 4.2.1.2) uber-

pruft. Die zweiparametrige Weibull-Verteilung kann als geeignete Verteilungsfunktion akzep-

tiert werden. Die KST-Statistik ist mit 0,2179 unter dem kritischen Wert von 0,24, wahrend der

p-Wert mit 0,099 tUber dem Signifikanzniveau von 0,05 liegt.
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Abb. 6-31: Weibull-Plot der Bruchzahigkeiten von lasergekerbten Proben bei 200 °C

Wie in Abb. 6-32 zu sehen ist, wurden weitere Verteilungsfunktionen an die Bruchzahigkeits-
werte angefittet. Im Ergebnis zeigt sich, dass alle untersuchten Verteilungsfunktionen im KST
einen p-Wert von uber 0,05 erreichen und somit geeignet sind. Die Normalverteilung schneidet
mit einem p-Wert von 0,1 ahnlich wie die zweiparametrige Weibull-Verteilung (0,099) ab. Mit
einem p-Wert von 0,48 weist die Gumbel-Verteilung eine hohe Anpassungsgite auf. Die
hochsten p-Wert erreichen die Exponentialverteilung (0,502), die Gammaverteilung (0,754),
die dreiparametrige Weibull-Verteilung (0,76) und die Log-Normalverteilung (0,879). Sie
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scheinen somit besonders gut geeignet zu sein. Allerdings ist zu beachten, dass die vier letzt-
genannten Verteilungsfunktionen durch ihre Form sowie durch das Vorhandensein einer fak-
tischen Untergrenze einen wenig konservativen Ansatz bieten. Es gibt aktuell keine physikali-
sche Begriindung dafir, dass der niedrigste Wert (bzw. ein Wert sehr nahe am niedrigsten
Wert) der Bruchzahigkeiten der Stichprobe geeignet wére, eine untere Grenze zu bilden. Im
Gegenteil, es werden auch Bruchzahigkeitswerte weiter aul3erhalb der Grenzen der aktuellen
Stichprobe erwartet.
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Abb. 6-32: Weitere Verteilungen fir die Bruchzéhigkeiten von lasergekerbten Proben bei 200 °Cin (a) als
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (PDFs) und in (b) als kumulative Verteilungsfunktionen (cumulative
distribution functions, CDFs)

Mittels Druckermidung angerissene Proben

Insgesamt acht mittels Driickermidung angerissene Proben wurden bei 200 °C getestet. Die
Bruchzéhigkeiten sind Tabelle 6-9 zu entnehmen.
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Tabelle 6-9: Bruchzahigkeiten bei 200 °C der Bruchmechanikversuche mit mittels Druckermiidung einge-
brachten Anrissen

Ky [MPavm]

15,82 16,39 16,62 20,65

21,43 22,88 23,90 24,13

Der Mittelwert der acht Ergebnisse ergibt K, = 20,23 MPavm. Die Standardabweichung be-

tragt 3,25 MPavm. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 6,212 und nach
LR 6,178. Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist in Abb. 6-33 zu sehen.
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Abb. 6-33: Weibull-Verteilung und Histogramm zu den Bruchzahigkeiten von mittels Druckermtudung an-
gerissenen Proben bei 200 °C

Vergleichende Diskussion

Die Weibull-Verteilungen der Bruchzahigkeiten von lasergekerbten Proben, die bei Raumtem-
peratur bzw. 200 °C getestet wurden, sind in Abb. 6-34 dargestellt. Die Weibull-Skalenpara-
meter betragen 9,587 MPaym bzw. 17,615 MPavm. Ein groRRer Unterschied der Streuung ist
zwischen den beiden Kurven erkennbar, worauf bereits die Weibull-Formparameterwerte von
34,669 bzw. 5,193 hinweisen. Im vorhergehenden Abschnitt wurde die Notwendigkeit der pro-
babilistischen Betrachtung der Bruchzahigkeiten bei Raumtemperatur in Frage gestellt. Fur die
breite Streuung der Bruchzahigkeiten bei 200 °C stellt sich diese Frage nicht. EsS muss eine
probabilistische Auswertung stattfinden.
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Abb. 6-34: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme zu den Bruchzahigkeiten von lasergekerbten
Proben bei RT und 200 °C. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdrige Histogramme sind farblich mit-
einander verbunden

Anders als bei der Verteilung der Bruchzahigkeiten bei Raumtemperatur ist bei 200 °C der
Weibull-Skalenparameter der Verteilung der mittels Druckermiidung angerissenen Proben mit
21,608 MPavm signifikant héher als jener der lasergekerbten Proben (17,615 MPavm). Dies
ist in Abb. 6-35 dargestellt und widerspricht den in Abs. 5.2.1.3 dargelegten Ausflhrungen,
wonach die Zugeigenspannungen der mittels Druckermiidung angerissenen Proben eigentlich
zu vergleichsweise niedrigeren Bruchzahigkeiten fihren sollten. Die Frage, ob dieses Ergeb-
nis lediglich auf die unterschiedlichen Grof3en der Stichproben (30 zu 8) zurlickzufuhren ist

oder ob ein physikalischer Hintergrund vorliegt, kann im Rahmen dieser Arbeit nicht abschlie-
Rend geklart werden.
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Abb. 6-35: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme zu den Bruchzahigkeiten von lasergekerbten

sowie mittels Druckermiidung angerissenen Proben bei 200 °C. Wahrscheinlichkeitskurven und dazuge-
hoérige Histogramme sind farblich miteinander verbunden
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6.4.2.3 300 °C
Proben mit rasierklingenpolierten Kerben

Es wurden funf Proben mittels Rasierklingenpolieren gekerbt. Die Praparation aller finf Proben
sowie die anschlieRenden Bruchmechanikversuche wurden von M. Conte [197] durchgefihrt.
Die Ergebnisse sind Tabelle 6-10 zu entnehmen.

Tabelle 6-10: Auf dem J-Integral basierende Bruchzahigkeiten K, der Bruchmechanikversuche mit mittels
Rasierklingenpolieren eingebrachten Kerben bei 300 °C

K;o [MPavm]

25,28 30,43 32,17 32,19 35,13

Der Mittelwert der finf Ergebnisse betragt K;, = 31,04 MPavm. Die Standardabweichung be-
tragt 3,25. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 8,597 und nach LR 8,457,
wobei auch hier gilt, dass dieser Wert bei einer so geringen Stichprobengrdf3e nur als grober
Anhaltswert betrachtet werden kann.

Proben mit Laserkerben

Auch bei einer Versuchstemperatur von 300 °C wurden 30 Bruchmechanikversuche an Pro-
ben mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung eingebrachten Kerben durchgefuhrt. Abb. 6-36
zeigt Kraft-Verschiebungs-Kurven einiger ausgewahlter (5 aus 30) und als reprasentativ zu
betrachtender Bruchmechanikversuche. Im Gegensatz zum Verhalten der Proben bei Raum-
temperatur und 200 °C zeigen bei 300 °C nicht alle Proben ein linear-elastisches Verhalten bis
zum Eintreten des Bruchs. Einige der ausgewahlten Proben (Exp 3 bis 5) weisen ein zum Teil
ausgepragtes nichtlineares Verhalten vor dem Bruch auf. Nichtlineares Verhalten zeigt sich
bei etwa der Halfte aller Versuche (16 von 30). Mit Auftreten des nichtlinearen Verhaltens ver-
groRert sich auch der Kraftbereich, in dem alle ausgewahlten Versuche ihr Maximum haben,
mit ca. 375 N bis knapp tUber 1000 N noch einmal deutlich im Vergleich zu dem bei 200 °C.
Die in Abb. 6-36 gezeigten Versuche beinhalten sowohl die Kraft-Verschiebungs-Kurve der
niedrigsten als auch der hochsten ermittelten Bruchzahigkeit (K, und K,) aller 30 Versuche.
Fur die nichtlinear versagenden Proben wird gema ASTM E1820 [143] die auf dem J-Integral
basierende Bruchzahigkeit K;, bestimmt (vgl. Abs. 4.1.2).

100



Ergebnisse und Diskussion

1000 |
300 °C

800 |

600 |

Kraft [N]

400 | ;
\ —Exp1 —Exp2
200 | —Exp3 —Exp4
[ Exp 5

0 [ T S S S R ,
0,00 0,05 0,10 0,15
Verschiebung [mm]

Abb. 6-36: Reprasentative Auswahl von Kraft-Verschiebungs-Kurven bei 300 °C

Die ermittelten Bruchz&higkeiten reichen Uber die in Tabelle 6-11 dargestellten Werte. Eine
Ubersicht tiber alle Werte befindet sich in Anhang B. Wie bereits angesprochen, weisen unge-
fahr die Halfte der getesteten Proben linear-elastisches Verhalten vor dem Bruch auf, wahrend
die andere Halfte sich nichtlinear verhalt. Ebenso unterschieden sich die Bruchzahigkeiten, je
nach Verhalten und Art der Bestimmung, sehr stark voneinander. Daraus lasst sich keine gute
unimodale Weibull-Verteilung ableiten. Deshalb wird die bimodale Weibull-Verteilung
(s. Abs. 4.2.1.4) angewendet, wozu die Bruchzéhigkeitswerte in zwei Gruppen aufgeteilt wer-
den. In Tabelle 6-11 sind jeweils die kleinsten und groRten Werte der jeweiligen Gruppe ange-
geben. Fir jede Gruppe wird eine zweiparametrige Weibull-Verteilung ermittelt.

Tabelle 6-11: Bruchzahigkeiten K, und auf dem J-Integral basierende Bruchzahigkeiten K;, der Bruchme-
chanikversuche mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung eingebrachten Kerben bei 300 °C

Ko [MPaVm] K;o [MPavm]

16,59 30,81 | 44,98 167,07

Der Mittelwert der 14 Ergebnisse der ersten Gruppe ergibtK_Q = 21,38 MPaVm. Die Stan-
dardabweichung betragt 3,76 MPaym. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach
MLE 4,879 und nach LR 6,767. Der Mittelwert der 16 Ergebnisse der zweiten Gruppe ergibt
m = 82,75 MPaVm. Die Standardabweichung betragt 26,61 MPavm. Der Weibull-Parameter
der Streuung m ergibt nach MLE 2,793 und nach LR 3,851. Die Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktionen beider Gruppen sind in Abb. 6-37 zu sehen.
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Abb. 6-37: Bimodale Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramme zu den Bruchzahigkeiten (K, und K;4)
von lasergekerbten Proben bei 300 °C. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdrige Histogramme sind
farblich miteinander verbunden

Bereits im Weibull-Plot der Bruchzahigkeiten aller 30 lasergekerbten Proben in Abb. 6-38 (a)
lassen sich zwei Populationen erkennen. In Abb. 6-38 (b) sind die beiden Populationen ge-
trennt voneinander als Weibull-Plots dargestellt. Bei Populationsgréfen kleiner als 30 Proben
kann es durchaus vorkommen, dass andere statistische Verfahren zu besseren Ergebnissen
als der Maximume-Likelihood-Schatzer fihren [152, 153]. Aus diesem Grund wird auf die bei-
den Gruppen mit jeweils 14 bzw. 16 Proben ebenfalls die Methode der linearen Regression
(s. Abs. 4.2.1.2) angewendet. Es zeigt sich, dass sich die Geraden der linearen Regression
beider Gruppen besser an die Bruchzahigkeitswerte anpassen, als die Geraden der Maximum-
Likelihood-Methode dies tun. Trotzdem werden, aus Grinden der Vergleichbarkeit, weiterhin
die mithilfe der Maximum-Likelihood-Methode bestimmten Weibull-Parameter herangezogen.
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Abb. 6-38: (a) Weibull-Plot der Bruchzahigkeiten (K, und K;4) von allen 30 lasergekerbten Proben bei

300 °C. (b) Getrennte Weibull-Plots der beiden Gruppen der bimodalen Weibull-Verteilung. Als Schétz-
funktion kam sowohl die Maximum-Likelihood-Methode als auch die Methode der linearen Regression
zum Einsatz.

Zur Berechnung der kumulativen Versagenswahrscheinlichkeit einer bimodalen Weibull-Ver-
teilung stehen die multiplikative (s. Formel 4-35) sowie die additive Form (s. Formel 4-36) zu
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Verfligung. Erganzend zu den bereits genannten Parametern werden zur Losung der Formeln
die Weibull-Skalenparameter benétigt. Diese betragen 23,02 MPavm bzw. 92,12 MPaym. Die
multiplikative Form der bimodalen Weibull-Verteilung entspricht weitestgehend einer unimo-
dalen Weibull-Verteilung der ersten Gruppe. Die beiden Kurven sind in Abb. 6-39 fast de-
ckungsgleich dargestellt. Die additive Form hingegen zeichnet sich durch eine ausgepréagte
Bimodalitdt sowie einen insgesamt flacheren Verlauf, inklusive eines Knicks, aus. In dieser
Form gibt es einen Parameter «, welcher die Effektivitat jeder Verteilung beschreibt, also den
Ubergang bestimmt, ab dem die erste Verteilung endet und die zweite beginnt [161]. Dieser
Ubergang bildet den Knick im Kurvenverlauf und wurde gemaR der Anzahl der Proben der
ersten Gruppe im Verhéaltnis zur Gesamtprobenanzahl mit 0,466 definiert. Das additive Modell
ist in der Lage, die experimentellen Daten zu beschreiben und stellt einen Kompromiss hin-
sichtlich der Komplexitat sowie der hinreichenden Beschreibung der experimentellen Daten
dar [161].

Die bimodale Methode wird in der neusten Auflage der ASTM E1921 Norm [38] fur den Fall
empfohlen, dass eine Bruchzéhigkeitsverteilung aus zwei Populationen besteht, wobei die
eine sproder als die andere ist. Als Beispiel wird dort die Warmeeinflusszone einer Schweil3-
verbindung genannt. Da im vorliegenden Fall ebenfalls zwei Bruchz&higkeitspopulationen vor-
liegen, kann die Verwendung der additiven Form der bimodalen Weibull-Verteilung, als weni-
ger konservativ im Vergleich zur multiplikativen Form, in Betracht gezogen werden.
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Abb. 6-39: Bimodale Weibull-Verteilung (CDF) in multiplikativer sowie additiver Form. Zum Vergleich wird
die unimodale Weibull-Verteilung (CDF) der ersten Gruppe gezeigt.

Die Zweigeteiltheit der Ergebnisse lasst sich auch anhand der lichtmikroskopischen Aufnah-
men in Abb. 6-40 erkennen. Die in Abb. 6-40 (a) dargestellte Probe, mit einer vergleichsweise
niedrigen Bruchzahigkeit (16,59 MPavm) und linear-elastischem Verhalten bis zum Versagen
zeigt keinerlei Hinweise auf die Ausbildung einer plastischen Zone entlang des Rissfortschritts.
Im Gegenteil dazu weist die in Abb. 6-40 (b) dargestellte Probe eine deutlich sichtbare plasti-
sche Zone unterhalb der Laserkerbe und fiir eine gewisse Lange entlang des Risses auf. Die
Kraft-Verschiebungs-Kurve dieser Probe zeigt ausgepréagtes nichtlineares Verhalten und er-
reicht mit 167,10 MPaVm eine vergleichsweise hohe auf dem J-integral basierende Bruchza-
higkeit.
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el

Abb. 6-40: Vergleich der Ausbildung bzw. Nichtausbildung einer optisch erkennbaren plastischen Zone

entlang des Rissfortschritts bei 300 °C. (a) Probe mit vglw. niedriger Bruchzahigkeit (16,59 MPaym) und

linear-elastischem Verhalten bis zum Versagen und (b) Probe mit vglw. hoher, auf dem J-Integral basie-
render, Bruchzahigkeit (167,10 MPavm) und nichtlinearem Verhalten vor dem Versagen.

Mittels Druckermidung angerissene Proben

Insgesamt acht mittels Drickermidung angerissene Proben wurden bei 300 °C getestet. Die
Bruchzéhigkeiten sind Tabelle 6-12 zu entnehmen.

Tabelle 6-12: Bruchzahigkeiten K, und auf dem J-Integral basierende Bruchzahigkeiten K;, der Bruchme-
chanikversuche mit mittels Druckermidung eingebrachten Anrissen bei 300 °C

Ky K;o [MPavm]
26,78 38,09 56,04 58,30 61,06
89,76 116,19 163,75

Der Mittelwert der sieben Ergebnisse ergibt @ = 83,31 MPaVm. Die Standardabweichung be-
tragt 40,54 MPavm. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 1,590 und nach
LR 1,865. Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist in Abb. 6-41 zu sehen. Auf Grundlage der
kleinen Stichprobe sowie nach Sichtung des Weibull-Plots ist es hier wenig sinnvoll eine bimo-
dale Weibull-Analyse vorzunehmen.
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Abb. 6-41: Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramm zu den Bruchzahigkeiten (K, und K;4) von mittels
Druckermiidung angerissenen Proben bei 300 °C

Der mit sieben Proben Uberwiegende Teil zeigt nichtlineares Verhalten im Kraft-Verschie-
bungs-Diagramm vor Eintritt des Bruchs. Lediglich der erste Bruchzahigkeitswert in Ta-
belle 6-12 ergibt sich aus einem linear-elastischen Verhalten.

Vergleichende Diskussion

Waéhrend bei einer Versuchstemperatur von 200 °C noch alle Proben linear-elastisches Ver-
halten bis zum Bruch gezeigt haben, versagen bei 300 °C einige Proben erst nachdem sie
nichtlineares Verhalten aufgewiesen haben. Dies deutet darauf hin, dass bei einer Versuchs-
temperatur von 300 °C die Plastizitat in der Prozesszone bereits so hoch ist, dass wenn sich
in unmittelbarer Nahe zur Anrissfront keine bruchauslésend kritische Schwachstelle befindet,
ein Verlust der Dehnungsbehinderung (loss of constraint) einsetzt. Diese Verringerung der
Spannungsmehrachsigkeit erlaubt wiederum eine weitere Plastifizierung der Prozesszone,
was zu einer Duktilisierung fahren kann. Alle 16 Proben der zweiten Gruppe mit hohen K-
Werten versagen am Ende ihrer Versuche mit einer katastrophalen, instabilen Rissausbreitung.
Auch unter Zuhilfenahme der Rasterelektronenmikroskopie konnte auf den Bruchflachen der
untersuchten Proben keine Zone ausgemacht werden, welche auf einen vorhergehenden
stabilen Rissfortschritt hindeuten wirde. Dazu ist zu sagen, dass sich die Beurteilung von
Wolframbruchflachen allgemein als schwierig erweist.

Eine weitere Beobachtung ist, dass das Verhaltnis zwischen Proben, die sich linear-elasti-
schen oder nichtlinear verhalten haben, im Fall der lasergekerbten Proben 14 zu 16 ist, wah-
rend es bei Proben mit mittels Druckermidung erzeugtem Anriss 1 zu 7 betragt. Dies ist be-
merkenswert, da die scharfen Anrisse letzterer Proben im Vergleich zu Laserkerben kleinere
Radien aufweisen. Allerdings kénnen auch andere Gegebenheiten, wie beispielsweise die in
Abs. 5.2.1.4 beschriebenen kleinen Lécher im Kerbgrund als Folge der Laserbestrahlung,
nicht ausgeschlossen werden. In Betracht zu ziehen ist, dass Zugeigenspannungen, wie sie
in den mittels Druckermiidung angerissene Proben vorliegen, eine plastische Verformung an
der Rissspitze verursachen kdénnen, die dann zu einer Abstumpfung (blunting) des Risses flihrt.
Durch diese Abstumpfung wiirde die Spannungsintensitat an der Rissspitze verringert, was
die fur die Rissausbreitung erforderliche Energie erhdoht und damit die Bruchzéhigkeit
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verbessern kdnnte. Zugeigenspannungen vor dem Anriss kdnnen ebenfalls eine Dehnungs-
verfestigung zur Folge haben, welche wiederum der Rissinitilerung bzw. -ausbreitung entge-
genwirken kann. Dass die Bruchzahigkeiten der mittels Druckermiidung angerissenen Proben
im Mittel (20,23 MPavm) hoher als die der lasergekerbten Proben (16,37 MPavm) sind, war
bereits bei 200 °C der Fall.

Der Weibull-Formparameter m aller lasergekerbten Proben bei 200 °C betragt 5,193. Der
Weibull-Formparameter der ersten Gruppe von 14 Proben bei 300 °C, welche nach rein linear-
elastischem Verhalten versagen und somit als sprode anzusehen sind, betragt 4,879. Zum
einen zeigt sich, dass diese beiden Werte nahe beieinander liegen. Es lasst sich schlussfol-
gern, dass sich die maximale Streuung der Bruchzéhigkeiten des Wolframmaterials in T-L Ori-
entierung in etwa in diesem Bereich befinden muss. Zum anderen sind die beiden Werte nahe
an dem von Wallin [36] postulierten Wert von 4. Dieser Wert hat auch Eingang in die Norm
ASTM E1921 [38] zur Master Curve gefunden.

Der Weibull-Formparameter m von allen 30 lasergekerbten Proben bei 300 °C betragt 1,501
und ist mit dem der mittels Druckermiidung angerissenen Proben von 1,590 vergleichbar.

6.4.2.4 400 °C
Proben mit rasierklingenpolierten Kerben

Es wurden vier Proben mittels Rasierklingenpolieren gekerbt. Die Praparation einer der vier
Proben sowie der anschlieRende Bruchmechanikversuch wurden von M. Conte [197] durch-
gefuhrt. Die Ergebnisse sind Tabelle 6-13 zu entnehmen.

Tabelle 6-13: Auf dem J-Integral basierende Bruchzahigkeiten K;, der Bruchmechanikversuche mit mittels
Rasierklingenpolieren eingebrachten Kerben bei 400 °C

K;o [MPavm]

30,42 44,33 48,39 59,11

Der Mittelwert der vier Ergebnisse ergibt K;, = 45,56 MPavm. Die Standardabweichung be-
tragt 10,28. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach MLE 3,275 und nach LR 3,622,
wobei auch hier gilt, dass dieser Wert bei einer so geringen Stichprobengrof3e nur als grober
Anhaltswert betrachtet werden kann.

Proben mit Laserkerben

Auch bei einer Versuchstemperatur von 400 °C wurden 30 Bruchmechanikversuche an Pro-
ben mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung eingebrachten Kerben durchgefuhrt. Abb. 6-42
zeigt Kraft-Verschiebungs-Kurven einiger ausgewahlter (5 aus 30) und als reprasentativ zu
betrachtender Bruchmechanikversuche. Ahnlich wie bereits bei 300 °C zeigen einige Proben
linear-elastisches Verhalten bis zum Eintreten des Bruchs, wahrend andere ein zum Teil aus-
gepragtes nichtlineares Verhalten vor dem Bruch aufweisen. Nichtlineares Verhalten zeigt sich
bei 5 der 30 Versuche. Der Kraftbereich, in dem alle ausgewahlten Versuche ihr Maximum
haben, erstreckt sich von knapp 500 N bis ca. 1000 N und ist damit etwas kleiner als der
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Bereich bei 300 °C. Die in Abb. 6-42 gezeigten Versuche beinhalten sowohl die Kraft-Ver-
schiebungs-Kurve der niedrigsten als auch der hochsten ermittelten Bruchzahigkeit (K, und
K;q) aller 30 Versuche.
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Abb. 6-42: Reprasentative Auswahl von Kraft-Verschiebungs-Kurven bei 400 °C

Die ermittelten Bruchz&higkeiten reichen Uber die in Tabelle 6-14 dargestellten Werte. Eine
Ubersicht tiber alle Werte befindet sich in Anhang B. Wie bereits angesprochen, weisen 25
von 30 der getesteten Proben linear-elastisches Verhalten vor dem Bruch auf, wahrend sich
die weiteren funf nichtlinear verhalten. Die Bruchzahigkeiten unterscheiden sich, je nach Ver-
halten und Art der Bestimmung, sehr stark voneinander. Daher lasst sich auch bei 400 °C
keine gute unimodale Weibull-Verteilung herleiten. Es wird eine bimodale Weibull-Verteilung
(s. Abs. 4.2.1.4) angewendet, wozu die Bruchzahigkeitswerte in zwei Gruppen aufgeteilt wer-
den. In Tabelle 6-14 sind jeweils die kleinsten und groRten Werte der jeweiligen Gruppe ange-
geben. Fur jede Gruppe wird eine zweiparametrige Weibull-Verteilung ermittelt.

Tabelle 6-14: Bruchzahigkeiten K, und auf dem J-Integral basierende Bruchzahigkeiten K;, der Bruchme-
chanikversuche mit mittels Femtosekundenlaserstrahlung eingebrachten Kerben bei 400 °C

Ko [MPaVm] K;o [MPavm]

21,63 31,03 | 229,54 290,99

Der Mittelwert der 25 Ergebnisse der ersten Gruppe ergibt K_Q = 26,73 MPavym. Die Stan-
dardabweichung betragt 2,27 MPa\m. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt 12,436.
Der Mittelwert der 5 Ergebnisse der zweiten Gruppe ergibt m = 249,09 MPaVm. Die Stan-

dardabweichung betragt 22,02 MPavm. Der Weibull-Parameter der Streuung m ergibt nach
MLE 7,427 und nach LR 11,128. Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen beider Gruppen sind
in Abb. 6-43 zu sehen.
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Abb. 6-43: Bimodale Weibull-Verteilung (PDF) und Histogramme zu den Bruchzahigkeiten (K, und Kj4)
von lasergekerbten Proben bei 400 °C. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdrige Histogramme sind
farblich miteinander verbunden
Im Weibull-Plot in Abb. 6-44 (a) zeigt sich noch deutlicher als bereits bei 300 °C, dass zwei
Populationen von Ergebnissen vorliegen. Jede der beiden Gruppen fur sich betrachtet besitzt
eine geringere Streuung als dies noch bei 300 °C der Fall war. Die Mechanismen, welche dazu
fuhren, dass einige Proben sehr hohe Bruchzahigkeiten erreichen kénnen, werden im Rahmen

dieser Arbeit nicht untersucht. Der Fokus liegt auf der Betrachtung des sproden Versagens.
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Abb. 6-44. (a) Weibull-Plot der Bruchzahigkeiten (K, und K4) aller 30 lasergekerbten Proben bei 400 °C.
(b) Getrennte Weibull-Plots der beiden Gruppen der bimodalen Weibull-Verteilung. Als Schéatzfunktion
kam sowohl die Maximum-Likelihood-Methode als auch die Methode der linearen Regression zum Ein-

satz.

Mittels Druckermtdung angerissene Proben

In Ermangelung an mittels Druckermiidung angerissenen Proben wurden bei 400 °C keine

Versuche durchgefiihrt.
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Vergleichende Diskussion

Auffallig ist, dass bei einer Versuchstemperatur von 400 °C drei der vier getesteten Proben mit
rasierklingenpolierten Kerben erst nach einem (kurzen) nichtlinearen Verlauf katastrophal ver-
sagen. Demgegeniber stehen 25 der 30 lasergekerbten Proben, welche bis zum Versagen
linear-elastisches Verhalten zeigen. Dies konnte mit kleineren Radien am Kerbgrund der la-
sergekerbten Proben begrindet werden. Dieser allgemeinen Begriindung widersprechen al-
lerdings die Ergebnisse bei 300 °C. Dort versagen 3 der 5 Proben mit rasierklingenpolierter
Kerbe nach linear-elastischem Verhalten katastrophal, wahrend im Fall von lasergekerbten
Proben mit 14 zu 16 ebenfalls ein fast ausgeglichenes Verhaltnis von Proben mit und ohne
linear-elastischem Verhalten vor Versagen herrscht.

In diesem Kapitel werden bei vier verschiedenen Temperaturen getestete Proben analysiert.
Die Streuung der Bruchzéahigkeiten ist dabei ein interessantes Merkmal. Sie kann mithilfe des
Weibull-Formparameter m quantitativ beschrieben werden. Dabei gilt, je hdher m desto gerin-
ger die Streuung. Die Weibull-Formparameter reichen von einem vergleichsweise hohen Wert
von 34,669 bei Raumtemperatur bis zu einem mittleren Wert von 12,436 fur die erste Gruppe
bei 400 °C. Dazwischen ergeben sich untereinander &hnliche, deutlich niedrigere Werte von
5,193 und 4,879 fur 200 °C bzw. die erste Gruppe bei 300 °C. Dies weist darauf hin, dass sich
der Sprod-duktil-Ubergangsbereich fiir Wolfram in der T-L Orientierung zwischen 200 °C und
400 °C in der Nahe von 300 °C befinden sollte. Fiir diese Betrachtung wurden bei 300 °C und
400 °C nur die Proben beriicksichtigt, welche sprdde (linear-elastisch) versagt haben.

Die in diesem Abschnitt bestimmten Bruchzahigkeiten fir die unterschiedlichen Temperaturen
kénnen zur Erstellung einer Master Curve genutzt werden. Diese eigene Master Curve ist in
Abb. 6-45 dargestellt. Bei 300 °C und 400 °C wurden jeweils nur die ersten Gruppen der
Bruchzahigkeitswerte verwendet, also nur K,-Werte. Verglichen wird sie mit der im EUROfu-
sion Materialeigenschaftenhandbuch (MPH) [181] angegebenen Master Curve fir Wolfram.
Dabei zeigt sich, dass die beiden Master Curves bei Raumtemperatur Gbereinanderliegen. Mit
steigender Temperatur erreicht die eigene Master Curve im gesamten dargestellten Tempera-
turbereich deutlich héhere Bruchzahigkeitswerte und ist damit weniger konservativ als die
Master Curve des MPH. Die 90 %-Konfidenzintervalle (Grenzen bei 5°% und 95°%) der beiden
Master Curves flr die Streuung der Werte ergeben sich gemanR den jeweiligen Weibull-Form-
parametern m. Als Weibull-Formparameter fir die eigene Master Curve wird der niedrigste
Wert aus den Analysen der lasergekerbten Proben in diesem Kapitel gewahlt. Dieser Wert
betragt 4,879 und wurde aus den 14 sprédenversagenden Proben bei 300 °C bestimmt. Der
Weibull-Formparameter der MPH Master Curve ist mit 7,250 deutlich héher. Allerdings wurde
dieser Wert als Mittelwert mehrerer Weibull-Formparameter bei verschiedenen Temperaturen
und mikrostrukturellen Orientierungen berechnet [19].
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Abb. 6-45: Vergleich der Master Curve fur Wolfram aus dem EUROfusion Materialeigenschaftenhandbuch
(MPH) [181] mit einer auf Basis der eigenen Werte bestimmten Master Curve. Die 90 %-Konfidenzintervalle
(Grenzen bei 5°% und 95°%) der Streuung ergeben sich gemaR den Weibull-Formparametern m, welche
im Fall der MPH Master Curve mit 7,250 und im Fall der eigenen Master Curve mit 4,879 angegeben wer-
den.
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6.5 Bruchflachenanalysen

6.5.1 Statistische Bruchflachenanalyse

In diesem Abschnitt werden jeweils Bruchflachen von zwei bruchmechanischen KLST-Proben
entsprechend Abs. 5.2.1 analysiert, welche bei der gleichen Temperatur getestet wurden. Das
Vorgehen zur statistischen Analyse kann Abs. 2.4.1 entnommen werden. Die gesamte Bruch-
flache wird zuerst in kleinere Ausschnitte unterteilt. Uber diese Ausschnitte wird anschlieRend
ein Raster von Punkten gelegt, an deren Positionen der jeweils vorliegende Bruchflachentyp
identifiziert wird. Ein Beispiel fur dieses Raster ist in Abb. 6-46 zu sehen.

Abb. 6-46: Raster Uber dem Ausschnitt einer Wolframbruchflache. An den Positionen der Punkte wird der
Bruchflachentyp identifiziert. Die roten Punkte wurden aus Grinden der Erkennbarkeit in der Abbildung
vergroRert.

Die Bruchflachenmerkmale wurden in zwei Typen eingeteilt. Typ 1 zeichnet sich durch fast
glatte, spaltbruchartige Facetten aus, die eher einem transkristallinen Bruch &hnlich sehen.
Bei Typ 2 weisen die Bruchfacetten eine wellige Gestalt und deutliche Unebenheiten auf, wel-
che eher einem interkristallinen Bruch &hneln. Bruchfacetten, die keinem der genannten Typen
zuordenbar sind, werden unter ,andere” geflhrt.

Um gegebenenfalls Unterschiede der Bruchflachen bei Proben, welche bei der gleichen Ver-
suchstemperatur getestet wurden, méglichst deutlich erkennen zu kénnen, wurden jeweils
zwei Proben ausgewahlt, deren Bruchzahigkeiten (K, und K;,) moglichst weit auseinander
liegen. AnschlieRend wurden jeweils die Bruchflachen analysiert und bezlglich der Typen
guantifiziert. Die Ergebnisse dieser Auswertung sind in Tabelle 6-15 und Abb. 6-47 aufgefihrt.
Es zeigt sich bei allen betrachteten Temperaturen (RT, 200 °C, 300 °C), dass die Proben mit
niedrigeren Bruchzéhigkeitswerten einen hoheren Anteil von Typ 1-Bruchfacetten haben. Das
Verhaltnis von Typ 1 zu Typ 2 betragt in diesen Fallen ungeféhr 2:1. Bei den Proben mit ho-
heren Bruchzahigkeiten zeigt sich tber alle Versuchstemperaturen hinweg, dass das Verhalt-
nis von Typ 1- zu Typ 2-Bruchfacetten nahezu ausgeglichen (1:1) ist. Die beiden Proben, die
bei 300 °C getestet wurden, weisen einen vergleichsweise hohen Anteil von nicht zuordenba-
ren Bruchfacetten auf.
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Tabelle 6-15: Anteile von Bruchfacettentypen (Typ 1, Typ 2, andere) fir Proben getestet bei RT, 200 °C und
300 °C. Bei jeder Temperatur wurden zwei Proben miteinander verglichen, wobei die Proben so gewahlt
wurden, dass jeweils eine Probe eine hohe (h) und eine Probe eine niedrige (n) Bruchzahigkeit besitzt.

Probe Typ 1 Typ 2 andere

RT (n) 66 % 34 %

RT (h) 52 % 47 % 1%
200 °C (n) 68 % 31 % 1%
200 °C (h) 53 % 45 % 2 %
300 °C (n) 56 % 36 % 8 %
300 °C (h) 45 % 39 % 16 %

60%

40%
N I I I I
0%

RT(n) RT(h) 200°C(n)200°C(h) 300°C(n) 300°C(h)

Anteil

ETyp1 mTyp 2 mandere

Abb. 6-47: Anteile von Bruchfacettentypen (Typ 1, Typ 2, andere) fur Proben getestet bei RT, 200 °C und
300 °C. Bei jeder Temperatur wurden zwei Proben miteinander verglichen, wobei die Proben so gewahlt
wurden, dass jeweils eine Probe eine hohe (h) und eine Probe eine niedrige (n) Bruchzahigkeit besitzt.

6.5.2 Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslésender Stelle

Die bruchauslosende Stelle auf einer Bruchflache in Wolfram zu finden ist ungleich schwieriger
als dies bei Stahl der Fall ist. Die in Abs. 2.4.2 fur Stahlbruchflachen beschriebenen Merkmale
auf den Spaltbruchfacetten treten bei Wolfram im spréden Bereich nicht in dieser Weise auf.
Trotzdem wurde versucht die bruchauslosende Stelle zu identifizieren. Es wird davon ausge-
gangen, dass sich bruchauslésende Stellen an Korngrenzen befinden.

In Abb. 6-48 wird exemplarisch die Identifikation einer mdglichen bruchauslésenden Stelle auf
einer Wolframspaltbruchflache gezeigt. Bei weniger starker Vergrof3erung von 2000x bis
3000x wurde nach relevanten Stellen entlang der Anrissfront gesucht. Magliche
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bruchauslosende Stellen wurden im Anschluss bei einer starkeren Vergrof3erung von = 5000x
genau auf ihre Merkmale untersucht. Ist die Wahrscheinlichkeit eine bruchauslésende Stelle
gefunden zu haben sehr hoch, wird der Abstand zwischen dieser Stelle und der Anrissfront
bei einer geeigneten VergrolRerung gemessen. Im Beispiel in Abb. 6-48 (d) betragt dieser Ab-
stand 27,54 pm.

Um eine Korrelation zwischen Abstanden und Bruchzahigkeiten herzustellen, sollten fir alle
Proben einer Versuchsreihe (z. B. N = 30) die bruchauslésenden Stellen fraktografisch ermit-
telt werden. Dieses Vorgehen ist sehr aufwendig und zeitintensiv. Aus diesem Grund wurde
zunachst Uberprift, ob die zu erwartenden Ergebnisse Uberhaupt fir eine FE-Simulation zu
gebrauchen sind. Konkret stellt sich die Frage, ob durch die Einbringung einer Schwachstelle
im FE-Modell vor der Anrissfront das aus den Experimenten bekannte Verhalten reproduziert
werden kann. Die humerischen Simulationen dazu sind in Abs. 6.7.3 zu finden.

Abb. 6-48: Identifikation einer mdglichen bruchauslésenden Stelle auf der Wolframspaltbruchflache.

(a) Uberblick (VergroRerung: 100x), (b) Ermittlung einer méglichen bruchauslésenden Stelle (3000x),

(c) detaillierte Ansicht der Merkmale zur genaueren Untersuchung der mdglichen bruchauslésenden
Stelle (5000x) und (d) Messung des Abstands zwischen Anrissfront und bruchausldsender Stelle (3000x).
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6.6 Konzeptl

6.6.1 Simulationsmodell

6.6.1.1 Aufbau

Das mit ABAQUS erstellte Modell besteht aus vier Teilen. Zwei Rollen fiir die Halterung, eine
sog. Finne fir die Lastaufbringung sowie die angerissene Probe selbst. Die Rollen sind als
starre Korper definiert und mit der Probenoberflache durch den Kontaktinteraktionstyp Flache-
zu-Flache verbunden. Die Eigenschaften der Kontakte wurde fur tangentiales Verhalten als
rau (rough) und fur Verhalten in normaler Richtung als hart (hard contact) definiert. Die Finne
ist das einzige Teil mit einem translatorischen Freiheitsgrad. Sie bewegt sich entlang der y-
Achse (vertikale Richtung in Abb. 6-49). Die Drehbewegung (um die z-Achse) steht allen tra-
genden Teilen frei.

Die fur das 2D-Simulationsmodell verwendeten Elemente sind lineare, quadratische Elemente
mit 4 Knoten. Das FE-Modellnetz kann mit den genannten Elementen entweder im ebenen
Dehnungszustand (CES4) oder im ebenen Spannungszustand (CPS4) erstellt werden. In die-
ses Modell ist der ebene Dehnungszustand implementiert. Zusatzlich wird die Dicke der Probe
aufRerhalb der modellierten Ebene, die sog. out-of-plane thickness, gemaR der Breite der
KLST-Probe auf 3 mm gesetzt. Im mittleren Teil des Probekorpers wird der Anriss von 1 mm
mithilfe der Funktion seam eingebracht. An der Spitze des Anrisses und im Bereich des vor-
definierte Rissverlauf, der Prozesszone, wird das Netz verfeinert. Die Prozesszone (Abb. 6-49)
besteht sowohl aus Kontinuums- als auch aus dazwischenliegenden Kohasivelementen. Zur
Einbringung von Kohasivelementen werden Kontinuumselementen voneinander getrennt.
Dazu werden Knoten, die sich Kontinuumselemente bislang geteilt haben, verdoppelt. Damit
liegen entlang der Trennstellen jeweils zwei Knoten tGbereinander, die allerdings keine Verbin-
dung mehr zueinander haben. Die Kohasivelemente werden in geeigneter Form mit diesen
Knoten verbunden, sodass fortan wieder eine Verbindung zwischen den Kontinuumselemen-
ten besteht, welche die Kohasivelemente bilden (s. Abb. 6-49). Unter Belastung nehmen die
urspriinglich eindimensionalen Kohasivelemente zwischen den Kontinuumselementen zuneh-
mend eine flachige Form (2D) an. Mit zunehmender Belastung werden die Kohéasivelemente,
beginnend am Anriss, immer starker belastet, bis die einzelnen Kohasivelemente nach und
nach versagen und sich der Riss ausbreitet. Das Modell in Abb. 6-49 stellt eine transversale
Kornorientierung (T-L Orientierung) dar. Da der Riss in dieser Orientierung nahezu gerade
durch die Probe verlauft, ist hier keine breite Prozesszone mit mehreren nebeneinanderliegen-
den Reihen von Kontinuum- sowie Kohasivelementen notwendig.

Fur die Kohasionszonenmodellierung wird das von Scheider [163] entwickelte Kohasionsele-
ment als benutzerdefiniertes Element (UEL) in das FE-Simulationsmodell implementiert. Bei
diesem Kohasivelement gibt es drei Optionen fiir die Definition von Traktions-Separations-
Gesetzen. Diese sind in Abs. 4.2.3.3 dargestellt. StandardmaRig werden TSL-Kurven durch
Einstellen der Traktion (Kohasivspannung, o..,) sowie der kritischen Separation §, definiert.
Im Falle der TSL nach Scheider [98] kbnnen weitere Trennungsparameter (§; und §,) einge-
stellt werden, um den Kurvenverlauf zusatzlich zu verandern. Um sprodes Verhalten
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nachzustellen werden §, und §, auf einen gleichen, sehr kleinen Wert von 0,0016, gesetzt.
Die Anwendbarkeit des 2D-Modells wurde durch die Simulation eines 3D-Modells bestatigt,
wobei der Unterschied zwischen den jeweiligen Ergebnissen weniger als 4 % betragt.

Die Materialdaten der Kontinuumselemente fiir die relevanten Temperaturen von RT bis
400 °C sind in Abschnitt 6.2 aufgefuhrt.
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!I!I ! l Kontinuumselement
X !I!I ! I eingebettetes
oy NN

Abb. 6-49: FE-Modell eines Drei-Punkt-Biegeversuchs mit einer angerissenen KLST-Bruchmechanik-
probe, ahnlich wie bei Mahler et al. [170]

Prozesszone -~

Kohasivelement

Im Rahmen dieser Arbeit wurden flr Konzept 1 lediglich zweidimensionale FE-Simulationen
der KLST-Probe durchgefihrt. Dies ist ausreichend, um das Prinzip, also die mdgliche Ein-
bindung der Weibull-Parameter zur Streuung in das Kohasivzonenmodell, zu testen. Die Ver-
wendung von 3D-FE-Modellen wurde in Betracht gezogen und getestet. Allerdings ergeben
sich nur kleine Unterschiede, numerisch bedingte Unterschiede zwischen den 2D- bzw. 3D-
Modellen, welche wiederum keinen Einfluss auf die Streuung der Simulationsergebnisse re-
lativ zueinander haben.

6.6.1.2 Konvergenzstudie zur Netzfeinheit

Eine Konvergenzstudie zur Netzfeinheit wurde durchgefiihrt. Dazu wurden eine ganze Reihe
von FE-Modellen der KLST-Probe mit immer kleiner werdenden Kohéasivelementen simuliert.
Eine Ubersicht der Kraft-Verschiebungs-Kurven von Modellen mit Koh&sivelementgroRen zwi-
schen 0,01 x 0,01 pum2 und 0,001 x 0,001 um2ist in Abb. 6-50 gegeben. Als Kohéasivspannung
wird der in Abs. 6.3.4 bestimmte Wert von 1290,27 MPa eingesetzt. Fir die Kohasivenergie
wird 0,2128 N/mm verwendet (s. Abs. 6.6.1.4). Grundsatzlich weisen alle gezeigten Kurven
eine groRe Ahnlichkeit auf und die Abweichungen befinden sich bereits bei unter 1 %. Modelle
mit Kohasivelementkantenléangen von 0,01 um, 0,0075 pum sowie 0,005 um zeigen allerdings
noch keinen glatten und einen leicht abweichenden Verlauf. Dies weist auf (kleine) Probleme
wahrend der Simulation hin. Ebenso lassen sich die Verluste der Struktursteifigkeit in den
Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationsergebnisse von Modellen mit 0,0075 um und
0,005 um langen Kohéasivelementen nur durch das Auftreten numerischer Artefakte erklaren.
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Bei einer Kantenlange von 0,0025 pm zeigt sich der erwartete Verlauf, auch wenn sich erst
bei 0,001 um ein perfekt glatter Verlauf einstellt. Modelle mit einer KohasivelementgrélZe von
0,001 x 0,001 pm? werden fortan fur die Simulationen in der T-L Orientierung eingesetzt. Es
sei darauf hingewiesen, dass sich die Kohasivelementgrélie lediglich aus Konvergenzgrinden
ergibt und keinerlei Zusammenhang mit der Korngré3e oder anderen GefiligegroRen besteht.

209 [

201 [

199 L Z ./ . A T .
0,0133 0,0138 0,0143
Verschiebung [mm]

—— Elementgrofe 0,001 x 0,001 ym?

—— Elementgroflie 0,0025 x 0,0025 pm?
---- Elementgrée 0,005 x 0,005 pm?

—— ElementgroRe 0,0075 x 0,0075 ym?
------- Elementgrofe 0,01 x 0,01 pym?

Abb. 6-50: Einfluss der Netzfeinheit auf die Ergebnisse von Bruchmechaniksimulationen

6.6.1.3 Einfluss des Kerbradius im Simulationsmodell

Das in Abschnitt 6.6.1.1 beschriebene FE-Modell besitzt an der Spitze des Anrisses einen sog.
scharfen Anriss. Die Rissspitze weist also zu Beginn der Simulation keinen Radius auf. Bei
lasergekerbten Proben, welche im Rahmen dieser Arbeit hauptsachlich verwendet wurden,
entsteht ein Kerbgrund mit einem Radius von 2-3 um (vgl. 5.2.1.2). Um den Einfluss eines
Radius an der Spitze des Anrisses in der Simulation zu testen, wurden FE-Modelle mit Radien
von 1 um und 2 um erstellt. Abb. 6-51 zeigt Kraft-Verschiebungs-Kurven als Ergebnis von Si-
mulationen von Modellen mit scharfem Anriss sowie mit Kerbgrundradien von 1 pum bzw. 2 pum.
Dabei zeigt sich, dass die Ergebnisse keine relevante Abweichung zeigen und fortan praktisch
jedes der drei Modelle verwendet werden kann.

116



Ergebnisse und Diskussion

207 Kein Radius
Kerbradius 1pm

- --- Kerbradius 2pum ,
205 | i
= |
& I
[\ |
< 203 | :
201 | i
199 [ N PR | L M L L PR | PR :

0,0133 0,0135 0,0137 0,0139 0,0141 0,0143
Verschiebung[mm]

Abb. 6-51: Einfluss des Kerbradius

6.6.1.4 Ubereinstimmung von Experiment und Simulation

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Wolframmaterial zeigt bei Raumtemperatur linear-
elastisches bruchmechanisches Verhalten. Fir diesen Fall kann die Energiefreisetzungsrate
G nach Griffith mit der Kohasivenergie I, fur den ebenen Verzerrungszustand gleichgesetzt
werden:

KIZ *(1-v?)

I’ =G =
Coh E

(6-4)

Dabei werden Elastizitatsmodul und Querkontraktionszahl gemanR Tabelle 5-2 mit 397398 MPa
und 0,28 gewahlt. In Abschnitt 6.4.2.1 wird mit den Versuchsergebnissen von 30 lasergekerb-
ten Proben eine Weibull-Verteilung mit einer Streuung von 34,669 bestimmt. Der Weibull-Ska-
lenparameter K, dieser Verteilung von 9,586 MPavm wird in Formel 6-4 eingesetzt. Die Koha-
sivenergie I, ergibt sich zu 0,2128 N/mm. Wird dieser Wert zusammen mit einer Kohasiv-
spannung o, von 1290,27 MPa (vgl. Abs. 6.3.4) als Kohésivzonenparameter eingesetzt, so
ergibt sich die Kraft-Verschiebungs-Kurve ,Simulationsergebnis® in Abb. 6-52 mit einem maxi-
malen Kraftwert von 206,84 N. Wird Formel 4-2 nach Kraft P, gelost, errechnet sich allerdings
ein theoretischer Wert von 217,35 N. Die Probenhdhe W enspricht 4 mm, die Probenbreite
sowie die Nettoprobenbreite B und By entsprechen 3 mm, der Auflagerabstand betragt 25 mm
und der Geometriefaktor wird mit 1,339 bestimmt. Die theoretische Kraft-Verschiebungs-Kurve
ist rotgestrichelt ebenfalls in Abb. 6-52 abgebildet.

Die Kohasivenergie des Simulationsmodells von 0,2128 N/mm reicht folglich nicht aus, um den
theoretischen Kraftwert von 217,35 N zu erreichen. Die Kohéasivenergie muss angepasst wer-
den. Durch die Erhéhung der Kohasivenergie auf 0,2362 N/mm wird eine max. Kraft von
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217,38 N im Kraft-Verschiebungs-Diagramm erreicht. Dies entspricht in guter Naherung dem
theoretischen Ergebnis. Die angepasste Kohasivenergie kommt bei allen folgenden zweidi-
mensionalen Simulationen zum Einsatz.
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— Simulationsergebnis

------- Weibull-Mittelwert aus Experimenten

Abb. 6-52: Vergleich der Ergebnisse von Simulation und einer Kraft-Verschiebungs-Kurve, deren Kraft
und Verschiebung sich aus dem Weibull-Mittelwert der Experimente ergibt

6.6.2 Probabilistische Analyse bei Raumtemperatur

Wie bereits in Abschnitt 3.1.2 beschrieben, wird bei diesem Konzept eine Weibull-Verteilung
mit den Versagensspannungen aus den Vier-Punkt-Biegeversuchen (Abs. 6.3) bestimmt. Der
Wert des Weibull-Skalenparameters wird gleich der Kohasivspannung des Kohasivzonenmo-
dells gesetzt. Im nachsten Schritt werden eine Reihe von Simulationen durchgefiihrt, wobei
die Kohasivspannung jeweils gemal der Streuung (Weibull-Formparameter m) der Weibull-
Verteilung verandert ist. Die Kohasivenergie bleibt bei allen Simulationen gleich und hat den
im vorhergehenden Abschnitt bestimmten Wert. Es entsteht eine Schar von simulativ erzeug-
ten Kraft-Verschiebungs-Kurven in Abhangigkeit der Versagenswahrscheinlichkeiten. Dies ist
in Abb. 6-53 beispielhaft dargestellt.
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Abb. 6-53: Qualitative Darstellung der zu erwartenden Kraft-Verschiebungs-Kurven von Simulationen, in
welche Werte fur die Kohasivspannungen entsprechend den Versagenswahrscheinlichkeiten (VersWahr)
eingehen
Mit simulativ ermittelten maximalen Kraftwerten zum Zeitpunkt des linear-elastischen Versa-
gens aus Abb. 6-53 lassen sich mithilfe von Formel 4-2 jeweils Bruchzahigkeiten in Abhangig-
keit der Versagenswahrscheinlichkeit bestimmen. Wird dieses Vorgehen fiir verschiedene
Temperaturen wiederholt, kann das Bruchzahigkeits-Temperatur-Versagenswahrscheinlich-

keits-Diagramm aus Abb. 3-1 erstellt werden.

Es bleibt zu untersuchen, ob dieses Vorgehen zu sinnvollen Ergebnissen fuhrt. Also ob die
Streuung der Weibull-Verteilung aus den Versagensspannungen der Vier-Punkt-Biegeproben
simulativ eingesetzt werden kann, um die Streuung aus Bruchmechanikversuchen zu imitieren.
Dazu werden die Simulationsergebnisse bzw. die daraus resultierenden Bruchzéhigkeiten mit
den Ergebnissen von Bruchzahigkeiten, ermittelt aus Bruchmechanikversuchen
(vgl. Abs. 6.4.2.1), verglichen. Die beiden Weibull-Verteilungen sind in Abb. 6-54 dargestellt.
Es zeigt sich, dass die simulativ ermittelten Bruchzahigkeiten deutlich weniger streuen. Der
Weibull-Formparameter m dieser Verteilung (schwarz) liegt bei 157,815. Zur Erinnerung, der
Wert fir die Streuung bei den experimentell bestimmten Bruchzahigkeiten an lasergekerbten
Proben liegt bei 34,669.
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Abb. 6-54: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme der Bruchzéhigkeiten aus Experimenten (rot,
m = 34,669) mit lasergekerbten Proben sowie von Simulationen (schwarz, m = 157,815) bei Raumtempera-
tur. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehérige Histogramme sind farblich miteinander verbunden

6.6.3 Einfluss der Kohasivspannung

Im vorherigen Abschnitt zeigt sich eine sehr geringe Streuung der mithilfe von Simulationser-
gebnissen ermittelten Bruchzahigkeiten. Da sich die Simulationen nur durch jeweils anders
gewdhlte Kohasivspannungen unterscheiden, wahrend die Kohasivenergie gleichbleibt, soll
der Einfluss der Anderung der Kohasivspannung auf das Simulationsergebnis grundséatzlich
untersucht werden. Der mdgliche Einfluss der Kohasivspannung auf die simulierten Bruchza-
higkeiten ist in Abb. 6-55 zu sehen. Die Kohé&sivenergie betragt fir alle Simulationen
0,2362 N/mm.

Die Kohasivspannung wird zwischen 500 MPa und 10000 MPa variiert. Es zeigt sich ein
schwer einzuordnender Verlauf der Bruchzéahigkeit tber der Kohasivspannung. Es gibt zwi-
schen 5000 — 10000 MPa einen Bereich, in dem die Bruchzéhigkeit in linearer Abhangigkeit
zur Kohasivspannung steigt. Im Bereich von 2500 — 5000 MPa folgt auf den Anstieg der Ko-
hasivspannung fast kein Anstieg der Bruchzahigkeit. Im relevanten Bereich rund um den Span-
nungswert des Skalenparameters der Weibull-Verteilung von 1290,27 MPa (mittleres Kreuz in
Abb. 6-55 (b)) zeigt sich ein weiteres problematisches Verhalten. Von 500 MPa kommend
steigt zwar die Bruchzahigkeit auch zwischen der Kohasivspannung von 739,63 MPa (linkes
Kreuz), fur eine kleine Versagenswahrscheinlichkeit von 1,7 %, und der von 1290,27 MPa bei
63,21 % weiter an, allerdings flacht dieser Anstieg im Bereich zwischen 1290,27 MPa und
1563,77 MPa (rechtes Kreuz), bei einer hohen Versagenswahrscheinlichkeit von 98,3 %, wie-
der ab.

Abb. 6-55 (c) zeigt 30 Simulationsergebnisse (blaue Punkte) von Modellen, bei denen mithilfe
einer Schatzfunktion (s. Formel 4-26) fiir 30 Versagenswahrscheinlichkeiten mit Formel 4-21
jeweils Kohasivspannungen (wobei: a¢,, = 0y¢f) bestimmt und eingesetzt wurden. Die Werte
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der Weibull-Parameter sind m = 7,307 sowie g, = 1290,27 MPa. Der Verlauf der Bruchzéhig-
keiten bei steigenden kumulativen Versagenswahrscheinlichkeiten entspricht dem Verlauf der
Bruchzé&higkeit in Abhangigkeit der Kohasivspannung in Abb. 6-55 (b). Des Weiteren sind die
Ergebnisse aus den Bruchmechanikversuchen (vgl. Abs. 6.4.2.1), Gber dieselbe Schatzfunk-
tion aufgereiht, dargestellt. Es zeigt sich, dass die Simulationsergebnisse den Verlauf der Ver-
suchsergebnisse nicht in ausreichender Weise, sprich weder deckungsgleich oder zumindest
korrelierend, nachbilden kénnen. Dies ist hauptsachlich auf das Kohasivelement zurtickzufiih-
ren, bei dem die steigende Kohé&sivspannung vor allem im oberen Teil des fir diese Arbeit
relevanten Bereichs immer weniger Einfluss auf den Versagenseintritt hat. Die Kohasivspan-
nung und ihre Streuung reichen als alleinige Variable nicht aus, um damit die Bruchzahigkeit
und deren Streuung hinreichend beschreiben zu kénnen.
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Abb. 6-55: Einfluss der Kohasivspannungen in Simulationen auf die Bruchzahigkeiten der FE-Modelle

6.6.4 Probabilistische Analyse bei erh6hter Temperatur

Es wurde versucht, Konzept 1 zur probabilistischen Analyse bei erhdhten Temperaturen von
200 °C, 300 °C und 400 °C einzusetzen.

Aus der Beremin-Analyse fur 200 °C ergab sich ein Formparameter m von 16,439 und ein
Skalenparameter g, von 1016,21 MPa. Daraus lasst sich die Streuung der Kohasivspannung
fur die folgenden 30 Simulationen ableiten. Als Schatzfunktion kommt Formel 4-26 zum
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Einsatz. Daraus ergibt sich in Formel 4-21 eine Streuung der Kohasivspannungen, die von
739,54 MPa (1,7 %) bis 1106,87 MPa (98,3 %) reicht. Der Bruchzéhigkeitswert des Skalenpa-
rameters, bestimmt aus der kumulativen Weibull-Verteilung der Bruchzahigkeitsversuchen in
Abs. 6.4.2.2 bei einer Versagenswahrscheinlichkeit von 63,21 %, betragt 17,615 MPavm. Aus
dieser Bruchzahigkeit lasst sich mithilfe von Formel 4-2 der maximale Kraftwert zum Zeitpunkt
des linear-elastischen Versagens der Probe zu 399,36 N sowie mit Formel 6-4 eine Kohasiv-
energie von 0,7198 N/mm berechnen. Da eine Simulation mit der genannten Kohasivenergie
lediglich zu einer Versagenskraft von 356,12 N fiihrt, muss eine Anpassung durchgefihrt wer-
den. Dabei kann entweder die Kohasivspannung oder die -energie erhdht werden. Da die Ko-
hasivspannung im Vorgehen von Konzept 1 aus den Weibull/Beremin-Analysen tibernommen
wird, bleibt nur die Koh&sivenergie anzupassen. Dazu wird die Kohé&sivenergie in mehreren
Schritten auf einen Wert von 0,9361 N/mm erhght und festgelegt.

Es wurden 30 Simulationen mit 30 unterschiedlichen, wie oben definierten, Kohasivspannun-
gen sowie mit der festgelegten Kohasivenergie durchgefiihrt. Aus den Ergebnissen lasst sich
allerdings kaum noch eine Streuung erkennen. Die Kohasivenergie ist, im Vergleich zu Raum-
temperatur, fast viermal so hoch. Gleichzeitig ist die Streuung der Koh&sivspannung
(m = 16,439) deutlich geringer, sodass ihr Effekt auf die Streuung der Simulationsergebnisse
marginalisiert wird. Dieses Vorgehen ist nicht geeignet, um die vergleichsweise grofe Streu-
ung der Bruchzahigkeiten von Bruchmechanikproben bei 200 °C (m = 5,193) zu beschreiben.

Gleiches gilt fir die Anwendung von Konzept 1 bei 300 °C und 400 °C.

6.6.5 Bruchmechaniksimulation in L-S Orientierung

Das Ziel der Bruchmechaniksimulation von Proben mit einer anderen Orientierung der Mikro-
struktur als der im Rahmen dieser Arbeit Ublicherweise verwendeten T-L Orientierung kann
sein, die Ubertragbarkeit der furr die T-L Orientierung ermittelten Kohasivzonenparameter, bzw.
auch deren mdgliche Streuung, zu prufen. In diesem Zusammenhang ist die Frage zu klaren,
ob und wie Kohdasivzonenparameter orientierungsunabhangig bestimmt werden kénnen. Die-
ser Frage haben sich auch schon Mahler et al. [L70] gewidmet.

Mithilfe des FE-Modells einer Bruchmechanikprobe in L-S Orientierung unter der Verwendung
der Kohasivzonenparameter, welche flr die T-L Orientierung bestimmt wurden, soll die orien-
tierungsunabhangige Verwendung letzterer Gberprift werden. Fur den Vergleich bei Raum-
temperatur werden die aus Abs. 6.6.1.4 bekannten Werte von 1290,27 MPa fir die Kohasiv-
spannung und 0,2362 N/mm fir die Kohasivenergie eingesetzt. Um den Rechenaufwand des
FE-Modells im Rahmen zu halten, werden Kontinuumselemente der GréRe 10 x 10 ymz ver-
wendet. Entgegen der in Abs. 5.1.3 berechneten mittleren Korngréf3e des Materials von unge-
fahr 28 x 280 um2 als Aquivalent, wird die KorngréRe im L-S orientierten FE-Modell auf
10 x 100 um?2 festgelegt. Dementsprechend sind im in Abb. 6-56 dargestellten FE-Modell je-
weils zehn Kontinuumselemente in horizontaler Richtung untrennbar miteinander verbunden,
wahrend nach jedem zehnten Kontinuumselement ein vertikal platziertes Kohasivelement die
Kdrner trennt. In vertikaler Richtung sind zwischen allen Kontinuumselementen horizontal ori-
entierte Kohasivelemente platziert. Dies fuhrt zu dem aus den Experimenten bekannten, ter-
rassenartigen Bruchbild (vgl. Abs. 6.1.4). Ebenfalls aus den Experimenten bekannt ist, dass
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sich auf beiden Seiten der (Laser-)Kerbe Risse bilden und ausbreiten, weshalb das FE-Modell
symmetrisch zur y-Achse angelegt ist.

Das Aspektverhaltnis der mittleren Gefuigekorngrof3e von beinahe 1:10 (vgl. Abs. 5.1.3) spie-
gelt sich als zentrale Eigenschaft im FE-Modell wider. Passend dazu werden mithilfe von
Abb. 6-57 die Abmalie der Rissausbreitungen zweier Bruchmechanikproben nach Versuchs-
ende bestimmt. Das Verhdltnis in Abb. 6-57 (a) ergibt sich aus der gemessenen Lange in ho-
rizontaler Richtung von 2,625 sowie der gemessenen Lange in vertikaler Richtung von 0,543
Zu ca. 4,83. Das in Abb. 6-57 (b) auf selbe Weise ermittelte Verhaltnis betragt ca. 4,17. Beide
Verhaltnisse sind in unmittelbarer N&he eines aufgrund des Aspektverhéltnisses der Geflige-
korner (1:10) erwarteten Wertes von knapp unter 5, der sich daraus ergibt, dass sich Uberei-
nanderliegende Korner zur Halfte Gberlappen und die Ausbreitung spiegelsymmetrisch statt-
findet.

Obwohl die Rissausbreitung mit einem Winkel von ca. 70°-75° (vgl. Abb. 6-57) in einer anna-
hernd horizontalen Richtung zum senkrechten Anriss verlauft, was auf eine Rissoffnungs-
mode Il typische Gleitverschiebung hindeuten kdnnte, so ist es doch so, dass die Rissausbrei-
tung maRgeblich von der anisotropen Gefligestruktur beeinflusst wird. Die Korngrenzen der in
Langsrichtung langgezogenen Gefligekdrner bilden die energetisch bevorzugten Rissausbrei-
tungspfade, welche durch die lokale Spannungsverteilung bestimmt werden und in vergleich-
barer Weise, wie bei der senkrechten Rissausbreitung in der T-L Orientierung, vom Risso6ff-
nungsmode | dominiert werden. Zwar ist die durch die anisotropiebedingte Ablenkung der
Risse entstehende Schubspannung in der L-S Orientierung héher als in der von T-L, sodass
auch der Anteil von Mode Il leicht erhéht ist, allerdings soll die Ubertragbarkeit der Kohasivzo-
nenparameterwerte weiterhin basierend auf denen in nahezu reinem Mode | bestimmten Wer-
ten Uberprift werden.

Symmetrieachse

Abb. 6-56: Zweidimensionales FE-Halbmodell einer Bruchmechanikprobe in L-S Orientierung
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@) (b)

Abb. 6-57: MalRe der Rissausbreitung in horizontaler und vertikaler Richtung fir zwei Bruchmechanikpro-
ben (a) und (b) in L-S Orientierung bei Raumtemperatur

Die Kraft-Verschiebungs-Kurve ist als Ergebnis der Simulation des in Abb. 6-56 dargestellten
FE-Modells in Abb. 6-58 gemeinsam mit einer experimentellen Kurve abgebildet. Es ist zu se-
hen, dass die simulierte Kurve bis zu ihrem Maximalpunkt bei ungefahr 450 N linear verlauft
und anschlieBend abfallt. In der Folge weist die Kurve in der Ubersicht einen schwach abfal-
lenden Verlauf auf, wahrend bei nédherer Betrachtung eine Vielzahl feiner Zacken sichtbar wer-
den. Diese Zacken entstehen, wenn das Ende eines Korns, bestehend aus 10 Kontinuumsele-
menten, erreicht wurde und der Rissfortschritt das dort platzierte, vertikal gerichtete Kohasi-
velement eliminiert, um anschlie3end die nachstuntere Ebene zu erreichen.

Der Maximalpunkt der Kraft-Verschiebungs-Kurve aus der Simulation sowie der Bereich der
experimentellen Kurve, in welchem der lineare Verlauf in einen nichtlinearen tibergeht, liegen
nahe beieinander. Dies spricht dafurr, dass das FE-Modell das Experiment bis zu diesem Punkt
beschreiben kann. In der Folge laufen die Kurven deutlich auseinander. Dies geschieht, da
der nichtlineare Verlauf der experimentellen Kraft-Verschiebungs-Kurve, wie in Abs. 6.1.4 be-
schrieben, maf3geblich auf Risslberbriickungen und daraus resultierende Reibungseffekte zu-
rickzufuhren ist. Diese Effekte kdnnen vom FE-Modell in seiner jetzigen Form nicht adaquat
bericksichtigt werden.
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Abb. 6-58: Kraft-Verschiebungs-Kurven aus Experiment und Simulation von Bruchmechanikproben in L-S
Orientierung
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6.6.6 Zusammenfassende Diskussion

Konzept 1 war fur keine der Temperaturen, auf die es angewendet wurde, in der Lage, die
reale Streuung der Bruchzahigkeitswerte von Wolframproben zufriedenstellend nachzubilden.
Dies ware allerdings notwendig gewesen, um anschlieRend weitergehende Erkenntnisse ab-
leiten zu kénnen und weitere Schritt im Vorgehen von Konzept 1 durchzufuhren.

Das Ziel dieses Konzepts war herauszufinden, ob es moglich ist, mithilfe der Kohasivzonen-
modellierung von der Streuung der Versagensspannungen von Vier-Punkt-Biegeproben auf
die Streuung der Bruchzahigkeiten von Bruchmechanikproben zu schliel3en. Im Laufe der Si-
mulationen hat sich gezeigt, dass die Kohéasivspannung gegeniber der Kohéasivenergie deut-
lich weniger Einfluss auf das Versagensverhalten der Kohasivzone hat. Das Konzept zielte
aber darauf ab, allein die Streuung der Spannung einflieen zu lassen. Die Kohasivenergie
nicht auch einer Streuung zu unterliegen und sie stattdessen konstant zu halten, resultierte
folglich in einer sehr schmalen Streuung der Simulationsergebnisse. Wird eine Bruchzahigkeit
aus einer Verteilung mit zu schmaler Streuung (schmaler als in Realitéat) herangezogen, be-
deutet dies eine mdgliche Uberschatzung und somit eine nicht-konservative Auslegung gegen
sprodes Versagen. Dies muss in jedem Fall vermieden werden. An den zu schmalen Streuun-
gen der Simulationsergebnisse &ndert sich auch durch die Verwendung von dreidimensiona-
len FE-Modellen in Konzept 1 nicht maf3geblich etwas. Diese Limitationen bilden den Ansatz
fur das im nachsten Abschnitt diskutierte Konzept 2.

125



Ergebnisse und Diskussion

6.7 Konzept 2

6.7.1 Simulationsmodell

6.7.1.1 Aufbau

Fir Konzept 2 wird ein 3D-Simulationsmodell eines Bruchmechanikversuchs mit einer KLST-
Probe mit scharfem Anriss eingesetzt. Es handelt sich um einen Drei-Punkt-Biegeversuch,
sodass das Modell aus Probe, Finne und Auflagerrollen besteht. Durch die Ausnutzung von
Symmetrien sieht das Modell wie in Abb. 6-59 dargestellt aus. Zum einen besteht eine Sym-
metrie bezuglich der (An-)Rissebene der Probe, welche in x-Richtung zur Reduktion des Mo-
dells ausgenutzt werden kann. Zum anderen kann die Symmetrie in z-Richtung, also in Di-
ckenrichtung der Probe, ausgenutzt werden. Somit ergibt sich ein Viertelmodell.

Die Reduktion flhrt dazu, dass nur noch eine Auflagerrolle benétigt wird. Die Auflagerrolle
sowie die Finne werden nur als Kontur modelliert und als Starrkorper (rigid body) definiert. Der
Mittelpunkt des modellierten Kreisabschnitts bildet einen sogenannten Referenzpunkt. Uber
diesen Referenzpunkt werden die Freiheitsgrade der Auflagerrolle gesteuert. Die Fixierung am
Referenzpunkt betrifft die x-, y- und z-Richtung sowie die Rotation um die x- und y-Achse. Um
das Abrollen der Auflagerrolle nachzuempfinden, bleibt die Rotation um die z-Achse frei. Auf-
lagerrolle und Finne sind mit der Probenoberflache durch den Kontaktinteraktionstyp Flache-
zu-Flache verbunden. Die Eigenschaften der Kontakte wurde fir tangentiales Verhalten mit
Reibung beaufschlagt und fiir Verhalten in normale Richtung als hart (hard contact) definiert.
Um die Verschiebung der Finne wéahrend der Simulation zu ermdglichen, wird die Bewegung
ihres Referenzpunktes in y-Richtung freigegeben und in Form einer linearen Rampe aufge-
bracht.

Die Symmetrie in der Anrissebene der Probe wirde ohne Kohdasivzone durch die Bewegungs-
einschrankung der anliegenden Knoten der Kontinuumselemente in x-Richtung sowie der Ro-
tation um die y- bzw. z-Achse realisiert werden. Da an dieser Stelle aber die Kohasivelemente
liegen sollen, werden die Knoten der Kontinuumselemente mit der einen Seite der Kohasivele-
mente verbunden. Die andere Seite der Kohasivelemente, bzw. deren Knoten auf dieser Seite,
werden mithilfe einer Gleichgewichtsfunktion (equation), entsprechend Abb. 4-11, von ihren
jeweils gegeniberliegenden Kohasivelementknoten abhangig gemacht. Die Abhangigkeit er-
streckt sich dabei auf die x- und y-Richtung. Die Ausnutzung der Symmetrie in FE-Modellen
bei der Verwendung der Kohasivzone in der Symmetrieebene kann bei Brocks et al. [173] wei-
tergehend studiert werden. Mahler [140] weist mithilfe von einfachen Beispielmodellen nach,
dass die beschriebene Ausnutzung der Symmetrie und die damit einhergehende Modellreduk-
tion sowie die Verwendung der Funktion ,Equation® méglich sind.

Das reduzierte Modell der KLST-Probe besteht aus einem strukturierten Netz von quaderfor-
migen 3D-Elementen mit jeweils acht Knoten und Integrationspunkten (C8D8) sowie einer li-
nearen Ansatzfunktion. Die Anzahl der Kontinuumselemente nimmt in Richtung der (An-)Riss-
ebene zu. Dies ist notwendig, um in dieser Ebene anschlie3end eine ausreichend groRe Zahl
von Kohasivelementen platzieren zu kénnen. Als Kohasivelemente werden die nach Scheider
(vgl. Abs. 4.2.3.4) implementierten verwendet. Die (An-)Rissebene setzt sich aus dem 1 mm
tiefen Anriss, einer 0,5 mm tiefen Kohéasivzone, sowie dem Restabschnitt, welcher aus mit
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Symmetriebedingung in x-Richtung beaufschlagten Kontinuumselementen besteht, zusam-
men. Der Anriss entsteht dadurch, dass in diesem Bereich keine Symmetriebedingung defi-
niert wird. Die Modellierung einer Kerbe, wie sie die experimentellen Proben haben, ist nicht
notwendig. Die Gro3e der Kohasivzone ist ihnren Anforderungen entsprechend dimensioniert.
Eine Kohasivzone, welche sich Uber die gesamte Rissebene (ohne Anriss) erstreckt, ist fur die
im Rahmen dieser Arbeit zu erwartenden Rissvorgange nicht erforderlich und wiirde den rech-
nerischen Aufwand unnétig erhdhen. Die Grol3e der Kohasivelemente wurde in der Grof3en-
ordnung von 10 x 10 um?2 gewahlt. Damit erstrecken sich Uber die Breite des Viertelmodells
von 1,5 mm ganze 150 Kohasivelemente und tber die Tiefe von 0,5 mm 50 Kohé&sivelemente.
Dies fuhrt zu einer Gesamtzahl von 7500 Elementen in der Kohasivzone.

Die Materialdaten der Kontinuumselemente fiir die relevanten Temperaturen von RT bis
400 °C sind in Abschnitt 6.2 aufgefuhrt.

Referenzpunki:
Auflager (x=0, y=0, z=0, rx=0, ry=0) ¥

Symmetrie:
z-Richtung

Anriss

Kohé&sivzone

Symmetrie:
y-Richtung

4 Referenzpunkt:
Finne (x=0, y=Verschiebung, z=0, rx=0, ry=0)

Abb. 6-59: FE-Viertelmodell einer KLST-Bruchmechanikprobe

6.7.1.2 Festlegung des Traktions-Separations-Gesetzes

Die Festlegung der Form des Traktions-Separations-Gesetzes (TSL) ist neben der Bestim-
mung der Parameter der wichtigste Teil beim Einsatz des Kohasivzonenmodells. In
Abs. 4.2.3.3 werden einige, moégliche Formen von TSLs gezeigt. Die Verwendung des Kohé&-
sivelements von Scheider [107] ermdglicht es, das Scheider-TSL zu verwenden, bei dem Uber
zwei weitere Parameter, §; und §,, das Materialverhalten der Kohasivzone vorgegeben wer-
den kann. Eine TSL, bei der die Kohé&sivspannung uber einen langeren Bereich konstant bleibt
(s. Abb. 6-60 (a)), wird in der Regel bei duktilem Rissfortschritt eingesetzt [200, 201]. Eine TSL,
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ahnlich wie in Abb. 6-60 (b), bei der §; und &, entweder sehr nahe beieinaderliegen oder so-
gar den gleichen, im Vergleich zur Separation &, sehr kleinen, Wert haben, wird in der Regel
bei sprodem Rissfortschritt angewendet [96, 169, 172, 202].

Kabir [130] hat trotz der allgemein etablierten Anwendungsfalle der beiden in Abb. 6-60 dar-
gestellten TSLs mit den dort gezeigten Werten fur §; und §, Simulationen durchgefiihrt. Auf-
grund ihrer Erscheinungsform wird die linke TSL in Abb. 6-60 als rechteckig (rectangular, kurz:
Rect) und die rechte TSL als dreieckig (triangular, kurz: Tria) bezeichnet. Es stellte sich heraus,
dass die Simulationsmodelle mit den jeweiligen TSLs zu Kraft-Verschiebungs-Kurven fiihren,
die auf sprodes Versagen hinweisen, sprich die Kraft steigt linear an, bevor sie plétzlich stark
abfallt. Allerdings unterscheiden sich die beiden TSLs in ihrem Verhalten kurz vor Eintreten
des katastrophalen Versagens. Wahrend die Simulation mit der Rect-TSL bis zum Schluss
linear auf die Kraftspitze zuldauft, zeigt sich bei der Verwendung der Tria-TSL bereits vor Errei-
chen der Kraftspitze nichtlineares Verhalten. Das Verhalten wird damit erklart, dass bei der
Rect-TSL durch den konstanten Bereich maximaler Koh&sivspannung zeitweise mehrere Ko-
hasivelemente gleichzeitig der Separation entgegenhalten und sich eine hohe Traktion tUber
einen langeren Bereich vor dem Riss aufbaut. Dies fuhrt zum einen zum Erreichen héherer
Kraftwerte, anschlieRend aber auch zu einem abrupten Abfallen der Kraftkurve. Bei der Tria-
TSL hingegen erreichen die Kohéasivelemente entlang der Kohasivzone vor der Rissspitze all-
mabhlich ihr Koh&sivspannungsmaximum und halten dieses dann auch nur fiir einen vergleichs-
weise kurzen Moment.

8, =0.0013,
3,=0.753,

(a) (b)

Abb. 6-60: Zwei verschiedene Formen von Traktions-Separations-Gesetzen. (a) Die rechteckige Form,

auch Rect(angular) genannt sowie (b) die dreieckige Form, auch Tria(ngular) genannt [130]
Im Rahmen dieser Arbeit wurden beide TSL-Formen studiert. Es zeigte sich der oben be-
schriebene Unterschied zwischen dem Verhalten der Simulationsmodelle mit Rect- bzw. Tria-
TSL. In Abb. 6-61 sind die Kraft-Verschiebungs-Kurven von Simulationsmodellen mit jeweils
einer der beiden TSL-Formen dargestellt. Die Kohasivspannung sowie -energie wurden flr
beide Modelle gleich gewahlt und entsprechen dem Versagen einer Probe bei 200 °C. Die
Parameter 6; und 6, wurden gemaf Abb. 6-60 gewahlt. Beim Vergleich der vorliegenden si-
mulativ bestimmten Kraft-Verschiebungs-Kurven mit der Auswahl an experimentellen Kurven
in Abb. 6-29 ist zu erkennen, dass die Rect-TSL den Kraftverlauf bis zur Kraftspitze sowie den
anschlieBenden Kraftabfall bei Versagenseintritt wesentlich besser nachahmen kann. Es wird
fortan die Rect-TSL verwendet.
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Abb. 6-61: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Simulationen mit Rect- bzw. Tria-TSL

6.7.1.3 Konvergenzstudie zur Netzfeinheit

Fur das in Abs 6.7.1.1 beschriebene Simulationsmodell mit Kohasivelementen der GrélRe
10 x 10 ym?2 muss nachgewiesen werden, dass eine weitere Verringerung der Grol3e der Ko-
hasivelemente keinen Einfluss mehr auf das Ergebnis hat. Dass also dieses sowie alle ande-
ren, moglichen Modelle mit kleineren Kohasivelementen zu einer gleichen Kraft-Verschie-
bungs-Kurve filhren. Dazu wurden zusétzlich Modelle mit den KohasivelementgrofZen
5 x5 umz2, 15 x 15 ym2 sowie 50 x 50 ymz erstellt und simuliert. Fir das Separationsgesetz
wurde die Rect-Form (vgl. Abs. 6.7.1.2) mit §; = 0,0016, und 6, = 0,756, verwendet, wobei
6o gemafr Formel (4-43) mithilfe von Kohasivspannung und -energie bestimmt wird. Die Koha-
sivspannung wurde mit 1297,27 MPa gewahlt. Die aus den Versuchen an lasergekerbten
Bruchmechanikproben ermittelbare Kohasivenergie nach Formel 6-4 (s. Abs. 6.6.1.4) ergibt
0,2128 N/mm. Um allerdings mit dem dreidimensionalen 10 x 10 um2-Modell eine maximale
Kraft bei Versagen von 217,35 N zu erreichen, muss die Kohasivenergie leicht angepasst wer-
den. Mit einer Kohasivenergie von 0,2198 N/mm kann eine akzeptable maximale Kraft von
217,34 N erreicht werden. Aus dem relativ geringen Unterschied zwischen der analytisch be-
rechneten, theoretischen Kohéasivenergie von 0,2128 N/mm und der simulativ angepassten
Kohasivenergie von 0,2198 N/mm lasst sich bereits ablesen, dass eine Kohdasivzone mit
10 x 10 ymz grof3en Elementen kaum noch einen Einfluss der Netzfeinheit besitzen kann. Ein
Einfluss kann hinsichtlich der Kraft-Verschiebungs-Kurven von Modellen mit Kohasivelemen-
ten der Grof3e 5 x 5 ym2 sowie 10 x 10 umz2 in Abb. 6-62 final ausgeschlossen werden. Das
exakte Ubereinanderliegen der genannten Kurven bestatigt eine einsetzende Konvergenz der
Ergebnisse beginnend von 10 x 10 ym2-Kohasivelementen hin zu Modellen mit kleineren Ko-
hasivelementen. Modelle mit Kohasivelementen der Grofze 10 x 10 um2 werden fortan fur alle
dreidimensionalen Simulationen eingesetzt.

Ein interessanter Aspekt ist hierbei, dass bereits die Verwendung von Kohasivelementen der
GroRRe 15 x 15 ym2 zu einem Uberhéhten, von einem zu groben FE-Netz beeinflussten, Ergeb-
nis fuhrt. Die tlrkise, gestrichelte Linie in Abb. 6-62 erreicht den Punkt der maximalen Kraft
bei etwa 227,72 N.
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Abb. 6-62: Einfluss der Netzfeinheit auf die Ergebnisse von dreidimensionalen Bruchmechaniksimulatio-
nen

Abb. 6-63 zeigt die Rissfront in der Kohasivzone im Verlauf einer Simulation anhand der
Darstellung der Spannungskomponente in normaler Richtung zur Bruchfliche. Fir das
Simulationsmodell wurde die oben definierte Elementgréf3e von 10 x 10 ym2 verwendet. Die

Form sowie der Verlauf der Rissfront entsprechen den Erwartungen an das Simulationsmodell,
was als weitere Verifikation der verwendeten Elementgrof3e gewertet werden kann.
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Abb. 6-63: Spannungsverteilung der Spannungskomponente in normaler Richtung zur Bruchfla-
chenebene wéhrend des Rissfortschritt in der Simulation einer KLST-Bruchmechanikprobe: (a) bei Inkre-
ment 10, (b) bei Inkrement 3000 und (c) bei Inkrement 5500. Das simulierte Viertelmodell aus Abb. 6-59
wurde hier aus Grinden der Darstellung in ABAQUS gespiegelt.
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6.7.2 Analyse der probabilistischen Simulationen

Die probabilistische Analyse einer Bruchflache mit simulativen Mitteln ist eine multidimensio-
nale Herausforderung. Selbst nachdem im 3D-FE-Simulationsmodell bereits die Gro3e der
Kohésivelemente in der Bruchflache (s. Abs. 6.6.1.3) sowie die Form der TSL (s. Abs. 6.6.1.2)
festgelegt wurden, bleiben immer noch Variablen offen:

Cluster

Es stellt sich die Frage, welche Gro3e und welche Form die Cluster aus mehreren Kohasivele-
menten haben sollen. Dabei gibt es zwei Ansatze. Zum einen die willkirliche Wahl von GroR3e
und Form. Dabei wurden bspw. 150 x 150 uymz2, 250 x 250 um2 oder 500 x 500 ym2 grof3e,
guadratische Cluster gewahlt. Zum anderen wurde ein Cluster erzeugt, das sich an der durch-
schnittlichen Gefugekorngrof3e und -form des Wolframmaterials in der T-L Orientierung be-
zieht. Dabei kommen in Rissfortschrittsrichtung langgezogene Cluster der Gré3e 30 x 300 pm?2
zum Einsatz. Diese Clustergrof3e leitet sich aus der in Abs. 5.1.3 berichteten, mittleren Korn-
grolRe ab. Das Cluster wird als rechteckig angenommen, weshalb der Flacheninhalt des Krei-
ses mit aquivalentem, mittlerem Radius in eine Rechteckflache der Lange ~280 um und Breite
~28 ym uberfuhrt wird. Hierbei bleibt das Aspektverhéltnis von ~10 erhalten. Da die GroR3e der
Kohasivelemente auf 10 x 10 um2 festgelegt wurde, ist die Wahl einer Clustergrof3e von
30 x 300 ymz die naheliegendste Option.

Prozesszone z

Kerbe (Al mm) (0, 5Amm) y<_T

Symmetrieachse

250 x 250 pm? 150 x 150 pm? 30 x 300 ym?
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Abb. 6-64: Unterschiedliche Clustergréf3en und die jeweiligen Koh&sivspannungen der einzelnen Cluster

Starke/schwache Kohasivelemente bzw. Cluster

Eine weitere Frage stellt sich bezuglich der Verteilung von Werten fur die Koh&sivzonenpara-
meter auf die Kohasivelemente bzw. Cluster. Auch hier gibt es zwei Ansatze. Zum einen gibt
es die Mdoglichkeit Kohasivspannung und -energie vollkommen zufallig Gber die Kohasivele-
ment bzw. Cluster zu verteilen. Es kénnen dabei Elemente mit bspw. hoher Kohasivspannung
aber niedriger Kohasivenergie entstehen. Die Alternative ist die Ordnung der Werte fur die
beiden Kohasivzonenparameter der Gréf3e nach sowie die anschlielBende Zuordnung auf Ko-
hasivelemente bzw. Cluster. Damit entstehen Elemente (bzw. Cluster) hoher Kohasivspan-
nung und -energie sowie Elemente (bzw. Cluster) niedriger Kohasivspannung und -energie.
Sie werden als stark bzw. schwach bezeichnet. Die Verteilung dieser starken/schwachen Ele-
mente bzw. Cluster auf der Bruchflache geschieht wiederum zuféllig.

Kabir [130] ist ebenfalls dieser Frage nachgegangen. Die Entscheidung zur Verwendung von
starken/schwachen Clustern wird mit der Orientierung der Koérner des Materials in Richtung
der Belastung und dem dadurch unterschiedlichen Versagensverhalten in der Bruchebene be-
grindet. Auch die Kérner des im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Wolframs weisen unter-
schiedliche Kristallorientierungen in Bezug auf die Belastungsrichtung auf. Dies lasst sich nicht
zuletzt durch die Bruchflache selbst nachweisen, auf der der Riss je nach Orientierung des
Kristallgefliges, bzw. der Gleitebenen, trans- oder interkristallin fortschreitet (vgl. Abs. 6.1.1).
Die Verwendung des Ansatzes starker/schwacher Kohasivelemente bzw. Cluster kann damit
begriindet werden.

Trotzdem wurden zusatzlich Simulationen mit beiden Ansatzen durchgefiihrt. Es wurden Si-
mulationen mit Modellen mit jeweils zufallig verteilten Werten fur die Kohasivzonenparameter
sowie mit in starke und schwache unterteilte Kohasivzonenparameter durchgefihrt. Dies fand
fur zwei Konfigurationen statt. Zum einen wurde ein Cluster von 30 x 300 ym sowie Materialei-
genschaften bei Raumtemperatur gewéhlt, zum anderen wurden Modelle mit einer Cluster-
grofRe von 250 x 250 ym?2 sowie den Materialeigenschaften bei 200 °C simuliert. Die Ergeb-
nisse sind in Abb. 6-65 bzw. Abb. 6-66 dargestellt. Fir die erste Konfiguration zeigt sich kein
grol3er Unterschied zwischen den Ansatzen. Die Streuungen unterscheiden sich zwar, aller-
dings sind die Werte von m = 158,205 bei zuféllig verteilten Kohasivzonenparameterwerten
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sowie m = 107,131 bei in stark und schwach unterteilten Kohasivzonenparametern bereits so
hoch, dass ihr Unterschied kaum noch eine Rolle spielt. Bei der zweiten Konfiguration macht
sich ein Einfluss der verschiedenen Ansdtze bemerkbar. Es zeigt sich, dass der
stark/schwach-Ansatz mit einem Weibull-Formparameter von m = 15,307 zu einer grofl3eren
Streuung der Ergebnisse fuhrt, als die Konfiguration ohne den stark/schwach-Ansatz mit
m =20,655. Da die experimentellen Ergebnisse eine Streuung von m =5,193
(vgl. Abs. 6.4.2.2) aufweisen, ist zwar weder der eine noch der andere Ansatz in der Lage die
hohe experimentelle Streuung mit den verwendeten Modellen zu beschreiben, allerdings gibt
die héhere Streuung des stark/schwach-Ansatzes Anlass zu der Annahme, dass er fir dieses
Problem passender ist.

Aufgrund der genannten mikrostrukturellen und simulativen Erkenntnisse wird fortan fur alle
Simulationen der Ansatz von in stark und schwach unterteilten Koh&sivzonenparametern ver-
wendet.

g 4 —— kein stark/schwach-Ansatz
—— stark/schwach-Ansatz

Haufigkeit [-]
I
1

T T
8.8 9,0 9,2 9.4 9,6
Bruchzahigkeit [MPav'm ]

Abb. 6-65: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme der simulativ bestimmten Bruchzahigkeiten bei
Raumtemperatur fir den Fall, dass keine stark/schwach-Konfiguration (rot, m = 158,205) verwendet wird
sowie fur den Fall, dass eine stark/schwach-Konfiguration (schwarz, m = 107,131) verwendet wird. Die
Clustergrofe betragt 30 x 300 pm2. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdrige Histogramme sind farb-
lich miteinander verbunden
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Abb. 6-66: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme der simulativ bestimmten Bruchzahigkeiten bei
200 °C fur den Fall, dass keine stark/schwach-Konfiguration (m = 20,655) verwendet wird sowie fir den
Fall, dass eine stark/schwach-Konfiguration (m = 15,307) verwendet wird. Die ClustergrofRe betragt
250 x 250 ym2. Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdrige Histogramme sind farblich miteinander ver-
bunden

Art der Auswahl und Verteilung von Werten fiir die Kohasivzonenparameter

Die Auswahlen von Werten fir die Kohasivzonenparameter, Kohasivspannung sowie -energie,
kénnen, wie in Abs. 3.2.3 bereits angesprochen, aus verschiedenen Pools enthommen wer-
den. Eine Variante ist, die experimentell bestimmten Werte als Pool zu benutzen. Dazu werden
bspw. die 30 Spannungswerte bei Versagen der Vier-Punkt-Biegeproben (s. Abs. 6.3) fir die
Kohasivspannungen herangezogen. Als mdgliche Werte fur die Kohasivenergie kdnnen in glei-
cher Weise die aus den Bruchzahigkeiten der 30 Versuche mit lasergekerbten Bruchmecha-
nikproben (s. Abs. 6.4) ermittelten Bruchenergien verwendet werden. Es ergeben sich also
zwei Pools mit jeweils 30 Werten aus denen anschlieRend die Kohasivspannungen und Koha-
sivenergien fir die Kohasivelemente bzw. Cluster zufallig enthommen werden. Die Vertei-
lungsfunktion innerhalb der beiden Pools entspricht einer stetigen Gleichverteilung, wobei je-
weils die héchsten und niedrigsten Werte die Grenzen des Intervalls bilden. Die Verteilung der
Kohasivelemente bzw. Cluster auf der Bruchflache findet zufallig statt.

Kabir [130] greift in seiner Arbeit testweise in die zufallige Verteilung der Cluster ein, indem er
mehrere starke Cluster manuell an der Spitze seines Modells einer Probe mit Chevronkerbe
platziert. In diesem Fall macht sich ein deutlicher Einfluss bemerkbar. Weit weniger Einfluss
wurde die gezielte Anordnung von starken/schwachen Clustern bei Modellen von KLST-Pro-
ben machen, bei denen der Anriss gerade Uber die gesamte Breite der Probe geht. Aul3erdem
gibt es keine mikrostrukturelle Begriindung fiir eine derartige Einflussnahme auf die zufallige
Verteilung der Cluster, weshalb dies im Rahmen dieser Arbeit unterbleibt.

Eine weitere Variante ist, die mithilfe der experimentellen Ergebnisse bestimmten Verteilungs-
funktionen als Pools zu verwenden. Hierbei werden zum einen die bereits in Abs. 6.3 bestimm-
ten Parameter der Weibull-Verteilung der Versagensspannungen der Vier-Punkt-
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Biegeversuche verwendet. Zum anderen werden aus denen in Abs. 6.4 bestimmten Bruchza-
higkeiten der lasergekerbten Proben jeweils Bruchenergien berechnet und diese mithilfe einer
Weibull-Verteilung beschrieben. Die Bruchzahigkeiten K werden geméal? Formel 6-4 in Kohéa-
sivenergien I, umgewandelt. Der Zusammenhang K? ~ I;,, sowie das Ersetzen von K
durch I, in Formel 6-3 sorgen daflr, dass sich der Weibull-Formfaktor m fir die Streuung
der Kohasivenergien im Vergleich zu den Bruchz&higkeiten halbiert (K™ ~ Fg';{lz). Aus den bei-
den erwahnten Weibull-Verteilungen werden mithilfe von Zufallsgeneratoren zuféllige Werte
fur die Kohasivspannungen und -energien der Kohéasivelemente bzw. Cluster generiert.
Abb. 6-67 zeigt beispielhaft die Histogramme fiir die zuféllig generierten Werte der Kohasiv-
spannung und -energie. Die Verteilung der Kohasivelemente bzw. Cluster auf der Bruchflache
findet ebenfalls zufallig statt.
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Abb. 6-67: Histogramme der zufallig generierten Werte fir Kohasivspannungen (a) und -energien (b) auf-
grund von Weibull-Verteilungen (PDFs), die zuvor aus den experimentellen Ergebnisse von Vier-Punkt-
Biegeversuchen bzw. Bruchmechanikversuchen bestimmt wurden

Eine dritte Variante ist, die Ergebnisse aus den experimentellen Vier-Punkt-Biege- und Bruch-
mechanikversuchen nicht als Eingangswerte fur die FE-Simulationsmodelle zu benutzen und
stattdessen eine Parameterstudie der Kohasivzonenparameter vorzunehmen. Dabei werden,
beginnend von sehr kleinen PoolgroRen, wie bspw. zwei Werten, die Kohasivzonenparameter
systematisch so lange variiert, bis die aus Abs. 6.4 bekannten Verteilungen der Bruchzahig-
keiten von lasergekerbten Proben weitestgehend nachgebildet werden kénnen. Da eine will-
kurliche Variation der Kohasivzonenparameter auf der Bruchflache nicht zielfilhrend ist, soll
eine weitere Annahme in das Modell einflieBen. Dabei werden die Ergebnisse der statistischen
Bruchflachenanalyse von Abs. 6.5.1 berticksichtigt. Es hat sich gezeigt, dass sich die Anteile
von Bruchfacetten am Versagensbild der gesamten Bruchflache statisch analysieren lassen.
Des Weiteren hat sich gezeigt, dass sich das Verhaltnis von Typ 1- zu Typ 2-Bruchfacetten
hohen bzw. niedrigen Bruchzahigkeiten von Proben zuordnen lasst. Proben mit hohen Bruch-
zahigkeiten weisen ein fast ausgeglichenes Verhaltnis der beiden Facetten auf, wahrend Pro-
ben mit niedriger Bruchzahigkeit tendenziell ein 2:1-Verhéltnis von Typ 1- zu Typ 2-Bruchfa-
cetten besitzen. Daraus folgt eine Berlicksichtigung dieses Verhaltnisses bei der Auswahl der
Anzahl von starken bzw. schwachen Kohéasivelementen (bzw. Clustern) in einem Simulations-
modell. So verflgt folglich das Modell einer schwachen Probe lber weniger starke Kohasi-
velemente bzw. Cluster als das Modell einer starken Probe.
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6.7.2.1 Varianten 1 und 2 der Verteilungen der Koh&sivzonenparameterwerte bei
Raumtemperatur

Variante 1 beschreibt die gleichmafige Entnahme von Werten fir die Kohasivzonenparame-
ter aus den Pools der experimentellen Ergebnisse der Vier-Punkt-Biegeversuche (Koha&siv-
spannung) sowie der Bruchmechanikversuche (Kohasivenergie). Die zufallig gezogenen und
nach stark bzw. schwach geordneten Kohasivzonenparameter werden den Kohéasivelementen
bzw. Clustern zuféllig zugeteilt. Dies geschah fur Cluster der Grof3e 150 x 150 ym?2 und
500 x 500 ym?. Die Weibull-Verteilungen der jeweiligen Simulationsergebnisse sind in
Abb. 6-68 dargestellt. Im Vergleich zur Weibull-Verteilung der experimentellen Bruchzéhigkei-
ten zeigt sich, dass die Verteilung der simulativ erzeugten Ergebnisse weit weniger streuen,
sprich einen héheren Weibull-Formparameter m aufweisen. Es zeigt sich auch, dass selbst
die Ergebnisse der Modelle mit grof3en Clustern von 500 x 500 ym?, welche aufgrund dieser
Clustergrof3e nur noch uber drei unterschiedliche Bereiche verfligen, nicht in der Lage sind,
die Streuung der Experimente nachzuahmen. Daruber hinaus fiihrt die Verringerung der Clus-
tergrol3e allgemein zu einer geringeren Streuung.
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Abb. 6-68: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchzahigkeiten bei Raumtemperatur fiir die experimentellen
Ergebnisse (my,, = 34,669) sowie flr die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 1 mit den
Clustergrofien 500 x 500 pm2 (my,, = 44,536) und 150 x 150 pm? (my,, = 97,836). Das Histogramm ent-
spricht den experimentellen Ergebnissen
Variante 2 basiert auf der Entnahme von Werten fiir die Kohasivzonenparameter aus den
Pools der Wahrscheinlichkeitsverteilungen, welche zuvor aus den Streuungen der experimen-
tellen Ergebnisse von Vier-Punkt-Biegeversuchen bzw. Bruchmechanikversuchen bestimmt
wurden (s. Abb. 6-67). Wie zuvor beschrieben, betragt der Weibull-Formparameter m fir die
Kohasivenergien (17,335) nur die Halfte des fiir die Bruchzéahigkeiten (34,669) ermittelten. Die
aus den Wahrscheinlichkeitsverteilungen zufallig entnommenen und nach stark bzw. schwach
geordneten Werte der Kohasivzonenparameter werden den Kohasivelementen bzw. Clustern
zufallig zugeteilt. Dies geschah fir Cluster der GroRe 30 x 300 yum?2, 150 x 150 ym?2 und
500 x 500 ym2. Die Weibull-Verteilungen der jeweiligen Simulationsergebnisse sind in
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Abb. 6-69 dargestellt. Die Ergebnisse der Variante 2 der beiden Clustergrof3en 150 x 150 pm?2
und 500 x 500 ym?2 weisen beim Vergleich mit Variante 1 eine hdéhere Streuung (niedrigeres
m) auf. Im Fall von Clustergrof3e 150 x 150 ym? verringert sich der Wert fir m von 97,836 auf
78,281. Im Fall von Clustergrof3e 500 x 500 ym? von 44,536 auf 30,577. Die Verwendung der
Wahrscheinlichkeitsverteilungen als Pools fur die Werte der Koh&sivzonenparameter fihrt all-
gemein zu einer verstarkten Streuung der Ergebnisse, welche im Fall von 500 x 500 pmz2-Clus-
tern bereits im Bereich der Streuung der experimentellen Ergebnisse (m = 34,669) liegen. N&-
hert sich die ClustergréRe und -form allerdings der mittleren KorngrofR3e (30 x 300 umz2) an,
verschmaélert sich die Streuung zu einem Wert m von 143,409. Dabei kann kaum noch von
einer Streuung gesprochen werden. Dem Gesetz der grof3en Zahlen [203] folgend ist abzuse-
hen, dass sich dieser Trend flr noch kleinere Clustergréf3en fortsetzen wird, da bei steigender
Clusteranzahl (StichprobengrofRe) der (Stichproben-)Mittelwert der Kohasivparameterwerte
gegen ihren jeweiligen Erwartungswert konvergieren.
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Abb. 6-69: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchzéhigkeiten bei Raumtemperatur fir die experimentellen
Ergebnisse (my,, = 34,669) sowie fir die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 2 mit den
Clustergrofen 500 x 500 pm2 (my,, = 30,577), 150 x 150 pm? (my,,, = 78,281) und 30 x 300 pm?

(my,, = 143,409). Das Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen

In Abb. 6-70 sind die Profile der Rissfortschritte von Simulationen mit Viertelmodellen mit un-
terschiedlichen Clustergrof3en und -formen dargestellt. Auf der linken Seite sind die Verteilun-
gen der Kohasivspannungen uber die jeweiligen Cluster, auf der rechten Seite die Spannun-
gen in normaler Richtung innerhalb der Kohasivzone wahrend der Belastung, gegeben. Bei
genauerer Betrachtung lasst sich beobachten, welche Auswirkungen die unterschiedliche Ko-
hasivspannungen auf die Auspragungen der Rissfronten haben. Es zeigt sich, dass sich so-
wohl mit vergleichsweise kleinen, als auch mit vergleichsweise groRen Clustern (30 x 300 uym2
und 500 x 500 um?) gleichmaRige Verlaufe der Rissfront, wie sie von Abb. 6-63 her bekannt
sind, einstellen. Im Vergleich dazu neigen Simulationsmodelle mit den anderen beiden Clus-
tergréf3en zu teilweise deutlich inhomogeneren Verlaufen.
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Abb. 6-70: Verteilungen der Kohé&sivspannungen (links) sowie Spannungskomponenten in normaler Rich-
tung zu den Bruchflachenebenen (rechts, Normalspannung) wahrend der Rissfortschritte in Simulationen
eines Viertelmodells einer KLST-Bruchmechanikprobe. Clustergréf3en von oben nach unten:

30 x 300 pm?, 150 x 150 pm2, 250 x 250 pm2 und 500 x 500 pm?

6.7.2.2 Varianten 1 und 2 der Verteilungen der Kohasivzonenparameterwerte bei
erhdhter Temperatur

Analog zum vorhergehenden Abschnitt werden die beiden Varianten auch zur Erstellung von
Simulationsmodellen fur eine Temperatur von 200 °C verwendet. Die Ergebnisse der experi-
mentellen Versuche sowie die daraus resultierenden Weibull-Verteilungen sind in den Ab-
schnitten 6.3.5 und 6.4.2.2 sowie in Anhang A und Anhang B zu finden, wobei die Bruchza-
higkeiten Formel 6-4 folgend in Kohasivenergien umgewandelt werden. Abb. 6-71 zeigt die
Weibull-Verteilungen von Ergebnissen mit unterschiedlichen Clustern und einer Auswahl der
Werte fur die Kohé&sivzonenparameter gemaf Variante 1. Keine der Verteilungen der ver-
schiedenen ClustergréfRen ist in der Lage die Streuung der experimentellen Verteilung nach-
zubilden. Auffallig ist in diesem Fall, dass die Weibull-Formparameter m fir die Cluster
150 x 150 ym?2 und 500 x 500 ym? beinahe die gleichen Werte (~12) annehmen. Fir dieses
Verhalten konnte kein systematischer Grund identifiziert werden, sodass es als Koinzidenz
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betrachtet wird. Dass dieses Verhalten bei Variante 1 nicht generell auftritt, beweist die Be-
trachtung der ClustergrofRe 30 x 300 um?2 mit ihrer schméaleren Streuung (m = 29,666). Die im
Vergleich zu den anderen Verteilungen deutlich kleinere Streuung dieser Clustergrof3e spie-
gelt die aus dem vorherigen Abschnitt bereits bekannte Tendenz wider.

T T
7.5 10,0 12,5 15,0 17,5 20,0 22,5 25,0
Bruchzahigkeit [MPavm]

0,5
Experiment
(Mggr= 5,193)
500x%500 pm? Cluster
0.4 (Mior= 12,252)
150x150 pm? Cluster
(Mggr= 12,521)
= 03 30x300 pum? Cluster
.45 (M= 29,666)
-
=
=
=
" 0,2 |
0,1 1 \
0,0 4

Abb. 6-71: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchz&higkeiten bei 200 C fur die experimentellen Ergeb-
nisse (my,, = 5,193) sowie fir die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 1 mit den Cluster-
groéfen 500 x 500 pm2 (my,, = 12,252), 150 x 150 pm? (my,, = 12,521) und 30 x 300 pm? (my,, = 29,666). Das
Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen

Wird Variante 2 als Grundlage fir die Festlegung der Werte der Kohasivzonenparameter der
einzelnen Cluster verwendet, zeigt sich in Abb. 6-72, dass bei einer Clustergréf3e von
500 x 500 ymz die Streuung der Verteilung der Ergebnisse von 7,120 der Streuung m der ex-
perimentellen Ergebnisse (5,193) nahekommt. Der Effekt der ClustergrofRe verschwindet al-
lerdings auch hier mit abnehmender Grol3e selbiger. So betragen die m-Werte bei den Clus-
tergréfRen 150 x 150 um2 und 30 x 300 um?2 bereits 22,418 bzw. 51,471. Erstaunlich ist, dass
diese beiden Formparameterwerte ihre Pendants von Variante 1 (12,252 und 29,666) Uber-
treffen. Die Analyse bei Raumtemperatur im vorherigen Abschnitt hatte noch eine breitere
Streuung der Ergebnisse gemalR Variante 2 ergeben.
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Abb. 6-72: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchz&higkeiten bei 200 C fur die experimentellen Ergeb-
nisse (my,, = 5,193) sowie fir die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 2 mit den Cluster-
gréRen 500 x 500 YM2 (1M, = 7,120), 150 X 150 ym?2 (my,, = 22,418) und 30 x 300 pm2 (my,, = 51,471). Das

Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen

Mit der auf der mittleren Korngrol3e des Materials und somit als am realistischsten angesehe-
nen Clustergréf3e von 30 x 300 um2 wurden noch weitere Simulationen durchgefihrt. Dabei
werden ahnlich einer Parameterstudie die aus den Experimenten bekannten Streuungen von
Kohasivspannung und -energie variiert. Zunachst wird der Weibull-Formparameter m von dem
aus den Vier-Punkt-Biegeversuchen bekannten Wert von 16,439 auf Werte von 10 bzw. 5
verringert. Der Weibull-Formparameter der Kohéasivenergie bleibt unverandert bei 2,6. Der
Wert von 2,6 ergibt sich durch den zu Beginn dieses Abschnitt geschilderten Zusammenhangs
zwischen K und I;,;. Die Streuung der Kohasivspannungen wird in der Hoffnung verbreitert,
dass sich auch die Streuung der Bruchzahigkeiten als Ergebnis der Simulationen verbreitert.
Die Resultate in Form von Weibull-Verteilungskurven sind in Abb. 6-73 dargestellt. Anhand
der gezeigten Kurven sowie der angegebenen Weibull-Formparameterwerten von 38,287 bzw.
43,220 lasst sich zwar eine kleinere Verbreiterung der Streuung im Vergleich zu den Ergeb-
nissen aus der urspringlichen Verteilung der Simulationsergebnisse von 51,471 erkennen,
allerdings wurde die erhoffte starke Verbreiterung der Streuung in Richtung von 5,193 der
experimentellen Ergebnisse nicht ansatzweise erreicht. Auch zeigt sich, dass die Verbreite-
rung der Streuung der Kohdasivspannungen als Eingangswerte nicht beliebig fortfihrbar ist.
Ein Wert fir m von 10 fuhrte nach Abb. 6-73 zu einer breiteren Streuung der simulierten Bruch-
zahigkeiten als ein Wert von 5. Dies ist in gewisser Weise kontraintuitiv, macht allerdings auch
eine weitere Verbreiterung der eingehenden Kohasivspannungen (m < 5) obsolet.
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Abb. 6-73: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchzahigkeiten bei 200 C fur die experimentellen Ergeb-
nisse (my,, = 5,193) sowie fur die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 2 mit der Cluster-
grofRe 30 x 300 ym?2, wobei die Streuung der Eingabewerte fir die Kohasivspannungen jeweils verandert

werden. Es werden die originare Streuung aus den Vier-Punkt-Biegeversuchen von m = 16,439
(my, = 51,471) sowie zwei weitere, gewahlte Streuungen von m = 10 (my,, = 38,287) und m =5
(my,, = 43,220) verwendet. Das Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen

Im néchsten Anlauf wird der Weibull-Formparameter m der Kohasivenergie verringert. Ausge-
hend vom aus den Experimenten gewonnen Wert von 2,6 werden zwei neue Serien an Simu-
lationen mit Werten von 1,75 bzw. 1,5 durchgefuhrt und analysiert. Der Weibull-Formparame-
terwert der Kohasivspannungen bleibt dabei bei 16,439. Die Weibull-Verteilungen sind in
Abb. 6-74 abgebildet. Im Vergleich zur Verdnderung der Streuung der eingehenden Kohasiv-
spannungen fuhrt die Veranderung der Streuung der eingehenden Kohdasivenergien zu einer
erheblicheren Verbreiterung der Streuung. Die Weibull-Formparameter nehmen mit 22,028
und 30,991, sowohl im Vergleich mit der urspriinglichen Verteilung (51,471) als auch mit den
m-Werten aus dem vorhergehenden Szenario (38,287 bzw. 43,220), deutlich niedrigere Werte
an. Allerdings scheitert auch dieses Vorhaben daran, dass die erhoffte starke Verbreiterung
der Streuung in Richtung von 5,193 der experimentellen Ergebnisse nicht ansatzweise erreicht
wird.
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Abb. 6-74: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchzahigkeiten bei 200 C fur die experimentellen Ergeb-
nisse (my,, = 5,193) sowie fur die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 2 mit der Cluster-
grofRe 30 x 300 ym?2, wobei die Streuung der Eingabewerte flr die Kohéasivenergien jeweils verandert wer-
den. Es werden die origindren Streuung aus den Bruchmechanikversuchen von m = 2,6 (my,, = 51,471)
sowie zwei weitere, gewdahlte Streuungen von m = 1,75 (my,, = 22,028) und m = 1,5 (my,, = 30,991) ver-
wendet. Das Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen
Im finalen Anlauf wird sowohl fur die Weibull-Formparameter der Verteilungen der eingehen-
den Kohasivspannungen als auch der -energien mit verringerten Werten gearbeitet. Abb. 6-75

zeigt die Verteilungskurven der Simulationsergebnisse zweier Kombinationen von m,,_ . und
mr,,, die 5,0 und 2,0 bzw. 5,0 und 1,5 betragen. Im Vergleich zur urspriinglichen Verteilungs-
kurve, basierend auf der Kombination m, , = 16,439 und m,_ . = 2,6, zeigen sich erheblich

breitere Streuungen mit signifikant niedrigeren Weibull-Formparameterwerten von 28,793 bzw.
25,499. Ein Wert von 5,193, wie aus den experimentellen Ergebnissen bestimmt, ist allerdings
auch mit diesem Vorgehen nicht zu erreichen.
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Abb. 6-75: Weibull-Verteilungen (PDFs) der Bruchz&higkeiten bei 200 C fur die experimentellen Ergeb-
nisse (my,, = 5,193) sowie fur die Ergebnisse der Simulationsmodelle gemaf Variante 2 mit der Cluster-
gréfRe 30 x 300 pm?2, wobei die Streuung der Eingabewerte fir die Kohasivspannungen und Kohéasivener-
gien jeweils verandert werden. Es werden die origindren Streuungen aus den Versuchen (my,, = 51,471)

sowie zwei weitere, gewdahlte Streuungen von m = 5,0 fur die Kohéasivspannungen und m = 1,75 fur die
Kohésivenergien (m,, = 22,028) sowiem = 5,0 fur die Koh&sivspannungen und m = 1,5 fur die Kohésiv-

energien (my,, = 30,991) verwendet. Das Histogramm entspricht den experimentellen Ergebnissen
Der Ansatz der Verringerung der Weibull-Formparameterwerte beider Kohasivzonenparame-
ter lasst sich nicht problemlos fortsetzen. Die Simulationen eines Sets an Modellen, bei denen
die Formparameter beider Weibull-Verteilungen, sowohl fiir die Kohasivspannungen als auch
fur die Kohasivenergien, auf 1 gesetzt wurden, scheiterten. Fir eine im Rahmen dieser Arbeit
angemessenen Zeit konnte fur keines der 30 Modelle ein Rissfortschritt simuliert werden, so-
dass die dazugehdrige Kraft-Verschiebungs-Kurve einen steilen Kraftabfall zeigen wirde. Als
angemessene Rechenzeit werden flnf Tage (120 Stunden) mit 40 Prozessorkernen am Hoch-

leistungsrechen-Cluster bwUniCluster 2.0 [204] definiert.
6.7.2.3 Variante 3: Einfluss der Quantifizierung der Bruchflache

Die zuvor als Variante 3 bezeichnete Idee der Verwendung einer sehr kleinen Poolgrof3e wird
in diesem Abschnitt mit jeweils einem hohen sowie einem niedrigen Wert fiir die beiden Koha-
sivzonenparameter und die Einbringung der jeweiligen Kohasivelemente entsprechend ihres
guantitativen Auftretens betrachtet. Dabei werden aus der Versuchsreihe der bei Raumtem-
peratur getesteten lasergekerbten Proben aus Tabelle 6-5 diejenigen beiden mit der niedrigs-
ten (9,14 MPavm) bzw. der héchsten Bruchzahigkeit (10,05 MPaVm) ausgewéhlt. Diese bei-
den Proben waren bereits Gegenstand der statistischen Bruchflachenanalyse, sodass die Fla-
chenverhaltnisse von Typ 1- zu Typ 2-Bruchfacetten, entsprechend Tabelle 6-15 0,66 zu 0,34
und 0,52 zu 0,47, bekannt sind. Da die Probe mit héherer Bruchzahigkeit einen héheren Anteil
an Typ 2-Bruchfacetten aufweist, bekommt Typ 2 in den folgenden Uberlegungen eine hohere
Kohasivenergie zugewiesen als Typ 1. Die Kohasivspannung betragt fir alle Kohasivelemente
1290,27 MPa.
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Die Aufgabe besteht nun darin, eine Kombination aus den Kohasivenergien fiur die beiden
Typen von Bruchflachen zu identifizieren, sodass sich unter der Voraussetzung der vorherge-
nannten Verhaltnisse von Typ 1- zu Typ 2-Facetten in den jeweiligen Versuchsproben aus den
Simulationsergebnissen auch die jeweiligen Bruchzéhigkeiten der beiden Proben ergeben. In
Tabelle 6-16 sind stellvertretend fir sehr viele Kombinationen, die ausprobiert wurden, zwei
Kombinationen aus Kohasivenergien fur jeweils Typ 1- bzw. Typ 2-Bruchfacetten aufgefihrt.
Die erste Kombination aus Kohésivenergien I, von 0,18 N/mm und 0,28 N/mm fuhrt im Fall
der Probe mit niedriger Bruchz&higkeit zwar im Mittel zu einer simulierten Bruchzahigkeit K 5™
von 9,13 MPa\m, was der experimentell ermittelten Bruchzahigkeit von 9,14 MPavm beinahe
entspricht, allerdings ist eine Diskrepanz der Ergebnisse fiir den Fall der Probe mit hoher
Bruchzahigkeit erkennbar. Die simulierte Bruchzéhigkeit von 9,34 MPavm weicht deutlich von
der experimentellen Bruchzahigkeit (10,05 MPavm) ab. Kombination 2 ist die einzige im Rah-
men dieser Arbeit ermittelte Kombination von Koh&sivenergien, bei denen die experimentell
ermittelten Bruchzahigkeiten sowohl der Probe mit niedriger als auch der Probe mit hoher
Bruchzéhigkeit ihren simulativ ermittelten Gegenparts im Mittel weitestgehend entsprechen.
So zeigt sich bei der Verwendung von Kohdasivenergien von 0,135 N/mm und 0,435 N/mm fir
Typ 1- bzw. Typ 2-Bruchfacetten, unter Beriicksichtigung der jeweiligen Flachenverhaltnisse,
fiir die Probe mit niedriger Bruchzahigkeit (9,14 MPavm) eine akzeptable simulierte Bruchza-
higkeit von 9,10 MPavm. Nicht ganz so nahe, aber durchaus noch im akzeptablen Bereich
befindet sich der Wert fur die simulierte Bruchzahigkeit fir die Probe mit hoher Bruchz&higkeit.
Der Abstand zwischen mittlerer simulierter (9,89 MPavm) und experimenteller Bruchzéhigkeit
(10,05 MPavm) betragt 0,16 MPavm.

Tabelle 6-16: Zwei Kombinationen von Kohasivenergien fir Typ 1- bzw. Typ 2-Bruchfacetten sowie deren
simulierte Bruchzahigkeiten im Mittel und als Bereich

Kombination 1 Probe mit niedriger Bruchzahigkeit
Ion INfImm] fir Typ 1 I, [N/mm] fir Typ 2 Ks™m [MPaym] Bereich von Ksim
0,18 0,28 9,13 8,71-9,63

Probe mit hoher Bruchzahigkeit

0,18 0,28 9,34 8,90 — 9,88
Kombination 2 Probe mit niedriger Bruchzahigkeit
Ieon IN'mm] fur Typ 1 I, [N/mm] fur Typ 2 Ks™ [MPavm] Bereich von K™
0,135 0,435 9,10 8,58 — 9,59

Probe mit hoher Bruchzahigkeit

0,135 0,435 9,89 9,28 - 10,35
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Mithilfe der oben ermittelten, vorteilhaften Kombination der Koh&sivenergien wurden weitere
30 Simulationsmodelle mit zufallig gewahlten Verhéaltnissen von Typ 1- zu Typ 2-Facetten in
der Bruchflache berechnet. Die Weibull-Verteilung der daraus abgeleiteten Bruchzahigkeiten
ist in Abb. 6-76 zu sehen. Der Weibull-Formparameter dieser Verteilung betrégt 6,576 und ist
damit deutlich kleiner als der Wert fur die Verteilung der experimentell ermittelten Bruchzéhig-
keiten (34,669). Zum ersten Mal ist somit die Streuung der Simulationsergebnisse signifikant
breiter als die Streuung der Experimente. Das Vorgehen ist noch nicht ausgereift genug, um
die experimentelle Streuung mit simulativen Methoden hinreichend zu beschreiben. Ein ziel-
fuhrender n&chster Schritt sollte sein, nicht nur die Bruchflache von zwei, sondern von allen
Proben eines Sets quantitativ zu analysieren und in die Simulationen einflie3en zu lassen.

Der bisherige Ertrag aus der Durchfiihrung der in diesem Abschnitt vorgestellten Prozedur
koénnte sein, die absolut niedrigstmdgliche Bruchzahigkeit fir das Wolframmaterial bei Raum-
temperatur zu bestimmen. Dazu wird als Kohasivenergie fur alle Koh&sivelemente der Wert
fur Typ 1-Bruchfacetten eingesetzt. Dieses Vorgehen fuhrt zu einer Bruchzahigkeit von
7,16 MPavm, welche wiederum als untere Grenze fiir eine dreiparametrige Weibull-Verteilung
(vgl. Formel 4-30) verwendet werden kdnnte.

Experiment
1.2 - T (Mgor= 34,669)
Simulation
1,0 T (Mgor= 6,576)
= 0,8-
v
R=y
S 0,6 1
H ]
T
0,4
0,2
0,0 T T T T T
6 8 10 12 14

Bruchzahigkeit [MPav m]

Abb. 6-76: Weibull-Verteilungen (PDFs) und Histogramme der Bruchzahigkeiten bei Raumtemperatur fur
die experimentellen Ergebnisse (my,, = 34,669) sowie fiur die Ergebnisse von 30 Simulationsmodellen mit
jeweils unterschiedlichen Verhéltnissen von Typ 1- zu Typ 2-Facetten innerhalb der Bruchflache
(my, = 6,576) . Wahrscheinlichkeitskurven und dazugehdorige Histogramme sind farblich miteinander ver-
bunden

Die Anwendung von Variante 3 auf die Modelle und Ergebnisse bei einer erh6hten Temperatur
von 200 °C soll in einer von der Betrachtung bei Raumtemperatur erweiterten Form vorgenom-
men werden. Die Simulationsmodelle verfigen zwar wieder iber jeweils zwei unterschiedliche
Werte fir die jeweiligen Kohasivparameter, allerdings findet nun eine Unterscheidung in spro-
dere bzw. duktilere Anteile der Bruchflachen statt. Die sproderen Anteile werden durch die

Parameterwerte bei Raumtemperatur von I;,;, = 0,2198 N/mm und o.,, = 1290,27 MPa re-
prasentiert. Fur die duktileren Anteile wird zunachst eine Temperatur bestimmt, bei welcher
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das vorliegende Wolframmaterial in Bruchmechanikversuchen deutliches duktiles Verhalten
aufweist. Dies ist bei 500 °C der Fall. Abb. 6-77 (a) zeigt die Kraft-Verschiebungs-Kurven
dreier Bruchmechanikversuche, die bei 500 °C durchgefiihrt werden. Das duktile Verhalten ist
deutlich zu erkennen. Alle drei Versuche wurden vorzeitig beendet, um das in den Proben bis
zu diesen Zeitpunkten entstandene Risswachstum zu messen und fur die Erstellung einer
Risswiderstandskurve nach ASTM E1820 [143] zu verwenden. Zunachst besteht die Aufgabe
allerdings darin, zum einen passende Werte fir die Koh&sivzonenparameter zu bestimmen
und zum anderen einen geeigneten Zusammenhang zwischen Kohasivspannung und Mehr-
achsigkeit zu identifizieren. Aus einer Reihe von Simulationsergebnissen mit unterschiedlichs-
ten Kombinationen aus Kohasivspannung, -energie und Mehrachsigkeit werden in
Abb. 6-77 (b) exemplarisch zwei Kraft-Verschiebungs-Kurven (Sim 1, Sim 2) gezeigt. Fur
Kombination 1 (Sim 1) wurde eine Kohasivspannung von 1500 MPa sowie eine Kohasivener-
gie von 20 N/mm gewahlt. Die Mehrachsigkeit wurde in diesem Fall nicht bericksichtigt. Der
Verlauf der Kurve entspricht den Verlaufen der experimentellen Versuchskurven weitestge-
hend gut und stellt bereits eine der besten Anpassungen dar, die erreicht werden konnten. Die
Nichtbericksichtigung der Mehrachsigkeitsabhéngigkeit fuhrt allerdings dazu, dass bei einer
gegebene Kohasivspannung eine als hoch einzuschatzende Kohasivenergie gewahlt werden
muss, um die gezeigte Anpassung zu erreichen. Im Gegensatz dazu wurde fiir Kombination 2
(Sim 2) folgende Formel fur die Abhéangigkeit der Kohasivspannung o¢,, von der Mehrachsig-
keit h verwendet:

ocon(h) = 804,3h + 420,7 (6-5)

Zusammen mit einer Kohasivspannung bei einer Mehrachsigkeit h = 1 von 1225 MPa sowie
einer Kohasivenergie von 4 N/mm ergibt sich die in Abb. 6-77 (b) gezeigt Kurve, welche eben-
falls einer der besten, erreichten Anpassungen entspricht. Die in Formel 6-5 angegebene Ge-
radengleichung fur die Kohasivspannungs-Mehrachsigkeits-Beziehung wurde zunéchst ahn-
lich der Beziehungen gangiger ferritischer Stahle als linearer Ansatz gewahlt [205] und iterativ
fur das vorliegende Wolframmaterial angepasst, um die passendsten Simulationsergebnisse
zu erhalten. Eine experimentell-simulative Bestimmung, wie sie bspw. von Mahler und Aktaa
fur T91 [206], von Mahler et al. fur EUROFER97 [207] und von Metzler et al. [208] fir SA-508
durchgefuhrt wurden, war im Rahmen dieser Arbeit aufgrund geratetechnischer Einschrankun-
gen nicht mdglich.
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Abb. 6-77: Kraft-Verschiebungs-Kurven von Experimenten und Simulationen bei einer Temperatur von
500 °C. Die Experimente wurden zur Rissfortschrittsbestimmung vorzeitig abgebrochen. Die Simulationen
wurden mit unterschiedlichen Eingaben fur die Parameter der Kohé&sivzonen erstellt und sollen an die ex-

perimentellen Kurven angepasst werden

Die Bruchflachen der KLST-Bruchmechanikproben bei Versuchen bei 500 C zeigen eine za-
ckenférmige Rissfront. In Abb. 6-78 (a) ist eine solche Bruchflache stellvertretend dargestellt.
Am oberen Ende des Bildes ist die Laserkerbung der Probe zu erkennen. Dem folgt nach unten
gehend ein schwarzer Bereich. Dies ist die wahrend des Versuchs entstandene Bruchflache,
welche mit Hilfe des sog. ,heat tinting“, also der Oxidation der Probe bei einer Temperatur von
400 C an Umgebungsluft, sichtbar gemacht wird. Die restliche, goldgelbliche Flache entsteht
durch den Restbruch der Probe im sproden Bereich des Wolframmaterials bei Raumtempera-
tur. Die optische RissgréRenmessung zur Bestimmung des Risswachstums Aa wird in der
Norm ASTM E1820 [143] beschrieben. Dabei werden in gleichmafRigen Abstanden neun Mes-
sungen zwischen Anrissfront und der Rissfront bei Versuchsende vorgenommen. Dieses Vor-
gehen ist flr gerade oder zumindest nur leicht in der Mitte der Probe voreilende Rissfronten
vorgesehen und flhrte bei der Anwendung auf Proben, wie der in Abb. 6-78 (a) dargestellten,
zu einem Problem. Je nachdem ob eine oder mehrere der vereinzelten, tiefen Spitzen Teil der
neun Messungen waren, wurde entweder ein unplausibel kurzes oder langes Risswachstum
bestimmt. Die Losung dieses Problems besteht darin, die gesamte Bruchflache, wie in
Abb. 6-78 (b) dargestellt, zu markieren und den Flacheninhalt anhand der Pixelzahl zu ermit-
teln. AnschlieRend wird, wie in Abb. 6-78 (c) zu sehen, eine aquivalente, rechteckige Flache
gebildet, die von nun an als Bruchflache definiert wird und mit deren Hilfe Aa bestimmt werden
kann.
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Abb. 6-78: (a) Bruchflache einer Bruchmechanikprobe (KLST) in T-L Orientierung entstanden durch Ver-
such bei 500 °C, schwarz eingefarbt (oxidiert, ,,heat tinting“) durch eine erneute Erhitzung auf 400 °C in
Umgebungsluft und final bei Raumtemperatur aufgebrochen. (b) Quantifizierung der zackenférmigen
Bruchflache und (c) Bildung einer aquivalenten geraden Bruchflache zur Bestimmung eines &quivalenten
Rissfortschritts Aa
Zusammen mit denen als J-Integral ermittelten Bruchzé&higkeiten fir duktile Materialen wird
gemald Norm ASTM E1820 [143] die in Abb. 6-79 gezeigte, experimentell bestimmte Risswi-
derstandskurve gebildet. Fur die Proben der in Abb. 6-77 (a) gezeigten Experimente sowie fur
eine weitere Probe, deren Verschiebung noch geringer als die der gezeigten Kurven gewahlt
wurde, werden, Abs. 4.1.2 folgend, J-Integrale bestimmt. Neben einer méglichst guten Anpas-
sung der simulierten an die experimentellen Kraft-Verschiebungs-Kurven, wird gleichzeitig
eine gute Anpassung der simulierten an die experimentelle Risswiderstandskurve gefordert.
Daher werden mithilfe der Simulationsergebnisse (Sim 1, Sim 2) ebenfalls das Risswachstum
sowie die J-Integrale ermittelt. Die in Abb. 6-79 gezeigten simulierten Risswiderstandskurven

reprasentieren zwei der besten im Rahmen dieser Arbeit erreichten Anpassungen.

T
160§/ / /
1405/ | S e
I =
C /

100

® Experimente

J-Integral [N/mm)]

80 — Risswiderstandskurve (exp.)
80 —— Konstruktionslinie
40 C —0,2mm-Offset-Linie
20 / —Risswiderstandskurve (Sim 1)
/ ——Risswiderstandskurve (Sim 2)
0 1 1 L L L 1 N N N ]
0 0,5 1 1,5

Risswachstum Aa [mm]

Abb. 6-79: Risswiderstandskurven basierend auf den experimentellen Ergebnissen (bei 500 °C) sowie mit-
hilfe zweier ausgewahlter Simulationen bestimmt
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Mit den beiden zuvor identifizierten Kombinationen aus Kohéasivspannung, -energie und Ko-
hasivspannungs-Mehrachsigkeits-Beziehung werden bimodale probabilistische Simulations-
modelle gebildet. Dabei bekommen die Koh&sivelemente in der Bruchflache Kohasivzonenpa-
rameterwerte zugewiesen, die entweder fir Raumtemperatur oder fur 500 °C bestimmt wur-
den. Das jeweilige Verhaltnis wird vom Verhaltnis von Typ 1- zu Typ 2-Bruchfacetten bestimmit.
In Tabelle 6-15 werden die Verhéltnisse flr zwei Proben, getestet bei 200 °C, gezeigt. Die
Proben sind dem Set der 30 lasergekerbten Proben entnommen und reprasentieren darin zum
einen eine Probe mit relativ niedriger sowie zum anderen eine Probe mit relativ hoher Bruch-
zahigkeit. Der Anteil von Typ 2-Facetten betragt bei der Probe mit niedriger Bruchzéhigkeit
31 % und bei der Probe mit hoher Bruchzahigkeit 45 %. In Abb. 6-80 (a) sind Kraft-Verschie-
bungs-Kurven von Simulationsmodellen zu sehen, in denen die beiden genannten Anteile so-
wie 10 % und 20 % verwendet wurden. Die Typ 2-Facetten reprasentierenden Kohdsivele-
mente besitzen die Eigenschaften von Kombination 1 (1500 MPa, 20 N/mm). Zum Vergleich
der Kurven mit verschiedenen Anteilen (10 %, 20 %, 31 % und 45 %) wurde eine Clustergrtfe
von 10 x10 ym? gewéhlt, was einem Kohéasivelement entspricht. Um auch einen méglichen
Einfluss der Clustergrof3e bewerten zu kénnen, wurde zudem die bekannte Clustergrof3e
30 x 300 ymz eingesetzt. Es ist zu sehen, dass die simulierten Kraft-Verschiebungs-Kurven
ihren prozentuellen Anteilen von Typ 2-Facetten entsprechend niedrigere oder héhere Maxi-
malkraftwerte erreichen. Beim Vergleich der simulierten Kurven mit Anteilen von 31 % und 45 %
mit den experimentell bestimmten Kurven zeigt sich allerdings, das erstere letztere weit Uber-
ragen. Der Maximalkraftwert der Simulation (10 x 10 um2-Cluster) fur einen Anteil von 31 %
betragt mit 624,33 N fast doppelt so viel wie der des entsprechenden Experiments (315,05 N).
Ein ahnliches Bild zeigt sich auch flur einen Anteil von 45 %, wobei hier die maximalen Kraft-
werte 859,55 N bzw. 494,75 N erreichen. Der Einsatz der Kohasivzonenparameterwerte aus
Kombination 1 fuhrt demnach nicht zu einer zufriedenstellenden Nachbildung der experimen-
tellen Ergebnisse. Auch die Einflhrung anderer ClustergroRen andert daran nicht maf3geblich
etwas. So ist bspw. an den drei Kraft-Verschiebungs-Kurven aus Simulationen mit 45 % Typ 2-
Bruchfacettenanteil zu erkennen, dass die grof3eren Cluster (30 x300 um?2) zwar zu einer Ver-
anderung der Kurven und zu unterschiedlich hohen Maximalkraftwerten fiihren, sich diese Ma-
ximalkraftwerte allerdings um den Maximalkraftwert der urspringlichen Clustergrof3e
(10 x 10 um?) bewegen.

In Abb. 6-80 (b) werden die Kraft-Verschiebungs-Kurven aus Simulationen unter Verwendung
der Kohéasivzonenparameter gemafd Kombination 2 (1225 MPa, 4 N/mm, Mehrachsigkeitsbe-
ziehung nach Formel 6-5) mit den aus Abb. 6-80 (a) bereits bekannten Kurven der Experi-
mente sowie Simulationen mit Kombination 1 zu Vergleichszwecken dargestellt. Obwohl die
jeweiligen Ergebniskurven von Kombination 1 und 2, basierend auf Abb. 6-77 (b) und
Abb. 6-79, noch als ahnlich bezeichnet werden kdnnen, weist der Einsatz der verschiedenen
Kombinationen im Rahmen eines bimodalen probabilistischen Simulationsmodells deutliche
Unterschiede auf. Die Maximalkraftwerte der Kurven aus Simulationen mit Kombination 1 bzw.
2 liegen weit auseinander. Fir Typ 2-Bruchfacettenanteile von 31 % und 45 % betragen die
Maximalkraftwerte im Vergleich von Kombination 1 zu 2 624,33 N zu 370,68 N und 859,55 N
Zzu 474 N. Diese grof3en Unterschiede liegen im Einfluss der Mehrachsigkeit begriindet. Wéah-
rend Kombination 1 keinerlei Mehrachsigkeitseinfluss berlcksichtigt, fahrt die
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Kohéasivspannungs-Mehrachsigkeits-Beziehung der Kombination 2 zu einem sensibleren Ver-
halten des Kohasivzonenmodells. Dadurch kdnnen die vorhandenen Unterschiede der Mehr-
achsigkeitszustande von Bruchversuchen bei Temperaturen von 200 °C zu denen bei 500 °C
bertucksichtigt werden. Die Maximalkraftwerte von Simulationen mit Kombination 2 liegen eher
im Bereich der experimentell bestimmten Kurven. Diese Erkenntnis stellt ein ermutigendes
Zeichen dar, auch zukiinftig an dieser Methode weiterzuarbeiten und noch genauere Werte
fur die Koh&sivzonenparameter zu bestimmen, als es im Rahmen dieser Arbeit mdglich war.
Vorteilhafter ware es jedoch, zukiinftig eine wie zuvor erwahnte experimentell-simulative Be-
stimmung anzustreben.

1000 1000 r
: (2) : (b)
800 \ 800 [
: [
=z 600 [ '.‘ z 600
= RN = L
© [ ~ [ [
X 400 r i AN~ X 400 r {
[ | [
O L 1 L I L L 1 I L L L 1 I I 0 1 1 1
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0 0,05 0,1 0,15 0,2
Verschiebung [mm] Verschiebung [mm]
—EXp (31%, niedrige BZ) — EXp (45%, hohe BZ) —Exp (31%, niedrige BZ) —Exp (45%, hohe BZ)
Sim (10%, 1500, 20) Sim (20%, 1500, 20) _ )
Sim (31%, 1500, 20) —Sim (45%, 1500, 20)
Sim (31%, 1500, 20) Sim (31%, 1500, 20, 30x300)
. . ——Sim (31%, 1225, 4, Triax) Sim (45%, 1225, 4, Triax)
—— Sim (45%, 1500, 20) —— Sim (45%, 1500, 20, 30x300)
(

----- Sim (45%, 1500, 20, 30x300)

Abb. 6-80: Vergleich der Experimente mit Proben, deren Bruchflachen statistisch ausgewertet wurden,
und den entsprechenden Simulationen anhand der Kraft-Verschiebungs-Kurven bei 200 °C. In der Le-
gende beschreibt der erste Wert den prozentualen Anteil von Typ 2-Bruchfacetten und die beiden folgen-
den Werte beschreiben die Kohasivspannung (in MPa) bzw. -energie (in N/mm). Durch ein ,,x“ getrennte
Angaben weisen auf eine von der grundsétzlich verwendeten ClustergréfRe von 10 x 10 ym2 abweichen-
den Clustergrofe (in pm?) hin. Der Zusatz ,,Triax“ zeigt die Verwendung des Kohasivspannung-Mehrach-
sigkeits-Zusammenhangs an. In (a) kommen ausschlief3lich die Werte von Kombination 1 zum Einsatz,
wahrend in (b) Kombination 1 und 2 in vergleichender Weise abgebildet sind

6.7.3 Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslésender Stelle

Der Abstand zwischen Anrissfront und bruchauslésender Stelle als Begriindung fiir eine Streu-
ung der Bruchzahigkeiten geht auf die in Abs. 2.4.2 genannten Autoren zurlick. Eigene Mes-
sungen des Abstands wurden, wie in Abs. 6.5.2 erlautert, durchgefuhrt. Bevor eine groRRere
Anzahl Messungen durchgefihrt wird, soll allerdings deren Verwendbarkeit in einem FE-Mo-
dell Uberpriift werden. Dazu wird das in Abs. 6.7.1.1 vorgestellte Bruchmechanikmodell als
Viertelmodell verwendet. Die Koh&sivzone besitzt 150 Elemente in horizontaler sowie 50 in
vertikaler Richtung. Im 150 x 50 Elemente groRen Bereich der Kohasivzone werden im Fol-
genden die Kohasivparameter einiger Kohasivelemente gezielt soweit heruntergesetzt, dass
sie faktisch keine Rolle mehr spielen, also eine Schwach- bzw. Fehlstelle darstellen. Die Gréf3e
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der Kohéasivelemente betragt 10 x 10 um2. Die Auswirkungen dieser Eingriffe werden anhand
der Kraft-Verschiebungs-Kurven der Simulationsergebnisse analysiert.

Im ersten Ansatz werden jeweils zehn ganze (horizontale) Reihen von Kohasivelementen zu
Fehlstellen umgewandelt. Der Abstand dieser Reihen vom Anriss wird variiert, wobei die Num-
merierung der Reihen am Anriss mit der Nummer 1 beginnt. In Abb. 6-81 sind die Ergebnisse
von Simulationen dargestellt, bei denen jeweils unterschiedliche Reihen(-pakete) entfernt wur-
den. Zum Vergleich ist das Ergebnis ,ohne Fehlstellen aufgefihrt. Es zeigt sich, dass ein
gewisser Abstand der Fehlstellen zur Anrissfront, in diesem Fall die Reihen 17-26, zu sichtbar
niedrigeren Ergebnissen fihrt. So betragt die Bruchzahigkeit in der Simulation mit fehlerfreier
Kohasivzone 17,54 MPavm, wahrend die Simulation im zuvor genannten Fall nur eine Bruch-
zahigkeit von 16,04 MPaVm ergibt. Auf einen &hnlich niedrigen Wert (16,19 MPavm) fiir die
Bruchzé&higkeit kommt die Simulation des Falls der Reihen 3-12. Im Verlauf der Kraft-Verschie-
bungs-Kurve dieses Falls ist zu erkennen, dass bei ca. 240 N ein kleiner Pop-In stattfindet.
Dies lasst darauf schlie3en, dass die beiden verbliebenen Reihen, Reihe 1 und 2, zwischen
Anrissfront und Fehlstelle friihzeitig versagen und sich die niedrigere Bruchzahigkeit faktisch
aufgrund des dadurch verlangerten Anrisses (1 mm + 120 um) einstellt. Sind die Fehlstellen
weiter als die bisher angesprochenen Beispiele entfernt, nimmt der Einfluss auf die Bruchza-
higkeit ab. Im Fall der Reihen 22-31 betrégt die Bruchzahigkeit bereits wieder 17,1 MPaVm,
wahrend bei den noch weiter entfernten Reihen 32-41 (17,42 MPa\m) kaum mehr ein Einfluss
erkennbar ist.
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Abb. 6-81: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Konfigurationen mit Fehlstellen in Form von Elementreihen
mit unterschiedlichen Abstanden zur Anrissfront

Im zweiten Ansatz werden nur noch rautenférmige Fehlstellen in die Kohasivzone einge-
braucht und in GréRe sowie vertikaler und horizontaler Positionierung variiert.

Abb. 6-82 zeigt die Einbringung unterschiedlich groRer Fehlstellen. Die Grél3en der Fehlstellen
reichen von der orangenen Konfiguration mit 100 x 90 umz (a x b) tiber die griine Konfiguration
mit 200 x 190 um?2 bis hin zur blauen Konfiguration mit 300 x 290 ym2. Die Fehlstellen sind
jeweils auf der Seite der xy-Symmetrieebene des FE-Viertelmodells platziert, was wiederum
der horizontalen Mitte der Bruchmechanikprobe entspricht. Die Ergebnisse der Variation der
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FehlstellengréRe sind in Abb. 6-83 dargestellt. Wie zu erwarten, verringert sich die Bruchza-

higkeit der Simulation mit der grof3ten Fehlstelle (blaue Konfiguration) im Vergleich zur fehl-

stellenfreien Simulation am meisten. Allerdings ist der Unterschied von nur 0,41 MPavm
(17,13 MPavm zu 17,54 MPavm) absolut betrachtet gering. Die mittelgroRRe Fehlstelle der grii-

nen Konfiguration fiihrt mit 17,47 MPavm zu noch geringeren Abweichungen vom fehlerfreien
Fall, wahrend die kleinste Fehlstelle der orangenen Konfiguration zu gar keiner wahrnehmba-

ren Abweichung mehr fuhrt.

Halfte der

Fehlstelle

Abb. 6-82: Schematische Darstellung der Konfiguration einer Fehlstelle mit unterschiedlicher Grof3e im

Viertelmodell
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Abb. 6-83: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Konfigurationen mit unterschiedlich grof3er Fehlstelle

Die kleinste Fehlstelle (100 x 90 ym?) kommt der Korngro3e des Wolframmaterials, mit einem
aquivalenten Durchmesser von ~100 um (vgl. Abs. 5.1.3), am nachsten. Aus der Untersu-
chung der unterschiedlich groRen Fehlstellen wurde allerdings geschlussfolgert, dass die
kleinste Fehlstelle keinen Einfluss auf die Bruchzahigkeit aus der Simulation habe. Aus diesem
Grund wurde zur Uberprifung des Einflusses der vertikalen Position die mittelgroRe Fehistelle
verwendet. Die Konfigurationen werden in Abb. 6-84 gezeigt. Der Abstand zwischen Anriss-
front und kleiner Fehlstelle wird variiert. Die Ergebnisse dieser Variation sind in Abb. 6-85 dar-
gestellt. Die orangene Konfiguration fiihrt dabei zur starksten Reduktion der Bruchzahigkeit
auf 17,03 MPavm. Der Abstand zwischen Mitte der Fehlstelle und Anrissfront betragt 95 pm,
was bedeutet, dass sich der Rand der Fehlstelle und die Anrissfront beriihren. Die Absténde
zwischen Anrissfront und Mitte der Fehlstellen betragen bei der griinen und blauen Konfigura-
tion jeweils 245 um bzw. 395 um. Im Fall der blauen Konfiguration zeigt sich noch ein kleiner
Einfluss der Fehlstelle auf die Bruchzéahigkeit, welche auf 17,47 MPavm reduziert wird, wah-
rend das Ergebnis der blauen Konfiguration (nahezu) deckungsgleich mit dem der fehlerfreien
Kohéasivzone ist.

153



Ergebnisse und Diskussion

Anriss

Abb. 6-84: Schematische Darstellung der Konfiguration einer Fehlstelle mit unterschiedlichem Abstand
zur Anrissfront im Viertelmodell
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Abb. 6-85: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Konfigurationen mit unterschiedlichem Abstand zur Anriss-
front im Viertelmodell
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Um den Einfluss des horizontalen Abstands einer Fehlstelle von der seitlichen Probenoberfla-
che zu untersuchen, wird das in Abb. 6-86 dargestellte Halbmodell in drei verschiedenen Kon-
figurationen simuliert. Es wird jeweils die mittelgrol3e Fehlstelle (200 x 190 ym?) verwendet,
deren Mittelpunkt sich in vertikaler Richtung 145 um von der Anrissfront entfernt befinden. Die
Ergebnisse der drei simulierten Konfigurationen sind in Abb. 6-87 zu sehen. Die Abstande der
grauen, pinken und braunen Konfiguration von der am néchsten liegenden seitlichen Proben-
oberflache betragen 1,35 mm, 750 ym bzw. 150 ym. Bei allen drei Kraft-Verschiebungs-Kur-
ven zeigt sich eine Reduzierung der Maximalkraft im Vergleich zum Ergebnis mit fehlerfreier
Kohésivzone. Die Ergebnisse der grauen und der pinken Konfiguration sind sich, trotz des
betrachtlichen horizontalen Abstands der Fehlstellen, sehr &hnlich, da sich in beiden Fallen
die Fehlstelle im Bereich des ebenen Dehnungszustands der Probe befindet. Im Fall der
brauen Konfiguration befindet sich die Fehlstelle so nahe an der seitlichen Probenoberflache,
dass dort bereits ein ebener Spannungszustand (ESZ) oder zumindest eine Uberlagerung von
ESZ und ebenem Verzerrungszustand (EVZ) vorherrscht. Somit ist die simulierte Bruchzéhig-
keit der braunen Konfiguration mit 17,19 MPavm etwas hoher als die der beiden anderen Kon-
figurationen mit ca. 17 MPavm.

Abb. 6-86: Schematische Darstellung der Konfiguration einer Fehlstelle mit unterschiedlichem Abstand
zur seitlichen Probenoberflache im Halbmodell
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Abb. 6-87: Kraft-Verschiebungs-Kurven der Konfigurationen mit unterschiedlichem Abstand zur seitli-
chen Probenoberflache
Zusammenfassend lasst sich sagen, dass durch die Einbringung von Fehlstellen die Simula-
tion der Bruchzéhigkeit verandert bzw. variiert werden kann. Wie bereits die Ergebnisse von
Das et al. [136] und in die in Abb. 2-14 eingefligten Trendlinien vermuten lassen, haben die
Absténde der bruchauslésenden Stellen von der Anrissfront eine grof3ere Variation der Bruch-
zahigkeit zur Folge als dies bei den Abstanden von bruchauslésender Stelle zur seitlichen
Probenoberflache der Fall ist. Dieser Sachverhalt bestatigt sich in den Simulationen und lasst
sich dadurch erklaren, dass ein erheblicher Bereich der Probe in horizontaler Richtung einen
EDZ aufweist, in welchem sich nahezu identische Bruchzahigkeiten ergeben. Demgegeniber
machen sich unterschiedliche Abstédnde zwischen bruchausldsender Stelle und Anrissfront
auch in der Simulation immer bemerkbar (vgl. Abb. 6-85).
Allein ist dieser Ansatz allerdings nicht in der Lage zur Simulation der Streuung von Bruchza-
higkeit bei 200 °C. Die Ergebnisse aller gezeigter Konfigurationen liegen zwischen
ca. 17 MPavm und 17,54 MPaVm. Dies reicht nicht ansatzweise aus, um die in Abs. 6.4.2.2
(Tabelle 6-8) aufgefuihrte, grof3e Streuung der experimentellen Bruchzéhigkeitswerte abzubil-
den.

6.7.4 Zusammenfassende Diskussion

Konzept 2 zielt auf die Modellierung der Heterogenitat in der Bruchflache hinsichtlich der me-
chanischen Eigenschaften ab. Durch die Simulationen probabilistischer FE-Modelle mit Koha-
sivzone in statistisch relevanter Anzahl sollte die experimentell bestimmte Streuung der Bruch-
zahigkeiten weitestgehend nachgeahmt werden. Wahrend der Einfluss auf die Streuung von
Simulationsergebnissen aufgrund der Sortierung der Kohéasivelemente sowie ihrer Kohasivzo-
nenparameterwerte in stark und schwach vergleichsweise gering ist, spielt die ClustergrofRe
eine deutlich wichtigere Rolle. Bis auf einen Fall, fiihrt die Verwendung von 500 x 500 ym?2
grof3en Clustern immer zu niedrigeren Werten fiir den Weibull-Formparameter m und damit zu
einer groleren Streuung der Ergebnisse als beim Einsatz von 150 x 150 ym2- oder
30 x 300 ym2-Clustern. Speziell bei Simulationsergebnissen von Modellen mit Variante 2, bei
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der die Kohasivparameterwerte aus den experimentell bestimmten Weibull-Verteilungen zu-
fallig gezogen und verteilt werden, und einer Clustergrdf3e von 500 x 500 um2 konnten sowohl
bei Raumtemperatur als auch bei 200 °C Weibull-Formparameterwerte bestimmt werden, die
der experimentellen Bruchzahigkeitsverteilung von allen Ansatzen am nachsten kommen. Bei
200 °C kommt der simulativ bestimmte m-Wert mit 7,120 dem experimentellen Wert von 5,193
nahe. Bei Raumtemperatur ist die Streuung der Simulationsergebnisse mit m = 30,577 sogar
groBer als die Streuung der experimentellen Bruchzahigkeiten (34,669). Allerdings ist diese
Clustergrof3e eher als ein Produkt der Parameterstudie zu verstehen. Werden starker an der
Mikrostruktur orientierte ClustergréRen wie 30 x 300 umz2 verwendet, ergeben sich m-Werte
fur Raumtemperatur von fast 150 und fiir 200 °C von knapp Uber 50. Beide sind zu hoch, um
ihre jeweiligen experimentellen Streuungen zu beschreiben. Dies ist jedoch eine Vorausset-
zung, um weitergehende Erkenntnisse ableiten und den experimentellen Aufwand verringern
zu kénnen.

Der Ansatz betreffend des Abstands zwischen Anrissfront und bruchauslésender Stelle hat
sich in seiner jetzigen Form und fir sich allein betrachtet als nicht ausreichend erwiesen. Qua-
litativ konnten zwar die erwarteten Einfliisse aus Gro3e und Positionierung von Fehlstellen
innerhalb der Bruchflache auf die Simulationsergebnissen nachgewiesen werden, quantitativ
betrachtet zeigt sich allerdings, dass die erreichte Streuung der simulierten Bruchzahigkeiten
eher gering ist. Im Hinblick auf die erreichbare Streuung gegenteilig verhalt sich das Vorgehen
unter Zuhilfenahme bimodaler probabilistischer Simulationsmodelle bei Raumtemperatur. Die
anhand der Bruchfacettenanteile identifizierten beiden Kohasivenergien fihren, eingesetzt in
eine statisch relevante Zahl von Simulationsmodellen, zwar noch nicht zur gewtinschten Streu-
ung der simulierten Bruchzahigkeiten, jedoch ist die bis dahin unerreichte Breite der Streuung,
Uber welche sich die Simulationsergebnisse verteilen, vielversprechend. Es kommt bei Raum-
temperatur mit einem Weibull-Formparameterwert von 6,576 zu einer deutlich breiteren Streu-
ung als sie bei den experimentellen Bruchzahigkeiten (34,669) gegeben ist. Zur Starkung die-
ses Ansatzes kann die quantitative Fraktografie an Bruchflachen weiterer, als der bisher zwei
analysierten, Proben des Probensets durchgefihrt werden. Ob sich ein Ansatz fur die Analyse
bei 200 °C bewéhrt, bei welchem die beiden Kohasivparametersets der bimodalen probabilis-
tischen Simulationsmodelle zum einen aus dem sproden Bereich (RT) sowie zum anderen aus
dem duktilen Bereich (500 °C) angenommen werden, konnte im Rahmen dieser Arbeit leider
nicht abschlieRend geklart werden. Die Limitation rihrt daher, dass die experimentell-simula-
tive Bestimmung entsprechender Kohasivzonenparameter sowie der Kohdasivspannungs-
Mehrachsigkeits-Beziehung fiir 500 °C aus geratetechnischen Griinden nicht mdglich war. Die
Moglichkeit, die genannten Informationen durch rein simulative Anpassungen zu erhalten,
wurde versucht, stellte sich jedoch als sehr schwierig heraus. Nichtsdestotrotz ist es zum Ab-
schluss dieser Arbeit bereits gelungen, auch mit einer noch nicht optimierten Kombinationen
aus Kohasivspannung, -energie und Kohéasivspannungs-Mehrachsigkeits-Beziehung vielver-
sprechende erste Simulationsergebnisse zu generieren.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass wohl nicht eine einzelne Eigenschatft, nicht ein
einzelner Ansatz, in der Lage sein wird, die experimentelle Streuung der Bruchzahigkeiten, vor
allem im Ubergangsbereich, in zufriedenstellender Weise zu beschreiben. Es wird viel mehr
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eine Kombination aus mehreren Anséatzen notig sein. Dazu gehdren u.a. die Variation der Ko-
hasivparameterwerte tber die Bruchflache der Simulationsmodelle, die Beriicksichtigung der
Bruchflachenanteile als Ergebnis der quantitativen Fraktografie sowie die Lage der bruchaus-
I6senden Stelle vor dem Anriss. Auf Basis der bisherigen Erkenntnisse wird konkret die in
Abs. 6.7.2.3 beschriebene Variante 3, erweitert um eine Option zur zufalligen Platzierung von
bruchauslésenden Stellen, favorisiert.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde das Ziel verfolgt, ein Modell zur Beschreibung des Bruchver-
haltens im Temperaturbereich unterhalb der Sprod-duktil-Ubergangstemperatur zu entwickeln.
Dies soll letztlich dazu benutzt werden, ein Bruchzahigkeits-Temperatur-Diagramm zu erstel-
len und um die Dimension der Versagenswahrscheinlichkeit zu erweitern. Beim untersuchten
Material handelt es sich um technisch reines Wolfram in Form von Platten, das aufgrund me-
chanischer Umformung wahrend des Herstellungsprozesses eine ausgepragte anisotrope
Mikrostruktur aufweist. Das Wolframmaterial zeigt bei den hier betrachteten Temperaturen
zwischen Raumtemperatur und 400 °C Uberwiegend sprédes bzw. semi-sprédes Verhalten.
Zur mathematischen Beschreibung von Bruchspannungen und Bruchzahigkeiten bei sprodem
Bruchverhalten wird auf probabilistische Methoden zuriickgegriffen. Zu diesem Zweck wurden
im Zuge dieser Arbeit das Weibull- und das Beremin-Modell eingesetzt. Diese probabilisti-
schen Methoden wurden sowohl auf die experimentell als auch auf die simulativ bestimmten
Ergebnisse angewendet. Fur Simulationen des Rissfortschritts kam innerhalb der FE-Modelle
das Kohasivzonenmodell zum Einsatz. Die Koh&sivzone besteht aus Kohéasivelementen, wel-
che entlang der spateren Bruchflache positioniert werden und wahrend der Bruchsimulation
versagen (kdnnen). Der Schwerpunkt lag dabei auf der numerischen Modellierung des Bruch-
vorgangs auf Grundlage bruchmechanischer Konzepte, welche wichtige Aspekte, wie statisti-
sche Streuung bruchmechanischer Eigenschaften oder die Anisotropie der Mikrostruktur be-
ricksichtigen.

Es wurden zwei Konzepte entwickelt und verfolgt, wobei beide als Eingabe flr die Parameter
der Kohasivzone (Kohasivspannung und -energie) auf experimentell bestimmte Bruchspan-
nungen und -zahigkeiten angewiesen sind. Aus diesem Grund wurden fir Temperaturen von
RT, 200 °C, 300°C und 400 °C sowohl Vier-Punkt-Biegeversuche an quaderférmigen
3 x 4 x 45 mm3 grofRen Proben als auch Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikversuche an KLST-
Proben durchgefuhrt. Im Bereich der Vier-Punkt-Biegeversuche war auffallig, dass die glatten
Proben ab einer Versuchstemperatur von 300 °C nicht mehr brechen und deshalb gekerbte
Proben eingesetzt werden mussten. Die gekerbten Proben werden aufgrund der Spannungs-
lokalisierung mit dem Beremin-Modell analysiert, wahrend die glatten Proben zuvor mit dem
Weibull-Modell behandelt werden konnten. Im Bereich der Bruchmechanikversuche fiel auf,
dass es bei Versuchstemperaturen von 300 °C und 400 °C KLST-Proben gibt, welche vor dem
Bruch kein linear-elastisches Verhalten mehr aufweisen. Dieses Verhalten zeigte sich unab-
hangig von der Art der Einbringung des Anrisses in die Bruchmechanikproben. Im Zuge dieser
Arbeit wurden verschiedene Arten der Anrisseinbringung ausprobiert und miteinander vergli-
chen. Dazu gehodren das Rasierklingenpolieren, das Laserkerben sowie der mittels Drucker-
muidung erzeugte Anriss, wobei fur die Simulationen anschlieRend die Ergebnisse aus den
Versuchen mit lasergekerbten Proben herangezogen wurden.

Das zuvor geschilderte Materialverhalten, bei den beiden Versuchsarten, beschreibt die fir die
Konstruktion von Bauteilen fir Fusionsreaktorkomponenten, wie bspw. den Divertor, beson-
ders relevante mikrostrukturelle Orientierung T-L. Neben der genannten Orientierung wurden
noch drei weitere Orientierungen, welche aus einem funf Millimeter dicken Plattenmaterial
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gewonnen werden kdnnen, untersucht. Dazu gehoren L-T, T-S und L-S. Die Risse in T-L und
L-T orientierten Proben verlaufen bei allen Versuchstemperaturen ungefahr in der Ebene der
Anrisskerbe. Demgegentber verlaufen die Risse der T-S sowie L-S orientierten Proben um
einen Winkel von 70° bis fast 90° senkrecht zur Anrisskerbebene und mitunter bilden sich auf
beiden Seiten spiegelsymmetrisch Risse. Proben mit einer T-L Orientierung weisen im gesam-
ten betrachteten Temperaturbereich (RT — 400 °C) die geringsten Risswiderstande auf, wes-
halb diese Orientierung oft als schwache Orientierung bezeichnet wird.

Wie zuvor erwdhnt, wurden zwei Konzepte entwickelt. Konzept 1 basiert auf zweidimensiona-
len Bruchmechaniksimulationen. Die Bruchflache, oder vielmehr die Bruchlinie, beinhaltet Ko-
hasivelemente, wobei deren Kohé&sivzonenparameterwerte aus den experimentellen Ver-
suchsergebnissen gespeist werden. Die grundlegende Idee dieses Konzepts ist es, dass die
Bruchspannungen aus Vier-Punkt-Biegeversuchen als Kohasivspannungen in einer statistisch
signifikanten Anzahl von FE-Bruchmechanikmodellen eingesetzt werden. Dadurch sollte tiber-
pruft werden, ob mithilfe der Streuung der Bruchspannungen die Streuung der Bruchzahigkei-
ten aus den Simulationsergebnissen hergeleitet werden kann. Zur Bereitstellung einer gemit-
telten Kohasivenergie sieht dieses Konzept einige, wenige Bruchmechanikversuche vor.
Zur Verifikation wurde eine statistisch signifikante Anzahl (N = 30) bruchmechanischer Versu-
che durchgefuhrt. Die Streuungen, quantifiziert als Werte des Weibull-Formparameters, der
experimentell und simulativ bestimmten Bruchzahigkeiten stimmen jedoch nicht Gberein. Dies
wird hauptséachlich auf den, im Vergleich zur Kohasivenergie, geringeren Einfluss der Koha-
sivspannung auf das Versagensverhalten des Kohasivzonenmodells zuriickgefiihrt. Die Streu-
ungen der simulierten Bruchzahigkeiten waren fir alle im Zuge dieser Arbeit betrachteten Ver-
suchstemperaturen erheblich kleiner als die ihrer experimentellen Gegenparts. Konzept 1 er-
wies sich somit als nicht ausreichend.

Als Exkurs wurde ein im Rahmen von Konzept 1 verwendetes Set an Kohasivparameterwerten
fur die T-L Orientierung in ein FE-Modell Ubertragen, dessen Struktur der Mikrostruktur von L-
S orientierten Proben entspricht. Das Ergebnis legt nahe, dass die Kohasivzonenparameter-
werte von einer Orientierung des anisotropen Wolframmaterials auf eine andere Ubertragen
werden kénnen.

In Konzept 2 steht die Bruchflache dreidimensionaler Bruchmechaniksimulationsmodelle im
Fokus, welche durch die Kohasivzone reprasentiert wird. Die zugrundeliegende ldee besteht
darin, die Heterogenitat der mechanischen Eigenschaften innerhalb der Bruchflache mithilfe
probabilistischer FE-Modelle nachzuvollziehen. In den probabilistischen FE-Modellen werden
die Werte der Kohasivzonenparameter in zufalliger Weise den Kohasivelementen zugewiesen.
Wie bereits bei Konzept 1, soll auch hier die experimentell bestimmte Streuung der Bruchza-
higkeiten durch Simulationen in statistisch relevanter Anzahl weitestgehend nachgeahmt wer-
den. Das Verhalten der die Bruchflache reprasentierenden Kohasivzone kann dabei durch eine
ganze Reihe von Ansatzen verandert werden. So werden bspw. starkere und schwachere Ko-
hasivelemente erzeugt, indem jeweils nur hohe Werte fiir die Kohasivparameter zugeordnet
werden oder genau umgekehrt. Als einflussreicher Ansatz hat sich die Bildung von Clustern
aus mehreren Kohasivelementen, mit jeweils gleichen Kohasivparameterwerten, erwiesen.
Zudem wurden fur die Pools, aus denen als Eingabe fiir die Kohasivparameter Werte gezogen
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werden, verschiedene Verteilungsfunktionen oder verschiedene Konfigurationen derselben
Verteilungsfunktion erprobt. Diese Ansétze fihren zwar dazu, dass Streuungen der simulierten
Bruchzé&higkeiten in mehr oder weniger starker Auspragung auftreten, allerdings konnte die
Streuung der experimentellen Bruchz&higkeiten nicht in sinnvoller Weise nachgebildet werden.
Fir einen weiteren Ansatz wurden die Anteile der unterschiedlichen Bruchfacetten einer
Bruchflache zunéchst anhand der gebrochenen Versuchsproben statistisch ausgewertet. In
der Regel zeigen sich zwei malRgebliche Arten von Facetten, welche in einem bimodalen pro-
babilistischen FE-Modell dazu fuhren, dass nur zwei Sets an Kohasivparameterwerten fur die
Kohésivelemente der Kohasivzone zum Einsatz kommen. Ein Set fur die als stark und ein Set
fur die als schwach definierte Facettenart. Bei Raumtemperatur wurden die Bruchflachen der
Proben mit der héchsten bzw. der niedrigsten Bruchzéahigkeit aus einer Versuchsserie ausge-
wertet und die daraus gewonnenen Flachenanteile in FE-Modellen mit Kohasivzone verwen-
det. Dieser Ansatz erwies sich dahingehend als vielversprechend, als die Streuung der Simu-
lationsergebnisse erstmalig signifikant breiter als die Streuung der Experimente ausfiel. Bei
einer Versuchstemperatur von 200 °C wurden ebenfalls die Bruchflachen zweier Proben aus-
gewertet. Allerdings wurden die Facetten in spréd und duktil eingeteilt, wobei die spréden An-
teile dieselben Kohasivzonenparameterwerte wie bei Raumtemperatur bekommen, wahrend
Parameterwerte fur die duktilen Anteile denen bei 500 °C entsprechen. Dieser Ansatz konnte
aufgrund geratetechnischer Einschrankungen noch nicht vollstandig erprobt werden. Erste Si-
mulationen unter Zuhilfenahme von simulativ angepassten Kohasivparametern und Mehrach-
sigkeitsbeziehungen lieferten jedoch vielversprechende Ergebnisse.

Im Exkurs bei Konzept 2 wurde das erstellte FE-Modell mit der konfigurierbaren Kohasivzone
dazu genutzt, einen Ansatz zu Uberprifen, wonach der Abstand zwischen der bruchauslésen-
den Schwachstelle innerhalb der Bruchflache und der Anrissfront oder der Seitenflache der
Probe fir die Streuung der Bruchzahigkeiten verantwortlich sei. Hierbei stellte sich heraus,
dass vor allem der Abstand zur Anrissfront, welcher bei Proben der gleichen Serie ganz un-
terschiedlich sein kann, einen signifikanten Einfluss auf die zu erwartende Bruchzahigkeit hat.
Jedoch lasst sich auch mit diesem Ansatz allein die experimentelle Streuung nicht simulativ
nachbilden.

Um die Streuung der Versagenswahrscheinlichkeit in Zukunft auch mithilfe simulativer Mittel
abbilden zu kdnnen, ist die Entwicklung eines Modells, dhnlich dem in dieser Arbeit beschrie-
benen, notwendig. Der Vorteil daran, experimentellen Aufwand teilweise durch Simulations-
aufwand zu ersetzen, wird umso deutlicher, wenn bestrahltes Material, welches gewdhnlich
nur in sehr begrenztem Umfang vorhanden ist, untersucht werden soll. Mit Konzept 1 und ins-
besondere den Arbeiten an Konzept 2 wurden wichtige Schritte in Richtung der Entwicklung
eines solchen Modells gegangen. Nicht zuletzt, da nach Kenntnis des Autors noch keine sys-
tematische Wahrscheinlichkeitsanalyse von Wolframmaterial flir den zuvor genannten Tem-
peraturbereich, unter Verwendung der Weibull-Analyse flir den sproden Bereich und des Be-
remin-Modells fur den (unteren) Ubergangsbereich fiir Vier-Punkt-Biegeversuche sowie
Weibull-Analysen fir bruchmechanische Versuche, durchgefiihrt wurde.

Im Fokus zukilinftiger Bestrebungen steht die experimentell-simulative Bestimmung von Koha-
sivzonenparameterwerten sowie der Kohasivspannungs-Mehrachsigkeits-Beziehung fur den
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oberen Ubergangsbereich mit tiberwiegend duktilem Materialverhalten. Mit deren Hilfe konnen
durch die Verwendung bimodaler probabilistischer FE-Modelle im ersten Schritt die experi-
mentellen Ergebnisse besser nachgebildet und im zweiten Schritt die Streuung der simulierten
Ergebnisse untersucht werden. Falls dies nicht ausreicht, um etwaige experimentelle Streuun-
gen simulativ zufriedenstellend nachahmen zu kénnen, besteht die Moglichkeit, die bimodalen
probabilistischen FE-Modelle um die Platzierung von rissauslésenden Stellen in der Kohasiv-
zone der Bruchflache zu erweitern. Damit wirden zwei der im Rahmen dieser Arbeit getrennt
voneinander betrachteten Ansétze vereinigt.

Offen fur zukunftige Arbeiten bleibt ebenfalls die Frage, inwieweit sich die fur die T-L Orientie-
rung gewonnenen Erkenntnisse, vor allem hinsichtlich der Streuungen von Bruchspannungen
und -zahigkeiten, sowie die entwickelten Konzepte auf andere mikrostrukturelle Orientierun-
gen Ubertragen lassen.
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Anhang A

In diesem Anhang werden die Ergebnisse der Vier-Punkt-Biegeversuche bei Raumtemperatur
und 200 °C aufgelistet.

Tabelle A: Bruchspannungen in [MPa] der Vier-Punkt-Biegeversuche bei Raumtemperatur und 200 °C. Die
Ergebnisse bei 200 °C wurden nach Fakir und ElI Minor [195] bestimmt.

Nummer RT 200 °C
1 871,02 1031,46
2 878,16 1031,46
3 925,85 1038,75
4 968,41 1037,75
5 996,02 1038,91
6 996,02 1046,13
7 1003,37 1046,84
8 1005,88 1052,18
9 1023,78 1055,16
10 1035,57 1055,99
11 1058,88 1059,65
12 1079,23 1059,12
13 1095,41 1059,12
14 1102,98 1059,12
15 1111,63 1060,64
16 1124,59 1059,37
17 1145,36 1060,86
18 1152,76 1063,13
19 1189,61 1064,49
20 1231,79 1066,07
21 124461 1074,09
22 1262,38 1068,55
23 1269,05 1068,55
24 1274,27 1067,02
25 1301,75 1069,37

26 1311,73 1069,5

27 1330,58 1069,5
28 1367,78 1069,33
29 1424,38 1071,64
30 1498,38 1071,78
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Anhang B
In diesem Anhang sind die Ergebnisse der Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikversuche bei
Raumtemperatur, 200 °C, 300 °C und 400 °C aufgelistet.

Tabelle B: Bruchzahigkeiten in [MPaym] der Drei-Punkt-Biege-Bruchmechanikversuche bei Raumtempera-
tur, 200 °C, 300 °C und 400 °C

Nummer RT 200 °C 300 °C 400 °C
1 9,14 13,19 16,59 21,63
2 9,16 13,23 17,21 24,05
3 9,16 13,39 18,74 24,17
4 9,20 13,5 19,11 24,34
5 9,23 13,81 19,13 24,38
6 9,27 14,3 19,97 24,44
7 9,29 14,54 20,58 24,87
8 9,30 14,58 20,69 25,27
9 9,33 14,63 21,06 25,34
10 9,33 14,77 21,23 25,52
11 9,36 14,94 22,67 26,29
12 9,39 14,97 23,64 26,57
13 9,41 15,07 27,86 26,85
14 9,42 15,14 30,81 26,92
15 9,43 15,19 44,98 27,44
16 9,44 15,49 49,48 27,84
17 9,45 15,62 62,15 27,85
18 9,47 15,77 69,48 27,93
19 9,49 15,77 70,18 28,07
20 9,51 16,16 74,71 29,08
21 9,53 16,31 75,56 29,21
22 9,55 17,21 79,32 29,41
23 9,55 17,77 80,17 29,86
24 9,57 18,73 81,13 29,9
25 9,59 19,01 88,24 31,03
26 9,60 19,23 89,25 229,54
27 9,84 20,5 93,32 235,42
28 9,93 21,61 94,84 239,13
29 9,98 21,89 104,18 250,35
30 10,05 24,86 167,07 290,99
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Anhang C

Walzrichtung

e

Abb. C-1: EBSD-Aufnahme des Korngefuiges in T-L Orientierung
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