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Kurzfassung

Warmedammschichtsysteme in Gasturbinen werden erheblichen thermomechanischen und oxi-
dativen Beanspruchungen ausgesetzt. Die aufgrund der thermischen Fehlanpassung zwischen
den Schichten und der Oxidation von der Haftvermittlerschicht induzierten Eigenspannungs-
verteilungen werden im Rahmen dieser Arbeit eingehend numerisch untersucht. Die durchge-
flihrten finiten Elementberechnungen beriicksichtigen grundlegende Aspekte der Mikrostruk-
tur wie Rauheit der Grenzfliche, Kinematik des Oxidationsprozesses und Viskoplastizitat
der Haftvermittlerschicht. Basierend auf den numerisch ermittelten Eigenspannungsfeldern
und den experimentellen Beobachtungen des Risswachstumsverhaltens werden Risse in der
Wairmedammschicht in der Ndhe zur Grenzfliche mit der Oxidschicht, innerhalb der Oxid-
schicht und an der Grenzfliche zwischen Oxidschicht und Haftvermittlerschicht modelliert.
Im Rahmen dieser Arbeit werden die numerischen Ergebnisse der bruchmechanischen Be-
wertung der implementierten Risse vorgestellt. Anhand der modifizierten Rissschlieffungsme-
thode werden die einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate durch Auswertung der
FEM-Spannungsfelder an der Rissspitze bestimmt. Risswachstum und Risswachstumsrich-
tung werden anhand eines mehrachsigen Risswachstumskriteriums, experimentell bestimmter
Risswiderstandswerte und der entsprechenden numerischen Rissbelastung ermittelt. Der Ein-
fluss verschiedener Geometrieparameter und der Risskonfiguration auf die Modusabhéngig-
keit der Rissausbreitung wird aufgezeigt. Durch Anwendung des bruchmechanischen Ansatzes
werden verschiedene Versagensmechanismen untersucht. Dabei wird die Wechselwirkung zwi-
schen Mikrostruktur, Wachstum der Oxidschicht, Viskoplastizitdt der Haftvermittlerschicht
und Versagensmodus des Wirmeddmmschichtsystems gezeigt. Die durchgefiihrten Untersu-
chungen koénnen als Grundlage fiir die Aufstellung eines vollstdndigen numerischen Modells

zur Lebensdauervorhersage von Warmeddmmschichtsystemen dienen.



Abstract

Micro- and fracture-mechanical failure modeling of thermal barrier coating
systems

Thermal Barrier Coating (TBC) systems in gas turbines are exposed to considerable thermo-
mechanical and oxidative loading. The residual stress fields induced by the thermal expansion
mismatch and oxidation of the Bond Coat (BC) in the coating system are thoroughly in-
vestigated in this work using numerical methods. The finite element calculations performed
consider fundamental aspects of the microstructure such as interface roughness, kinematics
of the oxidation process and viscoplasticity of the bond coat. Based on the evaluation of
the calculated residual stress fields and the experimental observations of cracking behavior,
cracks are modeled in the TBC in the vicinity of the TBC/Thermally Grown Oxide (TGO)
interface, in the TGO, and at the TGO/BC interface. In this work, results of the fracture
mechanics assessment of the implemented cracks are presented. The modified crack closure
integral (MCCI) method is used for postprocessing the finite element results to determine
the mode-dependent energy release rate components. The crack propagation capability and
crack propagation direction are then predicted using mixed mode failure criteria and critical
material data in addition to the crack assessment results. The influence of crack configuration
and of different geometrical parameters on the mode dependency of the crack growth is shown.
Applying the fracture mechanics technique, different failure mechanisms of the TBC systems
are investigated. Interactions between microstructure, growth of the TGO, viscoplasticity of
the BC and the failure mode of the TBC system are shown. The performed investigations can

be considered as basis for a fully numerical life time prediction model of TBC systems.
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1 Einleitung

Energieversorgung und Mobilitdt sind heute zentrale gesellschaftspolitische Aufgaben, die die
wirtschaftlichen und dadurch die wissenschaftlichen Entwicklungen der Zukunft mitbestimmen
werden. Im Bereich der Flugtriebwerke, aber auch der Energieerzeugung spielt die Gasturbi-
ne heute eine entscheidende Rolle. Die stéindig wachsenden energie- und umweltpolitischen
Anforderungen im Bereich des Gasturbinenbaus bestimmen die Hauptentwicklungsziele der
Erhohung des Wirkungsgrades, der Verlangerung der Lebensdauer und der Reduzierung der
Schadstoffemissionen. Diese Anforderungen lassen sich thermodynamisch in stationdren Ga-
sturbinen und Flugtriebwerken grundsatzlich durch eine Erhéhung der Heifgastemperatur [1]
und durch die Einfiihrung neuer Verbrennungskonzepte erreichen. Die Erhéhung der Gasein-
trittstemperatur stellt enorme konstruktive, fluiddynamische und vor allem werkstoffwissen-

schaftliche Herausforderungen dar.

Wiéhrend der letzten fiinfzig Jahre konnten die Heifigastemperaturen um etwa 600 °C gesteigert
werden und erreichen beispielsweise heute in Flugtriebwerken 1400 °C. Dieser Fortschritt be-
ruht im Wesentlichen auf der Entwicklung und Forschung in drei verschiedenen Bereichen. Zu-
néchst wurden die Grundwerkstoffe der ,heifen“ Komponenten der Turbine weiterentwickelt.
Heute werden gerichtet erstarrte oder einkristallin erstarrte Nickelbasis-Superlegierungen ei-
gesetzt. Diese Legierungen sind hochfest und temperaturbestindig, allerdings haben Sie eine
hohe Dichte. Das Entwicklungspotenzial in dieser Richtung scheint weitgehend ausgeschopft
zu sein. Die heutigen Konstruktions- und Auslegungskonzepte im Bereich des Gasturbinen-
baus basieren zunehmend auf leichten und gleichzeitig hochfesten und temperaturbestédndigen
Werkstoffen. Die dabei erzielte Gewichtsreduzierung fiihrt zur Senkung der Trégheits- und
Beschleunigungskréfte, die wiederum Verbrauchs- und Kostenoptimierung zur Folge haben.
In diesem Zusammenhang sind die Titanaluminidlegierungen durch ihre besonders giinstigen
Voraussetzungen Gegenstand intensiver Forschungsaktivititen [2]. Eine weitere Mafknahme
zur Erhdhung der Prozesstemperatur stellt die Luftkiihlung thermisch hochbelasteter Kom-
ponenten der Gasturbine dar. Die Kiihlungstechniken, beispielsweise die Filmkiihlung in Tur-
binenschaufeln, erfordern die Riickfithrung von verdichteter Luft und begrenzen somit die
mogliche Wirkungsgradsteigerung. Neben dem hohen konstruktiven Aufwand ist das Potenzi-

al der Entwicklungsmoglichkeiten der Luftkiihlung weitgehend ausgeschépft. Daher wird die



2 Einleitung

Temperaturbesténdigkeit der Grundwerkstoffe zusétzlich durch thermische Isolation gew&hr-
leistet. Dabei kommen hochtemperaturbestindige keramische Beschichtungen zum FEinsatz,

die als thermische Barrieren wirken sollen [3].

Keramische Wirmed&dmmschichten (WDS) wurden vor mehr als vierzig Jahren entwickelt
und werden heutzutage in stationéren Gasturbinen und Flugtriebwerken eingesetzt [4-7]. Die
durch das atmosphérische Plasmaspritzverfahren hergestellten Schichten (APS-WDS) werden
grundsétzlich in der Brennkammer und in den heifgasfiihrenden Komponenten eingesetzt. Je
nach Hersteller werden die ersten Beschaufelungsstufen der Turbine entweder mit den APS-
WDS oder mit den deutlich teureren elektronenstrahlaufgedampften EB-PVD-Schichten ver-
sehen. Dariiber hinaus liegt ein weiteres Anwendungsgebiet der WDS-Systeme im Bereich
der Dieselmotoren [8,9]. Dort wird versucht, durch die thermisch isolierende Beschichtung
eine adiabatische Verbrennung im Motorzylinder bei héheren Temperaturen zu erreichen. Ex-
perimentelle Untersuchungen [10,11] haben gezeigt, dass durch den Einsatz von WDS der
Kraftstoffverbrauch um 2% und gleichzeitig die Schadstoffemissionen um 40% gesenkt werden
konnen. Trotz dieses wirtschaftlichen Potenzials haben die WDS-Systeme in der Dieseltech-

nologie den Durchbruch in die Grofserienfertigung noch nicht geschaftt.

Die WDS-Systeme werden im Betrieb einem komplexen Belastungskollektiv ausgesetzt, das
extreme Anforderungen an die Schutzschichten zur Folge hat. Um die thermische Isolation zu
gewahrleisten, soll die WDS geringe Warmeleitfihigkeit und Wérmeabsorption aufweisen. Die
thermische Belastung des Systems fiihrt zu thermischen Spannungen, deren Betrag zur Diffe-
renz in den thermischen Ausdehnungskoeffizienten zwischen der WDS und den metallischen
Komponenten des WDS-Systems direkt proportional ist. Daher soll der thermische Ausdeh-
nungskoeffizient der WDS dem der metallischen Komponenten weitgehend angepasst werden.
Dariiber hinaus wird aufgrund der langen Betriebszeiten Phasenstabilitdt der WDS, chemische
Bestidndigkeit gegeniiber dem Angriff durch Verunreinigungen und eine ausreichende Haftfe-
stigkeit vorausgesetzt. Um den Oxidations- bzw. Korrosionsschutz des Grundwerkstoffs und
die Haftung der WDS durch mechanische Verklammerung zu gewihrleisten, ist das Aufbrin-
gen einer Haftvermittlerschicht (HVS) unerlédsslich [5]. Dabei spielt die Rauhigkeit der
HVS als Haftgrund eine entscheidende Rolle. Die HVS soll eine hohe Oxidationsbesténdigkeit
und eine gute chemische Vertréglichkeit mit dem Grundwerkstoft aufweisen. Der industrielle
Einsatz von WDS-Systemen wird aus werkstoffkundlicher Sicht nach den Kriterien Haftver-
mogen und Lebensdauer des Schichtverbundes, und vom wirtschaftlichen Standpunkt her
nach Herstellbarkeit, Reparaturfahigkeit und Rentabilitdt beurteilt.

Das extrem hohe wirtschaftliche Potenzial der WDS-Systeme in Form von Wirkungsgradstei-
gerung, Absenkung des Verbrauches und Reduzierung der Schadstoffemissionen wird seitens
der Hersteller aufgrund konservativer Auslegungsphilosophien und hohen Sicherheitsstandards
nicht vollstédndig ausgeschopft [5]. Die WDS-Systeme werden lediglich in sogenannten ,low-
risk“-Bereichen eingesetzt, in denen die Integritdt der WDS den sicheren Betrieb der Tur-



bine nicht beeinflusst. Dies betrifft ganz besonders Fluggasturbinen. Bei dem gegenwirtigen
Einsatz der WDS handelt es sich lediglich um eine sogenannte ,Bandagenanwendung“ [12],
die eine etwa um den Faktor drei bis vier verlingerte Lebensdauer der Turbinenkomponen-
ten und einen um mehr als 1% reduzierten Kraftstoffverbrauch zur Folge hat [4-6]. Fiir die
Design-Integration der Warmeddmmschicht in dem Auslegungsprozess der Gasturbine ist ei-
ne zuverlédssige Lebensdauervorhersage unerldsslich, um eine Mindestlebensdauer der Schicht
zu garantieren. Dies erfordert die Bereitstellung der thermo-mechanischen Eigenschaften
des Verbundsystems im gesamten betriebsrelevanten Temperaturbereich. Im Betrieb unter-
liegt das WDS-System einem komplexen Beanspruchungsprofil aus thermisch-mechanischen
und thermisch-chemischen Belastungen. Zu den lebensdauerbegrenzenden Faktoren der War-
medédmmschicht zdhlt die thermische Fehlanpassung zwischen den einzelnen Schichten, die
Oxidation der HVS und die dadurch verursachten Wachstumsspannungen der thermisch ge-
wachsenen Oxidschicht (TGO), die Phasenumwandlungen, Sinter- und Kriechprozesse und
der korrosive Angriff der Umgebung. Hierbei handelt es sich teilweise um zeitabhéngige Pro-
zesse [6]. Daher ist die zusétzliche Charakterisierung der zeitabhéngigen Schichteigenschaften
unumgénglich [7]. Die Forderung nach zuverldssigen WDS-Systemen und einer ausreichend
genauen Lebensdauerprognose setzt die Kenntnis aller versagensrelevanten Mechanismen vor-
aus. Das Verstédndnis der einzelnen Schidigungsprozesse der Warmeddmmschicht sowie deren
Wechselwirkung soll als Grundlage fiir die Erstellung eines Lebensdauermodells bzw. eines
Design-Werkzeugs dienen. Die Methode der finiten Elemente (FEM) bietet eine sehr ef-
fiziente Losung zur Integration von Design-Konzepten in die Auslegungskette.

Im Rahmen dieser Arbeit soll das Versagensverhalten von WDS-Systemen numerisch durch
Anwendung der FE-Methode untersucht werden. Ziel dabei ist die Aufstellung eines nume-
rischen Werkzeugs zur Lebensdauervorhersage. Ausgehend von den in der Literatur vorhan-
denen Modellen, die auf der numerischen Berechnung der Eigenspannungszustédnde beruhen,
werden bruchmechanische Ansitze in die mikromechanische Modellierung der Wir-
medédmmschichten eingefiithrt. Da die Analyse der Eigenspannungszusténde fiir die Vorhersage
des Versagens durch Risswachstum nicht hinreichend ist, stehen im Mittelpunkt dieser Arbeit
die Modellierung und die Bewertung von Rissen in dem WDS-System. Die dafiir
geeigneten numerischen Methoden werden bereitgestellt, um die experimentell und numerisch
identifizierten dominierenden Schidigungsmechanismen zu beurteilen. Der Vorteil einer sol-
chen Vorgehensweise ist ihre systematische Anwendbarkeit auf beliebige WDS-Systeme, deren
Materialeigenschaften und Struktur bekannt sind. Zudem ist die Implementierung von versa-
gensrelevanten phdnomenologischen Aspekten jederzeit zur Verfeinerung der Modelle méglich.
Die mikromechanische Modellierung der Verbundstruktur beriicksichtigt die Rauhigkeit der
Grenzflache zwischen HVS und WDS. Dariiber hinaus wird die Systembelastung, die durch
die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten der einzelnen Schichten

und die Oxidation der HVS hervorgerufen wird, durch neu eingefiihrte Techniken mo-
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delliert. Aufgrund eines komplexen Belastungszustandes an der Spitze der modellierten Ris-
se werden bruchmechanische Methoden eingesetzt, die eine ,mode“-abhingige Bestimmung
der Belastungsparameter des Risses ermdéglichen. Entsprechend liegen den Aussagen iiber das

Rissausbreitungsverhalten mehrachsige Risswachstumskriterien zugrunde.

Im zweiten Kapitel dieser Arbeit wird der grundsétzliche Aufbau des in den numerischen Mo-
dellen betrachteten WDS-Systems vorgestellt. Die Mikrostruktur und das Materialverhalten
der WDS und der HVS als wesentliche Grundlage der Behandlung der Schidigungsmechanis-
men von WDS-Systemen werden anhand von Literaturangaben beschrieben. Im dritten Kapi-
tel wird ein Uberblick iiber den Stand des Wissens gegeben. Dabei wird besonders auf die aus
der Literatur bekannten Versagensmechanismen und Ansétze zur Lebensdauermodellierung
eingegangen. Im vierten Kapitel wird zunéchst das verwendete FEM-Modell ausfiihrlich be-
schrieben. Anschliefsend werden die im Rahmen dieser Arbeit eingefiihrten bruchmechanischen
Ansitze detailliert vorgestellt und numerisch iiberpriift. Da die Rissimplementierung auf der
Auswertung der Eigenspannungszusténde in der rissfreien WDS-Struktur basiert, werden im
ersten Teil des fiinften Kapitels die Ergebnisse der Eigenspannungsberechnung vorgestellt, die
der Identifikation der kritischen Bereiche im Hinblick auf Rissinitiierung und Rissausbreitung
dienen. Die Rissmodellierungen und Bewertungen werden im Rahmen von drei verschiede-
nen Versagenmechanismen durchgefithrt. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen bilden den
Schwerpunkt dieser Arbeit und werden im zweiten Teil des fiinften Kapitels présentiert und
anschlieftend im Kapitel sechs unter Beriicksichtigung der Angaben aus Kapitel drei diskutiert.

Eine kurze Zusammenfassung und ein Ausblick im siebten Kapitel beschlieffen diese Arbeit.



2 Warmedammschichtsysteme

Bei der heutigen industriellen Anwendung der Wiarmeddmmschichten handelt sich in den
meisten Féllen um Schichten, die entweder nach dem Plasmaspritzverfahren (PS) oder nach
der Elektronenstrahlaufdampfmethode (EB-PVD) hergestellt werden. Die im Rahmen dieser
Arbeit modellierten Strukturen beruhen auf dem Aufbau und auf den Eigenschaften von APS-
WDS-Systemen, die im Bereich der stationdren Gasturbinenanlagen dominierend eingesetzt
werden. Zunichst wird der grundsétzliche Aufbau der Struktur vorgestellt. Die anschliefsende
Beschreibung des Plasmaspritzverfahrens dient dem Verstédndnis des mikrostrukturellen Auf-
baus der Schichten. Die Struktur und die Eigenschaften der WDS und der HVS werden in
Hinsicht auf die spater folgende numerische Modellierung teilweise detailliert beschrieben, da
bestimmte Aspekte der Mikrostruktur eine entscheidende Rolle bei den Schidigungsmecha-
nismen spielen. Auf eine Beschreibung der EB-PVD-Schichten wurde verzichtet, da diese in
anderen Arbeiten ausfiihrlich behandelt worden sind [13-15].

2.1 Anforderungen

Bedingt durch extreme Betriebsbedingungen werden WDS-Systeme einem komplexen Bela-
stungskollektiv ausgesetzt. Je nach Turbinenkomponente {iberlagern sich verschiedene Bean-
spruchungsarten. Die thermomechanische Belastung des WDS-Systems ergibt sich aus den
starken Temperaturgradienten wiahrend der An- und Abfahrphasen der Gasturbine. Die ther-
mische ,Fehlanpassung®, verursacht durch unterschiedliche thermische Ausdehnungskoeffizien-
ten der einzelnen Schichten, fiilhrt wiahrend dieser Betriebsphasen zur Verstirkung der ther-
momechanischen Belastungen. Die Temperaturunterschiede iiber die Dicke des innengekiihlten
Bauteils verursachen zusétzlich hohe thermische Spannungen [16]. Die thermochemischen Be-
lastungen wéhrend der stationdren Betriebsphase der Gasturbine ergeben sich aus der Heifigas-
korrosion sowie aus der Oxidation der HVS und der damit verbundenen Volumenzunahme der
Oxidschicht. Hinzu kommen typische mechanische Belastungen wie beispielsweise die Flieh-
kraftbeanspruchung und der Erosionsangriff durch die heiftfen Gase und die darin enthaltenen

Fremdkdrper. Der Betrieb von Fluggasturbinen ist gekennzeichnet durch kiirzere thermische
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Zyklen im Vergleich zu stationdren Gasturbinen, bei denen die Wartungsintervalle wesent-
lich ldnger sind. Die maximalen Belastungen einer Fluggasturbine treten wihrend der An-
und Abfahrphase auf und sind daher lebensdauerbestimmend, da im stationdren Flugzustand
Teillast gefahren wird. Aufgrund der Anzahl der im Betrieb auftretenden thermischen Zyklen
ist die thermomechanische Ermiidung (TMF) die iiberwiegende Systembelastung. Industrie-
gasturbinen laufen im stationdren Zustand iiber eine langere Zeit bei hohen Temperaturen
unter Volllastbedingungen. Die erreichte Anzahl der thermischen Zyklen bis zum Ende der
Lebensdauer ist wesentlich kleiner als bei Fluggasturbinen. Die iiberwiegende Belastung im
Volllastbetrieb ergibt sich hauptséchlich aus zeitabhingigen Vorgéngen, von denen das Sintern
der WDS und die Oxidation der HVS zu den wichtigsten Vertretern zdhlen.

Basierend auf den im Betrieb auftretenden Belastungen werden an das WDS-System eine

Reihe von Anforderungen gestellt, die sich in die folgenden Gruppen unterteilen lassen:

e Haftung
Das Haftvermoégen der Beschichtung kann durch ein gezieltes Anpassen der mechani-
schen und thermischen Eigenschaften der beteiligten Werkstoffe erh6ht werden. Dabei
spielt beispielsweise die Kompatibilitdt der thermischen Ausdehnungskoeffizienten eine
zentrale Rolle. Dariiber hinaus soll die WDS neben einer niedrigen Warmeleitfahig-
keit moglichst eine hohe Dehntoleranz und Thermoschockbestédndigkeit aufweisen, um
spontane Delamination der Schicht wihrend des Abkiihlens aus hohen Temperaturen
zu vermeiden. Eine hohe Duktilitdt der HVS ist erforderlich, um hohe Deformationen
bei einer geringen Schichtdicke aufnehmen zu konnen. Da die Grenzflichen zwischen den
einzelnen Schichten die kritischen Stellen im Hinblick auf die Integritét des Systems dar-
stellen, wird eine hohe Giite und Fehlerfreiheit gefordert. Je nach Herstellungsverfahren
sind Mindestrauhigkeitswerte an den Grenzflichen erforderlich, um die Haftung durch

mechanische Verklammerung zu gewéahrleisten.

e Zeitabhéngige Figenschaften

Da WDS-Systeme in einem breiten Temperaturbereich eingesetzt werden, wird eine hohe
Gefligestabilitit gefordert. Die durch Diffusionsvorgénge gesteuerten Phasenumwandlun-
gen sollen aufgrund der damit verbundenen Anderungen der physikalischen und mecha-
nischen Eigenschaften vermieden werden. Durch die Oxidation der HVS soll zunéchst
die schnelle Bildung einer diinnen, homogenen und kompakten schiitzenden Oxidschicht
begiinstigt werden. Spater soll dieser Vorgang sehr langsam ablaufen, um Wachstums-
spannungen zu vermeiden. Dabei ist die selektive Bildung von AlsOgz entscheidend hin-
sichtlich der Reduzierung der Diffusionsgeschwindigkeit des Umgebungssauerstoffs.

e Aerodynamische Eigenschaften
Eine hohe Oberflichengiite ist unerlédsslich zur Begrenzung der aerodynamischen Verlu-

ste, wie etwa bei der Umstrémung einer beschichteten Turbinenschaufel [17]. Die durch
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Fremdkorpereinschlag und Heifgasreibung an der Oberfliche der Warmedammschicht
verursachte Abnahme der WDS-Schichtdicke soll durch eine hohe Erosionsbesténdigkeit
kompensiert werden. Damit wird eine gleichméfige Schichtdicke, eine hohe Oberflachen-

giite und eine ausreichende thermische Isolation des Grundwerkstoffs sichergestellt.

o Herstellung
Neben der grundséatzlichen Wirtschaftlichkeit der Herstellungsprozesse werden hohe An-
forderungen beziiglich Reproduzierbarkeit und Qualitétsstandard gestellt. Dabei gilt es,
gleichméafige Schichtdickenverteilung, Zusammensetzung und Mikrostruktur unabhingig

von der Komplexitdt der Bauteilgeometrie einzuhalten.

2.2 Aufbau

Ausgehend von den an WDS-Systeme gestellten Anforderungen wurden verschiedene Auf-
baukonzepte des Schichtverbundes verfolgt. Dabei handelt es sich hauptsachlich um Duplex-,
Triplex, Multilayer- und gradierte Schichtsysteme.

Die in der industriellen Anwendung am weitesten verbreiteten Duplex-WDS-Systeme
(Abb. 2.1) bestehen grundsétzlich aus vier Komponenten: die eigentliche WDS, das Substrat
aus einer Superlegierung, eine aluminiumhaltige HVS zwischen Substrat und WDS und eine
Oxidschicht, die sich als Reaktionsprodukt an der Grenzfliche zwischen WDS und HVS bildet.

TBC
TGO

HV
SsuB

Abbildung 2.1: Prinzipieller Aufbau eines Duplex-WDS-Systems

Als Grundwerkstoff fiir die WDS hat sich ZrOs als bester Kandidat erwiesen, allerdings in
seiner kubischen/tetragonalen Phase durch Zusétze von Y2Oj3 teilstabilisiert. Reines ZrOs hat
keine Bedeutung, da es aufgrund seiner Umwandlung nach dem Sintern von der tetragona-
len in die monokline Phase zur Rissbildung kommt [18]. Es hat sich herausgestellt, dass die
maximale Lebensdauer bei Laboruntersuchungen (Anzahl der Zyklen bis zum Versagen des
WDS-Systems) mit der Addition von 6 bis 8 Gew.-% Y203 erzielt wurde [6,7]. Das System
<Zr09-6-8 Gew.-%Y203> zeichnet sich durch eine sehr geringe Warmeleitfahigkeit aus, die
nahezu temperaturunabhéngig ist (~ 1-2 W/mK), durch ein geringes Emissionsverhéltnis und

durch einen an das Substratmaterial gut angepassten thermischen Ausdehnungskoeffizient. Die
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Dehntoleranz dieses Systems verhindert die durch thermische ,Fehlanpassung“ bedingte spon-
tane Delamination der Deckschicht. Je nach Einsatzbereich variiert die Dicke der keramischen
Schutzschicht von 0,1 mm bis zu einigen Millimetern. Bei den rotierenden Turbinenkompo-
nenten liegt die Dicke der WDS zwischen 0,127 und 0,254 mm, da die Gewichtseinbufen in
Form von hoheren Zentrifugalkriften mit steigender Schichtdicke zunehmen [17]. Auferdem
fiihren hohere Schichtdicken zu Temperaturzunahme an der Oberfliche der Deckschicht. Dies
wiederum wiirde unerwiinschte Sintervorginge und Phasenumwandlungen begiinstigen [6].
Fiir die stationdren Komponenten der Gasturbine werden meistens WDS mit einer Dicke von
0.510 mm oder mehr verwendet. Verschiedene Untersuchungen haben gezeigt, dass die Dicke

der Keramikdeckschicht einen Einfluss auf die Lebensdauer des Verbundsystems hat [4,7].

Als HVS werden M-CrAlY-Legierungen eingesetzt, wobei M meist fiir Ni und/oder Co steht.
Zunichst sorgt die HVS, wie die Bezeichnung unterstreicht, fiir eine gute Haftung der WDS. Je
nach Beschichtungsverfahren trigt die Oberflichenrauheit der HVS entscheidend zur Haftung
der WDS bei. Da die WDS eine offene Porositdt besitzt und dadurch sauerstoffdurchléssig
ist, iibernimmt die HVS den Schutz des Substratmaterials vor Hochtemperaturoxidation und
-korrosion. Aufgrund ihres hohen Al-Gehalts von 5 bis 12 Gew.-% tibernimmt die HVS die Auf-
gabe des Oxidationsschutzes. Der hohe Al-Gehalt bewirkt die Ausscheidung von NiAl-Phasen
in der Schicht, die als Al-Reservoir dienen. Die HVS wird meistens durch das Vakuumplas-
maspritzverfahren (VPS) aufgebracht, um eine Voroxidation dieser metallischen Legierung zu
verhindern. Sie zeichnet sich durch eine hohe Verformbarkeit iiber einen grofen Temperatur-
bereich aus, und sorgt deshalb fiir einen Ausgleich der extrem unterschiedlichen Dehnungen
der WDS und des Substrats. Die Dicke der HVS betrdgt durchnittlich 0,300 mm. Die HVS
ermdglicht die Bildung einer Aluminium-Oxidschutzschicht, die als Diffusionssperrschicht das
Eindringen von Sauerstoff stark verlangsamt und somit das darunter liegende Material vor
schneller weiterer Oxidation schiitzt. Diese Eigenschaft, kombiniert mit einer guten Haftung
fiihrt zur bevorzugten Bildung einer durchgehenden und kompakten Schicht aus a—AlyQOs.
Allgemein kommt es zur Bildung von AlyOs3- oder/und CroO3-Oxiden aufgrund der hoheren
Sauerstoffaffinitédt von Al und Cr im Vergleich zu Co und Ni. Fiir die selektive Bildung ei-
ner AlyO3-Oxidschicht wird ein Mindest-Aluminiumgehalt von 8 Gew.-% vorausgesetzt [15].
Die Mikrostruktur dieser sogenannten thermisch gewachsenen Oxidschicht (TGO) héngt stark
von der Zusammensetzung der HVS, vom Herstellungsprozess und von den Betriebsbedingun-
gen [19] ab. IThre Dicke ist zeitabhéngig und in der Regel eine Gréfenordnung kleiner als die
der HVS. Zur Verbesserung der TGO-Haftung ist das gezielte Zulegieren von bestimmten
Elementen in der HVS-Zusammensetzung vorteilhaft. Nickel et al. [20] fanden heraus, dass
beispielsweise Titan-Zusédtze eine bessere Haftung der TGO zur Folge haben. Allerdings diir-
fen bestimmte Mengen nicht iiberschritten werden, da diese wiederum zu einem umgekehrten
Effekt fithren konnen.

Die Auswahl des Substratmaterials héngt von der Turbinenkomponente ab. Inconel 617,
eine Nickelbasis-Legierung, ist ein typischer metallischer Brennkammerwerkstoff. Fiir die

Turbinenschaufeln werden heutzutage eher einkristalline ausscheidungsgehirtete Nickelbasis-
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Superlegierungen eingesetzt.

Neben Duplex-WDS-Systemen kommen zunehmend Triplex-WDS-Systeme zum Einsatz, die
eine zusitzliche Diffusionssperrschicht (AlyO3) zwischen WDS/HVS aufweisen [21]. Der
Multilayer-Ansatz verwendet die sogennanten Cermet-Schichten, die zu einem Teil aus teil-
stabilisiertem ZrQOs und zum anderen Teil aus MCrAlY bestehen, um die thermischen Aus-
dehnungskoeffizienten ausgehend vom Substrat bis hin zur WDS schrittweise anzupassen. Die
Erweiterung dieses Ansatzes fiihrt zu den gradierten Systemen, bei denen spritztechnisch ein
zusammensetzungsgradierter Ubergang von der HVS zur WDS realisiert wird. Aufgrund der
stetigen Materialeigenschaften werden dadurch scharfe Spannungsspriinge an der Grenzflache
WDS/HVS vermieden. Auf der anderen Seite wird in der Literatur berichtet, dass die gradier-
ten Bereiche sich fiir die Oxidation bei hohen Temperaturen nicht besonders gut eignen und

einen negativen Einfluf auf die Lebensdauer des WDS-Systems haben [6,22].

Im Rahmen dieser Arbeit werden ausschliefslich Duplex-WDS-Systeme betrachtet. Die Werk-
stoffe der einzelnen Schichten und die Schichtdicken entsprechen typischen WDS-Systemen,
die in der Brennkammer von stationdren Gasturbinen eingesetzt werden (Abb. 2.2). Dort
wird standardmaifig das Plasmaspritzen als Beschichtungsprozess verwendet. Die Beschrei-
bung dieses Verfahrens und die sich daraus ergebende Mikrostruktur der Beschichtung wird

in den folgenden zwei Unterkapiteln behandelt.

Abbildung 2.2: Ringbrennerkammer einer stationdren Gasturbine

2.3 Herstellung

Das Plasmaspritzen (PS), eine industriell weit verbreitete Beschichtungsmethode zur Herstel-

lung von WDS, gehért zu den thermischen Spritzverfahren und wurde schon Mitte der fiinfziger
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Jahre von der Firma Union Carbide erfunden [23]. Das Prinzip dabei besteht darin, das pulver-
formige Material der herzustellenden Schicht in einem Plasmafreistrahl aufzuschmelzen. Dabei
wird zwischen einer wassergekiihlten kegelférmigen Wolframkathode und einer ringférmigen,
als Diise ausgebildeten Kupferanode ein Hochfrequenzlichtbogen geziindet. Das Hochtempe-
raturplasma (bis zu 20000 K) entsteht, wenn das durchstrémende Plasmagas dissoziiert und
teilionisiert wird. Das Plasmagas kann Hy, Ar, He oder eine Mischung dieser Gase sein. Das
Pulvermaterial wird in den Plasmastrahl injiziert, aufgeschmolzen und mit einer sehr hohen
Geschwindigkeit auf das Substratmaterial geschleudert. Die Kiihlung des zu beschichtenden
Werkstiicks fiihrt zu einer sehr schnellen Erstarrung der auftreffenden Tropfchen. Eine Viel-
zahl von Prozessparametern beeinflussen entscheidend die Mikrostruktur der entstehenden
Schicht. Dazu zdhlten z. B. die Gaszusammensetzung, die Gasfliisse, die Stromstarke, der
Spritzabstand, die Pulvergrofe, die Forderrate und der Umgebungsdruck [25]. Je nach Um-
gebungsdruck wird zwischen dem Vakuum-Plasmaspritzen (VPS) und dem atmophérischen

Plasmaspritzen (APS) unterschieden.

Der VPS-Prozess wird bei der Abscheidung der HVS eingesetzt, um einen moglichst gerin-
gen Sauerstoffgehalt zu gewdhrleisten. Der Kammerdruck wird stark abgesenkt, und nach der
Zugabe des Plasmagases wird ein Betriebsdruck von etwa 6 - 103 Pa eingestellt. Das Substrat
wird einer Reinigungsbehandlung unterzogen und anschliefend auf die Beschichtungstempera-
tur von 850 °C aufgeheizt. Wahrend des Beschichtungsprozesses wird pulverférmiges MCrAlY
injiziert. Die geschmolzenen Pulverteilchen werden beschleunigt und erstarren kurz nach ihrem
Auftreffen auf die kiihlere Substratoberfliche (bis zu 10% K/s). Dies fiihrt zu einem lamellen-
féormigen Aufbau der Schicht. Nach dem Beschichtungsprozess wird das Bimaterialsystem einer
Wirmebehandlung unterzogen. Dabei finden Diffusionsvorgidnge zwischen Substrat und HVS
statt, die zu einer besseren Haftung und zu einer hoheren Dichte der Schicht fithren. Zudem
findet in Abhéngigkeit der Zusammensetzung eine Phasenumwandlung in der HVS statt. Die
Wiérmebehandlung dient dazu entsprechend den Losungsgliihvorschriften fiir den Grundwerk-

stoff eine optimale Ausscheidung von 7/ zu erhalten.

Die eigentliche Auftragung der WDS erfolgt in einer atmosphérischen Umgebung nach Vor-
heizen des Bauteils auf ca. 200 °C. Da die Haftung zwischen HVS und WDS in erster Linie
durch mechanische Verklammerung sichergestellt wird, ist eine gewisse Rauhigkeit der HVS-
Oberflache erforderlich. Dazu wird die Oberfiche zusétzlich durch Sand- oder Kugelstrahlen
aufgerauht. Die WDS wird zeilenweise aufgetragen, und es kdnnen Schichtdicken von mehreren
Millimetern erreicht werden. Die APS-Prozessparameter haben einen starken Einfluss auf die
Mikrostruktur der entstehenden Schicht [26], so dass z.B. die Porositat weitgehend von der
Geschwindigkeit und der Temperatur der Partikeln abhéngig ist [27,28]. Fiir die WDS gilt die
Porositét als Qualitdtsmerkmal [29] und soll bei ca. 12% liegen.
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2.4 Mikrostruktur

Bedingt durch den Prozess des Plasmaspritzens erhilt die WDS eine typische Mikrostruk-
tur, die durch eine hohe Porositdt und zahlreiche Defekte gekennzeichnet ist. Abbildung 2.3
zeigt einen Querschnitt durch das gesamte WDS-System unmittelbar nach der Beschichtung.
Wiéhrend des PS-Prozesses werden die geschmolzenen Keramikpulverteilchen beschleunigt und
nach dem Aufprall auf die zu beschichtende Oberfliche flachgedriickt. Die extrem hohe Ab-
kiihlgeschwindigkeit fiihrt dazu, dass die Schmelztrépfchen erstarren, bevor ein vollstdndiger
Kontakt zum darunter liegenden Material hergestellt wird. Dadurch werden Poren gebildet,
deren Grofe und Hiufigkeit von den Parametern des Beschichtungsprozesses abhingen. Ne-
ben der Porenbildung weist die Keramikschicht ein ausgeprégtes Netzwerk von Mikro- und

Makrorissen auf.

200 um

——

Abbildung 2.3: Querschnitt durch ein typisches WDS-System unmittelbar nach dem PS-Prozess [30]

Die Materialauftragung durch Plasmaspritzen und die Erstarrung des aufgeschmolzenen Aus-
gangspulvers ruft eine fladenférmige, lamellare Struktur hervor (Abb. 2.4(a)). Die Dicke der
einzelnen Lamellen betrigt einige Mikrometer. Die einzelnen ,Fladen“ werden lateral durch
Agglomerate und ungeschmolzene Partikeln (in Abb. 2.4(a) durch schwarze Pfeile gekenn-

zeichnet) unterbrochen und verlaufen nicht immer in paralleler Richtung zur Oberfiche.

Die einzelnen Lamellen haben eine sdulen&hnliche Struktur. Die Kérner strecken sich iiber
die gesamte Dicke eines Fladens und weisen Durchmesser im Submikron-Bereich auf [33]. In
der Abbildung 2.4(b) werden zwei besondere Defekttypen hervorgehoben: intra- und inter-
lamellare Risse. Die intralamellaren Risse verlaufen parallel zu den stengelférmigen Kornern
und werden vermutlich durch thermische Spannungen wéhrend der Abkiihlung innerhalb des
Fladens hervorgerufen. Die interlamellaren Risse konnen mehrere Mikrometer lang sein und

verlaufen meistens in lateraler Richtung zwischen den einzelnen Spritzlagen.
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Abbildung 2.4: Mikrostruktur einer APS-WDS anhand von Mikroskopbildern der Bruchfliche in senkrechter
Richtung zur Schichtebene [31]

Neben den kurzen Rissen kénnen Makrorisse schon wihrend der Abscheidung der Keramik-
schicht und der anschliefenden Abkiihlung auf Raumtemperatur entstehen. Diese verlaufen
senkrecht durch die Schicht und werden meistens Segmentierungsrisse genannt (Abb. 2.5).
Das Defektnetzwerk, bestehend aus Poren, kleinen Rissen und Segmentierungsrissen ist oft er-
wiinscht, da dadurch die Dehntoleranz der WDS erhéht wird, in dem die Defektstruktur einen
Teil der auftretenden Dehnungen aufnimmt und somit die im Material gespeicherte elasti-
sche Energie begrenzt. Das Fehlernetzwerk in der APS-WDS héngt stark von der Temperatur
des Substrats und vom Spritzwinkel ab und hat einen grofen Einfluf auf die physikalischen
und mechanischen Eigenschaften der Schicht [28]. Dariiber hinaus wird die Mikrostruktur der

Abbildung 2.5: Draufsicht auf einer Bruchfliche parallel zur Schichtebene: Segmentierungsrisse [31]
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Wiérmedammschicht von der Betriebstemperatur zusétzlich beeinflusst. Untersuchungen von
Iavsky et al. [34] haben gezeigt, dass schon bei Temperaturen unter 1000 °C die spezifische
Defektfliche um 33% abnimmt. Dies deutet darauf hin, dass die Mikrostruktur und dadurch
die Eigenschaften des Materials sehr stark von Verdichtungsprozessen, Rissausheilungen und

Sintervorgéingen beeinflusst wird.

—_—
" : 100 pm

Abbildung 2.6: Rauhigkeit der Grenzfliche zwischen WDS und HVS [32]

Ein weiteres wichtiges Detail der Mikrostruktur stellt die Rauhigkeit der Grenzfliche
WDS/HVS dar. Im Gegenteil zu EB-PVD-Schichten ist eine Mindestrauheit der Grenzfla-
che erwiinscht, da diese fiir eine bessere Haftung der WDS durch mechanische Verklammerung
sorgt. Abbildung 2.6 zeigt eine typische Grenzfliche zwischen WDS und HVS, die in der Regel
die Form einer gewellten Linie hat. Die Rauhigkeit der Grenzfliche spielt eine entscheidende
Rolle in der Modellierung, da sie durch ihre geometrische Form den lokalen Eigenspannungs-

zustand quantitativ und qualitativ stark beeinflusst.

2.5 Materialverhalten

In Hinsicht auf die numerische Modellierung der WDS-Systeme durch Einsatz der FE-Methode
ist die Berlicksichtigung der physikalischen und mechanischen Figenschaften der einzelnen
Schichten von entscheidender Bedeutung. An dieser Stelle der Arbeit wird das grundsétzliche
Werkstoffverhalten der beteiligten Materialien basierend auf den experimentellen Untersu-

chungen aus der Literatur beschrieben.

2.5.1 APS-WDS

Die Mikrostruktur der APS-WDS, gekennzeichnet durch einen lamellaren Aufbau und ein
komplexes Netzwerk aus mikro- und makrorissdhnlichen Defekten, fiihrt zu einer starken Ani-
sotropie der Eigenschaften [35,36]. Grundsétzlich ist die APS-WDS senkrecht zur PS-Richtung
steifer als parallel dazu. Dariiber hinaus sind die Eigenschaften der WDS von der mechanischen

und thermischen Vorgeschichte abhéngig [33,37].
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Zur Charakterisierung des elastischen Verhaltens von APS-WDS stehen eine ganze Reihe von
verschiedenen Messmethoden zur Verfiigung, die sich in zwei Kategorien unterteilen lassen:
globale und lokale bzw. ortsauflésende Methoden. Thompson et al. [38] konnten durch Anwen-
dung des Biegeversuchs als globale Messmethode einen E-Modul senkrecht zur PS-Richtung
in Hohe von 10 GPa bestimmen. Den starken Unterschied zwischen dem E-Modul der APS-
WDS unmittelbar nach dem PS-Prozess und der véllig dichten ZrOs-8Gew.-%Y 203 (200 GPa)
fiithren sie auf Riss6ffnungs- bzw. Rissschliefungseffekte sowie Gleitungen zwischen den einzel-
nen Lamellen zuriick. Die Auslagerung der WDS bei hoheren Temperaturen fiihrt aufgrund
von Sintervorgidngen zur Verdichtung der Keramik, die fiir den signifikanten Anstieg des E-
Moduls verantwortlich gemacht wird [29, 38,39]. Die Ausheilung von intralamellaren Rissen
und die Verkiirzung von interlamellaren Rissen sind dabei denkbare Mechanismen, die die
Steifigkeit der Schicht steigern. Die lokale E-Modulermittlung durch Mikrohdrtemessung im
Eindruckversuch fiihrt zu hoheren Steifigkeiten als bei den globalen Messmethoden. Dort sind
die E-Modulwerte von der Eindruckkraft abhéngig [39] und werden vorzugsweise aufgrund
starker Streuung im Weibull-Diagramm dargestellt [18]. Die Erklarung der starken Streuung
ist auf der mikrostrukturellen Ebene zu suchen. Nakamura et al. [35] fithren die Anisotropie der
mechanischen Eigenschaften auf die globale Ausrichtung der Schichtdefekte zuriick. Weiterhin
definieren sie die sogenannte Finflusszone beim Eindruckversuch und erkldren die Abhéngig-
keit des E-Moduls von der Eindruckkraft bzw. die Diskrepanzen zwischen lokalen und globalen
Messmethoden durch die in der Einflusszone vorkommenden Defekte, ihre Orientierung, Grofe
und Hiufigkeit. Steinbrech et al. geben in [33] einen Uberblick iiber die verschiedenen Messme-
thoden und die Einflussparameter und weisen darauf hin, dass die Anwendung eines einzigen
SE-Modulwertes in der FE-Modellierung durchaus problematisch sein kann. Die Warmeleit-
fahigkeit und der thermische Ausdehnungskoeffizient sind auch stark von der Mikrostruktur
der Schicht, ihrer Phasenstabilitdt und ihrer thermischen Vorgeschichte abhéngig [14,40]. Im
Vergleich zum dichten Material kann beispielsweise die Warmeleitfdhigkeit durch Mikrorisse
und Mikroporen weitgehend abgesenkt werden (bis 1 W/mK). Dennoch fiihren Sinterprozesse
zu einer signifikanten Steigerung der Wérmeleitfihigkeit der WDS [37].

Fir APS-WDS wird ein fiir keramische Werkstoffe untypisches nichtlineares Spannungs-
Dehnungsverhalten beobachtet [22,37,41], das sogar bei Raumtemperatur registriert wurde,
unabhéngig davon, ob es sich dabei um Zug- oder Druckbelastung handelt. Aus der nicht linea-
ren o-e-Kurve kann kein eindeutiger E-Modul abgeleitet werden. Dieses inelastische Verhalten
wird héufig mit Pseudo-Plastizitdt bezeichnet. Demasi-Marcin et al. [22] fithren die Nichtli-
nearitit auf eine Mikrorissausbreitung (Makrorissbildung wurde nicht festgestellt) wihrend
der Belastung zuriick. Die Scherung von Mikrorissen verursacht das Abgleiten von rauhen
Rissflanken gegeneinander, und dadurch kommt es zu einer gewissen Verhakung, die letztend-
lich fiir eine bleibende Deformation verantwortlich gemacht wird. Ferner erkldren die Autoren
die besonders gute thermozyklische Bestdndigkeit der APS-WDS durch das metalldhnliche
Verhalten der Schicht.
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Bei hohen Temperaturen zeigen plasmagespritzte keramische Deckschichten ein ausgeprag-
tes zeitabhéngiges Verhalten. Die viskoplastische Deformation verursacht durch Kriechen und
Sintern ist auf thermisch und spannungsaktivierte Diffusionsvorgénge und mechanische Ver-
dichtung zuriickzufithren [37]. Herzog et al. [42] konnten durch Druckkriechversuche an frei
stehenden zylindrischen Schichten zeigen, dass die Keramik bei Raumtemperatur ,kriecht“. Die
Messergebnisse in [42—-45] zeigen einen ausgedehnten Primérkriechbereich, in dem der grosste
Anteil der bleibenden Verformung stattfindet.

Die Bruch- und die Grenzflichenzdhigkeit der APS-WDS ist fiir die Lebensdauer des WDS-
Systems und ganz besonders in der vorliegenden Arbeit von grosser Bedeutung. Mukher-
jee et al. [30] verwenden die Keil6ffnungsmethode, um eine stabile Rissausbreitung in Richtung
der interlamellaren Mikrorisse (parallel zur Grenzfliche WDS/HVS) zu erzeugen. Die Bruch-
probe wurde dabei durch Auflésung des Substrats aus dem Verbundsystem gewonnen und in
Mode I (Belastung senkrecht zur Rissebene) belastet. Die bestimmten Risswiderstandswerte
(Delaminationsrisse) von Proben unmittelbar nach dem Plasmaspritzen liegen zwischen 150
und 240 N/m. Das Tempern der Proben lieferte um den Faktor 2 bis 3 héhere Risswiderstands-
werte. Die mit dieser Methode erzeugten Risse liegen im Makrobereich (bis 3 mm Risslédnge).
Evans et al. [46] geben Werte der Delaminationszahigkeit von APS-WDS im Bereich 1 bis
100 N/m an. Die Bruchzahigkeit der APS-WDS ist anisotrop und héngt von der Rissldnge
ab. In [47] wird zwischen kurzen (bis 100 pm Risslédnge) und langen (ab 1 mm Rissldnge) Ris-
sen unterschieden. Fiir die kurzen Risse wird eine sehr kleine Bruchzdhigkeit angegeben, die
im Eindruckversuch bestimmt wurde [48]. Dabei ist es dufserst problematisch, die Lange der
erzeugten Risse auszumessen, da diese sich kaum von den in der Struktur vorhandenen Ris-
sen unterscheiden. Diese Werte stellen den Bruchwiderstand zwischen den Fladengrenzflichen
dar und wiirden deutlich mit langer werdenden Rissen (R-Kurvenverhalten [49]) ansteigen.
Dies wird von Evans et al. [47] auf die Reibungseffekte an den unebenen Rissflanken zu-
riickgefiihrt. Shaw et al. [50] verwendeten eine Chevronprobe fiir die Bestimmung des Grenz-
flichenbruchwiderstandes in einem APS-WDS-System und geben einen Wert Gy, von etwa
16 N/m an. Thermozyklierte Proben lieferten um 25% niedrigere Werte. Dabei wanderte die
Bruchstelle an der Grenzfliche zwischen der Keramikschicht und der 4.5 pm dicken thermisch
gewachsenen Oxidschicht. Oechsner [51] gibt Werte der experimentell ermittelten kritischen
Energiefreisetzungsrate fiir einen Delaminationsriss zwischen 100 und 200 N/m an. Die von
Hofinger et al. [52] verwendete Messmethode basiert auf einer Modifikation des Biegeversuchs
nach Charalambiedes. Die Ergebnisse zeigen, dass die Delaminationszdhigkeit mit zunehmen-
der Rauhigkeit der Grenzfliche zwischen HVS und WDS steigt und mit dicker werdenden
TGO abnimmt.
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2.5.2 VPS-HVS

Typische MCrAlYs als plasmagespritzte HVS haben herstellungsbedingt ein anisotropes ela-
stisches Verhalten [24]. Der E-Modul und der thermische Ausdehnungskoeffizient des Sub-
strats und der HVS sind sehr &hnlich. Die Haftvermittlerschichten werden meistens nach dem
PS-Prozess einer Wiarmebehandlung unterzogen, die zu einer dichten Struktur fithrt [53].
MCrAlY-Legierungen zeigen bei tiefen Temperaturen (bis etwa 600 °C) ein sprodes und
hochfestes Verformungsverhalten. Bei hohen Temperaturen sind diese Legierungen durch
ein sehr duktiles Verhalten und eine niedrige Festigkeit gekennzeichnet. Die Duktil-Sprod-
Ubergangstemperatur liegt etwa zwischen 600 und 700 °C und héingt stark von der Legierungs-
zusammensetzung ab [54]. Das superplastische Verformungsverhalten bei hohen Temperaturen
der HVS ist auf die feinkornige Gefiigestruktur der Legierung zuriickzufiihren. Die Fahigkeit,
hohe Verformungen aufzunehmen, wurde von Majerus et al. [55] im Scherversuch gezeigt. Die
HVS im WDS-Verbund wurde gezielt einer Scherverformung ausgesetzt, die bei einer Tempe-
ratur von 950 °C zur einer relativen Verschiebung zwischen Substrat und WDS um 500 pym
gefiihrt hat. Anhand der Scherbelastungsmethode konnten die zeit- und temperaturabhéngi-
gen Verformungseigenschaften der HVS im Verbund ermittelt werden. In [54, 56] wurde das
Kriechverhalten von verschieden MCrAlY-Legierungen anhand von Proben aus dem massiven
Material untersucht. Brindley [57] berichtet {iber ab 900 °C sehr ,kriechfreudige* Haftver-
mittlerschichten, die eine sehr schnelle Spannungsrelaxation aufweisen. Dariiber hinaus soll
das HVS-Kriechverhalten als lebensdauerbestimmender Faktor eine entscheidende Rolle bei
der Delamination der WDS spielen. Die experimentellen Messungen von Heckmann et al. [53]
anhand von freistehenden MCrAlY-Rohrchen, die nach dem Beschichtungsprozess herausge-
arbeitet worden sind, haben ein von den vollen Proben abweichendes Kriechverhalten gezeigt.
Die vollen Proben, die aus einer mehrere Millimeter dicken VPS-Schicht stammen, wiesen eine
deutlich schnellere Verformung im Kriechdruckversuch auf. Die Untersuchung der Probenmi-

krostruktur zeigte eine weit feinere Gefiigestruktur bei den separierten Schichten.



3 Warmedammschichtversagen in der

Literatur

Das Versagen von Warmedammschichten wird grundsétzlich durch Rissinitiierung, Rissaus-
breitung und Risszusammenwachsen bestimmt. Erst die Akkumulation dieser Schidigungser-
eignisse fithrt zum Versagen der WDS. Dabei erfolgt das Versagen durch das Abplatzen der
WDS, bevor das Ende der Lebensdauer der beschichteten Komponente erreicht ist. Je nach
Lage des zum Versagen flihrenden Risses wird zwischen adhésivem (im Bereich der Grenzflé-
che) und kohésivem (in der Schicht) Versagen unterschieden [58]. Das Rissversagen der WDS
beruht auf Mechanismen, die zum einen die treibenden Kréfte fiir Risswachstum erhéhen und
zum anderen den Risswachstumswiderstand herabsetzen. Allgemein hingen diese Mechanis-

men ab von:

e Anwendungsbereich:
Die mechanische und ganz besonders die thermische Belastung des WDS-Systems in
stationdren Gasturbinen und in Flugtriebwerken sind sehr verschieden. Wahrend Flug-
turbinen einer groflen Anzahl von kurzen thermischen Lastzyklen ausgesetzt werden,
handelt es sich bei den stationdren Gasturbinen hauptsichlich um eine lang anhaltende

isotherme Belastung.

e Herstellungsverfahren:
Bedingt durch die unterschiedlichen Herstellungsprozesse weisen APS-WDS und EB-
PVD-Schichten vollig unterschiedliche Mikrostrukturen, Morphologien und thermo-
physikalische Eigenschaften auf. Entsprechend laufen in beiden Systemen unterschiedli-

che Schidigungsmechanismen ab.

e Art und Zusammensetzung der Haftvermittlerschicht:
Die Zusammensetzung der HVS hat einen direkten Einfluss auf die entstehende TGO-
Schicht. Verschiedene M-CrAlYs fithren zu verschiedenen TGO-Morphologien, die wie-
derum verschiedene Versagensmechanismen zur Folge haben. Aufierdem kann sich das
plastische Verhalten entsprechend dndern und somit die Lebensdauer des Systems be-

einflussen.

17
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In diesem Kapitel werden zunéchst die verschiedenen Schidigungsmechanismen beschrieben,
die das notwendige Potenzial fiir Risswachstum zur Verfiigung stellen. Das Zusammenspiel
dieser Mechanismen hat zu verschiedenen Versagensszenarien gefiihrt, die anhand der Lite-
raturangaben beschrieben werden. Anschlieffend werden die wichtigsten in der Literatur vor-

handenen Lebensdaueransitze erldutert.

3.1 Schadigungsmechanismen

Die Delamination und das Abplatzen der Warmedammschicht setzt grundsitzlich Rissfort-
schritt voraus. Die notwendigen kritischen Spannungszusténde, die zu Risswachstum fiihren,
werden durch verschiedene betriebsbedingte Mechanismen hervorgerufen. Die Wechselwirkung
zwischen den einzelnen Schidigungsphénomenen hangt von der Belastungstemperatur und der
Belastungszeit ab. Dieses Unterkapitel beschrénkt sich auf die Beschreibung der wichtigsten
Schidigungsmechanismen, die aufgrund einer typischen Betriebsbelastung aus der Anwendung

der WDS-Systeme im Bereich der Energieerzeugung wirksam sein kénnen.

3.1.1 Thermische Fehlanpassung und Morphologie der Grenzflachen

In einem Schichtverbund bestehend aus verschiedenen Werkstoffen mit unterschiedlichen
elastischen Eigenschaften fiihrt eine Temperaturénderung zur Entstehung von Spannungen,
die umso hoéher sind, je hoher der Unterschied zwischen den jeweiligen thermischen Aus-
dehnungskoeflizienten ist. Abbildung 3.1 zeigt schematisch die Entstehung von thermischen
Druckspannungen in einer diinnen Schicht wéhrend einer Temperaturabnahme um AT. Ei-
ne vereinfachte Abschitzung der thermischen Spannungen in einer diinnen Keramikschicht

(dschicht < dsubstrat)auf einem metallischen Substrat liefert folgende Gleichung [59,62]:

E

— UV

oar = AT Aa - (3.1)

Dabei wird ein linear elastisches Materialverhalten angenommen. Die elastischen Eigenschaften
der diinnen Schicht werden in Gleichung 3.1 durch E und v beriicksichtigt. Fiir eine Tempera-
turabnahme ausgehend von einem spannungsfreien Zustand bei 400 °C (entspricht der Tem-
peratur der HVS wihrend der Abscheidung der APS-WDS) auf Raumtemperatur bei 25 °C
und fiir einen Unterschied in den Warmeausdehnungskoeffizienten Aa von 5- 1076 K~ ergibt
sich einen biaxialen Druckspannungszustand von etwa o375 = —120 MPa. Dabei wurden der E-
Modul und die Querkontraktionszahl der WDS in Hohe von jeweils 48 GPa und 0,25 angenom-
men. Im Gegensatz dazu spielen in einem typischen APS-WDS-System die Schichtdicken der
einzelnen Komponenten eine entscheidende Rolle bei der Entstehung der thermischen Span-

nungen aufgrund der Fehlanpassung. Die Verformung des dickeren Substrats wird dabei der
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Abbildung 3.1: Thermische Fehlanpassung, Diinnschichtmodell

wesentlich diinneren Keramikschicht aufgezwungen. Das Vermeiden eines spontanen Versagens
der WDS ist ihrer hohen Dehntoleranz (siehe Kapitel 2.5.1) zu verdanken. Laboruntersuchun-
gen haben gezeigt, dass die Abkiihlung des Verbundes unter bestimmten Bedingungen wie etwa
im Fall einer dichten WDS oder bei einer zu hohen Substrattemperatur wihrend dem Beschich-
tungsprozess zum Abplatzen der Deckschicht fiihren kann [59]. McGrann et al. [60] fanden
heraus, dass mit steigender Substrattemperatur wihrend des Plasmaspritzens die Druckeigen-
spannungen in der WDS bei RT zunehmen. Eine Reduzierung der thermischen Fehlanpassung
zwischen WDS und Substrat kann grundsétzlich durch Einfithrung der HVS erzielt werden.
Allerdings fiihrt ihre Oxidation und die Entstehung der TGO-Schicht zur Verstdrkung der
thermischen Spannungen, da diese Schicht einen wesentlich héheren E-Modul und einen nied-

rigeren thermischen Ausdehnungskoeffizienten (arco < awns < apc,sup) aufweist.

In der Literatur wird héufig iiber Versagen der WDS durch Delamination in der N&he der
Grenzfliche [4,22,59,61,85] zu HVS berichtet. Das Risswachstum findet parallel zur Grenz-
fliche statt. Dies setzt Zugspannungen voraus, die zur Offnung des Risses fithren. Der durch
thermische Fehlanpassung abgeschétzte biaxiale Druckspannungszustand in der WDS unter
der Annahme einer ebenen Grenzfliche kann alleine das Risswachstum nicht erkldren, da
Spannungen in normaler Richtung zur Grenzfliche nicht vorhanden sind. Die Beriicksichtung
von Grenzflichenrauheiten oder von grenzflachennahen Defekten fithrt grundsétzlich zu einer
lokalen Verdnderung des Spannungszustandes. Evans et al. [62] idealisieren die Grenzflichen-
rauheit als eine sinusférmige Linie und geben eine Approximation der Spannungskomponente
in normaler Richtung zur Grenzfliche an, die auf der Annahme eines isolierten zylindrischen

Einschlusses basieren und von der Wellenlinge und Amplitude der Rauheit abhéngen. Die
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Grenzflachenrauheit fiihrt zum einen zu einer lokalen Spannungskonzentration und zum an-
deren zu einer qualitativen Anderung der Belastung. Durch die Beriicksichtigung der Rauheit
bei einer Temperaturabnahme werden Zugspannungen an der Spitze der Berge und Druck-
spannungen in den Télern erzeugt, die mit zunehmender Entfernung zur Grenzfliche abneh-
men [58,62-64]. Eine Vorzeichenumkehr der Spannung im Berg und im Tal der Rauheit wird
durch die Beriicksichtigung einer Oxidschicht zwischen HVS und WDS mit einer Mindestdicke
dox,min hervorgerufen [46,65]. Dabei wird lediglich der Beitrag der Oxidschicht zur thermi-
schen Fehlanpassung betrachtet (Wachstumsspannungen nicht beriicksichtigt). Die Kombina-
tion zwischen unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten und der Grenzflachen-
morphologie liefert einen wichtigen Beitrag zu der notwendigen Belastung, die letztendlich

Risswachstum bzw. Delamination der Schicht einleiten soll.

3.1.2 Oxidation der Haftvermittlerschicht

Die Langzeitbeanspruchung bei hohen Temperaturen des WDS-Systems wird von der Oxida-
tion der HVS und das dadurch hervorgerufene TGO-Wachstum als Schidigungsmechanismus
bestimmt [20, 22, 59,66—69]. Die Sauerstoffdurchléssigkeit der Deckschicht, bedingt durch ih-
re offene Porositdt und ihre gute Sauerstoffionenleitung, sowie die Diffusion von Al aus der
HVS fiihrt zur Entstehung einer diinnen, dichten und feinkristallinen Al,O3-Oxidschicht an
der Grenzflache zwischen HVS und WDS. Thermodynamische Stabilitdtsbetrachtungen bele-
gen, dass die Bildung von stabilem a-AlyO3 im Vergleich zu anderen Oxiden iiberwiegt [47].
Die metastabilen Phasen kénnen unter bestimmten Bedingungen vorkommen, wandeln sich
allerdings mit fortschreitender Oxidationszeit in die stabile a-Phase um [47]. Die Oxidations-
kinetik bzw. die Dickenzunahme des TGOs wird in der Regel durch parabolische [47] oder
kubische [70] Wachstumsgesetze beschrieben. Die Anfangsphase des Oxidationsprozesses ist
durch ein schnelles Schichtwachstum gekennzeichnet. Damit stellt die HVS durch die rasche

Ausbildung eines TGOs den Oxidationsschutz des Grundwerkstoffs sicher.

Das Wachstum der Oxidschicht wird durch die Diffusionsstréme von Sauerstoff und Alumi-
nium bestimmt. Die Einwérts-Diffusionsgeschwindigkeit von den Sauerstoffanionen ist hdher
als die Auswarts-Wanderung von Aluminium, und somit lagert sich das neu entstehende Oxid
iiberwiegend an der Grenzfliche HVS /TGO an [71] (siehe Abbildung 3.2). In AlyOj erfolgt der
Stofftransport vorwiegend entlang der Oxidkorngrenzen, da die Sauerstoffdiffusion im Korn-
inneren wesentlich langsamer ist [15,47]. Neben dem iiberwiegenden Oxidschichtwachstum an
der Grenzfliche zwischen TGO und HVS setzt sich ein kleiner Anteil des neu ausgebilde-
ten Oxids an internen Grenzflichen ab [72] (vgl. Abbildung 3.2), wie beispielsweise an den
Korngrenzen [62], und verursacht damit ein laterales Schichtwachstum [47,71].

Der Oxidationsprozess ist mit einer Volumenzunahme verbunden, die mit dem Ubergang vom
Kristallgitter des Metalls zum Kationengitter des Oxids einhergeht. Das sogenannte Pilling-
Bedworth-Verhéltnis (®) setzt das Volumen des Metallions im Oxid ins Verhéltnis zum Volu-
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Abbildung 3.2: a-Al;O3-Schichtwachstum [47]

men des Metallions im Metallgitter und betragt fiir AloO3 1,28 [72]. Allgemein ist die Volumen-
zunahme fiir ® > 1 mit Wachstumsspannungen verbunden, da der notwendige Platz fiir das
neu ausgebildete Oxid in einem Verbundsystem nicht ausreichend ist. In dem besonderen Fall
von Oxidwachstum an gekriimmten Flichen, d.h. an der rauhen Grenzfliche zwischen HVS
und WDS, héngt die qualitative Spannungsverteilung (Zug-/Druckspannungen) von Kriim-
mungsradius, Kriimmungsrichtung und Richtung des Schichtwachstums ab (einwéirts oder
auswirts) [72]. Das laterale Schichtwachstum fiihrt zu sehr hohen Druckspannungen in der
Oxidschicht, allerdings ist die seitliche Oxidbildung anteilsmékig relativ klein im Vergleich zur
Schichtwachstum in der Dickenrichtung. Evans et al. [47] schétzen den Anteil des intern aus-
gebildeten Oxids entlang Korngrenzflachen, die senkrecht zur Grenzfliche zwischen HVS und
WDS stehen, auf etwa 10% der gesamten AlyOs3-Produktion. Sie postulieren weiterhin, dass
die hohen lateralen Spannungen im TGO zur Unterdriickung der internen Oxidbildung fiihren
konnen (ab einer kritischen Spannung von ~ -3 GPa). Die Volumenzunahme der Oxidschicht
in Dickenrichtung kombiniert mit einer lokalen Grenzflichenstérung bzw. Grenzflichenrauhei-
ten kann auch zur Entstehung von hohen Spannungen fithren. Die mit der Oxidation der HVS
verbundene Belastung besteht letztendlich aus zwei wesentlichen Komponenten: zum einen
aus reinen Wachstumsspannungen im TGO und zum anderen aus zusdtzlichen thermischen
Spannungen (Fehlanpassung, wenn beispielsweise der Verbund abgekiihlt wird). Experimen-
telle Messungen der Eigenspannungen bei Raumtemperatur ergaben Druckspannungen, die
zwischen -3 und -7 GPa liegen [47,73-75]. Die direkte Spannungsmessung bei hohen Tem-
peraturen wihrend des Schichtwachstums lieferte Druckspannungsen, die wesentlich kleiner
als die Spannungen durch thermische Fehlanpassung waren. Die Werte variierten zwischen
wenigen MPa (auf Ni-Basis-Legierung) [47] und bis zu -1,2 GPa (auf FeCrAlY) [76,77]. Die
in der Oxidschicht induzierten Druckspannungen nehmen mit der Oxidationszeit bzw. mit
der Oxidschichtdicke zu. Nach ldngerer Zeit bei hohen Temperaturen wird ein stationérer Zu-
stand erreicht, in dem die Druckspannungen nahezu konstant bleiben [72,75,78]. Eine weitere
Spannungsquelle innerhalb der Oxidschicht stellt die AlsO3-Umwandlung von den metasta-
bilen Phasen in die stabile a-Phase dar. Diese Phasenumwandlungen sind mit einer starken

Volumenabnahme verbunden und kénnen extrem hohe Zugspannungen zur Folge haben [75].
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Der Oxidationsprozess der HVS ist mit der Entstehung von hohen Spannungen verbunden,
insbesondere an Unregelméfigkeitsstellen der Grenzflichen HVS/TGO/WDS, und liefert so-
mit einen entscheidenden Beitrag zum Versagen des Systems durch Erhéhung der notwendigen
treibenden Kréfte fiir die Rissausbreitung. Dariiber hinaus sind andere Mechanismen bekannt,
die in Verbindung mit der Oxidation zur Absenkung der Haftung bzw. der Grenzflichenenergie
vom TGO zur WDS und/oder HVS fiihren. Fiir die Beschreibung der Oxidationsschiddigung
wird eine kritische Oxidschichtdicke eingefiihrt, die indirekt die Information iiber den her-
vorgerufenen Spannungszustand und somit die fiir Risswachstum notwendige treibende Kraft
enthilt. Dem gegeniiber stehen Mechanismen, die zur Herabsetzung der Haftung fiithren. Dar-
iber wurde von Quadakkers et al. in [69] berichtet. Die Ergebnisse werden nachfolgend kurz

zusammengefasst:

e Die Spannungsrelaxation im TGO kann durch Rissbildung in der Schicht und/oder an der
Grenzfliche HVS/TGO stattfinden. Dadurch wird die Ablésung der Schicht geférdert.

e Geringe Verunreinigungen an Schwefel (wenige ppm)segregieren an die Grenzflache
HVS/TGO und reduzieren deren Haftfestigkeit. Ahnlich wie Schwefel verhilt sich Koh-
lenstoff, der auch eine schidliche Wirkung auf die Haftung des TGOs zu HVS entfaltet.

Kleine Ti- und Ta-Zusétze konnen dem entgegen wirken und die Haftung verbessern.

e Durch die Diffusion von Al zur Oxidschichtbildung sinkt dessen Konzentration unterhalb
des TGOs ab und fiihrt somit durch das Zusammenwachsen von Leerstellen zu starker

Porenbildung, die als Ausgangspunkt fiir Rissausbreitung dienen kénnen.

e Porenbildung kann auch innerhalb des TGOs durch Ausscheidung von Yttrium als Y-
Aluminat an den Korngrenzen stattfinden. Dariiber hinaus kann Yttrium zu innerer
Oxidation unterhalb der Oxidschicht in der HVS fithren. Dadurch kommt es zu lokalen
Spannungskonzentrationen und Zunahme der TGO-Dicke. Die innere Oxidation kann
auch durch gelosten Sauerstoff in der HVS verursacht werden. Die TGO-Schicht wird
in diesem Fall durch eine blumenkohlartige und zerkliiftete Morphologie gekennzeich-
net. Dieser Typ TGO-Schichten zeigt meistens eine massive Rissbildung innerhalb der
Schicht [79]. Dennoch kann Y, wenn es in der optimalen Menge von etwa 0,1% vorhan-
den ist, durchaus die Haftung verbessern [69,80]. Y kann Verunreinigungen wie Schwefel

binden und kann den Wachstumsmechanismus des TGOs beeinflussen.

e Abhingig von der Phasenzusammensetzung der HVS kénnen verschiedene Mischoxide
und Spinelle an der HVS /TGO oder TGO/WDS Grenzfliche entstehen. Evans et al. [47]

vermuten, dass die Sprodigkeit dieser Phasen zur Delamination fiihren kann.

Die Oxidation der HVS beinhaltet eine ganze Reihe von Schidigungsmechanismen, die zum

Teil noch nicht ganz verstanden sind. Dennoch besteht in der Literatur weitgehend Einigkeit
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dariiber, dass die Oxidation der HVS eine entscheidende Rolle spielt, und zwar indem sie ein
sprodes Reaktionsprodukt ausbildet, in dessen Bereich optimale Voraussetzungen fiir Rissiniti-
ierung und Rissausbreitung vorhanden sind. Dies hat dazu gefiihrt, dass MCrAlY-Legierungen

vor allem hinsichtlich ihres Oxidationsverhaltens optimiert werden.

3.1.3 Weitere Schidigungsmechanismen

Neben der thermischen Fehlanpassung und der Oxidation der HVS, die als Hauptversagens-
mechanismen erkannt wurden, besteht eine Reihe weiterer Schidigungsmechanismen, die das
Delaminationsverhalten des WDS-Systems mitbestimmen und nachfolgend zusammengefasst

werden:

Kriechen und Sintern der WDS [29, 37, 38, 44]

Das Langzeitverhalten des WDS-Systems wird nicht nur durch die Oxidationsvorginge in
der HVS bestimmt, sondern wird auch stark durch das Versintern und Kriechen der Kera-
mikschicht beeinflusst. Sintervorginge verdndern die Mikrostruktur der WDS und reduzieren
dadurch Thre Dehntoleranz. Kriechen und Sintern haben einen direkten Einfluf auf den Span-
nungszustand, da Sie den E-Modul der Schicht erhéhen. Dariiber hinaus ist das Versintern der
Schicht mit einer Volumenabnahme verbunden, die letztendlich zur Rissbildung fithren kann.
Sintern kann zum einen die Schichtschiddigung durch Rissbildung erhéhen und zum anderen
die treibenden Kréfte fiir Rissausbreitung anheben. Infolgedessen kann das Langzeitverhalten

der WDS bei hohen Temperaturen versagensentscheidend sein.

HVS-Kriechen

Die Kombination zwischen hohen Temperaturen und hohen Spannungen, wie sie in dem WDS-
System vorgegeben ist, steigert die Bedeutung der Spannungsrelaxation in der HVS. Petrus
und Ferguson [81] haben durch numerische Untersuchungen und statistische Auswertungen
gezeigt, dass die Kriecheigenschaften der HVS als drittwichtigster Parameter nach dem ther-
mischen Ausdehnungskoeffizient der HVS und der Rauheit der Grenzfliche im Bereich der
WDS in dem Designprozess des WDS-Systems vorkommen. Die Spannungsrelaxation in der
HVS wihrend der Hochtemperaturphase fithrt zwar zum Abbau der Beanspruchung, aller-
dings treten die negativen Effekte aufgrund des Kriechverhaltens erst in der Abkiihlphase
auf [81,82]. HVS-Kriechen fiihrt letztendlich bei Raumtemperatur zu héheren Spannungen.
Brindley [57] untersuchte den Einfluss des HVS-Kriechens anhand von drei verschiedenen
MCrAlY-Legierungen und zeigte, dass eine kriechfestere HVS zu einer hoheren Lebensdauer
fiihrt.
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Phasenumwandlungen

Phasenumwandlungen in der WDS sind mit Volumenénderungen verbunden, die fiir die Ent-
stehung zusétzlicher Spannungen in der Schicht verantwortlich gemacht werden. So ist bei-
spielsweise die Umwandlung von der tetragonalen in die monokline Phase mit einem Volumen-
zuwachs von etwa 3 bis 4% verbunden [68]. Ferner finden in der HVS Phasenumwandlungen
statt, die den thermischen Ausdehnungkoeffizienten und dadurch den Spannungszustand si-
gnifikant beinflussen konnen [69]. Messungen des thermischen Ausdehnungskoeffizienten in
Abhéngigkeit der Temperatur fiir die PWA286-HVS zeigen Phasenumwandlungen ab einer
Temperatur von etwa 700 °C [84]. Dies ist durch eine starke Abnahme bzw. Zunahme des

thermischen Ausdehnungskoeffizient als Funktion der Temperatur eindeutig erkennbar.

3.2 Versagensszenarien

Ausgehend von den im vorherigen Unterkapitel beschriebenen Versagensmechanismen wurden
verschiedene Versagensszenarien in der Literatur vorgestellt. Meistens basieren diese Modelle
auf einer Kombination zwischen experimentellen Befunden und numerischen Untersuchungen

der Eigenspannungssituation im WDS-System.

Eine der ersten und einfachsten Modellvorstellungen anhand von FEM-Analysen wurde von
Chang et al. [85] vorgeschlagen. Die numerische Untersuchung beruht auf den experimentellen
Ergebnissen aus [59]. Dort wurde ein eindeutiger Zusammenhang zwischen der Anzahl der
Zyklen bis zum Versagen der APS-WDS und der Oxidation der HVS festgestellt, wobei mit
zunehmender Oxidationszeit die maximale Zyklenzahl abnahm. In [59] wurde postuliert, dass
die Oxidationsphase bei hohen Temperaturen in Kombination mit der thermischen Fehlan-
passung wihrend einer anschlieRenden Abkiihlphase fiir Rissinitiierung, Risswachstum und
letztendlich Versagen verantwortlich ist, wobei das Versagen zunédchst durch Delamination

und spéater durch Abplatzen der keramischen Deckschicht erfolgt.

Das FE-Modell in [85] diente dazu, den Effekt der Grenzflichenrauheit und der Oxidation
auf die Spannungsverteilung zu zeigen. Die sinusférmige Grenzfliche zwischen HVS und WDS
verursachte eine lokale Spannungskonzentration. Der Spannungsverlauf in radialer Richtung,
der sich allein aus der thermischen Fehlanpassung (Abkiithlung um 100 °C) ergab, ist in der
Abbildung 3.3(a) dargestellt. Die Zugspannungen in der WDS an den Spitzen der Rauheit
wiirden nach Chang et al. zu einer Rissinitilierung in einer Richtung tangential zur sinusfor-
migen Grenzflache fithren. Diese Risse konnen nicht wachsen, da die Rissspitze sich in einen
Druckspannungsbereich begeben wiirde. An dieser Stelle {ibernimmt die TGO, dessen Wachs-
tumspannungen mittels einer selektiven thermischen Ausdehnung von ausgewdhlten Struk-

turelementen entlang der Grenzfliche modelliert wurden, die Aufgabe, Druckspannungen in
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(a) Ohne HVS-Oxidation (b) Mit HVS-Oxidation

Abbildung 3.3: Versagensmodell nach Chang et al. [85]

Zugspannungen (und umgekehrt) umzuwandeln. Die Spannungsverteilung unter dem Einfluss
des Oxidschichtwachstums ist in der Abbildung 3.3(b) schematisch dargestellt. Nun kénnen

Risse, die aufgrund der Fehlanpassung initiiert wurden, durch HVS-Oxidation wachsen.

Freborg et al. [86] stellten ein sehr dhnliches Versagensmodell auf, das auf die Berechnung der
Eigenspannungsverteilung in der WDS und die Bewertung der Spannungskomponente normal
zur Grenzflichenebene beruht. Dabei wurde neben Grenzflichenrauheit und Oxidation der
HVS zusétzlich das Kriechverhalten von WDS und HVS beriicksichtigt. Bei der thermischen
Belastung des Systems handelte es sich um die Simulation von thermozyklischen Oxidations-
versuchen. Die Auswertung der FEM-Eigenspannungsfelder zeigte, dass am Anfang der Le-
bensdauer durch den Einfluss des Kriechverhaltens der HVS Rissinitiierung, getrieben durch
Zugspannungen an der Spitze der Rauheit, stattfinden kann. Bedingt durch Druckspannun-
gen im Talbereich der Grenzfldche sind diese Risse zun#chst nicht wachstumsfahig. Erst mit
zunehmender Oxidschichtdicke (nach 51 Thermozyklen) entstehen kontinuierlich Zugspannun-
gen im Tal, die eventuell Risswachstum herbeifiihren kénnen. Die waagerechte Rissausbreitung
(parallel zur Grenzfliche) konnte nicht bewiesen werden, da die maximalen Zugspannungen
am tiefsten Punkt der Rauheit entstanden. Dies wiederum bedeutet, dass der Riss seine ur-
spriingliche Ebene verlassen wiirde und sich entlang der gekriimmten Grenzfliche verlingert.
Dieses Rissausbreitungsverhalten widerspricht héufigen experimentellen Beobachtungen. Die
numerischen Untersuchungen von Réssler et al. [87] zeigen, dass durch den Einfluf des Oxid-
schichtwachstums Risse im Tal entstehen kénnen. Durch die thermische Fehlanpassung findet
Rissentstehung an der Spitze der Rauheit in der WDS statt. Diese Risse wiirden sich dann
parallel zur gekriimmten Grenzfliche in Richtung Tal ausbreiten. Dieses Szenario basiert auf
der zusitzlichen Beriicksichtigung der TGO-Kriecheigenschaften (in der Literatur wird in der
Regel angenommen, dass TGO sich linear elastisch verhilt), die nach Réssler et al. zu einem

signifikanten Spannungsabbau in der WDS fiihrt. Diese Aussage ist sehr fragwiirdig, zumal die
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analytischen Untersuchungen von Evans et al. in [46] gezeigt haben, dass eventuelles TGO-

Kriechen einen minimalen Einfluss auf die Spannungsrelaxation in der WDS hat.

A {Verléngerung des TGOs unter Druckspannung

Spannungs-
abbau

B Rissinitiierung und Rissausbreitung
in der Nahe von TGO-Rauheit

Isotherme Oxidation Zyklische Oxidation

Zusammenwachsen von Rissen
s0, dass TBC—-Ausbeulen moglich ist

Abbildung 3.4: Versagensszenario nach Evans et al. [46,47]

Evans et al. [47| schlagen ein Versagensszenario in drei Etappen vor (Abbildung 3.4):

(A) Hohe laterale Druckspannungen im TGO konnen wéhrend des Oxidschichtwachstums
und nach der Abkiihlung entstehen. Die TGO kann die Druckspannungen abbauen, in
dem es sich durch Verformung in der Ebene senkrecht zur freien Oberfliche verléngert
(Abbildung 3.4 (A)). Dies kann durch Beulen sowie durch viskoplastische Verformung
der HVS stattfinden. Bei APS-WDS-Systemen kann die Amplitude der Grenzflichen-
rauheit nach dem gleichen Prinzip zunehmen. Diese Deformationen rufen Spannungen
in normaler Richtung zur Grenzflache hervor und begiinstigen dadurch die Entstehung

von lokalen Ablésungen.

(B) Die induzierten Spannungen normal zur TGO/HVS-Grenzfliche und in der WDS sind
hoch genug, um lokale Ablésungen an der Grenzfliche und laterale Rissbildung in der
WDS zu verursachen (Abbildung 3.4 (B)). Die Ausbreitung und das Zusammenwachsen

der lokalen Defekte kann zur Entstehung von Makroablésungen fiihren.
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(C) Das Versagen der WDS, auf einer Makroebene betrachtet, kann erst dann stattfinden,
wenn die Ablésung bzw. die Delamination eine Mindestlange in der Gréfenordnung eines
Millimeters oder mehr erreicht hat, um den Bedingungen des Beulens zu geniigen. Die
WDS kann durch ihre Steifigkeit das sogenannte ,Small Scale Buckling” unterdriicken;
wenn die Abldsung in der Nihe der Grenzfliche allerdings grof genug ist, findet ,Large
Scale Buckling® [88] statt (Abbildung 3.4 (C)).

" TGO unter Druckspannung

HVS

Abbildung 3.5: TGO-Verlingerung: Grenzflichenablosung HVS/TGO und Rissbildung in WDS

In diesem Modell spielen strukturelle Unregelméssigkeiten (beispielsweise die Rauheit der
Grenzfliche HVS/TGO/WDS) eine entscheidende Rolle, da sie fiir eine lokale Spannungs-
umverteilung verantwortlich sind. Durch die lateralen Druckspannungen im TGO, die auf
thermische Fehlanpassung und Oxidwachstum zuriickzufiihren sind, entstehen normale Zug-
spannungen an den Rauheitsspitzen und Druckspannungen in den Télern (Abbildung 3.5). Da-
durch kénnen Grenzflichenablosungen an der Spitze der Rauheit HVS/TGO entstehen. Dieses
Verhalten wurde fiir Zwei-Schichtmodelle (Metall/Oxidschicht) eingehend untersucht [89,90].
Wenn nun die keramische Deckschicht vorhanden ist, wiirde unter der Annahme viskopla-
stischer Verformung der HVS die Druckbelastung zu Verldngerung des TGOs fiihren, wie in
Abbildung 3.5 schematisch dargestellt. Getrieben durch Scherspannungen entlang der Grenz-
flache fliekt die HVS (unter der Voraussetzung, dass die Fliefspannung der HVS iiberschritten
ist) vom Tal in Richtung Spitze der Rauheit und leitet somit die Zunahme der Rauheits-
amplitude ein. Dieser Vorgang verursacht zusitzlich Zugspannungen in der WDS, die durch
TGO-Kriechen nicht abgebaut werden kénnen. Die Zugspannungen in der WDS fiihren wieder-
um zu dem Rissmuster, das in der Abbildung 3.4 (B) dargestellt ist. Das endgiiltige Versagen
des Verbundes durch Makrorissbildung héngt von dem Ausbreitungsverhalten und dem Zu-
sammenwachsen der Mikroschidigung ab. Letztere sind ihrerseits insbesondere von der ther-
mischen Fehlanpassung beim Abkiihlen (Haupttriebkraft) sowie von der Grenzflichenenergie
HVS/TGO und von der Bruchzihigkeit der WDS abhéngig.
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Die in diesem Kapitel beschriebenen Versagensabldufe basieren grundsétzlich auf der Inter-
pretation der im WDS-System durch thermische Fehlanpassung und Oxidschichtwachstum
hervorgerufenen Spannungen. Die Morphologie der Grenzflichen und das Materialverhalten
der einzelnen Schichten spielen dabei eine entscheidende Rolle, indem sie eine lokale Span-
nungsumverteilung herbeifiithren und dadurch giinstige Voraussetzungen fiir eine Schidigung

durch Rissinitiierung, Risswachstum und Risskoaleszenz schaffen.

3.3 Lebensdaueransatze

Die Anwendung der WDS-Systeme beinhaltet ein enormes Verbesserungspotenzial der Lei-
stung, des Wirkungsgrades und der Komponentenzuverlassigkeit von Gasturbinen. Dadurch
hat diese Technologie bei den heutigen Entwicklungen im Gasturbinenbau mehr an Bedeutung
gewonnen. Dem Entwickler zuverldssige Modelle zur Lebensdauervorhersage bereitzustellen
ist unumgénglich, sofern das Potenzial der WDS-Technologie weitgehend ausgeschopft werden
soll. Die in der Literatur bekannten Ansétze zur Modellierung der WDS-Lebensdauer werden

im Folgenden zusammenfassend beschrieben.

Das Nasa-Modell [91, 92]

Grundlage fiir das Nasa-Modell ist ein Versagensmechanismus, der hauptséchlich die folgenden

lebensdauerbegrenzenden Faktoren beriicksichtigt:

1. Transiente Spannungen wihrend des Aufheizens und des Abkiihlens aufgrund der ther-
mischen Fehlanpassung zwischen den keramischen und metallischen Schichten. Diese
Belastungskomponente wird in dem Modell in Form einer zur Schichtebene normalen

Dehnung e, beschrieben.

2. Einfluf von zeit- und temperaturabhingigen Prozessen auf den Spannungszustand in
der WDS. Dabei spielen die Oxidation der HVS und die Wachstumskinetik des TGOs
die entscheidende Rolle; sie werden durch die Einfiihrung der spezifischen Gewichtszu-
nahme wy der Oxidschicht am Ende des N.ten Oxidationszyklus und der Annahme einer
kritischen Oxidschichtdicke, die beim 1. Zyklus zum Abplatzen fiihrt, beriicksichtigt.

Die effektive Dehnung &, die sich aus e, zuziiglich der zusédtzlichen virtuellen Dehnung auf-
grund von wyn zusammensetzt, 1dsst sich durch Gleichung 3.2 formulieren. Die effektive Deh-

nung nimmt mit zunehmender Oxidation zu.

e = (6 — &) ( wN )m +én (3.2)

Wkrit.
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Gleichung 3.2 liegen zwei Annahmen zugrunde:

e wenn die Gewichtszunahme aufgrund der HVS-Oxidation null ist (wnx= 0), dann redu-
ziert sich die effektive Dehnung ¢, auf die durch thermische Fehlanpassung induzierte

Komponente .

e wenn der kritische Wert w4, erreicht ist, der als die notwendige Gewichtszunahme der
Oxidschicht fiir ein Versagen innerhalb eines einzigen Zyklus definiert ist, dann gilt in
diesem Fall ¢, = ¢¢. Dabei ist e das hypothetische ¢;,, das das nicht oxidierte System zum
Versagen bringt (siehe Abbildung 3.6) und wird wie wyyit. fiir ein gegebenes WDS-System

konstant angenommen.

—
L
-

Effektive Dehnung €¢

spezische Gewichtszunahme(l)N

Abbildung 3.6: Zusammenhang zwischen der effektiven Dehnung und der spezifischen Gewichtszunahme der
Oxidschicht

Die effektive Dehnung e, variiert zwischen e, (keine Oxidation, wn= 0) und & (WN=wWyi.)- Der

WDS-systemabhéngige Exponent m wurde eingefiihrt, um einen nicht linearen Zusammenhang

in Gleichung 3.2 zu ermdéglichen.

Unter der Annahme eines unterkritischen Risswachstums in der Keramikschicht kann die in-

krementelle Rissverldngerung pro Zyklus (da/dN) durch das folgende Risswachstumsgesetz

beschrieben werden:

N - Aedac (3.3)

Dabei ist a die Rissldnge, A, b und c sind materialabhingige Parameter des unterkritischen

Risswachstumsgesetzes. Durch Einsetzen der Gleichung 3.2 in 3.3 und Integration folgt:

Ng WN m b 1 Akpit.
&t — €n +éen| AN = —/ a “da 3.4
/0 [(f )(wkrit.> ] Alq, . (34)
C
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Hierin steht Ny fiir die Anzahl der Zyklen, die zum Versagen der Schicht fiihren, a; und
akrit. sind jeweils die Anfangsrisslinge und die kritische Rissldnge. Auf der linken Seite von
Gleichung 3.4 kann das Integral durch die Summation iiber die Anzahl der Zyklen ersetzt

werden und somit ergibt sich

Ni; [(ef ~en) (w(::t_)m * En] - (3.5)

Fiir Ny = 1 (wenn wy = Wy = Wigit,), ergibt sich C = (g¢)P und damit folgende Formulierung
fiir die Schichtlebensdauer:

% [(1-2—?) (wc::t)eri_ﬂb =1 (3.6)

N=1

Die benétigten Parameter in Gleichung 3.6 werden empirisch aus zyklischen Oxidationsversu-
chen bestimmt [59] und angepasst. Die Dehnung beinhaltet die Information iiber die Werk-
stoffantwort auf eine thermozyklische Belastung und kann numerisch mit der FE-Methode
unter Beriicksichtigung von inelastischem Materialverhalten bestimmt werden. Die spezifische
Gewichtszunahme, verursacht durch die Oxidation der HVS, kann experimentell ermittelt wer-
den (Oxidationskinetik). Thre Bestimmung fiir jeden Zyklus und die Aufsummierung der Terme
in Gleichung 3.6 ergibt die gesuchte Gréfe N¢, wenn die Summe gleich eins ist. Aufgrund der
empirischen Natur des NASA-Ansatzes ist eine zuverlédssige Lebensdauervorhersage von abwei-
chenden WDS-Systemen nur dann mdoglich, wenn die entsprechenden Anpassungsparameter

experimentell und numerisch neu bestimmt werden.

Vafsen et al. [93] verwenden den gleichen Lebensdauersansatz wie in dem NASA-Projekt. Dem

Ansatz liegt folgende Gleichung zugrunde:

da AK; \" ma
da _ a8 AK; = Agy/ ™2 .
dN (AKLkm_) S T\ 2 (3.7)

Dieses Modell stiitzt sich auf ein Versagensszenario, das in [85,86] vorgestellt wurde. Dabei
gehen die Autoren davon aus, dass Risse in der WDS sich ausgehend von den Spitzen der
Rauheiten in die Téler ausbreiten (Risspfad parallel zur gekriimmten Grenzfliche). Diesem
Risswachstumsmuster liegen FEM-Rechnungen zugrunde, die gezeigt haben, dass unter dem
Einfluf der HVS-Oxidation bzw. Volumenzunahme der Oxidschicht ein Vorzeichenwechsel der
Spannungen im Tal und im Berg der Rauheit eingeleitet wird. Hierbei handelt es sich um
die radiale Komponente der Spannung, die senkrecht zur Schichtebene steht und hier mit Ao
bezeichnet wird. Die Autoren verwenden die ,,Swelling“-Methode, die von Sfar et al. in [94] ein-

gefiihrt wurde, um die Wachstumsspannungen in der Oxidschicht zu modellieren. Verschiede-
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ne Einflussfaktoren wie z.B. Rauheit, TGO-Wachstum, Substratkrimmung und Kriecheffekte
konnten in dem FEM-Modell beriicksichtigt werden. Im Gegenteil zu den empirischen Kor-
relationen des Nasa-Modells wurden hier die Zusammenhénge zwischen den Einflussfaktoren
und der Schichtbelastung Ao mit Hilfe von FEM-Rechnungen abgeleitet. Typische Rissldngen
wurden direkt an den Proben aus dem thermozyklischen Versuch gemessen. Das endgiiltige
Versagen wird in diesem Modell durch die ,Buckling“-Theorie [62] beschrieben (Kombination
zwischen einer Mindestdefektgrofe und lateralen Druckspannungen). Ein wesentlicher Nachteil
dieses Ansatzes ist die Vernachléssigung der Beanspruchungsart der Risse (Mode I und/oder
IT), insbesondere fiir solche, die nah und parallel zur Grenzfliche liegen und diejenigen, die
Jang* sind bzw. lang werden konnen. Fiir diese Risse gilt nach Evans et al. [47], dass der

Einfluss der Mode-II-Belastung mit zunehmender Rissldnge steigt.

Konzepte der Schidigungsakkumulation

Von Busso et al. [95] wurde ein Lebensdauermodell vorgeschlagen, das auf der Schadigungsent-
wicklung unter thermischer Ermiidung in einem APS-WDS-System basiert. Das Versagen wird
auf die Delamination der keramischen Schicht nahe und parallel zur Grenzfliche WDS/TGO
zuriickgefiihrt. Zur Bestimmung der notwendigen treibenden Kraft fiir Rissinitiierung und
Risswachstum wurde in [96] ein FEM-Modell vorgestellt, das die Oxidation der HVS, Sin-
tereffekte der WDS, Kriechprozesse und die Grenzflachenmorphologie beriicksichtigt. Der ge-
samte Informationsgehalt der numerischen Eigenspannungsberechnung wird anhand der zur
Schichtebene normalen Spannungskomponente on max im Lebensdauermodell beriicksichtigt.
Der maximale Wert von oy max in der Keramik wurde immer nach dem Abkiihlen erreicht und
lag meistens an der Flanke der Rauheit, mit einem leichten seitlichen Versatz zu deren Spitze.
Es wird angenommen, dass dort Risse entstehen und wachsen. Diese Grofe wird als Funktion
der maximalen Zyklustemperatur Tyay, der akkumulierten Zeit bei Tpax und der Grenz-
flachenmorphologie (Verhéltnis Amplitude/Wellenldnge) numerisch bestimmt. Sie beinhaltet
drei Haupteinflussfaktoren: thermoelastisch-viskoplastische Effekte, Oxidation der HVS und
Sintereffekte der WDS. Dariiber hinaus wird eine skalare Schidigungsvariable D eingefiihrt,
um die Schidigungsentwicklung unter dem Einfluss von oy max zu bestimmen. Zu Beginn der
Simulation ist D = 0. Wenn Versagen stattfindet, ist D = 1. Der Schédigungsanteil wihrend
eines Zyklus dD/dN wird durch folgende Gleichung beschrieben:

2 - o () os

Dabei sind m und F Funktionen von oy max:

q—p
m=1-C (@) (3.9)
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F = Fo(1 = F1 0nmax) (3.10)

Hierin steht o fiir die maximale Trennfestigkeit der Keramik (im Anfangszustand) und p, q,
C, Fo und F; sind Materialparameter, die experimentell bestimmt werden. Die numerische In-
tegration der Gleichung 3.8 liefert die gesuchte Anzahl der Zyklen, wenn der Versagenszustand
erreicht ist. Vergleiche der numerischen Vorhersage mit den experimentellen Ergebnissen des

NASA-Projekts haben eine relativ gute Ubereinstimmung gezeigt.

Der in [97] vorgestellte Lebensdaueransatz von Herzog et al. beruht auf die Beschreibung der
Schidigungsentwicklung aus isothermen und zyklischen Oxidationsversuchen und aus TMF-

Versuchen. Die Autoren teilen das Versagen der WDS in zwei Phasen auf:

1. Die Anfangsphase der Schiddigung wird durch Rissinitilerung und beginnendes
Risswachstum im TGO bestimmt. Dieser Vorgang wird durch die Rauheit der Grenz-
fliche und die Oxidationskinetik der HVS bzw. von der akkumulierten Zeit bei hoher
Temperatur dominiert. Aufgrund ungiinstiger Spannungszustdnde kommt es zu einem
Stop des Risswachstums, sobald die Rissspitze auf Druckspannungsbereiche trifft (vgl.
Abbildung 3.3). Eine Mindestinkubationszeit bei hoher Temperatur ist dann notwendig,
um eine Spannungsumverteilung und somit die Fortsetzung des Risswachstums zu errei-
chen. Die Inkubationszeit steht in Zusammenhang mit einer kritischen Oxidschichtdicke
und der Rauheit der Grenzfliche. Wihrend dieser oxidationsgesteuerten Schidigungs-
phase befinden sich die Risse noch im TGO.

2. Die zweite Schidigungsphase wird durch ein unterkritisches Risswachstum in der WDS
dominiert. Die dafiir notwendigen treibenden Kréfte werden durch die thermozyklischen
Spannungen wihrend des Abkiihlens zur Verfiigung gestellt. Die Parameter des unter-
kritischen Risswachstums werden experimentell bestimmt. Diese Phase wird durch die
thermozyklischen Spannungen gesteuert. Diese fithren dazu, dass das Makrorisswachs-
tum haupsédchlich in der WDS stattfindet (laterales Risswachstum).

Die Bestimmung der Lebensdauer erfolgt durch numerisches Aufsummieren der akkumulierten
Schidigung wiahrend der einzelnen Zyklen. Sémtliche Eingangsgrofen in diesem Ansatz werden

experimentell ermittelt.

Konzept der zeitabhdngigen Sicherheitsdiagramme

Oechsner stellt in seiner Arbeit [51] das Prinzip der zeitabhéngigen Sicherheitsdiagramme vor.
Das Schidigungsverhalten eines WDS-Systems wird innerhalb eines Diagramms in verschiede-
ne Bereiche unterteilt, indem die Systemparameter {iber den Belastungsparametern aufgetra-

gen werden. Als Systemparameter dienen z.B. die Materialeigenschaften des Schichtsystems,
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Geometrieparameter und die kritische Energiefreisetzungsrate. Als Belastungsparameter sind
flir WDS-Systeme die thermische Belastung bzw. die daraus resultierenden Spannungen ge-
eignet. Durch Anwendung numerischer Methoden kann aus den Last- und Systemparametern
der Spannungszustand bestimmt werden. Mittels linear-elastischer Bruchmechanik wird die
Energiefreisetzungsrate fiir die jeweilige Belastungssituation und Rissmorphologie ermittelt
und anschlieffend mit den experimentell ermittelten kritischen Versagensparametern vergli-
chen. Drei verschiedene Rissmoden wurden beriicksichtigt: Segmentierungsrisse und laterale
Delaminationsrisse (kohésiv und adhésiv). Das Sicherheitsdiagramm beinhaltet je nach Rissart
Grenzlinien zwischen Bereichen, in denen Risswachtum bruchmechanisch vorhergesagt wird,
und anderen Bereichen, wo die treibende Kraft fiir den Rissfortschritt unzureichend ist. Die
Zeitabhangigkeit des Sicherheitsdiagramms ergibt sich aus der Beriicksichtigung der Schidi-
gungsentwicklung beispielsweise aufgrund von Sintervorgingen. Solche Mechanismen fiihren
in Abhéngigkeit von der Zeit zu einer Abnahme des Risswiderstands und einer Zunahme der
Triebkraft. Dies dufsert sich im Sicherheitsdiagramm durch eine Verschiebung der Grenzli-
nien. Nach Oechsner ist die Lebensdauer dann erreicht, wenn die treibende Kraft und der

Risswiderstand gleich grofs sind.

3.4 Zusammenfassende Bemerkungen

Die in der Literatur vorhandenen Modelle zur Versagens- und Lebensdauermodellierung von
WDS-Systemen stiitzen sich in den meisten Féllen auf empirische Ansétze. Die experimentel-
len Methoden bieten die Moglichkeit, das globale Versagensverhalten der WDS zu charakte-
risieren, allerdings fehlt dabei die Flexibilitét, einzelne Einflussfaktoren getrennt zu untersu-
chen. Dariiber hinaus ist es teilweise unmoglich, versagensrelevante Mechanismen detailliert
zu untersuchen. Hierzu gehort beispielsweise die Bestimmung der lokalen Eigenspannungen
im Grenzflichenbereich, insbesondere an den Maxima und Minima der Rauheit, die eine ent-
scheidende Rolle im Versagensprozess spielen. Diese Liicken konnten bisher nur durch den
erginzenden Einsatz von numerischen Methoden iiberwunden werden. Diese dienten dazu,
detaillierte Eigenspannungsverteilungen zu ermitteln und effizient einzelne Versagensmecha-
nismen zu bewerten. Die Versagensansitze, die hauptsichlich empirisch aufgestellt wurden,
sind systemspezifisch und miissen bei jeder Anderung der System- oder Betriebsparameter mit
hohem Aufwand neu angepasst werden. Eine optimale Designintegration der WDS-Systeme
kann nur durch einen intensiveren Einsatz der FEM erreicht werden. Die Veroffentlichun-
gen, die sich mit der Anwendung der FEM im Bereich der Versagensmodellierung von WDS-
Systemen beschiftigen, beschrénken sich fast ausschlieflich auf die Bestimmung der Eigen-
spannungsverteilungen im Verbund. Die vorhandenen numerischen Daten sind untereinander
schwer vergleichbar, da jedes Mal unterschiedliche Geometrien, Abmessungen, Materialda-

ten, versagensrelevante Mechanismen etc. beriicksichtigt wurden. Zudem fehlt eine adiquate
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Methode zu Bewertung der grossen Menge an ermittelten Spannungsverteilungen, die auch
einen Vergleich der vorhandenen Daten untereinander ermdglicht. Der verstirkte Einsatz der
Bruchmechanik im Bereich Versagensverhalten von WDS-Systemen und die Untersuchung des
Rissausbreitungsverhaltens stellt einen neuen Ansatz zur Bewertung der WDS-Systeme dar,
insbesondere im Hinblick auf die Bewertung einzelner lebensdauerbegrenzender Versagens-
mechanismen. Bisher wurde in den meisten Féllen die Spannungskomponente in normaler
Richtung zur Grenzfliche herangezogen. Nachteil hierbei ist allerdings die Vernachléssigung
der weiteren Spannungkomponenten. Die Versagensszenarien wurden oft auf der Basis ei-
ner qualitativen Auswertung der normalen Spannungskomponente aufgestellt. Dabei wurde
hdufig angenommen, dass diese Spannungen hoch genug sind, um Risswachstum einzuleiten
und spater zum Versagen zu fithren. Solche Modelle behandeln jedoch letztendlich virtuelles
Risswachstum in Mode I. Es ist hingegen aus der Literatur bekannt, dass gerade Risse in der
Néhe der Grenzfliche, die offenbar versagensentscheidend sind, einer starken Mixed-Mode-
Situation ausgesetzt sind. Daher sind neue numerische Werkzeuge notwendig, die es in einer
einfachen Weise ermoglichen sollten, das Versagensverhalten von WDS-Systemen durch eine

addquate bruchmechanische Bewertung der Eigenspannungsfelder zu untersuchen.



4 Modellierungs- und

Bewertungswerkzeuge

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefithrten Untersuchungen des Versagensverhaltens von
WDS-Systemen beruhen auf dem Einsatz der Finite Elemente Methode zur Bestimmung der
sich im Schichtverbund unter verschiedenen Bedingungen einstellenden Eigenspannungszu-
stande. Der erste Teil dieses Kapitels widmet sich daher der Beschreibung bzw. Festlegung
der allgemeinen Aspekte der FE-Modelle. Zur Modellerstellung und Auswertung der numeri-
schen Ergebnisse wurde das Software-Programm ABAQUS/CAE verwendet. Die eigentlichen
FEM-Analysen wurden mit dem kommerziellen Software-Paket ABAQUS/STANDARD 6.1 der
Firma HIBBITT, KARLSSON & SORENSON, INC. [98] durchgefiihrt. Als Rechnerplattform

diente ein IBM-Hochleistungsrechner des Forschungszentrums Karlsruhe.

Die benétigten bruchmechanischen Ansétze und Werkzeuge zur Bewertung der Systembe-
lastung bzw. der spéter modellierten Risse werden im zweiten Abschnitt eingefiihrt. Diese
Werkzeuge wurden in der Programmiersprache FORTRAN geschrieben und als externe Aus-

wertungsroutinen ausgefiihrt.

4.1 Beschreibung des FEM-Modells

4.1.1 Grundgeometrie

Den FEM-Modellen in dieser Arbeit liegt die in Abbildung 4.1 dargestellte Geometrie zugrun-
de. Es handelt sich dabei um eine Verbundstruktur bestehend aus vier Schichten: Substrat
(SUB, 1,6 mm), Haftvermittlerschicht (HVS, 0,1 mm), thermisch gewachsenes Oxid (TGO,
0,001 mm) und Warmeddmmschicht (WDS, 0,5 mm). Die TGO ist zu Beginn der Simula-
tion als eine sehr diinne Schicht vorhanden, um spéter das Schichtwachstum wéhrend der
Oxidationsphase der HVS zu ermdglichen. Die einzelnen Schichtdicken sind typisch fiir die
Anwendung des WDS-Systems im Bereich stationdrer Gasturbinen zur Energieerzeugung und
wurden aus [24]| entnommen. Die Rauheit der Grenzfliche zwischen WDS und HVS wird durch

eine sinusférmige Linie vereinfacht modelliert. Die Morphologie der Grenzfliche wird daher

35
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durch die Amplitude und die Wellenldnge der Sinusfunktion charakterisiert. Messungen des
Rauheitsprofils am Institut fiir Werkstoffe und Verfahren der Energietechnik 1 (Forschungs-
zentrum Jiilich GmbH) haben gezeigt, dass die Amplitude und die Wellenlinge jeweils etwa
10 gm und 60 pm betragen. Hierbei handelt es sich um Mittelwerte, die auch in den Stan-
dardmodellen dieser Arbeit verwendet werden.
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Abbildung 4.1: Verwendete Geometrie in den FE-Modellen

Die in Abbildung 4.1 dargestellte Geometrie wird fiir die Erstellung der FE-Modelle iiber-
nommen und dient zur Berechnung der Eigenspannungsverteilungen in der rissfreien Struk-
tur. Die Rissmodellierung erfolgt durch Erweiterung der Geometrie, indem die Risse in den

fiir Risswachstum als kritisch eingestuften Bereichen implementiert werden.

4.1.2 Randbedingungen

Durch Ausnutzung der Symmetrie- und der Periodizitétseigenschaften der gewdhlten Geome-
trie kann die FE-Struktur auf die Modellierung einer halben Wellenlénge reduziert werden. Der
linke Rand wurde als Symmetrielinie festgelegt (sieche Abbildung 4.2). Die Periodizitatsrand-
bedingung wird durch die sogenannte MPC-Karte (MPC = Multi-Point Constraints) vom Typ
»SLIDER® im ABAQUS-Code realisiert. Dies hat zur Folge, dass der rechte Rand der Struktur
wahrend der Verformung stets eben bleibt, denn die Verschiebung der Knoten entlang des
Randes wird durch die Verschiebung der Punkte an beiden Enden der Linie festgelegt. Die
inneren Knoten auf dem rechten Rand konnen entlang dieser Linie ,,gleiten“. Diese Linie kann

kippen sowie sich verldngern bzw. verkiirzen, allerdings bleibt sie immer gerade. Dadurch kann
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die Struktur, in der im Inneren die Spannungs- und die Dehnungsfelder periodisch sind und
bei der die Rénder frei sind auf die Hélfte einer Einheitszelle reduziert werden. Dariiber hin-
aus wird das Problem der Spannungssingularitdten am freien Rand des Mehrschichtensystems

vermieden.
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Abbildung 4.2: Ein typisches FE-Netz mit Kennzeichnung der Randbedingungen

Die gesamte FE-Struktur wird an den unteren beiden Ecken statisch bestimmt gelagert, um
eine Starrkorperbewegung auszuschliefen. Eine freie Ausdehnung und Biegung in allen drei
Raumrichtungen ist mdglich. Die Reduzierung des dreidimensionalen Problems auf eine zwei-
dimensionale Betrachtung erfolgt durch Voraussetzung eines modifizierten ebenen Dehnungs-
zustandes (EDZ), des sogenannten verallgemeinerten ebenen Dehnungszustands. Dies erfolgt
grundsétzlich durch die Wahl von Elementen aus der Kontinuumsmechanik-Bibliothek von
ABAQUS mit der Typbezeichnung CGPE*, wobei das ,** fiir die Anzahl der Elementknoten
steht. Der verallgemeinerte EDZ unterscheidet sich vom normalen EDZ dadurch, dass die
Dehnung in z-Richtung (vgl. Abbildung 4.1) ungleich Null ist. Entlang der z-Achse wird die
Struktur durch zwei Ebenen begrenzt, die in diesem Fall durch die (x,y)-Ebene und eine zweite
fiktive, parallele Ebene gebildet werden. Diese Begrenzungsebenen kénnen sich frei verschieben
sowie gegeneinander kippen und damit die Kriimmung der Struktur in Dickenrichtung &ndern),
allerdings miissen sie stets plan bleiben. Dadurch &ndert sich die €,,-Komponente der Dehnung
linear in Bezug auf die Position des Punktes auf der (x,y)-Ebene und relativ zu einem zu de-
finierenden Referenzpunkt. Die Dehnungskomponente €,, wird aus der Lingen&nderung jeder
in die Dickenrichtung ausgestreckten ,Faser bestimmt. Die iibrigen Dehnungskomponenten

werden wie iiblich aus den Knotenverschiebungen berechnet.
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4.1.3 Werkstoffverhalten und Materialparameter

Im Rahmen dieser Arbeit wurden homogene Werkstoffe betrachtet, die ein isotropes Verhalten
aufweisen. Es wurde angenommen, dass sich WDS, Substrat und TGO linear elastisch verhal-
ten. Die Elastizitdtseigenschaften der verschiedenen Schichten als Funktion der Temperatur
sind in Abbildung 4.3 zusammengefasst. Die HVS und das Substrat weisen dhnliche Werte
des E-Moduls auf. Im oberen Temperaturbereich findet eine starke Zunahme des thermischen
Ausdehnungskoeffizienten der HVS statt. Die TGO hat den héchsten E-Modul und den nied-
rigsten thermischen Ausdehnungskoeffizienten. Die gewdhlten E-Modulwerte der WDS sind
wesentlich niedriger als bei den anderen Schichten. Im Vergleich zu den von Steinbrech aus
der Literatur zusammengestellten Steifigkeitsdaten [33], liegen die E-Moduln nach Alaya [99]
im untersten Wertebereich. Im Fall der WDS hat eine Temperaturdnderung einen kaum fest-

stellbaren Einfluss auf die elastischen Eigenschaften.
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Abbildung 4.3: Vergleich der Elastizitétseigenschaften

Als Grundwerkstoff wurde eine Nickelbasis-Superlegierung (Inconel 617) angenommen. Der
WDS wurden die Eigenschaften einer typischen APS-ZrOs-8 Gew.-%Y203 zugewiesen, die im
Anhang in Tabelle A.2 aufgelistet sind. Fiir die TGO wurden die elastischen Eigenschaften
von dichtem Aluminiumoxid angenommen. Die HVS verhélt sich linear elastisch-multilinear
plastisch mit einer isotropen Verfestigung. Das in den FE-Modellen eingegebene plastische
Verhalten ist in der Abbildung 4.4 dargestellt. Die HVS entspricht einer typischen NiCrAlY-
Legierung (PCA-1), deren Eigenschaften aus [54] entnommen wurden. Die in der Abbildung 4.4
dargestellten Verldufe wurden aus Druckversuchen an Proben aus Vollmaterial im Ausgangs-

zustand bei einer Dehngeschwindigkeit von 1073 1/s abgeleitet. Dabei wurde der nicht li-
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neare (o,e)-Verlauf durch lineare Segmente angenihert. Diese Legierung zeigt den typischen
Ubergang von sprodem, hochfestem Verhalten bei tiefen Temperaturen zu sehr duktilem Ver-
formungsverhalten bei héheren Temperaturen. Das zeitabhingige Verhalten der HVS wurde
durch das Nortonsche Kriechgesetz (¢, = Ao™) beriicksichtigt. Die Kriechparameter wurden

aus Druckkriechversuchen [54] ermittelt und sind in Tabelle A.4 aufgelistet.
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Abbildung 4.4: (0wahr,Ewahr,plast )- Verldufe der HVS bei verschiedenen Temperaturen

Samtliche Materialparameter in den FE-Modellen wurden in Abh#ngigkeit von der Tempera-
tur angegeben. Die Werkstoffparameter werden bei jedem Temperaturwert durch eine lineare
Interpolation innerhalb des jeweils vorgegeben Temperaturintervalls bestimmt. Im Fall der
Kriecheigenschaften hat sich herausgestellt, dass die standardméfige lineare Interpollation
von ABAQUS zu falschen Werten fiihrt. Daher wurde die Berechnung der Kriechdehnungen
extern durch eine zusétzliche ABAQUS-Usersubroutine durchgefiihrt, die auf einer logarithmi-

schen Interpollation basiert.

4.1.4 Thermische Beanspruchung

Die modellierte thermische Beanspruchung des WDS-Systems entspricht einer isothermen Oxi-
dation, die aus drei Belastungsphasen besteht (sieche Abbildung 4.5):

1. Autheizung von Raumtemperatur auf 1000 °C
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2. Oxidationsphase bei einer konstanten Temperatur von 1000 °C

3. Abkiihlung von 1000 °C auf Raumtemperatur
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Abbildung 4.5: Thermischer Zyklus

Die Aufheiz- und Abkiihlphase finden jeweils innerhalb von fiinf Minuten statt. Wahrend
der Oxidationsphase der HVS wichst die TGO. Die Dauer dieses Belastungsschrittes hingt
von der tatséchlichen Oxidationskinetik der HVS ab und wird entsprechend der gewiinschten
Oxidschichtdicke eingestellt. Es wird zusétzlich angenommen, dass jede Temperaturdnderung
wiahrend der Simulation eine homogene Temperaturverteilung im Schichtverbund zur Folge
hat.

Zu Beginn der Aufheizphase wurde angenommen, dass die gesamte Struktur spannungsfrei
vorliegt. Diese Annahme beruht auf Eigenspannungsmessungen in der WDS nach dem Plas-
maspritzen und anschlieffendem Abkiihlen des Verbundes. Aufgrund des kleineren thermischen
Ausdehnungskoeffizienten der WDS gegentiber HVS und Substrat (vgl. Abbildung 4.3(b))
wiirde die Abkiihlung des Verbundes - unter der Annnahme einer Substratvorwdrmung - zu
einem biaxialen Druckspannungszustand in der WDS fiihren. Die von Alaya [24, 99] ermit-
telten Tiefenverliufe der Eigenspannungen mittels des rontgenographischen sin?¥-Verfahrens
(Proben im Anlieferungszustand) lieferten Eigenspannungen, die an die Nachweisgrenze die-
ses Verfahrens stoflen (mit Substratvorwarmung zwischen 1 und 15 MPa). Die Messungen von
McGrann et al. [60] ergaben einen Eigenspannungsniveau, das betragsmafig unterhalb von
3 MPa liegt, wenn die Substrattemperatur bei der Abscheidung unterhalb von 260 °C liegt.
Eine hohere Substrattemperatur fithrt zu hoheren Eigenspannungen (bei 500 °C etwa 7 MPa).

Auf der Grundlage dieser experimentellen Befunde ist die oben getroffene Annahme zuléssig.
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4.1.5 Modellierung des TGO-Schichtwachstums

Die Oxidation der HVS bei einer hohen Temperatur ist mit einer Volumenzunahme und da-
durch mit Wachstumsspannungen verbunden. Wahrend der FE-Simulation findet die HVS-
Oxidation wihrend der Temperaturhaltephase des thermischen Zyklus statt. Der Oxidations-
prozess wird numerisch durch die Modellierung des TGO-Schichtwachstums bzw. durch die
Bestimmung der Wachstumsspannungen beriicksichtigt. Chang et al. [85] waren die ersten, die
das TGO-Wachstum modelliert haben. Dies konnten sie durch eine selektive und fiktive ther-
mische Ausdehnung der TGO-Strukturelemente erreichen. Diese Methode wurde spéter von
Freborg et al. [86] verfeinert, indem die Umwandlung von MCrAlY in Al,O3 durch ,Geburt®
und ,Sterben“ von Elementen stattfindet. Die notwendige Volumenzunahme wird auch hier

durch eine selektive thermische Ausdehnung eingestellt.

Die volumetrische ,SWELLING“-Methode, die zum ersten Mal von Sfar et al. [94] fiir die Mo-
dellierung des Schichtwachstums eingesetzt wurde, basiert auf einem im ABAQUS-Code stan-
dardmafig eingebauten viskoplastischen Modell. Dabei wird die sogenannte ,SWELLING*“-
Rate gy definiert, die sich numerisch dhnlich wie eine Kriechrate behandeln l&sst. Durch diese
Methode besteht die Mdglichkeit, den TGO-Strukturelementen eine volumetrische Ausdeh-
nung aufzuzwingen, so dass am Ende der Oxidationsphase die gewiinschte TGO-Schichtdicke
erreicht ist. Diesem Wachstumsprozess liegt die experimentell bestimmte Oxidationskinetik
zugrunde. In dieser Arbeit wurde ein von Mannsmann [70] bestimmtes Zeitwachstumsgesetz
verwendet, das die Oxidschichtdicke dox und die Oxidationszeit tox nach der folgenden Glei-

chung in Verbindung setzt:

d3, = 3kt (4.1)

Dabei ist k die experimentell bestimmte Reaktionskonstante. Bei einer Oxidationstemperatur
von 1000 °C ist nach [70] k = 5.72 x 10 ?2um3h L. Die zu erreichende Oxidschichtdicke am
Ende der Oxidationsphase kann entweder durch eine geeignete Wahl von £z, oder die Dauer

der Oxidationsphase tox eingestellt werden.

Der entscheidende Vorteil der in dieser Arbeit verwendeten Methode liegt darin, dass das
Schichtwachstum bequem iiber eine externe ABAQUS-Subroutine gesteuert werden kann. Die
Schichtwachstumsrate gy (so wie sie im ABAQUS-Code eingebaut ist) wird in ABAQUS stan-
dardmafig als eine Konstante eingegeben. Um eine orts- bzw. eine zeitabhangige Wachstums-
rate zu ermoglichen, wurden zusétzliche Routinen geschrieben und implementiert. Diese er-
moglichen eine realitdtsnahe Modellierung des Schichtwachstumsprozesses. Durch eine orts-
abhéngige Wachstumsrate kann beispielsweise die einwértsgerichtete Oxidation der HVS si-
muliert werden. Durch eine zeitabhéngige Wachstumsrate kann das experimentell ermittelte

Zeitgesetz (siehe Gleichung 4.1) exakt nachgefahren werden. Dariiber hinaus besteht die Mog-
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lichkeit, die Anisotropie des Schichtwachstums zu beriicksichtigen. Im Rahmen dieser Arbeit
wird standardmafig ein homogenes Schichtwachstum senkrecht zur Grenzflache simuliert. Dies
bedeutet im Fall der gekriimmten Grenzfliche, dass eine lokale Schichtorientierung (laterale
und normale Richtung) definiert wird und das Schichtwachstum entsprechend so stattfindet,
dass die Oxidschicht {iberall und zu jedem Zeitpunkt exakt die gleiche Dicke aufweist. Das
TGO-Schichtwachstum wahrend der Aufheiz- und Abkiihlphase ist aufgrund der kurzen Zeit

minimal und wird daher nicht beriicksichtigt.

4.2 Bruchmechanische Bewertungsmethode

In der vorliegenden Arbeit wird die numerische Untersuchung des Versagensverhaltens von
WDS-Systemen, ausgehend von der Bestimmung und der Auswertung der Eigenspannungsfel-
der, durch die Implementierung und Bewertung von Rissen durchgefiihrt. Die Eigenspannungs-
bestimmung dient insbesondere der Identifikation von Strukturbereichen, die im Hinblick auf

Rissentstehung und Risswachstum besonders kritisch sind.

Die FEM-Rissmodellierung setzt geeignete bruchmechanische Methoden zur Bewertung der
Spannungszustédnde an der Rissspitze voraus, um eventuelle Aussagen beziiglich des Rissaus-
breitungsverhaltens machen zu kdnnen. Das Spannungsfeld in der Ndhe der Rissspitze wird

eindeutig durch den Spannungsintensititsfaktor K [18] geméf Gleichung 4.2 beschrieben [101]:

1

Nor= [Ki£] () + Kufff ()] (4.2)

oj; =

Dabei sind Ky und Kjr die jeweiligen Spannungsintensitatsfaktoren nach Belastungsart I (Zug-
beanspruchung senkrecht zur Rissebene, Mode I) und Belastungsart II (Schubbeanspruchung
in Rissrichtung, Mode II). r und ¢ sind Polarkoordinaten mit dem Ursprung an der Rissspitze
(sieche Abbildung 4.6). Die Winkelfunktionen fin und finI sind im Anhang B.1 aufgelistet. Die
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Abbildung 4.6: Spannungsfeld in der Nahe der Rissspitze
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Beschreibung des Rissausbreitungsverhaltens kann alternativ durch Energiebetrachtungen er-
folgen. Die Energiefreisetzungsrate G ist die bei einer gedachten Rissvergréferung um eine

Flacheneinheit freiwerdende Energie [18] (Dimension von G ist Energie/Fliche). Somit ist

dA dU
_da 4,
¢ =35 as (43)

wobei A und U jeweils die Arbeit der duferen Kréfte und die im Bauteil gespeicherte elastische
Energie sind. S stellt die Rissflache dar. Die Energiefreisetzungsrate kann mit dem integrations-
wegunabhéngigen J-Integral gleichgesetzt werden [103] und im Rahmen der linear elastischen
Bruchmechanik (LEBM) in den Spannungsintensitéitsfaktor K umgerechnet werden. Es gilt
nach Irwin [102]:

E : ESZ

44
E/1-1? : EDZ 44

J = Gy = Gi+Gn = %(K%+K%I) , E* = {
An dieser Stelle ist festzuhalten, dass K und G bruchmechanische Parameter sind, die den
Belastungszustand an der Rissspitze beschreiben. Es ist erforderlich, einen dieser Parameter
im Fall der rissbehafteten WDS-Struktur zu bestimmen. Die Herausforderung, die mit der
Bewertung von Rissen in der WDS-Struktur verbunden ist, liegt in der Willkiir der Beanspru-
chung (thermische und Wachstumsspannungen) und der Komplexitét der Geometrie. Daher
ist es recht schwierig, analytische Ansétze zu verfolgen. Dariiber hinaus sind WDS-Risse ei-
ner komplexen ,Mixed-Mode“-Situation (Uberlagerung von Belastungsart I und II) ausgesetzt,
insbesondere wenn die Risse an der Grenzflache zwischen zwei verschiedenen Werkstoffen oder
in Threr Néhe liegen [101]. Daher wird eine Methode benétigt, die zum einen die modeab-
héngigen Rissbelastungsparameter liefert und zum anderen sich mit der FE-Methode effektiv
kombinieren ldft. In diesem Zusammenhang hat sich die virtuelle Rissschliefungsmethode als
ein sehr effizientes numerisches Instrument erwiesen. Sie wird im néchsten Abschnitt erldutert.
Die Validierung dieser Methode erfolgt im Anhang B.3.

4.2.1 Moadifizierte RissschlieBungsmethode

Die virtuelle Rissschliefsungsmethode basiert auf der Abschitzung des Rissschliefsungsintegrals

nach dem Prinzip von Irwin [102], das besagt:

Die freigesetzte Energie bei einer virtuellen Rissverlingerung um einen sehr kleinen
Weg Aa entspricht der notwendigen Energie, um den Riss auf seine urspriingliche

Lénge zu schliefien.

Bei der Anwendung eines Polarkordinatensystems (r,ip) mit dem Ursprung an der Rissspitze

(sieche Abbildung 4.7), kann folgende Integralformulierung der Energiefreisetzungsrate aufge-
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stellt werden:

Aa
Giot = Aliglo E/o oyy(r=Aa—1",0=0)V(r=1"p=n)dr +

G

Aa

Al;glo E/o Tyy(t=Aa—1"9p=0)Ur=r1"0=m)dr (4.5)
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Oyy(r=2a-r¢=0) r
) ¢
— | -7 X
__________ ha-rf r*
a Aa

Abbildung 4.7: Prinzip der virtuellen Rissschliefungsmethode

Dabei sind oyy(r = Aa —1*,¢ = 0) und 7yy(r = Aa —r*, ¢ = 0) die Normal- und Schubspan-
nung vor der Spitze des urspriinglichen Risses. Die relative Rissflankenéffnung und Scherung
bei einer virtuellen Rissléngenverlingerung um Aa werden jeweils mit ¥ und U bezeichnet.
Der Faktor 1/2, der in Gleichung 4.5 auftaucht, stammt aus der Betrachtung der notwendi-
gen Arbeit fiir eine Rissverldngerung im Kraft-Verschiebungsdiagramm. Unter der Vorausset-
zung eines linear elastischen Materialverhaltens lésst sich diese Arbeit als die Fliche unter
der Gerade Kraft=f(Verschiebung) berechnen. Die Integralformulierung aus Gleichung 4.5 er-
moglicht eine getrennte Berechnung der einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate
nach Mode I und II. Dies stellt einen entscheidenden Vorteil der VRSM dar. Somit kénnte
das Rissschlieffungsintegral aus zwei verschiedenen numerischen Analysen abgeschétzt werden.
Die erste Analyse mit der Rissldnge a liefert den Spannungszustand vor der Rissspitze. Die
zweite Analyse mit der Risslinge a + Aa liefert die unbekannten relativen Verschiebungen U
und V. Die erste FEM-gerechte Formulierung der Rissschlieffungsmethode wurde von Rybicki

und Kanninen [104] eingefiithrt. Unter der Voraussetzung einer geniigend kleinen virtuellen
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Rissverlangerung (Aa < a) wurde die Gleichung 4.5 so modifiziert, dass die getrennte Berech-

nung der FE-Strukturen mit den Rissldngen a und a 4+ Aa nicht mehr notwendig, sondern eine

einzige Analyse (Konfiguration mit Risslinge a) hinreichend ist.

Yi A Yj A
6---o Riss"a+A Q"
el - e—e Riss "a"
1 ~"‘~\_~~ '\J—‘l/\l
o
Avj_1 N S
_ IR R A ¢
A A T %wus
Av --..... \\\J//l |\J 1A
i—1 -‘: = ¢ — > >
,-"‘ 1 X X;
B &) L O i) : F
T‘ Aa P Aa | Aa .
= - = =
a
B EE—
a+ Aa

Abbildung 4.8: FEM-Formulierung der modifizierten virtuellen Rissschliefungsmethode anhand einer Mo-
de I-Beanspruchung [105]; i-1, i und i+1 sind Knoten der Risskonfiguration a; j-1, j und j+1
sind Knoten der Risskonfiguration a + Aa

In Abbildung 4.8 ist im Sinne eines FEM-Netzes die Elementen- und Knotenkonfiguration

um die urspriingliche Rissspitze sowie eine weitere virtuelle Rissspitze dargestellt. Die Mode I-

Komponente der Energiefreisetzungsrate nach Gleichung 4.5 186t sich anhand der Knotenkrifte

und Knotenverschiebungen wie folgt angeben:

Avi_1(a+ Aa)

(4.6)

Dabei ist Fy j(a) die zur Rissebene normale Kraft (Mode I) und Av;_;(a + Aa) die relative Ris-
soffnung des urspriinglichen Risses. Fiir eine sehr kleine Verschiebung Aa kann Avj_i(a + Aa)
mit Avi_1(a) gleich gesetzt werden. Dies bedeutet, dass die relative Rissoffnung bei einer vir-

tuellen Rissverlingerung gleich grof ist wie die relative Offnung, wenn die Rissspitze sich nicht

verschiebt. Dadurch ergibt sich folgende FEM-Formulierung von Gi:

G =

2Aa,

1

Fy,i (a) AVj_l (a)

(4.7)



46 Modellierungs- und Bewertungswerkzeuge

Analog kann die Mode II-Komponente wie folgt berechnet werden:

1

GH:E

Fyi(a) |Aui_i(a) (4.8)

Die Gleichungen 4.7 und 4.8 gelten, wenn Aa — 0 geht und wenn die Elemente, die die Rissspit-
ze ,a“ umschlieRen, gleich grof sind (gleiche Seitenliange Aa, vgl. Abbildung 4.8). Somit kénnen
Gt und Gy in einer sehr einfachen Weise durch eine einzelne FEM-Rechnung bestimmt wer-
den, die lediglich die Knotenkréfte an der Rissspitze und die relativen Verschiebungen der

gegeniiberliegenden Knoten hinter der Rissspitze liefert.

Je nach verwendetem Elementtyp gelten fiir G und Gyy verschiedene Gleichungen. Dabei wird
insbesondere zwischen reguldren und singuléren Elementen bzw. Elementen erster, zweiter
Ordnung unterschieden. Im Rahmen dieser Arbeit werden regulire Elemente zweiter Ordnung
(quadratisch mit acht Knoten) eingesetzt, da diese die hochste Genauigkeit aufwiesen. Fiir

diesen Elementtyp ergeben sich nach Raju [106] folgende Gleichungen:

1

GI = E[Fy,i(vm - vm’) + Fy,j(vl - Vl’)] (49)
1

Gt = 5 [Fi(tim — ) + Fig o — )] (410)

Aa

¥ Aa

Aa

Abbildung 4.9: Modifizierte Rissschliefungsmethode mit quadratischen Elmenten zweiter Ordnung

Die entsprechende FEM-Formulierung der MRSM fiir singulére Elemente kann dem An-
hang B.2 enthommen werden. An dieser Stelle wird auf die ausfiihrliche Herleitung dieser
Gleichungen verzichtet und auf die zahlreichen Untersuchungen aus der Literatur [106-110]

verwiesen. Ferner wurde die MRSM fiir verschiedene Elementtypen und bei verschiedenen Ris-
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skonfigurationen ausgiebig auf ihre Genauigkeit iiberpriift. Rybicki und Kanninen [104] setzten
die Gleichungen 4.7 und 4.8 fiir die Berechnung der Mode I-Belastung einer DCB-Probe (Dou-
ble Cantilever Beam Probe), einer Platte mit einem Innenriss und einer Gelenkverbindung mit
radialen Rissen ein. Sie erreichten eine hohe numerische Genauigkeit, wie der Vergleich der Er-
gebnisse der MRSM mit Referenzlosungen bzw. mit J-Integralbewertungen zeigte. Sie fanden
heraus, dass eine virtuelle Rissverldngerung Aa bis zu 20% der urspriinglichen Rissldnge zu G-
Werten fiihrt, die maximal um 6% von den Referenzlosungen abweichen. Die Anwendung der
MRSM in Kombination mit Elementen hoherer Ordnung hat nicht zu zufriedenstellenden Er-
gebnissen gefiihrt. Raju [106] untersuchte reine Mode I- (CT-Probe, aufen gekerbte Zugprobe)
und Mixed-Mode-Probleme. Er setzte dabei u. a. singuldre Elemente hoherer Ordnung ein, die
nach Vergleichen mit Referenzldsungen die hochste Genauigkeit lieferten. Dariiber hinaus wur-
de die MRSM erfolgreich fiir die Bewertung von Grenzflichenrissen eingesetzt [106,110-115].
Die MRSM kann auch fiir gekriimmte Risse eingesetzt werden [110] und ldsst sich auf die

Behandlung von dreidimensionalen Rissen erweitern [105,116,117].

Die MRSM wurde im Rahmen dieser Arbeit als externe Auswertungsprozedur eingesetzt, die
als Eingangsgrofen die Knotenkréfte und Knotenverschiebungen verwendet. Diese Daten wer-
den aus der Ergebnisdatei der ABAQUS-Rechnung gewonnen. Da das Verfahren zur Berechnung
der Energiefreisetzungsrate anhand der MRSM nicht zur Verfiigung stand, musste zunéchst die
entsprechende FORTRAN-Routine realisiert werden. Obwohl dieses Verfahren in der Literatur
weitgehend auf seine Genauigkeit iiberpriift wurde, ist die Validierung der eigenen Auswer-
tungsroutinen unumgénglich. Die Ergebnisse der MRSM wurden fiir drei verschiedene Riss-
konfigurationen im Anhang B.3 mit weiteren numerischen (J-Integralwerte) und analytischen
Daten verglichen. Dariiber hinaus wurde stets die Netzdichte an der Rissspitze systematisch
erhoht. Eine typische FEM-Netzkonfiguration ist in der Abbildung 4.10 dargestellt. Eine genii-
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Abbildung 4.10: Symetrisches Netz (bzgl. Rissebene) zur Rissbewertung mit der MRSM. Die Fliche der
kleinsten Zelle direkt an der Rissspitze betrigt Aa’.
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gend hohe Genauigkeit wurde in allen untersuchten Fillen ab einem Verhiltnis Aa/a = 1073
erreicht. Dabei stellt die virtuelle Rissverlangerung Aa die Seitenldnge einer quadratischen Git-
terzelle an der Rissspitze dar. Die Untersuchung von verschiedenen Elementtypen im Anhang
B.3 hat ferner gezeigt, dass die hochste Genauigkeit der numerischen Ergebnisse mit quadrati-
schen Elementen 2. Ordnung erreichbar ist. Die Anwendung von singuldren Elementen an der
Rissspitze hat keine numerischen Vorteile. Die numerischen Ergebnisse von ABAQUS und die
Ergebnisse der MRSM waren stets konsistent (relative Abweichung nahe 0%). Der Vergleich
zwischen den numerischen und analytischen Daten hat einen maximalen Fehler unter 1% er-
geben. Damit steht ein méchtiges Auswertungswerkzeug zur Verfiigung, das den wesentlichen
Vorteil besitzt, anhand einer einzigen FEM-Analyse die modeabhéngigen Komponenten der
Energiefreisetzungsrate zu ermitteln. Dieses Verfahren ldsst sich in optimaler Weise mit den

FEM-Analysen kombinieren und ist dariiber hinaus numerisch sehr zuverlissig.

4.2.2 Mehrachsiges Versagenskriterium

Die numerische Untersuchung des Rissausbreitungsverhaltens setzt einerseits die Kenntnis der
bruchmechanischen Belastungsparameter (K, G oder J) an der Rissspitze voraus. Andererseits
sind bruchmechanische Materialkennwerte wie z.B. die Risszdhigkeit (K.) oder der Risswi-
derstand (G¢) erforderlich. Eine Aussage beziiglich des Rissausbreitungsverhaltens kann erst

anhand eines Versagenskriteriums der Form
f(G1,Gn) = f; (4.11)

gemacht werden. Dabei ist f; ein kritischer Wert der Funktion f und beinhaltet das Materialver-
halten. Die Funktion f stellt einen mathematischen Zusammenhang zwischen den modeabhén-
gigen Belastungskomponenten dar und liefert anhand eines Versagenskriteriums die einachsige
Vergleichsbelastung. Die einfachste Formulierung entsteht, wenn als Risswachstumskriterium
angenommen wird, dass der Riss sich bei Erreichen des kritischen Risswiderstandwertes in
seiner urspriinglichen Ebene ausbreitet. In diesem Fall kann Gleichung 4.11 nach [128] als
Giot = G1 + Gi1 = Gi¢ geschrieben werden. Diese Formulierung hat den wesentlichen Nach-

teil, dass die modeabhéngigen Belastungskomponenten gleich bewertet werden.

Fiir die im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten Untersuchungen des Rissausbreitungsverhaltens

wurde ein empirisches Versagenskriterium der folgenden Form gewihlt:

K ) " < Kn ) v Kic
— | +|a— =1, «a= 4.12
<KIC Kie Kite (4.12)

Fiir u = v = 2 und unter Beriicksichtigung der Beziehung 4.4 entspricht Gleichung 4.12 dem

oben beschriebenen Kriterium der planaren Energiefreisetzungsrate. Die Untersuchungen von
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Richard [129] haben gezeigt, dass sich experimentelle Daten am besten mit u = 1 und v = 2
beschreiben lassen. Unter der Beriicksichtigung der analytischen Untersuchungen von Fett und
Munz [130] kann das Richard-Kriterium fiir > = 3/2 zur Beschreibung der Rissverlingerung
und Rissumlenkung unter Mixed-Mode-Bedingungen verwendet werden (siehe Anhang B.4).
Dabei wird als Versagenshypothese angenommen, dass der Rissfortschritt erst dann stattfindet,
wenn der K-Faktor nach Mode I einen maximalen Wert (Kj.) erreicht. Aulerdem wéchst der
Riss in die Ebene weiter, in der K-Faktor nach Mode I maximal wird. Damit ergibt sich als

Rissausbreitungskriterium

K; 3 (KH>2
— 4+ (=) =1 4.13
KIc 2 KIC ( )

Unter Beriicksichtigung von Gleichung 4.4 kann das Kriterium fiir die Energiefreisetzungsrate

GI 3 GH
‘/— —— =1 4.14
GIC * 2GIC ( )

Die Vorhersage des Rissfortschritts kann dann anhand der folgenden Formulierung erfolgen:

umgeschrieben werden:

Geq = f(G1,Gm) = Grc (4.15)

dabei ergibt sich die equivalente Mode I-Beanspruchung Geq als Funktion von Gp und G
nach Gleichung 4.14 als

1
Geq = 2 (GI + 3G + G% + GGIGH) (4.16)

Unter Beriicksichtigung der weiter oben angenommenen Rissausbreitungshypothese, lasst sich

der Rissumlenkungswinkel unter dem Einfluss der Mixed-Mode-Verhiltnisse aus der Bedin-

gung

algéﬂ) = %(C11(5)K1+C2l(ﬂ)KH) =0 (4.17)

ableiten. Fiir diese Gleichung gilt die Formulierung der K-Faktoren an der Spitze des neu ent-
standenen Risses (nach Verlangerung und Umlenkung) nach Fett und Munz [130], die im An-
hang B.4 (Gleichungen B.29, B.30 und B.32) aufgefiihrt ist. Die Auflosung von Gleichung 4.17
nach dem Umlenkungswinkel 8 (vgl. Abbildung B.7) fiihrt zu
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1 3—4/9+60%%
B = 2 arctan 10 \/GTI (4.18)
Gr

Der FEM-Code ABAQUS verwendet in Kombination mit der J-Integralmethode weitere Hy-

pothesen zur Vorhersage der Rissausbreitungsrichtung [131]. Das , ki1 = 0“-Kriterium besagt,
dass der Riss sich in der Ebene ausbreitet, die k;; minimiert. In dhnlicherweise postuliert das
Kriterium der maximalen Energiefreisetzungsrate, dass der Riss in diejenige Ebene weiter-
lduft, in der g = (k¥ +k%)/E* maximal wird. Nach [131,132] fiihren diese beiden Kriterien
und die in der vorliegenden Arbeit eingesetzte Hypothese (maximaler kj-Faktor) zu beinahe
identischen Rissumlenkungswinkeln. Dies liegt daran, dass gerade dann, wenn k; maximal ist,
ki minimal bzw. gleich Null ist. Somit ist die Maximierung von g gleichbeteutend mit der

Maximierung von kj.

Die modifizierte Rissschliefungsmethode soll die einzelnen Komponenten der Energiefreiset-
zungsrate liefern, die anhand der in diesem Abschnitt erarbeiteten theoretischen Grundlagen in
ein mehrachsiges Versagenskriterium einfliefsen sollen. Die Bereitstellung der kritischen Ener-
giefreisetzungrate fiir den jeweiligen Werkstoff in Verbindung mit den Gleichungen 4.15 und
4.16 geniigt, um Aussagen beziiglich des Rissfortschrittes zu machen. Dariiber hinaus kann
zu jedem Zeitpunkt der Belastung die mogliche Rissausbreitungsrichtung anhand der Glei-
chung 4.18 bestimmt werden. Deshalb wurden die Gleichungen 4.16 und 4.18 standardméfig
in die Rissbewertungsroutine eingebaut und somit bei der Untersuchung des Rissausbreitungs-

verhaltens in WDS-Systemen eingesetzt.



5 Modellierungsergebnisse

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrte numerische Untersuchung des Versagensverhaltens

von WDS-Systemen besteht aus zwei wesentlichen Schritten:

1. Bestimmung der Eigenspannungsverteilung im WDS-System durch Einsatz der FE-
Methode. Dabei werden anhand der Analyse der Eigenspannungsfelder (insbesondere
innerhalb der WDS) verschiedene Versagensszenarios aufgestellt. Dariiber hinaus wer-
den kritische Bereiche identifiziert, die Rissentstehung und Rissausbreitung besonders

begilinstigen.

2. Rissmodellierung und Rissbewertung auf der Grundlage der gewonnenen Informationen
aus der Eigenspannungsberechnung. In den kritischen Strukturbereichen werden Risse
implementiert und mit Hilfe der FE-Methode analysiert. Die eigentliche Rissbewertung
erfolgt nach der FEM-Modellierung mit der Hilfe der modifizierten Rissschlieflungsme-
thode (MRSM), deren Grundlagen im Abschnitt 4.2.1 vorgestellt wurden. Ziel dieser

Analyse ist die Vorhersage des Rissausbreitungsverhaltens.

Daher widmet sich dieses Kapitel zunédchst der Vorstellung der numerischen Ergebnisse aus
der Eigenspannungsberechung und spéater der Bestimmung der Belastungen von modellierten
Rissen in der Struktur. Fiir die numerischen Ergebnisse, die an dieser Stelle préisentiert werden,

gelten die allgemeinen Annahmen und Randbedingungen aus dem Unterkapitel 4.1.

5.1 Eigenspannungsberechnung

Eine Standardrechnung der Eigenspannungsverteilung im WDS-System beriicksichtigt die
Geometrie, die in der Abbildung 4.1 dargestellt ist (Rauheitsamplitude 10 pgm, Rauheitsperi-
ode 60 pm), das viskoplastische Materialverhalten der HVS und die thermische Belastung aus
der Abbildung 4.5. Die Simulation der HVS-Oxidation erfolgt gemé&f der in Abschnitt 4.1.5
beschriebenen Prozedur und fithrt zum Schluss der Oxidationsphase zur einer TGO-Dicke von

etwa 3 pm. In der Standardbetrachtung findet das Schichtwachstum in die normale Richtung

ol
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zur Grenzfliche statt. Dabei ist die Wachstumsrate zeitabhingig (umgekehrt proportional
zu t) so, dass die Oxidationskinetik nach Gleichung 4.1 exakt nachgefahren wird. Die FEM-
Modelle beinhalten im Schnitt 8000 Elemente und etwa 15000 Knoten. Entsprechend dem
numerischen Aufwand liegt die CPU-Rechenzeit im Schnitt bei etwa acht Stunden. In die-
sem Abschnitt werden zundchst grundsétzliche Sachverhalte anhand von Zweischichtsystemen
aufgezeigt. Anschliefend werden Ergebnisse aus der Eigenspannungsverteilung im gesamten
WDS-System detailliert analysiert, die als Grundlage fiir die darauf folgenden Rissmodellie-

rungen und Rissbewertungen dienen.

5.1.1 Prinzipielle Untersuchungen an Zwei-Schichtsysteme

In der Abbildung 5.1 ist die Geometrie eines Zweischichtsystems dargestellt. Dieses System
besteht aus einem 100 ym dicken Substrat und aus einer sehr diinnen Oxidschicht. Auf der
linken Seite hat die Struktur eine ebene Grenzfliche, rechts ist sie gewellt mit einer Amplitude

von 10 pm und einer Periode von 60 pm.

y 30 um

1 pum

Schicht

100 pm

30 pm

/_\i Substrat

Abbildung 5.1: Geometrie der verwendeten Modelle bei der elementaren Untersuchung von Zweischichtsy-
stemen

Beide Strukturen werden aus einem spannungsfreien Zustand bei 1000 °C auf Raumtempera-
tur (25 °C) abgekiihlt. Es wird dabei angenommen, dass beide Werkstoffe das gleiche linear
elastische Materialverhalten aufweisen (E = 48 GPa,v = 0,25) allerdings mit unterschiedli-
chen Wirmeausdehnungskoeffizienten (A«(Substrat — Schicht) =5 x 107%). Als Randbedin-
gungen des FEM-Modells gelten die Vorgaben aus Abschnitt 4.1.2.

Aufgrund der thermischen Fehlanpassung zwischen den Schichten ergeben sich nach dem si-

mulierten Abkiihlvorgang in der Struktur mit der ebenen Grenzfliche die in Abbildung 5.2
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Abbildung 5.2: Verlauf der Spannungskomponente o entlang einer vertikalen Linie (x = konstant) im Fall
einer ebenen Grenzfliche

dargestellten Spannungslinien. In der Abbildung ist die Spannungskomponente oy entlang
einer vertikalen Linie durch den Verbund aufgetragen. An der unteren Oberfliche des Sub-
strats entsteht eine Druckspannung in Héhe von -6 MPa, die in Richtung Grenzfliche linear
zunimmt und dort schlieflich den positiven Wert von etwa 12 MPa erreicht. In der diinnen
Oxidschicht stellt sich der nach dem in Abbildung 3.1 dargestellten Prinzip zu erwartende
Druckspannungszustand ein. Die Spannungskomponente oyy ist mit guter Ndherung von der
y-Koordinate unabhéngig und liegt bei etwa -300 MPa. In vertikaler Richtung bleibt die Struk-
tur erwartungsgemaft spannungsfrei. Dies dndert sich grundlegend, sobald eine rauhe Grenz-
fliche modelliert wird. In Abbildung 5.3 sind die Spannungskomponenten in die normale und
tangentiale Richtung zur Grenzfliche (sieche Abbildung 5.1) entlang von Linien dargestellt,
die parallel zur sinusférmigen Welle verlaufen. Die Abstédnde zwischen den Auswertungslinien
und der Grenzfliche wurden schrittweise variiert. Durch die Beriicksichtigung der Grenzfla-
chenrauheit steht nun die obere Hélfte der Rauheit in der diinnen Schicht (Abbildung 5.3(b),
x = —15---0 pm) unter Zug und die untere Hélfte unter Druck. Die maximalen und minimalen
Spannungen werden jeweils im Berg und im Tal der Rauheit erreicht. Mit zunehmendem Ab-
stand von der Grenzfliche nimmt die Spannungskomponente on betragsmaifbig ab und erreicht
zwangsladufig den konstanten Wert von 0 MPa an der freien Oberfliche. In Abbildung 5.3(a) ist
der Verlauf der tangentialen Spannungskomponente dargestellt. Nach wie vor steht die diinne
Oxidschicht unter Druckspannung, die im Talbereich den maximalen Wert erreichen. Im Ver-
gleich zum konstanten Wert von -300 MPa im Fall der ebenen Grenzfliche fithrt die Rauheit

zu einer starken Variation der tangentialen Druckspannungen von der Spitze der Rauheit bis
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Abbildung 5.3: Verlauf der normalen Spannungskomponente entlang Linien, die in verschiedenen Abstinden
parallel zur Grenzfliche verlaufen. Die Stelle x = —15 pm entspricht der ,,Spitze“ der Rauheit.
Analog dazu entspricht x = 15 pym dem ,Tal“

ins Tal und von der Grenzflache bis hin zur freien Oberflache.

Um den Einfluss der Rauheit auf die Spannungsverteilung im Verbund aufzuzeigen, wurde
die Geometrie aus der Abbildung 4.1 auf zwei Schichten reduziert (vgl. Abbildung 5.4(a)).
In diesem Fall kann nicht mehr von einer diinnen Schicht ausgegangen werden, da die Dicke
der Keramikschicht etwa ein Drittel des Substrats betrdgt. Es gelten weiterhin die gleichen
Randbedingungen, die gleiche Temperaturdnderung und das gleiche Materialverhalten wie in
den vorherigen Rechnungen. Die Werkstoffeigenschaften sind Anhang A zu entnehmen. Ab-
bildung 5.4(b) zeigt die Variation der Spannungskomponenten entlang einer Knotenlinie, die
parallel zur Grenzfliche in der Keramikschicht verlduft. In tangentialer Richtung herrschen in
der Nédhe der Grenzfldche Druckspannungen, die nahezu konstant sind und bei etwa -125 MPa
liegen. Ausgehend von der Spitze der Rauheit, wo Zugspannungen in normaler Richtung vorlie-
gen, nimmt oy kontinuierlich ab und wechselt bei x ~ 10 gm von Zug zu Druck. Im Talbereich
erreicht on den betragsmaifig maximalen Wert. Der Verlauf der Schubspannungskomponente
TTN Weist einen maximalen Wert genau an der Stelle des Vorzeichenwechsels von on auf. Diese
Schubspannung kénnte im Hinblick auf Rissverléngerung nach Mode II eine wesentliche Rolle

spielen.

An dieser Stelle sei festgehalten, dass eine sinusférmige Rauheit zur Entstehung von Zugspan-
nungen in die normale Richtung zur Grenzfliche im Bergbereich der Keramikschicht fiihrt (bei
einer Temperaturabnahme). Dariiber hinaus fithrt die Rauheit zur Entstehung von Schubspan-

nungen, die ihren maximalen Wert an der Stelle des Vorzeichenwechsels von oy erreichen.
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Abbildung 5.4: Verlauf der Spannungskomponenten entlang einer zur Grenzfliche parallelen Linie in der
Keramikschicht

5.1.2 Eigenspannungsberechnung im WDS-System

Den Ergebnissen der Eigenspannungsanalyse im gesamten WDS-System liegt die Geometrie
aus Abbildung 4.1 zugrunde. Die Darstellung der Spannungskomponenten erfolgt zum einen
entlang einer zur Grenzflache parallelen Linie (vgl. 5.4(a)). Sowohl in der WDS als auch in der
HVS verlduft diese Linie in einem Abstand von 2 pm zur Grenzfliche. Die Stelle x = 0 ym
entspricht der Spitze der Rauheit und die Stelle x = 30 pm entspricht dem Tal. Die daraus
entstehenden Diagramme zeigen die Spannungskomponenten in die tangentiale und normale
Richtung zur Grenzfliche. Dariiber hinaus erfolgt die Auswertung der Eigenspannungsfelder
anhand einer Iso-Liniendarstellung. Die dort abgebildeten Spannungskomponenten werden
im globalen (x,y)-Koordinatensystem angegeben. Die Eigenspannungsanalyse beschrankt sich
dabei auf drei verschiedene Momentanaufnahmen, die in Abbildung 4.5 gekennzeichnet sind.
Dabei handelt es sich um den Spannungszustand nach der Aufheizphase (Payf), nach der
Oxidationsphase (Pox) und nach der Abkiihlphase (Ppy,). Zur Vereinfachung der Auswertung
wird mit ,,Bergbereich“ die Region zwischen x = 0---10 ym gekennzeichnet. Analog dazu be-
zeichnet der ,Talbereich“ die Rauheitseinflusszone von x = 20--- 30 ym. Der Flankenbereich

entspricht der iibrigen Region.

Eigenspannungszustand in der HVS

Die in Abbildung 5.5 dargestellten Diagramme zeigen eine relativ geringe Belastung der HVS

nach der Aufheizphase. Im Bergbereich sind Druckeigenspannungen in tangentialer und nor-
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Abbildung 5.5: Verlauf der Eigenspannungskomponenten in der HVS entlang einer parallelen Linie zur
Grenzfliche

maler Richtung vorhanden. Nach Ende der Oxidationsphase werden sémtliche Spannungen
aufgrund des viskoplastischen Materialverhaltens der HVS und der Dauer der Oxidationspha-
se relaxiert. Sobald der Abkiihlvorgang einsetzt, dndert sich die Situation massgeblich, da sich
hohe Eigenspannungen ausbilden, die auf die thermische Fehlanpassung des Verbundes zu-
riickzufithren sind, zustande kommen. Aufgrund der kurzen Dauer des Vorgangs konnen diese
nicht relaxiert werden. Somit ergibt sich am Ende des thermischen Zyklus eine Zugbelastung in
tangentialer Richtung, die ihren maximalen Wert von etwa 280 MPa im Bergbereich erreicht.
Ahnlich ist die Belastungssituation in normaler Richtung im Bergbereich. Die dort vorhan-
denen Zugspannungen werden an der Spitze der Rauheit maximal und nehmen in Richtung
Tal stetig ab. Etwa in der Mitte der Rauheit erfolgt ein Vorzeichenwechsel von Zug zu Druck.
Die hochste Druckbelastung in die normale Richtung liegt am tiefsten Punkt der Rauheit. Die
betragsmifig maximale Schubbelastung liegt im Bergbereich der HVS. Es sei an dieser Stelle
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festzuhalten, dass die hohen Zugeigenspannungen in die normale Richtung an der Spitze der
Rauheit Ablosungen im Bereich der Grenzfliche HVS/TGO einleiten konnen.

Equivalente plastische Dehnung Equivalente Kriechdehnung

Abbildung 5.6: Verteilung der dquivalenten plastischen Dehnung und der Kriechdehnung in der HVS nach
Ende der Abkiihlphase

Der Blick auf die Verteilung der dquivalenten Kriech- und plastischen Dehnungen (siehe Abbil-
dung 5.6) zeigt, dass die Beanspruchung hauptséchlich auf den Kriechverformungsanteil in der
HVS zuriickzufiihren ist. Der Hauptanteil der Kriechdehnung von etwa 12% erfolgt wihrend
der Oxidationsphase. Die maximale Kriechverformung findet insbesondere im Bergbereich der
Raubheit statt, wo die Eigenspannungsbelastung am héchsten ist. Auf der anderen Seite liegt
die plastische Dehnung unter dem maximalen Wert von etwa 0,4%, der im Talbereich erreicht
wird. Der Hauptanteil der plastischen Verformung erfolgt am Ende der Aufheizphase und

dndert sich nur minimal bis zum Ende des Zyklus.

Spannungszustand im TGO

Die TGO wichst wiahrend der Oxidationsphase von 1 pym auf bis zu 3 pum Schichtdicke. Dies
erfolgt in normaler Richtung zur Schicht. Die Einfiihrung der TGO-Schicht zu Beginn der
Simulation ist eine reine technische Mafinahme, um iiberhaupt die Modellierung des Schicht-
wachstums zu ermoglichen. Spéter in diesem Abschnitt wird gezeigt, dass dies lediglich zu
Erh6hung der thermischen Spannungen in der WDS fiihrt. Das Vorhandensein des TGOs be-
einflusst nicht die qualitative Verteilung der zumindest an dieser Stelle relevanten senkrechten

Spannungskomponente in der WDS.

Abbildung 5.7 zeigt eine Darstellung des Eigenspannungszustands im TGO als Momentan-
aufnahme nach der Abkiihlphase. Es sei darauf hingewiesen, dass die qualitative Spannungs-
verteilung vor und nach dem Abkiihlvorgang die gleiche ist. Das Spannungsnieveau, das am

Ende der Oxidationsphase erreicht wird, wird lediglich durch die thermische Fehlanpassung
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wahrend des Abkiihlens verstarkt. Dieses Verhalten wird im nichsten Abschnitt anhand der

Spannungsverteilung in der WDS verdeutlicht.

Tangentiale Spannungskomponente Normale Spannungskomponente

Zugspannungen an der
Grenzflache zu HVS

Abbildung 5.7: Schematische Darstellung der Spannungsverteilung im TGO am Ende des thermischen Zyklus

Nach der Aufheizphase liegt die TGO in tangentialer Richtung unter Zugbelastung, die im
Bergbereich maximal wird (= 2 GPa). Die Volumenzunahme und die thermische Fehlanpas-
sung wihrend des Abkiihlens fithren in x-Richtung zu einer duferen Druckbelastung der
Schicht. Dies ist auf die Verschiebungskontinuitdt an den Réndern der Struktur und die elasti-
schen Figenschaften der Schicht zuriickzufiihren. Die TGO hat nach Abbildung 4.3 den héch-
sten E-Modul und den niedrigsten Ausdehnungskoeffizienten. Die Symmetrie und die periodi-
sche Randbedingung (SLIDER, siehe Abschnitt 4.1.2) sorgen links und rechts fiir geradlinige
Abgrenzungen der Einheitszelle. Dies hat bei einer ebenen Schicht laterale Druckspannungen
zur Folge. Da die TGO in diesem Fall eine positive und eine negative Kriilmmung aufweist,
fiihrt die laterale Druckbelastung zu einer Art ,Biegung® der Schicht. Dies hat zur Folge, dass
im Berg die obere Faser auf Zug und die untere auf Druck beansprucht wird. Das gleiche
Verhalten - allerdings in umgekehrter Form - wird im Tal beobachtet, da dort die Kriimmung
ihr Vorzeichen wechselt. Die maximalen Druck- bzw. Zugspannungen liegen erwartungsgemaf
in den dufseren Fasern vor. Sie liegen betragsméfkig zwischen 10 und 20 GPa. Der mittlere

Bereich der Schicht liegt unter Druck mit einer Belastung von weniger als 5 GPa.

Aufgrund des Schichtwachstums wahrend der Oxidationsphase gerdt die TGO unter Druck-
eigenspannungen in die normale Richtung. Das TGO-Wachstum wird dabei oben durch die
WDS und unten durch die HVS behindert. Die Druckeigenspannungen sind im Berg- und
Talbereich maximal und liegen zwischen 2 und 3 GPa. Im mittleren Bereich der Schicht liegt
die Druckbelastung unterhalb 1,5 GPa. Ferner liegt ein schmaler Bereich entlang der Grenz-
flache zwischen HVS und TGO auf der TGO-Seite unter einer Zugbelastung. Kombiniert mit

den normalen Zugspannungen in der HVS, konnen diese zum Versagen der Grenzfliche im
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Bergbereich fiihren. Die Schubspannung 7nt liegt am Ende des Zyklus zwischen -0,5 und -
1,5 GPa. Das relativ hohe Spannungsniveau im TGO ist dem dieser Schicht zugewiesenen
Materialverhalten und den Werkstoffeigenschaften zuzuschreiben. Durch das linear elastische
Verhalten und den héheren E-Modul fithren elastische Dehnungen zu héheren Spannungen.
Dariiber hinaus ist die thermische Fehlanpassung fiir diese Schicht besonders ausgeprigt, da
sie den niedrigsten thermischen Ausdehnungskoeffizienten aufweist. Ferner nimmt die beson-
ders diinne TGO-Schicht die durch den iibrigen dickeren Verbundschichten aufgezwungene

Verformung auf.

Spannungszustand in der WDS

Die Eigenspannungsverteilung in der WDS ist im Hinblick auf das Versagen des Verbundes
besonders wichtig, da zahlreiche experimentelle Untersuchungen gezeigt haben, dass die Sché-
digung des Systems in den meisten Féllen und besonders bei APS-WDS-Systemen von der
keramischen Schicht ausgeht. In der Literatur wird der grenzflichennahe Bereich der Kera-
mikschicht als Schidigungsgebiet eingestuft. Die in Abschnitt 5.1.1 beschriebenen elementaren
Untersuchungen an Zweischichtsystemen zeigen, dass an erster Stelle der Grenzflichenrauheit
die Spannungsiiberh6hung im Grenzflachenbereich zuzuschreiben ist. Je nach Rauheitsprofil

kann der Einflussbereich der Grenzfliche in der WDS eingegrenzt werden.
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Abbildung 5.8: Verlauf der Spannungskomponenten im globalen Koordinatensystem entlang vertikaler Lini-
en (x = Konstante) in der WDS

Solch ein Versuch wird anhand der Spannungsverteilung in der Abbildung 5.8 durchgefiihrt.

Hierbei handelt es sich um den Verlauf der Spannungskomponenten im globalen Koordina-
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tensysten (oxx,0yy) entlang vertikaler Linien, die jeweils am héchsten und niedrigsten Punkt
der Welle beginnen und Richtung freie Oberfliche der Deckschicht verlaufen. Abbildung 5.8
zeigt einen raschen Abbau der Spannungen mit zunehmender Entfernung von der Grenzflache.
An der Spitze der Rauheit erreichen die Spannungskomponenten das Nullniveau schon nach
einer Entfernung von 60 pm, dagegen im Tal erst nach 80 ym, wobei nach den ersten 20 ym
die Hohe der Bergspitze erreicht ist. Somit stellt der Streifen mit 60 ym Dicke ausgehend von
der Bergspitze die schidigungsgefdhrdete Zone der Keramik dar. Je ndher Schichtfehler an der
Grenzflache liegen, desto kritischer sind sie. Spater in diesem Unterkapitel wird die Wechselwir-
kung zwischen Rauheitsamplitude, qualitativer und quantitativer Eigenspannungsverteilung

niaher untersucht.

Der Verlauf der Spannungskomponenten im (T,N)-Koordinatensystem entlang einer zur
Grenzflache parallelen Linie ist in der Abblidung 5.9 dargestellt. Die tangentiale Spannungs-
komponente o (Abbildung 5.9(a)) ist im Bergbereich nach jeder Belastungsphase positiv. Im
Talbereich liegt eine hohe Druckbelastung vor. Das Schichtwachstum wihrend der Oxidation
der HVS fiihrt zu einer deutlichen betragsmafigen Zunahme von o im Tal- und Bergbereich.
Der Abkiihlvorgang verdndert den qualitativen Verlauf nicht, sondern bringt einfach einen
zusétzlichen Belastungsbetrag hinzu, der auf die thermische Fehlanpassung zuriickzufiihren
ist. Dieses Verhalten ist bei allen in der Abbildung 5.9 dargestellten Spannungskomponenten
festzustellen. Die durch den Abkiihlvorgang verursachte betragsméifige Spannungserhéhung

erreicht in den Extremfallen mehrere 100 MPa.

Die Schubspannung ist nach der Aufheizphase positiv und wechselt ihr Vorzeichen wihrend der
Oxidation, die zu einer eindeutigen Zunahme von 7y fithrt (Abbildung 5.9(b)). Der Abkiihl-
vorgang erhoht lediglich die Schubbelastung, ohne ihre Verteilung zu &ndern. Im Gegensatz

zur or-Verteilung liegt die maximale Schubbelastung im Flankenbereich der Rauheit.

In Abbildung 5.9(c) ist die Verteilung der normalen Spannungskomponente nach der Auf-
heizphase dargestellt. Wéahrend dieser Phase entstehen im Bergbereich Zugspannungen, die
einen maximalen Wert von etwa 100 MPa an der Spitze der Rauheit erreichen. Diese Zug-
spannungen kénnten in diesem Bereich zu Rissinitiierung bzw. zur Verlangerung von bereits
vorhandenen Schichtfehlern fiithren. Die Abbildung 5.9(d) zeigt, dass sich die qualitative Ver-
teilung von on unter dem Einfluss der Oxidationsphase stark verdndert hat. Zum einen hat
sich das Zugspannungsfeld im Bergbereich stark verkleinert und zum anderen ist die maxi-
male Zugspannung leicht zuriickgegangen. Entlang des ausgewédhlten Auswertungspfads liegen
nun vorwiegend normale Druckeigenspannungen, die an der Stelle x = 10 gym und im Tal be-
tragsméfig maximal werden. Dies konnte darauf hindeuten, dass eventuelle Risse sich parallel
zur Grenzfliche nicht ausbreiten konnen (wegen der normalen Druckeigenspannungen), zu-
mindest nicht in Mode I. Wenn allerdings die Verteilung der Schubspannung miteinbezogen
wird, liegt die Vermutung nahe, dass diese Komponente die notwendige treibende Kraft fiir

Rissausbreitung entlang der ausgewéhlten Linie zur Verfiigung stellt und da 7ty betragsméahig
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in Richtung Tal stark abnimmt, or und oy beide negativ sind, scheint eine Rissausbreitung

bis hin zum tiefsten Punkt der Rauheit nicht moglich zu sein.

Einfluss des TGO-Schichtwachstums auf die Spannungsverteilung in der WDS

Um den Einfluss der Oxidationsphase bzw. des TGO-Schichtwachstums auf die Eigenspan-
nungsverteilung in der keramischen Deckschicht zu analysieren, wurde eine FEM-Rechnung
durchgefiihrt, die nur die Auftheiz- und Abkiihlphase des thermischen Zyklus beriicksichtigt
(Paut = Pox in der Abbildung 4.5). Dargestellt in der Abbildung 5.10 ist die Verteilung von
oyy in der WDS nach der Aufheiz- und Abkiihlphase. Der einzige Unterschied zwischen der
oberen Spannungsverteilung (ohne Oxidation) und der unteren (mit Oxidation) liegt darin,
dass die in beiden Fillen vorhandene TGO-Schicht (1 gm Schichtdicke) einmal bis zu einer
Dicke von etwa 3 pm wichst und im anderen Fall konstant bleibt (Oxidationszeit = 0). Nach
der Aufheizphase ergeben sich fiir beide Systeme Zugeigenspannungen im Bergbereich und
Druck im Talbereich. Durch das Ausschalten des Oxidationsprozesses hat sich an der quali-
tativen Spannungsverteilung nichts verdndert, sondern lediglich eine betragsméfige Erhohung
der Zug- und Druckeigenspannungen im Tal- und Bergbereich ergeben. Dabei variiert die Span-
nung zwischen -150 MPa und 150 MPa. Bei Beriicksichtigung der Oxidationsphase haben zum
einen die Spannungswerte im Tal und Berg zugenommen und zum anderen ist eine deutliche
Verschiebung des Feldes mit den maximalen Zugeigenspannungen von der Bergspitze hinab
in Richtung Tal festzustellen. Die Stelle mit der maximalen Zugeigenspannung (=~ 400 MPa)

liegt etwa in der Mitte der geschwungenen Linie.

Anhand des Spannungsverlaufs aus Abbildung 5.9(c) (on) und Abbildung 5.10 (oyy) kann
von einer Rissinitiierung im Bergbereich ausgegangen werden. Die Zugeigenspannungen dort
beglinstigen insbesondere eine eventuelle Rissentstehung bzw. Rissverlangerung nach Mode 1.
Die Ebene solcher Risse wiirde sich in die waagerechte Richtung ausstrecken. Unter der An-
nahme, dass der Riss nicht in Richtung Tal 18uft, sondern geradeaus weiter, wiirde er im Fall
der ausgeschalteten HVS-Oxidation zum Halten kommen, sobald die Rissspitze das benach-
barte Druckeigenspannungsgebiet erreicht. Bei Beriicksichtigung des Schichtwachstums kann
der Verschiebungseffekt des Zugeigenspannungsgebiets fiir einen weiteren Rissfortschritt ge-
nutzt werden. Da die Stelle der maximalen Zugeigenspannung im Flankenbereich liegt, ist eine
Anderung der Rissausbreitungsrichtung nicht ausgeschlossen. Als Fazit lisst sich festhalten,
dass die Analyse der Eigenspannungsverteilungen in der WDS Hinweise auf die Entstehung
von horizontalen Rissen im Bergbereich liefert, und dass die Oxidationsphase eine wichti-
ge Voraussetzung im Hinblick auf dem Rissfortschritt darstellt. Das TGO-Schichtwachstum
erhoht die Belastung und liefert fiir den Rissfortschritt giinstige Bedingungen (Zugspannun-
gen). Eine endgiiltige Aussage beziiglich des Rissausbreitungsverhaltens kann letztendlich nur

eine detaillierte Rissmodellierung und Rissbewertung liefern. Trotzdem liefert die Eigenspan-
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Abbildung 5.10: Einfluss der Oxidationsphase auf die Spannungsverteilung in die y-Richtung. Die Iso-Linie
zwischen den ,+“ und ,-“ Zeichen entspricht den Nulldurchgang der Spannung oy,

nungsanalyse an dieser Stelle wertvolle Hinweise auf kritische Bereiche bzw. auf verschiedene

Rissausbreitungsszenarios.

Anderung der Spannungsverteilung mit wachsender Rauheitsamplitude

Im Abschnitt 5.1.1 wurde gezeigt, dass die Entstehung einer senkrechten Spannungskompo-
nente (oyy) grundsitzlich auf das Rauheitsprofil der Grenzfliche zuriickzufiihren ist. Zur ge-
naueren Untersuchung der Wechselwirkung zwischen Rauheit bzw. Rauheitsamplitude A und
Eigenspannungszustand wurde neben dem Standard-FEM-Modell mit A = 10 pym bei gleich-
bleibender Wellenléinge der Parameter A variiert. Die Ergebnisse aller modellierten Rauheits-

amplituden sind in Abbildung 5.11 dargestellt, wobei in diesem Fall nur die Spannungskom-
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ponente oy beriicksichtigt wurde. Bei der kleinsten Amplitude (A = 5 pm) hat sich die Stelle
mit der maximalen Zugspannung von der Bergspitze nicht fortbewegt. Dies bedeutet, dass
die Verhéltnisse Berg/Zug und Tal/Druck nach der Aufheizung (hier nicht dargestellt) und
nach der Abkiihlung sich nicht verdndert haben, sondern lediglich eine kleine Verbreiterung
des Zugeigenspannungsgebietes festgestellt werden kann. Bei einer Erhéhung der Amplitude
auf 10 pm breitet sich das Zugfeld in Richtung Tal aus, wihrend gleichzeitig die Stelle mit der
maximalen Zugspannung in die Mitte der Rauheit springt. Interessant zu beobachten ist die
Entstehung eines breiten Zugeigenspannungsbandes ausgehend vom Flankenbereich der Rau-
heit bei einer weiteren Steigerung der Amplitude (A = 20 pym und A = 30 pm). Gleichzeitig
wird die Verbindung zwischen dem Zugfeld im Bergbereich, der in diesen Fallen eine deutlich
geringere Breite einnimmt, und im Flankenbereich durch ein Druckspannungsgebiet getrennt.
Dartiiber hinaus verschiebt sich die Stelle mit der maximalen Zugspannung leicht nach oben.
Unabhéngig von der Amplitude steht der Talbereich stets unter einer Druckbelastung. Spé-
testens an dieser Stelle kommt Zweifel an der Vorstellung einer horizontalen Rissausbreitung
ausgehend vom Bergbereich auf, vorausgesetzt, das Versagensszenario beriicksichtigt nur die
senkrechte Spannungskomponente. Im Fall mit 5 ym Amplitude wiirde ndmlich beispielswei-
se die horizontale Rissausbreitung etwa in der Mitte bei A = 15 pym durch die senkrechten
Druckeigenspannungen gestoppt. Wenn in einem solchen Fall Rissausbreitung stattfinden soll-
te, dann kommt sicherlich eine weitere Mode-Belastung als Mode I in Frage. Bei den hoheren
Amplituden deutet die Spannungsverteilung darauf hin, dass die Rissbildung und Rissaus-
breitung ausgehend vom Flankenbereich entlang einer horizontalen Ebene wahrscheinlicher
ist. Dies ist auf die Stellen maximaler Zugeigenspannungen zuriickzufiithren. Damit wiirde die

Rissebene mit zunehmender Amplitude tiefer liegen.

Ein quantitativer Vergleich der Rauheitsamplituden untereinander ist in Abbildung 5.12 dar-
gestellt. Dabei wurde jeweils die senkrechte Spannungskomponente an der Bergspitze und im
Tal in Abhéngigkeit von der Amplitude aufgetragen. Mit zunehmendem A steigt die Spannung
im Tal betragsmafig und erreicht fiir A = 30 pm einen Wert von -2,5 GPa. Im Vergleich dazu
nimmt die Spannung an der Bergspitze bis A = 20 ym ab und fiir A = 30 pm wieder zu. Aller-
dings zeigt die Auftragung der maximalen Zugspannung eine stetige Zunahme mit steigender
Amplitude. Die Anderung von Oyy,max Nimmt mit zunehmender Amplitude ab. Die Verin-
gerung des Kriimmungsradius fiithrt im Tal zur einer starken Zunahme der Druckbelastung,
hingegen im Bergbereich im Wesentlichen zu ihrer Abnahme. Aufgrund eines abnehmenden
Kriimmungsradius wandert die kritische Stelle von der Bergspitze zum Flankenbereich des

Rauheitsprofils.



65

5.1 Eigenspannungsberechnung

200 - 250 MPa|

(a) A=5pum (b) A=10 pm

(¢) A=20 pym (d) A=30 pm

Abbildung 5.11: Qualitative Verteilung der Spannungskomponente oy, in der WDS am Ende eines thermi-
schen Zyklus bei verschiedenen Rauheitsamplituden und konstanter Periodenldnge. Druck-
eigenspannungsbereiche sind mit einem ,-“ gekennzeichnet. Rot: maximaler Zug, Blau: ma-

ximaler Druck
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Abbildung 5.12: Anderung von oyy in abhiingigkeit der Rauheitsamplitude

Einfluss der eingefiihrten diinnen TGO-Schicht

Die Simulation der HVS-Oxidation durch das TGO-Schichtwachstum erfordert die Einfiihrung
einer diinnen Oxidschicht schon zu Beginn der FEM-Berechnung. Wenn davon ausgegangen
wird, dass in der Zeit nach der Abscheidung der HVS Oxidationsprozesse stattfinden, kénnte
sich vor dem anschliefenden Plasmaspritzen der Keramikschicht eine sehr diinne Oxidschicht
ausbilden. Dies kénnte in gewisser Weise die Annahme einer zu Beginn der Simulation vor-

handenen Oxidschicht rechtfertigen.

Die Anwesenheit des TGOs als vierte Schicht im Verbund hétte in erster Linie einen Einfluss
auf die wihrend des Zyklus durch thermische Fehlanpassung erzeugten Eigenspannungen. Um
diesen Effekt zu quantifizieren, wurden zwei Rechnungen mit einem auf die Aufheiz- und
Abkiihlphase reduzierten thermischen Zyklus durchgefiihrt, im einen Fall mit TGO- und im
anderen Fall ohne TGO-Schicht. Die Auftragung der tangentialen und normalen Spannungs-
komponenten in der WDS entlang einer zur Grenzfliche parallelen Linie (siehe Abbildung 5.13)
zeigt nach der Aufheizphase einen deutlichen Anstieg der tangentialen Spannungskomponente
im Bergbereich, wenn keine TGO-Schicht vorhanden ist. Im Tal ist o in beiden Fillen gleich
grof, allerdings nimmt die Differenz in Richtung Berg stetig zu und erreicht an der Bergspitze
den maximalen Wert von 65 MPa. Sowohl mit als auch ohne TGO herrschen in tangentialer
Richtung Zugeigenspannungen. Die Anwesenheit der TGO-Schicht verursacht im Bergbereich
eine starke Zunahme der normalen Spannungskomponente um etwa 100 MPa. Dagegen nimmt
diese Komponente im Tal ab, und damit wechselt die Spannung dort ihr Vorzeichen von Zug
zu Druck. Die Anderung betrigt dabei etwa 45 MPa.
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Abbildung 5.13: Einfluss der eingefiihrten TGO-Schicht, dargestellt anhand des Spannungsverlaufs entlang
einer zur Grenzfliche parallelen Linie in der WDS

Nach der Abkiihlphase fiihrt die Abwesenheit der TGO-Schicht zu einer Zunahme der tangen-

tialen Spannungskomponente. Dies bedeutet, dass sich die Linie mit einer TGO-Schicht nach

unten verschiebt, sodass nur tangentiale Druckeigenspannungen im Tal herrschen. In diesem

Fall handelt es sich um eine maximale Differenz von etwa 50 MPa. Beziiglich der normalen

Spannungskomponente verursacht die TGO-Schicht eine Verstirkung sowohl der Zugspannung

im Bergbereich als auch der Druckspannung im Tal. Dabei bleibt die qualitative Verteilung na-

hezu unveridndert. Wenn davon ausgegangen wird, dass oy die kritische Spannungskomponente

ist, liegt der Einfluss der TGO-Schicht auf die thermische Fehlanpassung im Rahmen einer

betragsméfigen Steigerung von 50 MPa, ohne jedoch die qualitative Verteilung zu verdndern.
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5.2 Rissmodellierung und Rissbewertung

In diesem Abschnitt werden Ergebnisse von Rissmodellierungen und Rissbewertungen vorge-

stellt. Dabei werden drei verschiedene Kategorien von Rissen behandelt:

1. Risse im Bergbereich der WDS
2. Risse im Bergbereich der TGO-Schicht

3. Riss in der TGO, ausgehend von einer Grenzflichenablésung zwischen HVS und TGO
(im Bergbereich) und lateraler Riss im Flankenbereich der WDS

Der Festlegung der untersuchten Risse liegen die Analyse der numerisch ermittelten Eigen-

spannungsverteilungen sowie experimentelle Beobachtungen zugrunde.

Bei den rissbehafteten FEM-Strukturen wird neben den allgemein festgelegten Randbedingun-
gen Kontakt an den Rissflanken zusdtzlich modelliert. Hierbei kommt ein standardmifig in
ABAQUS eingebautes Modell zum FEinsatz, die sogenannte ,Hard“-Kontaktmodellierung. Die-
se dient dazu, eine Durchdringung der Rissoberflichen unter dem Einfluss beispielsweise von
Druckspannungen zu vermeiden. Es wird standardmafig angenommen, dass die Rissflanken
reibungsfrei gegeneinander gleiten kénnen. Es sei allerdings an dieser Stelle darauf hingewiesen,

dass der Gleitreibungsfaktor die Mode II-Komponente der Rissbeanspruchung beeinflusst.

5.2.1 Risse im Bergbereich der WDS

Die Analyse der Eigenspannungsfelder in der WDS hat gezeigt, dass die Bergspitze der Rau-
heit einen kritischen Bereich darstellt. Die dort vorhandenen Zugeigenspannungen kdnnen zur
Rissinitiierung bzw. zur Ausbreitung von bereits vorhandenen Rissen fiihren. Dariiber hinaus
wurde experimentell beobachtet, dass der zum Versagen fiihrende Riss dicht an und parallel
zur Grenzfliche WDS/TGO verlduft (siche Abbildung 5.14(a)).

In diesem ersten Abschnitt der Rissmodellierung wird angenommen, dass aufgrund der Pe-
riodizitdt Risse in den Bergbereichen der WDS vorhanden sind. Es handelt sich dabei um
Risse, die horizontal in der Struktur liegen. Der Abstand zwischen Rissebene und Grenzflache
WDS/TGO wird mit b bezeichnet. Die Geometrie aus Abbildung 4.1 wird {ibernommen und
lediglich durch die Implementierung des Risses in der FEM-Struktur nach Abbildung 5.14(b)
erweitert. Die Netzerstellung wird neu durchgefiihrt, um die Anforderungen einer Rissbewer-
tung mit der MRSM zu ermdglichen. Unter der Voraussetzung, dass die modellierten Risse
wachstumsfahig sind und dass die Rissausbreitung entlang einer waagerechten Ebene statt-
findet, erfolgt das Makroversagen der WDS erst dann, wenn laterale und senkrechte Risse

(Segmentierungsrisse) aufeinander treffen.
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Abbildung 5.14: Rissmuster und Rissmodellierung in der WDS

Durch Anwendung der MRSM wurden die einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate
zu jedem inkrementellen Zeitpunkt der FEM-Simulation berechnet und in Abbildung 5.15 dar-
gestellt. Dariiber hinaus ist die zeitliche Entwicklung der resultierenden dquivalenten Rissbe-
lastung Geq nach Gleichung 4.16 aufgetragen. Dabei wurde die Zeit durch eine einheitslose
Variable ersetzt, die sich aus dem Verhaltnis der tatsdchlichen Zeit zur gesamten Zeitdauer der
Belastungsphase ergibt. Die Normierung der Zeit wurde lediglich zur einheitlichen Darstellung
eingefiihrt. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass die Aufheiz- und die Abkiihlphase
fiinf Minuten dauern. Die Dauer der Oxidationsphase héngt dagegen von der Oxidationskinetik
ab und betrégt fiir eine Enddicke von 3 pm der Oxidschicht etwa 140 Stunden.

Die Diagramme in Abbildung 5.15 wurden anhand einer Standardanalyse erstellt, bei der
a=>5pum, b=>5pm, A =60 ym und A = 10 pm gilt. Abbildung 5.15(d) zeigt den zeitlichen
Verlauf der Energiefreisetzungsrate, die sich bei Vernachlissigung der Oxidationsphase ergibt.
Die Verlaufe wiahrend der Autheizphase unterscheiden sich nicht. Wéhrend der Aufheizpha-
se (Abbildung 5.15(a)) nimmt die Belastung an der Rissspitze erst bei tporm = 0,8 zu. Da
die Temperatur linear mit der Zeit steigt, entspricht dieser Zeitpunkt etwa einer Tempera-
tur von 780 °C. Wahrend dieser Belastungsphase ist die Zunahme von Gi wesentlich stérker
als die von Gri. Am Ende der Aufheizphase erreichen Gr und G jeweils Werte von 4 N/m
und 0,3 N/m. Wiahrend der Oxidationsphase (Abbildung 5.15(b)), die sich durch das TGO-
Schichtwachstum in die normale Richtung zur Grenzfliche auszeichnet, steigen G; und Gy

nach einer leichten Abnahme zu Beginn dieser Belastungsphase. In diesem Fall ist auch die
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Zunahme von Gp wesentlich stérker als die von Gyr. Die Oxidationsphase fiihrt zu Verdopplung
der Mode I-Belastung, allerdings bleibt Gy bis zum Beginn des Abkiihlvorgangs unter 1 N/m.
Die Abkiihlung der gesamten Struktur fithrt zunéchst zu einer Abnahme von Gy um 1 N/m
bis zu einer Temperatur von 780 °C. Die weitere Absenkung der Temperatur fiihrt aufgrund
der thermischen Fehlanpassungsmechanismen zu einer erneuten Zunahme von Gj. Die Abkiihl-
phase liefert keinen nennenswerten Beitrag zur Erhéhung der Mode I1-Belastungskomponente.
Da G wahrend des Abkiihlens nahezu konstant ist, verlduft Geq fast parallel zu Gi. Der ma-
ximale Wert von G1 und Gy wird am Ende des thermischen Zyklus erreicht und betragt fiir
Gr etwa 10,5 N/m. Die Zunahme von Gy ist auf die drei Belastungsphasen des thermischen

Zyklus nahezu gleichméfig verteilt.

Die Vernachldssigung der Oxidationsphase hat keinen wesentlichen Einfluss auf die qualitative
Verénderung der Belastung an der Rissspitze, sondern lediglich eine Absenkung von Gr um
25%, die auf das Fehlen des Oxidationsbeitrags zuriickzufiihren ist. Die absolute Zunahme von
Gr wahrend des Abkiihlens mit und ohne Oxidation ist identisch. Die Bewertung des in diesem
Fall modellierten Risses zeigt eine eindeutige Dominanz der Mode I-Belastung, unabhéngig
davon, ob die HVS-Oxidation beriicksichtigt wurde oder nicht. Dieses Verhalten ist mit der
gezeigten Spannungsverteilung in Abbildung 5.10 konsistent. Dort wurde gezeigt, dass im
Bergbereich (bei den gewéhlten Geometrieparametern) stets Zugeigenspannungen vorliegen,
die unter dem Einfluss der HVS-Oxidation zunehmen. Daher ist bei Erreichen einer kritischen

Energiefreisetzungsrate mit einem Risswachstum nach Mode I zu rechnen.

Variation der Risslange

Um den Einfluss der Rissldnge auf die zeitliche Entwicklung der Energiefreisetzungsrate zu be-
stimmen, wurden zus#tzliche Modelle bei gleicher Rauheitsamplitude (10 gm) und konstantem
Rissabstand zur Grenzflache (5 pm) erstellt. In den Abbildungen 5.16(a), 5.16(b) und 5.16(c)
sind Gy und Gy fiir die Risslangen a = 5 pm, 10 gm und 15 pm dargestellt.

Wiéhrend der Autheizphase nimmt G; mit zunehmender Rissldnge ab. Bezugnehmend auf Ab-
bildung 5.10 l&sst sich dieses Verhalten dadurch erkldren, dass mit zunehmender Rissldnge
die Entfernung der Rissspitze zum Bereich héchster vertikaler Zugeigenspannungen zunimmt.
Die Anderung von G wihrend dieser Belastungsphase ist minimal. Mit Beginn der Oxida-
tionsphase steigt G fiir alle Rissldngen und erreicht am Ende dieser Belastungsphase einen
Wert zwischen 8 und 9 N/m. Dabei ist die Steigerung von G fiir a = 10 gm und 15 gm mo-
noton im Vergleich zum Fall a = 5 pym, bei dem Gy zunédchst leicht abnimmt und anschliefend
zunimmt. Die hochste Zunahme von Gj ist bei a = 15 pym zu verzeichnen und ist etwa dop-
pelt so hoch wie fiir a = 5 ym. Beachtenswert wihrend der Oxidationsphase ist die deutliche
Zunahme von Gy, die ab thorm = 0,2 nahezu linear verlduft. Am Ende der Oxidationsphase

erreicht Grp fiir a = 10 ym und 15 pm etwa den dreifachen Wert wie im Fall von a =5 ym.
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Abbildung 5.16: Zeitlicher Verlauf der Energiefreisetzungsrate fiir A =10 ym, b =5 pm und fiir drei ver-
schiedene Risslingen. Die Legende aus dem Diagramm (a) gilt auch in (b) und (c)
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Wihrend der Abkiihlphase zeigt Gp die gleiche qualitative Anderung bei allen Risslingen. Die
Verdopplung wie auch die Verdreifachung der Risslénge fiihrt am Ende des Abkiihlvorgangs zu
hoheren G- (etwa 15% hoher) und Gri-Werten (etwa 400 bis 450% hoher). Der Vergleich zwi-
schen der Risslange 10 ym und 15 um zeigt, dass die Werte der Energiefreisetzungsrate zwar
auf vergleichbarem Niveau und deutlich héher als im Fall a = 5 pm liegen, allerdings sind sie
kleiner bei der hochsten Rissldnge. Dieses Verhalten spiegelt sich deutlich in der Auftragung
der dquivalenten Energiefreisetzungsrate wider (siehe Abbildung 5.16(d)). Die Verdopplung
der Risslénge fiihrt zu einer Zunahme von Geq um 70% (Anderung bezogen auf die Werte
von Geq fiir a = 5 pm). Dies ist insbesondere auf die starke Zunahme der Mode II-Belastung
zuriickzufiihren. Die weitere Erhohung der Risslinge um 50% fiihrt dagegen zu einer leichten
Abnahme (10 bis 15%) von Geq. Dies lasst sich dadurch erkldren, dass die Rissspitze bei einer
Rissldnge von 15 pym sowohl von der Einflusszone der Kriimmung im Bergbereich als auch
von der Einflusszone der Grenzfliche weiter entfernt liegt. Mit zunehmender Rissldnge nimmt
die fiir das Risswachstum zur Verfiigung stehende Energie zu. Da die Zunahme der Mode II-
Belastung hoher ist, wird mit zunehmender Rissldnge eine Umlenkung aus der urspriinglichen

Rissausbreitungsebene erwartet.

Variation des Abstandes zwischen Grenzfliche und Rissebene

Anhand der Spannungsverldufe in Abbildung 5.8 wurde gezeigt, dass die Eigenspannungen in
der WDS mit abnehmender Entfernung von der Grenzfliche stark zunehmen. Daher wurde
der Abstand b zwischen der Rissebene im Bergbereich der WDS und der Grenzfliche bei
gleichbleibender Risslinge (10 ym) und Rauheitsamplitude (10 pym) schrittweise reduziert.
Die Anderung von G und Gy in Abhiingigkeit von der Zeit fiir b =5 pm, 2,5 gm und 1,5 pm
ist in Abbildung 5.17 dargestellt.

Die Reduzierung des geometrischen Parameters b hat wihrend der Aufheizphase eine kaum
nennenswerte Auswirkung auf G; und Gy;. Daher wurde an dieser Stelle die Darstellung der
Ergebnisse auf die Oxidations- und die Abkiihlphase beschrinkt. Der Vergleich des zeitlichen
Verlaufs von Gi wiahrend der Oxidations- und Abkiihlphase fiir verschiedene Werte des Para-
meters b zeigt, dass die Abnahme von b zu einer Anderung von Gy in der Gréfenordnung von
etwa 1 N/m fiihrt. Die Anderung von Gy ist gegeniiber Gy vernachlissigbar klein. Ausgehend
vom Nullniveau zu Beginn der Oxidationsphase nimmt Gy bis zum Ende des thermischen Zy-
klus in allen drei Féllen nahezu linear zu, wobei die Steigungen wahrend der Oxidationsphase
hoéher als wiahrend des Abkiihlens sind. Mit einem abnehmenden Abstand zur Grenzfliche
nimmt Gpr zu. Wahrend der Oxidationsphase nimmt Gy um 3 N/m fiir b =5 gm und um
25 N/m fiir b = 1,5 pm zu. Der maximale Gyi-Wert wird am Ende der Abkiihlphase erreicht
und betrdgt im Fall b = 1,5 pm 37 N/m gegeniiber 4 N/m fiir b =5 pm. Der Wert von

Grr am Ende des thermischen Zyklus bei einem Abstand b = 1,5 ym ist ndherungsweise das
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Abbildung 5.17: Zeitlicher Verlauf der Energiefreisetzungsrate fir A = 10 ym, a = 10 gm und b gleich je-
weils 5 ym, 2,5 pm und 1,5 pm (Legende fiir beide Diagramme giiltig)

Dreifache von Gi. Die Abnahme des Abstandes b fithrt zu einer deutlichen Dominanz der
Mode II-Belastung an der Rissspitze. Dariiber hinaus steht aufgrund der starken Zunahme
von Gy insgesamt eine deutlich hohere Rissausbreitungsenergie zur Verfiigung, die allerdings

mit einem Wechsel des Wachstumsmodes (Mode I zu Mode II) verbunden ist.

Variation der Rauheitsamplitude

Einen weiteren wichtigen Geometrieparameter stellt die Rauheitsamplitude A dar. Die Variati-
on von A bei der Berechnung der Eigenspannungsverteilung im WDS-System (Abschnitt 5.1.2)
hat gezeigt, dass die qualitative Verteilung der senkrechten Spannungskomponente (siehe Ab-
bildung 5.11) sich mit einer steigenden Amplitude entscheidend &ndern kann. Dariiber hinaus
fithrt die Zunahme von A von 5 pm auf 20 pm zu einer Abnahme von oy, im Bergbereich
(vgl. Abbildung 5.12).

Die Ergebnisse der Energiefreisetzungsrate fiir drei verschiedene Rauheitsamplituden (5 pm,
10 pm und 20 pm) und bei konstant gehaltener Risslinge (a = 10 pm) sowie konstantem
Abstand zur Grenzfliche (b =5 pm) sind in Abbildung 5.18 dargestelt. Die Zunahme der
Rauheitsamplitude fiihrt einerseits zu einer Abnahme von Gi und gleichzeitig zu einer Zu-
nahme von Gpr. Fiir A =5 ym ist Gy wahrend der Oxidations- und Abkiihlphase nahezu
gleich Null. Allerdings ist in diesem Fall G; maximal und erreicht am Ende des thermischen

Zyklus einen Wert von 57,5 N/m. Der Zuwachs von G; wihrend der Oxidationsphase ist
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Abbildung 5.18: Zeitlicher Verlauf der Energiefreisetzungsrate fiir a = 10 gm, b = 5 pm und bei verschiede-
nen Rauheitsamplituden. Die Legende im Diagramm (a) gilt auch fiir (b)

etwa drei Mal so hoch wie bei der Abkiihlung. Bei einer Amplitude von 20 pm kehrt sich
dieses Verhalten um, so dass die Mode I-Komponente der Energiefreisetzungsrate wihrend
der gesamten Simulation nahezu gleich Null ist. Dadurch findet aufgrund einer zunehmenden
Rauheitsamplitude ein Modewechsel statt. Eine Rissausbreitung im Bergbereich der WDS
wird durch die kleinste Rauheitsamplitude begiinstigt. Dariliber hinaus ist in diesem Fall die
fiir die Rissausbreitung notwendige Triebkraft am héchsten. Diese Ergebnisse sind mit der
dargestellten Eigenspannungsverteilung in Abbildung 5.11 konsistent, da bei héheren Rau-
heitsamplituden Druckspannungen in unmittelbarer Nachbarschaft des Zugspannungsgebiets
im Bergbereich auftreten. Damit ist eine reine Mode I-Ausbreitung ausgeschlossen. Dieses Ver-
halten wird durch die vorliegende Rissbewertung fiir A = 20 pm belegt. Trotzdem ist in diesem
Fall auch ein Risswachstum moglich, da mit steigender Amplitude G zunimmt. Da die Mo-
de II-Komponente stérker in die Bestimmung der dquivalenten Energiefreisetzungsrate nach
Gleichung 4.16 eingeht, steigt die fiir das Risswachstum notwendige Triebkraft. Damit ist eine
Rissverldngerung bei hoheren Amplituden mdglich, allerdings ist sie mit einer Rissumlenkung

verbunden.

Einfluss des HVS-Kriechverhaltens

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefithrten FEM-Analysen beriicksichtigen viskoplastisches

Materialverhalten ausschlieflich in der HVS. Die Kriecheigenschaften dieser Schicht fithren zur
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Spannungsrelaxation durch inelastische Verformung insbesondere wihrend der Oxidationspha-
se. Um die Auswirkung des HVS-Kriechverhaltens auf die Belastung des Risses im Bergbereich
der WDS zu zeigen, wurde die Standard-Geometriekonfiguration (A = 10 ym, a =5 pm und
b =5 pm) mit und ohne Kriecheigenschaften der HVS berechnet. Die Ergebnisse beider Si-
mulationsrechnungen sind in Abblidung 5.19 dargestellt.
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Abbildung 5.19: Einfluss der HVS-Kriecheigenschaften auf die Komponenten der Energiefreisetzungsrate

Waihrend der Oxidationsphase fiihrt die Spannungsrelaxtaion in der HVS zunéchst zu einer
leichten Abnahme von Gr. Die Zunahme von Gy wiahrend der TGO-Wachstumsphase ist héher
bei Beriicksichtigung des HVS-Kriechens und hat einen leicht hoheren Wert am Ende dieser
Belastungsphase zur Folge. Da sich die HVS bei der hohen Temperatur von 1000 °C sehr
weich verhilt, passt sich diese Schicht den von Substrat, TGO und WDS vorgegebenen Ver-
formungen an. Daher zeigt sich zunéchst in der WDS und insbesondere an der Rissspitze im
Bergbereich kein nennenswerten Unterschied zwischen plastischer und viskoplastischer Ver-
formung der HVS. Erst mit Beginn des Abkiihlens ist die Auswirkung des Kriechverhaltens
deutlicher feststellbar. Ausgehend von einem nahezu identischen Gi-Wert am Anfang der Ab-
kiihlphase, nimmt Gp bei rein plastischer Verformung der HVS doppelt so stark als wie im
Fall viskoplastischer Verformung ab. Aufgrund der Spannungsrelaxation in der HVS ist der
maximale Wert von Gi am Ende des thermischen Zyklus um 28% niedriger. Die am Anfang
der Abkiihlphase festzustellende Abnahme von Gp kehrt sich bei rein plastischer Verformung
der HVS schneller in eine Zunahme um. Dies deutet darauf hin, dass die thermische Fehlan-
passung wihrend der letzten Belastungsphase spéter eingreift, wenn die HVS kriechen kann.

Die viskoplastische Verformung der HVS hat im Sinne einer Absenkung von Gp eine posi-
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tive Auswirkung auf die Mode I-Belastung des Risses im Bergbereich. Dieses Verhalten ist
umgekehrt, wenn die Gyr-Verldufe untereinander verglichen werden. Die Beriicksichtigung der
HVS-Kriecheigenschaften fithrt zu hoheren Gi-Werten. Bezogen auf den maximal erreichten
Gr-Wert am Ende des thermischen Zyklus (mit Kriechen) fiihrt die Vernachlassigung des Krie-
chens zu einer Abnahme um 30%. Auf die Wechselwirkung zwischen dem Kriechverhalten und

den einzelnen Modebelastungen des Risses wird im néchsten Kapitel detaillierter eingegangen.

Einfluss der TGO-Wachstumsrichtung und Wachstumsmethode

Bisher wurde stets angenommen, dass das TGO-Schichtwachstum in die normale Richtung zur
Grenzfldche stattfindet. Es wird allerdings in der Literatur darauf hingewiesen, dass neu gebil-
detes Oxid sich seitlich entlang der Korngrenzen ablagern kann [47,71] (vgl. Abbildung 3.2).
Das laterale Schichtwachstum ist anteilsméfkig wesentlich schwécher als das Wachstum in die
Dickenrichtung. Trotzdem ist das laterale Schichtwachstum mit einer enormen Spannungsent-
wicklung verbunden. Um den Einfluss des lateralen Schichtwachstums zu bestimmen, wurden
die Wachstumsparameter bei der Standard-Geometriekonfiguration (A =10 pym, a =15 pm
und b =5 pm) so eingestellt, dass 10% der Schichtexpansion lateral und 90% in die Dicken-
richtung stattfindet. In Abbildung 5.20 sind die Komponenten der Energiefreisetzungsrate
wahrend der Oxidationsphase iiber die TGO-Schichtdicke aufgetragen.
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Abbildung 5.20: Vergleich von Gi und G bei reinem TGO-Wachstum in die zur Grenzfliche normale Rich-
tung und bei kombiniertem Wachstum in die tangentiale und normale Richtung. Die Kom-
ponenten der Energiefreisetzungrate sind iiber die Oxidschichtdicke widhrend der Oxida-
tionsphase aufgetragen

Durch das laterale TGO-Schichtwachstum wird die Mode I-Belastung an der Rissspitze un-

terdriickt, und gleichzeitig nimmt Gy stark zu. Schon bei einer Oxidschichtdicke von 1,5 ym
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erreicht G mit lateralem Schichtwachstum etwa den gleichen Wert wie Gp bei reinem Schicht-
wachstum in die Normalenrichtung der Grenzfliche und bei einer Schichtdicke von 3 pm. Ein
freies Ausdehnen der TGO-Schicht in die tangentiale Richtung wird durch die eingesetzten
Randbedingungen verhindert, da die Rdnder der Struktur durch die Option ,Slider” in ABAQUS
stets linear bleiben. Die Verformung der Rénder der Einheitszelle wird insbesondere durch die
dickeren Schichten (Substrat und WDS) vorgeschrieben und dem diinnen TGO zwangsweise
aufgepriagt. Damit wird ein lokales seitliches Ausbeulen der TGO-Schicht verhindert. Dies wird
durch zusétzliche hohe tangentiale Druckspannungen kompensiert, die letztendlich die Scher-
belastung an der Rissspitze stark erhShen. Somit wird die Oxidationsphase bei zuséatzlichem
lateralem Wachstum durch Mode II dominiert und es erfolgt ein Wechsel des Ausbreitungs-
modes von Rissen im Bergbereich der WDS. Nach Evans et al. [47] hort das laterale Schicht-
wachstum ab einer kritischen lateralen Druckspannung (etwa -3 GPa) auf. Dieses Verhalten

konnte durch Erweiterung des numerischen Modells mitberiicksichtigt werden.

Die Steuerung des TGO-Schichtwachstums {iber eine externe Subroutine bietet eine flexi-
ble Méglichkeit, die Oxidationskinetik realitdtstreu in der Simulation nachzubilden. Das in
ABAQUS standardmaéfig implementierte Modell kann nur mit einer konstanten Schichtwachs-
tumsrate arbeiten. Die reale Oxidationskinetik ist allerdings durch eine wurzelfunktionsihn-
liche Zeitabhéngigkeit gekennzeichnet. Daher wurde die Zeitabhéngigkeit der Wachstumsrate
extern definiert und in das Modell eingebunden. Die bei der FEM-Simulation errechneten
Wachstumsdehnungen im Fall einer konstanten und einer zeitabhidngigen Wachstumsrate sind
in Abbildung 5.21(a) dargestellt. Durch die Zeitabhingigkeit der Wachstumsrate kann die

entsprechende Oxidschichtdicke zu jedem Zeitpunkt zuriickgerechnet werden.

Dariiber hinaus wurde anhand einer weiteren Subroutine eine Ortsabhéngigkeit der Wachs-
tumsrate eingebunden. In diesem Fall ist die Wachstumsrate zeitlich konstant. Die Ortsab-
héngigkeit der Wachstumsrate wurde so eingestellt, dass sie mit abnehmendem Abstand zur
Grenzfliche TGO/HVS linear zunimmt. Die Subroutine bestimmt den augenblicklichen Ab-
stand der einzelnen Integrationspunkte im TGO zur Grenzfliche TGO/HVS. Dabei veridndert
sich die Lage und die Form der Grenzfliche mit der Zeit. Dieses Verfahren liefert eine FEM-
méfige Nachbildung der einwérts gerichteten Oxidbildung. Die anhand dieser drei verschiede-
nen Prozeduren ermittelten Gi-Werte sind fiir die Oxidationsphase in Abbildung 5.21(b) iiber
die Oxidschichtdicke dargestellt. Der Vergleich zwischen Gi bei konstanter Wachstumsrate mit
dem bei zeitabhéngiger Wachstumsrate zeigt nur einen minimalen Unterschied. Da gegen Ende
der Oxidationsphase im Fall einer zeitabhidngigen Wachstumsrate die TGO-Schicht wesentlich
langsamer wéchst als bei einer konstanten Wachstumsrate, haben Relaxationsprozesse in der
HVS mehr Einfluss auf die Mode I-Belastung und fiihren deshalb zu kleineren Gi-Werten. Es
wird allerdings erwartet, dass bei Beriicksichtigung eines zeitabhingigen Materialverhaltens
in der WDS deutliche Unterschiede zwischen beiden Wachstumsverfahren auftreten werden.

Die Anwendung der ortsabhéngigen Wachstumsrate verursacht eine Zunahme des maximalen
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Abbildung 5.21: Konstante, zeit- und ortsabhingige TGO-Wachstumsrate

Gi um 15% am Ende der Oxidationsphase. Die starkere Verformung der HVS an der Grenz-
flache TGO/HVS hat eine leichte Erhohung der Zugbelastung im Bergbereich der WDS und
somit der Mode I-Komponente an der Rissspitze zur Folge. Da eine ortsabhingige Modellie-
rung des TGO-Schichtwachstums mit dem hochsten numerischen Aufwand (Rechenzeit und

Speicherbedarf) verbunden ist, wurde auf den weiteren Einsatz dieser Prozedur verzichtet.

5.2.2 Risse in der TGO-Schicht

Im Rahmen der Zusammenarbeit mit dem Institut fiir Werkstoffe und Verfahren der Ener-
gietechnik (IWV2, Forschungszentrum Jiilich) wurden Risse in der TGO-Schicht numerisch
modelliert und anhand der MRSM bewertet. Den Ausgangspunkt dieser Untersuchung stellen
experimentelle Beobachtungen in APS-WDS-Systemen dar, die unter einer isothermen Oxi-
dationsbelastung die in Abbildung 5.22 dargestellte Mikrostruktur zeigen. Dabei handelt es
sich um Proben (APS-WDS, NiCoCrAlY-HVS, CMSX4-Substrat), die bei 1050 °C wihrend

550 Stunden isotherm oxidiert wurden.

Die Lichtmikroskopbilder in Abbildung 5.22 zeigen eine starke Oxidation der HVS bzw. eine
relativ dicke TGO-Schicht. Verursacht durch die interne Oxidation der HVS (blumenkohlartig)
entstand eine sehr raue und schwer zu erkennende Grenzfliche zwischen HVS und TGO. Die
Bilder zeigen eine starke Schidigung der TGO-Schicht durch Rissbildung. Die Risse verlaufen
in den meisten Fillen in waagerechter Ausrichtung und mitten durch die TGO-Schicht. An
bestimmten Stellen, die sich durch eine starke Welligkeit der Grenzfliche WDS/TGO aus-
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Abbildung 5.22: Lichtmikroskopbilder der Schnittfliche senkrecht zur Schichtebene in einem ASP-WDS-
System. Die Proben wurden bei 1050 °C wihrend 550 Stunden oxidiert [79]

zeichnen, verlaufen die Risse quer durch die TGO-Schicht und gehen in die WDS {iber. Diese
Risse sind typischerweise in waagerechter Richtung orientiert. Hierbei ist nicht klar, ob diese
Risse sich ausgehend von der WDS in die TGO-Schicht ausbreiten oder umgekehrt. Experi-
mentelle Untersuchungen haben gezeigt, dass die TGO-Risse sehr lang werden koénnen und

zum Versagen des gesamten Systems fiihren.

Die numerische Nachbildung der in diesem Abschnitt behandelten Verbundsysteme ist durch
die Geometrie in Abbildung 5.23 dargestellt. Hier wurde der Riss im Bergbereich der TGO-

Schicht implementiert, die aus zwei Teilen besteht:

1. die obere TGO-Schicht hat eine Dicke von 4 ym und enthélt den zu bewertenden Riss in
der Mitte des Bergbereichs. Die Anfangsdicke dieser Schicht bleibt wihrend der gesamten

Simulationsrechnung konstant;

2. die untere TGO-Schicht hat eine Anfangsdicke von 1 ym und wéchst wihrend der Oxi-
dationsphase des thermischen Zyklus (siehe Abbildung 4.5) bis einer Enddicke von 3 pym.

Die Anforderung der MRSM nach einer bestimmten Netzkonfiguration an der Rissspitze und
die Realisierung eines gerichteten TGO-Schichtwachstums erzeugen einen Konflikt, der sich
nur durch die oben beschriebene Aufteilung der TGO-Schicht in zwei Bereichen losen ldsst.
Der Kompromiss, der hier eingesetzt wird, ist zunéchst eine reine FEM-Mafnahme, um iiber-
haupt - technisch betrachtet - die Modellierung zu ermoglichen, ohne auf die Simulation des
Schichtwachstums verzichten zu miissen. Bei den in diesem Abschnitt vorgestellten Ergebnis-

sen betrigt die Amplitude der Rauheit weiterhin 10 ym mit einer Periodenldnge von 60 pm.
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Abbildung 5.23: Verwendete Geometrie bei der Modellierung von TGO-Rissen

Die bisher eingesetzten Randbedingungen, die thermische Belastung und die Materialeigen-

schaften bleiben unveridndert.

Im Vorfeld wurde anhand der Geometrie aus Abbildung 5.23 eine Spannungsanalyse durchge-
fiihrt, wobei der eingezeichnete Riss nicht beriicksichtigt wurde. Die Bewertung der Eigenspan-
nungsfelder zeigte, dass nach der Aufheizphase Zugspannungen (etwa 200 MPa) in senkrechter
Richtung im Bergbereich der Oxidschicht entstehen. Diese Belastung kann der Rissinitiierung
nach dem dargestellten Muster in Abbildung 5.23 zugrunde liegen. Damit wird der Bergbe-
reich der TGO-Schicht als kritische Stelle fiir das Versagen durch Rissausbreitung eingestuft.
Nach der Oxidationsphase wanderten die Zugspannungen vom Bergbereich weg in Richtung
Flankenbereich und wurden betragsmafig hoher. Gleichzeitig wurden die Zugspannungen an
der Bergspitze durch eine Druckbeanspruchung ersetzt. Die Abkiihlphase verénderte die quali-
tative Spannungsverteilung nicht, sondern fiihrte lediglich zur Verstirkung der Belastung. Im
Talbereich herrschen am Ende des TGO-Schichtwachstums Druckspannungen, die auch nach
der anschliefRenden Abkiihlung erhalten bleiben. Dies deutet darauf hin, dass Rissbildung
und Risswachstum im Talbereich nicht mdglich sind. Eine weitere Spannungsanalyse, bei der
das TGO-Schichtwachstum ausgeschaltet wurde, zeigte, dass am Ende der Abkiihlphase die
Zugspannungen im Bergbereich der Oxidschicht zunehmen und dass sich das Feld unter einer
Zugbeanspruchung vergrofsert. Unabhéngig davon liegt die untere Halfte der Oxidschicht unter

Druckeigenspannungen.

Basierend auf den gewonnenen Erkenntnissen aus der Eigenspannungsanalyse wurde eine
Rissmodellierung nach Abbildung 5.23 fiir a = 3 pm durchgefiihrt. Der zeitliche Verlauf der

einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate sowie der dquivalenten Beanspruchung
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an der Rissspitze ist in Abbildung 5.24 dargestellt. Wihrend der Aufheizphase unterliegt die
Rissspitze einer reinen Mode [-Belastung. Bei einer Temperatur von 740 °C beginnt der Riss
sich nach Mode I zu &ffnen. Gleichzeitig bleibt Gy nahezu gleich Null und nimmt erst mit
Beginn der TGO-Wachstumsphase linear zu. Umgekehrt nimmt Gy mit beginnender Oxidati-
onsphase ab und erreicht relativ schnell den Nullwert, der fast bis zum Ende des thermischen
Zyklus erhalten bleibt. Durch die schnelle Zunahme von G wihrend der Oxidationsphase,
die auf das TGO-Wachstum zuriickzufiihren ist, wird ein Wert erreicht, der um das Fiinffache
hoher liegt als G am Ende der Aufheizphase. Wihrend der Abkiihlphase nimmt Gy zunéchst
leicht zu und dann wieder ab, so dass die Anderung der Belastung iiber den ganzen Vorgang na-
hezu gleich Null ist. Am Ende der Abkiihlphase ldsst sich eine minimale Zunahme von G fest-
stellen. Das TGO-Schichtwachstum hat dazu gefiihrt, dass die Mode I-Belastung unterdriickt
wird, und bewirkte gleichzeitig eine Dominanz der Mode II-Komponente. Dieses Verhalten ist
nicht mehr giiltig, wenn das Schichtwachstum ausgeschaltet wird. Abbildung 5.24(d) zeigt den
Verlauf der einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate ohne Oxidationsphase. In die-
sem Fall bleibt Gy die dominierende Komponente und erreicht einen Endwert von 10 N/m. Im
Verhiltnis zum maximal erreichten Wert wichst Gy wihrend der Abkiihlphase um etwa 40%.
Der Wechsel der Modebelastung in Abhéngigkeit vom TGO-Wachstum ist mit dem Befund
aus der Spannungsanalyse in der rissfreien Struktur konsistent. Der Vergleich der dquivalenten
Energiefreisetzungsrate wiahrend des Abkiihlvorgangs zeigt, dass die gesamte Belastung an der
Rissspitze mit Oxidschichtwachstum um das Fiinffache hoher ist als ohne TGO-Wachstum.
Zwischen tporm gleich 0 und 0,2 wiahrend des Abkiihlens nimmt Gyr zu (Abbildung 5.24(c)),
Gr hingegen nimmt ab (Abbildung 5.24(d)). Bei tnorm hoher als 0,2 kehrt sich das Verhalten
um. Dies deutet darauf hin, dass Risswachtum unter einer Mode II-Belastung friiher bzw.
bei hoheren Temperaturen stattfindet. Da die maximale Mode I-Belastung erst am Ende der
Abkiihlphase erreicht wird, ist mit einem Risswachstum erst bei Raumtemperatur zu rechnen.
Grundsétzlich kann aus Abbildung 5.24 abgeleitet werden, dass das TGO-Schichtwachstum
eine Mode II-Belastung fordert. Die thermische Fehlanpassung wihrend der Aufheiz- und Ab-

kiihlphase scheinen dagegen eher eine reine Mode I-Belastung zur Folge zu haben.

Einfluss des HVS-Kriechverhaltens

Bei der Rissausbreitung in der WDS ist G; bei der Standard-Geometriekonfiguration die
dominierende Belastungskomponente. Durch HVS-Kriecheigenschaften konnte die Mode I-
Beanspruchung reduziert werden. Dagegen wurde festgestellt, dass HVS-Kriechen eine ent-
gegengesetzte Wirkung auf Gy hat. Der in diesem Abschnitt modellierte TGO-Riss zeigt eine
starke Mode II-Abhingigkeit, wenn TGO-Wachstum vorausgesetzt wird. Um den Einfluss des
HVS-Kriechens auf die Modebelastung im Fall eines TGO-Risses zu zeigen, sind in Abbil-
dung 5.25 Gr- und Gqr-Verldufe dargestellt, die mit und ohne HVS-Kriechen ermittelt wurden.
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Abbildung 5.24: Zeitlicher Verlauf der einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate (a = 3 pym). Ein-
fluss des TGO-Schichtwachstums
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Abbildung 5.25: Einfluss der HVS-Kriecheigenschaften auf die einzelnen Komponenten der Energiefreiset-
zungsrate bei einem TGO-Riss (a = 3 pm)

Die Betrachtung des gesamten Gii-Verlaufs iiber die Oxidations- und Abkiihlphase zeigt eine
deutliche Reduzierung der Belastung, wenn das HVS-Kriechen nicht beriicksichtigt wird. Die
lineare Zunahme von G wiahrend der Oxidationsphase setzt sich mit Beginn des Abkiihlens
bis tnorm=0,2 (bei Beriicksichtigung des HVS-Kriechens) fort. Erst ab tnorm=0,2, Was etwa einer
Temperatur von 800 °C entspricht, nimmt Gy ab. Wahrend der Anfangsphase des Abkiihl-
vorgangs zwischen 1000 °C und 800 °C sind Kriechverformungsmechanismen in der HVS noch
wirksam und nehmen bei weiterer Temperaturabsenkung sehr stark ab. Bei rein plastischer
Verformung der HVS ist diese Zuwachsphase kaum vorhanden, und schon zu Beginn des Ab-
kiihlvorgangs setzt die Abnahme von Gy ein. Die gleiche Tendenz, wie sie bei WDS-Rissen
festgestellt wurde, ist auch bei TGO-Rissen anzutreffen. Das HVS-Kriechverhalten fiihrt zu
einer Zunahme von Gr und gleichzeitig einer Abnahme von Gi. Da Gi bei dem behandelten
TGO-Riss recht niedrig ist, ist der Riickgang aufgrund der Spannungsrelaxation in der HVS
kaum feststellbar. Die Wechselwirkung zwischen HVS-Kriechen und Modebelastung wird de-

taillierter im néchsten Kapitel diskutiert.

Variation der Risslange

Die TGO-Risslange wurde so variiert, dass zwei weitere Geometriekonfigurationen mit
a=>5 pum und a = 8 ym entstanden. Die Besonderheit dabei ist, dass bei einer halben Riss-
lange von 5 pum die Rissspitze dicht an der Grenzfliche WDS/TGO im TGO liegt. Bei einer
Risslange von 8 um liegt die Rissspitze nahe an der Grenzfliche, allerdings in der WDS. In
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diesem Fall durchschneidet der Riss den gesamten Bergbereich der TGO-Schicht. Die Ver-
ldufe von Gp und Gy fiir die drei verschiedenen Risse sind in Abbildung 5.26 dargestellt.
Beide Risse mit der Spitze in der TGO-Schicht (a =3 pm und 5 pm) zeigen eine identische
qualitative Anderung von Gp und Gyy. Durch die Verlingerung des Risses nimmt die Energie-
freisetzungsrate in Mode I wihrend der Aufheizphase sowie die Mode II-Komponente wahrend
der Oxidationsphase um etwa 42% zu. Wahrend des Abkiihlens ist der Zuwachs von Gy in
beiden Fallen gleich Null. G; hat in dieser Phase fiir a = 5 pm nur leicht zugenommen. Dies
spiegelt sich auch in der dquivalenten Energiefreisetzungsrate in Abbildung 5.26(d) wider. Dort
ist Geq fiir beide Risse nahezu konstant wéihrend des gesamten Abkiihlvorgangs. Somit wird
der maximale Wert von Geq am Ende der Oxidationsphase bzw. am Anfang der Abkiihlung
erreicht. Dies deutet darauf hin, dass Risswachstum in der TGO wenn iiberhaupt, dann mit
hoher Wahrscheinlichkeit wiahrend der TGO-Wachstumsphase stattfindet und insbesondere
sehr stark Mode II-abhéingig ist.

Die weitere Verldngerung des Risses (a = 8 pm) fiihrt dazu, dass sich die Rissspitze nun in
der WDS befindet, wo andere elastische Eigenschaften als in der TGO gelten. Besonders
stark auffallend fiir diese Geometriekonfiguration ist die weitere Zunahme von Gi wihrend
der Oxidationsphase. Bezogen auf dem Zuwachs wihrend der Autheizphase handelt es sich
in diesem Fall um eine Zunahme von etwa 70%. Der Abkiihlvorgang fiihrt zunéchst zu der
typischen Abnahme von Gp bis tporm = 0, 2. Trotz einer weiteren Absenkung der Temperatur
bleibt Gi konstant. Die zeitliche Entwicklung von Giy liber den gesamten thermischen Zyklus
ist nahezu identisch mit den Verldufen der ersten beiden Rissldngen. Im letzten Abschnitt der
Abkiihlung sind Gt und Gir gleich hoch. Dies wiederum ergibt wahrend der letzten Phase des
thermischen Zyklus einen waagerechten Verlauf der dquivalenten Energiefreisetzungsrate, die
auf gleicher Hohe wie im Fall von a = 3 pum liegt. Es gilt hier allerdings zu beachten, dass
die Verhiltnisse zwischen Mode I und II véllig unterschiedlich sind, denn die Dominanz der
Mode II-Komponente ist im Fall der Rissspitze in der WDS nicht mehr vorgegeben. Dies hat
zur Folge, dass sich das Rissausbreitungsverhalten in der Warmeddmmschicht grundlegend
von dem der TGO-Schicht unterscheidet.

5.2.3 Grenzflichenablésung und Riss im Flankenbereich der WDS

Die Berechnung der Eigenspannungsverteilung im Abschnitt 5.1.2 lieferte Hinweise beziig-
lich eines mdoglichen Versagens der Grenzfiche zwischen TGO und HVS im Bergbereich. Dies
wird durch die Zugeigenspannungen in die normale Richtung im TGO (vgl. Abbildung 5.7)
und gleichzeitig in der HVS (vgl. Abbildung 5.5(b)) verursacht. Aufgrund der thermischen
Fehlanpassung wahrend der Abkiihlphase wechseln die Druckeigenspannungen im Bergbereich
der HVS (nach der Oxidation) in eine hohe Zugbelastung, die letztendlich ein Versagen der

Grenzflache verursachen kann. Aus experimenteller Sicht wurde haufig ein sogenanntes , Black-
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Abbildung 5.26: Zeitlicher Verlauf der Energiefreisetzungsrate bei verschiedenen Rissldngen. Die Legende
aus dem Diagramm (a) gilt zusitzlich in (b) und (c)
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White Failure“ des WDS-Systems beobachtet, da die Bruchflichen innerhalb der keramischen
Schicht kleine TGO-Inselchen aufweisen. Es wird daher angenommen, dass das Versagen von
der Grenzfliche zwischen TGO und HVS ausgeht. Die weitere Rissausbreitung findet dann
in der Warmedammschicht statt. Dieser Versagensmode betrifft WDS-Systeme, bei denen die
TGO-Schicht typischerweise eine regelméRige und kompakte Morphologie aufweist [71]. Dort
scheint die Grenzflache die schwichste Stelle zu sein. Anhand der vorliegenden Ergebnisse aus
der Spannungsanalyse konnen Risse entlang der Grenzfliche nicht bis ins Tal hineinlaufen,
da zunéchst - energetisch betrachtet - dieser Pfad ungiinstig zu sein scheint. Dariiber hinaus
wechseln die normalen Zugeigenspannungen spitestens in der Mitte der Rauheit (Richtung
Tal) in eine Druckbelastung, die die weitere Ausbreitung der Grenzflichenablésung verhin-
dert. Der Riss ist dann gezwungen, seine Verldngerungsrichtung zu wechseln. Er lauft weiter
durch die TGO-Schicht und anschliefend durch die WDS. Somit entsteht das oben genannte

Versagensmuster.

Nun stellt sich die Frage, ob der Riss ausgehend von der Grenzflichenablosung in Richtung
WDS, oder umgekehrt von der WDS in Richtung Grenzfliche HVS/TGO loslauft. Die Be-
trachtung der in Abbildung 5.11 dargestellten Spannungsverteilungen fiir verschiedene Rau-
heitsamplituden zeigt, dass gerade im Flankenbereich der WDS-Schicht ein Gebiet mit ma-
ximalen Zugeigenspannungen in senkrechter Richtung vorliegt. Mit zunehmender Amplitude
steigen die Zugspannungen an, und der Bereich der Zugbeanspruchung erstreckt sich schliefs-
lich durchgingig zwischen den Flanken zweier benachbarter Berge. Dies deutet darauf hin,
dass gerade die Oxidationsphase, die eine Verschiebung der Zugspannungen von der Bergspit-
ze in Richtung Tal (vgl. Abbildung 5.10) verursacht, fiir die Entstehung und Ausbreitung von
Rissen im Flankenbereich der WDS verantwortlich ist. Somit schliett sich der Kreis, denn
hiermit ist zunéchst die Voraussetzung einer waagerechten Rissausbreitung in der WDS (im

mittleren Bereich zwischen zwei Bergen) vorgegeben.

Es gilt nun, dieses Versagensszenario durch die entsprechende Rissmodellierung und Rissbe-
wertung nachzuvollziehen. Dazu sind in der Abbildung 5.27 zwei Risskonfigurationen dar-
gestellt, die das Risswachstum ausgehend von einer Grenzflichenablésung im TGO und in
der WDS nachbilden. Analog zur durchgefithrten Rissmodellierung im Bergbereich der TGO-
Schicht im vorherigen Abschnitt, wurden aus rein technischen Zwéngen zwei zusétzliche TGO-
Schichten eingefiihrt, die wihrend der Simulation ihre Dicke nicht &ndern. Um die Wachstums-
spannungen wéhrend der Oxidationsphase zu erzeugen, wurde eine wachstumsfihige TGO-
Zwischenschicht eingefiihrt. Die Grenzflachenablosung wurde kiinstlich umgelenkt, so dass die
Rissspitze in der TGO-Schicht in einem Abstand von einem halben Mikrometer von der Grenz-
flache liegt. Der Riss im Flankenbereich der WDS (siehe Abbildung 5.27(b)) hat eine Lénge
von 5 pym. Die Rissspitze A liegt etwa 2 pm von der Grenzfliche entfernt. Die Platzierung des
Risses wurde anhand der Spannungsverteilung in Abbildung 5.11(b) durchgefiihrt, so dass A

im Bereich der maximalen senkrechten Zugspannungen liegt. Bei beiden Modellen betrigt die
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WDS l Wachstumsféhiges TGO

|
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| Grenzfléchenabldsung l 0,03 mm |
|
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HVS

(a) Grenzflichenablésung (b) Riss in der WDS

Abbildung 5.27: Geometrie einer TGO/HVS Grenzflichenablésung und Riss im Flankenbereich der WDS.
Wachstumsfiahiges TGO-Anteil ist in grau dargestellt

Rauheitsamplitude 10 pgm, und es gelten weiterhin die allgemeinen Randbedingungen, Werk-

stoffeigenschaften und die gleiche thermische Belastung.

Die Bewertungsergebnisse der in diesem Abschnitt beschriebenen Rissgeometrien sind in Ab-
bildung 5.28 und 5.29 dargestellt. Ahnlich wie bei den modellierten Rissen im Bergbereich
der TGO-Schicht zeigt die Risskonfiguration nach Abbildung 5.27(a) eine eindeutige Mode II-
Abhéngigkeit der Belastung, wobei in diesem Fall wihrend der Abkiihlphase eine weitere
Zunahme von Gp um 38% des maximalen Wertes am Ende der Oxidation stattfindet. Die
Belastung an der Rissspitze wihrend des Aufheizens ist im Vergleich zu den weiteren Phasen
des thermischen Zyklus vernachléssigbar klein. Da Gry stérker bei der Bestimmung der dqui-
valenten Energiefreisetzungsrate eingeht, werden beachtliche Geq-Werte am Ende des Zyklus
erreicht (420 N/m). Dies deutet darauf hin, dass mit einer Rissausbreitung sicher zu rechnen
ist. Dariiber hinaus ist zunéchst eine waagerechte Rissverlingerung durch die TGO-Schicht

ausgeschlossen, da die Rissbelastung unter reinem Mode I erfolgt.

Im Fall des WDS-Risses wurde die Energiefreisetzungsrate an beiden Rissspitzen ausgewertet
und in Abbildung 5.29 dargestellt. Wéhrend der Aufheizphase ist der mittlere Bereich der Rau-
heit auf der Seite der WDS nur minimal beansprucht. Hinweise dariiber sind Abbildung 5.9
zu entnehmen. Aus diesem Grund wurde auf die Darstellung der Energiefreisetzungsrate beim
Aufheizen verzichtet, da sie vernachlissigbar klein ist. Die Rissspitze A zeigt die erwartete Mo-
de I-Dominanz. Wahrend der Oxidationsphase ist Gy nahezu gleich Null und nimmt erst beim

Abkiihlen leicht zu. Die Zunahme von Gi beim Abkiihlen betrigt etwa 30% des maximalen
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Wertes am Ende der Oxidationsphase. Die Rissspitze B erfahrt wihrend der Oxidationsphase
eine stirkere Belastung nach Mode I. Beim Abkiihlen bleibt Gy fast konstant, dafiir nimmt Gy;
doppelt so stark wie beim TGO-Schichtwachstum zu. Bei Raumtemperatur erreicht die Bela-
stung an der Rissspitze ihren maximalen Wert und ist etwa halb so groft wie an der Spitze A.
Damit ist die Wahrscheinlichkeit eines Risswachstums eher auf der Seite der Spitze A gegeben.
Dort wird ein Risswachstum nach Mode I in die Richtung der TGO/HVS-Grenzfliche einset-
zen. Mit einer Rissumlenkung ist aufgrund der Mode I-Dominanz nicht zu rechnen. Dagegen
wiirde sich an der Rissspitze B, wenn die kritische Energiefreisetzungsrate iiberhaupt erreicht

wird, eine Mixed-Mode Situation einstellen, die eine deutliche Rissumlenkung zur Folge hat.



6 Diskussion der Ergebnisse

6.1 Eigenspannungsanalyse

Zu Beginn des Kapitels iiber die durchgefiihrten Eigenspannungsanalysen wurden Ergebnisse
von Zweischichtsystemen vorgestellt, die primir dazu dienen sollen, ein elementares Verstind-
nis fiir die Rolle der Grenzflichenrauheit beim Versagen des WDS-Systems zu liefern. Dariiber
hinaus bieten solch einfache Strukturen die Gelegenheit, die eingesetzten numerischen Modelle
mit ihren Randbedingungen zu {iberpriifen, da in diesen Fallen analytische Niherungslosungen
vorhanden sind. Die Abkiihlung aus einem spannungsfreien Zustand bei 1000 °C auf Raum-
temperatur der in Abbildung 5.1 dargestellten Geometrie mit der ebenen Grenzfliche liefert
einen Eigendruckspannungszustand in der diinnen Schicht, der laut FEM-Analyse (vgl. Abbil-
dung 5.2(b)) etwa -300 MPa betriagt. Gleichung 3.1, die nach [62] fiir ein zylindrisches Substrat
und eine sehr kleine Schichtdicke (im Vergleich zur Substratdicke) gilt, liefert nach Einsetzen
der in der FEM-Analyse verwendeten Parameter eine Druckspannung von etwa -312 MPa. Es
sei allerdings an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass es sich bei der FEM-Analyse um peri-
odische Rénder handelt. Gleichung 3.1 beschreibt eine randlose zylindrische Struktur, die dem
FEM-Modell erst bei einem unendlichen Durchmesser entspricht. Es gibt nach Evans et al. [62]
fiir die in Abbildung 5.4(a) dargestellte Geometrie keine exakte Losung, die den Verlauf der
normalen Spannungskomponente entlang der Grenzfliche beschreibt. Stattdessen geben die

Autoren folgende Approximation an:

1 2A
=+ Ewps(1 + vsus 2
o ~ AT Aa £ ( 5K dsus sin ( Zy) (6.1)
1+ dwps
wobeil k durch ) -
+ vwbDs — 2USUB (6.2)

2Ewps Esus
gegeben ist. Die Variable y beschreibt die Position auf der Grenzfliche, so dass die Spitze
der Rauheit y/A = 0,25 und das Tal y/A = 0,75 entsprechen. Die Dicke der keramischen und
metallischen Schichten, jeweils bis zum Mittelpunkt der Rauheit, werden in Gleichung 6.1 mit
dwps und dsyp bezeichnet. Die Bewertung von Gleichung 6.1 anhand der Geometrieparame-

ter aus Abbildung 5.4(a) und der bei der FEM-Berechnung eingesetzten Werkstoffkennwerte
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ergibt Zug- an der Spitze und Druckeigenspannungen im Tal der Rauheit, die aufgrund des
Sinus-Terms in Gleichung 6.1 betragsmékig gleich grof sind. Die analytische Naherung liefert
etwa 100 MPa als maximalen Wert der Spannung, gegeniiber etwa 93 MPa in der FEM-
Analyse. Der in Abbildung 5.4(b) dargestellte on-Verlauf zeigt niedrigere Spannungsspitzen,
da die Auswertungslinie zwar parallel zur Grenzfliche, allerdings leicht von dieser entfernt
liegt. Wenn die Spannungswerte direkt an der Grenzfliche ausgewertet werden, ergeben sich
die oben vorgestellten Werte. Unabhéngig von dem quantitativen Vergleich stimmt die quali-
tative on-Verteilung mit der Vorhersage von Gleichung 6.1 {iberein. Dariiber hinaus sind die
in Abbildung 5.4(b) dargestellten Verldufe von on und 7rn entlang der Grenzfliche (von der
Spitze in Richtung Tal) identisch mit den Ergebnissen von Evans et al. [46,47]|. Laut Glei-
chung 6.1 findet der Vorzeichenwechsel zwangslaufig in der Mitte der Grenzfldche statt. Die
numerischen Ergebnisse aus [46,47] sowie aus der vorliegenden Arbeit zeigen, dass der Wech-
sel von Zug- zu Druckbelastung in die grenzflichennormalen Richtung genau an der Stelle
maximaler Schubbelastung stattfindet. An dieser Stelle sind die Ergebnisse der vorliegenden
Arbeit sowohl qualitativ mit [46,47] als auch quantitativ mit den analytischen Ansétzen in

guter Ubereinstimmung,.

Die Eigenspannungsanalyse in den Zweischichtsystemen zeigt die zentrale Rolle der Grenz-
flichenrauheit beim Versagen von Verbundstrukturen. Die Eigenspannungsbelastung, die in
einer Struktur mit ebener Grenzfliche aufgrund der thermischen Fehlanpassung entsteht, kann
nur dann zum Versagen des Systems fiithren, wenn die Deckschicht sehr diinn ist und Unregel-
méfigkeiten an der Grenzfliche vorzufinden sind. In diesem Fall kommt die Beultheorie [62]
zum tragen, die das Abplatzen der Schicht beschreibt. Voraussetzung fiir diesen Mechanismus
ist beispielsweise eine Grenzflichenablésung, die wesentlich ldnger als die Dicke der Deck-
schicht ist. Diese Voraussetzung ist in einem typischen WDS-System, das eine relativ dicke
Keramikschicht aufweist, zundchst nicht erfiillt. In diesem Fall kann Beulen aufgrund einer
in der Schichtebene vorhandenen Druckbelastung nicht stattfinden, da es durch die dicke Ke-
ramikschicht unterdriickt wird. Damit die WDS durch Beulen versagt, muss ein Makroriss
vorhanden sein, der eine Lange von mehreren Millimetern aufweist (gegeniiber einer typischen
Schichtdicke zwischen 0,25 und 0,5 mm). Typische WDS-Risse, die teilweise herstellungsbe-
dingt sind, erfiillen diese Voraussetzung nicht und koénnen unter der Annahme einer ebenen
Grenzflache allein durch eine Druckbeanspruchung nicht lang genug werden. An dieser Stelle
tritt nun die Rauheit der Grenzfliche in den Vordergrund und liefert den notwendigen Span-
nungszustand, der eventuell eine Verlangerung der kurzen Risse begiinstigt. Die Rauheit sorgt
in diesem Sinne dafiir, dass eine normale Spannungskomponente sowie Schubspannungen ne-
ben der Druckbeanspruchung in der Schichtebene entstehen. Der durch eine raue Grenzfliche
hervorgerufene Spannungszustand an der Grenzfliche ist in Abbildung 6.1 zusammengefasst.
Die Zugeigenspannungen an der Spitze der Rauheit konnen vorhandene Mikrorisse verldngern

bzw. eine Rissinitiierung hervorrufen. Dariiber hinaus sorgt die Rauheit fiir eine starke Zu-



6.1 Eigenspannungsanalyse 93

f Keramik /\

S
T
< TN
N

|
!
GN

Substrat ]

Abbildung 6.1: Schematische Darstellung des sich einstellenden Spannungszustands in einem
Keramik/Substrat-Verbund aufgrund der thermischen Fehlanpassung wéhrend der
Abkiihlung auf Raumtemperatur

nahme der Beanspruchung im grenzflichennahen Bereich. Die vorhandenen Schubspannungen
im Flankenbereich der Rauheit férdern nach Evans et al. [46] die plastische sowie Kriech-
Verformung der HVS. Dies stimmt mit der in dieser Arbeit ermittelten Verteilung der dquiva-
lenten Kriechdehnung in der HVS iiberein (siehe Abbildung 5.6). Gerade im Bereich maximaler
Schubbeanspruchung in der HVS ist die maximale Kriechdehnung festzustellen (auf den Ein-
fluss der viskoplastischen Verformung der HVS auf die Spannungsverteilung in der WDS wird
spater in diesem Kapitel eingegangen). Somit liefert die mikrostrukturelle Morphologie der
Rauheit qualititiv sowie quantitativ giinstige Bedingungen sowohl fiir Rissentstehung als auch
fiir Risswachstum. Sie stellt die Grundlage des Versagens auf einer Mikroebene dar, um die
Voraussetzung fiir ein Makroversagen beispielsweise durch Beulen zu erfiillen. Dadurch spielt
die Rauheit in der vorliegenden Arbeit bei der Analyse des Versagensverhaltens von WDS-
Systemen eine entscheidende Rolle, da es darum geht, Mechanismen zu indentifizieren und zu

verifizieren, die letztendlich zu einem Makrofehler der Schicht fiihren kénnen.

Im Gegensatz zur Spannungsanalyse im Zweischichtsystem geht die numerische Behandlung
der tatsdchlichen Verbundstruktur hier von einem bei Raumtemperatur spannungsfreien Zu-
stand aus. Andere FEM-Unterschungen aus der Literatur nehmen hingegen an, dass das WDS-
System bei 1000 °C spannungsfrei ist. Dies wird auf die rasche Spannungsrelaxation in der
WDS bei hohen Temperaturen zuriickgefiihrt. Die Realitét liegt allerdings zwischen diesen bei-
den Annahmen, und zwar genau bei der Beschichtungstemperatur. Es ist in der Tat so, dass
wihrend der Schichtabscheidung (Bauteiltemperatur in der Regel zwischen 200 und 400 °C)
der Verbund spannungsfrei vorliegt. Sowohl die Abkiihlung als auch die weitere Aufheizung
des Verbundes fiihrt zwangsléufig zu einer Belastungsentwicklung in der keramischen Schicht.

Die experimentelle Messung des Figenspannungszustandes in der WDS bei Raumtemperatur
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(vgl. Abschnitt 4.1.4) zeigt, dass die keramische Schicht nahezu spannungsfrei ist. Die Tatsa-
che, dass die Belastung in der WDS bei hohen Temperaturen schnell relaxiert wird, ist nicht
ausreichend, um die Annahme von Spannungsfreiheit zu rechtfertigen. Diese Anfangsphase
ist ndmlich durch ein schnelles Oxidschichtwachtum und eine Verdichtung der WDS geprégt.

Beide Mechanismen kénnen den Spannungszustand entscheidend verdndern.

Zweck der Spannungsanalyse im gesamten WDS-System ist die Identifizierung kritischer Be-
reiche im Hinblick auf Rissentstehung und Risswachstum. Die Ergebnisse der Eigenspannungs-
berechnung sind fiir die WDS und fiir die HVS in Abbildung 6.2 zusammengefasst. Die Be-
wertung der Eigenspannungsverteilung in Abschnitt 5.1.2 hat gezeigt, dass die Abkiihlphase
den Spannungszustand in der WDS und im TGO qualitativ nicht verdndert. Die Abkiih-
lung auf Raumtemperatur fiihrt lediglich zu einer betragsmafigen Zunahme der Belastung
aufgrund der thermischen Fehlanpassung. Dieser Sachverhalt wird weiter unten anhand des
Verformungsmechanismus der Oxidschicht erklirt. Die HVS dagegen erfihrt eine starke Ande-
rung des Spannungszustandes sowohl qualitativ als auch quantitativ, da ausgehend von einem
spannungsfreien Zustand nach der Oxidationsphase (aufgrund der Spannungsrelaxation) die
in Abbildung 6.2 schematisch dargestellte hohe Beanspruchung entsteht. Besonders kritisch
dabei sind die normalen Zugspannungen im Grenzflaichenbereich zwischen TGO und HVS.
Diese konnen eine lokale Ablosung der Grenzfliche herbeifiihren. Die Lénge der Ablésung
kann mit Hilfe von Abbildung 5.7 abgeschétzt werden. Einen weiteren kritischen Bereich stellt
der Bergbereich der WDS dar, wo Zugeigenspannungen in die normale Richtung zur Grenz-
fliche vorhanden sind. Dariiber hinaus liegt im Flankenbereich der Rauheit die maximale
Zugbelastung (in y-Richtung) der WDS (vgl. Abbildung 5.10).

WDS Ausbreitung der Zugspannungen
unter dem Elnfluss der HVS-Oxidation

HVS

Abbildung 6.2: Schematische Darstellung des Eigenspannungszustandes in der WDS und in der HVS bei
Raumtemperatur (Pap in Abbildung 4.5)
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Die TGO und die Oxidation der HVS, die durch das Wachstum der Oxidschicht nume-
risch simuliert wird, spielen eine zentrale Rolle bei dem sich einstellenden Eigenspannungs-
zustand im WDS-System. In Abbildung 6.3 sind die Beanspruchungsmechanismen wihrend
der Oxidations- und Abkiihlphase schematisch dargestellt. Das TGO-Wachstum in die nor-

1 = Oxidationsphase
2 = AbkUhlphase

TGO-Wachstum i

TGO

HVS

Abbildung 6.3: Schematische Darstellung des Oxidschichtwachstums und der sich daraus ergebende Bela-
stungssituation

male Richtung zur Grenzfliche wird insbesondere durch die WDS behindert. Die HVS zeigt
bei der hohen Oxidationstemperatur kaum einen Widerstand gegeniiber der Verformung der
TGO-Schicht, da diese Schicht aufgrund ihrer viskoplastischen Eigenschaften und der Dau-
er der isothermen Belastung starke Verformungen aufnehmen kann und die entsprechende
Beanspruchung abbaut. Dadurch entsteht die in Abbildung 6.3 dargestellte Druckbelastung
auf die TGO-Schicht, die letztendlich zu einer ,biegedhnlichen Beanspruchung der Schicht
fiihrt. Die Antwort der TGO-Schicht erfolgt mit dem in Abbildung 5.7 dargestellten Span-
nungszustand, der hauptsichlich aus Druckspannungen in die normale Richtung und einer
Zug- /Druckbelastung in tangentialer Richtung im Tal- und Bergbereich besteht. Wahrend
der Abkiihlphase zieht sich die TGO-Schicht weniger stark als die {ibrigen Schichten zusam-
men, da sie den niedrigsten thermischen Ausdehnungskoeffizienten aufweist. Um die Konti-
nuitatsbedingungen an den Réndern der Struktur zu erfiillen, erfahrt die TGO-Schicht eine
laterale Druckbeanspruchung, die in Abbildung 6.3 durch Pfeile mit der Bezeichnung ,2“ dar-
gestellt ist. Diese Belastung fiihrt zur gleichen ,Biegebelastung“ der Oxidschicht wie wahrend
der Oxidationsphase. Daher dndert sich die qualitative Spannungsverteilung im TGO vor und
nach der Abkiihlung nicht. Dafiir nimmt die Belastung lediglich betragsmaifig zu. Dariiber
hinaus ist der Spannungszustand im Grenzflichenbereich der WDS sehr stark an die Verfor-
mung der TGO-Schicht gekoppelt. Deshalb wird der gleiche Effekt auch bei der WDS (vgl.
Abbildung 5.9) festgestellt.
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Wiéhrend der Oxidationsphase entstehen normale Druckspannungen im TGO in Héhe von
etwa 1 GPa. Im Berg- und im Talbereich erreicht die Belastung ihr Maximum und liegt zwi-
schen 1 und 2 GPa. Diese Druckbelastung entspricht den TGO-Wachstumsspannungen und
ist in guter Ubereinstimmung mit den in der Literatur vorhandenen Messergebnissen von et-
wa 1 GPa [76,77]. Das TGO-Wachstum in die normale Richtung zur Grenzfliche verursacht
tangentiale Spannungen, deren Vorzeichen von der Kriimmung der Rauheit abhingig ist. Die
Spannungen erreichen im Tal- und Bergbereich den maximalen Wert. Die tangentiale Bean-
spruchung wird durch die Abkiihlung deutlich verstirkt und liegt im Mittel zwischen 5 und
10 GPa. Die von Schmackers und Reimers [73] durchgefiihrten experimentellen Messungen der
Eigenspannungen in der Schichtebene haben gezeigt, dass am Ende der Oxidationsphase die
TGO-Schicht nahezu spannungsfrei ist. Mit abnehmender Temperatur steigt die Druckbela-
stung und erreicht bei Raumtemperatur etwa 3,5 GPa. Es handelt sich dabei allerdings um
eine freistehende HVS mit TGO. Bei einer hohen Temperatur ist die Spannungsfreiheit der
Oxidschicht auf die hohe viskoplastische Verformbarkeit der HVS zuriickzufiihren. Dariiber
hinaus fehlt in diesem Fall die Verformungsbehinderung durch die WDS, so wie sie in Abbil-
dung 6.3 dargestellt ist. Bei der numerischen Simulation des normalen TGO-Schichtwachstums
ist eine tangentiale Beanspruchung der TGO-Schicht aus zwei Griinden selbstverstédndlich: Be-
hinderung durch die WDS und die starke Kriimmung der Rauheit im Berg- und Talbereich.
Ferner fiihrt das laterale Schichtwachstum, falls es beriicksichtigt wird, zwangslaufig zu einer
tangentialen Druckbelastung. Die allgemeine Tendenz beim Vergleich der numerisch und expe-
rimentell ermittelten TGO-Beanspruchung in der Schichtebene (bei Raumtemperatur) zeigt,
dass die numerische Analyse stets hhere Spannungswerte vorhersagt. Dies liegt zum einen an
der begrenzten Ortsauflosung der experimentellen Methoden, die eigentlich nur Mittelwerte
der Spannungen liefern kénnen. Zum anderen sind gerade die Téler und Spitzen der Rauheit
Orte der héchsten Beanspruchung, die umso hoher liegt, je hoher die Amplitude der Rauheit
ist. Dies erklart die Diskrepanz zwischen den von Leushake [74]| bestimmten Eigenspannungen
im TGO bei vorhandenen WDS (etwa -4 GPa) und den vorliegenden numerischen Ergebnis-
sen. Die Rauheit der TGO-Schicht liegt dort in der Grofenordnung von 1 ym und kann -

verglichen mit der numerischen Modellierung - vernachléssigt werden.

Die Vernachldssigung des TGO-Schichtwachstums reduziert den thermischen Zyklus auf zwei
Phasen: Aufheizung und Abkiihlung. Unter der Annahme, dass alle beteiligten Werkstoffe
sich linear elastisch verhalten, wiirden die Spannungen, die sich wihrend der Aufheizphase
im Verbund aufgrund unterschiedlicher elastischer Eigenschaften aufbauen, nach dem Abkiih-
len auf Raumtemperatur wieder verschwinden. Nur inelastische Dehnungsanteile kénnen zu
Eigenspannungen im Verbund bei Raumtemperatur fithren. In der vorliegenden Arbeit iiber-
nimmt die HVS diese Aufgabe. Wahrend der Aufheizphase diktiert das Substrat die globale
Verformung des Systems, da es die hochste Schichtdicke aufweist. Die thermische Fehlan-

passung zwischen den metallischen und keramischen Komponenten des Verbundes leitet eine
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Beanspruchung in jede Schicht ein. Ab einer Temperatur von etwa 700 °C &ndert die HVS
ihr plastisches Verhalten von sprode auf duktil, und ihre Kriechverformbarkeit nimmt stark
zu. Grundsitzlich dominiert das Kriechverhalten der HVS bei hoher Temperatur die inelasti-
sche Verformung. Deshalb erfolgt aufgrund der durch thermische Fehlanpassung verursachten
Spannungen eine inelastische Verformung, die letztendlich zu Figenspannungen bei Raumtem-
peratur fiihrt. Somit ist die thermische Fehlanpassung stark an die inelastische Verformung der
HVS gekoppelt. Hohere inelastische Dehnungen bzw. Kriechanteile - auch wenn sie dazu fiih-
ren, dass Spannungen in der HVS abgebaut werden - verursachen bei Raumtemperatur hohere
Eigenspannungen. Im Fall eines Zweiphasenzyklus entsteht die in Abbildung 5.10 dargestell-
te Eigenspannungsverteilung, die insbesondere Zugspannungen im Bergbereich der WDS bei
Raumtemperatur hervorhebt. Diese Belastung ist allein auf die inelastische Verformung der

HVS, bedingt durch die thermische Fehlanpassung, zuriickzufiihren.

Das TGO-Schichtwachstum wihrend der Oxidationsphase verstiarkt deutlich die Belastung in
der WDS. Die HVS ist am Ende der Oxidationsphase trotz TGO-Schichtwachstum spannungs-
frei. Grund dafiir ist die starke viskoplastische Verformung der Schicht. Nahezu der gesamten
Kriechdehnung entsteht wihrend des TGO-Wachstums. Die maximalen Dehnungen liegen im
Flankenbereich der Rauheit, wo die maximalen Schubspannungen wihrend der Abkiihlphase
entstehen. Die hohe inelastische Verformung der HVS kommt erst wihrend der Abkiihlphase
zum Tragen und ruft hohe Spannungen hervor. Das Oxidwachstum hat somit als Konsequenz
eine zusétzliche hohe inelastische Verformung in der HVS, die zum einen eine Spannungserhd-
hung in der Schicht selbst bei Raumtemperatur bedeutet. Zum anderen nimmt die Spannung
in der WDS zu und eine Umverteilung der Zugspannungen findet statt (vgl. Abbildung 5.10).
Beide Effekte sind im Hinblick auf Risswachstum entscheidend, denn die Triebkraft nimmt
zu und der Bereich mit einer Zugbelastung in senkrechter Richtung wird grofer. Die Zug-
spannungen breiten sich vom Bergbereich ausgehend nach rechts und in Richtung Tal aus.
Ahnliche Effekte wurden von Chang et al. [85] und Freborg et al. [86] festgestellt. Die Va-
riation der Rauheitsamplitude zeigt, dass die Oxidation eine starke Wechselwirkung mit dem
Rauheitsprofil hat. Beide Aspekte konnen die Rissentstehung und das Risswachstum mafgeb-
lich beeinflussen. Aus Abbildung 5.11 geht hervor, dass TGO-Wachstum bei kleinen Rauheiten
zu einer Konzentration von Zugspannungen im Bergbereich der WDS fiihrt. Hingegen verschie-
ben sich die maximalen Zugspannungen bei héheren Amplituden in den Flankenbereich der
Rauheit. Bei den hochsten modellierten Rauheitsamplituden liegt der gesamte Flankenbereich
zwischen zwei benachbarten Bergen unter einer Zugbelastung. Im Talbereich ist dagegen stets
eine Druckbelastung vorhanden, die diese Region der WDS als Kandidat fiir Risswachstum

ausschliefit.

Rauheit, Viskoplastizitdt der HVS und TGO-Wachstum sind die Grundlage der Schidigung
im WDS-System. Dies wird besonders deutlich durch die numerische Eigenspannungsanaly-

se gezeigt. Dariiber hinaus erméglicht die Simulation die Untersuchung der Wechselwirkung
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zwischen den einzelnen Schidigungsfaktoren. Die Eigenspannungsberechnung alleine ist aller-
dings nicht ausreichend, um zuverléssige Versagensmechanismen aufzustellen. Die gleichzeitige
Betrachtung aller Spannungskomponenten ist nahezu unmoglich, um ihren einzelnen Schidi-
gungsbeitrige zu identifizieren. Den Spannungszustand auf die senkrechte Spannungskompo-
nente zu reduzieren und basierend darauf Versagensmechanismen aufzustellen, ist allerdings
unzureichend. Dies wurde héufig in der Literatur durchgefiihrt und dabei der Einfluss der
iibrigen Spannungskomponenten systematisch vernachléssigt. Die Ergebnisse der vorliegenden
Arbeit zeigen, dass die tangentialen und die Schubspannungen betréchtlich sein kénnen und
daher ihre Vernachldssigung nicht zuléssig ist. Im Rahmen dieser Arbeit stellt die Eigenspan-
nungsanalyse prinzipiell ein Werkzeug dar, das zur Identifikation von Versagensmechanismen
und von besonders kritischen Schidigungsbereichen eingesetzt wird. Die bruchmechanische
Bewertung der Eigenspannungszustédnde ist der Ansatz, der die Beriicksichtigung aller Eigen-

spannungskomponenten ermoglicht.

6.2 Rissbewertung und Versagensmechanismen

Das Versagen des WDS-Systems kann auf der Makroebene durch Koaleszenz von Segmen-
tierungsrissen und Delaminationsrissen erfolgen. Eine weitere Moglichkeit stellt das Beulen
dar. Grundlage beider Mechanismen ist das Vorhandensein eines lateralen Schichtdefektes,
der eine geniigend grofse Linge aufweist, um das Abplatzen der Schicht zu erméglichen. Im
Rahmen dieser Arbeit werden Mechanismen identifiziert und untersucht, die eine Verlange-
rung von Mikrofehlern verursachen koénnen bzw. Mikrorisse initiieren und ausbreiten. Das
Ausbreitungsverhalten solcher Risse entscheidet dann dariiber, ob die Voraussetzungen fiir

einen Delaminationsriss vorhanden sind.

Bei der vorliegenden Untersuchung wurden Risse in bestimmten Bereichen des WDS-Systems
implementiert, die zuvor sowohl experimentell als auch durch die Bewertung von numeri-
schen Eigenspannungsanalysen fiir Rissinitiierung und Risswachstum als kritisch eingestuft
worden sind. Der Einsatz der MRSM ermdoglicht eine bruchmechanische Bewertung der mo-
dellierten Risse. Dabei wird die Mixed-Mode-Belastungssituation an der Rissspitze voll be-
riicksichtigt. Die Aussage {iber das Risswachstumsverhalten wird durch ein Mixed-Mode-
Versagenskriterium (siehe Gleichung 4.16) und durch die Vorhersage der Risswachstumsrich-
tung (siehe Gleichung 4.17) erméglicht. Der experimentell bestimmte Wert des Bruchwider-
stands spielt dabei eine zentrale Rolle, da diese Grofe mit der numerisch ermittelten dquiva-
lenten Energiefreisetzungsrate verglichen wird. Unter der Annahme, dass der Schichtwerkstoff
kein R-Kurvenverhalten zeigt, wiirde Risswachstum erst dann stattfinden, wenn die dquiva-

lente Belastung an der Rissspitze und der Risswiderstand gleich grof sind.
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Bedingt durch die Mikrostruktur zeigen APS-WDS eine starke Anisotropie der Brucheigen-
schaften [47,49]. Dariiber hinaus wurde ein ansteigender Risswiderstand mit zunehmender
Risslédnge festgestellt (R-Kurvenverhalten) [30,49]. Dadurch wiirde instabiles Risswachstum
erst dann stattfinden, wenn zum einen Geq und der Risswiderstand gleich grof sind und zum
anderen der Zuwachs von Geq mit steigender Risslinge hoher als die Zunahme des Risswider-
stands ist. Im Fall der WDS geben Evans et al. [47] Werte des Delaminationsrisswiderstands fiir
kurze Risse (a < 100 pm) zwischen 1 und 10 N/m an. Fiir lange Risse sind diese Werte wesent-
lich hoher und betragen bis zu 100 N/m. Die Messungen von Steinbrech [30] und Oechsner [51]
ergaben Risswiderstandswerte, die zwischen 100 und 240 N/m liegen. In [49,50,133,134] lie-
gen Werte vor, die zwischen 10 und 75 N/m variieren. Die Unterschiede zwischen den Werten
sind in erster Linie auf die Unterschiede in der Mikrostruktur zuriickzufiihren. Dariiber hinaus
wurden bei den Messungen verschiedene Messmethoden eingesetzt, die jeweils eigene Einfluss-
parameter aufweisen. Die starke Streuung der Werte macht es gerade sehr schwierig, einen
konstanten Risswiderstandswert fiir die numerische Betrachtung anzunehmen. Das Streuband
ist so breit, dass die Aussage iiber Risswachstum sich in Abhéngigkeit des eingesetzten ,Werk-

stoffkennwertes* grundlegend &ndern kann.

Die im Versuch bestimmten kritischen Werte der Energiefreisetzungsrate basieren auf die Be-
trachtung von Makrorissen. Das Mixed-Mode-Versagenskriterium gilt auch fiir Makrorisse und
setzt linear elastischen Bruchmechanik voraus. Die im Rahmen dieser Arbeit modellierten Ris-
se liegen im Mikrobereich. Da die Risse sich stets in einer Schicht befinden, die homogen ist
und sich linear elastisch verhilt, ist die Ubertragung der klassischen linear elastische Bruch-
mechanik auf Mikrorisse zuldssig. Die Annahme eines viskosen Materialverhaltens der WDS
wiirde dies beispielsweise in Frage stellen. Es gilt in diesem Fall, die Giiltigkeitsbedingungen
der LEBM zu iiberpriifen, insbesondere die Grofse der plastischen Zone an der Rissspitze im

Vergleich zur Risslinge und zum Restligament.

6.2.1 Risswachstum im Bergbereich der WDS

Die bruchmechanische Bewertung von Rissen im Bergbereich der WDS hat gezeigt, dass die
maximalen Werte der Energiefreisetzungsrate stets am Ende jeder Belastungsphase des ther-
mischen Zyklus erreicht werden. Die zeitlichen Verldufe der Energiefreisetzungsrate im Ab-
schnitt 5.2.1 haben den wesentlichen Vorteil, dass sie das Verhéltnis zwischen Mode I und Mo-
de II deutlich zeigen. Ein weiterer Maf fiir die Modeabhéngigkeit liefert der Umlenkungswinkel
B, der die Ausbreitungsrichtung bei Risswachstum wiedergibt. Eine reine Mode I-Belastung
entspricht einer Rissverldngerung in der urspriinglichen Rissebene. Mit einem zunehmenden
Mode II-Einfluss nimmt /8 zu und erreicht im Grenzfall (reine Mode II-Belastung) einen Winkel
von 77° (siche Anhang B.4).
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Die Bewertung von verschiedenen Risslédngen bei gleich bleibendem Abstand von der Grenz-
fliche und bei konstanter Rauheitsamplitude hat gezeigt, dass mit zunehmender Risslange der
Einfluss von Mode II ansteigt. Dies lésst sich dadurch erkldren, dass sich die Rissspitze mit
wachsender Lange von dem Bereich senkrechter Zugspannungen weiter entfernt und gleichzei-
tig einem Druckspannungsgebiet ndhert. Der zunehmende Anteil der Mode II-Belastung mit
wachsender Rissldnge spiegelt sich in dem bestimmten Umlenkungswinkel 8 wider, da er bei
den groferen Rissldngen etwa um 15° zunimmt. Aufgrund des Gi-Anteils wiirde im Fall ei-
ner Rissausbreitung, beispielsweise fiir a = 5 pm, eine Rissumlenkeng um 30° in Richtung der
freien Oberflache stattfinden. Dies schlieft eine Rissausbreitung ausgehend vom Bergbereich

in Richtung Tal aus.

Da die in der Literatur vorhandenen Werte des Bruchwiderstands sehr stark streuen, ist ei-
ne Aussage beziiglich des Risswachstums nur begrenzt moglich und hangt sehr stark von
dem angenommenen Gi. ab. In Abbildung 6.4 ist die dquivalente Energiefreisetzungsrate in
Abhéngigkeit der Risslinge aufgetragen. Dabei wurden drei verschiedene Zeitpunkte des ther-
mischen Zyklus gewédhlt: Ende der Aufheizphase, Ende der Oxidationsphase und Ende der
Abkiihlphase.
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Abbildung 6.4: Geq als Funktion der Risslinge bei A = 10 ym und b =5 pym
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Die Abnahme von Geq ab einer Risslénge von 10 pym hat eine entscheidende Auswirkung auf
das Risswachstumsverhalten in der WDS. Das Versagen der WDS erfolgt im Rahmen des
numerischen Modells erst dann, wenn die erreichte Risslinge grofer als a = 30 ym ist, da
aufgrund der periodischen Randbedingungen Risse an der Spitze von zwei benachbarten Rau-
heitsbergen in der Mitte aufeinander treffen wiirden. Dabei wird ein laterales Risswachstum

ohne Richtungsénderung vorausgesetzt (wie etwa im Fall einer Rauheitsamplitude von 5 pm).

Die dquivalente Rissbelastung nimmt mit jeder weiteren Phase des thermischen Zyklus zu. Das
Oxidschichtwachstum liefert einen Beitrag zwischen 40 und 60% des maximal erreichten Geq
bei Raumtemperatur. Die Abkiihlung verursacht dagegen eine Zunahme um etwa 30%. Auf-
grund der niedrigen Geq-Werte am Ende der Aufheizphase ist mit einem Risswachstum nicht
zu rechnen. Um das Rissausbreitungsverhalten in Abhéngigkeit des Risswiderstandes zu un-
tersuchen, sind in Abbildung 6.4 durch horizontale Linien (R-Kurvenverhalten ausgeschlossen)

zwei verschiedene Gr.-Werte dargestellt. Es ergeben sich folgende Méglichkeiten:

1. Gic < Geg,po, (@ =10 pm)
Wihrend der Oxidationsphase nimmt die &dquivalente Energiefreisetzungsrate kontinu-

ierlich zu. Die Linie ,,Poy"

in Abbildung 6.4 stellt den maximalen Wert von Geq am
Ende der Oxidationsphase in abhéngigkeit der Rissldnge dar. Alle Risse mit einer grife-
ren Linge als a = amin,0x Werden wihrend der Oxidationsphase aktiviert und wachsen
instabil bis a = agtop,0x. Das Rissstopverhalten ist durch die ab a = 10 ym abnehmenden
dquivalenten Energiefreisetzungsrate bis einem Wert unter dem Risswiderstand bedingt.
Streng betrachtet wiirde der Energieiiberschuss (schrafierte Fliche in Abbildung 6.4) zu
einer instabilen Rissverlingerung fiihren, die iiber asop,0x hinaus geht. Dieser Effekt sei
an dieser Stelle zur Vereinfachung nicht beriicksichtigt. Erst die mit der Abkiihlphase
verbundene Erhéhung von Geq verursacht erneut ein begrenztes instabiles Risswachstum
bis zu einer Risslénge agiop,ap- Gleichzeitig verursacht die Zunahme der zur Verfiigung
stehenden Energie (durch die Abkiihlung bzw. thermische Fehlanpassung) die Aktievie-
rung weiterer Risse, die eine Mindestlinge von amin ap aufweisen. Nach dem gleichen
Muster wachsen diese Risse instabil bis agiop,ab- In diesem Fall tritt ein Versagen nicht

auf, da die kritische Mindestrisslange von 30 pm nicht erreicht werden kann.

2. Geq,po, (2 =10 pm) < Gie < Geq,py,, (@ = 10 pm)
In diesem Fall kann die kritische Energiefreisetzungsrate frithestens wahrend der Abkiihl-
phase erreicht werden. Fiir Gic = Gicp2 ist die Mindestrissléinge amin erforderlich, damit
der Riss iiberhaupt instabil wird. Aus den gleichen Griinden wie oben beschrieben ist
eine Fortsetzung der Rissausbreitung ab a = agop nicht mehr méglich. Da die erreichte
Risslénge astop kleiner als die fiir Risskoaleszenz notwendige Lénge von 30 pm ist, findet

ein Versagen der WDS nicht statt. An dieser Stelle kann nur spekuliert werden, dass
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das Aufsetzen eines weiteren thermischen Zyklus die Belastung an der Risspitze so weit

anhebt, dass der Riss womoglich auch instabil weiterlauft.

3. Geq,pap(a =10 pm) < Gye
Sollte der Risswiderstand grofer als Geq,p,, sein, dann ist die untersuchte Geometrie-
konstallation unkritisch, da kein Risswachstum zustande kommt. Es sei allerdings darauf
hingewiesen, dass eine Variation der Rauheitsamplitude oder des Abstandes zwischen
Rissebene und Grenzfliche zu einer dramatischen Zunahme von Geq fithren kann. Dies
konnte selbstverstédndlich ein instabiles Risswachstum zur Folge haben. Aussagen be-
ziiglich des Risswachstums koénnen nur in Kombination zwischen der Festlegung der

Geometrieparameter und einem zuverldssigen Risswiderstandswert getroffen werden.

Die durchgefiihrten Rissbewertungen haben gezeigt, dass die Rauheitsamplitude A und der
Abstand b zwischen Rissebene und Grenzfliche sowohl das Verhéltnis zwischen Mode I und
Mode II als auch die Héhe der fiir Risswachstum zur Verfiigung stehenden Energie drastisch
dndern konnen. Das Zusammenspiel zwischen TGO-Schichtwachstum und Rauheitsamplitu-
de hat gezeigt, dass fiir eine kleine Amplitude A Mode I die dominierende Komponente ist.
Dies hat eine Rissverldngerung entlang der urspriinglichen Rissebene zur Folge (siehe Ab-
bildung 6.5). Rauheitsamplituden iiber 10 ym haben einen stetig ansteigenden Einfluss der
Mode II-Belastung gezeigt. Fiir a > 20 ym wurde die Belastung an der Spitze eines Risses
im Bergbereich der WDS rein Mode II-abhéngig und fiithrt zu der in Abbildung 6.5 angedeu-
teten Rissumlenkung. Der Anstieg der Mode II-Belastung mit zunehmender Rauheit hingt
mit der Verschiebung der Zugspannungen in den Flankenbereich und mit der Entstehung von
Druckspannungen im Bergbereich zusammen (vgl. Abbildung 5.11). Experimentelle Beobach-
tungen [134] haben gezeigt, dass sich mit zunehmender Rauheitsamplitude die Delamina-
tionsrisse, die zum Versagen fiihren, von der Grenzfliche zunehmend entfernen. Delamina-
tionsrisse verlaufen in der Regel entlang der Grenzfliche zwischen zwei aufeinander liegenden
Spritzfladen. Steinbrech [31] beobachtet allerdings einen Wechsel der Rissebene (siche Ab-
bildung 2.4(b)) in der Form, dass ein inter-lamellarer Riss durch eine starke Umlenkung in
einen intra-lamellaren Riss iibergeht. Der intra-lamellare Riss verlauft nahezu senkrecht durch
einen Spritzfladen (Winkel zwischen Rissebene und Ebene des Sprizfladens betragt etwa 75°)
und wird spater wieder in einen inter-lamellaren Riss umgelenkt. Der zunehmende Einfluss
der Mode II-Belastung, der mit Hilfe der durchgefiihrten Rissbewertungen im Rahmen der
vorliegenden numerischen Untersuchungen gezeigt wurde, kann zu den oben beschriebenen
Rissumlenkungen fiihren. Die FEM-Berechnung beantwortet allerdings nicht die Frage der
weiteren Rissverldngerungsrichtung. In Abbildung 6.5 wurde der unmittelbare Richtungswech-
sel andeutungsweise dargestellt. Erst die Verkniipfung mit den Beobachtungen von Steinbrech
ldsst vermuten, dass der Riss weiter nach Mode I wichst. Somit scheint eine Fortsetzung des
Risswachstums infolge Mode II bis zur freien Oberfliche der WDS sehr unwahrscheinlich zu

sein.
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Abbildung 6.5: Einfluss der Rauheitsamplitude auf die Risswachstumsrichtung (durch Pfeile gekennzeichnet)

Die Verringerung des Abstandes zwischen Rissebene und Grenzfliche hat einen dhnlichen Ef-
fekt auf das Verhéltnis zwischen Mode I und Mode II wie die Rauheitsamplitude. Mit einem
abnehmenden b nimmt Gy zu. Im Gegenteil zur Abnahme von Gp mit zunehmender Am-
plitude, bleibt die Mode I-Belastung im Fall einer Abnahme von b nahezu konstant. Eine
quantitative Beschreibung des Zusammenhangs zwischen Geq und den Parametern A und b
ist flir eine konstante Risslinge a = 10 ym in Abbildung 6.6 dargestellt. Der Einbruch von
Geq bei einer Amplitude von 10 ym liegt an der Verschiebung der maximalen Zugspannungen
vom Berg in den Flankenbereich unter dem Einfluss des TGO-Wachstums. Ausgehend von
dieser Amplitude nimmt Geq nahezu linear zu. Der wesentliche Effekt ist die Tatsache, dass
die kleinste Amplitude die maximale Energiefreisetzungsrate aufweist. Dies deutet darauf hin,
dass ein reines Mode [-Risswachstum im Bergbereich der WDS bei einer kleinen Rauheitsam-
plitude besonders kritisch ist. Im Hinblick auf die Optimierung des WDS-Systems im Sinne
einer hoheren Lebensdauer ist die Einstellung einer niedrigen Rauheitsamplitude also nicht
unbedingt von Vorteil. Hohe Amplituden sind jedoch genauso kritisch, da die Triebkraft fiir
Risswachstum im Bergbereich héher wird. Unter Beriicksichtigung der Spannungsverteilung
in Abbildung 5.11 ist ein reines Mode I-Wachstum bei hohen Amplituden im Flankenbereich
durchaus moglich, da dort die hdchsten senkrechten Zugspannungen vorhanden sind. Ein Ma-
kroversagen kann nur dann erfolgen, wenn lokal an der Spitze der Grenzfliche eine Ablosung
vorhanden ist (Diskussion weiter unten in diesem Abschnitt). Die Grenzflichenrauheit spielt
bei APS-WDS-Systemen eine wichtige Rolle bei der Verbesserung der mechanischen Verklam-
merung zwischen WDS und HVS. Deshalb kann auf sie nicht verzichtet werden. Somit wiirde
sich nach Abbildung 6.6(a) eine optimale Rauheitsamplitude von etwa 10 pm empfehlen. Es
sei allerdings darauf hingewiesen, dass bei dieser Amplitude die Triebkraft mit einem kleiner

werden Abstand b drastisch zunehmen kann.
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6.2.2 Risswachstum im Bergbereich der TGO-Schicht

Die Modellierung von Rissen im Bergbereich der TGO-Schicht basiert auf der experimentellen
Beobachtung der Schidigungsentwicklung innerhalb der Schicht (vgl. Abbildung 5.22). Die Be-
rechnung der Eigenspannungsverteilung in der rissfreien Struktur hat gezeigt, dass nach der
Autheizphase Zugspannungen im Bergbereich entstehen und daher Risse iniitieren kénnen.
Das TGO-Schichtwachstum bewirkte sowohl eine Anhebung der Belastung als auch eine Ver-
schiebung der Zugspannungen in den Flankenbereich. Die Rissbewertung hat gezeigt, dass die
Oxidationsphase zu einer Erhdhung der Rissbelastung um das Fiinffache fithrt. Dariiber hin-
aus verursacht das TGO-Wachstum eine Abnahme der Mode I-Komponente schon zu Beginn
der Oxidationsphase, und gleichzeitig eine starke Zunahme von Mode II. Solange das TGO-
Wachstum nicht beriicksichtigt wurde, blieb die Rissbelastung stets rein Mode I-abhingig.
Anhand der zeitlichen Verldufe der Energiefreisetzungrate konnte festgestellt werden, dass die
Abkiihlphase bei TGO-Schichtwachstum keine nennenswerte Erhohung der Belastung bewirkt
(Abbildung 6.7). Es wird daher davon ausgegangen, dass Risswachstum bevorzugt wéhrend
der Oxidationsphase stattfindet. Nach Evans et al. [46] liegt der Risswiderstand der TGO-
Schicht bei 20 N/m. Anhand Abbildung 6.7 ist ein Risswachstum wéhrend und nach der
Autheizphase ausgeschlossen, da die kritische Energie nicht erreicht ist. Die starke Zunahme
von Geq wihrend der Oxidationsphase wiirde zu einem instabilen Risswachstum innerhalb
der TGO-Schicht fithren. Anhand von Abbildung 5.24(b) kann eine kritische Oxidschicht-
dicke ermittelt werden, da Gyit,Tgo schon bei tnorm = 0,7 erreicht wird. Ausgehend von einer
Anfangsrissldnge von 3 ym findet ein instabiles Risswachstum ab einer gesamten kritischen
TGO-Schichtdicke von 4 + 2,7 = 6,7 um statt. Dieser Riss wiirde sich aufgrund des mit wach-
sender Risslinge zunehmenden Geq-Wertes instabil innerhalb der TGO-Schicht ausbreiten.
Eine weitere Verldngerung des Risses innerhalb der WDS héngt nun vom Risswiderstand der
WDS ab. Abbildung 6.7 zeigt fiir a =8 ym eine deutliche Abnahme von Geq in der WDS.
Falls die Triebkraft an dieser Stelle hoher als der Risswiderstand ist, dann ist ein weiteres

Risswachstum in der WDS unvermeindlich.

Das Risswachstum in der TGO-Schicht wird durch Mode II dominiert. Dies hat eine Um-
lenkung der Rissausbreitungsebene zur Folge. Die Beriicksichtigung der Spannungsverteilung
in der WDS und der numerisch ermittelte Umlenkungswinkel von etwa 70° (fiir a = 5 pm)
deuten darauf hin, dass sich der Riss in die Richtung der maximale senkrechten Zugspannun-
gen in der WDS ausbreitet. Dies wird durch die Zunahme des Mode I-Anteils fiir a = 8 pym
bestétigt. Es wurde im vorherigen Abschnitt dieser Untersuchung bereits gezeigt, dass TGO-
Wachstum kombiniert mit einer hohen Rauheitsamplitude die maximalen Zugbelastung in
den Flankenbereich der WDS verschiebt. Dadurch sind optimale Bedingungen fiir eine late-
rale Rissausbreitung in der WDS vorhanden, einmal die Rissspitze aus der TGO-Schicht die
Grenzfliache zwischen TGO und WDS erreicht hat. In Abbildung 5.22(a) ist deutlich zu sehen,
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Abbildung 6.7: Geq als Funktion der TGO-Risslédnge bei A = 10 ym

dass der Ubergang der Risse zwischen TGO und WDS genau im Flankenbereich der Rauheit
erfolgt. Die weitere Rissausbreitung des TGO-Risses in der WDS wird im né#chsten Abschnitt

genauer untersucht.

6.2.3 Grenzflichenablosung und Risswachstum in der WDS

Die Haftenergie der Grenzflache zwischen TGO und HVS kann héher als 100 N/m sein. Wéh-
rend der Haltephase bei hoher Temperatur kann Schwefel, der in der HVS als Verunreini-
gung vorliegt, an die Grenzflache diffundieren und die Haftfestigkeit entscheidend herabsetzen.
Evans et al. [47] geben in einem solchen Fall eine Haftenergie zwischen 5 und 20 N/m an. Die
hohen normalen Zugspannungen im Bergbereich der Grenzfliche zwischen TGO und HVS, die
anhand der numerischen Modellierung nachgewiesen wurden, fithren in Verkniipfung mit einer
niedrigen Grenzflichenhaftung zur lokalen Ablésung. Die Rissausbreitung kann nicht entlang
der Grenzfliche bis ins Tal verlaufen, da zum einen die Zugspannungen relativ rasch abnehmen
und zum anderen ein Verlauf entlang der gewellten Grenzfliche energetisch ungiinstig ist. Die
Bewertung der in Abbildung 5.27(a) dargestellten Rissgeometrie ergab eine reine Mode II-
Rissbelastung. Die Verformung an der Rissspitze deutet darauf hin, dass die Rissausbreitung
innerhalb der TGO-Schicht nicht waagerecht erfolgt, sondern stark in Richtung Tal geneigt.
Die extrem hohe Energiefreisetzungsrate im Vergleich zum Risswiderstand der TGO-Schicht

schliefit jeglichen Zweifel beziiglich einer Rissausbreitung aus.
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Bei Erreichen der Grenzfliche zwischen TGO und WDS wiirde sich das Risswachstum in der
keramischen Schicht nach Mode I fortsetzen. Solche Hinweise liefert die durchgefiihrte Rissbe-
wertung anhand der in Abbildung 5.27(b) dargestellten Geometrie. Die dominierende Mode I-
Belastung an der Rissspitze A ist relativ niedrig. Dies hingt allerdings nur mit der eingestellten
Enddicke der Oxidschicht und der Rauheitsamplitude zusammen. Durch die HVS-Oxidation
und eine hohe Rauheitsamplitude (a > 20 pm) verschieben sich die senkrechten Zugspannun-
gen in den Flankenbereich der WDS. Eine ldngere Oxidationszeit hebt die Zugbelastung weiter
an und kann die dquivalente Energiefreisetzungsrate iiber den Risswiderstand der WDS hinaus

erhohen.

Der in diesem Abschnitt beschriebene Versagensmechanismus verbindet eine Rissausbreitung
entlang der Grenzfliche zwischen TGO und HVS mit einer Rissverlingerung im Flankenbe-
reich der WDS. Dieser Mechanismus entspricht dem in Abschnitt 3.2 (vgl. Abbildung 3.5)
von Evans vorgeschlagenen Versagensszenario. Die vorliegenden Rissbewertungen kénnen al-
lerdings nicht den endgiiltigen Beweis liefern, ob die Risse im Flankenbereich der WDS und
die Grenzflachenablosung aufeinander zulaufen, oder die Rissverldngerung sich ausgehend von
der Grenzflachenablosung und der Umlenkung durch die TGO-Schicht in den Flankenbereich
der WDS fortsetzt.

Die im Rahmen dieser Arbeit modellierte Grenzflachenrauheit geht von einer konstanten Am-
plitude und Wellenlédnge aus. Die Mikrostruktur des APS-WDS-Systems zeigt dagegen eine
sich stark verdndernde Morphologie der Grenzfliche. Die durchgefiihrten numerischen Unter-
suchungen zeigten, dass sich der Versagensmodus in Abh#ngigkeit der Mikrostruktur stark
dndern kann. Die schematische Darstellung in Abbildung 6.8 zeigt eine mogliche Wechselwir-

kung zwischen verschiedenen Mechanismen anhand eines realitdtsnahen Rauheitsprofils.

WDS

Morphologie der TGO-Schicht

Hohe Dicke, zerkliftete Struktur < » Kompakt

HVS TGO

Abbildung 6.8: Rissausbreitungsverhalten in einem APS-WDS-System
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Eine grofte Rauheitsamplitude und der Einfluss des TGO-Wachstums eignen sich mehr fiir eine
Mode I-Rissausbreitung im Flankenbereich der WDS. Dagegen wiirde eine kleine Rauhigkeit
ein Risswachstum im Bergbereich der WDS vorantreiben. Das laterale Risswachstum in der
WDS kann sich in der Ndhe von hohen Rauheitsspitzen nach zwei verschiedenen Mechanismen

fortsetzen:

1. Bei einer stark zerkliifteten TGO-Grenzfliche zur HVS erfolgt ein Risswachstum in der
TGO-Schicht (vgl. Abbildung 6.8 links). Die TGO-Schicht erreicht in diesem Fall auf-
grund innerer Oxidation eine relativ grofe Dicke. Die experimentellen Beobachtungen
bestédtigen den Verlauf der Risse innerhalb der TGO-Schicht.

2. Bei kompakten TGO-Schichten, deren Grenzflachenhaftfestigkeit durch Verunreinigun-
gen stark herabgesetzt ist, erfolgt ein Risswachstum entlang der Grenzfliche zwischen
TGO und HVS (vgl. Abbildung 6.8 rechts).

Die Mikrostruktur der APS-WDS weist eine starke Mikrorissigkeit auf. Nur wenige dieser
Risse fiihrten zum Versagen. Je nach lokaler Morphologie des Grenzflichenbereichs (TGO,
Rauheitsprofil) erfolgt eine selektive Rissausbreitung. Der Verlauf des zum Versagen fithrenden
Delaminationsrisses ist letztendlich eine Verbindung zwischen den lokalen Schwachstellen (in
Abbildung 6.8 durch Pfeile gekennzeichnet).

6.2.4 Einfluss der viskoplastischen Eigenschaften der HVS

Die bruchmechanische Bewertung von Rissen im Bergbereich der WDS zeigte, dass das Kriech-
verhalten der HVS die Mode I-Belastung an der Rissspitze wahrend der Abkiihlphase herab-
setzt (vgl. Abbildung 5.19). Die Mode II-Komponente hingegen nimmt zu. TGO-Risse, die eine
eindeutige Mode-II-Dominanz zeigten, wiesen das gleiche Verhalten auf (vgl. Abbildung 5.25).
Somit hat die starke Spannungsrelaxation in der HVS wihrend der Oxidationsphase und am
Anfang der Abkiihlphase einen selektiven Einfluss auf die Rissbelastung. HVS-Kriechen ver-
bessert Mode I und verschlechtert Mode II. Brindley [57] untersuchte drei verschiedene Haft-
vermittlerschichten, die unterschiedliche Kriecheigenschaften aufweisen. Er stellte fest, dass
die kriechfestere HVS die héchste Lebensdauer liefert.

In Abbildung 6.9(a) ist der Verlauf der von Mises-Spannung in der HVS entlang einer zur
Grenzfliche parallelen Linie dargestellt. Erwartungsgemaf nimmt die Spannung in der HVS
unter dem Einfluss des Kriechens deutlich ab. Dabei ist die Abnahme der Spannung im Talbe-
reich, die an der Stelle x = 30 pm maximal wird und etwa 400 MPa betrégt, deutlich grofer
als im Bergbereich (etwa 50 MPa).

Die gleiche Auftragung der einzelnen Spannungskomponenten, allerdings in der WDS (Ab-
bildung 6.9(b), (c) und (d)) zeigt, dass durch HVS-Kriechen iiberall die Spannung - mit
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Abbildung 6.9: Einfluss des HVS-Kriechverhaltens auf die Spannungsverteilung entlang einer zur Grenzfléche
paralellen Linie (nach Ende des thermischen Zyklus)
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Ausnahme von oy, im Bergbereich - betragsméfig zunimmt. Dies erkldrt die Abnahme von
Mode I und die Zunahme von Mode II an der Spitze von Rissen im Bergbereich. Der Ver-
gleich der von Mises-Spannung in der WDS mit und ohne HVS-Kriechen zeigt, dass die Span-
nung insgesamt in der WDS entlang der Grenzfliche zunimmt. Dies kénnte die von Brindley
festgestellte Abnahme der Lebensdauer bei einer kriechfreudigeren HVS erkliren. Wahrend
der Anfangsphase beim Abkiihlen (0 < tporm < 0,2) sind aufgrund der noch hohen Tempera-
tur Kriechverformungsprozesse wirksam. Der oben beschriebene HVS-Kriecheinfluss auf die
Spannungsverteilung in der WDS erklart die Abnahme von G und die Zunahme von Gp
withrend dieses Zeitabschnitts (vgl. Abbildung 5.19(b) und 5.25(b)). Die Anderung der Ener-
giefreisetzungsrate in diesem Zeitabschnitt wird durch das HVS-Kriechen dominiert. Sobald
die Temperatur unter 800 °C sinkt, dndert sich das duktile Verhalten der HVS drastisch. Die
Mechanismen der thermischen Fehlanpassung (bleibende inelastische Verformung der HVS
und unterschiedliche thermische Ausdehnungskoeffizienten) greifen dann ein und dominieren

den weiteren Belastungsverlauf.
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Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist die numerische Modellierung des Versagensverhaltens
von Wirmeddmmschichten. Die mikromechanische Berechnung der Eigenspannungsverteilung
im WDS-System durch den Einsatz der Methode der finiten Elemente sowie die Bewertung
des Rissausbreitungsverhaltens anhand geeigneter bruchmechanischer Ansétze stehen im Mit-

telpunkt der durchgefiihrten Untersuchungen.

Der grundsétzliche Aufbau der untersuchten Verbundstruktur und die Anforderungen an das
WDS-System wurden in Kapitel 2 beschrieben. Dariiber hinaus wurde auf das Herstellungs-
verfahren der Schichten eingegangen, das ihre Mikrostruktur und somit ihr Materialverhalten
festlegt. Die mechanische und physikalische Charakterisierung der einzelnen Schichten stellt
die Grundlage der im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten numerischen Modellierung dar.
Die Mikrostruktur des WDS-Systems spielte auferdem eine zentrale Rolle bei der Aufstellung
und Bewertung der behandelten Versagensmechanismen. Die Morphologie der Grenzflichen
zwischen WDS, TGO und HVS war dabei eines der wichtigsten bei der numerischen Model-
lierung beriicksichtigten mikrostrukturellen Details.

Basierend auf einer ausfithrlichen Literaturrecherche wurde eine Ubersicht iiber die verschie-
denen lebensdauerbegrenzenden Faktoren vorgestellt. Zu den wichtigsten im Rahmen die-
ser Arbeit beriicksichtigten Schidigungsmechanismen z#hlt neben der thermischen Fehlan-
passung, die durch das unterschiedliche Ausdehnungsverhalten der einzelnen Schichten wéh-
rend der thermischen Belastung verursacht wird, die Oxidation der HVS bzw. das TGO-
Schichtwachstum. Dariiber hinaus wurden verschiedene aus der Literatur bekannte Versa-
gensmechanismen und Lebensdaueransitze vorgestellt. Es hat sich dabei herausgestellt, dass
die meisten Ansétze empirischer Natur und somit systemspezifisch sind. Thre Erweiterung auf
verschiedene System- und Betriebsparameter ist mit einem hohen Aufwand verbunden und
daher nur bedingt moglich. Eine weitere Alternative zu den experimentellen Verfahren stellt
der verstirkte Einsatz der FE-Methode dar. Nachteil der bisher vorhandenen numerischen
Untersuchungen ist ihre Begrenzung auf die Berechnung des Eigenspannungszustandes im
WDS-System, anhand dessen Versagensmechanismen und Versagensbedingungen aufgestellt
werden. Zudem wird hiufig die Bewertung der Eigenspannungsverteilung auf die senkrechte

bzw. zur Grenzfliche normale Spannungskomponente reduziert. Es wird in den meisten Fillen

111



112 Zusammenfassung und Ausblick

von einer reinen Mode I-Rissausbreitung ausgegangen, mit der letztendlich das Versagen der
WDS beschrieben wird.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein neues Konzept vorgestellt, das in Abbildung 7.1 dargestellt
ist. Das Ziel war dabei die Bereitstellung eines numerischen Werkzeugs, das die Untersuchung
des Versagensverhaltens von WDS-Systemen durch bruchmechanische Ansétze ermdéglichen
soll. Ferner stellt die Methode die Grundlage eines numerischen Modells zur Lebensdauervor-

hersage dar.

Eigenspannungsberechnung

Y
Rissimplementierung

A 4

Mixed-Mode—-Kriterium

Ja

!

Lebensdauer

Abbildung 7.1: Konzept der numerischen Untersuchung des Versagensverhaltens von WDS-Systemen und
Vorgehensweise bei der Lebensdauervorhersage

Der erste Baustein der FEM-Analyse war stets die Durchfiihrung einer Eigenspannungsbe-
rechnung der Verbundstruktur. Dabei wurde die Rauheit der Grenzfliche durch eine sinus-
formige Linie modelliert. Aufgrund der Periodizitdts- und Symmetrieeigenschaften konnte die
Struktur auf die Modellierung einer halben Wellenléinge reduziert werden. Als Materialverhal-

ten wurde ein linear elastisches Stoffgesetz angenommen. Eine Ausnahme bildete dabei die

Risswachstumsrichtung ——{ Rissfortschrittssimulation | ------

MRSM ———» Rissmodellierung und Rissbewertung |« - -
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HVS, bei der ein viskoplastisches Materialverhalten beriicksichtigt wurde. Die Werkstoffpa-
rameter wurden in Abh#ngigkeit von der Temperatur angegeben. Als thermische Belastung
wurde eine isotherme Oxidation simuliert. Wihrend der Haltephase bei 1000 °C wurde das
TGO-Schichtwachstum modelliert. Diesem Schichtwachstum liegt die experimentell ermittelte
Oxidationskinetik zugrunde. Numerisch wurde es durch Erweiterung des ,Swelling“-Modells in
ABAQUS realisiert, wobei eine zeit- und eine ortsabhéngige Schichtwachstumsrate eingestellt

werden konnten.

Anhand der Eigenspannungsanalyse von Zweischichtsystemen konnte zum einen das FEM-
Modell durch Vergleichen mit analytischen Ndherungslosungen validiert werden. Zum ande-
ren konnte der Einfluss der Grenzflichenrauheit auf die lokale Spannungsverteilung gezeigt
werden. Die Rauheit ist die Hauptursache fiir die Entstehung einer Beanspruchung in Norma-
lenrichtung sowie von Schubspannungen und Spannungsspitzen im Grenzflichenbereich. Die
Grenzflachenrauheit stellt somit die erste Quelle der fiir das Mikrorisswachstum notwendigen
Triebkraft dar. Erst wenn diese Mikrorisse eine kritische Lénge erreichen (Delaminationsriss),

tritt Versagen ein.

Die Eigenspannungsberechnung im WDS-System zeigte, dass der Bergbereich der WDS auf-
grund von senkrechten Zugspannungen eine kritische Zone darstellt. Darliber hinaus steht
die Grenzfliche zwischen TGO und HVS im Bergbereich der Rauheit unter einer Zugbela-
stung in die normale Richtung. Diese Zugbelastung begiinstigt eine Grenzflichenablosung.
Es hat sich herausgestellt, dass sich durch den Einfluss der Oxidationsphase das Gebiet mit
Zugspannungen im Bergbereich der WDS vergréfsert hat. Das TGO-Schichtwachstum verur-
sacht eine betragsméfige Zunahme der Spannungen. Die Erh6hung der Rauheitsamplitude
kombiniert mit dem TGO-Schichtwachstum fiihrt zur Verschiebung der maximalen senkrech-
ten Zugspannungen in den Flankenbereich der Rauheit. Somit konnte dieses Gebiet bei hohen
Rauheitsamplituden als kritischer Risswachstumsbereich identifiziert werden. Die Auswertung
sdmtlicher Eigenspannungsverteilungen konnte keine Hinweise iiber eine mdogliche Rissinitiie-
rung oder Risswachstum im Talbereich liefern, der in dieser Arbeit als unkritisch betrachtet

wird.

Die gewonnenen Informationen aus der Eigenspannungsanalyse wurden dann bei der Wahl
der kritischen Bereiche fiir die Rissimplementierung und Rissmodellierung eingesetzt (vgl.
Abbildung 7.1). Die Rissbewertung erfolgte anhand der modifizierten Rissschlieffungsmethode
(MRSM), die als eine externe Auswertungsroutine eingesetzt wurde. Als Eingangsdaten wur-
den die mit Hilfe der FEM gerechneten Verschiebungs- und Spannungsfelder der rissbehafteten
Struktur verwendet. Die eingesetzte bruchmechanische Rissbewertungsmehode wurde anhand
von verschiedenen analytisch 16sbaren strukturmechanischen Problemen validiert. Es konn-
te gezeigt werden, dass diese Methode iiber eine hohe numerische Genauigkeit verfiigt. Ihre
entscheidenden Vorteile waren zum einen eine einfache Verkniipfung mit der FEM und zum

anderen die Fahigkeit, die einzelnen Komponenten der Energiefreisetzungsrate zu bestimmen.
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Bei der Untersuchung des Risswachstumsverhaltens im WDS-System wurde erstmalig eine
reine bruchmechanische Analyse durchgefiihrt, die sich auf ein Mixed-Mode-Kriterium stiitzt.
Hierbei liegt der entscheidende Vorteil in der Beriicksichtigung sémtlicher Spannungskompo-
nenten. Die dquivalente Energiefreisetzungsrate und der Rissumlenkungswinkel wurden aus
den mit Hilfe der MRSM ermittelten Gi- und Gii-Werten bestimmt. Das Risswachstum wur-
de letztendlich durch den Vergleich der gerechneten Rissbelastung mit dem experimentell

ermittelten Risswiderstand vorhergesagt.

Mit Hilfe des in Abbildung 7.1 dargestellten Konzepts wurden drei verschiedene Versagens-

mechanismen untersucht:

1. Die bruchmechanische Bewertung von Rissen im Bergbereich der WDS hat gezeigt, dass
die Rissbelastung und das Verhéltnis zwischen Mode I und Mode II sehr stark von
der Rissldnge, der Rauheitsamplitude und dem Abstand zur Grenzfliche abhéngig sind.
Bei einer kleinen Rauheitamplitude wird die Belastung durch Mode I dominiert. Die
Entstehung eines zum Versagen fithrenden Delaminationsrisses (nahe an und parallel
zur Grenzfliche) wird grundsitzlich durch eine kleine Rauheitsamplitude begiinstigt.
Mit zunehmender Rauheitsamplitude nimmt der Mode II-Anteil zu. Dadurch wird die
Rissausbreitung umgelenkt, so dass sich die Rissspitze von der Grenzfliche entfernt.
Wiéhrend Mode I die Rissausbreitung entlang der Grenzfliche zwischen zwei aufeinan-
der liegenden Spritzfladen fordert, begiinstigt Mode II eine Rissverlingerung innerhalb
des Spritzfladens (intra-lamellare Risse). Mit abnehmender Entfernung zur Grenzflache
nehmen die Energiefreisetzungsrate und insbesondere der Mode II-Anteil sehr stark zu.
Mit zunehmender Rissldnge steigt die dquivalente Rissbelastung zunichst an, um ab
einer Liange von 10 ym wieder abzunehmen. Je nach betrachteten Risswiderstand fin-
det daher eine begrenzte instabile Rissverlangerung wahrend der Oxidationsphase statt.
Instabiles Risswachstum setzt sich begrenzt wihrend der Abkiihlphase fort, da die ther-
mische Fehlanpassung die Rissbelastung nochmals erhéht. Aufgrund der stets niedrigen
Rissbelastung wihrend der Aufheizphase konnte diese nicht als versagensrelevant ange-
sehen werden. Wenn die kritische Energiefreisetzungsrate erst wihrend der Abkiihlphase
erreicht wird, findet kein Versagen statt, da die mit wachsender Risslinge abnehmende
Triebkraft einen Abbruch der Rissverlingerung zur Folge hat. Die im Rahmen dieser
Arbeit ermittelte Abhéngigkeit zwischen der Rissbelastung und der Rissldnge konnte
fiir die gewahlte Geometriekonfiguration kein Versagen der Schicht zeigen, da die Min-

destrisslénge von einer halben Periodenldnge der Rauheit nicht erreicht wurde.

2. Ausgehend von experimentellen Schiadigungsuntersuchungen wurden Risse im Bergbe-
reich einer dicken TGO-Schicht modelliert. Es hat sich herausgestellt, dass ab einer be-
stimmten kritischen Oxidschichtdicke ein instabiles Risswachstum innerhalb der TGO-

Schicht stattfindet. Dort ist die Rissverldngerung sehr stark Mode Il-abhingig und
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erfolgt so, dass sich die Rissspitze bei Erreichen der Grenzfliche zwischen TGO und
WDS in einem Zugspannungsbereich befindet. Die weitere Rissverléngerung innerhalb
des Flankenbereichs der WDS erfolgt unter einem zunehmenden Einfluss von Mode I. Der
experimentell beobachtete Schadigungsverlauf stimmt mit den numerischen Ergebnissen

iiberein.

3. Die Zugspannungen an der Grenzfliche zwischen HVS und TGO im Bergbereich der
Rauheit fithren zur Entstehung einer Ablosung, die im Flankenbereich umgelenkt wird
und sich durch die TGO-Schicht ausbreitet. Es wurde gezeigt, dass die fiir Risswachstum
zur Verfiigung stehende Energie sehr hoch ist. Das Risswachstum in der TGO-Schicht
wird durch Mode IT dominiert und erfolgt so, dass sich die Rissspitze bei Erreichen
der WDS im Bereich der maximalen senkrechten Zugbelastung befindet. Die weitere
Rissausbreitung in der WDS erfolgt im Flankenbereich der Rauheit und wird deutlich
durch Mode I dominiert.

Anhand der vorliegenden numerischen Untersuchungen konnte die Wechselwirkung zwischen
dem Grenzflichenrauheitsprofil, dem viskoplastischen Materialverhalten der HVS und dem
TGO-Schichtwachstum als wichtigsten lebensdauerbegrenzenden Faktoren erfolgreich gezeigt
werden. Die gewonnenen Erkenntnisse wurden zur Aufstellung eines allgmeinen Versagensab-
laufes eingesetzt. Anhand des vorgestellten numerischen Konzepts wurde eine neue Methode
eingefiihrt, die aufgrund ihrer hohen Flexibilitdt eine systematische Untersuchung des Ein-
flusses von verschiedenen System- und Belastungsparametern ermoglicht. Im Hinblick auf die
Schichtoptimierung wurde somit die Grundlage fiir die Durchfithrung einer Parameterstudie
bereitgestellt. Das Risswachstumsverhalten wurde bisher durch eine statische Verldngerung des
Risses untersucht. Daher besteht der néchste Schritt darin, fiir verschiedene Geometriepara-
meter verschiedene Rissléngen zu modellieren und zu bewerten. Die Vorhersage des Risswachs-
tumsverhaltens kénnte somit die Identifikation von kritischen und unkritischen Parameterkon-
stellationen des WDS-Systems ermdglichen. Dies stellt einen sehr wichtigen Schritt auf den
Weg zur Designintegration der WDS dar. Die Zuverldssigkeit der Vorhersage des Rissausbrei-
tungsverhaltens hingt sehr stark von den experimentellen Werkstoffkennwerten ab. Daher ist
eine genaue Bestimmung des Risswiderstands als eine der wichtigsten Gréfsen im gesamten

Untersuchungskonzept von entscheidender Bedeutung.

Das vorgestellte numerische Modell kann ohne weiteres fiir die Simulation einer zyklischen
Oxidationsbelastung eingesetzt werden. Weitere Erweiterungsmoglichkeiten bestehen in der
Beriicksichtigung des Kriech- und Sinterverhaltens der WDS. Dariiber hinaus koénnten lei-
stungsfahigere viskoplastische Stoffmodelle der HVS und des Substrats herangezogen werden.
Die Modellierung des TGO-Schichtwachstums kann durch ein spannungsabhéngiges laterales
Wachstum erweitert werden. Der hochste Aufwand besteht allerdings in der Realisierung einer

dynamischen Rissfortschrittssimulation (siehe Abbildung 7.1), da in diesem Fall ein neuer Me-
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chanismus zur automatischen Erstellung von FEM-Netzen erforderlich ist. Dabei miissen die
Anforderungen der MRSM an die Netzkonfiguration um die Rissspitze stets erfiillt sein. Dieses
Verfahren hat den wesentlichen Vorteil, dass die Lebensdauer des WDS-Systems unmittelbar

am Ende der Simulation ermittelt werden kann.



A Materialeigenschaften

TPC B[R] oK y[-]
25 211-103 - 0,3
200 201-10° 1,26-10~° 0,3
400  188-10% 1,36-107° 0,3
600 173-10% 1,40-107° 0,3
800  157-10% 1,54-107° 0,3
1000 139-10° 1,63-107° 0,3

Tabelle A.1: Werkstoffkennwerte des Substrats [99]

TPC B[R] oK Y v
20 17,5-10® 9,68-10% 0,2
400 - 9,70-107% 0,2
700 - 9,88-107% 0,2
900 12,4-103 - 0,2
1000 - 1,034-107° 0,2

Tabelle A.2: Werkstoffkennwerte der WDS [99]

T[C] Elgzl oK v
25 380-10% 5,10-1076 0,27
600  353-10° - 0,27
800  338-103 - 0,27
1000  312-103 - 0,27
1165 - 9,80-107% 0,27

Tabelle A.3: Werkstoffkennwerte fiir die TGO [100]



118 Materialeigenschaften

T[°C] Elgmel K Reslmml vI-l Algpas] n [-]

mm?2 mm?2

20 220-10% 10,41 -10°6 - 0,3 - -
400  200-10% 12,70-10 1100 0,3

600  185-10% 13,33-10°° - 0,3 6,5418-10" 4.5686
700 174-10® 13,75-107 - 0,3 2,1997-10"'2 2,9894
800  163-10% 14,16-107 300 0,3 1,8407-107 11,5514
850 - - - 0,3 2,1518-10"% 24543
900  144-10® 16,04-10°° 47 0,3 - -
1000  118-10® 17,5010 10 0,3 - -

Tabelle A.4: Werkstoffkennwerte der HVS [54]
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B.1 Winkelfunktionen

Quelle: [101]

3 35"

fl= cosg 1—sin§sin7‘p (B.1)

T 2 P )

fiy = cos o 1—|—sm§sm7 (B.2)
A~ cos L sin® cos 2P B.3
xy = €085 sin g cos (B.3)

11 B, @ 3P

fox = sin o 2+s1n§sm7 (B.4)
il — sinfcosgcos?)—(p (B.5)
W T2 T2 T 2 '

fl = cos? 1—sin£cos3—(’0 (B.6)

it 2 2 2 ’

B.2 FEM-Formulierung der MRSM fiir singuldre Elemente

Singuldre Elemente um die Spitze eines Risses kénnen durch Verschieben der mittleren Kno-
ten von quadratischen Elementen 2. Ordnung um ein Viertel des Abstandes zwischen den
Eckknoten in Richtung Rissspitze erreicht werden. Bei der dargestellten Konfiguration in der
Abbildung B.1 stellen die Knoten j,1und I’, die entlang der Linie y = 0 liegen, die sogenannten
Viertelpunktknoten dar.

Durch die Anwendung dieser speziellen Elemente kann die Spannungsverteilung vor der

Rissspitze (entlang der Linie y = 0) mit folgender Gleichung beschrieben werden [106]:

119
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Ya
Aa Aa

Abbildung B.1: Modifizierte Rissschliefungsmethode mit singuldren Elementen

A
Oyy = 7)1_( + Ay + Azv/x (B.7)

wobei A1, As und Az Konstanten sind. Die Formfunktion der singuldren Elemente 2. Ordnung

ergibt sich zu

X X [ x X [ x X
= [1-34/—+2— ) v 4y[— —4— ) v; —/—+2— B.
v(x) ( 3 Aa + Aa) Vit ( Aa Aa) it ( Aa + Aa) v (BS)
Die Krifte an den Knoten i, j und k, die durch die Spannungsverteilung (Gleichung B.7)

hervorgerufen werden, kénnen mit den Konstanten Aj, As und As durch folgende Gleichung

in Beziehung gebracht werden:

{F} = [Q{A} (B.9)

wobel

{F} = {Fy,i Fy,j Fy,k}T

{A} = {AVAa AyAa A3Aa%%T (B.10)
[0 -
Q] = —3g | 40 20 12

10 10 9
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Zur Bestimmung der Energiefreisetzungsrate nach der Integralformulierung von Irwin werden

die Gleichungen B.7, B.8 und B.9 in Gleichung 4.5 eingesetzt. Dies ergibt fiir Mode I:

Gr = 555 [Fyi(t11(vin — Vi) + t12(vi — vr))
+Fy i (to1 (vin — viy) + toa(vi — vr)) (B.11)
+Fy,k (t31 (Vm - Vm') + t32 (V] — Vl’))]

und analog dazu ergibt sich fiir Mode II:

Gu = a7 [Fxi(ti1(um — up) + t12(w — up))
+Fxj (t21 (Um — Uny) + to2(u — ur)) (B.12)
+Fx,k (t31 (um - um’) + t32 (111 — 111/))]

mit

337 337
t11 = 14— — tio = =52+ —
11 3 ; bi2 + 3
7 21w 217
—_! . = 17-== B.1
ta1 5 + 6 t22 7 1 (B.13)
21w 21w
= _ = — 2 —_
t31 8 g t32 3 2

Die oben aufgestellten Gleichungen gelten nur in dem Fall, dass reine Mode I- oder Mode II-
Bedingungen herrschen. Bei einem zur Rissebene symmetrischen Netz sind die Beitrige der
Elemente A und B an den Knotenkréfte in i, j und k genau die gleichen wie die aus den
Elementen C und D, allerdings mit umgekehrtem Vorzeichen. Es sei hier darauf hingewiesen,
dass die Kréfte an dem Knoten k allein aus dem Element B bzw. aus dem Element D bestimmt
werden. In einer Mixed-Mode-Situation ist die Deformation des Netzes weder symmetrisch
noch antisymmetrisch beziiglich der Rissebene (y = 0). Die resultierenden Knotenkréfte in k
aus dem Element B und D sind verschieden und sollen daher getrennt beriicksichtigt werden.
Die durch das Element B hervorgerufenen Kréfte im Knoten k werden mit Ff’k und F}Iik
bezeichnet. Analog dazu bezeichnen F)]?,k und F)I(),k die Kraftbeitrdge des Elements D. Die
FEM-gerechte Formulierung der MRSM ldsst sich damit mit der folgenden Gleichung angeben:
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Gr = 5t [Fyi(t11(vn — viw) + t12(v1 — vr))
+Fy (t21(Vin — Vi) + t22(v1 — Vi) (B.14)
+FyB,k (t31Vm + t32V1) + Fak (t31 Ve + t3271)]

wobei die Koeffizienten t11, t12,- - - ,t30 unverdndert bleiben und durch Gleichung B.13 definiert
sind. ¥m, Vi, V1 und vy sind die relativen Verschiebungen beziiglich der Rissspitze i. Daher

gilt:

Vm = Vm— Vi ; Vo = Vi — Vi ; VI = V] —Vj ; Vy = Vy —Vj (B.15)

Fiir die Mode II-Komponente der Energiefreisetzungsrate wird die Gleichung B.14 umgeschrie-
ben, indem die Verschiebung v durch die Verschiebung u in die x-Richtung ersetzt wird. Die

Krifteindices werden genauso vertauscht, d.h. die y-Komponente durch die x-Komponente.

B.3 Validierung der MRSM

Dieser Abschnitt widmet sich in erster Linie der Uberpriifung bzw. der Validierung der selbst-
geschriebenen Auswertungsroutine, die die modeabhingigigen Komponenten der Energiefrei-
setzungsrate anhand von Knotenkriften vor der Rissspitze und Knotenverschiebungen hinter
der Rissspitze bestimmt. Diese Routine liest die bindre Ergebnisdatei der ABAQUS-Rechnung
und extrahiert automatisch die benétigten Daten. Anhand der Knoten- und Elementkonfigu-
ration um die Rissspitze werden dann - je nach Elementtyp und Elementordnung - die beno-
tigten Energiegrofen bestimmt. An dieser Stelle sei ausdriicklich darauf hingewiesen, dass die
Genauigkeit der MRSM, insbesondere bei der Verwendung von singuldren Elementen an der

Rissspitze, sehr stark von der richtigen Bestimmung der Knotenkréfte abhéngig ist [118,119].

Zum Vergleich der numerischen Ergebnisse untereinander wird stets das J-Integral herangezo-
gen, dessen Bestimmung standardméfig in ABAQUS integriert wurde. Es wurden hierzu drei
verschiedene, einfache bruchmechanische Probleme gew#hlt und behandelt. Die Ergebnisse

dieser Untersuchungen werden in den folgenden Abschnitten kurz zusammengefasst.

B.3.1 Zugplatte mit Innenriss

In Abildung B.2 ist eine Zugplatte mit einem Innenriss der Linge 2a = 2 mm dargestellt. Die
Zugspannung o( betrdgt 600 MPa und wird in Richtung der y-Achse aufgebracht. Es wird
angenommen, dass sich die Platte linear elastisch verhilt (E = 380 GPa, v = 0,25).
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Die in der Abbildung B.2 vorgegebene Beanspruchung ergibt eine reine Mode I-Belastung
des Risses. Der K-Faktor an den Rissspitzen A und B ldsst sich in diesem Fall mit folgender
Gleichung angeben [101]:

Ki = opvaYi(a) ; a = (B.16)

2
W

Gy = 600 MPa

trtt

A
y
B A > E
2a=2mm X S
Y
< 2W=20mm

Abbildung B.2: Geometrie der Platte mit einem Innenriss

Im Fall einer endlich ausgedehnten Platte mit einem Innenriss ergibt sich die Geometriefunk-
tion Yy nach [101] zu:

1-0,5a + 0,372 — 0,04403
V1—a«a

Damit ergibt sich fiir diese Beanspruchungssituation unter Beriicksichtigung der Gleichun-

Yi = Yia = Yig= V7 (B.17)

gen B.16, B.17 und 4.4 fiir einen EDZ eine analytisch bestimmte Energiefreisetzungsrate von

N
Got = Gr = 2,8195 — (B.18)

mm

Die Ergebnisse der FEM-Analyse dieses Problems (J-Integral aus ABAQUS) und die Ergebnisse
der MRSM anhand von quadratischen Elementen 1. und 2. Ordnung sind in Abbildung B.3
dargestellt. Das Verhiltnis Aa/a wurde dabei zwischen 10~! und 10~% variiert. Jeder Da-
tenpunkt in der Abbildung B.3 stellt eine FEM-Rechnung dar. Der Vergleich zwischen den
numerisch ermittelten Ergebnissen zeigt eine deutliche Abnahme der relativen Abweichung
zwischen den von ABAQUS ermittelten J-Integral-Werten und den mit der MRSM bestimmten
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2,8

B @) Gl, 1. Ordnung
L —— G, ,, 1.0rdnung D

tot’

B J-Int., 1. Ordnung
r o GI, 2. Ordnung

Energiefreisetzungsrate [N/mm]

27— --—-- G, 2. Ordnung
| &—=< J-Int., 2. Ordnung
Y Ganaly'tisch
2,6 1| IIIIIII 1| IIIIIII 1| IIIIIII 1| IIIIIII 1| IIIIIII 1| IIIIIII Ll L
10® 107 10° 10° 10* 10°® 10% 107
Aa/a [-]

Abbildung B.3: Numerische und analytische Bewertung des Risses aus der Abbildung B.2

Ergebnissen, wenn Elemente 2. Ordnung verwendet werden. Mit 4-Knoten-Elementen liegt
die relative Abweichung zwischen Gyrsyv und J-Integral ungefihr konstant bei 0,35% und
sinkt bei den 8-Knoten-Elementen auf nahezu 0%. Der Vergleich zwischen den numerischen
und analytischen Werten zeigt, dass die Genauigkeit der numerischen Verfahren wesentlich
hoher ist, wenn Elemente 2. Ordnung eingesetzt werden. Die Abweichung der anhand von
4-Knoten-Elementen numerisch ermittelten G- bzw. J-Integralwerte von der analytischen Lo-
sung nimmt mit zunehmender Netzfeinheit an der Rissspitze zu und erreicht im ungiinstigsten
Fall (Aa/a = 108) 5,6%. Dieses Verhalten wird nach [98,122] auf das Problem vom soge-
nannten ,Shear locking®, das typischerweise bei voll integrierten 4-Knoten-Elementen auftritt,
zuriickgefiihrt. Dagegen sind die numerischen Werte bei den Elementen 2. Ordnung ab einem
Aa/a = 107 von der Netzfeinheit unabhingig. Die relative Abweichung von der analyti-
schen Losung betriagt in diesem Fall etwa 0,8%. Damit scheiden die Elemente 1. Ordnung aus

und werden fiir die weiteren Untersuchungen nicht mehr beriicksichtigt.

B.3.2 Platte mit 45°-Innenriss

Beim in Abbildung B.4 dargestellten Fall handelt es sich um die gleiche Zugplatte wie in
dem vorherigen Abschnitt, allerdings mit einem um 45° gedrehten Innenriss. Das elastische
Verhalten aus dem vorherigen Beispiel wird beibehalten. Die geometrischen Abmessungen

sind der Abbildung B.4 zu entnehmen. Nach Gleichung B.16 ergibt sich fiir eine unendlich
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Abbildung B.4: Platte mit 45°-Innenriss

ausgedehnte Platte [103]:
Ki = ovma ; Kip = 7v/7a (B.19)

Dabei sind ¢ und 7 jeweils die Zug- und Schubbelastung im Hauptschubspannungssys-
tem (1,2). Die Transformation aus dem (x,y)-Koordinatensystem in das Hauptschubspan-

nungssystem [120] ergibt:

o
0 =099 = — ; T = |T9| = ?0 (B.20)

Unter der Annahme eines EDZs und durch Anwendung der Gleichung 4.4 ergibt sich in diesem

Fall eine analytisch bestimmte totale Energiefreisetzungsrate

N
Giot = G+ G = 1,395 — (B.?l)

min

Unter Beriicksichtigung von Gleichung B.19 und B.20 folgt fiir die einzelnen Komponenten

der Energiefreisetzungsrate

G N
G = G = ;‘)t = 0,6975 — (B.22)

mm

Die Energiefreisetzungsrate wurde zusétzlich numerisch durch die MRSM und das J-Integral

ermittelt. Um die einzelnen Komponenten des J-Integrals zu extrahieren, wurde dariiber hin-
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aus die Filtertechnik nach Mattheck und Moldenhauer [121] verwendet. Diese Methode beruht
auf das Superpositionsprinzip und nutzt die in ABAQUS standardmifig integrierte Berechnung
des J-Integrals sowie das gezielte Aufsetzen von Randbedingungen entlang der Rissflanken aus.
Die Bestimmung von G1 und Gy erfordert zwei getrennte FEM-Analysen, in denen nacheinan-

der Mode I und IT unterdriickt werden. Die Ergebnisse der numerischen Analysen als Funktion

1,6
g L
e a 4— -&
; L o—-o G
ot
9 (R a G”
g 1.2 =--o Gy
c A——aA J-Int
a i O G, singular
© 10 0 G, singular
n A . "
S & Gtot, singular
= L JAN J-Int., singular
.% > J, Filtertechnik
S o8- _I_ J,; Filtertechnik
c
L

R

0,6 1 1 | I I | II
10° 10° 107 10
Aa/a [-]

-1

Abbildung B.5: Numerisch ermittelte Energiefreisetzungsrate in Abhéngigkeit von Aa/a

der eingesetzten Netzfeinheit sind in der Abbildung B.5 dargestellt. Die MRSM wurde mit re-
guldren und singuldren Elementen 2. Ordnung eingesetzt. Mit Ausnahme einer extrem geringen
Abnahme der Werte zwischen Aa/a = 107! und 10~2 kann davon ausgegangen werden, dass
die berechneten Grofen von der Netzfeinheit unabhingig sind. Eine geniigend hohe Genau-
igkeit der MRSM konnte schon mit einer groben Diskretisierung erzielt werden. Der Einsatz
von singuldren Elementen zeigt keinen eindeutigen Vorteil gegeniiber reguléren Elementen,
mit Ausnahme eines groben Netzes an der Rissspitze. Dort liefern Elemente mit Singularitét
eine hohere Genauigkeit. Der maximale Fehler zwischen den numerisch ermittelten Werten

und dem theoretischen Gyoy ist in der folgenden Tabelle dargestellt:

Auf der Grundlage der in Tabelle B.1 empfiehlt sich die Anwendung von reguléren Elementen
kombiniert mit einem Aa/a = 1073. Bei dieser Netzfeinheit ist auch eine korrekte Modellierung

von Kontaktrandbedingungen an den Rissflanken sichergestellt.
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Aaja 107! 1073 107*

Regulir  12% 0,1% 0,1%
Singular  0,9% 0,4% 0,4%

Tabelle B.1: Fehlerabschétzung zwischen numerisch und theoretisch ermittelten Werte der Energiefreiset-
zungsrate

B.3.3 Grenzflachenriss

In diesem Abschnitt wird die gleiche Geometrie wie in Abbildung B.2 betrachtet, mit dem
einzigen Unterschied, dass die Platte aus zwei verschiedenen Werkstoffen besteht. Die Grenz-
fldche zwischen den beiden Schichten liegt dabei so, dass es sich bei dem dargestellten Riss in
Abbildung B.2 um einen Grenzflichenriss handelt. Es wird weiterhin angenommen, dass beide
Werkstoffe sich linear elastisch verhalten. Die elastischen Eigenschaften sind in der folgenden

Tabelle zusammengefasst:

Parameter  E; [MPa| v || pi [MPa)

Werkstoff 1 380000 0,25 152000
Werkstoff 2 218000 0,3  83846,2

Tabelle B.2: Elastische Eigenschaften der beteiligten Werkstoffe

Im Sonderfall der Grenzflachenrisse gelten die Gleichungen der klassischen LEBM fiir Risse
in homogenen Werkstoffen nicht mehr, denn der Spannungszustand in der N&he der Spitze
eines Grenzflachenrisses ist durch eine oszillierende Singularitdt gekennzeichnet, welche die
Definition eines klassischen Spannungsintesitatsfaktors stark erschwert [111-114,123-127]. Ri-
ce et al. [124] und Hutchinson et al. [125] fithrten den sogenannten komplexen K-Faktor ein, so
dass das Spannungsfeld entlang der Grenzfliche (vor der Rissspitze) mit folgender Gleichung
beschrieben werden kann: )
Kr'

(oyy +iTxy)p=0 = o (B.23)

Fiir Gleichung B.23 gilt das Polarkoordinatensystem aus Abbildung 4.6. Die Bimaterial-

Konstante 4 wird anhand des Dundur-Parameters § angegeben als

1. (1-8
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mit 8 im Fall eines EDZ:

1pa(1 = 20) — pa(1 — 214)

P = T —ve) ¢ (=)

(B.25)

Der komplexe K-Faktor hat im Sinne einer bruchmechanischen Belastungsgrofse keine physika-
lische Bedeutung. Aus Dimensionsbetrachtungen wird ein weiterer K-Faktor, K*, eingefiihrt.
Dabei gilt folgende Gleichung [123]:

K = Km = KI =+ IKH (B26)
wobei L eine charakteristische Geometriegrofe des Risses (z.B. Risslinge oder Restligament)

darstellt und K7 und Kj; gegeben sind durch

Ki = (ogy — 2v7g)Vma
Kii = (ry +2yoyy)vma (B.27)
ogy und 7P sind jeweils eine charakteristische Zug- und Schubbeanspruchung des Risses.

Im vorliegenden Fall gilt og9 = 09 = 600 MPa und 7y = 0. Die Probleme der komplexen K-
Faktoren konnen durch eine Energiebetrachtung umgangen werden. Es ergibt sich somit fiir

die totale Energiefreisetzungsrate eines Grenzflichenrisses folgende Losung [123]:

1—1 1—19 KikQ-l-KikIQ
Gip = B.28
! ( o ) 4cosh? () (B.28)

Die Abschétzung von Gyt nach Gleichung B.28 fiir den vorliegenden Fall fithrt zu einem
analytischen Wert von Giot = 3,749 N/mm. Die numerisch ermittelten Werte der Energiefrei-
setzungsrate in Abhéngigkeit des Verhéltnisses Aa/a sind in der Abbildung B.6(a) dargestellt.

Die numerischen Analysen wurden fiir singuldre und reguldre Elemente 2. Ordnung durch-
gefiihrt. Die Verldufe von Gioy, Gr und Gyp sind fiir beide Elementtypen fast identisch. Erst
mit der Auftragung der relativen Abweichung zwischen dem numerischen Gio und J (vgl.
Abbildung B.6(b) wird eine klare Uberlegung der reguliren Elemente deutlich, da ab einem
Aa/a von 103 die Abweichung zwischen J und Gy sehr nahe an 0% ist. Die berechnete
totale Energiefreisetzungsrate und das J-Integral sind erwartungsgeméaf von der Netzdichte
an der Rissspitze unabhéngig. Dagegen nimmt Gy mit sinkendem Aa/a ab, und gleichzeitig
steigt Grr. Nach derzeitigen Stand scheinen Gi und G nicht innerhalb einer verniinftigen
Netzdichte auf einem bestimmten Wert zu konvergieren. Uber dieses Verhalten wurde schon
von einigen Autoren [111-114,123] berichtet; es wird dort mit der Natur der Singularitét eines
Grenzflachenrisses in Zusammenhang gebracht. Sun et al. [114] konnten durch Vernachléssi-
gung der oszillierenden Terme analytisch zeigen, dass G; und Gy gegen Gyot/2 konvergieren,

wenn Aa/a gegen null geht. Die FEM-Untersuchungen von Dattaguru et al. [112] haben ge-
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(a) Energiefreisetzungsrate

(b) Relative Abweichung zwischen Gt und J
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Abbildung B.6: Numerische Berechnung der Energiefreisetzungsrate fiir einen Grenzflichenrisses

zeigt, dass im Fall einer Bimaterialplatte mit einem Seitenriss unter Zugbelastung G; — 0 und
Gir — Gyot tendieren, wenn Aa/a — 0 geht. Die Frage nach dem ,richtigen* G1/Gyr-Verhaltnis
bei Grenzflichenrissen bleibt weiterhin offen [111]. Trotz dieser Schwierigkeit liefert die MRSM
sehr zuverldssige Ergebnisse und kann in Verbindung mit der FE-Methode sehr effizient einge-
setzt werden. In der in diesem Abschnitt behandelten Risskonfiguration sind die numerischen
Ergebnisse untereinander und im Vergleich zur Literatur konsistent. Es liegt allerdings ein

relativer Fehler zwischen analytischer und numerischer Losung von knapp 2,8% vor.

B.4 Rissausbreitung, Rissumlenkung und Richard-Kriterium

In einer Mixed-Mode-Beanspruchungssituation kann ein Riss seine urspriingliche Ausbrei-
tungsebene verlassen und seine Verldngerung in einer weiteren, um den Winkel 8 umgelenkten
Ebene fortsetzen (sieche Abbildung B.7). Es wird dabei angenommen, dass Rissfortschritt erst

dann erfolgt, wenn der K-Faktor in Mode I einen maximalen Wert erreicht.

Die Spannungsintensitdtsfaktoren k; und kyr, die sich an der Spitze des neu entstandenen
Risses ergeben, werden nach Fett und Munz [130] in Abhéngigkeit von den K-Faktoren des

urspriinglichen Risses (mit der Lénge a) angegeben als
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Abbildung B.7: Rissumlenkung unter dem Einfluss einer Mixed-Mode-Beanspruchung

kit = Ki(a)Ca1(8) + Kii(a)Caz(B)

ki = Ki(a)C11(8) + Ku(a)Ci2(B) (B.29)

(B.30)

Die Gleichungen B.29 und B.30 gelten fiir eine sehr kleine Rissverlangerung l. Die Koeflizienten

Cjj (i, j = 1, 2) lassen sich bei Anwendung der Methode der Gewichtsfunktionen angeben als

Cio

Co1

Cao

cos® (g)
—3sin <é> cos? <é> — 1sin3 (é>
2 2 3 2
sin (é> cos? (é>
2 2
cos (g) <1 — 3sin? (g)) + %sin2 (%ﬂ)

(B.31)

Fett und Munz fiihrten eine Untersuchung der Grenzfille fiir das Verhéltnis Ky /Ky durch und

erhielten folgende Beziehungen:

Fall K;1 < K

In diesem Fall fiithrt eine Potenzreihenentwicklung von Ci; und Cipo (bis zum quadratischen

Glied) zu

3 3
Cu = 1—§ﬁ2 , Cip = _ﬁﬂ (B.32)
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Die Substitution der Gleichungen B.32 in Gleichung B.29 und die Maximierung von k; ergibt

o _ 0 (1 35 w3 _ _ Ku
und somit ist
K = K+ K0 (B.34)
I I 2 K .

Unter der Annahme, dass Versagen nach Mode I erst dann stattfindet, wenn k; den kritischen
Wert Kj. erreicht, folgt fiir ki = Kj. aus Gleichung B.34

und damit

Ki 3 /Kp)?

KIc 2 (KIC> ( )
Fall Ki1 > Kr:

In diesem Fall erreicht k; seinen maximalen Wert Kj., wenn Ci9() maximal wird. Dies tritt

dann ein, wenn

ﬁ = ,Bmax =~ —1,33 (E 770) = CIZ(,BmaX) = 1,224 (B37)

Die resultierende Beziehung aus dem Grenzfall Ky < K1 (Gleichung B.35) entspricht dem
Mixed-Mode-Kriterium nach Richard [129] (Gleichung 4.12) fiir

Kic 3
u ? v ? a KIIC 2 ? ( 38)

Dies gilt genauso fiir den Fall Ky; > Kj, da sich Gleichung B.29 bei Vernachlissigung von Kj

fiir max (k;) = Ky schreiben lésst als:

K

ClQ(ﬂmaw)K— =1 (B.39)
—— K

a=1,224
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Damit wurde gezeigt, dass sich die theoretischen Grenzfille von max (k;) = Kj. durch das
Richard-Mixed-Mode-Kriterium beschreiben lassen. Fett und Munz verglichen in [130] die
Ergebnisse der Interpolation durch Gleichung B.36 zwischen den Grenzwerten mit dem Verlauf
von max (k) als Funktion von K; und Kj; (direkte numerische Bestimmung mit Hilfe von
Gleichung B.29). Sie konnten eine hervorragende Ubereinstimmung der Werte nachweisen.
Daher kann das Mixed-Mode-Kriterium nach Richard mit o?> = 3/2 zur Beschreibung der

Rissverldngerung und Rissumlenkung eingesetzt werden.
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