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Zusammenfassung

Im Rahmen der experimentellen Untersuchung des WPS-Effekts wurden mehr als hundert
Lastpfadversuche durchgefihrt. Dabei wurden die EinfluBparameter Werkstoffzahigkeit,

Lastpfadverlauf sowie Probengro3e variiert. Hierbei wurden die folgenden Ergebnisse erzielt:

Der WPS-Effekt wurde bei allen drei untersuchten Werkstoffen trotz unterschiedlichster

Zahigkeit in qualitativ ahnlicher Auspragung beobachtet.

Durch die experimentelle WPS-Simulation konnte die Gliltigkeit des konservativen WPS-
Prinzips: ,keine Initiierung bei zeitlich streng monoton fallender Spannungsintensitat, wenn
die Rilspitze im Laufe der aktuell betrachteten Transiente eine vorangegangene warme
Vorbelastung erfahren hat* bestatigt werden. Die Initiierung eines Bruches trat ausnahmslos

erst ein, nachdem die Beanspruchung gesteigert wurde.

Das erreichbare Beanspruchungsniveau beim Bruch wird in erster Linie durch die Hohe der
Warmvorbelastung bestimmt. Als weitere EinfluRgréRen auf die Hohe des WPS-Effekts wur-
den der Verlauf der Transiente, insbesondere der Grad der Entlastung nach dem Maximum
sowie die ProbengroRe identifiziert. Bei WPS-Versuchen mit teilweiser oder totaler Ent-
lastung (LPUCF, LUCF) wurden in der Regel geringere Versagensbeanspruchungen gemes-
sen als dies bei Lastpfaden ohne Entlastung (LCF) der Fall war. Bei LUCF-Lastpfaden wird
beim Bruch das Niveau der Warmvorbelastung nicht in jedem Fall wieder erreicht. Bei glei-
cher Warmvorbelastungshdéhe und gleicher Kaltwiederbelastungstemperatur erreicht der
LUCF-Lastpfad das geringste Beanspruchungsniveau beim Bruch und damit den am gering-

sten ausgepragten WPS-Effekt.

Wie bei Versuchen zur Bestimmung der Bruchzahigkeit K. wurde bei der WPS-Simulation
ein ausgepragter Einflul der ProbengroRRe festgestellt. Der WPS-Effekt war bei Lastpfaden
mit Entlastung bei groRen Proben geringer als bei kleinen. Allerdings strebt dieser Trend
gegen einen Sattigungswert. Auch bei weiterer Steigerung der verwendeten Probengrofle
wird der WPS-Effekt nicht mehr wesentlich weiter reduziert. Die Kombination aller den WPS-
Effekt vermindernder Einflul3faktoren fihrte schliellich zu einer C(T)235-GroRRprobe, die in
einem LUCF-Lastpfad gepruft wurde. Auch unter diesen Bedingungen wurde noch ein deut-
licher WPS-Effekt beobachtet.

Ein weiterer Teil der Untersuchung befaldte sich mit den dem WPS-Effekt zugrunde liegen-
den Mechanismen. Durch experimentelle Untersuchung der Einzelmechanismen RiRspitzen-
abstumpfung und Werkstoffvordehnung hinsichtlich ihrer Auswirkung auf das Sprédbruch-
verhalten wurde gezeigt, dal der wesentlichste Beitrag zum WPS-Effekt aus einer giinstige-

ren Spannungsverteilung im Vergleich mit nicht warmvorbelasteten Proben resultiert.
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Nach Warmvorbeanspruchung ist der aus der Bruttobeanspruchung berechnete Spannungs-
intenitatsfaktor kein Mal® mehr fir die tatsachlich auf die Rispitze einwirkende Beanspru-
chung. Daher ist nach Uberschreiten des Lastpfadmaximums der Vergleich mit dem an mo-

noton belasteten Proben ermittelten kritischen Spannungsintensitatsfaktor Ki; zu konservativ.

Analytische Verfahren, die zur Bewertung der Rifspitzenbeanspruchung die gesamte ther-
momechanische Vorgeschichte der Warmvorbelastung beriicksichtigen, sind in der Literatur
seit einiger Zeit bekannt. Das bekannteste und bislang am besten Uberprifte Verfahren in

diesem Zusammenhang ist das Chell-Modell.

Das Chell-Modell erméglicht es, die Versagenshohe nach Standardlastpfaden (LCF, LUCF,
LCUF, LPUCF..) mittels eines analytischen Ingenieurverfahrens, d.h. ohne Verwendung der
FE-Methode, zu berechnen. Als Eingabeparameter werden neben den Eckdaten des Last-
pfads lediglich die Bruchzahigkeit K. des Werkstoffs bei Bruchtemperatur sowie dessen
Streckgrenze bei den Temperaturen der Warmvorbelastung und der Kaltwiederbelastung

bendtigt.

Das Chell-Modell beruht auf stark vereinfachenden Annahmen hinsichtlich des Werkstoff-
verhaltens. Ebenso bleibt die den Ri abstumpfende Wirkung (,Blunting“) der Warmvor-
belastung unberiicksichtigt. Definitionsgemaly gilt das Chell-Modell nur fir Beanspruchun-

gen, die innerhalb der Grenzen des Kleinbereichsflielkens liegen.

Die Uberpriifung des Chell-Modells anhand der experimentellen Ergebnisse zeigte, daR die
Phanomenologie des WPS-Effekts vom Chell-Modell richtig beschrieben wird. Bei Anwen-
dung innerhalb der Giiltigkeitsgrenzen ergab sich auch quantitativ eine gute Ubereinstim-
mung mit den experimentellen Befunden. Insbesondere konnte gezeigt werden, dal} bei
Verwendung von ,lower bound“-Bruchzahigkeitskennwerten mit Hilfe des Chell-Modells eine

untere Abschatzung des zu erwartenden WPS-Effekts moglich ist.

Weiterhin wurde die Anwendbarkeit des WPS-Effekts in der Integritatsanalyse von RDB un-
tersucht. Die bislang einzige quantitative Bericksichtigung des WPS-Effekts in Regelwerken
(BS 7910) basiert auf dem Chell-Modell. In diesem Ansatz wird zur Abschatzung des WPS-
Effekt eines beliebigen Lastpfads ein LUCF-Lastpfad als Referenz verwendet. Aufgrund des
grolken Einflules der Entlastung auf die Hohe des WPS-Effekts beinhaltet diese Vor-
gehensweise ein hohes Mal} an Konservativitat. In einer hier vorgestellten Weiterentwicklung
dieses Ansatzes wird dem realen Entlastungsverlauf Rechnung getragen. Als Referenzlast-
pfad wird in jedem Punkt der Transiente ein LPUCF-Lastpfad verwendet, dessen Entlastung
dem Grad der Entlastung im betrachteten Punkt der Transiente entspricht. Die potentielle

Wiederbelastbarkeit wird ebenfalls mit Hilfe des Chell-Modells ermittelt.

Die vorgestellte Methode ermdglicht es, bei NotkiUhllastpfaden den Sicherheitsabstand

gegen Initiierung unter Einbeziehung des WPS-Effekts besser quantitativ zu erfassen.



Abstract

If a cracked body is loaded in the upper shelf region of fracture toughness and then
cooled under sustained load, fracture does not occur even if the loading-path intersects
the fracture toughness curve K. vs. T of the material. To trigger fracture a further in-

crease of the loading is necessary (Load-Cool-Fracture).

A similar behaviour is observed, if the load is released after prestressing at higher tem-
perature and the body is cooled in an unloaded condition. Again the load-bearing ca-
pacity at lower shelf temperatures is increased compared to a non-preloaded specimen

(Load-Unload-Cool-Fracture).

This apparent increase of fracture toughness after preloading is called the warm-
prestress-effect (WPS). The existence of WPS has been demonstrated experimentally

many times by different researchers.

Today the most important application of the warm-prestress-effect is related to the
analysis of brittle fracture of reactor pressure vessels (RPV) undergoing a loss of cool-
ant accident (LOCA) or a pressurized thermal shock (PTS). Under those conditions
cold water is fed into the reactor resulting in a steep temperature gradient at the inner

side of the vessel wall.

During this scenario the stresses resulting from internal pressure are superimposed by
biaxial tensile stresses induced by constrained thermal expansion. A postulated crack
at the inner side of the vessel wall is exposed to a stress intensity that is increasing
with the formation of the temperature gradient while the temperature at the crack tip is
falling simultaneously. After reaching a maximum the equalization of the temperature
profile over the vessel wall results in a decreasing crack loading in the further course of

the load history.

According to german standards refering to emergency cooling conditions (ECC) it is not
admissible that the loading-path of the transient cuts into the region of brittle fracture.
The safety margin is expressed in terms of the temperature difference between the
loading-path and the lower bound fracture-toughness curve of the material. During ser-
vice life, neutron embrittlement leads to a steady degradation of the vessel material
and the fracture toughness curve is shifted to higher temperatures gradually reducing

the saftey margin. In this approach - disregarding the beneficial influence of the WPS
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effect - the components end-of-life state is encounterd if the loading-path approaches

the fracture-toughness curve.

If the maximum of the transient is reached at upper shelf temperatures, warm
prestressing can be taken into account and the approach described above may be
over-conservative. In these cases the WPS effect can guarantee the structural integrity
of the vessel even if in the further course of the load history the nominally applied
stress intensity is beyond the critical value at that temperature. Taking the warm pre-
stress effect into consideration in integrity analysis may contribute to give a more

realistic estimate of the tolerable service life of nuclear RPVs.

A necessary prerequiste for introducing the warm prestress effect into saftey analysis is
a quantitative treatment of the phenomenon. Methods are required, which allow to
evaluate the margin against brittle fracture in each stadium of the transient. More pre-
cisly, the methods must quantify the allowable extent for reloading as a function of the

preceding load history.

The overall objective of the presented work is to examine published WPS-methods and
compare them to experimental results. If needed, these methods should be modified

with regard to a future application in saftey analysis.
In detail the following investigations have been pursued:

1. Provision of a broad experimental database considering size effects, effects of the

loading path and influence of basic material toughness properties.

2. Description of the mechanisms on which the WPS effect is based. In a methodical
approach the importance of each of the factors contributing to the phenomenon of

warm-prestressing was isolated.

3. Verification of published analytical approaches that can be carried out by engenee-
ring means, i.e. methods that derive the fracture criterion from global parameters

like stress-intensity or the J-Integral.

4. Adapting these methods - which in the past have been applied primarily to standard

cycles (LCF, LUCF..) - for an application on emergency cooling cycles.

In the scope of the presented work more than hundred WPS-tests have been per-
formed. Special emphasis was put on exact control of load and temperature during the

tests. A fully computer-controlled testing facility was developed for that purpose.

The majority of the the tests were done using standard cycles (LCF, LUCF). Ad-
ditionally tests were made with simultaneous cooling and unloading of the specimen.

The specimen size was varyied from C(T)25 up to C(T)235. Three different materials
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have been investigated. The material properties covered a toughness range from a

level representing begin-of-life conditions to material conditions beyond end-of-life.

Another important aspect was the profound knowledge of basic material properties of

the selected materials. The good homogeneity of the primarily used material, permitting

to manufacture a set of specimens with identical properties, was a useful feature,

because WPS-results were not affected by the variation of the materials initial state.

Some of the tests have been repeated several times with identical test parameters. The

intention was to statistically affirm findings despite of the scatter that is immanent to the

process of brittle fracture.

Experimental results

The maximum benefit of WPS depends primarily on the loading level reached

during warm prestresing.

An influence of basic material properties on WPS-behaviour could not be detec-
ted. The experimental results of all three investigated materials showed similar
WPS-results if test-temperatures are related to the respective transition tempe-

ratures.

Specimens cooled under sustained load (LCF) never failed even if the temperatu-
re was lowerd far beyond transition. Fracture was triggered exclusively under the
condition of a rising load. Thus, the well-known "conservative WPS-principle" was
fully confirmed. The scatter of LCF results was well below the scatter of unpre-

strained specimens (K.-tests).

Loading-cycles including total unloading of the specimen (LUCF) showed a less
pronounced WPS-effect compared to LCF-cycles. The level of preloading was
not always attainable at reloading. The reloading capacity depends on the pre-
loading, the temperature of reloading and on the specimen size. For load histo-
ries with complete or partial unloading a considerable size effect was observed.
Comparable to K-tests, the size-dependence of WPS-results tends towards a
lower saturation niveau. However, size-criterions from fracture toughness stan-

dards can not be transfered directly.

With respect to fracture load and observed scatter, the results of partially unloa-

ded specimens are located between LCF- and LUCF results.

Ductile tearing during preloading coming along with a resharpening of the blunted

crack tip did not lead to significant change of WPS-behaviour.
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Mechanisms of the WPS-effect

As early as 1968 Nichols presented an explanation for the experimentally observed

phenomenon:
» Reduction of the notch acuity by crack-tip blunting.

« A more favourable stress distribution at the crack tip compared to monotonic

loading.
» Strain induced change of the materials inherent resistance against brittle fracture.

A literature survey showed that there is no general agreement on the importance of the
respective mechanisms. In the presented work an attempt was made to systematically
isolate each of the mentioned factors and to give an estimate of their contribution to the

phenomenon.

Experiments without prior loading using notched specimen of different radii allowed to
quantify the apparent increase of fracture toughness solely induced by crack-tip blun-
ting. This tests were only considering the aspect of crack-tip geometry on brittle frac-

ture, effects of straining and redistribution of stresses were not operative in this case.

Based on both numerical and analytical work, the formation of crack-tip stress fields in

the different stages of the WPS load history were investigated.

To evaluate the role of pre-deformation on the material a panel was uniformly pre-
strained and a number of C(T)25 was manufactured from this material. By testing these
specimens at lower shelf temperature according to brittle fracture standards and com-
paring the results to that of the unstrained material, it could be infered how straining

affects basic fracture behaviour.

Results

o After prestressing the stress distribution is a function of the load history. The
higher load-bearing capacity of a cracked body after warm prestressing can be
primarily traced back to a more favourable stress distribution compared to non-
prestressed bodies. In the case of total unloading (LUCF) this is quite obvious
since residual compressive stresses after unloading are opposed to the tensile
stresses at reloading thus protecting the crack-tip. In the case of a LCF-cycle the
uncritical stress distribution attained at preloading is "frozen in" at cooling.

To trigger fracture additional load increasing the crack-tip stress level is required.
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After prestressing stresses are not solely localized at the crack-tip but the liga-
ment is also involved in bearing the applied load. High tensile stresses at the
crack-tip - necessary to trigger brittle fracture - generally occur at higher nominal
loads. Thus stress-intensity factors calculated from applied loads like under mo-
notonic loading are no longer a measure representing the affinity to brittle

fracture.

Crack-tip blunting prooved to be a beneficial effect but not to that extent as claim-
ed by some researchers. The extrapolation of the test results of notched speci-
mens to a blunting radius measured at a prestressed specimen showed that
blunting plays an inferior role in warm presteressing. Another evidence for that
statement is given in the results of specimens prestrained beyond the limit of

ductile crack initiation, see above.

Fracture mechanics tests with prestrained material showed no significant change
of lower-shelf properties. Neither a change of the lower shelf fracture toughness
niveau nor a shift of the transition temperature to higher or lower temperatures

could be observed.

Analytical description of WPS with the Chell-model

Among analytical WPS-approaches Chell’'s WPS-model is cited most frequent in lite-

rature. The ability to predict fracture loads after warm prestressing via Chell’s model

was repeatedly reviewed by experimental data. The validity of the model was judged

positively by the majority of the investigators.

Results

Chell’s model approximates the effective displacement-fields after a WPS load
history based on the principle of "plastic superposition”. In the presented work
the physical relevance of that principle could be shown based on a simple
stress-superposition model. Crack-tip blunting and strain induced material ef-
fects are neglected by Chell’s model. As mentioned above, these two factors do
not much contribute to the WPS-effect, so Chell’s model reflects the most do-
minant factor of the phenomenon. By definition the application of Chell’s model

is limited to the domain of small-scale-yielding.

Compared to the experimental results of the presented work, Chell’'s model
evaluates the primary inputs influencing the WPS-effect, i.e. the level of pre-
loading and the degree of unloading after the maximum according to the ex-

perimental findings.
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» Fracture loads after LCF-cycles are predicted in a good quantitative agreement

with experimental data.

» For fracture loads after LUCF-cycles Chell’s model works with adequate accu-
racy provided the conditions of small-scale-yielding are met. This holds gene-
rally only for specimens with component-like dimensions. The fracture load of
small specimens, whose preloading is generally outside the scope of small-
scale-yielding is underpredicted, i.e. the results generated by the Chell-model

are conservative considering the LUCF-cycle.

» Statements based on Chell’s model refering to scatter of fracture loads for LCF-

and LUCF-cycles are in agreement with observations.

e Comparing the results of 85 LCF-, LUCF- and LCUF-tests using different mate-
rials and specimens of sizes from C(T)25 to C(T)235 confirmed that Chell’s
model can give a lower bound estimate of the expected WPS-effect for stan-

dard cycles.

Saftey margins evaluation of ECC transients

The proposal made in the presented work is based on the Chell-model. Originally
Chell’s model is expedient to analyze standard load-cyles, i.e. cycles consisting of
horizontal and vertical traces in the fracture toughness vs. temperature diagram. Unlike
these, during emergency cooling cycles loading and cooling occurs simultaneously.
ECC load-cycles therefore have to be approximated by a suitable standard load-cycle.
From all load-cycles having their maximum at the same preloading level expressed in
terms of stress-intensity factor and at the same temperature, the LUCF-cycle attains
the least fracture loading at lower shelf temperatures. On the one hand this is predicted
by Chell’'s model, on the other hand this was confirmed by numerous experimental

results from different authors.

Hence, the warm prestress-effect is least distinctive in the case of an LUCF-cycle. The
result of the LUCF-cycle can be taken as a lower bound estimate for any loading-cycle
with identical key data. This approach forms the basis of a qualitative treatment of
WPS in british standards .

A further reduction of conservatism can be achieved by a modification proposed in the
presented work. Regarding the detrimental influence of unloading on the WPS-effect, it
is more realistic to use the momentarily reached degree of unloading during the tran-
sient as a reference. Unlike the british approach, the proposed method uses a standard

load cycle with partial unloading to calculate the reloading potential.
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With this approach it is possible to construct a failure curve specific for a particular
ECC-loading path. The distance between the loading path and the failure curve
characterizes the reloading capacity in every instant of the transient and can be taken

as a measure for the safety margin against brittle fracture.
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1. Einleitung

Wird ein rilbehafteter Korper in der Hochlage der Bruchzahigkeit belastet und bei konstant
gehaltener Belastung abgekihlt (L(oad)-C(ool)-F(racture)-Lastpfad) kommt es nicht zum
Bruch, auch wenn im Spannungsintensitats-Temperatur-Diagramm die K-Kurve des Werk-
stoffs geschnitten wird. Zur Auslésung eines Bruchs ist eine weitere Steigerung der Be-
anspruchung erforderlich. Ahnliches gilt, wenn nach der Warmvorbeanspruchung der Kérper
im entlasteten Zustand abgekihlt wird (L(oad)-U(nload)-C(ool)-F(racture)-Lastpfad). Auch
hier kann bei Wiederbelastung im Gebiet der Bruchzahigkeitstieflage eine héhere Beanspru-
chung ertragen werden, als dies ohne Warmvorbeanspruchung der Fall ware. Diese Er-
hoéhung der Bruchzahigkeit nach einer Warmvorbeanspruchung wird als Vorbelastungs- oder
WPS-Effekt bezeichnet. Die Existenz des WPS-Effekts wurde vielfach nachgewiesen, z.B.
/1-1/, 11-2/ und /1-3/.

Von besonderer Relevanz ist der WPS-Effekt vor dem Hintergrund von Sprédbruchsicher-
heitsanalysen an Reaktordruckbehaltern (RDB) bei thermoschockartiger Beanspruchung.
Derartige Lastfalle treten auf, wenn infolge einer mittleren bis gro3en Leckage des Primar-
kreissystems (KMV) zur Abfuhr der Nachwarme kaltes Notkihlwasser eingespeist werden
muf. Neben der Beanspruchung durch den Innendruck tritt dann an der RDB-Innenwand
infolge der behinderten Warmedehnung eine zusatzliche, dem Innendruck Uberlagerte bi-
axiale Zugspannung auf. In der Integritadtsanalyse nach KTA /1-4/ ist nachzuweisen, dal} ein
im Innenwandbereich postulierter Anri} in doppelter Grofe der Erkennbarkeitsschwelle der
zerstorungsfreien Prufung nicht initiiert bzw. innerhalb von 75 % der Wanddicke gestoppt

wird.

Der Spannungsintensitatsfaktor K, eines solchen Risses steigt ausgehend von der Innen-
druckbeanspruchung im Verlauf der Kiihlung mit dem sich zunehmend ausbildenden Tempe-
raturgradienten in der RDB-Wand an. Nach Durchlaufen eines Maximums folgt dann im
weiteren mit dem Ausgleich des Temperaturprofils Uber der Wand eine stetige Abnahme der
Beanspruchung. Der Verlauf des Spannungsintensitatsfakiors K, als Funktion der RiR-

spitzentemperatur T wird als Lastpfad bezeichnet.

Bei den Ublichen Notkihlszenarien Uberwiegt der thermisch induzierte Teil der Beanspru-
chung gegenuber der RiRbeanspruchung aus Innendruck. Daher ist die HOhe des Maximums
primar durch die GréRe des RiRpostulats und den Warmeulbergang Kiahimittel - Komponente

bestimmt. Die Lage des Lastpfads im Spannungsintensitats-Temperaturdiagramm ist durch
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die thermohydraulischen Randbedingungen wie Betriebstemperatur und Kihlwassertempe-

ratur festgelegt.

Ziel der Integritatsanalyse ist es, die wirkende der ertragbaren Beanspruchung gegeniber-
zustellen. Als Mal fur die ertragbare Beanspruchung wird gemafl dem Regelwerk die untere
Grenzkurve der Bruchzahigkeit K. des Werkstoffs verwendet. Ublicherweise wird der
Sicherheitsabstand im K-T-Diagramm in Form einer Temperaturdifferenz AT zwischen der

Kie-Kurve und dem Notkihllastpfad ausgewiesen.

Aufgrund der akkumulierten Neutronenfluenz erfahrt der RDB-Werkstoff im Verlauf der Jahre
eine zunehmende Versprédung, die sich unter anderem in einer Verschiebung des Bruch-
zahigkeitstibergangs zu hoheren Temperaturen auflert und daher zu einer zunehmenden
Verminderung des Sicherheitsabstands und damit der Restbetriebsdauer der Komponente
fuhrt. Fir AT = 0, das heil3t beim Schnitt der Lastpfadkurve mit der Bruchzahigkeitskurve wird
auf der Basis der gegenwartigen Sicherheitsanalyse - ohne Beriicksichtigung des WPS-
Effekts - RiRinitierung postuliert. In experimentellen WPS-Untersuchungen konnte jedoch
nachgewiesen werden, dall nach einer Warmvorbelastung Beanspruchungen oberhalb der
Bruchzahigkeitskurve ertragen werden kénnen. Es ist daher das Ziel, durch Einbeziehung
des WPS-Effekts in die Integritdtsanalyse rilbehafteter Komponenten bislang bestehende

Konservativitaten abzubauen.
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2. Aufgabenstellung

Experimentelle Untersuchungen der vergangenen Jahre haben gezeigt, daf} fir die Héhe der
ertragbaren Beanspruchung eines angerissenen Koérpers im Gebiet der Bruchzahigkeits-
tieflage die Beanspruchungs-Temperatur-Geschichte des Ri3spitzenbereichs, also der Last-

pfad, bestimmend ist.

In diesem Sinne stellt die bislang als WerkstoffkenngroRe verwendete K.-Kurve den Son-
derfall einer Versagenskurve dar, der in der WPS-Terminologie als C(ool)-F(racture) Last-
pfad bezeichnet werden kénnte. Lastpfade die anders als bei K,.-Versuchen bereits bei
hoheren Temperaturen als der Bruchtemperatur eine Belastung erfahren haben, erreichen
im allgemeinen eine héhere Bruchbeanspruchung. Dies gilt auch fir Lastpfade infolge von

Kihlmittelverluststorfallen.

Um bei einem solchen Lastpfad den Sicherheitsabstand gegen Versagen zu quantifizieren,
werden Methoden bendétigt, mit denen in jedem Punkt des Lastpfads die Hohe einer

mdglichen Beanspruchungssteigerung berechnet werden kann.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, derartige Verfahren anhand experimenteller Ergebnisse

zu Uberprifen und weiterzuentwickeln.
Im einzelnen wurden dabei die folgenden Untersuchungsziele verfolgt:

» Schaffung einer breiten experimentellen Datenbasis zum WPS-Effekt mit Variation der

EinfluRgrofien: Lastpfad, ProbengroRe und Werkstoffzahigkeit.

» Beschreibung der Mechanismen, die dem WPS-Effekt zugrunde liegen, mit dem Ziel,
das Gewicht der einzelnen Beitrage auf die Hohe des WPS-Effekts quantitativ zu er-

fassen.

« Uberpriifung von verdffentlichten, ingenieurmaRig anwendbaren analytischen An-
satzen, die das Bruchkriterium ebenso wie bei der bisherige Vorgehensweise aus glo-

balen Beanspruchungsgréfien ableiten, anhand der experimentellen Befunde.

» Weiterentwicklung dieser Methoden im Hinblick auf eine Anwendung bei Notkihllast-
pfaden, um die tatsachlichen Sicherheitsabstidnde bei realen Lastpfaden zu quantifizie-

ren.
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3. Grundlagen der Bruchmechanik

3.1 Linearelastische Bruchmechanik

3.1.1 Spannungsintensitatsfaktor

Die Aufgabe, den Spannungs- und Verzerrungszustands eines elastischen Korpers vollstan-
dig zu beschreiben, besteht darin, ein Spannungsfeld zu finden, das den Grundgleichungen

der Elastizitatstheorie:

» Kraftegleichgewicht am Volumenelement,
» Kontinuitatsbedingung,

» und Werkstoffgesetz

genugt, sowie die Spannungs- und Verschiebungsbedingungen an der Berandung des Kor-

pers erflllt.

Fir ebene Probleme konnte Airy zeigen, dal eine Funktion ®(x,y), die der biharmonischen

Gleichung
o, d'o 3o
ox* T ox?dy?  dyt
genugt und von der die gesuchten Spannungen in der folgenden Weise abgeleitet werden

Gl. 31

=[°0 *®)=0

5D 5°® 50 Gl. 3-2
o = 6y2 '+ Ow T Ox? Ty = _6x6y ’
sowohl die Gleichgewichtsbedingungen als auch die Vertraglichkeitsbedingungen (Kontinui-

tat des Korpers) erfiillt. Die Funktion ®(x,y) wird als Spannungsfunktion bezeichnet.
Eine entscheidende Erleichterung beim Auffinden geeigneter Spannungsfunktionen ergibt
sich aus den Eigenschaften analytischer komplexer Funktionen F(z), z = x+iy. Aufgrund der
definitionsgemalen Richtungsunabhangigkeit der Ableitung gelten bei diesen Funktionen flr
die partiellen Ableitungen die Cauchy-Riemannschen Beziehungen:

o(Re) &(Im) o(Im) _ &Re) & _d Gl. 3-3

> o ' &  dy & dz’

Ausgehend von diesen Beziehungen kann gezeigt werden, dal} bei analytischen komplexen

Funktionen sowohl der Real- als auch der Imaginarteil sowie Produkte des Real- bzw. Imagi-
narteils mit den Variablen x und y die biharmonische Gleichung erfiillen und damit als Span-

nungsfunktionen verwendbar sind.

Zur Lésung von RiRproblemen flihrte Westergaard /3-1/ eine Spannungsfunktion vom Typ

® = Re{(zp(z)} +y Im{ ?[(z)} Gl. 3-4
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ein, wobei @(z) eine analytische Funktion der komplexen Variablen z ist und durch die einfa-
che und doppelte Uberstreichung die einfache bzw. zweifache Integration nach der Variablen

z symbolisiert wird.

Durch Anwendung der Gl. 3-2 auf Gl. 3—4 ergeben sich mit Hilfe der Beziehungen GI. 3-3

die entsprechenden Ausdricke fur die Spannungen zu:

2 Gl. 3-5
O :272’ —Re{qiz} -y Inf ¢(3)
2
0, = 3 =Re{aiz} +yInf ¢
2
()
Ty = _6x5y = -y Re{@(z} .

Fir die speziellen Randbedingungen der ebenen Platte mit Mittelri der Lange 2a entlang
der x-Achse unter der biaxialen Spannung o fand Westergaard die komplexe Spannungs-
funktion
o Gl. 3-6
1-a2/z22

Fury = 0 ergibt sich mit Gl. 3-5 Schubspannungsfreiheit in der Symmetrieebene, fur die rif3-

®z) =

6ffnend wirkende Komponente der Spannung gilt entlang der x-Achse:

5, = o . Gl. 3-7

1-a2/x?

Im Bereich der RiRrander -a < x < a wird @z) komplexwertig und da fir y = 0 die Normal-
spannungen dem Realteil von ¢(z) entsprechen, wird die Randbedingung der lastfreien Rif3-
flanken von Gl. 3—6 erfullt. In der Nahe der RiRspitzen |x| - a wachsen die Spannungen in x-
und y-Richtung Uber alle Grenzen wogegen in grofder Entfernung z >> a die Spannungen auf
den Wert ¢ abfallen. Somit liefert der Westergaardsche Ansatz eine geeignete Spannungs-
funktion um Mode | RiRprobleme zu beschreiben. In spateren Modifikationen konnte Sih /3-2/
den Westergaardschen Ansatz weiter verallgemeinern, um ihn fur eine groRere Anzahl von
RiRkonfigurationen verwendbar zu machen.
Mit Hilfe des Hookschen Gesetzes flir den EDZ lassen sich die zu den Spannungen Gl. 3-5
gehdrenden Dehnungen und daraus durch Integration die Verschiebungen u und v in x- und
y-Richtung ermitteln:

u="E - 2pRe i} -y m{ ae}] Gl.3-8a

= 1+?“[2(1 -w)im{ gz} -y Re{ ¢z} ]. Gl. 3-8b
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An den Rifufern y = 0 und -a < x < a folgt aus Gl. 3—6 und GI. 3-8 fir die Rillgeometrie

:%(1—p2)m, EDZ, y = 0. Gl. 3-9a
Fir den ESZ ergibt sich:
v= ZEG\/aZ -x?, ESZ, y=0. Gl. 3-9b

Dies sind Gleichungen von Ellipsen.

Durch Verschiebung des Koordinatenursprungs an die Rispitze und Approximation der
neuen Funktion @(¢ = z-a) durch das erste Glied einer Reihenentwicklung brachte Sneddon
Gl. 3-6 in eine einfacher handhabbare Form. Nach Ubergang auf Polarkoordinaten ¢ = re®

erhalt man zunachst

. (z/_— 2 Gl. 3-10

und nach Anwendung der Gl. 3-5 die bekannten Sneddon-Gleichungen /3-3/ :

[Ta Gl. 3—11a
Oy = OVTB (405> (1 sin— 0 sm3—)
N 21T 2
Gl. 3-11b
Oy = ovr@ E:osg(1 + singsin3—)
N21T 2 2 2

o/ 30 Gl. 3—-11c

Ty = \/ﬁ Bln > COS— > cos?
Diese Gleichungen sind aufgrund der Approximation, die zu Gl. 3—10 flhrten, nur fiir Berei-
che nahe der Ril}spitze glltig. Aus Gleichung GI. 3—11 geht hervor, daf® die Spannungskom-
ponenten eines beliebigen Rillproblems und bei beliebiger Spannung ¢ an allen Punkten
zueinander in festen Verhaltnissen stehen. Der Betrag der Spannungen 0Oy, 0Oy, und Ty, wird

allein durch den Ahnlichkeitsparameter

K =oJma Gl. 3-12

bestimmt. K ist der Spannungsintensitatsfaktor bei Mode | Belastung.

3.1.2 Energiefreisetzungsrate

Ein anderer Ansatz zur Behandlung von RiRproblemen geht auf Griffith /3-4/ zurlick. Anhand
einer energetischen Betrachtungsweise postulierte Griffith, da} RifRausbreitung nur dann
mdglich sei, wenn die Freisetzung von potentieller Energie W, des Korpers infolge RiRaus-
breitung groRer ist als der Arbeitsbetrag W, der durch die Schaffung der neuen RiRoberfla-
che verzehrt wird. Aus dem Gleichgewicht der beiden Energiebetrage folgt das Instabilitats-

kriterium:

AWt N dW, —0. Gl. 3-13
da da
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Werden die Angriffspunkte der duReren Krafte festgehalten, so dal} diese keine Arbeit ver-
richten kénnen, entspricht die Anderung der potentiellen Energie der Abnahme der im Kdrper
gespeicherten elastischen Energie. Basierend auf einer Arbeit von Inglis /3-5/ errechnete
Griffith diesen Energiebetrag zu

dwW,, _ o’ma Gl. 3—-14

da E'
mit E' =E fur ESZ und E' =E/1 - p? fiir EDZ.

Damit folgt aus dem Instabilitatskriterium mit 2y = W¢/a der spezifischen Oberflachenenergie

an den beiden neu gebildeten RiRoberflachen:

o’ma _ Gl. 3-15
T 2y,.

Griffith konnte GI. 3—15 experimentell an Glas verifizieren. Bei Anwendung auf Metalle zeigte

sich jedoch, dal} dort die dissipierte Energie aufgrund des elastisch-plastischen Werkstoff-
verhaltens wesentlich gréRer ist als die zur Trennung der Atombindungen erforderliche
Energie ys. Aus diesem Grund erganzte Irwin /3-6/ die rechte Seite von Gl. 3—15 durch einen
weiteren dissipativen Term y,, der nun alle weiteren Energiebetrage erfasst, die bei der Rif3-
ausbreitung in unmittelbarer Nahe der Rif3spitze als plastische Verformungsarbeit dissipiert
werden. Ein weiterer Verdienst Irwin’s ist die Verknlpfung des Konzepts der elastischen
Energiefreisetzungsrate mit dem Konzept des Spannungsintensitatsfaktors, /3-7/. In einem
Gedankenexperiment wird ein Ril® um ein infinitesimales Stlick der Ril3lange Aa geschlos-
sen. Der dafir notwendige Aufwand an spezifischer Energie ist wegen des elastischen
Werkstoffverhaltens betragsmaRig genauso groR wie die Anderung der elastischen Energie

bei Ril¥fortschritt. Fir die Energiefreisetzung GAa bei Einheitsdicke gilt:

Yy Gl. 3-16
GAa = 2Dj o,, Vdx.

Mit GI. 3—7 und GlI. 3-9 folgt fur den EDZ

a+lAa Gl. 317
GAa—— )Dj J(a““Aa)/ X dx.
X

Der Integrand in Gl. 3—16 erklart sich dadurch, da® bei Beginn des Rif3schlieRens ein Punkt

auf dem RiBufer um den Betrag v(x) von seiner spateren Endlage auf der x-Achse entfernt
ist. Die Spannung auf dem anfanglich unbelasteten RiRufer steigt linear auf den Endwert
0y,(X) an, wenn der Rif} um den infinitesimal kleinen Betrag Aa geschlossen wird. Die Aus-

wertung des Integrals fuhrt auf

Gl. 3-18
0' T[aAa

GAa =
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und bei Verwendung des Spannungsintensitatsfaktors K, auf die bekannte Beziehung
2 —
=K Gl. 3-19
E'’
die einen Zusammenhang zwischen der Energiefreisetzungsrate und dem Ahnlichkeitspara-

meter des elastischen Spannungsfelds am Ri} herstellt.

3.2 Elastische Bruchmechanik mit begrenzter plastischer Zone

Der Spannungsintensitatsfaktor K, beschreibt Spannungen und Dehnungen eines elasti-
schen Korpers in der Nahe der Ril3spitze. Die meisten metallischen Werkstoffe zeigen je-
doch nichtlineares Verhalten, weshalb sich an der Ri3spitze eine mehr oder weniger grol3e
plastische Zone ausbildet, in der die durch die linearelastische Theorie berechnete Span-
nungsspitze durch plastisches FlieRen abgebaut wird. Die Spannungen in der plastischen
Zone konnen durch GI. 3—11 nicht quantifiziert werden. Falls die plastische Zone jedoch klein
genug ist, so dal} sie komplett von ungestorten elastischen Bereichen umgeben ist, das heif3t
Bereichen, in denen Spannungen und Dehnungen eine Funktion von K, sind, so sind die Be-
dingungen am Rand der plastischen Zone durch K, eindeutig vorgegeben und die Span-
nungs- und Dehnungsfelder innerhalb der plastischen Zone sind lediglich eine Funktion der
FlieRcharakteristik des Werkstoffs. Auch in diesem Fall ist K, als Beanspruchungsparameter
verwendbar, da K, bei gleichem Werkstoff den Spannungs- und Verzerrungszustand eindeu-

tig bestimmt. Insbesondere gilt dies auch fur Form und GroR3e der plastischen Zone.

3.2.1 FlieRstreifenmodell nach Dugdale-Barenblatt

Dugdale /3-8/ fuhrt mit dem FlieRstreifenmodell die Lésung des elastisch-plastischen Pro-
blems auf ein elastisches Problem zurlick. Neben dem physikalisch vorhandenen Ri3 der
Lange a wird ein mathematischer Ril} der Lange a+a, eingefuhrt, dessen Rifspitze mit dem

Ende der plastischen Zone zusammenfallt, Bild 3-1.

Die Wirkung der plastischen Zone wird dadurch modelliert, daf an den Flanken des mathe-
matischen Risses im Bereich der plastischen Zone a < x < a+a, eine riRschlielende Strek-
kenlast in Hohe der Streckgrenze -R. aufgebracht wird (ESZ, ideal-plastisches Werkstoffver-
halten).

Die Spannungsfunktion fir dieses RiRproblem berechnete Dugdale aus der Superposition
der Spannungsfunktion fiir lastfreie Rif3flanken Gl. 3—6 und einer Spannungsfunktion, die die

Randbedingung einer Streckenlast im Bereich der plastischen Zone auf der Rikflanke erfullt.
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Bild 3-1: FlieRstreifenmodell nach Dugdale-Barenblatt
Die Spannungsfunktion des Gesamtproblems lautet:
oz _ 2[R, a Gl. 3-20
@z)= arccos( )
z’-(a+a,y -(a+a,
a |z ata
+ € arccot(— Q)
T z\(a+ ) -a?

Aus der Bedingung, daf sich fiir y = 0, z = a+a,, am elastisch plastischen Ubergang die Sin-
gularitat aus der dueren Belastung auf den Ri der Lange a+ap, und der singuldre Term aus
der auf den Flanken aufgebrachten Streckenlast sich gegenseitig aufheben missen, da dort

nur eine endliche Spannnung maoglich ist, folgt:

Gl. 3-21

o- € arccos(

)=0.
Tt a+a,

Nach Umformen und Reihenentwicklung der Cosinusfunktion erhalt man die GroRRe der pla-

stischen Zone nach Dugdale

) T[[ K, jZ Gl. 3-22
a,=—|—\|.

CTOD mathematische Rif3spitze

I L L L “:’

3
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Analog zu Gl. 3-9 ermoglicht Gl. 3-20 die Bestimmung der Rifuferverschiebung v im Be-

reich der FlieRstreifens entlang der x-Achse.

Nach Burdekin und Stone /3-9/ gilt fur o<<R.

i —_4 | Gl. 3-23
1+ p_x-2
K? | [[_x-a_x-a A

In
ay,

v(x) =

und unmittelbar an der Spitze des physikalischen Risses

K2 Gl. 3-24
v(x=a)=CTOD/2 =—
ER

e

3.2.2 Ableitung des J-Integrals am FlieBstreifenmodell

Eine weitere Methode, die RiRzahigkeit eines angerissenen nicht linearelastischen Korpers
zu bestimmen, basiert auf der Bestimmung eines Energieterms, der die Anderung der poten-
tiellen Energie bei Rilerweiterung ausdruckt. Das Linienintegral nach Rice /3-10/ lautet

Gl. 3-25
J=fWdy-T WM s
r OX

j» dem Spannnungsvektor T; und der Ver-

mit der Formanderungsenergiedichte W =Ioij [de
0

schiebung u; am Linienelement ds des Integrationsweg I' um die Ri3spitze.

Es IaRt sich zeigen, da® das Rice’sche Linienintegral eine Verallgemeinerung der Beziehung

Gl. 3—19 fiur elastisches Werkstoffverhalten darstellt, das im Gegensatz zu Gl. 3—19 nicht

notwendigerweise linearelastisch sein mul3.

J kann in diesem Sinne als Energiefreisetzungsrate interpretiert werden und steht im linear-

elastischen Fall mit dem Spannungsintensitatsfaktor in der Beziehung

|- K_|2 Gl. 3-26
E’
mit E' =E fir ESZ und E' =E/1- p? fir EDZ.
Bei Anwendung der J-Integral-Definition auf das Flielstreifenmodell an einer Kontur, die un-
mittelbar an den Rand des Fliel3streifens gelegt wird, verschwindet der erste Term in

Gl. 3-25, da der FlieRstreifen keine Ausdehnung in y-Richtung hat, dy = 0.

Fir J ergibt sich in diesem Fall fir elastisch-idealplastisches Werkstoffverhalten

J=R mq%x=R [CTOD. Gl. 3-27
e |_6X e
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4. Werkstoffe

4.1 Gesichtspunkte fiur die Auswahl der untersuchten Werkstoffe

Bei der Auswahl der Werkstoffe wurde angestrebt, durch ein breites Zahigkeitspektrum der

Versuchswerkstoffe den WPS-Effekt im Hinblick auf die mit zunehmender Betriebsdauer sich

verschlechternden Zahigkeitseigenschaften von Reaktorwerkstoffen abdeckend zu untersu-

chen. Folgende Werkstoffe wurden untersucht:

Der Schwerpunkt der Untersuchungen wurde am Werkstoff 10 MnMoNi 55 formge-
schweifldt durchgefiihrt, im folgenden als Werkstoff WPS1 bezeichnet. Hierbei handelt es
sich um Werkstoff, der einem urspriinglich 72 t schweren Behalterschuld enthommen wur-
de, der im Verfahren des Formschweil3ens lagenweise aus Schwei3gut aufgebaut wurde
/4-1/. Herstellungsbedingt treten hierbei Seigerungen nur innerhalb der Schweildraupen
auf. Makroskopisch zeichnet sich der Werkstoff durch hohe GleichmaRigkeit und Isotropie
der mechanisch-technologischen Eigenschaften aus. Er ist daher fir die Untersuchung
des WPS-Effekts hervorragend geeignet, da eine grof3e Zahl von Proben mit identischen
Ausgangseigenschaften hergestellt werden kénnen. Aufgrund seiner Gefligestruktur (Er-
starrungsgeflige) ist der Werkstoff WPS1 darlberhinaus reprasentativ flir die durch
Sprédbruch besonders gefahrdeten Mehrlagenschweilndhte an RDB. Mit einer Hochla-
genzahigkeit A, von ca. 200 J im Kerbschlagbiegeversuch und einer NDT-Temperatur von
Tanot = -45 °C reprasentiert der Werkstoff die Zahigkeitseigenschaften unbestrahlter Re-

aktorwerkstoffe.

Als Werkstoff mittlerer Zahigkeit wurde der Werkstoff 22 NiMoCr 3 7 mod. eingesetzt, im
folgenden als Werkstoff WPS2 bezeichnet. Es handelt es hierbei um eine Sonderschmel-
ze, die im Rahmen des Forschungsprojekts Komponentensicherheit FKS /4-2/ untersucht
wurde. Die Proben wurden einem Schmiedeblock enthommen, der durch Umschmieden
und erneute Warmebehandlung aus dem FKS-Werkstoff in der Halbzeugform Schmiede-
platte hergestellt wurde. Hinsichtlich der chemischen Analyse liegt er noch innerhalb der
VdTUV Spezifikation fir den entsprechenden Reaktorwerkstoff. Die Zahigkeit liegt mit ei-
ner Hochlagenenergie A, von ca. 60 J und einer Tyor von 10 °C unterhalb der Spezifika-

tion eines basissicheren Werkstoffs.

Als Vertreter eines hochfesten niederzahen Werkstoffs wurde der Werkstoff
17 MoV 8 4 mod. untersucht, im folgenden als WPS3 bezeichnet. Ursprunglich einer
Komponente des HeilRdampfreaktors GroRwelzheim entnommen, wurde der Werkstoff
umgeschmolzen und zu einem Zylinder ausgeschmiedet. Durch eine spezielle Warmebe-
handlung, die eine Dispersionshartung infolge von Karbidausscheidungen bewirkte, wurde

der angestrebte Werkstoffzustand eingestellt. In einem Forschungsprogramm der MPA
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/4-3/ konnte gezeigt werden, dal} die bei dieser Warmebehandlung ablaufenden Prozesse
hinsichtlich der Auswirkungen auf die Mikrostruktur mit denjenigen bei Neutronenbe-
strahlung vergleichbar sind. Der Werkstoff ist daher geeignet, das mechanisch-
technologische Verhalten von bestrahltem Werkstoff zu simulieren. Im Kerbschlagbiege-
versuch zeigt der Werkstoff WPS3 eine Hochlagenenergie A, von ca. 60 J. Mit einer Ver-
schiebung der Ubergangstemperatur im Fallgewichtsversuch auf Tyor = 180 °C kénnen
Werkstoffzustéande jenseits der Lebensdauer eines Reaktorwerkstoffs abdeckend unter-

sucht werden.

4.2 Chemische Zusammensetzung und mechanisch technologische

Kennwerte

Die Tabellen 4-1 bis 4-3 zeigen die Ergebnisse der chemischen Analyse zusammenfassend

fur alle drei untersuchten Werkstoffe. Die Werkstoffe liegen beziglich ihrer chemischen Zu-
sammensetzung im Rahmen der Analysenanforderungen der nicht modifizierten Schmelzen.
Die durch die Warmbehandlung der drei Werkstoffe beabsichtigte Differenzierung hinsichtlich
der Werkstoffzahigkeit schlagt sich in den Kennwerten des Zugversuchs und den Bruch-
zahigkeitskurven nieder, Bild 4-1 und Bild 4-2.

Werkstoff Analyse | C | Si ([Mn| P | S |[Cu| Al |Cr|[Mo| Ni| V |Co
WPS1 St 10 | .15 | 1.29|.007 | .004 | .03 |.020 | .06 | .58 | .94 | .01 | .03
KTA min St .08 1.00 .010 .45 | .80

KTA max St .13 | .30 |1.50|.012|.010| .10 |.040| .10 | .60 | 1.10|.015

Tabelle 4-1: Chemische Analyse des Werkstoffs WPS1 im Vergleich mit /4-4/

Werkstoff Analyse | C [ Si (Mn|{ P | S [Cu|[ Al |[Cr|(Mo| Ni| V [Co
WPS2 S 24 [ 20 | .69 | .01 [.011| .19 [.008 | .48 | .75 | .71 |<.01|.016
WPS2 St 24 [ 22 | 69 | .01 [.012 .17 |.007 | .47 | .75 | .70 |<.01|.015

VdTUV min St A7 .50 .30 | .50 | .60

VvdTUV max St 25 [ .35 [1.00].025|.025| .20 | .05 | .50 | .80 | 1.00 | .05

Tabelle 4-2: Chemische Analyse des Werkstoffs WPS2 im Vergleich mit /4-5/

Werkstoff Analyse | C [ Si ([Mn|{ P | S [Cu|[ Al |[Cr (Mo| Ni| V [Co
WPS3 S 24 | 20| .69 | .01 |[.011| .19 |.008| .48 | .75 | .71 |<.01|.016
WPS3 St 24 | 22 | 69 | .01 [.012| .17 |.007 | .47 | .75 | .70 |<.01|.015
SEL min St A7 .50 .30 | .50 | .60

SEL max St .25 | .35 [1.00].025|.025| .20 |.050 | .50 | .80 | 1.00 | .05

Tabelle 4-3: Chemische Analyse des Werkstoffs WPS3 im Vergleich mit /4-6/
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Die Entnahmerichtungen der Zugproben entsprechen jeweils der Hauptbelastungsrichtung
der Bruchzahigkeitversuche. Die Zugversuchskennwerte wurden nach DIN EN 10002-1 er-

mittelt.

Die bruchmechanische Charakterisierung erfolgte in der Tieflage der Bruchzahigkeit gemaf
der Priufnorm zur Bestimmung des kritischen Spannungsintensitatsfaktors ASTM E 399-90
/4-7/. Im Ubergangsbereich und der Hochlage wurde zur Beschreibung des duktilen RiRein-
leitungsverhaltens der physikalische, aus der Grofte der ,stretched-zone“ /4-8/ bestimmte
Initierungskennwert J; in Anlehnung an DVM 002 /4-9/ ermittelt. Zur gemeinsamen Darstel-
lung der sprdd- und zahbruchmechanischen Kennwerte Uber den gesamten Temperaturbe-

reich wurden die Ji-Werte Uber Gl. 3—-26 in K;-Werte umgerechnet.

5. Experimentelle Simulation von WPS-Lastpfaden

5.1 Versuchsaufbau und Versuchsdurchfiihrung

Fir die Lastpfadsimulation wurden C(T)-Proben der GroRen C(T)25, C(T)50, C(T)100 und
C(T)235 verwendet. Die Proben wurden auf ein a/W-Verhaltnis von ca. 0,55-0,6 an-
geschwungen. In der Regel wurden alle Proben 20 % seitengekerbt. Lediglich vom Werkstoff

WPS1 wurden zu Vergleichszwecken C(T)25-Proben auch ohne Seitenkerbung gepruft.
Die WPS-Lastpfadsimulation gliedert sich in drei Versuchsphasen, Bild 5-1:

» J-kontrollierte Warmvorbelastung (Load),
e Abkihlung ggf. mit totaler oder partieller Entlastung der Probe (Unload/Cool),

« Kaltwiederbelastung bis zum Bruch der Probe (Fracture).

Bild 5-2 zeigt das Schema der WPS-Simulationsanlage. Der Versuchsaufbau wurde je nach
Probengrofle an Prifmaschinen der GréRe 100kN/C(T)25, 400kN/C(T)50, 1000kN/C(T)100
und 15MN/C(T)235 eingesetzt. Bei den Versuchen wurden die GroRen Last, RiBaufweitung
in der Lastangriffslinie (COD) sowie verschiedene Temperaturen digital mit einer Abtastrate

von ca. 1Hz gemessen.
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Die Anlage ermdglicht eine vollstandig rechnergesteuerte Versuchsfiihrung sowohl der me-
chanischen Beanspruchung als auch der Temperatur wahrend eines Lastpfads. Es kdnnen
beliebige, durch Polygonziige approximierte Lastpfadverlaufe im K-T Diagramm vorgegeben
werden, die dann programmgesteuert nachgefahren werden, Bild 5-1. Die Temperatur-
regelung der Probe erfolgte Uber eine elektrische Heizung und N,-Dampf. Alle Proben wur-
den COD-geregelt mit einer Geschwindigkeit kleiner als 0,3 mm/min geprift. Zur Kontrolle
des Warmvorbelastungsniveaus wurde wahrend der Warmvorbeanspruchung das J-Integral
nach ASTM E 813 /5-1/ online ausgewertet.

Wahrend der Kihlphase wurde die Kiihlrate so eingestellt, dall Spannungen infolge einer
inhomogenen Temperaturverteilung ausgeschlossen werden konnten und somit die RiR-
spitzenbeanspruchung ausschliel3lich durch die von auf3en aufgebrachte Priflast bestimmt
wurde. In Vorversuchen wurde gezeigt, dal® bei einer Kuhlrate von 120 K/h zwischen ober-
flachennahen Bereichen und dem Probeninneren eine maximale Temperaturdifferenz von
7 K auftrat, Bild 5-3.

300+ \ \ 30
] Instrumentierung der Probe WPS161 |
250 \ —125
200 o —£20
] \U1 450 K/h U1 120 K/h 7() 20 C
1504 703 = —15
1 \ \ 20/mmtief 74 m -
1004 (- —F10
L 1 \ \ - C X
> 1 - Q
Oj \ [ Y s 0
AN N :
=0 :\V I Av M‘Y SO
- 1-3 120 K/h L
—1004] -—10
o, (X ~
_200 n T T T T T T T T T T T T T T T T T T T T - _20
0 50 100 150 200 250
Zeit / min

Bild 5-3: Temperaturdifferenz des Probeninneren zur Probenoberflache

Die komplexen KMV-Beanspruchungsbedingungen resultierend aus Innendruck und in-

homogener Temperaturverteilung Uber der RDB-Wandstarke wurden durch Aufbringen ent-
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sprechender mechanischer Beanspruchung bei homogener Temperatur simuliert. FUr das
Initiierungsverhalten sind allein die lokalen Vorgange, insbesondere die Beanspruchungs-
Temperatur-Geschichte im Bereich der Rispitze entscheidend. Die Temperatur- und damit
die Zahigkeitsverhaltnisse in grolerer Entfernung von der Rilspitze sind fur die Sprod-
bruchinitiierung nicht von Bedeutung. Sie spielen jedoch eine grof3e Rolle bei der Frage, ob
ein einmal initiilerter Ri} wieder arretiert. Das heif3t, die Simulation ist hinsichtlich des
Initiierungsverhaltens auf RDB-Verhaltnisse Ubertragbar, hinsichtlich des Ri3stoppverhaltens

jedoch nicht.

Wahrend der Kaltwiederbelastungsphase wurde die Beanspruchungsgeschwindigkeit
so eingestellt, dal die zeitliche Zunahme des Spannungsintensitatsfaktors kleiner als
1 MPavm / s blieb. Der Fehler der Probentemperatur lag bei der Kaltbelastung hinsichtlich

Sollwert und Konstanz unterhalb 1 K.

5.2 Versuchsprogramm

5.2.1 WPS-Demonstrationsversuche

Im Rahmen der WPS-Demonstrationsversuche wurden Lastpfadeckdaten gewahlt, die hin-
sichtlich der Warmvorbelastungshéhe Jwps bzw. Kwps und der Temperaturdifferenz
AT = Twes-Terac aulierhalb des Bereichs liegen, der bei Notkihltransienten auftritt. Ziel die-
ser Versuche war es, den WPS-Effekt moglichst ausgepragt zu demonstrieren. Durch mehr-
fache Wiederholung der Lastpfade konnten die den WPS-Effekt beeinflussenden Faktoren
trotz der bei Sprodbruchversuchen Ublichen Ergebnisstreuung deutlich gemacht werden. Die

Lastpfad-Eckdaten der einzelnen Werkstoffe wurden nach folgenden Kriterien festgelegt:

«  Warmvorbelastungstemperatur Typs in der Hochlage der Bruchzahigkeit,
» Warmvorbelastungsniveau Jwps bis in den Bereich der zahen Riinitierung J; des
jeweiligen Werkstoffs,

» Kaltwiederbelastungstemperatur Trrac in der Bruchzahigkeitstieflage.

Fur die Werkstoffe WPS1,WPS2 und WPS3 ergeben sich daraus die in Bild 5-4 dargestellten
Lastpfade. Den zahlenmafigen Schwerpunkt der Untersuchungen bildeten die LCF- und
LUCF-Lastpfade. Daneben wurden auch sogenannte ,realitdtsnahe Transienten“ durch-
geflhrt. Diese Lastpfade sind dadurch gekennzeichnet, da® wie beim Thermoschock eines
RDB nach Durchlaufen eines Beanspruchungsmaximums mit fallender Beanspruchung bei
gleichzeitiger Abklhlung in das Sprodbruchgebiet gefahren wird. Der Lastpfad REAL30

wurde folgendermalen definiert:

« Warmvorbelastung wie bei LCF/LUCF-Versuchen auf Jyps.
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» Abklhlung bei gleichzeitiger Entlastung. Schnitt mit der K-Kurve des Werkstoffs bei
70 % der maximalen Warmvorbeanspruchung Kwps. Im weiteren monoton fallender Be-
anspruchungsverlauf bis zur Kaltwiederbelastungstemperatur Trrac.

» Kaltwiederbelastung bis zum Bruch bei Tggrac.

Die genannten Lastpfade wurden an allen drei Werkstoffen mit Proben der GréRen C(T)25,
C(T)50 und C(T)100 durchgefihrt. Aufgrund der J-kontrollierten Vorbeanspruchung ergeben
sich fur die unterschiedlichen Probenformate verschieden hohe Werte des linear-elastisch
berechneten Spannungsintensitatsfaktors Kwps und beim Lastpfad REAL30 auch verschie-
dene Lastpfadverlaufe. Dieser Unterschied ist beim Werkstoff WPS1 am starksten aus-

gepragt, da hier die Warmvorbelastung einen hohen plastischen Anteil aufweist.

Zusatzlich wurde ein realitatsnaher Lastpfad (REALV1) mit Totalentlastung bei gleichzeitiger
Abkulhlung und anschlieRender Wiederbelastung bis zum Bruch bei weiterer Abklhlung ent-
sprechend Bild 5-4 gefahren. Dieser Lastpfad wurde lediglich am Werkstoff WPS1 und dem
Probenformat C(T)25 gepruft.

5.2.2 Erganzende Demonstrationsversuche

Das hohe Niveau der Warmvorbelastung bis in den Bereich der zédhen Ri3einleitung bei den
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Bild 5-4: Lastpfade der WPS-Demonstrationsversuche
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WPS1-Demonstrationslastpfaden flihrte dazu, dal} zahe RiRinitiierung und ein geringes Mal}
an zahem RiRwachstum bei der Vorbelastung nicht vollstdndig ausgeschlossen werden
konnte. Aus diesem Grund wurden zum Vergleich mit dem Werkstoff WPS1 drei LUCF-
Lastpfade mit reduzierter Vorbelastung von Jwps = 95 N/mm gefahren. Bei diesem Warm-

vorbelastungsniveau kann duktile RiRinitiierung definitiv ausgeschlossen werden.

An jeweils einer C(T)25 Probe des Werkstoffs WPS1 wurde untersucht inwieweit ein
weiteres Absenken der Kaltwiederbelastungstemperatur auf Terac = -190 °C bei ansonsten
gleichen Beanspruchungsparametern wie bei den Demonstrationsversuchen das Ergebnis
des LCF- und LUCF-Lastpfads beeinflusst.

Weiterhin wurde am Werkstoff WPS1 an zwei C(T)25 und einer C(T)50-Probe der Einflu®
der Entlastungstemperatur untersucht (LCUF—Lastpfade).

5.2.3 Betreibertransiente |

Die Lastpfadeckdaten der ,Betreibertransiente I* entsprechen hinsichtlich der Hohe der
Warmvorbeanspruchung und der Lage der Transiente in bezug zur RTypr einem 10 mm tie-
fen sehr langen Rilpostulat bei mittragender Plattierung. Die Temperaturabsenkung zwi-

schen Lastpfadmaximum und Wiederbelastung betragt 80 K, Bild 5-5. Der Lastpfad wurde

;I—WPS JWPS ;I—FRAC
(6] N/mm c
Betreiber-I -45 18 -125
200+ Betreiber-I| -16 43 -125/-150/-190

_| Betreibertransiente | Betreibertransiente I
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|
4\,
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0 —200  —100 0

Temperatur / °C

0
—200

Bild 5-5: Lastpfade der Betreibertransienten | und Il
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sowohl ohne Entlastung (LCF) als auch mit einer totalen Entlastung (LUCF) mit jeweils drei
C(T)25-Proben am Werkstoff WPS1 geprft.

5.2.4 Betreibertransiente Il

Die ,Betreibertransiente II“ wurde lediglich im LUCF-Lastpfad am Werkstoff WPS1 durch-
geflihrt. Aufgrund der hoheren Warmvorbeanspruchung von 100 MPavm wurden hierzu
C(T)50-Proben eingesetzt.

Ziel der Untersuchung war es, die Auswirkung unterschiedlicher Kaltwiederbelastungs-
temperaturen auf die Hohe des WPS-Effekts zu ermitteln. Alle Proben wurden identisch
warmvorbelastet und mit je zwei Versuchen bei drei Kaltwiederbelastungstemperaturen ge-
pruft, Bild 5-5.

Auf die Durchfiihrung der entsprechenden Versuche mit LCF-Lastpfaden wurde verzichtet,
da die ergdnzenden Demonstrationsversuche gezeigt hatten, da® die Versagenshohe bei

LCF-Lastpfaden von der Kaltwiederbelastungstemperatur nahezu unabhangig ist.

5.2.5 WPS nach duktiler Initiierung

In weiteren Versuchen wurde Uberprift, welche Auswirkung duktile RiBinitierung und die
damit verbundene Wiederanscharfung des durch ,Blunting® abgestumpften Risses auf den
WPS-Effekt hat. Auch wenn diese Versuche keinen Bezug zu realen Notklhlszenarien ha-
ben, da bei den dort Ublichen RiRpostulaten der duktile RiRinitiierungswert J; nicht erreicht
wird und stabiles Rilwachstum deshalb ausgeschlossen ist, so kann damit die Bedeutung
der Rif3spitzenabstumpfung flr den WPS-Effekt beurteilt werden. Wenn die Abstumpfung der
dominierende Mechanismus des WPS-Effekts ware, mufite aufgrund der wesentlich scharfe-

ren RiRspitze des duktil wachsenden Risses der WPS-Effekt deutlich abgeschwacht werden.

Die Warmvorbelastung erfolgte auf ein Niveau von J = 300 N/mm, dies hatte ein stabiles
RiBwachstum von ungefahr 0,4-0,6 mm zur Folge. Die Temperaturen bei der Warmvor-
belastung bzw. Kaltwiederbelastung betrugen 30 °C bzw. -150 °C und entsprachen damit
den Lastpfad-Temperaturen der Demonstrationsversuche. Sowohl der LCF- als auch der
LUCF-Lastpfad wurden mit jeweils funf C(T)25-Proben des Werkstoffs WPS1 geprift.

5.2.6 C(T)235-GroRversuch

Ziel weiterer experimenteller Arbeiten war es, anhand einer Probengeometrie mit grof3tmog-
licher Dehnungsbehinderung zu untersuchen, wie sich der bereits bei den Demonstrations-
versuchen beobachtete GroReneffekt beim LUCF-Lastpfad im Ubergang auf komponenten-

relevante Abmessungen entwickelt. Bei einer Zylinderwanddicke von s = 280 mm des flr die
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Entnahme des Werkstoffs WPS1 zur Verfligung stehenden Behaltersegments flihrte dies zu

einer seitengekerbten C(T)-Probe der Abmessung B = 235 mm.

5.3 Ergebnisse

5.3.1 WPS-Demonstrationsversuche

Bild 5-6, Bild 5-7 und Bild 5-8 zeigen die zusammengefassten Ergebnisse der LCF-, LUCF-

bzw. der ,realistischen” Lastpfade. Die Darstellung der Vorbeanspruchung und der

Versagensbeanspruchung erfolgt in Form des aus der Last berechneten linear-elastischen
Spannungsintensitatsfaktors K, nach ASTM E 399 fir C(T)-Proben. Die so berechnete Be-
anspruchungsgréfRe wird im folgenden als ,nomineller Spannungsintensitatsfaktor bezeich-
net. Bei den teilweise grof3en plastischen Verformungsanteilen der Warmvorbeanspruchung
liefert eine linear-elastische Grélke zwar keine zutreffende Beschreibung der tatsachlichen
Rif3spitzenbeanspruchung, aber es besteht ein direkter Zusammenhang mit der Tragfahigkeit
der Probe. Bei der Darstellung von WPS-Ergebnissen in der Literatur wird Ublicherweise

ebenfalls die linear-elastische Beschreibung gewahit.

Beim LCF-Lastpfad liegt die Versagensbeanspruchung Krrac bei allen Probengrofien und
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Bild 5-6: Ergebnis der LCF-Demonstrationsversuche
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allen Werkstoffen immer tber dem Niveau der Warmvorbeanspruchung Kyps. Der Betrag der
Beanspruchungssteigerung Krrac-Kwes bis zum Bruch liegt unabhangig vom Werkstoff und

der Hohe der Vorbelastung immer bei ca. 10 MPavm.

Die maximale Erhéhung der nominellen Bruchzahigkeit im Vergleich zu nicht vorbelasteten
Proben betragt beim LCF-Lastpfad

* bei WPS1 ca. 450 %-550 %,
* bei WPS2 ca. 250 %,
* bei WPS3 220 %.

Zum Vergleich sind in Bild 5-6 die K|.-Streubander bei Trrac des jeweiligen Werkstoffs ein-

getragen.
Die Probe ohne Seitenkerbung WPS124 liegt im Streuband der seitengekerbten Proben.

Insgesamt ist auffallend, dal} die LCF-Lastpfadergebnisse eine sehr geringe Streuung auf-
weisen. Die Streuung ist wesentlich kleiner als dies bei Sprodbruchversuchen in der Bruch-

zahigkeitstieflage bei nicht vorbeanspruchten Proben beobachtet wird.

Beim LUCF-Lastpfad am Werkstoff WPS1, Bild 5-7, wird das Vorbeanspruchungsniveau in
keinem Fall wieder erreicht. Die Streuung der Ergebnisse ist deutlich groRer als beim LCF-

Lastpfad.

Mit zunehmender ProbengrofRe ist beim Werkstoff WPS1 eine Abnahme der Kaltwiederbela-

stungskapazitat in Bezug zur Warmvorbelastung Kerac/Kwes feststellbar.

Die maximale Erhdhung der nominellen Bruchzahigkeit im Vergleich zu nicht vorbelasteten
Proben betragt beim Werkstoff WPS1 im LUCF-Lastpfad ca. 350 % (C(T)25) bis 270 %
(C(T)100).

Beim Werkstoff WPS2 wird bei C(T)25-Proben auch im LUCF-Lastpfad die Vorlast beim
Bruch Uberschritten. Die Bruchlast beim Versuch WPS385 liegt auf dem Niveau der C(T)25
LCF-Lastpfade. Wie beim Werkstoff WPS1 ist ein Trend zu erkennen, dal} bei gréReren Pro-
ben der WPS-Effekt abgeschwacht wird. Die maximale Erhdhung der nominellen Bruch-
zahigkeit im Vergleich zu nicht vorbelasteten Proben betragt beim Werkstoff WPS2 ca.
230 % (C(T)25) bis 140 % (C(T)100).
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Bild 5-7: Ergebnis der LUCF-Demonstrationsversuche

Die Bruchlasten der LUCF-Lastpfade am Werkstoff WPS3 liegen knapp oberhalb (C(T)25)
bzw. auf der Hohe (C(T)50, C(T)100) des Vorbelastungsniveaus. Der Unterschied zu den
LCF-Ergebnissen ist geringer als bei den Werkstoffen WPS1 und WPS2.

Der Lastpfad REAL30 mit C(T)25-Proben des Werkstoffs WPS1, Bild 5-8, ist hinsichtlich der
Belastung beim Bruch auf dem Niveau des entsprechenden LCF-Lastpfads. Die Ergebnis-
streuung ist gering. Auch in dieser Hinsicht ist der REAL30-Lastpfad bei C(T)25-Proben eher
mit dem LCF-Lastpfad als mit dem LUCF-Lastpfad vergleichbar. Die partielle Entlastung
wirkt sich auf den WPS-Effekt weniger negativ aus als die Totalentlastung beim LUCF-

Lastpfad.

Die C(T)25-Lastpfade mit Totalentlastung (REALV1, WPS142-WPS150) am Werkstoff WPS1
fihrten knapp unterhalb des Vorbelastungsniveaus zum Bruch und liegen mit ihren
Versagenslasten zwischen den LCF- und den LUCF-Ergebnissen desselben Werkstoffs.
Aufgrund der Definition des REALV1-Lastpfads gibt es keine definierte Kaltwiederbe-

lastungstemperatur. Die Bruchtemperaturen lagen zwischen -147 °C und -150 °C.
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Verglichen mit den C(T)25-REAL30 Ergebnissen am Werkstoff WPS1 sind die Bruchlasten
im gleichen Lastpfad bei den C(T)100-Proben im Verhaltnis zur Vorbelastung geringer. Die
Streuung ist groRer soweit dies mit nur zwei Versuchen beurteilt werden kann. Dieses Ver-

halten wurde auch bei den LUCF-Lastpfaden beobachtet.

Die C(T)50-Ergebnisse zeigen beides: LCF-typische Bruchlasten lber dem Vorbelastungs-

niveau und einen Versuch (WPS182), der beim Bruch deutlich unter der Vorbelastung bleibt.
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Bild 5-8: Ergebnis der REAL30- und REALV1-Demonstrationsversuche

Bei den Werkstoffen WPS2 und WPS3 ist bei allen Probenformaten bei den REAL30-
Lastpfaden kein signifikant unterschiedliches Verhalten verglichen mit den LCF-Versuchen

erkennbar.

5.3.2 Erganzende Demonstrationsversuche

Beim Versuch WPS152 (Bild 5-6) wurde im Vergleich zu den anderen LCF-Lastpfaden am
Werkstoff WPS1 bei deutlich tieferer Temperatur weiterbelastet (Trrac = -190 °C). Das Ver-

suchsergebnis liegt im Streuband der WPS1 LCF-Demonstrationsversuche.
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Bild 5-9: Ergebnis der erganzenden Demonstrationsversuche

Wird die Kaltwiederbelastungstemperatur beim LUCF-Lastpfad abgesenkt (Bild 5-7,
Terac = -190 °C, C(T)25, WPS131) beobachtet man beim Werkstoff WPS1 bei ansonsten
gleichen Warmvorbelastungsparametern einem deutlichen Einbruch der nominellen Bruch-
zahigkeit gegeniiber den Versuchen mit Terac = -150 °C (WPS111-WPS109). Dennoch blieb
auch WPS131 deutlich Gber der Bruchzahigkeit ohne Warmvorbelastung.

Die WPS1-Proben mit einer Vorbelastung unterhalb des Niveaus der duktilen RiR3einleitung
WPS133-WPS135 in Bild 5-9 zeigten keinen signifikanten Unterschied zu Versuchen, die bis
in den Bereich von J; vorbelastet wurden und bei denen es mdglicherweise auch zu einem

geringen Maf} an zdhem Rilwachstum gekommen ist.

Bei den LCUF-Versuchen, bei denen im Gegensatz zu LUCF-Versuchen die totale Ent-
lastung bei der Tieflagentemperatur Tegrac  durchgefliihrt wird, beobachtet man eine
Versagenshohe, die im Rahmen der vergleichbaren LUCF-Versuche liegt. Die Temperatur,
bei der entlastet wird, hat keinen signifikanten Einflu auf die Hohe des WPS-Effekts.
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5.3.3 Betreibertransiente |

Die Beanspruchung beim Bruch Kgrac lag unter den Bedingungen der Betreibertransiente |
beim LCF-Lastpfad durchweg oberhalb und beim LUCF-Lastpfad knapp oberhalb bzw.
knapp unterhalb des Warmvorbelastungsniveaus (Bild 5-10). Der Einflul der Beanspruch-
ungsgeschichte (LCF/LUCF) auf den WPS-Effekt ist gering. Die Erhéhung der Bruch-

zahigkeit gegenuber dem Sprodbruchstreuband K. nicht-warmvorbeanspruchter Proben bei
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Bild 5-10  Ergebnis der Betreibertransiente |

Wiederbelastungstemperatur betrug ca. 3 % bis 18 % bezlglich des oberen Rands des
Streubands. Bezieht man die Erhéhung der Bruchzahigkeit nach WPS auf den Streuband-

mittelwert ergeben sich fur die Betreibertransiente | Werte zwischen 37 % und 57 %.

5.3.4 Betreibertransiente Il

Wie in Bild 5-11 deutlich wird, nimmt unter den Bedingungen der Betreibertransiente Il das
erreichbare Kaltwiederbelastungsniveau mit abnehmender Temperatur Terac ab. Tendenziell
scheint die Versagenskurve nach LUCF der parallel zu tieferen Temperaturen versetzten

Ki-Kurve zu folgen.
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Bild 5-12: Ergebnis der Lastpfade mit duktiler Initiierung bei der Warmvorbelastung
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5.3.5 WPS nach duktiler Initiierung

Beim LCF-Lastpfad ist keinerlei Einfluf des duktilen RiBwachstums auf die Auspragung des
WPS-Effekts erkennbar, Bild 5-12. Wie bei den WPS-Demonstrationsversuchen wurde beim
LCF-Lastpfad das Niveau der Warmvorbeanspruchung beim Bruch in jedem Fall Ubertroffen.
Bezogen auf den K-Mittelwert wird der linear-elastisch berechnetete Spannungsintensitats-
faktor beim LCF-Lastpfad um mehr als 400 % erhoht.

Beim LUCF-Lastpfad wurde im Mittel ein Kaltwiederbelastungsniveau in Héhe von ca. 80 %
der Warmvorbelastung erreicht. Dieser Wert liegt im Rahmen dessen, was bei den Demon-
strationsversuchen beobachtet wurde. Bezogen auf den urspriinglichen K,-Wert wurde
durch den LUCF-Lastpfad im Mittel eine Erhdhung um 300 % erreicht. Allerdings zeigen die
LUCF-Ergebnisse eine ungewohnlich groRe Ergebnisstreuung. Der gréfite Beanspru-
chungswert beim Bruch unterscheidet sich vom kleinsten um nahezu 100 %. Die Staffelung
der Versagensbeanspruchung Kkorreliert nicht mit den gemessenen duktilen Ril-
erweiterungen. Selbst beim LUCF-Lastpfad mit dem geringsten Kaltwiederbelastungsniveau

beim Bruch wurde der K.-Wert um ca. 230 % Ubertroffen.

5.3.6 C(T)235-GroRversuch

In Bild 5-13 ist das Last-COD-Diagramm des C(T)235-Versuchs dargestellt. Bei der Kalt-

wiederbelastung konnte die Last der Warmvorbeanspruchung nur zu rund 50 % wieder er-

2500
4 WPS1, C(T)235 20% sk., LUCF
] FWPS=2151 kN
2000-
1 500_‘ Warmvorbelastung T=22 C
z |
x -
*(75 4
© |
WOOO—_ FFRAC =1007 kN
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500+
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Bild 5-13: F-COD-Diagramm des C(T)235 LUCF-Lastpfads
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reicht werden.

Aufgrund der nach ASTM E 399 ungiiltigen RiRgeometrie, Bild 5-14, kann die dort definierte
Formfunktion zur formalen Berechnung des Spannungsintensitatsfaktors nur mit Ein-
schrankungen verwendet werden. Bei linearer Betrachtung gilt jedoch unabhangig von der

RiBgeometrie KFRAC/KWPS = FFRAC/FWPS-

(@)

a/ mm
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Bild 5-14: RilRgeometrie der C(T)235-Probe
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Bild 5-15: Abhangigkeit der LUCF-Kaltwiederbelastbarkeit von der Probengrofle
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In Bild 5-15 ist die Wiederbelastbarkeit nach einem LUCF-Lastpfad als Funktion der Proben-
breite aufgetragen. Alle Proben wurden auf den gleichen Wert des J-Integrals entsprechend
dem Beginn der duktilen Rilerweiterung warmvorbelastet. Hinsichtlich des WPS-Effekts
zeigt sich mit zunehmender Probengrée das auch bei K.-Versuchen bekannte ,Sattigungs-
verhalten®. Die Wiederbelastbarkeit Kerac/Kwps der C(T)235-Probe betrug 0,47 und war da-
mit trotz doppelter ProbengrdofRe nicht wesentlich kleiner als bei der zuvor gepriften C(T)100.
Daraus folgt dal® ein WPS-Effekt in der Héhe wie er bei der C(T)100 und der C(T)235
beobachtet wurde unter den genannten Lastpfadbedingungen als dickenunabhangig ange-

nommen werden kann.

5.4 Fraktographie

Bild 5-16 und Bild 5-17 zeigen die Bruchflachen von Proben des Werkstoffs WPS1, die im

Rahmen der Werkstoffcharakterisierung zur Bestimmung der Bruchzahigkeits-Temperatur-

kurve gepriift wurden (linke Bildseite) im Vergleich zu Bruchflachen von Lastpfadproben

(rechte Bildseite) in 1000-facher bzw. 12-facher Vergroferung.

Im Temperaturbereich von -150 °C bis -50 °C tritt der instabile Bruch als Quasispaltbruch
auf, Bild 5-16 linke Bildseite. Erst bei einer Bruchtemperatur von -50 °C ist ein erhéhter Anteil
an plastischer Verformung (,zahe Bander®) zu erkennen. Auf der rechten Bildseite sind die
Bruchflachen von LUCF-Lastpfadproben abgebildet. Mikroskopisch (1000-fach) ist kein Un-
terschied zu den K-Proben zu erkennen. Auch nach Warmvorbeanspruchung tritt Quasi-

spaltbruch auf.

Dagegen zeigt sich in 12-facher Vergrofierung ein signifikanter Unterschied zwischen warm-
vorbelasteten und nicht warmvorbelasteten Proben in der makroskopischen Grobstruktur der
Bruchflachen, Bild 5-17.

Im direkten Vergleich der C(T)25-K-Probe, Bild 5-17a.), und der C(T)25-LUCF-
Lastpfadprobe, Bild 5-17 f.), die bei gleicher Temperatur (Trrac =-150 °C) gebrochen sind,
wird deutlich, da® nach Warmvorbeanspruchung eine wesenlich grobere Bruchstruktur vor-

liegt.

Die hier gezeigte grobstrukturierte Bruchflache ist typisch fur C(T)25- und C(T)50-Last-
pfadproben (LCF,LUCF,REAL30) mit einer Kaltwiederbelastungstemperatur von -150 °C.
Hinsichtlich der Grobstruktur sind diese Proben mit der K;-Probe, die bei der 100 K hoheren

Priiftemperatur von -50 °C gebrochen ist, vergleichbar, Bild 5-17 c.).

Bei Lastpfad-Versuchen an C(T)100 mit einer Bruchtemperatur von Trrac = -150 °C héangt
das makroskopische Bruchaussehen von der Vorbelastungsgeschichte ab: nach einem LCF-

Lastpfad zeigt sich die gleiche grobe Bruchoberflache wie bei den C(T)25-Proben, dagegen
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beobachtet man nach einem LUCF-Lastpfad eine glattes, mit der K,-Bruchflache von
—-150 °C vergleichbares Bruchbild, Bild 5-17 d.).

Bei abgesenkter Kaltwiederbelastungstemperatur (Terac = -190 0C) beobachtet man auch
nach einem LUCF-Lastpfad bei C(T)25-Proben eine glatte Sprédbruchflache, Bild 5-17 e.).
Verglichen mit den K,.-Proben liegt die Textur der Bruchflache subjektiv betrachtet zwischen
den Versuchen bei —100 °C und —150 °C.

Die fraktographische Untersuchung laRt keinen Zusammenhang zwischen den EinfluR3-
grolken ProbengroRe, Lastpfad, Bruchtemperatur und den dabei beobachteten Bruch-
flachenstrukturen erkennen. Sowohl an C(T)25- als auch an C(T)100-Proben wurden makro-
skopisch grobe und glatte Briiche gefunden. Dasselbe gilt flir den Lastpfadeinflui. Bei mo-
noton belasteten K- bzw. K;-Proben traten beide Bruchbilder ebenso auf wie nach LCF-
und LUCF-Lastpfaden. Auch die Bruchtemperatur erlaubt keine Abgrenzung, da beispiels-
weise bei —150 °C abhangig von ProbengréRe und Lastpfad grob- und glattflachige Briiche

beobachtet wurden.

Grob strukturierte Bruchflachen traten unabhéngig von den oben genannten EinfluigréoRen
immer dann auf, wenn die Versagensbeanspruchung Kerac hoch war. Das bedeutet, die
Struktur der Bruchflache ist Folge eines Bruchs mit einem hohen Betrag an elastisch ge-
speicherter Energie in der Probe und demzufolge einer hohen Rif’igeschwindigkeit. Dies wird
auch dadurch belegt, dal3 die typischen Bruchstrukturen nicht nur auf die durch Warm-
vorbelastung beeinflul3ten Ligamentbereich beschrankt waren, sondern auch dort auftraten,

wo keine plastische Verformung stattgefunden hat.

Vergleichbare Befunde wurden in /5-2/ an Bruchflachen warmvorbelasteter Biegeproben

festgestellt.
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Bild 5-16: Bruchflachen in 1000-facher VergréRerung
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5.5 Zusammenfassende Bewertung und Vergleich mit Literaturergebnissen

Bei keinem der Lastpfade trat Bruch der Probe wahrend der Abkulhlung auf. Um den Bruch
der Probe zu bewirken, war immer eine Beanspruchungssteigerung notwendig. Damit konnte
die Giltigkeit des ,konservativen WPS-Prinzips® /5-3/: ,kein Bruch bei konstanter oder fallen-
der Beanspruchung, dK/dt < 0“ in Ubereinstimmung mit den Ergebnissen in /5-4/, /5-5/, /5-6/,
15-3/, 15-7/, 15-8/, 15-9/ und /5-10/ nachgewiesen werden. In /5-11/ wird von einem Bruch der
Probe in der Abkuhlphase berichtet, der aber auf einen zu hohen Temperaturgradienten in
der Probe verbunden mit einem zeitlich ansteigenden Spannungsintensitatsfaktor zurtickge-

fUhrt wurde.

Die Hohe des erzielbaren WPS-Effekts hangt primar von der Héhe des bei der Warmvorbe-
lastung erreichten Beanspruchungsmaximums ab, siehe auch /5-4/, /5-12/, /5-13/, /5-14/,
/5-15/. Bei WPS-Versuchen gilt ganz allgemein, dald selbst im glinstigsten Fall des LCF-
Lastpfads die Beanspruchung beim Bruch nicht wesentlich tGber das Niveau des Warmvor-
beanspruchung hinaus gesteigert werden kann. Daher ist eine Erh6hung des urspringlichen
K-Werts durch den WPS-Effekt um den Faktor 3 bis 5, wie bei den WPS-Demonstrations-
versuchen auch nur bei Temperaturen Terac im Bereich der Bruchzahigkeitstieflage mdéglich.
Bei Wiederbelastungstemperaturen im Bereich des Bruchzahigkeitstiibergangs, wo die obere
Einhdllende der Bruchzahigkeiten bereits hohe Werte annimmt, kann daher bei Vorbelast-
ungen wie bei der Betreibertransiente | nur ein vergleichsweise geringer Gewinn gegenuiber

der Ki-Kurve erzielt werden, vgl. auch /5-10/.

Transienten mit teilweiser Entlastung liegen beziglich ihres Versagensniveaus zwischen
dem LCF- und dem LUCF-Lastpfad. Dasselbe gilt fir den LCUF-Lastpfad, bei dem im
Gegensatz zum LUCF-Lastpfad die Totalentlastung nach dem Abkuhlen stattfindet, vgl. /5-4/,
15-12].

Die den WPS-Effekt reduzierende Wirkung einer Entlastung beginnt erst, wenn ein be-
stimmter, von Werkstoff und Probenabmessungen abhangiger Betrag an Entlastung lber-
schritten wird, vgl. auch /5-16/, /5-17/ sowie /5-7/.

Das Ergebnis des LUCF- bzw. des LCF-Lastpfads kann demzufolge als untere bzw. obere
Grenze des bei beliebigen Lastpfaden mit gegebener Vorbelastungshéhe Kwps und ge-
gebenen Lastpfadecktemperaturen Twpes, Trrac zu erwartenden WPS-Effekts angesehen
werden, siehe auch /5-4/, /5-8/, /5-3/ und /5-18/.

Bei Transienten mit Totalentlastung (LUCF) ist die erreichbare Wiederbelastungshohe ab-
hangig von der Warmvorbelastungshohe, der Wiederbelastungstemperatur und der Proben-

groéfie.
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In der vorliegenden Untersuchung wurde das einmal erreichte Beanspruchungsniveau nicht
in jedem Fall wieder erreicht. Die ertragbare Beanspruchung beim Bruch war aber in jedem

Fall héher als beim entsprechenden K.-Versuch.

Die Probengroflenabhangigkeit erreicht wie bei Ke-Versuchen einen Grenzwert
(“Sattigungsniveau”), d.h ab einer bestimmten Dicke kann von einem ,dickenunabhangigen

WPS-Effekt* gesprochen werden.

In /5-10/, /5-14/, /5-19/, /5-20/, /5-21/ und /5-22/ wird ebenfalls von WPS Versuchen berichtet,
bei denen das Warmvorbelastungsniveau beim Bruch nicht mehr erreicht wurde. Eine mit
den vorliegenden Befunden Ubereinstimmende Aussage Uber die Groflenabhangigkeit des
WPS-Effekts nach dem LUCF-Lastpfad findet man in /5-4/, /5-18/, /5-20/, /5-23/, /5-24/,
/5-25/ und /5-26/.

Wahrend die Aussagen in der Literatur bezliglich Lastpfad- und ProbengroRenabhangigkeit
des WPS-Effekts weitestgehend gleichlautend sind und mit den experimentellen Ergebnis-
sen der vorliegenden Arbeit Ubereinstimmen, wird die Auswirkung duktiler RiRinitiierung kon-
trovers diskutiert. Eine in der Literatur z.B. /5-2/, /5-27/ und /5-28/ vertretene Ansicht, die
besagt, dal® RiRinitiierung zu einem Wiederanscharfen der abgestumpften Rilspitze flihrt
und damit eine Verminderung des WPS-Effekts zur Folge haben mufte, wird durch die vor-
liegenden Ergebnisse nicht bestatigt. Die Versuche haben gezeigt, dal} die Initierung keine
sprunghafte Anderung des WPS-Verhaltens bewirkt und auch nach stabilem RiBwachstum
im Bereich einiger zehntel Millimeter der WPS-Effekt noch wirksam ist. Damit ibereinstim-
mende Aussagen findet man in /5-9/, /5-12/, /5-8/ und /5-29/.

6. Mechanismen des Vorbelastungseffekts (WPS)

Als mogliche Ursachen des WPS-Effekts wurden bereits vor drei Jahrzehnten von Nichols
/5-14/ die folgenden Mechanismen genannt:
* Ausbildung von Eigenspannungen an der Rispitze nach Entlastung (,residual stres-
ses’).
» Abstumpfung der urspriinglich scharfen Schwingrispitze wahrend der Warmvorbelast-
ung (,crack tip blunting®).

» Anderung der Mikrostruktur des Werkstoffs durch die Vordehnung (,strain effect®).

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde erstmals der Versuch unternommen, die Beitrage
der genannten Mechanismen zum WPS-Effekt systematisch zu separieren und in ihrem Ein-
flul auf die Héhe des WPS-Effekts zu gewichten. Diese Untersuchungen wurden aus-
schlieBlich am Werkstoff WPS1 durchgefiihrt.
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6.1 Untersuchung der Spannungsverteilung

Nach nicht monotoner Vorbeanspruchung, wie beispielsweise nach einem WPS-Lastpfad, ist
der sich einstellende Spannungsverlauf abhangig von der Belastungsgeschichte und kann in

der Regel nicht mehr als Funktion der duf3eren Beanspruchung ausgedrickt werden.

Der Vergleich der Spannungsverlaufe (elastisch-plastische FEM-Rechnung, isotrope Ver-
festigung /6-1/) im Moment des Bruchs nach einem LUCF- bzw. LCF-Lastpfad in Bild 6-1
zeigt verglichen mit der Spannungsverteilung des Ki.-Versuchs bei gleicher Temperatur, dal}
in dem fir die Bruchauslésung maf3geblichen Bereich die maximale Hauptspannung in allen

drei Fallen auf einem ahnlichen Niveau liegt. Der formal aus der Last berechnete Span-

o / N/mm?2

] K, = 36 MPavm

o
00 05 10 15 20 25 30 35 40 45 50

Bild 6-1: RiR6ffnende Spannung an der RiRspitze im Moment des Bruchs

nungsintensitatsfaktor Kgrac ist jedoch unterschiedlich, da im unkritischen Ligamentbereich
bei den warmvorbelasteten Proben ein vergleichsweise héheres Spannungsniveau vorliegt,

das eine hohere Traglast ermdglicht.

Bild 6-2 zeigt die Entwicklung der maximalen Hauptspannung an der Ril3spitze in den ver-

schiedenen Phasen eines LUCF-Lastpfads und verdeutlicht die positive Rolle des sich nach
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Bild 6-2: Entwicklung der ri36ffnenden Spannung wahrend eines LUCF-Lastpfads

Entlastung einstellenden Eigenspannungszustands. Die nach der Entlastung vorhandenen
Druckeigenspannungen im Rispitzenbereich sind den bei der Kaltwiederbelastung auftre-
tenden Spannungen entgegengerichtet. Erst bei hdheren Lasten werden die fir Sprédbruch-

ausldésung notwendigen hohen Zugnormalspannungen im Bereich der Rispitze erreicht.

Beim LCF-Lastpfad tritt keine Ruckplastifizierung auf, jedoch unterscheiden sich die Span-
nungsfelder an der Ri3spitze sehr stark abhangig davon, ob die gleiche Beanspruchung im
,warmen* oder im ,kalten“ Zustand aufgebracht wird. Bei Aufbringung der Beanspruchung im
~Warmen*“ ist aufgrund der kleineren FlieRgrenze die Spannungsiberhéhung am Rif3 und
damit die Hohe der Spaltbruch auslésenden maximalen riRéffnenden Spannung geringer als

dies bei Aufbringung der gleicher Beanspruchung im ,Kalten® der Fall wéare. Der formal



-53 -

linear-elastisch berechnete Spannungsintensitatsfaktor K; ist jedoch in beiden Fallen gleich,

da er lediglich aus der Héhe der aufReren Beanspruchung berechnet wird.

Wie numerische Rechnungen gezeigt haben /6-1/, bleibt beim LCF-Lastpfad die Spannungs-
verteilung, die sich bei Warmvorbelastung eingestellt hat, bei Abkihlung unter konstanter
Last nahezu unverandert erhalten. Auf diese Weise ist auch bei tiefer Temperatur eine hohe
globale Beanspruchung bei vergleichsweise geringer Beanspruchung des Rispitzen-
bereichs ertragbar. Erst die Steigerung der Last bei tiefer Temperatur bewirkt im Rilspitzen-

bereich kritische bruchausldsende Spannungen.

6.2 Rolle der RiRspitzenabstumpfung

Anhand eines Schliffes einer auf das Niveau einer relativ hohen Warmvorbeanspruchung
belasteten C(T)25-Probe konnte die Abstumpfung der urspriinglich scharfen Schwingril3-

spitze quantifiziert werden, Bild 6-3, rechts.

Nach Warmvorbeanspruchung auf J = 125 N/mm betrug die RiRspitzendffnung ca. 80 um

und damit ca. das 100-fache der Ril3spitzenéffnung einer angeschwungenen Probe.

Die Prifung maschinell gekerbter C(T)-Proben erlaubt es, die Bruchzahigkeitserhbhung

RiRspitzenabstumpfung
nach Warmvorbelastung
auf J=125 N/mm (WPS1)

Erodierkerben
nach Bruch zusammenfiigt

~0.08

Bild 6-3: Schliffe warmvorbelasteter und erodiergekerbter Proben
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durch die Rispitzenabstumpfung isoliert zu untersuchen, da sich hierbei nur der geo-
metrische Effekt der Abstumpfung, nicht jedoch die Vordehnung sowie die durch die Vor-
belastung entstehenden Eigenspannungen auswirken. Diese Proben wurden ohne Warm-

vorbelastung bei Terac gebrochen.

Da es fertigungsbedingt nicht moglich war einen der RilRabstumpfung der Vorbelastung exakt
entsprechenden Kerb einzubringen, wurde der ,Blunting“-Einflu® aus den Ergebnissen ver-

schieden scharf gekerbter Proben abgeschatzt.

Der Vergleich der Rif3spitzen in 120-facher VergréRerung (Bild 6-3) macht die Unterschiede
hinsichtlich des Kerbradius der gekerbten Proben und der ,Blunting“-Probe deutlich. Mit der

groReren Kerbe (O = 0,4 mm) wurde eine Kerbbruchzahigkeit von 85 MPavm gemessen.

Im Vergleich dazu wurde bei Lastpfadproben mit der wesentlich kleineren ,Blunting®-Kerbe
0 = 0,08 mm die nominelle Bruchzahigkeit durch WPS auf Werte zwischen 120 MPavm
(LUCF) und 150 MPavm (LCF) erhoht.

Der Vergleich mit den beim LCF-Lastpfad erreichten nominellen Bruchzahigkeitswerten von
ca. 150 MPavm macht deutlich, daR unter den speziellen Voraussetzungen der WPS1-
Lastpfadsimulation die Abstumpfung des Risses lediglich einen untergeordneten Beitrag zum
WPS-Effekt lieferte.

Bei der WPS-Simulation mit den niedriger vorbelasteten Werkstoffen WPS2 und WPS3 ist
ein noch geringerer ,Blunting“-EinfluR auf die Lastpfadergebnisse zu erwarten, da CTOD und

damit der ,Blunting“-Radius proportional mit dem Faktor Jwps/Rewps abnimmt, vgl. Gl. 3-27.

Eine in /6-2/ auf der Basis der Gleitlinientheorie an Rundkerben abgeleitete Beziehung be-
sagt eine Proportionalitat zwischen der Kerbbruchzahigkeit K und der Wurzel des Kerb-

radius, Kicp) ~ Vp -

Die Extrapolation der tUber dem Kerbdurchmesser aufgetragenen gemessenen Kerbbruch-
zahigkeiten in Bild 6-4 erlaubt eine Abschatzung der Kerbbruchzahigkeit beim ,Blunting®-
Durchmesser von ca. 0,08 mm. Es ergibt sich ein Wert in der GroRenordnung von
55-60 MPavm.
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WPS157, Erodierkerbe 2p =0.4 mm

90__ WPS591, Erodierkerbe 2p = 0.25 mm
80—
70—_ Blunting JWPS =125 N/mm, 2p = 008mm P
KI - Streuband
Cc
bei -150 °C
Schwingriss 2p = 0.8 pm
" 0o 020  0.30 0.40 0.70
(2p)1/2 / mm1/2
0.0 0.01 0.04 0.09 0.6 0.25 0.36 0.49
2p/ mm

Bild 6-4: Einflul® des Riflspitzenradius auf die Kerbbruchzahigkeit

6.3 EinfluR der Vordehnung

6.3.1 EinfluB auf Bruchmechanikkennwerte

Durch die bruchmechanische Untersuchung von Werkstoff, der vor der Probenfertigung bei
Raumtemperatur homogen bis zur GleichmaRdehnung vorbeansprucht wurde, konnte im
Vergleich mit den Ergebnissen des gleichen, nicht vorgedehnten Werkstoffs der Einflud der

Vordehnung auf das Bruchverhalten gezeigt werden.

In der Literatur /5-3/, /6-3/ und /6-4/ wird in diesem Zusammenhang der Mechanismus der
Abstumpfung von Mikrorissen (,microcrack blunting“) bei plastischer Verformung im Tempe-
raturbereich der Bruchzahigkeitshochlage diskutiert, der zu einer Entscharfung von potentiel-
len RiBkeimen fuhren soll und damit verbunden eine Erhéhung des Werkstoffwiderstands

gegen Sprodbruch zur Folge haben miifte.

Bild 6-5 zeigt die Abmessungen sowie die BauteilflieRkurve der fir diese Untersuchung ver-
wendeten GrolRprobe aus dem Werkstoff WPS1. Zum Vergleich ist die FlieRkurve, die bei
Raumtemperatur an einer B10x50 Normzugprobe am selben Werkstoff ermittelt wurde, ein-

gezeichnet.
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BauteilflieBkurve bei der Vordehnung

Nach Erreichen der Gleichmaflidehnung in H6he von ca. 12 % wurde die GroRprobe ent-

lastet. Aus dem homogen vorgedehnten Bereich der Probe wurden 16 C(T)25-Proben ent-

sprechend Bild 6-6 entnommen. Die Entnahmeorientierung dieser Proben ist identisch mit

der Orientierung der Proben zur Ermittlung der K.-Kurve des nicht-vorgedehnten Werkstoffs.

Bild 6-6:

Probenentnahme aus der
Vordehnprobe

Bruchmechanikversuche im Temperaturbe-
reich der Bruchzahigkeitstieflage und im
unteren Ubergangsgebiet zeigten, dal die
Vordehnung keine Veranderung des Tief-

lagenverhaltens bewirkte, vgl. Bild 6-7.

Insbesondere bei der Kaltwiederbelast-
ungstemperatur der WPS1-Demonstra-
tionsversuche Terac = -150 °C liegen die
Ki.-Werte des vorgedehnten Werkstoffs bei
geringer Streuung innerhalb der Werte des

nicht vorgedehnten Werkstoffs.
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Bild 6-7: Auswirkung der Vordehnung auf die Bruchzahigkeit in der Tieflage

6.3.2 EinfluR auf Kennwerte des Zugversuchs

Bei der FEM-Nachrechnung der WPS-Experimente wird in der Regel angenommen, daf}
beim Ubergang zu tieferen Temperaturen die im ,Warmen*“ akkumulierte Vergleichsdehnung
in die FlieBkurve bei tieferer Temperatur ibernommen wird. Um dies zu untersuchen, wur-
den zwei Versuche am Werkstoff WPS1 vorgenommen. Dabei wurden Normzugproben bei
Warmvorbelastungstemperatur (30 °C) 5 % bzw. 10 % vorgedehnt und anschlieRend ent-

sprechend einem LCF-Lastpfad bei WPS-Bruchtemperatur (-150 °C) weiterbelastet.

Die entstehenden kombinierten Fliel3kurven sind in Bild 6-8 im Vergleich mit den FlieRkurven
der Werkstoffcharakterisierung dargestellt. Bei weiterer Steigerung der Beanspruchung nach
Abklhlung zeigen die bereits plastisch vorgedehnten Proben erneut linearelastisches Werk-
stoffverhalten mit erneuter Ausbildung einer ausgepragten Streckgrenze. Das Niveau der
Streckgrenze nach 5 % und 10 % Vordehnung liegt etwa auf dem Niveau der nicht vorge-
dehnten bei —150 °C gepriiften Zugprobe. Im weiteren Verlauf verhalt sich der vorgedehnte
Werkstoff nahezu idealplastisch und zeigt wenig Dehnungsverfestigung. Der Verlauf der
FlieRkurve nach Vordehnung verluft in diesem Bereich unterhalb der 150 °C FlieRkurve des

Werkstoffs. Die Versuche machen deutlich, dall die exakte Nachrechnung eines Lastpfads
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mit Hilfe der FE-Methode die Verwendung komplexer Werkstoffgesetze voraussetzt. Dies gilt

in noch gréRerem Male flr die Nachrechnung eines LUCF-Lastpfads.

©
o
=
()]
C
>
C
C
@©
Q.
N
c
N
(&)
ks
-- - 5% Vordehnung bei 30°C
00 e 10% Vordehnung bei 30°C
400 T e e e
O 1 2 3 4 5 6 7 8 9 1011121314 1516 17 18 19 20

techn. Dehnung / %

Bild 6-8: Stufenzugversuche am Werkstoff WPS1

6.4 Diskussion

Wie in den vorstehenden Abschnitten erlautert, erwies sich unter den speziellen Randbedin-
gungen der WPS1-Demonstrationsversuche die Abstumpfung der Ril3spitze bei der Warm-
vorbelastung nur von untergeordneter Bedeutung auf die Hohe des WPS-Effekts. Mikro-
strukturelle Effekte infolge Vordehnung, die zu einer Veranderung des Sprodbruchverhaltens
fihrten, konnten nicht festgestellt werden. Die Erhéhung der Traglast nach WPS kann im
untersuchten Fall nahezu vollstandig durch eine insgesamt glinstigere Spannungsverteilung
an der RiBspitze erklart werden. Bereits in /5-27/ sowie in /6-5/, /6-6/, /6-7/, /6-8/,
/6-9/ und /6-10/ wurde darauf hingewiesen, dal} der in Abschnitt 6.1 beschriebene Mecha-
nismus der ,giinstigeren Spannungsverteilung“ nach einem Lastpfad im Vergleich zu mono-
toner Belastung bei tiefer Temperatur (K-Versuch) den wesentlichen Beitrag zum WPS-
Effekt liefert.
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In diesem Sinne ist der WPS-Effekt kein Werkstoff-Effekt sondern Folge der formalen An-
wendung des Parameters K, auflerhalb des eigentlichen Definitionsbereichs. In der ur-
springlichen Form nur fir linear-elastische Werkstoffe hergeleitet, kann mit dem Span-
nungsintensitatsfaktor K, bei elastisch-plastischem Werkstoffverhalten der Rispitzen-
Spannungszustand charakterisiert werden, solange die Beanspruchung einsinnig und die

plastische Zone klein gegeniber den Abmessungen der Probe ist, vgl. Abschnitt 3.2.

Bei typischen KMV-Lastpfaden treten in der Regel unmittelbar nach Uberschreiten des Last-
pfadmaximums im Rispitzenbereich strukturell bedingte Rickplastifizierungen auf, die dazu

fihren, dal die Werkstoffbeanspruchung dort nicht mehr einsinnig ist.

Auch bei Lastpfaden ohne Entlastung (LCF) ist der Zusammenhang zwischen der globalen
BeanspruchungsgrofRe K, und den lokalen Vorgangen an der Rispitze aufgrund der Tempe-

raturabhangigkeit des FlieRverhaltens nicht mehr eindeutig, vgl. Bild 6-1.

Um den WPS-Effekt quantitativ zu beschreiben, ist es daher notwendig, einen neuen Bean-
spruchungsparameter zu verwenden, der die gesamte Beanspruchungsgeschichte bertck-
sichtigt und es ermdoglicht, die daraus resultierende lokale RiRspitzenbeanspruchung zutref-

fend zu beschreiben und hinsichtlich Sproédbruchauslésung zu bewerten.

7. Analytische Behandlung des Vorbelastungseffekts (WPS)

Das Grundkonzept der im Zusammenhang mit WPS in der Literatur veroffentlichten analyti-

schen Modelle, z.B. /7-1/ und /7-2/, besteht aus einem zweistufigen Prozel}, siehe Bild 7-1:

1. Der resultierende Spannungs-/Verschiebungsverlauf an der Rif3spitze nach einer thermo-
mechanischen Vorgeschichte wird durch Uberlagerung von RiRspitzenspannungs-
Iverschiebungsverldufen monotoner Belastungen ermittelt, d. h. beispielsweise beim
LUCF-Lastpfad die Uberlagerung der Belastungsschritte: Warmvorbelasten-Entlasten-
Kaltwiederbelasten. Diese Vorgehensweise entspricht dem plastischen Superposi-
tionsprinzip nach /7-3/. In der Regel sind analytische bzw. parametrisierte numerische
Spannungs-/Verschiebungslésungen nur fur KleinbereichsflieRen gultig und begrenzen

damit die Anwendungsmaoglichkeit der analytischen Methoden auf diesen Bereich.

2. Bewertung des resultierenden Spannungsverlaufs durch ein Bruchkriterium. Belastungs-
geschichten, bei denen der WPS-Effekt geltend gemacht wird, sind dadurch gekenn-
zeichnet, dald nach Vorbelastung in der Bruchzahigkeits-Hochlage des Werkstoffs der
Bruch in der Tieflage der Bruchzahigkeit eintritt. Dementsprechend ist die aus der thermo-

mechanischen Vorgeschichte resultierende Beanspruchung einem Sprédbruchkriterium

gegenlberzustellen. Beispielsweise einem modifizierten J-Integral, wie im Falle des Chell-
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Modells /7-2/ bzw. die Anwendung des RKR-Kriteriums nach /7-4/ wie im Curry-Modell

/7-1/ oder auch eine probabilistische Bewertung mit Hilfe der Weibull-Spannung wie in

15-271 .

Bild 7-1 zeigt eine Reihe von Rifeldldsungen fur KleinbereichsflieBen (,small-scale-

yielding“), die alle prinzipiell zur Quantifizierung der Belastungsschritte in oben gezeigter

Weise geeignet sind. Daneben sind verschiedene Sprodbruchkriterien dargestellt, die in

Kombination mit diesen Losungen zur WPS-Versagensanalyse herangezogen werden kon-

nen. Von den mdglichen Kombination wurden bislang lediglich die Modelle von Chell und von

Curry in grolerem Umfang auf WPS-Lastpfade angewandt und ein Vergleich mit experi-

mentellen Ergebnissen vorgenommen.

Modelle fiir KleinbereichsflieBen

Crack Tip F-E Solution Strip vield Model
Tracey ugdale
Modifikation fiir CT Proben
Newman
Smith Curry Mudry Stonesifer

Stonesifer Chell
\

Dislocation Mode
Bilby, Cotrell,
Swinden

HRR - Field
Hutchinson, Rice,
Rosengren

S

Critical Stress Criterion
Ritchie, Rice, Knott
@ Weibullspannung
Beremin

Bruchkriterien

T, - Integral
Atluri

J. - Integral
Chell

Bild 7-1:  Analytische WPS-Modelle

In /5-18/ wurden die Kombination ,strip-yield“-Lésung + T -Integral (Atluri-Integral) und die

Kombination eines flir C(T)-Proben modifizierten ,strip-yield“-Modells mit dem J.-Integral

untersucht. Beide Varianten zeigten im Vergleich mit dem Chell- bzw. Curry-Modell die

schlechtere Ubereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen.
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7.1 Superpositionsprinzip

Das Superpositionsprinzip ist vergleichbar mit der Vorgehensweise zur naherungsweisen
Ermittlung der resultierenden Eigenspannungen eines Biegebalkens nach teilplastischer Be-

anspruchung, vgl. Bild 7-2.

Werkstoff

Oci | Ouirk Oig R

... —p . M °
)

Bild 7-2: Eigenspannungen am Biegebalken nach teilplastischer Beanspruchung

Nach Vorbelastung mit dem Biegemoment M stellt sich ein linear Uber den Querschnitt ver-
laufender Spannungsverlauf o, ein, der in seiner Hohe durch die Streckgrenze des Werk-
stoffs begrenzt wird. Bei nachfolgender Entlastung ist der lineare Bereich der Werkstoffflie3-
kurve doppelt so grof3, denn nun kann das gesamte Gebiet zwischen Zug- und Druckfliel3-
grenze elastisch durchlaufen werden. Folglich unterliegt der zu Uberlagernde Spannungs-
verlauf der Entlastung o4 der Randbedingung, dal die Streckgrenze in doppelter Héhe an-
genommen wird und das resultierende Moment dieses Spannungsverlaufs dem Biege-
moment der Vorbelastung entsprechen mull. Der Verlauf der Eigenspannung nach Ent-
lastung (M = 0) ergibt sich dann aus dem Spannungsverlauf der Vorbelastung abzliglich dem

Spannungsverlauf der Entlastung. Es qgilt:

U GWirk(y) I:ydy] - U Gid(Y) Eydy} = I(GWirk(y) -0,(y)) Idy Gl. 71

=MBelastung =M

= [o,(y)ydy =0.

Ubertragt man diese bekannte Vorgehensweise auf RiRprobleme unter Annahme eines

Entlastung

ebenen Spannungszustands (ESZ) und elastisch-idealplastischem Werkstoffverhalten erhalt

man fir den LUCF-Lastpfad Spannungsverlaufe entsprechend Bild 7-3.
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Bild 7-3: einfaches WPS-Modell

Im elastisch beanspruchten Gebiet gilt fir den Zusammenhang zwischen Spannung in Zug-

richtung und Ligamentkoordinate r, vgl. Gl. 3—11:

o, =K, /r Gl. 7-2

In erster Naherung wird hier im Fall eines ebenen Spannungszustands bei elastisch-
idealplastischem Werkstoffverhalten der elastische Spannungsverlauf bei der Warmvor-

belastung nach oben durch die Streckgrenze begrenzt.

G\, (1 Kups Raps) = Min{ Ko / V2T, R yie) Gl. 7-3
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Der sich einstellende Eigenspannungsverlauf nach Vorbelastung und anschlieRender Ent-

lastung berechnet sich zu:

O ()= O, (r,KwpssRewps ) = Oy (rKywps 2 Ropps) Gl.7-4
Bei der Approximation des Spannungsverlaufs nach einem LUCF-Lastpfad ist dem oben
gezeigten Vorgehen noch als dritter Schritt die Kaltwiederbelastung zu tGberlagern. Als effek-
tive Streckgrenze wird bei diesem Schritt analog zu obiger Betrachtung die Summe der
Streckgrenzen bei Warmvorbelastungstemperatur Rewps und Kaltwiederbelastungstempera-
tur Rerrac @angenommen. Der Werkstoff im RiRspitzenbereich befindet sich nach Entlastung
im DruckflieRbereich bei einer Spannung von -Rewps. Abkihlung auf Kaltwiederbelastungs-
temperatur Terac @ndert den Spannungszustand nicht, da kein weiteres plastisches FlieRen

maoglich ist.

Bei erneuter Zugbelastung gilt die neue, hdhere Streckgrenze Rqrrac der tieferen Wieder-
belastungstemperatur. Die vom Werkstoff elastisch ertragbare Spannung betragt daher
Rewps*tRerrac. Bild 7-3 zeigt die Spannungsverlaufe nach 20 %, 40 % und 60 % Wieder-
belastung unter der Annahme, dal® das Verhaltnis der ,warmen“ zur ,kalten“ Streckgrenze
G = 1,33 betragt und die Spannungsintensitat der Warmvorbelastung K, den vierfachen Wert
der kritischen Spannungsintensitat bei Kaltwiederbelastungstemperatur K. hatte. Es wird
deutlich, dal} bis zu einer Wiederbelastung von 40 % der Warmvorbelastung, das entspricht
dem 1,6-fachen der Bruchbelastung des K, -Versuchs bei gleicher Temperatur, der Span-
nungsverlauf im Rilspitzenbereich unter dem Spannungsverlauf bleibt, bei dem ohne Warm-

vorbelastung Versagen auftrat (K; -Verlauf in Bild 7-3).
Der Spannungsverlauf fur einen LUCF-Lastpfad bei 60 % Wiederbelastung errechnet sich

ZU:

o-yy (r) = o-yy (r’ KWPS ’ReWPS ) - ny (r’KWPS ’2 |:ReWPS ) + ny (r’06 I:n<WPS ’ReWPS + ReFrac ) ° GI 7_5
Warmvorbelastung Entlastung Kaltwiederbelastung (O.6EKWPS )

Der Vergleich mit der numerischen Nachrechnung eines LUCF-Versuchs an einer C(T)25-
Probe, Bild 6-2, zeigt die gute gualitative Ubereinstimmung des einfachen Modells mit der

numerischen Loésung.

Im Folgenden sind die Unterschiede des einfachen WPS-Modells (Bild 7-3) im Vergleich zur

numerischen Losung (Bild 6-2) dargestellt:

* Wegen plastischer Dehnungsbehinderung ist das Spannungsniveau unter den EDZ-
Bedingungen der FEM-Rechnung héher als beim einfachen WPS-Modell (ESZ).
Jedoch zeigen die Spannungen in Relation zur jeweiligen K-Spannungsverteilung
einen vergleichbaren Verlauf.

* Im Unterschied zur FEM-Rechnung berticksichtigt das einfache WPS-Modell nicht die

mit zunehmender Belastung fortschreitende Abstumpfung des Risses, die an der Rif3-
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spitze zu einer reduzierten Mehrachsigkeit fihrt und dort ein Absinken der Spannung
auf das Niveau der Streckgrenze zur Folge hat.

» Beim einfachen WPS-Modell wird elastisch-idealplastisches Werkstoffverhalten ange-
nommen. Die Spannungen in der plastischen Zone nach Warmvorbelastung bzw. nach
Entlastung der Probe sind auf Streckgrenzenniveau. Demgegeniber ist bei der exakte-
ren numerischen Berechnung beispielsweise beim Spannungsverlauf nach Warm-
vorbelastung wegen der Verfestigung des Werkstoffs eine innerhalb der plastischen

Zone (rp = 2,4 mm) in Richtung der Ril3spitze zunehmende Spannung zu beobachten.

Trotz dieser Idealisierungen zeigt bereits das einfache WPS-Modell den primaren Grund fir
die erhdhte Tragfahigkeit der warmvorbeanspruchten Probe: Die nach der Entlastung vor-
handenen Druckeigenspannungen im Ril3spitzenbereich wirken den bei der Kaltwieder-
belastung auftretenden Spannungen entgegen. Erst bei héheren Lasten werden die fur die

Sprodbruchauslésung notwendigen hohen Zugnormalspannungen erreicht.

Die qualitative Ubereinstimmung von Bild 6-2 und Bild 7-3 bestéatigt die physikalische
Relevanz des Prinzips der ,Plastischen Superposition® bei der Anwendung auf WPS-

Lastpfade.

7.2 Versagenskriterien bei Sprodbruch

Die Auslésung eines Spaltbruchs ist in erster Linie ein spannungskontrollierter Vorgang.
Hohe Zugnormalspannnungen kdnnen dann auftreten, wenn einerseits bedingt durch tiefe
Temperaturen die Versetzungsbewegung erschwert und damit die Flie3grenze sehr hoch
wird und andererseits die Behinderung der lateralen Dehnung zu einem hohen Grad der
Spannungsmehrachsigkeit fuhrt. Bei Riproblemen treten diese Bedingungen lokal begrenzt

in der Ligamentebene in unmittelbarer Nahe der Ri3spitze auf.

Spaltbruch tritt dann auf, wenn die hochste Hauptspannung die Trennfestigkeit des Werk-
stoffs erreicht und es dadurch zu einem Auseinanderrei3en der Kristallebenen kommt. Es
konnte gezeigt werden, dal® Spannungen in der notwendigen Hohe im Nahfeld eines makro-
skopischen Risses innerhalb eines Kontinuums nicht erreicht werden, sondern nur durch
einen Mikrori3, der sich im Spannungsfeld des makroskopischen Risses befindet, erklarbar
sind. Fur die Initiierung und das Weiterreilden derartiger Mikrorisse existieren verschiedene

Anséatze.

In Smith’s Modell, z.B. in /7-5/, wird angenommen, daf® der Bruch eines spréden Korn-
grenzenpartikels, ausgelost durch einen Versetzungsaufstau im angrenzenden Ferritkorn
das initiierende Ereignis darstellt. Das instabile Wachstum dieses Mikrorisses ist nur dann

mdglich, wenn das durch den makroskopischen Rif% induzierte Spannungsfeld bezlglich der
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Energiebilanz gemaf Gl. 3—15 die Spaltung des benachbarten Ferritkorns energetisch mog-

lich macht.

Ohne im einzelnen auf mikrostrukturelle Vorgange, die anderen Spaltbruchmodellen zu-
grunde liegen, einzugehen, kann verallgemeinernd festgehalten werden, da® zur Sprod-
bruchauslésung von allen Modellen eine Spannung in einer kritischen Hohe Uber eine durch

die Mikrostruktur des Werkstoffs festgelegte charakteristische Lange vorausgesetzt wird.

Zur Beurteilung des Sprodbruchverhaltens nach Warmvorbelastung sind prinzipiell alle
Modelle geeignet, bei denen aus einem gegebenen Spannungszustand ein Bruchkriterium

abgeleitet werden kann.

7.3 WPS-Modell nach Chell

Unter den analytischen Ansatzen wird das Chell-Modell am haufigsten zitiert. Die Moglich-
keit, mit dem Chell-Modell den Bruch nach einer vorangegangenen Warmvorbelastung vor-
herzusagen, wurde vielfach experimentell GUberprift. Die Giltigkeit des Modells wurde von
der Uberwiegenden Mehrzahl der Untersucher positiv bewertet, siehe /5-22/, /5-18/,
/6-9/, 15-20/, 15-8/, /5-21/, /6-10/, /5-5/, 16-6/, /5-19/, I5-17/, 15-29/ sowie /7-6/, I7-7], [7-8/,
[7-9/ und /7-10/.

Zur Beschreibung des Beanspruchungsverlaufs wird beim Chell-Modell der etablierte Para-

meter K, verwendet.

Im Gegensatz zum oben beschriebenen ,stress-superposition“-Modell basiert das von Chell
vorgeschlagene WPS-Modell auf einer Uberlagerung von sich unter monotoner Belastung
einstellenden Verformungen (,displacement superposition“) auf Basis des BCS-Modells

/7-11/. Als Bruchkriterium dient das von Chell eingefuhrte J.-Energieintegral.

Das Je-Integral nach Chell ist in seiner mathematischen Formulierung identisch mit dem
Rice’schen Linienintegral, Gl. 3-25, es werden jedoch nur elastische Komponenten ausge-
wertet. Damit geht im Gegensatz zum Rice’schen Integral die Wegunabhangigkeit verloren.
Es mul} deshalb ein Integrationspfad gewahlt werden, der physikalisch sinnvoll ist. Chell
schlagt als Integrationspfad die Umrandung der jeweils aktuellen plastischen Zone vor. Das

Integral wird dann als ,totale Kraft* auf die beweglichen Versetzungen physikalisch deutbar.

Im Falle eines LUCF-Lastpfads stellt sich die Situation an der Ri3spitze wie in Bild 7-4
wiedergegeben dar. Wahrend der Warmvorbeanspruchung bildet sich zunachst die plasti-
sche Zone Iy (Zug). Aufgrund der in dieser Phase vergleichsweise niedrigen Streckgrenze

ist diese Zone relativ grof3.

Bei Entlastung wird der Werkstoff an der Ri3spitze einer Wechselplastifizierung unterworfen.

Wegen der bereits erlduterten doppelt so grolien effektiven Streckgrenze beim Entlasten,
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betragt die Ausdehnung der Druckzone T, nur ein Viertel von 'y, vgl.Gl. 3—22. Bei der an-
schlieRenden Kaltwiederbelastung kommt es erneut zur Ausbildung einer zugplastifizierten

Zone 3.

Nach Chell ist zur Bestimmung des J.-Integrals der Integrationsweg entlang der jeweils ,ak-
tuellen plastischen Zone“ zu wahlen. Chell versteht in diesem Sinne unter ,aktueller plasti-
scher Zone* Bereiche, in denen bei inkrementeller Steigerung der Beanspruchung plasti-

sches Flielen mdglich ist (bewegliche Versetzungen). Demzufolge ist der kritische J.-Wert
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Bild 7-4: Vorgange an der RiRspitze in den Phasen eines LUCF-Lastpfads
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beim Bruch an der Kontur I'; zu ermitteln.

Im Gegensatz zur ,aktuellen plastischen Zone® sind unter dem Begriff ,plastifizierte Zone*
Bereiche zu verstehen, die im Verlauf der Beanspruchungsgeschichte plastisch verformt
wurden, die sich jedoch aufgrund des Anstiegs der FlieRgrenze bei tieferer Temperatur (un-
bewegliche Versetzungen) bei Beanspruchungssteigerung solange elastisch verhalten, bis

die Beanspruchung die neue, héhere FlieRgrenze erreicht, vgl. Bild 6-8.

In Analogie zu Gl. 3-27 lautet das J.-Integral bei Integration auf einem Pfad entlang der Be-

randung des FlieRstreifens:

Gl. 7-6
J, =R, [[]v(a)—v(apl)] .
Bei einsinniger Belastung ist die Verschiebung am Ende der plastischen Zone v(ap) = 0.

Damit folgt:

J =R_[¥(a)=R_[CTOD. Gl. 7=7
e e e
Dies ist identisch mit der Formulierung des Rice’schen Linienintegrals am Fliel3streifen. Das

heildt, bei einsinniger Belastung sind beide Integrale gleichwertig.

Fir die Berechnung von Gl. 7—6 beim Bruch nach einem LUCF-Lastpfad werden die Ver-
schiebungen v an der physikalischen Ri3spitze und am Ende der aktuellen plastischen Zone

I3 bendtigt.

Anders als im Falle monotoner Belastung sind diese Verschiebungen nun durch die plasti-

sche Vorverformung wahrend der Warmvorbelastung und der Entlastung beeinfluf3t.

Mit Gl. 3—22 und GI. 3-23 kénnen die Grdlke der plastischen Zonen I3 bzw. die gesuchten
Verschiebungen innerhalb dieser Zonen als Funktion der Spannungsintensitat, der Streck-

grenze und des Elastizitdtsmoduls berechnet werden und eine Darstellung in der Form

v(x) = V(X,Kl,E,Re) Gl. 7-8

ist moglich.

Analog zu Gl. 7-5 werden die gesuchten Verschiebungen nach einem LUCF-Lastpfad durch
Superposition monotoner Belastungsfalle berechnet:

Gl. 7-9
a) = V(&K yps  E;R qups ) V(@ K yyps , E2[R s ) +V(a, K E.Rcwps tReprac )

Warmvorbelastung Entlastung Kaltwiederbelastung

V(x =ayrs)) = V@, ) Kwes B Rawes ) = V(@ ) Kyps :E2IR gyps )

V(X

Frac ’

Warmvorbelastung Entlastung
Durch Einsetzen von Gl. 7-9 in Gl. 7-6 erhalt man eine Beziehung zwischen dem

Chell’schen Parameter J. und den Beanspruchungen der Warmvorbelastung, Entlastung
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und der Kaltwiederbelastung ausgedriickt durch den formal linear-elastisch berechneten

Spannungsintensitatsfaktor K.

Die unbekannte Spannungsintensitat beim Bruch nach einem LUCF-Lastpfad Kerac ergibt
sich aus der Bedingung, dal} der Wert des J.-Integrals beim Bruch den umgerechneten K-

Wert des nicht-warmvorbelasteten Werkstoffs bei Kaltwiederbelastungstemperatur erreicht :

K2 Gl. 7-10
Joo =5 (1-p?) (EDZ).
E
Damit folgt fir den LUCF-Lastpfad:
Gl. 7-11
2
Kirac — K$VPS 1 — F ( KFrac E? |:|ReWF’S] +...
R ReFRAC + ReWPS 2 |:HaeWPS ReFrac + ReWPS KWPS

J — _‘efrac (1 _HZ)[]

ec 2
E L+ % 1 —_ F [ KFrac dQeWPS]
ReWPS ReFrac + ReWPS KWPS

dem Chell’schen Beanspruchungsparameter beim Bruch Je,

mit

der Streckgrenze bei Kaltwiederbelastungstemperatur Rerrac,

dem Elastizitdtsmodul bei Kaltwiederbelastungstemperatur E,

der Querkontraktionszahl ,

der Streckgrenze bei Warmvorbelastungstemperatur Rowpes,

dem linear-elastischen Spannungsintensitatsfaktor der Warmvorbeanspruchung Kyes,

und dem linear-elastisch berechneten Spannungsintensitatsfaktor beim Bruch Kerac.

Die Funktion F{} in Gl. 7-11 driickt die normierte Verschiebung v(x)/CTOD innerhalb des

FlieRstreifens aus und entspricht der eckigen Klammer in GI. 3-23:

1 1- Gl. 7-12
(g - En

Es bedeutet ¢ = Api(ry) /'ayr,) im Funktionsargument von F{} des ersten Summanden bzw.

&= Api(rs) /'@y im Funktionsargument von F{} des zweiten Summanden in GI. 7-11.
Gl. 7-11 qilt unter der Bedingung:

K Gl. 7-13

K WPS > Frac

2 |:ReWPS ReFrac + ReWPS

Wird die Bedingung GI. 7-13 verletzt bevor das Bruchkriterium Gl. 7—10 erfillt wird, ist dies
an der RiRspitze gleichbedeutend mit einer VergrofRerung der plastischen Zone I'; bei Kalt-

wiederbelastung Uber die nach Entlastung eingestellte druckplastifizierte Zone ', hinaus.
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Nach Chell ist dann die Wirkung der Entlastung ausgeléscht. Daher muf3 in diesem Fall der
LUCF-Lastpfad analytisch wie ein LCF-Lastpfad behandelt werden, vgl. Gl. 7-14.

Gl. 7-10 und GI. 7-11 ermdglichen die Berechnung der nominellen Spannungsintensitat
beim Bruch Krrac nach einem LUCF-Lastpfad als Funktion der Vorbelastung Kyps, dem Ver-
haltnis der ,warmen® zur ,kalten® Streckgrenze Rewps/Rerrac SOWie dem Werkstoffparameter
Kic.

In GI. 7-10 wird postuliert, da® Bruch dann eintritt, wenn der Wert des J.-Integrals den um-
gerechneten K.-Wert des nicht vorbelasteten Werkstoffs bei Kaltwiederbelastungstempera-
tur erreicht. Es wird also vorausgesetzt, dal® sich der Werkstoffwiderstand gegen Sprodbruch
durch die Vorbelastung nicht andert. Weder in Gl. 7-10 noch in Gl. 7-11 wird der Einflul} der
sich bei Warmvorbelastung abstumpfenden Ril3spitze beriicksichtigt. Die Annahme einer
auch nach der Warmvorbeanspruchung scharfen Rispitze ist hinsichtlich einer Abschatzung

der bei tiefer Temperatur nach WPS ertragbaren Beanspruchung konservativ.

Fur den LCF-Lastpfad ergibt sich in ahnlicher Weise:

Gl. 7-14
2
rac_K ) ’
J,= ReFrao(»]_uZ) (KF e + m\lps 1_F Kerae ~Kips ﬁewps
E R Rowes  Rowes RerracRowes Kives
Gl. 7-14 qilt unter der Bedingung:
Gl. 7-15

KWPS S KFRAC_KWPS

ReWPS ReFRAC - ReWPS

Auch im LCF-Fall tritt Bruch ein, wenn der in J umgerechnete K,.-Wert des nicht warmvor-
belasteten Werkstoffs erreicht wird, Gl. 7-10. Wird Bedingung Gl. 7-15 verletzt, bedeutet
dies, dald beim LCF-Lastpfad die plastische Zone der Warmvorbelastung beim Belasten im
"Kalten" ausgel6dscht wird und damit der WPS-Effekt verschwindet. Dieser Fall ist nur im Be-

reich sehr geringer Warmvorbelastungen denkbar.

Da die gesuchte Beanspruchung beim Bruch Krrac auch als Argument der Funktion F{} auf-
tritt, sind die Gl. 7-11 und GI. 7-14 explizit nicht nach Kgrac auflésbar und kénnen deshalb

nur iterativ gelést werden.

In /6-5/, siehe auch /7-12/, wurde fir den LUCF-Lastpfad durch weitere vereinfachende An-
nahmen eine explizite Gleichung fur Kerac hergeleitet, die auller dem K,.-Wert bei Bruchtem-
peratur keine weiteren Werkstoffdaten enthalt:

Kerac = 0.2 K\ypg +0.87 (K. . Gl. 7-16
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Die Vereinfachungen in Gl. 7-16 sind hinsichtlich der vernachlassigten Parameter konserva-

tiv abdeckend.

Gl. 7-16 unterliegt der Bedingung:

Kerac <1.

Kwes
Far Gl. 7-11, GI. 7-14 und GIl. 7-16 gilt, da® die damit berechneten Beanspruchungshéhen
beim Bruch Kgrac nur dann ,lower bound“-Werte darstellen, wenn fir die Bruchzahigkeit des

Ausgangswerkstoffs K. ebenfalls ein Jlower bound“-Wert eingesetzt wird.

Uber die angesprochenen Lésungen fiir den LCF- und den LUCF-Lastpfad hinaus kénnen
mit dem Chell-Modell alle Lastpfade berechnet werden, bei denen Be- und Entlastungsvor-
gange bei konstanter Temperatur ablaufen bzw. die Beanspruchung wahrend der Abkulhl-

phase konstant bleibt. Dies schlie3t auch Lastpfade mit partieller Entlastung ein.

Auf die Behandlung von Notkuhltransienten, bei denen Temperaturanderung und Beanspru-

chungsanderung immer miteinander gekoppelt sind, wird im Abschnitt 8.2.3 eingegangen.

7.4 Folgerungen aus dem Chell-Modell

Bild 7-5 zeigt die Entwicklung des Chell-Parameters J, wahrend eines LUCF-Lastpfades als
Funktion des nominellen Spannungsintensitatsfaktors. Bei der Warmvorbelastung folgt aus
Gl. 3-24 und GI. 7-7 J. = K?/ E'. Bei der nachfolgenden Entlastung und Wiederbelastung
kann J. fUr jeden Lastschritt mittels Gl. 7-11 berechnet werden. Das Bruchkriterium ist in der
Kaltwiederbelastungsphase dann erflllt, wenn der J.-Verlauf bei der Kaltwiederbelastung
das in J umgerechnete Streuband der Sprodbruchzahigkeit K, erreicht. Wie Bild 7-5 zeigt, ist
beim LUCF-Lastpfad nach der Warmvorbelastung der Anstieg des Chell-Parameters in der
Kaltwiederbelastungsphase weniger steil. Der WPS-Effekt kommt in dieser Darstellung darin
zum Ausdruck, daly der Schnitt mit dem Streuband bei einem Wert des formal berechneten

Spannungsintensitatsfaktors erfolgt, der grofier als der Ki.-Wert ist.

Die geringe Steigung des J.-Verlaufs beim Durchlaufen des Versagensstreubands fuhrt zu
einer gro3en Streuung der nach einem LUCF-Lastpfad beim Bruch gemessenen nominellen

Bruchzahigkeiten.
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Bild 7-5:  J.-Verlauf bei einem LCF- bzw- LUCF-Lastpfad

Beim LCF-Lastpfad fallt der Chell-Parameter nach dem Anstieg der Warmvorbelastung wah-
rend der Abklhlung bei konstanter Last infolge der zunehmenden Streckgrenze und dabei
verschwindender plastischer Zone auf Null ab. Der Wiederanstieg bei Kaltbelastung verlauft
wesentlich steiler als wahrend des LUCF-Lastpfads. Dementsprechend ergibt sich eine ge-
ringere Streuung der nominellen Bruchzahigkeit. Wegen des steilen Anstiegs des Chell-

Parameters ist bei Kaltbelastung nur eine geringe Laststeigerung bis zum Bruch moglich.

Bei einem Lastpfad mit partieller Entlastung ist der Verlauf des Chell-Parameters in Bild 7-6
wiedergegeben. Bei dem hier gezeigten Beispiel mit 50 % Entlastung liegt die nominelle Be-

anspruchung beim Versagen zwischen dem LUCF- und dem LCF-Ergebnis.

Bild 7-7 zeigt die durch Auswertung des Chell-Modells berechneten nominellen Bruchzahig-
keiten nach Warmvorbeanspruchung als Funktion der Warmvorbelastungshohe. Die WPS-
Bruchzahigkeit in Bild 7-7 ist mit der Vorbelastungshéhe normiert. Das heif3t, bei Ordinaten-
werten grofder Eins Ubertrifft die nominelle Beanspruchung beim Bruch den Wert bei Warm-

vorbeanspruchung. Als Kurvenparameter ist der Grad der partiellen Entlastung aufgetragen.
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Bild 7-6: Je-Verlauf bei einem LPUCF-Lastpfad

Die Spanne reicht vom LCF-Lastpfad mit 0 % Entlastung bis zum LUCF-Lastpfad mit 100 %

Entlastung.

Der Parameter G kennzeichnet das Verhaltnis der Streckgrenzen bei Warmvorbelastung
Rewps und bei Kaltwiederbelastung Rerrac. Er ist neben der Sprédbruchzahigkeit K. die ein-
zige fur das Modell relevante WerkstoffkenngrofRe. G ist abhdngig vom Werkstoff und von

der Warmvorbelastungs- und Kaltwiederbelastungstemperatur.

Bei Lastpfaden mit vollstandiger oder teilweiser Entlastung hat G geringen Einflu auf die
vom Chell-Modell vorhergesagte WPS-Bruchzahigkeit. Der grofite Einflul® unterschiedlicher
Werkstoffe ist bei Lastpfaden mit niedriger Warmvorbelastung und LCF-Lastpfaden zu er-
warten, vgl. Bild 7-7.



-73-

WPS1 G=1.37
- WPS2 G=1.66
WPS3 G=1.1

Bild 7-7: Wiederbelastbarkeit als Funktion der Warmvorbelastung gemaf dem Chell-Modell

-ao
- -a

—— Entlastung bei Twps
---- Entlastung bei Tep

Bild 7-8: Einfluld der Entlastungstemperatur geman dem Chell-Modell
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Gemal Bild 7-7 ist bei LCF-Lastpfaden die Beanspruchung beim Bruch immer héher als die

Warmvorbeanspruchung.

Mit wachsender Vorbeanspruchung nimmt Kerac im Verhaltnis zu Kyps ab. Dieses Verhalten

ist umso starker ausgepragt, umso mehr entlastet wird.

Bei einem bestimmten Grad partieller Entlastung wird mit abnehmendem Vorbelastungs-
niveau der Punkt erreicht, bei dem die druckplastifizierte Zone bei Kaltwiederbelastung aus-

geldscht wird, '3 > N>, Als Folge miindet der Krrac/Kwes-Verlauf in die LCF-Kurve.

In Bild 7-8 wird die Wirkung unterschiedlicher Temperaturen bei der Entlastung auf das
Chell-Modell verglichen. Zum einen wird bei Warmvorbelastungstemperatur entlastet, dies
entspricht einem LUCF-Lastpfad, zum anderen erfolgt die Entlastung bei der Kaltwieder-
belastungstemperatur (LCUF-Lastpfad). Nach dem Modell von Chell fiihrt die Entlastung im
.Kalten“ bei gleicher prozentualer Entlastung zu héheren Kgrac-Werten. Dies kann auch an-
schaulich erklart werden: Die hohere Streckgrenze im ,Kalten® hat zur Folge, dal die Druck-
eigenspannungen nach Entlastung betragsmafig ein hoheres Niveau erreichen. Diese Ei-
genspannungen wirken der bei der Kaltwiederbelastung entstehenden Zugspannung entge-
gen, daher kann bis zum Bruch eine vergleichsweise hohere Beanspruchungen aufgebracht

werden.

Von besonderer Relevanz ist diese Aussage fiir Lastpfade mit variierender Temperatur wah-
rend der Entlastung (REAL30, REALV1) fur die bislang keine geschlossene Losung entspre-
chend GIl. 7-11 vorliegt. Die experimentellen Untersuchungen haben gezeigt, dal3 die Er-
gebnisse bei diesen Lastpfaden zwischen den Lastpfaden mit Entlastung im ,Warmen* und

Entlastung im ,Kalten® liegen.

7.5 Vergleich des Chell-Modells mit den experimentellen Befunden

Qualitative Ubereinstimmung des Chell-Modells mit den experimentellen Befunden wurde in

den folgenden Punkten festgestellt:

* Nach LCF-Lastpfaden wird das Vorbeanspruchungsniveau immer erreicht bzw. tber-
schritten. Es 18Rt sich ein linearer Zusammenhang zwischen Vorbeanspruchung und
Versagensbeanspruchung erkennen wogegen nach LUCF-Lastpfaden Versagen in der
Regel unterhalb des Vorbelastungsniveaus eintritt und man auch bei zunehmender
Vorbeanspruchung keine dem LCF-Lastpfad vergleichbare Steigerung der Versagens-
beanspruchung beobachtet. Die Versagenslasten bei Lastpfaden mit Entlastung sind
kleiner als bei Lastpfaden ohne Entlastung. Entlastung wirkt sich negativ auf den WPS-
Effekt aus.
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« Bei LCF-Lastpfaden ist immer eine Laststeigerung zur Auslésung eines Sproédbruchs
notwendig. Bei konstanter oder fallender Beanspruchung ist Sprédbruch ausgeschlos-
sen.

» Die Ergebnisstreuung bei LCF-Lastpfaden ist wesenlich kleiner als bei LUCF-
Lastpfaden.

* Abhangig von der Vorbelastungshéhe und dem Grad der Entlastung beobachtet man
einen Ubergang von ,LUCF-* auf ,LCF-Verhalten. So unterscheiden sich die Ergeb-
nisse des Lastpfads REAL30 an C(T)25-Proben des Werkstoffs WPS1 und die ent-
sprechenden LCF-Ergebnisse kaum. Dasselbe gilt fir die Werkstoffe WPS2 und WPS3
bei allen gepriften Probenformaten. Der Ubergang zeigt sich nicht nur in der Héhe der
Versagensbeanspruchung, sondern auch in der geringeren Ergebnisstreuung.

» Das Ergebnis des Lastpfads mit Totalentlastung bei gleichzeitiger Abkuhlung

(REALV1) liegt bezuglich der Beanspruchungshéhe beim Bruch zwischen den LUCF-

und dem LCF-Ergebnissen.

Bild 7-9 zeigt die experimentellen und die analytisch mit dem Chell-Modell berechneten Er-

gebnisse fir den Werkstoff WPS1 in der Darstellung entsprechend Bild 7-6 im quantitativen
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Bild 7-9  Vergleich experimenteller Ergebnisse mit dem Chell-Modell
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Vergleich. Die Ubereinstimmung bei den LCF-Lastpfaden ist gut, jedoch liegen die Experi-
mente leicht Uber der Prognose des Chell-Modells. Der Trend einer abnehmenden relativen

WPS-Bruchzahigkeit Kerac/Kwps mit zunehmender Vorbeanspruchung ist erkennbar.

Die LUCF-Ergebnisse der C(T)25- und C(T)50-Proben liegen deutlich Uber der Prognose. Mit
wachsender Probengrolle ist aber eine zunehmende Annaherung an das analytische Ergeb-
nis zu beobachten, siehe C(T)100- und C(T)235-LUCF.

Bei der Herleitung des Chell-Modells wird KleinbereichsflieRen vorausgesetzt. Die vom
Chell-Modell vorhergesagten Versagensbeanspruchungen gelten demnach fur Ergebnisse
im Bereich der Dickenunabhangigkeit. Somit stellen die auf der Basis des Chell-Modells be-

rechneten Versagenskurven im Hinblick auf die Probendicke untere Grenzkurven dar.

Bild 7-10 zeigt experimentelle WPS-Ergebnisse des Werkstoffs WPS1 im Vergleich zu den
berechneten Versagenskurven fir den LCF- und den LUCF-Lastpfad. In der Darstellung in
Bild 7-10 sind beide Diagrammachsen mit der Bruchzahigkeit K, des nicht-warmvor-

belasteten Werkstoffs bei der jeweiligen Temperatur der Kaltwiederbelastung normiert.

Da das Chell-Modell unter der Voraussetzung abgeleitet wurde, dall in allen Phasen der
Belastung KleinbereichsflieRen vorherrschend sein muf3, wurden nur diejenigen Ergebnisse
eingetragen, bei denen aufgrund der Belastungshéhe und der Probenbreite eine aus-
reichende Dehnungsbehinderung angenommen werden konnte. Zur Klassifizierung wurde

das Dickenkriterium der ASTM E 399 herangezogen.

Aufgrund des relativ geringen Einflusses der Streckgrenzen in Gl. 7-11 und GI. 7-14 wurde
fir den LCF- und den LUCF-Lastpfad jeweils ein Versagensstreuband eingezeichnet, das fiir
ein Verhaltnis der ,kalten® zur ,warmen“ Streckgrenze G von 1,18 bis 1,63 guiltig ist. Damit

werden die Lastpfadeckdaten aller eingezeichneten Versuche abgedeckt.

Bild 7-10 zeigt deutlich, da} die Beanspruchungsgeschichte, insbesondere die Hohe der
Entlastung die erreichbare Beanspruchungshéhe beim Bruch mafgeblich beeinflufl3t. Der
Unterschied zwischen dem Versagensniveau nach einem LCF- und einem LUCF-Lastpfad

nimmt bei héherer Warmvorbelastung zu.

Im Bereich geringer Warmvorbelastung (Lastpfadeckdaten der Betreibertransiente I) laufen
beide Versagenskurven zusammen und sowohl nach einem LCF- als auch nach einem

LUCF-Lastpfad wird beim Bruch etwa das Niveau der Warmvorbelastung wieder erreicht.
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Bild 7-10  Vergleich experimenteller Ergebnisse mit dem Chell-Modell

Die Ubereinstimmung des Chell-Modells mit den experimentellen Ergebnissen des LCF-
Lastpfads ist sehr gut. Beim LUCF-Lastpfad bestatigt das Modell den experimentellen Be-
fund, da® auch bei hoherer Warmvorbelastung das Niveau der Kaltwiederbelastung nicht

wesentlich gesteigert werden kann.

Die Versagenskurven in Bild 7-10 sind aufgrund der Verwendung von K-Mittelwerten Mit-
telwertskurven. Dennoch liegen nahezu alle experimentellen Ergebnisse Uber der entspre-
chenden Versagenskurve. Dies kénnte in der bereits erwahnten Vernachlassigung des

.Blunting“-Einflusses begriindet sein.

Befriedigende Ubereinstimmung mit dem Modell ist im LUCF-Lastpfad nur dann gegeben,
wenn die Mehrachsigkeit des Spannungszustands in allen Phasen des WPS-Zyklus ausrei-
chend hoch bleibt.

Bei Uberschreitung dieser Anwendungsgrenze wird ein deutlicher GroReneffekt beobachtet,
der dazu fuhrt, da® das Chell-Modell die Versagensbeanspruchungen nach LUCF unter-

schatzt, d.h. auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse erzielt.



-78 -

In Bild 7-11 sind alle experimentellen Lastpfad-Ergebnisse der drei Werkstoffe den entspre-

chenden mit dem Chell-Modell analytisch berechneten Versagenshéhen gegeniibergestellt.

Bei der Berechnung mittels Gl. 7-11 und GIl. 7-14 wurden K,.-Werte aus der unteren Ein-
hdllenden der jeweiligen Werkstoffkurve aus Bild 4-2 zugrunde gelegt. Bild 7-11 zeigt auf der
Basis von 85 Versuchen mit Proben unterschiedlicher Grofie und Werkstoffen unterschied-
licher Zahigkeit, dal® das Chell-Modell bei Verwendung von ,lower bound®-Bruchzahigkeits-

kennwerten eine konservative Abschatzung des WPS-Effekts liefern kann.
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1704 LCF, LUCF, LCUF
C(T)25, C(T)50, C(T)100, C(T)235 B
160- o £
i O 8 o
1504 é‘ o
a0, &
£ 130 m &
S 1204 Q:‘ gO
= ] o
$ 1104 oo
E 1 g -
:.J_ 100 I:I|:|
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K Chell-Modell / MPa/m

FRAC min

Bild 7-11: Konservative Abschatzung des WPS-Verhaltens mit Hilfe des Chell-Modells



-79 -

8. Anwendung des Vorbelastungseffekts in der Integritatsanalyse

von Reaktordruckbehaltern

8.1 Ubertragbarkeit der experimentellen Ergebnisse

Um die prinzipielle Aquivalenz mechanisch aufgebrachter Lasten gegeniiber einer infolge
eines Temperaturgradienten und Innendruck induzierten Ril3spitzenbeanspruchung zu zei-
gen, wurden die in den verschiedenen Phasen eines WPS-Lastpfads numerisch berechneten
Verlaufe der rikoffnenden Spannung im Bereich der RiRspitze bei einer C(T)25-Probe unter
mechanischer Last und einem riBbehafteten zylindrischen Kérper bei rascher Abkihlung der

Innenoberflache und anschlieRend Uberlagertem Innendruck /8-1/ verglichen.

Bild 6-2 zeigt den sich einstellenden Eigenspannungsverlauf nach Aufbringen einer Vorlast
und anschlielender Entlastung (LU) an einer C(T)25-Probe. Beim Zylinder korrespondiert
dies mit dem Zustand nach Thermoschock mit Ausgleich des Temperaturgradienten Uber der
Zylinderwand, Bild 8-1.

Beide Spannungszustande sind im Bereich der Rispitze durch hohe Druckeigenspannun-

gen charakterisiert.

Bei anschlieRender Steigerung der Beanspruchung - im Falle der C(T)-Probe durch Steige-
rung der mechanischen Last, beim Zylinder durch Steigerung des Innendrucks - wird in bei-
den Fallen erst bei hdherer globaler Beanspruchung ein gréfierer Bereich hinter der Ril3spit-

ze durch Zugspannungen beansprucht.

Es zeigt sich, dal® die fur den WPS-Effekt veantwortlichen Spannungsverteilungen an der
Rif3spitze in beiden Fallen in allen Phasen der Beanspruchung qualitativ ahnlich sind und
damit die an C(T)-Proben gewonnenen WPS-Ergebnisse auch auf rilbehaftete zylindrische

Koérper unter kombinierter thermischer und Innendruckbeanspruchung tbertragbar sind.

Der Grad der Mehrachsigkeit an der Rispitze ist von entscheidender Bedeutung fur die Ho-
he des erzielbaren WPS-Effekts, /5-18/, /5-20/, /5-25/.

Bei Versuchen zur Bestimmung der Bruchzahigkeit wird bei ausreichender Dicke der Probe
der Spannungszustand im wesentlichen durch den ebenen Dehnungszustand EDZ und der

damit verbundenen Dehnungsbehinderung charakterisiert.

Der K.-Wert als Funktion der Probendicke zeigt in diesem Bereich ein Sattigungsverhalten
und strebt fur ausreichend grofRe Dicken dem Asymptotenwert Ki; zu. In den zur Verfigung
stehenden Prifnormen (z.B. ASTM E 399) zur Ermittlung von K,.-Werten sind deshalb Dik-
kenkriterien genannt, bei deren Erfillung davon ausgegangen wird, dal} ,Sattigungsverhal-

ten“ nahezu erreicht ist und probendickenunabhangige Kennwerte ermittelt werden.
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Rotationssymmetrischer Thermoschock (mit Plattierung)
AT=268°C

—— Innendruck (7 MPa, 288°C)

—M-— Lastpfadmaximum

—0— nach Thermoschock

—+ 1.3 x Innendruck nach Thermoschock
—2— 2.2 x Innendruck nach Thermoschock
—3— 3.0 x Innendruck nach Thermoschock
—4— 3.5 x Innendruck nach Thermoschock

1000
N ]
E ]
£ ]
Z 0+
> _
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—1000-

—2000 : : : : — . ,

0.0 1.0 2.0 3.0 4.0
r/ mm

Bild 8-1: Spannungsverlauf in einem angerissenen Zylinder bei Thermoschock-
beanspruchung und Innendruck aus /8-1/

Um fir zwei unterschiedliche ProbengrofRen gleiche Kennzahlen zu erhalten, muf3 die Pro-
bendicke reziprok quadratisch mit der gemessenen Bruchzahigkeit zunehmen. Dies ist
gleichbedeutend mit der Aussage: Das Verhaltnis der Ausdehnung der plastischen Zone zu
den Ubrigen relevanten Abmessungen der Probe (RiRlange, Ligamentlange und Proben-

breite) ist identisch.

Bei der Simulation von WPS-Lastpfaden wurde bei Lastpfaden mit Entlastung festgestellt,
dal® wie bei K-Versuchen im Temperaturbereich des Bruchzahigkeitsibergangs eine Dik-

kenabhangigkeit der Versagensbeanspruchung Kerac Nnach WPS auftritt. Dies trifft nach WPS
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bei ausreichend hoher Warmvorbelastung auch fir Probendicken zu, bei denen fir
Ki-Versuche am Ausgangswerkstoff im Sinne der Prifnormen giiltige, d.h. dickenunabhan-

gige Ki.-Werte erzielt werden.

Mit anderen Worten bedeutet dies, dal die fur K-Versuche gultigen Dickenkriterien flr
WPS-Versuche zu prazisieren sind. Jedoch ist zu erwarten, dal} die oben genannte
prinzipielle Abhangigkeit zwischen der Probendicke und der erreichbaren Beanspruchungen
unter Beibehaltung einer ausreichenden Dehnungsbehinderung auch bei der WPS-

Simulation gultig bleibt.

Bei hohen Warmvorbelastungen kann nur mit ausreichend dicken Proben bzw. Proben mit
geometriebedingter ausreichend groRer Dehnungsbehinderung ein dickenunabhangiger
WPS-Effekt ermittelt werden.

Von besonderer Bedeutung ist dies bei der Ubertragung von WPS-Ergebnissen an Labor-
proben auf Komponenten. Ubertragbarkeit ist nur dann gewahrleistet, wenn die Spannungs-
mehrachsigkeit und die dadurch bedingte Dehnungsbehinderung unter der gegebenen Be-

anspruchungssituation an Probe und Komponente vergleichbar ist.

Werden dickwandige tiefgerissene Komponenten betrachtet und vorstehend beschriebene
Zusammenhange nicht berlcksichtigt, dann kénnen Kleinprobenergebnisse unter Umstan-
den zu einer Uberschatzung des zu erwartenden WPS-Effekts fiihren. Konservative Abdek-
kung aller Zustande ist nur bei Verwendung probendickenunabhangiger WPS-Ergebnisse

gegeben.

Bei WPS-Simulationen wurde die Werkstoffversprédung infolge Neutronenbestrahlung in der
Regel durch eine Temperaturverschiebung des Lastpfads zu tieferen Temperaturen simu-
liert.

Da der Mechanismus des WPS-Effekts in erster Linie durch mechanische Groflen wie Span-
nungen und Dehnungen erklarbar ist, ist es unerheblich ob die Veranderung des Spannungs-
Dehnungsverhaltens durch Strahlenversprédung oder durch eine Temperaturverschiebung
bewirkt wird. Demzufolge ist davon auszugehen, dal sich strahlenversprodeter Werkstoff

hinsichtlich WPS nicht grundlegend anders verhalten wird als die untersuchten Werkstoffe.

8.2 Bericksichtigung des Vorbelastungseffekts (WPS) im Regelwerk

8.2.1 Konservatives WPS-Prinzip

Das vereinfachte WPS-Argument - vielfach auch als ,konservative WPS-Hypothese“ be-
zeichnet - besagt, daf} ein Bruch auch dann ausgeschlossen werden kann, wenn der durch

einen Kuihlmittelverluststoérfall bedingte Spannungsintensitats-Temperaturverlauf K-T die
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Bruchzahigkeits-Temperaturkurve K.-T des Werkstoffs zwar schneidet, aber im gesamten
weiteren Verlauf der Transiente nicht mehr zunimmt, d.h. dK/dt < 0. Dabei kann die formal
berechnete Ribeanspruchung Ki(T) die nachgewiesene Bruchzahigkeit K(T) des Werk-

stoffes auch Uberschreiten.

Bruch kann also ausgeschlossen werden, solange der Beanspruchungslastpfad im Sprdd-
bruchgebiet konstant oder monoton fallend verlauft. Die fir den WPS-Effekt notwendige
Warmvorbeanspruchung ist durch die wahrend des Kuhlmittelverluststorfalls (KMV) bis zum

Erreichen des Maximums durchlaufene Beanspruchungstransiente gegeben.

Nach Uberschreiten des Lastpfadmaximums gilt bei KMV-Transienten im anschlieRenden,
auf Kihlmitteltemperatur abfallenden Lastpfadverlauf ein erneuter Beanspruchungsanstieg

als ausgeschlossen, /8-2/.

Unter diesen Voraussetzungen ist das vereinfachte WPS-Argument anwendbar solange das
Beanspruchungsmaximum im K-T-Diagramm rechts der K-Werkstoffkurve liegt. Der WPS-

Effekt ist nach Durchlaufen des Maximums wirksam.

Die in der Literatur /5-26/, /6-8/, /8-3/ und /8-4/ geaulRerten Einschrankungen beztglich der
Wirksamkeit des WPS-Effekts bedingt durch Reckalterung bzw. stabilem Weiterwachsen des
Risses durch zyklische Lasten nach der Warmvorbeanspruchung sind im Falle der beschrie-
benen Beanspruchungsgeschichte wahrend des Kuihimittelverluststorfalls ohne Bedeutung,
da die Zeitspanne nach Durchlaufen des Maximums bis zum Stoérfallende zu kurz ist, um die

genannten Mechanismen wirksam werden zu lassen.

Die ,konservative WPS-Hypothese“ ist im amerikanischen /8-5/, britischen /8-6/ und

deutschen Regelwerk /1-4/ verankert.

In der abdeckenden Form dK/dt = 0 wurde das vereinfachte WPS-Argument durch den LCF-
Lastpfad experimentell Gberprift. In Ubereinstimmung mit Literaturergebnissen konnte in der
vorliegenden Arbeit anhand von LCF-Lastpfaden mit Werkstoffen unterschiedlichster Zahig-
keit, verschiedenen Warmvorbeanspruchungsniveaus, auch Uber den Bereich der duktilen
RiRinitiierung hinaus und Probengréen von C(T)25 bis C(T)100 gezeigt werden, dall beim
Abklhlen unter konstant gehaltener Beanspruchung bis in den Temperaturbereich der
Bruchzahigkeitstieflage kein Bruch beobachtet wurde. Zur Sproédbruchauslésung war in

jedem Fall eine Steigerung der Beanspruchung notwendig.

Bei Anwendung des vereinfachten WPS-Arguments auf eine Notkihltransiente muf® daher
sichergestellt sein, dalk bei Ausbildung eines ausgepragten Maximums der Beanspruchungs-
Temperatur-Charakteristik, vgl. /8-7/, eventuelle Beanspruchungsanderungen beispielsweise
bedingt durch Druckschwankungen bzw. intermittierende Kuihlung, vgl. /8-8/, unterhalb der

Werte bleiben, die bei LCF-Lastpfaden zur Bruchauslésung notwendig sind.
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Die experimentellen Ergebnisse der LCF-WPS-Simulation zeigen im Gegensatz zu den
LUCF-Ergebnissen keinen Einfluf® der Probengréfie. Die vermindernde Wirkung zunehmen-
der Mehrachsigkeit auf den WPS-Effekt wurde bei LCF-Lastpfaden nicht beobachtet. Es
kann daher angenommen werden, dal® das vereinfachte WPS-Argument auch bei voll aus-
gepragtem ebenen Dehnungszustand, das heildt bei tiefgerissenen Komponenten grofer

Abmessungen seine Gliltigkeit behalt.

Der physikalische Hintergrund des vereinfachten WPS-Arguments kann sowohl werkstoff-

mechanisch als auch mit Hilfe des Chell-Modells erklart werden, vgl. Abschnitt 7.4.

8.2.2 AQantifizierung des Sicherheitsabstands

Das vereinfachte WPS-Argument garantiert bei Einhaltung der genannten Bedingungen

Sprodbruchausschlu® wahrend eines Kihlmittelverluststorfalls.

Will man darlberhinaus den Sicherheitsabstand gegen Sprodbruch ermitteln, mit anderen
Worten die potentielle Wiederbelastbarkeit im Gebiet der Bruchzahigkeitstieflage und des
Bruchzahigkeitsubergangs, sind prinzipiell zwei Vorgehensweisen denkbar: zum einen die
Wahl eines geeigneten Beanspruchungsparameters, der die tatsachliche Ri3spitzenbean-
spruchung wahrend des Lastpfads auch bei Entlastung richtig charakterisiert und Vergleich

dieses Parameters mit der K|.-Kurve des Werkstoffs.

Zum anderen, wie bislang Ublich, die Darstellung der Beanspruchung durch den linear-
elastischen Spannungsintensitatsfaktor K, und Vergleich dieser GroRe mit einer Versagens-
kurve, deren Verlauf vom Werkstoffzustand und der Beanspruchungsgeschichte abhangig ist
- insbesondere von der HOhe des Lastpfadmaximums und dem Grad der nachfolgenden

Entlastung.

Eine solche Versagenskurve kann mit Hilfe des Chell-Modells erzeugt werden. In der Origi-
nalfassung kénnen mit dem Chell-Modell nur Lastpfade beurteilt werden, bei denen eine Be-
anspruchungsanderung bei konstanter Temperatur ablduft. Im K-T-Diagramm sind dies

Lastpfade, die aus vertikalen und horizontalen Teilstlicken bestehen.

Bei Notkuhllastpfaden lauft der Vorgang der Be- und Entlastung jedoch kontinuierlich tber
der Abklhlung ab. Der Notkiihllastpfad mufd daher durch einen geeigneten, mit dem Chell-

Modell berechenbaren Lastpfad approximiert werden.

Von allen Lastpfaden, die ihr Lastpfadmaximum bei Warmvorbeanspruchung in gleicher
Hohe Kwps und bei gleicher Temperatur Twps durchlaufen, erreicht der LUCF-Lastpfad das
geringste Kaltwiederbelastungsniveau Kerac. Dies wird sowohl durch das Chell-Modell als

auch durch zahlreiche experimentelle Daten belegt.

Beim LUCF-Lastpfad ist daher der WPS-Effekt am geringsten ausgepragt.
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Das Ergebnis des LUCF-Lastpfades kann demzufolge als untere Abschatzung des bei belie-
bigen Lastpfaden mit gleichen Eckdaten (Twps, Kwes, Trrac) zu erwartenden WPS-Effekts

betrachtet werden.

Diese Vorgehensweise ist die Grundlage der im britischen Regelwerk verankerten /8-6/, auf
dem Chell-Modell basierenden, quantitativen Berlicksichtigung des WPS-Effekts. Zur Be-
rechnung der ertragbaren Wiederbelastbarkeit wird dort die vereinfachte LUCF-Beziehung

entsprechend Gl. 7-16 verwendet.

8.2.3 Weiterentwickelte Versagenskurve

Einen weiteren Abbau von Konservativitdt bringt die in der vorliegenden Arbeit vorge-
schlagene Modifikation, die dem Umstand Rechnung tragt, dal® der WPS-Effekt umso mehr

reduziert wird, desto hdher die Entlastung nach dem Maximum ist.

Anders als der britische Ansatz, der den Notkihllastpfad durch einen Lastpfad mit sofortiger
Totalentlastung nach dem Maximum approximiert, wird hier in jedem Punkt der Transiente
der momentan erreichte Grad der Entlastung berticksichtigt und die Wiederbelastungshéhe

durch einen entsprechenden L(oad)-P(artialUnload)-C(ool)-F(racture) Lastpfad approximiert.

Die Herleitung einer der Gl. 7-11 entsprechenden Beziehung fiir LPUCF-Lastpfade mit dem
linear-elastisch berechneten Spannungsintensitatsfaktor Kyn. nach der partiellen Entlastung

ergibt:

Gl. 8-1

(KFrac _KUnI)2 - (KWPS _Kum)2 %1 - F{[ Kerae =Ko 0 2R wes Jz}] +

ReFRAC + ReWPS 2 I:HQeWPS + ReWPS KWPS - KUnI

eFrac

J = ReFrac (1 - |~12) il

ec 2
E ___+% 1_F [ Kerae =Ko dQeWPS}
ReWPS ReFra\c + ReWF‘S KWPS

Mit Hilfe der Gleichung GI. 8—1 kann anhand der Wiederbelastbarkeit Kerac in der ,Fracture®-

Phase der Abstand des realen Lastpfads zur Versagenskurve in jedem Punkt approximiert
werden, vgl. Bild 8-2.
Gl. 81 qilt unter der Bedingung:

Gl. 8-2

KWPS ~ KUn| > KFrac - KUn|
2 |:IReWPS ReFrac + ReWPS
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Diese Abschatzung ist hinsichlich der ertragbaren potentiellen Beanspruchungssteigerung

bei Kaltwiederbelastung konservativ.

Die Vorgehensweise entsprechend Bild 8-2 flr jeden Punkt eines Lastpfads fuhrt auf die

Versagenskurve in Bild 8-3.

Zum Vergleich ist in Bild 8-3 die im britischen Regelwerk verankerte Versagenskurve,

vgl. Kap. 8.2.2, eingezeichnet.

Als Eingabegrofien in den Chell-Beziehungen Gl. 8-1 bzw. Gl. 7-14 wurden die Daten des

80 % Entlastung
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Bild 8-2  Quantifizierung des Sicherheitsabstands mittels eines LPUCF-Lastpfads
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Werkstoffs WPS1 verwendet. Fir die Bruchzahigkeit K. des Werkstoffs wurden die
Funktionswerte einer approximierten Exponentialkurve durch die experimentellen K-Daten

eingesetzt.

Ebenso kénnte an dieser Stelle die K,.-Kurve nach KTA oder eine beliebige andere, den

Werkstoff charakterisierende K,.-T-Kurve verwendet werden.
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Bild 8-3: Vergleich der Versagenskurve mit Regelwerkskurven
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In Bild 8-4 ist die Vorgehensweise zur Ermittlung des Sicherheitsabstandes bei Lastpfad-

Transienten noch einmal schematisch erlautert:

a) Die Ermittlung der Beanspruchung kann analytisch oder numerisch erfolgen. Das Re-

sultat dieser Analyse

Temperatur Verlauf (K-T).

ist ein

linear-elastisch berechneter Spannungsintensitats-

analytische
Ermittlung
der Beanspruchung

numerische
Ermittlung
der Beanspruchung

nein

konservative
Abschatzung

Bedingungen
fiir die
Anwendung der
LEFM
erfiillt ?

Werkstoffparameter:
R.(T), "lower-bound™ K.(T)

Bestatigung durch
Experimente
an Laborproben

_.|

linear-elastisch
berechneter
Lastpfad K(T)

Approximation
- durch
LPUCF-Lastpfad

Chell-Modell

Bild 8-4

Sicherheitsabstand

Vorgehensweise zur Ermittlung des Sicherheitsabstands



b)

d)
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Um GroReneffekte auszuschlieRen muly sichergestellt werden, dal} die wirkende Bean-
spruchung insbesondere im Lastpfadmaximum den Bereich des KleinbereichsflieRens
nicht verlaltt und damit die Beziehungen der linear-elastischen Bruchmechanik (LEFM)
ihre Gultigkeit behalten.

Mit Hilfe des Chell-Modells kann eine Schar von Versagenskurven berechnet werden,
die die ertragbare Beanspruchung eines LPUCF-Lastpfads fiir verschiedene Grade der
Entlastung angeben. Die ersatzweise verwendeten LPUCF-Lastpfade stimmen hinsicht-
lich Héhe und Temperatur der Warmvorbeanspruchung mit dem Lastpfadmaximum der
Transiente Uberein. Somit wird die Lage und der Verlauf dieser Kurvenschar im K-T-
Diagramm allein durch die in Bild 8-4 angegebenen Werkstoffparameter sowie die Koor-
dinaten des Transienten-Maximums Kwps und Twps bestimmt. Um eine untere
Versagensgrenzkurve zu erhalten, muf® zur Werkstoffbeschreibung eine ,lower bound*-

Ki.-Kurve verwendet werden.

Die Differenz zwischen der mit dem Chell-Modell berechneten Versagenskurve und der
wirkenden Beanspruchung liefert in jedem Punkt der Transiente einen quantifizierbaren
Sicherheitsabstand. Der Abstand muf} zu derjenigen LPUCF-Versagenskurve gemessen
werden, die dem Grad der Entlastung im betrachteten Punkt der Transiente entspricht,
im Beispiel von Bild 8-2 sind dies 80 %.
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Bild 8-5 zeigt die beschriebene Vorgehensweise mit den Daten des Werkstoffs WPS1 an-
hand einer fiktiven Notklhltransiente, deren Lage relativ zur K,.-T Werkstoffkurve einen Zu-
stand jenseits ,end-of-life“ kennzeichnet und die hier nur demonstrieren soll, da® selbst in
diesem Fall auf der Basis des Chell-Modells ein ausreichender Abstand gegen Sprédbruch
gewahrleistet ist. Die zur Berechnung notwendigen Festigkeitskennwerte wurden mit der

Referenztemperatur RTypr auf der Temperaturachse verschoben.
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Bild 8-5 Versagenskurve bei einem Werkstoffzustand jenseits ,,end-of-life*
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Bild 8-6 zeigt, dal die Lage der Versagenskurven nach WPS im K-T Diagramm in erster

Linie durch das Niveau der Warmvorbeanspruchung Kyps beeinflufdt wird.

Die Temperatur Twes, bei der wahrend der Warmvorbeanspruchung das Maximum erreicht
wird, ist in dieser Hinsicht von geringem EinfluR®, da sich die Streckgrenze im Bereich der

Bruchzahigkeithochlage nur wenig andert
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Bild 8-6  Einflull der Warmvorbelastungshohe auf die Lage der Versagenskurve
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8.3 Einschrankungen

8.3.1 Konsequenzen fiir das RiBarrestverhalten

Wenn trotz Einbeziehung des WPS-Effekts in die Sprdédbruchanalyse Riinitierung nicht
ausgeschlossen werden kann, wird gefordert, dal} ein instabil gewordener Rif} innerhalb von
75 % der Wandstarke gestoppt wird. Zur Beurteilung des RiRauffangverhaltens wird die

Kia- Kurve des nicht warmvorbelasteten Werkstoffs herangezogen.

Nach Warmvorbelastung tritt Sprédbruchinitierung in der Regel erst bei héheren Be-
anspruchungen als dem RiBinitiierungskennwert nicht vorbelasteter Probe K. ein. Aufgrund
der hoheren in der Probe gespeicherten elastischen Energie beim Bruch breitet sich der Rif}
mit groRerer Geschwindigkeit aus, wie auch durch fraktographische Untersuchungen gezeigt

werden konnte, vgl. Abschnitt 5.4.

Nach gangigen Vorstellungen wird ein Ri3 dann arretiert, wenn die durch Rilwachstum frei-
gesetzte potentielle Energie zuziglich der wahrend des RiBwachstums in Form kinetischer
Energie im Korper gespeicherter UberschufRenergie durch die Arbeit zur Schaffung neuer
Rikflache verzehrt wird. Anders als im statischen Fall in Gl. 3—-13 muf3 neben der elastischen
Energie zusatzlich die kinetische Energie des laufenden Risses als riktreibende Kraft be-
rucksichtigt werden. Aufgrund der hoheren Laufgeschwindigkeit beim Bruch warm-
vorbelasteter Proben mufd die Anwendung des statischen Ri3stop-Konzepts K,,, das dyna-
mische Faktoren vernachlassigt, bei Initierung nach vorangegangener Warmvorbelastung

Uberprift werden.

8.3.2 Kurze Risse

Eine Voraussetzung zur Anwendung des Chell-Modells ist die Glltigkeit des K-Konzepts. Die
Beanspruchung muf in allen Phasen des Lastpfads innerhalb der Grenzen des Klein-
bereichsflieRen liegen, so dal} der linear-elastische Spannungsintensitatsfaktor K, den Span-
nungszustand an der RiRspitze eindeutig beschreibt. KleinbereichsflieRen ist Gber das Ver-
haltnis der GroRRe der unter Beanspruchung auftretenden plastischen Zone zu sonstigen fir
die Komponente relevanten Dimensionen wie Ligament- und Riftiefe definiert. Dementspre-
chend kann bei relativ kurzen Rissen auch bei groRen Komponenten bereits bei geringen

Beanspruchungen die Giltigkeit des K-Konzepts verletzt sein.

In Fallen, in denen die Warmvorbelastung den Bereich des KleinbereichsflielRens verlafit,
wird in Anlehnung an /8-6/ empfohlen, bei Auswertung der Chell-Beziehungen die Hohe der
Warmvorbelastung nur mit dem elastischen Anteil der Beanspruchung zu berechnen und
den plastischen Teil zu vernachlassigen. Die experimentellen Ergebnisse der vorliegenden

Arbeit haben gezeigt, dal® diese Vorgehensweise bis in den Bereich der duktilen RiR-
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initierung zu einer rechnerischen Unterschatzung der tatsachlich ertragbaren Beanspru-

chung beim Bruch nach einer Warmvorbelastung fihrt (konservative Bewertung).

8.3.3 Mehrachsige Beanspruchung

Bis heute wurden die meisten experimentellen WPS-Ergebnisse an Bruchmechanikproben -
meist C(T) oder SE(B) - ermittelt. Im Unterschied zum Anwendungsfall des WPS-Effekts am
RDB, resultieren die Spannungsintensitdten bei der WPS-Simulation mit diesen Pro-
bengeometrien aus einer einachsigen mechanischen Belastung, wogegen ein postulierter
Anril3 in einem RDB wahrend einer Notkihlung durch eine zweiachsige Belastung be-
ansprucht wird, die im allgemeinen einen héheren Grad der Dehnungsbehinderung zur Folge
hat. In Abschnitt 8.1 konnte gezeigt werden, dal} die Spannungsverldufe an der Ril3spitze in
den einzelnen Stadien des Lastpfads in beiden Fallen qualitativ ahnlich sind und somit der
WPS-Mechanismus auch im Fall kombinierter thermo-mechanischer Beanspruchung wirk-

sam wird.

Bei Lastpfaden mit teilweiser oder totaler Entlastung wurde ein signifikanter GroReneffekt
festgestellt, der auf die unterschiedliche Spannungsmehrachsigkeit grof3er und kleiner Pro-
ben zurickgefiihrt wurde. Es wird davon ausgegangen, dall mit der Prifung ausreichend
dicker Proben ein ,lower bound“-WPS-Effekt ermittelt werden kann. Im Fall zweiachsiger
Beanspruchung, mit im Verlauf der Transiente veranderlichen Verhaltnissen zwischen der
longitudinalen und transversalen Spannung entsprechend den thermischen Lasten und den

Lasten aus Innendruck, mufd dieser ,lower bound“-Nachweis noch erbracht werden.
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10. Anhang Versuchsergebnisse

Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS97 C(T)25 129.1 LCF/30 °C/-150 °C 132.6 146.4
WPS98 C(T)25 129.7 ” 134.3 149.5
WPS99 C(T)25 128.9 ” 133.5 148.1
WPS100 C(T)25 120.0 ” 129.9 142.1
WPS101 C(T)25 124.6 ” 129.9 142.9
WPS103 C(T)25 126.7 ” 130.8 140.3
WPS104 C(T)25 125.1 ” 127.9 141.6
WPS105 C(T)25 128.5 ” 132.1 147.7
WPS110 C(T)25 126.9 ” 133.0 143.1
WPS124 C(T)25 129.7 ” 131.6 146.2
WPS111 C(T)25 127.8 LUCF/30 °C /-150 °C 132.8 122.3
WPS112 C(T)25 127.2 ” 130.6 120.2
WPS113 C(T)25 125.2 ” 130.6 129.4
WPS114 C(T)25 125.7 ” 132.3 103.6
WPS117 C(T)25 126.0 ” 131.5 115.9
WPS132 C(T)25 125.5 ” 131.5 125.8
WPS154 C(T)25 130.7 ” 133.2 117.0
WPS160 C(T)25 131.3 ” 131.8 122.1
WPS163 C(T)25 125.5 ” 131.7 122.2
WPS109 C(T)25 128.8 ” 131.9 122.7
WPS123 C(T)25 128.2 REAL30/30 °C /-150 °C 131.7 143.4
WPS125 C(T)25 129.2 ” 132.0 145.2
WPS126 C(T)25 129.1 ” 132.4 141.5
WPS127 C(T)25 128.9 ” 132.7 146.5
WPS128 C(T)25 128.2 ” 132.7 144.8
WPS493 C(T)25 130.6 ” 132.9 145.6

Tabelle 10-1 (Teil1): WPS-Demonstrationsversuche am Werkstoff WPS1
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WPS142 C(T)25 128.2 REALV1/30 °C /-150 °C 132.0 126.1
WPS146 C(T)25 127.6 5 132.3 131.0
WPS147 C(T)25 127.8 5 131.8 127.3
WPS150 C(T)25 127.3 5 132.0 130.3
WPS167 C(T)50 129.4 LCF/30 °C/-150 °C 153.5 168.1
WPS168 C(T)50 129.4 5 154.1 167.2
WPS170 C(T)50 129.4 5 153.9 166.2
WPS171 C(T)50 129.5 LUCF/30 °C /-150 °C 153.9 129.1
WPS172 C(T)50 127.0 5 153.5 109.7
WPS173 C(T)50 129.7 5 153.8 118.2
WPS180 C(T)50 129.5 REAL30/30 °C /-150 °C 154.7 161.2
WPS182 C(T)50 128.5 5 153.8 134.9
WPS183 C(T)50 131.3 5 155.0 161.7
WPS185 C(T)50 132.1 5 154.3 160.0
WPS82 C(T)100 126.5 LCF/30 °C/-150 °C 171.6 181.2

WPS2 C(T)100 126.5 LUCF/30 °C/-150 °C 166.9 89.0

WPS1 C(T)100 126.5 REAL30/30 °C /-150 °C 167.0 122.7

WPS3 C(T)100 126.3 " 166.5 148.1

Tabelle 10-1 (Teil 2): WPS-Demonstrationsversuche am Werkstoff WPS1
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Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS384 C(T)25 34.6 LCF/100 °C/-150 °C 79.7 90.6
WPS387 C(T)25 34.9 79.4 94.2
WPS402 C(T)25 34.4 79.5 90.1
WPS385 C(T)25 34.9 LUCF/100 °C/-150 °C 80.0 93.2
WPS400 C(T)25 34.8 80.1 81.7
WPS403 C(T)25 34.1 79.3 83.0
WPS404 C(T)25 35.1 80.1 82.4
WPS405 C(T)25 34.6 79.5 87.7
WPS386 C(T)25 35.1 REAL30/100 °C/-150 °C 80.2 93.7
WPS401 C(T)25 34.7 80.3 89.5
WPS388 C(T)50 34.9 LCF/100 °C/-150 °C 85.6 95.6
WPS392 C(T)50 34.7 85.3 102.1
WPS389 C(T)50 35.1 LUCF/100 °C/-150 °C 85.7 78.4
WPS391 C(T)50 34.8 REAL30/100 °C/-150 °C 85.7 97.4
WPS390 C(T)50 34.8 85.3 104.4
WPS406 | C(T)100 36.5 LCF/100 °C/-150 °C 89.8 101.3
WPS407 | C(T)100 36.4 LUCF/100 °C/-150 °C 89.6 51.6

Tabelle 10-2: WPS-Demonstrationsversuche am Werkstoff WPS2
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Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac

N/mm MPavm MPavm
E7C10 C(T)25 28.3 LCF/280 °C/22 °C 79.2 90.0
E7C12 C(T)25 28.3 " 78.5 87.2
E5C12 C(T)25 27.7 5 78.5 89.2
E7C3 C(T)25 27.5 LUCF/280 °C/22 °C 77.9 82.5
E7C4 C(T)25 27.2 " 77.7 83.6
BAC5 C(T)25 27.2 " 78.4 84.7
E5C8 C(T)25 28.3 § 78.8 84.9
E5C10 C(T)25 28.8 " 79.2 84.9
E5C4 C(T)25 26.5 REAL30/280 °C/22 °C 78.0 87.3
E5C3 C(T)25 26.5 " 78.1 89.6
E7C1 C(T)50 26.7 LCF/280 °C/22 °C 80.9 91.0
BAC2 C(T)50 28.3 LUCF/280 °C/22 °C 79.7 78.1
BAC3 C(T)50 29.2 REAL30/280 °C/22 °C 80.0 88.6
WPS3E8 | C(T)100 28.3 LCF/280 °C/22 °C 81.2 90.3
WPS3E4 | C(T)100 475 " 103.1 113.6
WPS3E6 | C(T)100 28.1 LUCF/280 °C/22 °C 80.7 81.7
WPS3E2 | C(T)100 28.0 REAL30/280 °C/22 °C 80.7 84.4

Tabelle 10-3: WPS-Demonstrationsversuche am Werkstoff WPS3
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Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS133 C(T)25 100.2 LUCF/30 °C/-150 °C 123.7 114.1
WPS134 C(T)25 100.0 125.3 118.0
WPS135 C(T)25 98.4 124.7 109.9
WPS152 C(T)25 127.3 LCF/30 °C/-190 °C 131.5 146.5
WPS131 C(T)25 126.6 LUCF/30 °C/-190 °C 132.3 78.5
WPS162 C(T)25 129.8 LCUF/30 °C/-190 °C 134.2 106.9
WPS165 C(T)25 128.7 131.9 119.7
WPS176 C(T)50 130.3 154.2 120.6
Tabelle 10-4 : Ergdnzende Demonstrationsversuche (WPS1)
Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Kietast wps | Kielast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS118 C(T)25 18.8 LCF/-45°C/-125 °C 63.5 68.1
WPS120 C(T)25 18.9 64.0 69.0
WPS121 C(T)25 19.5 64.5 70.7
WPS122 C(T)25 19.4 LUCF/-45 °C/-125 °C 64.6 68.4
WPS129 C(T)25 19.0 63.9 61.6
WPS130 C(T)25 19.4 64.3 66.0
Tabelle 10-5: Betreibertransiente | (WPS1)
Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS174 C(T)50 44.2 LUCF/-16 °C/-125 °C 97.9 93.6
WPS186 C(T)50 46.1 99.5 89.7
WPS175 C(T)50 46.7 LUCF/-16 °C/-150 °C 100.0 87.9
WPS184 C(T)50 46.9 99.5 81.6
WPS188 C(T)50 46.2 LUCF/-16 °C/-190 °C 99.4 64.5
WPS189 C(T)50 46.3 98.9 57.5

Tabelle 10-6: Betreibertransiente Il (WPS1)
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Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Kielast wes | Kielast. FRAC
N/mm MPavm MPavm
WPS144 C(T)25 307.1 LCF/30 °C/-150 °C 143.2 150.1
WPS148 C(T)25 305.2 1441 159.4
WPS108 C(T)25 306.6 142.8 156.4
WPS116 C(T)25 301.6 143.0 155.3
WPS102 C(T)25 319.2 150.6 155.2
WPS145 C(T)25 303.4 LUCF/30 °C/-150 °C 144 .4 156.5
WPS149 C(T)25 302.9 144.8 84.4
WPS115 C(T)25 301.8 138.9 90.2
WPS119 C(T)25 299.3 143.5 126.1
WPS107 C(T)25 300.6 141.7 106.1
Tabelle 10-7: WPS nach duktilem RiRwachstum (WPS1)
Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trac Kieast wes | Kielast Frac
N/mm MPavm MPavm
C(T)235 126.2 LUCF/30 °C/-150 °C 170.6 79.9
Tabelle 10-8: C(T)235 Grol3probe (WPS1)
Versuch Probe Jwes Lastpfad/Twes/Trrac Ki elast. wps Ki elast. Frac
N/mm MPavm MPavm
WPS585 C(T)25 0.0 CF/--150 °C 0.0 72.8
WPS586 C(T)25 0.0 0.0 74.2
WPS591 C(T)25 0.0 0.0 75.2
WPS153 C(T)25 0.0 0.0 84.1
WPS155 C(T)25 0.0 0.0 74.0
WPS156 C(T)25 0.0 0.0 85.3
WPS157 C(T)25 0.0 0.0 85.6
WPS158 C(T)25 0.0 0.0 81.5
WPS159 C(T)25 0.0 0.0 81.2

Tabelle 10-9: Versuche mit erodiergekerbten Proben (WPS1)
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