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5 Nummerische Untersuchungen

Neben den durchgeführten Experimenten bilden die nummerischen Untersuchungen

einen weiteren Schwerpunkt. Dabei wurden sowohl die erforderlichen Stoffgesetze

bestimmt sowie Voraus- und Nachrechnungen der Experimente an den Modell-

körpern durchgeführt, siehe Anhang A.25.

Ausgangspunkt der nummerischen Arbeiten sind FE-Rechnungen an Gasturbinen

zur Ermittlung der typischen Spannungs- und Verformungszustände im Bereich der

Schaufel-Scheibe-Verbindung, siehe Abschnitt 3.4. Die hierbei gewonnenen Erkennt-

nisse wurden unter anderem zur Optimierung der Versuchsrandbedingungen heran-

gezogen, so dass eine bestmögliche Übereinstimmung der Beanspruchung von

realem Bauteil und Modellkörper an der höchstbeanspruchten Stelle gegeben ist. Zur

Vorausrechnung der Experimente wurden dabei konventionelle Werkstoffgesetze

(linearelastisches und elastisch-plastisches Werkstoffverhalten) verwendet.

5.1 Entwicklung und Verifizierung der Werkstoffmodelle

Die Nachrechnung der LCF-Versuche an den Modellkörpern bei 550 °C erfordert

Werkstoffmodelle, die statisches, zyklisches und viskoplastisches Werkstoffverhalten

abbilden können. Hierzu ist prinzipiell das Werkstoffmodell von Chaboche/Nouailhas

geeignet, das bereits in zahlreichen Forschungsarbeiten [6-8, 60, 61, 68, 69] mit Er-

folg eingesetzt wurde. Der komplette Satz der konstitutiven Gleichungen wurde be-

reits in Abschnitt 2.4 vorgestellt.

Allgemeines

In kommerziellen FE-Programmen stehen komplexe viskoplastische Werkstoff-

modelle in der Regel nicht zur Verfügung. Die Stoffgleichungen müssen daher

selbstständig programmiert werden. Im FE-Code ABAQUS [82] steht hierzu die

benutzerdefinierte Routine UMAT bereit, in der beliebige Werkstoffmodelle imple-

mentiert werden können. In dieser Arbeit wurde dabei auf das von Xu [7] modifizierte

und verifizierte Werkstoffmodell von Chaboche/Nouailhas zurückgegriffen.

Es ist insbesondere aus Rechenzeitgründen sinnvoll, nur diejenigen Teile des Werk-

stoffmodells von Chaboche/Nouailhas zu berücksichtigen, die einen signifikanten

Einfluss auf die Berechnungsergebnisse haben. Aus diesem Grund wurden folgende

Vereinfachungen vorgenommen:

• keine Berücksichtigung der Dehnungsgedächtnisfläche,

• keine Anpassung des Tangentenmoduls.
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Mit diesen Vereinfachungen sind hinsichtlich der Anforderungen aus der vorliegen-

den Aufgabenstellung keine relevanten Einschränkungen oder Ungenauigkeiten ver-

bunden. Andererseits vereinfachen sich auf diese Weise die charakteristischen

Stoffgleichungen, siehe Anhang A.26.

Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt auf der Beschreibung und Berechnung von

zyklischen Beanspruchungen. Da zudem nicht mit hohen Kriechgeschwindigkeiten

zu rechnen ist, kann auf die Berücksichtigung einer Sättigungsgrenze für die Visko-

plastizität verzichtet werden. Deshalb wurde der Exponent aus der viskoplastischen

Potentialfunktion zu 0=α  gewählt, wie dies bereits von Xu [7] angesetzt wurde.

Unter Berücksichtigung dieser Vereinfachungen müssen für jeden Werkstoff und für

jede Temperatur 14 Materialparameter angepasst werden. Die hierbei anzu-

wendende Vorgehensweise wird im Folgenden ausführlich beschrieben.

Neben der korrekten Programmierung der Stoffgleichungen besteht die wichtigste

Aufgabe für Anwender von viskoplastischen Stoffgesetzen in der möglichst optimalen

Bestimmung der Materialparameter. Dies stellt aus mehreren Gründen eine an-

spruchsvolle Aufgabe dar:

• große Anzahl der zu optimierenden Parameter,

• gegenseitige Beeinflussung der Parameter,

• Schwierigkeit, eine mathematische Gleichung für eine optimale Parameterwahl

anzugeben.

Darüber hinaus treten auch nummerische Probleme auf, da manche Berechnungs-

ansätze aufgrund ihrer mathematischen Struktur (z. B. Exponentialfunktionen, hyper-

bolische Funktionen) sehr empfindlich gegenüber kleinen Änderungen der Material-

parameter sind.

Materialparameter für phänomenologische viskoplastische Stoffgesetze werden

durch Anpassung an experimentelle Ergebnisse ermittelt, die in der Regel bei ein-

achsigem Spannungszustand ermittelt werden. Für einachsige Spannungszustände

vereinfachen sich die Gleichungen erheblich, siehe Anhang A.27.

Zur Basischarakterisierung der Versuchswerkstoffe wurden Zugversuche, LCF-

Versuche und Zeitstandversuche herangezogen.
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Zur systematischen Bestimmung der Materialparameter sind prinzipiell die folgenden

Teilschritte auszuführen:

• sukzessive Ermittlung der Parameter unter vereinfachenden Annahmen

(physikalische Optimierung),

• Definition einer Gütefunktion, die eine quantitative Bewertung der ermittelten

Parameter ermöglicht,

• Durchführung einer Optimierungsrechnung (z. B. stochastische Optimierung),

• Kontrolle, ob „optimale“ Parameter physikalisch sinnvoll sind.

Die dabei anzuwendende Vorgehensweise ist im Anhang A.28 zusammengefasst

veranschaulicht. Eine Gliederung der zu bestimmenden Materialkonstanten ist in

Tabelle 5.1 dargestellt.

Materialkonstanten Werkstoffverhalten Verformungsverhalten

E, µ elastisches Verhalten Elastizität

1a , 1c , 2a , 2c , 3a kinematische Verfestigung

1β , 1r , 2β , 2r kinematische Verfestigung (Erholung)

b, Q isotrope Verfestigung

k, n, K, α viskoplastisches Materialverhalten

Plastizität

Tabelle 5.1: Gliederung der Materialparameter

Physikalische Parameterbestimmung

Bei der sukzessiven Parameterermittlung werden physikalisch begründete Verein-

fachungen getroffen, die eine Entkopplung der konstitutiven Gleichungen zur Folge

haben. Beispielsweise geht man davon aus, dass die kinematische Verfestigung

wesentlich schneller als die isotrope Verfestigung wirksam wird. Aus diesem Grund

werden die drei kinematischen Variablen 1X , 2X  und 3X  aus der statischen Fließ-

kurve des Werkstoffs bestimmt, wobei der Einfluss der isotropen Verfestigung sowie

der Viskospannung vernachlässigt wird. Mit 0R vis == σ  ergibt sich für die Span-

nung während der Erstbelastung

X*k +=σ  , (5.1)

wobei die Spannung *k  das Ende des elastischen Bereichs kennzeichnet. Üblicher-

weise werden zwei kinematische Variablen nichtlinear gewählt, während die dritte

Variable linear sein soll.

pl3
c

2
c

1321 a)e1(a)e1(aXXXX pl2pl1 ε⋅+−⋅+−⋅=++= εε −− (5.2)
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Im Rahmen dieser Arbeit konnte festgestellt werden, dass mit drei kinematischen

Variablen eine hervorragende Beschreibung des zyklischen Werkstoffverhaltens

möglich ist. Die physikalische Bestimmung der Materialkonstanten für die kinemati-

sche Verfestigung ist am Beispiel des Werkstoffs IN 718 bei Raumtemperatur in

Bild 5.1 dargestellt.
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Bild 5.1: Physikalische Anpassung der kinematischen Variablen

Die isotrope Variable R beschreibt die zyklische Ver- bzw. Entfestigung des Werk-

stoffs zwischen dem ersten Zyklus und dem stabilisierten Zustand. Ein Sonderfall ist

dabei die Grenzspannung Q, die gerade der Differenz zwischen der zyklischen und

der statischen Fließkurve entspricht. Häufig wird der Einfachheit halber ein kon-

stanter Wert von Q für sämtliche Dehnungsamplituden angenommen.

Aus der Integration der Differentialgleichung für die isotrope Variable in Anhang A.27

folgt für die Bestimmungsgleichung das charakteristische Verhältnis

pb

maxAmax

maxmax e1
Q
R

)1N()2NN(
)1N()N( ⋅−−==

=−=
=−

σσ
σσ

 , (5.3)

wobei für die akkumulierte plastische Dehnung die einfache Näherungsbeziehung

pl N 2p ε∆= (5.4)

angesetzt wird. Zur Anpassung des Exponenten b werden dehnungs- oder span-

nungskontrollierte LCF-Versuche benötigt. Ein Beispiel für den Werkstoff IN 939 bei

550 °C zeigt, dass hierbei zum Teil mit einer erheblichen Streuung der Versuchs-

ergebnisse bzw. mit einer Abhängigkeit der Ergebnisse von der Dehnungsschwing-

breite zu rechnen ist, siehe Bild 5.2.
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Bild 5.2: Physikalische Anpassung des Exponenten b der isotropen Variable

Mit der Bestimmung des Exponenten b ist physikalisch gesehen eine Anpassung der

isotropen Ver- bzw. Entfestigungsvorgänge an das spezifische Werkstoffverhalten in

Abhängigkeit von der akkumulierten plastischen Dehnung verbunden.

Die Anpassung der viskoplastischen Variable visσ  erfolgt anhand von Zeitstand-

versuchen. Dabei wird der Einfluss der isotropen Verfestigung vernachlässigt, da die

akkumulierte plastische Dehnung hier im Vergleich zu LCF-Versuchen gering ist. Bei

der Bestimmung der plastischen Dehnrate werden in der Regel die minimalen

Kriechgeschwindigkeiten herangezogen. Für den Schaufelwerkstoff IN 939 ist diese

Anpassung beispielhaft in Bild 5.3 dargestellt.
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Bild 5.3: Physikalische Anpassung der Parameter für die viskoplastische Variable
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Berechnungsprogramm für einachsige Experimente

Zur Optimierung und Verifizierung von ermittelten Materialparametern müssen zahl-

reiche Zug-, LCF- und Zeitstandversuche nachgerechnet und mit Experimenten ver-

glichen werden. Hierzu wurde ein spezielles Berechnungsprogramm entwickelt, mit

dem Versuche bei einachsigem Spannungszustand mit dem Chaboche/Nouailhas-

Modell nachgerechnet werden können, siehe Bild 5.4.

Bild 5.4: Berechnungsprogramm für einachsige Experimente

Beispielhaft ist das Ablaufdiagramm für die Nachrechnung eines dehnungskontrollier-

ten LCF-Versuchs dargestellt, siehe Anhang A.29. Als besonderer Vorteil dieses

Berechnungsprogramms ist unter anderem die bequeme grafische Kontrollmöglich-

keit der berechneten Ergebnisse zu nennen.

Stochastische Parameteroptimierung

Bei der physikalischen Parameterbestimmung wurden die Parameter sukzessiv so

optimiert, dass die Nachrechnung von Versuchen unter vereinfachten Bedingungen

mit bestmöglicher Genauigkeit möglich war. Diese Vernachlässigungen sind jedoch

häufig nur für Teilbereiche der Experimente gültig, wie zum Beispiel für den ersten

Zyklus eines LCF-Versuchs. Zudem beeinflussen sich die Parameter zum Teil

gegenseitig, so dass die Interaktion prinzipiell nicht zu vernachlässigen ist.
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Der gefundene Parametersatz aus der physikalischen Anpassung dient als Basis für

weitere Optimierungsrechnungen, wobei dann die vollständigen einachsigen Stoff-

gleichungen nach Anhang A.27 herangezogen werden. Als Startwerte für die vier

Materialparameter der Erholungsterme der kinematischen Verfestigung werden

Angaben aus der Literatur [66, 69] verwendet, da im Rahmen dieser Arbeit keine

physikalische Anpassung dieser Parameter durchgeführt wurde.

Zur systematischen Optimierung der Materialparameter wurde ein spezielles Pro-

gramm entwickelt, mit dem sämtliche Parameter simultan optimiert werden. Kern-

stück dieses Programms ist die Gütefunktion, die eine quantitative Bewertung der

Qualität der ermittelten Parameter ermöglicht. Durch Variation der Materialparameter

soll ein Minimum dieser Gütefunktion berechnet werden. In der Gütefunktion werden

die berechneten Abweichungen zwischen Experiment und Rechnung aus

Zugversuchen, LCF-Versuchen und Zeitstandversuchen aufsummiert. Dabei ist es

erforderlich, gegebenenfalls entsprechende Gewichtungen oder Nichtlinearitäten zu

berücksichtigen, um den spezifischen Anforderungen an das Werkstoffmodell Rech-

nung zu tragen.

In der vorliegenden Arbeit bildet die korrekte Beschreibung des zyklischen Werk-

stoffverhaltens eine unabdingbare Voraussetzung zur erfolgreichen Nachrechnung

der LCF-Versuche an den Modellkörpern. Demnach werden die Abweichungen bei

der Simulation von zyklischen Versuchen stärker gewichtet als beispielsweise die

Differenzen aus den Zeitstandversuchen, siehe Tabelle 5.2.

Versuch Zugversuch LCF-Versuch Zeitstandversuch

Gewichtung 10 % 65 % 25 %

Typische

Kriterien

)(εσ
% 5,0=ε , % 75,0 , % 1

)N(maxσ , )N(minσ
1N = , 5NA , 2NA

)t(plε
h 10t = , 100 h, 1000 h

Tabelle 5.2: Beispiel für eine Gütefunktion

Prinzipiell ist es das Ziel einer Optimierungsberechnung ohne Nebenbedingungen

einen Parametervektor p  zu ermitteln, der eine skalare Gütefunktion )p(f  minimiert

[89, 90]. Die Suche nach dem globalen Minimum *p  ist bei Optimierungsproblemen

mit einer Vielzahl von Parametern nahezu unmöglich, siehe Bild 5.5. Deswegen be-

schränkt man sich häufig auf die Suche nach lokalen Minima.
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Bild 5.5: Mögliche Schwierigkeiten bei der Definition von Minima [90]

Bei der Abgrenzung von Optimierungsstrategien ist die vorliegende Verfahrens-

ordnung und Modellordnung von entscheidender Bedeutung. Die Verfahrensordnung

gibt dabei an, welche Informationen zur Festlegung der Suchrichtung der Parameter

verwendet werden, während die Modellordnung ein Maß für die Effizienz des

Optimierungsalgorithmus ist. Folgende grundlegende Verfahren werden dabei zur

Lösung von Optimierungsproblemen eingesetzt:

• Zufallssuche (stochastische Optimierung),

• Gradientenverfahren,

• Newton-Verfahren.

Das einfachste Verfahren ist die stochastische Optimierungsmethode, bei der die

Parameter zur Ermittlung einer optimalen Lösung zufällig variiert werden. Da zur

Festlegung einer Suchrichtung nur die Funktionswerte, nicht jedoch beispielsweise

die Gradienten zugrunde gelegt werden, arbeitet dieser Algorithmus im Vergleich zu

aufwendigeren Verfahren etwas weniger effektiv. Der Vorteil dieser Methode liegt

insbesondere in der einfachen Realisierung im Programm.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden sämtliche Parameter mit einem stochastischen

Optimierungsalgorithmus bestimmt. Hierbei muss unter anderem festgelegt werden,

in welchem Bereich die zu optimierenden Parameter variiert werden sollen. Es hat

sich gezeigt, dass eine maximale Abweichung von 5 % bezüglich der Startwerte aus

der physikalischen Anpassung ausreichend ist. Zur Berechnung eines optimalen

Parametersatzes werden pro Werkstoff und Temperatur mit einem leistungsfähigen

PC jeweils etwa zwei bis drei Stunden Rechenzeit benötigt.

Der vollständige Satz der stochastisch optimierten Materialparameter für das modifi-

zierte Chaboche/Nouailhas-Modell für die Versuchswerkstoffe bei Raumtemperatur

und 550 °C ist in Tabelle 5.3 dargestellt. Durch einen Vergleich mit der physika-

lischen Anpassung konnte gezeigt werden, dass diese Parameter auch werkstoff-

mechanisch gesehen eine korrekte Lösung darstellen, siehe auch Anhang A.28.
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Werkstoff IN 939 (Schaufel) IN 718 (Scheibe)

Temperatur RT 550 °C RT 550 °C

GPa/E 191 174 203 171

µ 0,3 0,3 0,3 0,3

MPa/a1 106,2 87,8 124,5 192,7

1c 1356,6 3728,2 5939,1 1857,2

MPa/a2 124,7 104,8 129,1 237,7

2c 206,5 503,7 596,3 262,5

MPa/a3 2965,6 6012,1 7093,4 7446,4

1β 0 1310064,1 −⋅ 0 1110439,5 −⋅

1r 1 3,499 1 4,865

2β 0 0 0 0

2r 1 1 1 1

b 5,527 2,454 0,750 3,038

MPa/Q 75,0 47,5 -197,0 -155,0

MPa/k 596,0 490,0 982,1 689,0

n 11,640 15,206 9,621 9,598

MPa/K 8,121 20,153 10,614 22,085

α 0 0 0 0

Tabelle 5.3: Materialparameter aus der stochastischer Optimierungsrechnung

Verifizierung der Werkstoffmodelle

Im Folgenden werden beispielhaft einige Ergebnisse aus der Simulation von LCF-

Versuchen und Zeitstandversuchen dargestellt. Es sei ausdrücklich vermerkt, dass

die Anpassung der Materialparameter auf einer wesentlich größeren Datenbasis

beruht. Da bei der Anpassung der Parameter eine möglichst korrekte Nachrechnung

von sämtlichen relevanten Experimenten angestrebt wird, kann dies bei einzelnen

Versuchen auch zu etwas größeren Abweichungen führen.

Beispielhaft für die Nachrechnung von LCF-Versuchen an IN 939 wird ein Zyklus bei

Raumtemperatur dargestellt, siehe Bild 5.6. Die Übereinstimmung von Experiment

und Simulation ist gut.
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Bild 5.6: 1. Zyklus eines LCF-Versuchs an IN 939

Die LCF-Versuche wurden bis zur halben Anrisslastwechselzahl berechnet. Der

Schaufelwerkstoff IN 939 verfestigt dabei geringfügig während der ersten Last-

wechsel und zeigt anschließend weitgehend neutrales Verhalten, siehe Bild 5.7.
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Bild 5.7: Maximal- und Minimalspannungen LCF-Versuch IN 939

Eine besonders anschauliche Darstellung der unterschiedlichen Verfestigungs-

mechanismen ist anhand eines einachsigen LCF-Versuchs am Schaufelwerkstoff

IN 939 dargestellt. Bild 5.8 zeigt die Projektion der charakteristischen Hysterese-

schleifen des 1. Zyklus und des Zyklus bei halber Anrisslastwechselzahl in die

Oktaederebene, wobei in der Oktaederebene zusätzlich auch die Fließgrenzfläche

für den unbelasteten Werkstoff eingezeichnet ist. Durch die Zuordnung der Fließ-

grenzflächen zu den Hystereseschleifen ist eine einfache grafische Darstellung der

kinematischen bzw. isotropen Verfestigungsspannungen möglich.
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Bild 5.8: Veranschaulichung der kinematischen und isotropen Verfestigung

Die Simulation eines Zeitstandversuchs ist in Bild 5.9 dargestellt. Zum einen zeigt

sich erneut die außerordentlich geringe Kriechdehnungsgeschwindigkeit des IN 939

bei 550 °C, obwohl eine relativ hohe Prüfspannung simuliert wurde. Zum anderen

werden die Grenzen der Anwendung der einfachen Kriechgleichung im Chaboche-

Modell deutlich, da bei längerer Versuchsdauer die berechnete Kriechdehnung deut-

lich unterhalb der im Versuch ermittelten liegt. Diese Einschränkung ist jedoch für die

vorliegende Arbeit ohne Relevanz, da eine maximale Versuchszeit in den LCF-

Versuchen von unter 1000 Stunden erreicht wurde. Für darüber hinaus gehende

Anwendungsbereiche wäre gegebenenfalls ein erweitertes Chaboche-Modell unter

Berücksichtigung von Schädigungseinflüssen einzusetzen.
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Zur Verifizierung der ermittelten Materialparameter für den Scheibenwerkstoff IN 718

ist beispielhaft die Nachrechnung eines dehnungskontrollierten LCF-Versuchs bei

550 °C dargestellt, siehe Bild 5.10 und Bild 5.11.
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Bild 5.10: 1. Zyklus eines LCF-Versuchs an IN 718
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Bild 5.11: 300. Zyklus )2N( A  eines LCF-Versuchs an IN 718

Interessant ist die vergleichsweise deutliche Abweichung zwischen Experiment und

Simulation im 1. Zyklus in Bild 5.10, die durch einen ungewöhnlich großen elasti-

schen Bereich im Versuch verursacht wird. Prinzipiell wäre es problemlos möglich

gewesen, eine bessere Übereinstimmung durch eine modifizierte Gütefunktion zu

erzielen. Dies ist aber wenig sinnvoll, da nicht die exakte Simulation eines einzelnen

Versuchs der Basischarakterisierung von Interesse ist, sondern vielmehr eine zu-

treffende Beschreibung des typischen zyklischen Verhaltens der Schmiedelegierung

IN 718. Die gute Übereinstimmung im stabilisierten Zyklus bzw. in anderen Experi-

menten an IN 718 bestätigt die Richtigkeit dieser Vorgehensweise.
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Weitere Simulationen des einachsigen Werkstoffverhaltens der Versuchswerkstoffe

sind im Anhang A.30 bis Anhang A.35 dargestellt. Zusammenfassend lässt sich fest-

halten, dass eine hervorragende Beschreibung des zyklischen Werkstoffverhaltens

von IN 939 und IN 718 sowohl für Raumtemperatur als auch für die Versuchs-

temperatur von 550 °C erzielt werden konnte.

5.2 Nachrechnung der Modellkörper

Im Folgenden wird über die wichtigsten Ergebnisse aus den Simulationen des

Modellkörpers berichtet, wobei ausschließlich der Probekörper mit gerader Schaufel

(Anstellwinkel: °=α 0 ) betrachtet wird. Sämtliche zwei- und dreidimensionale FE-

Rechnungen wurden mit dem FE-Programm ABAQUS [82] durchgeführt.

Voruntersuchungen

Generell lässt sich bei den geraden Profilen die Simulation erheblich vereinfachen,

da aufgrund der vorliegenden Geometrie und Belastung zwei Symmetrieebenen vor-

handen sind, siehe Bild 5.12. Damit ist bei dreidimensionalen Rechnungen nur die

Modellierung eines Viertels des Modellkörpers notwendig. Das zugehörige FE-Netz

für die 3d-Rechnungen ist in Anhang A.36 dargestellt.

x

y

z

Bild 5.12: Symmetrieebenen des Modellkörpers

Häufig wird es jedoch ausreichend sein, zweidimensionale Rechnungen unter

Berücksichtigung einer Randbedingung in Dickenrichtung durchzuführen. Folgende

prinzipiellen Möglichkeiten sind hierbei denkbar:

• ebener Spannungszustand (ESZ),

• ebener Dehnungszustand (EDZ),

• verallgemeinerter ebener Dehnungszustand (VEDZ).
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Die Auswahl einer geeigneten Berechnungsmethode ist auch vor dem Hintergrund

zu sehen, ob Wärmedehnungen berücksichtigt werden sollen. Deswegen wurde mit

einer dreidimensionalen Rechnung geklärt, ob die Vernachlässigung der Wärme-

dehnungen zulässig ist. Beispielhaft ist in Bild 5.13 die größte Hauptspannung mit

und ohne Wärmedehnung für einen charakteristischen Pfad in der Scheibe aus einer

Berechnung für kN 120Fmax =  bei 550 °C dargestellt. Offensichtlich sind die Bean-

spruchungen aus der mechanischen Belastung dominant, so dass der Einfluss der

Wärmedehnung ohne weiteres vernachlässigt werden kann. Weiteres Analysen

haben gezeigt, dass sich für die Schaufel äquivalente Ergebnisse ergeben.
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Bild 5.13: Einfluss der Wärmedehnung

Bei Vernachlässigung von Wärmedehnungen liefern zweidimensionale Rechnungen

mit ebenem Dehnungszustand bzw. verallgemeinertem ebenem Dehnungszustand

bei der vorliegenden Belastung dieselben Ergebnisse. Der Vergleich zwischen den

dreidimensionalen und den vereinfachten Rechnungen mit EDZ bzw. ESZ zeigt, dass

für die höchstbeanspruchte Stelle in der Bauteilmitte die Ergebnisse der EDZ-

Rechnung mit denen der dreidimensionalen Rechnung sehr gut übereinstimmen,

siehe Bild 5.14. Vor allem bei überelastischer Beanspruchung ergeben sich für die

Analyse mit ESZ hingegen Differenzen, die durch die Vernachlässigung der Span-

nungen in Dickenrichtung verursacht werden.

Weitere Analysen zeigen, dass die Beanspruchung in der Bauteilmitte nahezu für die

gesamte Dicke des Modellkörper kennzeichnend ist. Es ist daher offensichtlich, dass

ohne gravierende Einbußen an Genauigkeit anstelle der dreidimensionalen Analysen

vereinfachte 2d-Rechnungen bei ebenem Dehnungszustand durchgeführt werden

können. Der Grund liegt hierfür in den hohen Spannungsgradienten, die bei der vor-

liegenden Bauteildicke zu Dehnungsbehinderungen führen.
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Bild 5.14: Vergleich 2d- und 3d-Rechnungen ohne Wärmedehnungen

Aus Gründen der Rechenzeit wurden nachfolgend ausschließlich zweidimensionale

Rechnungen mit ebenem Dehnungszustand (EDZ) durchgeführt. Ein einfaches 2d-

Netz für den Modellkörper mit etwa 1300 Elementen (ABAQUS-Bezeichnung: CPE8)

ist in Bild 5.15 dargestellt. Diese Modellierung ist ausreichend, wie ein eingehender

Vergleich mit Berechnungsergebnissen aus einer aufwendigeren Modellierung mit

etwa 5000 Elementen gezeigt hat.

F(t) / 2  

F / 2v  

x z

y

Bild 5.15: 2d-Netz des Modellkörpers
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Vorausrechnungen

Zur Klärung der prinzipiellen Zusammenhänge bei der Simulation des Modellkörpers

wurden FE-Rechnungen mit einem elastisch-plastischem Stoffgesetz durchgeführt.

Die Rechnungen wurden für eine Maximallast kN 125Fmax =  bei 550 °C durch-

geführt. Als Referenz diente eine Berechnung mit der Reibungszahl 2,0R =µ , siehe

Bild 5.16. Weitere Ergebnisdarstellungen aus dieser Rechnung sind im Anhang A.37

bis Anhang A.39 dargestellt.
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Bild 5.16: Größte Hauptspannung (MK-0°, 550 °C)

Die höchsten Spannungen werden in der Scheibe zwischen Kerbgrund und Kontakt-

stelle ermittelt. Diese Position stimmt mit der in den LCF-Versuchen festgestellten

Versagensstelle sehr gut überein. Die Spannungen in der Schaufel sind aufgrund der

vorliegenden Geometrie- und Belastungsverhältnisse erwartungsgemäß erheblich

geringer als in der Scheibe. Deutlich erkennbar sind auch die Kontaktbereiche

zwischen Schaufel und Scheibe. Die höchstbeanspruchte Stelle befindet sich bei der

Gasturbine allerdings etwas weiter in Richtung der Kontaktstelle verschoben. Trotz

dieser geringfügigen Diskrepanz lässt sich festhalten, dass die Beanspruchung der

Gasturbine durch den Modellkörper gut abgebildet wird. Insbesondere der Kontakt-

bereich sowie die Spannungen an der höchstbeanspruchten Stelle einschließlich der

dabei wirkenden Spannungsgradienten sind bei Modellkörper und Gasturbine ver-

gleichbar.
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In den experimentellen Untersuchungen konnte festgestellt werden, dass die Relativ-

bewegungen sowie die Reibungsverhältnisse zwischen Schaufel und Scheibe einen

signifikanten Einfluss auf die Beanspruchungs- und Verformungsgrößen besitzen.

Daher wird im Folgenden der Einfluss der Reibungszahl auf die Höhe der Bean-

spruchungen diskutiert. Bild 5.17 zeigt den Einfluss der Reibung auf die größte

Hauptspannung für einen typischen Pfad in der Scheibe. Es zeigt sich, dass für

kleinere Reibungskoeffizienten in der Scheibe generell höhere Spannungen berech-

net werden.
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Bild 5.17: Einfluss des Reibkoeffizienten (Scheibe)

In der Schaufel ist dagegen der Einfluss der Reibung auf die Spannungen an der

hochbeanspruchten Kerbstelle geringer, siehe Bild 5.18.
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Bild 5.18: Einfluss des Reibkoeffizienten (Schaufel)
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FE-Rechnungen mit viskoplastischem Stoffgesetz

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden viskoplastische Werkstoffmodelle für die

Versuchswerkstoffe IN 939 und IN 718 für Raumtemperatur und 550 °C entwickelt

und verifiziert. Unter Verwendung dieser aufwendigen Werkstoffbeschreibungen

wurden die LCF-Versuche an den Modellkörpern nachgerechnet, mit dem Ziel, die

lokalen Spannungs- und Verformungszustände zu ermitteln. Aus den Dehnungs-

messungen während der LCF-Versuche lässt sich ableiten, dass die Simulation von

vergleichsweise wenigen Lastzyklen ausreichend ist, da bereits nach kurzer Zeit ein

quasistabilisierter Beanspruchungszustand erreicht wird.

Die prinzipiellen Bestandteile dieses fortschrittlichen Berechnungskonzepts sind in

Bild 5.19 dargestellt. Der Inputfile für die FE-Rechnung entspricht dabei bis auf die

Werkstoffbeschreibung der üblichen Eingabe bei konventionellen FE-Rechnungen.

Von besonderer Bedeutung im Zusammenhang mit Schaufel-Scheibe-Verbindungen

ist dabei die Formulierung der Kontaktbedingungen sowie der Reibungsverhältnisse.

Die Implementierung des Werkstoffmodells von Chaboche/Nouailhas erfolgt in der

benutzerdefinierten Schnittstelle UMAT, wobei auch die optimierten Materialpara-

meter angegeben werden müssen. Einzelheiten zum Aufbau der Materialroutine so-

wie zur Organisationsstruktur der Statusvariablen sind in [7] dargestellt.

FE-Netz
(Schaufel)

FE-Netz
(Scheibe)

Kontakt /
Reibung

Rand-
bedingungen Last

Fortschrittliche FE-Rechnungen
von Schaufel-Scheibe-Verbindungen

Input-File Werkstoffmodell
Chaboche/Nouailhas

Parametersatz
IN 939

Parametersatz
IN 718

UMAT
ABAQUS

Bild 5.19: Struktur des fortschrittlichen Berechnungskonzepts

Sämtliche Berechnungen wurden mit dem zweidimensionalen FE-Modell bei ebenem

Dehnungszustand durchgeführt, siehe Bild 5.15. Dabei wurde generell die statische

Vorspannkraft kN 50Fv =  berücksichtigt. Der Schwerpunkt der Simulationen liegt auf

der Berechnung der LCF-Versuche bei 550 °C mit schwellender Belastung. Für die

niedrige Maximallast kN 95Fmax =  wurde dabei systematisch der Einfluss der Rei-

bungszahl analysiert, während für kN 125Fmax =  vor allem der Einfluss der Haltezeit

untersucht wurde, siehe Tabelle 5.4.
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Temperatur kN/Fmax Haltezeit Rµ Anzahl der Zyklen

RT 145 nein 0,2 5

0 5

0,2 40

0,27 5

0,6 20

95 nein

1,0 5

nein 0,2 20

ja 0,2 20

550 °C

125

nein 0,6 5

Tabelle 5.4: FE-Simulationen mit dem Chaboche/Nouailhas-Werkstoffmodell

Im Folgenden werden zunächst die wichtigsten Berechnungsergebnisse der Simu-

lationen mit der schwellenden Schaufellast kN 95Fmax =  bei 550 °C diskutiert. In der

Regel werden die Berechnungsergebnisse für das Element 1031 in der Scheibe dar-

gestellt, da dieses Element am höchsten beansprucht ist. Zusätzlich wird auch ein

hochbelastetes Element in der Schaufel zur Auswertung herangezogen.

In Bild 5.20 ist die Schaufellast in Abhängigkeit von der Dehnung in x-Richtung für

den 1. und 40. Zyklus dargestellt.
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Bild 5.20: Charakteristische Hystereseschleifen ( kN 95Fmax = , 2,0R =µ )

Ein schematischer Vergleich der berechneten Hystereseschleifen mit den zuge-

hörigen Schleifen aus den LCF-Versuchen (z. B. Bild 4.24) zeigt gute Überein-
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stimmung. Insbesondere wird der charakteristische Übergang von Haft- zu Gleit-

reibung während des Entlastungsvorgangs bzw. der sprunghafte Anstieg der Last

während der Haftreibungsphase bei Wiederbelastung prinzipiell korrekt wiederge-

geben. Erwartungsgemäß treten bei dieser vergleichsweise geringen Belastung nach

der Erstbelastung nahezu keine überelastischen Verformungen auf, siehe Bild 5.21.
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Bild 5.21: Werkstoffverhalten in der Scheibe ( kN 95Fmax = , 2,0R =µ )

Offensichtlich tritt bei dieser Belastung nur eine sehr geringe Dehnungszunahme auf,

die auf die Entfestigung des Scheibenwerkstoffs IN 718 zurückzuführen ist. Dies ist

auch aus einer alternativen Darstellung in Bild 5.22 zu entnehmen, in der die Maxi-

mal- und Minimaldehnungen in x-Richtung in Abhängigkeit von der Zykluszahl auf-

getragen sind.
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Bild 5.22: Maximal- und Minimaldehnungen ( kN 95Fmax = , 2,0R =µ )
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Es lässt sich festhalten, dass die Simulation bis zum 40. Zyklus für diese Belastung

vollkommen ausreichend ist, da keine wesentliche Änderung der Beanspruchungen

auch für nachfolgende Zyklen zu erwarten ist.

Die korrekte Berechnung der Haft- und Gleitreibungszustände während der zykli-

schen Belastung ist neben einem zuverlässigen Werkstoffmodell der Schlüssel zur

erfolgreichen Nachrechnung von Schaufel-Scheibe-Verbindungen. In FE-Analysen

wird dies häufig durch das Coulombsche Reibungsmodell abgebildet, wobei als

Materialparameter die Reibungszahl für Haft- und Gleitreibung vorgegeben werden

muss. In Bild 5.23 sind die kennzeichnenden Hystereseschleifen für den 5. Zyklus

dargestellt, wobei die Reibungszahl in den Grenzen 10 R ≤µ≤  variiert wird.
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Bild 5.23: Einfluss des Reibungskoeffizienten ( kN 95Fmax = , 5. Zyklus)

Bei der pauschalen Vernachlässigung der Reibung )0( R =µ  erfolgt ein nahezu

linearelastischer Verlauf der zyklischen Bauteil-Fließkurve. Zugleich werden dabei

die höchsten Dehnungen erreicht. Für den relativ hohen Reibwert 1R =µ  wird der

Bereich der Gleitreibungszustände fast vollkommen unterdrückt. Für die mittleren

Reibungswerte ergeben sich Hystereseschleifen, die grundsätzlich den Ergebnissen

aus der Dehnungsmessung entsprechen.

Eine genauere Analyse ist möglich, wenn die mit dem HT-DMS gemessenen Deh-

nungen mit den berechneten Ergebnissen verglichen werden. In Bild 5.24 ist dieser

Vergleich durchgeführt, wobei die Dehnungen aus der FE-Analyse über die Länge

des HT-DMS gemittelt werden.
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Bild 5.24: Vergleich Experiment und FE-Analyse ( kN 95Fmax = , 5. Zyklus)

Die gemessenen und berechneten Schleifen stimmen generell gut überein. Die im

LCF-Versuch MK-0°-5 gemessene Hystereseschleife liegt zwischen den mit 2,0R =µ
bzw. 6,0R =µ  berechneten Kurven, dabei etwas näher an der Rechnung mit der

niedrigeren Reibungszahl.

Zusätzlich wurde auch eine Berechnung mit der Reibungszahl 27,0R =µ  durch-

geführt, wobei sich eine gute Übereinstimmung zwischen Experiment und Simulation

ergibt, siehe Bild 5.25. Insbesondere werden die für eine Lebensdaueranalyse maß-

geblichen Maximal- und Minimalwerte der Dehnungen korrekt wiedergegeben.

Lediglich während der Gleitreibungsphase bei der Entlastung ergeben sich Abwei-

chungen zwischen Experiment und Rechnung. Mit dieser Rechnung ist es möglich,

eine engere Eingrenzung der Ursachen für Unsicherheiten in der rechnerischen Vor-

hersage der Lebensdauer vorzunehmen.
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Bild 5.25: Nummerische Optimierung der Reibungszahl ( kN 95Fmax = , 5. Zyklus)
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Beispielhaft werden auch einige Ergebnisse für die höhere Last kN 125Fmax =  dis-

kutiert. Bild 5.26 zeigt die Hystereseschleifen für den 1. und 20. Zyklus. Im Vergleich

zur Berechnung bei kN 95Fmax =  treten erwartungsgemäß höhere Dehnungen auf.
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Bild 5.26: Charakteristische Hystereseschleifen ( kN 125Fmax = , 2,0R =µ )

Beispielhaft werden die Relativbewegungen zwischen den Teilkörpern mit Hilfe der

Nachrechnung dieses Versuchs für den 20. Zyklus analysiert, siehe Bild 5.27. Es

zeigt sich, dass im Bereich der Kontaktstelle bis etwa 15 kN keine Relativ-

bewegungen zwischen Schaufel und Scheibe auftreten - es liegt offensichtlich Haft-

reibung vor. Erst bei höheren Belastungen treten Relativbewegungen auf, das heisst

die Teilkörper gleiten aufeinander ab. Dies bestätigt die anhand der vorliegenden

Experimente vorgenommene Unterteilung der Hystereseschleife in Haft- bzw.

Gleitreibungszustände, siehe auch Bild 4.25.
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Bild 5.27: Relativbewegungen zwischen Schaufel und Scheibe

Ein wichtiges Ergebnis liefert die Darstellung der berechneten Hystereseschleifen

)( xx εσ  für diesen Versuch für den Scheibenwerkstoff IN 718, siehe Bild 5.28.
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Bild 5.28: Werkstoffverhalten IN 718 ( kN 125Fmax = , 2,0R =µ )

In Bild 5.28 lassen sich zwei bedeutsame werkstoffmechanische Mechanismen iden-

tifizieren, die mit dem vorliegenden Werkstoffmodell simuliert werden können. Zum

einen treten Relaxationsvorgänge auf, die zu einer wesentlichen Verringerung der

Mittelspannung führen. Zum anderen nehmen die Dehnungen mit der Lastwechsel-

zahl zu, was offensichtlich eine Folge der Werkstoffentfestigung des Scheibenwerk-

stoffs IN 718 ist. Der Relaxationsvorgang ist in Bild 5.29 noch einmal in Abhängigkeit

von der Lastwechselzahl dargestellt.
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Bild 5.29: Relaxationsvorgänge IN 718 ( kN 125Fmax = , 2,0R =µ )

Die Zunahme der Dehnungen ist in Bild 5.30 anschaulich dargestellt. Ein Vergleich

mit der Berechnung bei kN 95Fmax =  zeigt, dass bei der höheren Last infolge der

zunehmenden Plastifizierung erwartungsgemäß weitaus größere Änderungen im

Werkstoffverhalten zu beobachten sind.
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Bild 5.30: Maximal- und Minimaldehnungen ( kN 125Fmax = , 2,0R =µ )

Weitere Ergebnisse sind im Anhang A.40 und Anhang A.41 für die Reibungskoeffi-

zienten 6,0R =µ  dargestellt. Der Vergleich der Berechnungen bei kN 125Fmax =  mit

dem Experiment MK-0°-3 in Bild 5.31 zeigt, dass die experimentell ermittelte Schleife

bei größeren Lasten offensichtlich zu höheren Reibungsfaktoren verschoben wird.

Die bessere Übereinstimmung der Versuchsergebnisse bei höheren Belastungen mit

den berechneten Hystereseschleifen mit größeren Reibungskoeffizienten entspricht

der Erkenntnis, dass mit zunehmender Pressung der Haftreibung eine dominierende

Rolle zukommt.
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Bild 5.31: Vergleich zwischen Rechnung und Experiment ( kN 125Fmax = , 550 °C)

Als Beispiel für die Beanspruchungsanalyse der Schaufel sind die Hysterese-

schleifen für den 1. und 5. Zyklus des LCF-Versuchs mit kN 125Fmax =  dargestellt,

siehe Bild 5.32. Dabei wird das hochbeanspruchte Element 85 ausgewertet, das sich

in der Nähe einer Kontaktstelle befindet.
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Bild 5.32: Charakteristische Hystereseschleifen in der Schaufel )6,0( R =µ

Bild 5.32 zeigt, dass offensichtlich auch die Beanspruchung der Schaufel durch die

Kontaktverhältnisse beeinflusst wird. Insbesondere bei den Entlastungsvorgängen

ergibt sich ein charakteristischer Verlauf, der auf die geänderten Kontakt-

bedingungen infolge der Relativbewegungen zwischen Schaufel und Scheibe zurück-

zuführen ist. Die Darstellung des Werkstoffverhaltens zeigt dabei bei dieser Be-

lastung ein nahezu neutrales Verhalten des Werkstoffs, siehe Bild 5.33.
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Bild 5.33: Werkstoffverhalten IN 939 in der Schaufel

In Bild 5.34 sind einige charakteristische Lastwechsel aus einer Simulation eines

LCF-Versuchs mit Haltezeit dargestellt. Während der Haltezeit bei Maximallast ist

dabei nur eine sehr geringe Dehnungszunahme festzustellen.
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Bild 5.34: Charakteristische Hystereseschleifen (LCF mit HZ, kN 125Fmax = )

Eine Vergleich der berechneten Maximal- und Minimaldehnungen mit und ohne Be-

rücksichtigung der Haltezeit zeigt nur minimal größere Dehnungen im Haltezeit-

versuch während der ersten 20 Lastwechsel, siehe Bild 5.35.
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Bild 5.35: Einfluss der Haltezeit

Die Ergebnisse aus der Nachrechnung eines LCF-Versuchs bei Raumtemperatur mit

der Maximallast kN 145Fmax =  werden im Folgenden vorgestellt. Aus Bild 5.36 ist

ersichtlich, dass während der ersten fünf Zyklen nur eine geringfügige Dehnungs-

zunahme erfolgt.
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Bild 5.36: Charakteristische Hystereseschleifen (RT, kN 145Fmax = )

Wie in Bild 5.37 dargestellt, tritt bei dieser Simulation bei Raumtemperatur offenbar

bereits nach wenigen Zyklen ein quasistabiler Zustand ein. Aufgrund der hohen

Festigkeit des Scheibenwerkstoffs bei Raumtemperatur treten bei dieser Belastung

nahezu keine plastische Deformationen auf.
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Bild 5.37: Maximal- und Minimaldehnungen (RT, kN 145Fmax = )

Abschließend wird eine Betrachtung des Aufwands durchgeführt, der zur Durch-

führung dieser FE-Analysen unter Verwendung eines viskoplastischen Werkstoff-

modells erforderlich ist. Hierzu wird beispielhaft eine Simulation eines Zyklus für

einen LCF-Versuch mit der Maximallast kN 125Fmax =  betrachtet. Im Experiment

beträgt die Dauer für einen vollständigen Zyklus mit dieser Belastung s 5,12T = .

Diese Zeit muss auch der Simulation zugrunde gelegt werden, da das zeitabhängige

bzw. ratenabhängige Werkstoffverhalten berücksichtigt werden soll.



- 118 -

In zahlreichen Forschungsarbeiten hat sich gezeigt, dass die Anwendung von visko-

plastischen Stoffgesetzen nur gelingt, wenn außerordentlich kleine Zeitinkremente

bei der Berechnung angesetzt werden. Insgesamt werden bei dem vorliegenden

Belastungsfall etwa 7500 Inkremente zur Berechnung eines Zyklus benötigt. In

Bild 5.38 ist die Anzahl der dabei auftretenden Zeitintervalle dargestellt. Größere

Zeitinkremente sind aus Gründen der nummerischen Stabilität nicht möglich.
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Bild 5.38: Anzahl und Größe der Zeitinkremente für einen LCF-Zyklus

Die große Anzahl an Inkrementen führt zu beträchtlichen Rechenzeiten. Auf den

Servus-Clustern des Rechenzentrums der Universität Stuttgart wurden zur Simu-

lation der LCF-Versuche mit der Maximallast kN 125Fmax =  etwa 30 h Rechenzeit

für einen Zyklus benötigt. Zieht man den erheblichen Aufwand für die Durchführung

derartiger Berechnungen in Betracht, muss geprüft werden, in welcher Umfang die

Untersuchungen durchgeführt werden sollen. Dies beinhaltet beispielsweise die

Beantwortung der Frage, bei welchem Zyklus ein stabilisierter Beanspruchungs-

zustand erreicht ist, um unnötige Simulationszeiten zu vermeiden.

Insgesamt zeigten die durchgeführten Berechnungen jedoch, dass der hohe Rechen-

aufwand genaue und zuverlässige Ergebnisse liefert. Dies ist mit einfacheren

Berechnungsmethoden nicht möglich, da hier zahlreiche Einflussfaktoren vernach-

lässigt werden, wie zum Beispiel die zyklische Ver- bzw. Entfestigung der Werkstoffe

oder die Änderung der Mittelspannungen infolge von Relaxationsvorgängen. Ins-

besondere ist ein ausreichend genauer Lebensdauernachweis auf der Basis von ört-

lichen Spannungs- und Verformungsgrößen nur mit dem beschriebenen Berech-

nungsverfahren möglich. Die zur Berechnung der Lebensdauer von Schaufel-

Scheibe-Verbindungen anzuwendende Vorgehensweise wird im nachfolgenden

Abschnitt beschrieben und anhand der durchgeführten Experimente an den Modell-

körpern überprüft.
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6 Entwicklung eines Lebensdauernachweises

Die Entwicklung eines fortschrittlichen Konzepts für einen Lebensdauernachweis

unter Verwendung eines viskoplastischen Werkstoffmodells kann aufgrund der

Komplexität der vorliegenden Problemstellung nur auf Basis der örtlichen Span-

nungen und Dehnungen erfolgen. Im Folgenden wird ein Berechnungskonzept vor-

geschlagen, mit dem die Lebensdauer von Schaufel-Scheibe-Verbindungen unter

Berücksichtigung der wichtigsten Einflussfaktoren bestimmt werden kann. Damit

steht ein Werkzeug zur Verfügung, mit dem die Lebensdauer der Komponenten

bereits in der Entwurfsphase bestimmt werden kann.

6.1 Vorschlag für ein Berechnungskonzept

Die grundsätzliche Vorgehensweise bei der Durchführung eines Lebensdauernach-

weises mit dem Örtlichen Konzept wurde bereits in Abschnitt 2.1 dargestellt. Dieses

Konzept wurde ausgehend von mehrstufigen Beanspruchungen bzw. Betriebsfestig-

keitsproblemen diskutiert. Bei den im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten ein-

stufigen Versuchen konnte festgestellt werden, dass nach wenigen Lastwechseln ein

stabilisierter Zustand erreicht wird, der sich bis zur Anrisslastwechselzahl nicht

wesentlich ändert. Dieser stabilisierte Zyklus ist in guter Näherung für die gesamte

anrissfreie Lebensdauer kennzeichnend, so dass im Sinne einer möglichst einfachen

Vorgehensweise ausschließlich die Beanspruchungsgrößen aus diesem Zyklus zur

Bewertung der Lebensdauer herangezogen wurden. Eine Erweiterung des Berech-

nungskonzepts zur Bewertung von Betriebsfestigkeitsbeanspruchungen ist gege-

benenfalls problemlos möglich.

Stellvertretend wird zwischen zwei grundlegenden Schädigungsmechanismen unter-

schieden, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit exemplarisch untersucht wurden:

• Ermüdungsbeanspruchung (LCF-Versuche ohne Haltezeit),

• Kriechermüdungsbeanspruchung (LCF-Versuche mit Haltezeit).

In Bild 6.1 ist ein Vorschlag für ein Berechnungskonzept bei reiner Ermüdungsbean-

spruchung von Schaufel-Scheibe-Verbindungen dargestellt. Aus den Beanspru-

chungen des stabilen Zyklus wird ein Schädigungsparameter berechnet, der ein Maß

für die Höhe der Beanspruchung bei mehrachsigem Spannungszustand ist. Durch

den Vergleich mit der aus der Anrisskennlinie abgeleiteten Schädigungslinie des

Werkstoffs kann dann die Anrisslastwechselzahl bestimmt werden.
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Bild 6.1: Ermüdungsnachweis für Schaufel-Scheibe-Verbindungen

Die Konzeption beim Kriechermüdungsnachweis ist prinzipiell dieselbe wie beim

reinen Ermüdungsnachweis. Durch die Bewertung der Kriechschädigung während

der Haltezeiten sowie die Überlagerung von Ermüdungs- und Zeitstandversagen ist

allerdings eine etwas aufwendigere Vorgehensweise anzuwenden, siehe Bild 6.2.

Zusätzlich muss die Kriechschädigung auf Basis der Zeitbruchkurve oder charak-

teristischer Zeitdehngrenzkurven berücksichtigt werden. Durch die Akkumulation von

Ermüdungs- und Zeitstandschädigung kann dann eine Lebensdauervorhersage vor-

genommen werden. Im Rahmen dieser Arbeit wurden hierbei ausschließlich lineare

Schadensakkumulationshypothesen eingesetzt, wobei die Verwendung von anderen

Hypothesen problemlos möglich ist.

Kernstück der Werkstoffbeschreibung ist das viskoplastische Stoffgesetz, das bei

beiden Berechnungsvorschlägen mitsamt den ermittelten Materialparametern in

benutzerdefinierten Subroutinen des FE-Programms (UMAT IN 939, UMAT IN 718)

implementiert wird.
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Bild 6.2: Kriechermüdungsnachweis für Schaufel-Scheibe-Verbindungen

6.2 Überprüfung der Treffsicherheit

Im Folgenden werden die im vorangegangenen Abschnitt vorgeschlagenen Berech-

nungskonzepte anhand von LCF-Versuchen an bauteilähnlichen Modellkörpern bei

Raumtemperatur und bei 550 °C überprüft. Folgende Versuche werden dabei nach-

folgend beispielhaft betrachtet:

• LCF-Versuch MK-0°-1 ( kN 145Fmax = , Raumtemperatur),

• LCF-Versuch MK-0°-5 ( kN 95Fmax = , 550 °C),

• LCF-Versuch MK-0°-3 ( kN 125Fmax = , 550 °C),

• LCF-Versuch MK-0°-6 ( kN 125Fmax = , 550 °C, mit Haltezeit).

Diese Experimente wurden mit FE-Rechnungen simuliert, wie in Abschnitt 5.3 aus-

führlich beschrieben. Das Versagen trat bei diesen Experimenten generell in der

Scheibe auf.
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Voraussetzungen

Die Übertragung von beliebigen mittelspannungsbehafteten Spannungszuständen

auf rein wechselnde Beanspruchungen bei einachsigem Spannungszustand erfolgt

unter Verwendung des Schädigungsparameters SWTP  nach Smith, Watson und

Topper [39]. Zur Beschreibung der Werkstoffcharakteristik werden bei reiner

Ermüdungsbeanspruchung außer der Anrisskennlinie keine weiteren Daten benötigt.

Exemplarisch wurden dabei die für mehrachsige Beanspruchungen einsetzbaren

Ansätze 1,SWTP , v,SWTP  sowie max,SWTP  angewandt, siehe Tabelle 2.7.

Bei den nummerischen Analysen unter Verwendung des viskoplastischen Werkstoff-

modells von Chaboche/Nouailhas wurden die Reibungskoeffizienten variiert. Wie be-

reits erwähnt, werden zur Vorhersage der Lebensdauer ausschließlich die während

eines stabilisierten Zyklus auftretenden Beanspruchungsgrößen herangezogen. Die

Ermittlung der kennzeichnenden Komponenten bei zyklischer Beanspruchung ist in

Bild 2.18 erläutert.

Bei Kriechermüdungsbeanspruchungen wird die Kriechschädigung unter Ver-

wendung der Vergleichsspannung nach von Mises bzw. der größten Hauptspannung

sowie der Zeitbruchkurve für 550 °C bestimmt.

LCF-Versuche ohne Haltezeit

Die berechneten Schädigungsparameter für die stabilisierten Zyklen der einzelnen

Versuche sind in Tabelle 6.1 dargestellt. Bei der Ermittlung der Vergleichsgrößen aus

den Spannungs- und Verformungskomponenten ist zu beachten, dass die übliche

Größenkonvention (z. B. 321 σσσ ≥≥ ) bei zyklischen Beanspruchungen nicht an-

wendbar ist. Dies bedeutet, dass die Vergleichsgrößen bei der Berechnung des

Schädigungsparameters ihre physikalische Identität unabhängig von ihrem aktuellen

Wert behalten.

Versuch Temp.
kN/

Fmax
Rµ

MPa/

P 1,SWT

MPa/

P v,SWT

MPa/

P ,maxSWT

MK-0°-1 RT 145 0,2 1264,6 870,8 850,6

0,2 829,4 581,2 563,1

0,27 771,2 544,5 522,5MK-0°-5 550 °C 95

0,6 587,3 397,6 408,0

0,2 953,9 669,1 635,8
MK-0°-3 550 °C 125

0,6 869,5 608,8 584,1

Tabelle 6.1: Berechnete Schädigungsparameter (LCF-Versuche ohne Haltezeit)
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Generell zeigt sich, dass mit dem Schädigungsparameter auf Basis der größten

Hauptspannung bzw. Hauptdehnung die höchsten Schädigungswerte erreicht

werden. Erwartungsgemäß unterscheiden sich dagegen die berechneten Parameter

unter Verwendung der von Mises Vergleichsgrößen bzw. der maximalen Schub-

spannung und Schiebung nur unwesentlich. Ferner wird deutlich, dass mit zuneh-

menden Reibungswerten niedrigere Schädigungsparameter berechnet werden

Die zur Werkstoffcharakterisierung erforderlichen Schädigungslinien für den Schei-

benwerkstoff IN 718 sind in Bild 6.3 dargestellt.
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Bild 6.3: Schädigungslinie IN 718 für Raumtemperatur und 550 °C

Die mit Hilfe der Schädigungsparameter berechneten Anrisslastwechselzahlen sind

in Tabelle 6.2 zusammengestellt. Zusätzlich sind als Vergleich auch die im Experi-

ment festgestellten Anrisslastwechselzahlen angegeben.

Versuch Rµ
1,SWT

A

P

nach N

v,SWT

A

P

nach N

max,SWT

A

P

nach N

Experiment

NA

MK-0°-1 0,2 2520 46800 61100 13280

0,2 2810 78200 110000

0,27 4935 159000 249000MK-0°-5

0,6 69900 ""∞ ""∞
9815

0,2 1150 17900 30200
MK-0°-3

0,6 2025 47600 74100
1395

Tabelle 6.2: Bewertung der Lebensdauervorhersage
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Wie bereits erwähnt, wird bei der Berechnung mit dem Schädigungsparameter

1,SWTP  generell die kürzeste Lebensdauer ermittelt. Zur Veranschaulichung werden

hierzu die Vorhersagen des LCF-Versuchs MK-0°-3 (Maximallast kN 125Fmax = )

betrachtet, wobei die Reibungszahl 6,0R =µ  berücksichtigt wird. In Bild 6.4 werden

die rechnerischen Vorhersagen dieses Versuchs mit dem Experiment verglichen.
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Bild 6.4: Einfluss der verwendeten Schädigungsparameter

Die rechnerischen Vorhersagen mit den Parametern v,SWTP  bzw. max,SWTP  über-

schätzen die tatsächliche Lebensdauer, während die Vorhersage mit 1,SWTP  eine

gute Übereinstimmung mit dem Experiment aufweist. Da die mit dieser Reibungszahl

berechneten Hystereseschleifen zudem eine gute Übereinstimmung mit den experi-

mentell ermittelten Ergebnissen aufweisen, kann die Abweichung in der Lebens-

dauervorhersage direkt auf den jeweiligen Schädigungsparameter zurückgeführt

werden.

Die Gründe für die deutliche Überschätzung der ertragbaren Lastwechselzahl mit

Hilfe der Schädigungsparameter v,SWTP  bzw. max,SWTP  soll im Folgenden analy-

siert werden. Besonders anschaulich lässt sich dies anhand der Mohrschen Span-

nungskreise bei Maximallast erläutern, wie dies in Bild 6.5 am Beispiel der Nach-

rechnung des LCF-Versuchs MK-0°-3 dargestellt ist.
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Bild 6.5: Mohrsche Spannungskreise bei Maximallast kN 125Fmax =

Für einen derartigen dreiachsigen Spannungszustand )86,0q( =  ergibt sich aufgrund

des vergleichsweise beträchtlichen hydrostatischen Anteils eine hohe 1. Hauptspan-

nung )MPa 1245( 1 =σ , während die maximale Schubspannung )MPa 535( max =τ
sowie die Vergleichsspannung nach von Mises )MPa 953( v =σ  geringere Werte an-

nehmen. Damit wird aber auch die schädigende Wirkung der Mittelspannung bei dem

Parameter 1,SWTP  stärker gewichtet. Diese Überlegungen lassen sich sinngemäß

auch auf die Verformungskomponenten a,1ε , a,vε  und amax,γ  übertragen.

Eine weitere Ursache liegt in der begrenzten Verformungsfähigkeit der Schmiede-

legierung IN 718. Obwohl dieser Werkstoff im Zugversuch für eine hochfeste

Legierung beträchtliche Bruchdehnungen aufweist, deutet doch das ungünstige

Streckgrenzenverhältnis von 9,0RR m/2,0p ≈  bzw. die geringe Kerbschlagarbeit in

der Hochlage auf eine gewisse Versprödungsneigung hin. Derartige Werkstoffe

werden aber häufig zutreffender unter Verwendung der Normalspannungshypothese

(NH) [91] hinsichtlich ihres Versagensverhaltens bewertet, so dass dies auch eine

mögliche Ursache für die guten Vorhersagen unter Verwendung des Parameter

1,SWTP  darstellt.

Eine Analyse der Ergebnisse in Tabelle 6.2 zeigt aber auch, dass zum Teil mit erheb-

lichen Unsicherheiten bei der Lebensdauervorhersage gerechnet werden muss,

wenn bei der Simulation eine unzutreffende Reibungszahl angesetzt wird. Dies ist in

Bild 6.6 am Beispiel der Nachrechnungen des LCF-Versuchs MK-0°-5 dargestellt,

wobei ausschließlich der Schädigungsparameter 1,SWTP  herangezogen wurde.
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Bild 6.6: Einfluss der Reibungszahl auf die Lebensdauervorhersage

Für die im Experiment näherungsweise vorliegende Reibungszahl 27,0R =µ  ergibt

sich eine gute Vorhersage, während bei den anderen Reibungsfaktoren eine wesent-

lich größere Abweichung auftritt. Dies bedeutet, dass eine realistische Reibungszahl

eine unabdingbare Voraussetzung zur treffsicheren Vorhersage der Lebensdauer

von Schaufel-Scheibe-Verbindungen darstellt.

In Anhang A.42 ist eine Bewertung der Lebensdauervorhersage eines LCF-Versuchs

bei Raumtemperatur durchgeführt. Auch in diesem Fall ergibt sich die beste Vorher-

sage unter Verwendung der Parameters 1,SWTP . Erwartungsgemäß wird hierbei die

tatsächliche Lebensdauer etwas unterschätzt, da bei diesem Versuch nur eine Nach-

rechnung mit dem kleineren Reibungsfaktor 2,0R =µ  zur Verfügung stand.

LCF-Versuche mit Haltezeit

Zur Überprüfung des Lebensdauerkonzepts für Schaufel-Scheibe-Verbindungen

unter Zugrundelegung von Kriechermüdungsversagen wird ein LCF-Versuch mit

Haltezeit herangezogen, der ebenfalls im Rahmen einer FE-Simulation nachgerech-

net wurde. Die Gesamtschädigung wurde dabei durch eine lineare Akkumulation von

Ermüdungs- und Zeitstandschädigung bestimmt. Die Anteile aus der Ermüdung

wurden analog zur Vorgehensweise bei der Lebensdauerberechnung von LCF-

Versuchen ohne Haltezeit ermittelt. Die zugehörigen Schädigungswerte nach den

Ansätzen 1,SWTP , v,SWTP  sowie max,SWTP  sind in Tabelle 6.3 dargestellt.

Versuch Temp.
kN/

Fmax
Rµ

MPa/

P 1,SWT

MPa/

P v,SWT

MPa/

P ,maxSWT

MK-0°-6 550 °C 125 0,2 960,1 668,5 649,7

Tabelle 6.3: Berechnete Schädigungsparameter für LCF-Versuch mit Haltezeit
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Durch Vergleich mit der Schädigungslinie für IN 718 wird die Lebensdauer bei reiner

Ermüdungsschädigung ermittelt, wobei die daraus resultierenden Anrisslastwechsel-

zahlen in Tabelle 6.4 dargestellt sind.

Versuch Temp.
kN/

Fmax
Rµ

1,SWT

LCF,A

P

nach N

v,SWT

LCF,A

P

nach N

max,SWT

LCF,A

P

nach N

MK-0°-6 550 °C 125 0,2 1110 18100 24200

Tabelle 6.4: Anrisslastwechselzahlen LCF,AN  bei reiner Ermüdungsbeanspruchung

Die Bewertung der Zeitstandschädigung erfolgt auf Basis der Vergleichsspannung

nach von Mises bzw. der größten Hauptspannung bei Beginn der Haltezeit. Damit

lassen sich unter Verwendung der Zeitbruchkurve für IN 718 bei 550 °C (Bild 4.15)

die zugehörigen Bruchzeiten Bt  bestimmen, siehe Tabelle 6.5.

Versuch Temp.
kN/

Fmax
Rµ MPa/vσ

h/

)(t vB σ
MPa/1σ

h/

)(t 1B σ

MK-0°-6 550 °C 125 0,2 833,6 10130 1073,7 5700

Tabelle 6.5: Bruchzeit Bt  für reine Zeitstandschädigung

Damit kann unter Verwendung der linearen Schadensakkumulation die Gesamt-

schädigung in Abhängigkeit von der rechnerischen Anrisslastwechselzahl bestimmt

werden, vergleiche Gleichung (2.15).
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Versagen wird im einfachsten Fall postuliert, wenn der theoretische Grenzwert 1D =
erreicht wird. Die Anrisslastwechselzahl bei Kriechermüdungsbeanspruchung

berechnet sich dann für diesen Fall zu
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t
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Wie bereits in Abschnitt 2.2 ausführlich dargestellt, sind etwa im amerikanischen

Regelwerk ASME [43] werkstoffabhängige, abschnittsweise definierte lineare Grenz-

kurven angegeben, die der zunehmenden Schädigungswirkung bei der Interaktion

von Ermüdungs- und Zeitstandbeanspruchung Rechnung tragen. Bei den angege-

benen Grenzkurven wird zwischen den austenitischen Stählen (AISI Type 304 bzw.

316) und dem ferritischen 2,25 % Chromstahl bzw. dem hochlegierten Stahl Alloy
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800 (X2NiCrAlTi-32-20) unterschieden. Für die vorliegende Nickel-Basis-Legierung

ist es aufgrund des hohen Nickelgehaltes von Alloy 800 sowie der vergleichsweise

geringen Verformungsfähigkeit von IN 718 naheliegend, die konservativere Grenz-

kurve mit dem Materialparameter 12,0C1 =  heranzuziehen. Der anzuwendende

Grenzwert für die ertragbare Gesamtschädigung ist dabei in Abhängigkeit vom Ver-

hältnis der Schädigungsanteile festgelegt.
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Die sich hieraus ergebenden Anrisslastwechselzahlen sind demnach ebenfalls vom

Verhältnis der Schädigungsanteile abhängig.
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Im Folgenden wird eine Lebensdauervorhersage des LCF-Versuchs mit Haltezeit

vorgenommen, wobei neben dem ASME-Verfahren auch eine Berechnung mit dem

theoretischen Grenzwert 1D =  durchgeführt wird, siehe Tabelle 6.6.

Versuch Verfahren
1,SWT

A

P

nach N

v,SWT

A

P

nach N

max,SWT

A

P

nach N

Experiment

NA

1D =  mit )(t vB σ 1071 11343 13472

ASME mit )(t vB σ 875 3372 3538

1D =  mit )(t 1B σ 1042 8792 10019

M
K

 3
-0

°-
6

ASME mit )(t 1B σ 752 2065 2126

270

Tabelle 6.6: Lebensdauervorhersage eines LCF-Versuchs mit Haltezeit

Es lässt sich festhalten, dass die Vorhersage dieses Versuchs mit dem Schädigungs-

parameter 1,SWTP  relativ gut mit der Anrisslastwechselzahl im Versuch über-

einstimmt, insbesondere wenn die größte Hauptspannung zur Bewertung der Zeit-

standschädigung herangezogen wird. Allerdings wird bei sämtlichen Vorhersagen,
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selbst bei Verwendung des ASME-Verfahrens, die tatsächliche Lebensdauer über-

schätzt, siehe Bild 6.7.
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Bild 6.7: Bewertung der Lebensdauervorhersage nach ASME bei Kriechermüdung

Interessant ist eine nähere Analyse der auftretenden Schädigungsanteile für die

jeweiligen Berechnungsansätze. Für die Vorhersage mit dem Parameter 1,SWTP

zeigt sich, dass die Schädigung eindeutig von der Ermüdung dominiert wird. Ursache

dieses, angesichts der deutlich reduzierten Lebensdauer im Haltezeitversuch zu-

nächst unerwarteten Ergebnis, ist die der FE-Rechnung zugrundeliegende niedrige

Reibungszahl 2,0R =µ , die zu einer Unterschätzung der ertragbaren Lebensdauer

führt. Dies bedeutet, dass die dominierende Rolle der Ermüdungsbeanspruchung

ihre Ursache nicht im Schädigungsparameter selbst hat, sondern vielmehr eine Folge

der Überschätzung der Bauteilbeanspruchung ist.

Für die Schädigungsparameter v,SWTP  und max,SWTP  ergeben sich hingegen etwa

gleich große Schädigungsanteile. Zusammengefasst sind diese Erkenntnisse in

einem Kriechermüdungsdiagramm in Bild 6.8 veranschaulicht, wobei neben dem

ASME-Verfahren auch die Versagenswerte bei Verwendung der theoretischen

Schadenssumme 1D =  eingetragen sind. Ebenfalls aus Bild 6.8 werden die deut-

lichen Differenzen zwischen der rechnerischen Vorhersage unter Verwendung des

Verfahrens nach ASME bzw. mit 1D =  für die Schädigungsparameter v,SWTP  und

max,SWTP  erklärbar, da hier die zusätzliche Schädigungswirkung bei der Interaktion

von Ermüdung und Zeitstandbeanspruchung signifikant zum Tragen kommt.
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Bild 6.8: Kriechermüdungsdiagramm für LCF-Versuch mit HZ (MK 3-0°-6, 550 °C)

Bewertung

Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass sowohl bei reiner Ermüdungsbean-

spruchung als auch bei Kriechermüdungsbeanspruchung mit dem Schädigungs-

parameter 1,SWTP  eine gute rechnerische Lebensdauervorhersage möglich ist. Aller-

dings ist für eine treffsichere Vorhersage die zuverlässige Spannungs- und

Verformungsberechnung sowie die Kenntnis der vorliegenden Reibungszahl für die

FE-Simulation erforderlich. Die Fehler in der Vorhersage der Anrisslastwechselzahl

liegen in diesem Fall in Lastwechseln ausgedrückt innerhalb eines Faktors 2. Die

Lebensdauervorhersage unter Verwendung der Schädigungsparameter v,SWTP  und

max,SWTP  liefert hingegen unbefriedigende Ergebnisse, da die ertragbare Lebens-

dauer prinzipiell deutlich überschätzt wird.

Die in Bild 6.1 und Bild 6.2 vorgeschlagenen Berechnungskonzepte zur Lebens-

dauerberechnung von Schaufel-Scheibe-Verbindungen konnten anhand der im

Rahmen dieser Arbeit durchgeführten bauteilnahen Experimente verifiziert werden.

Das wesentlichste Ziel dieser Arbeit, ein geschlossenes Berechnungskonzept zur

Ermittlung der Lebensdauer von Schaufel-Scheibe-Verbindungen zu entwickeln und

zu qualifizieren, wurde damit erreicht.
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7.2 Bilder und Tabellen
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Anhang A.1: Experimente zur Basischarakterisierung von Werkstoffen
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Spannungstensor Spannungsdeviator
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Anhang A.2: Invarianten des Spannungstensors und Spannungsdeviators
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Anhang A.3: Beispiele zur Berechnung des Mehrachsigkeitsquotienten q

(Voraussetzung: Linearelastisches Werkstoffverhalten)
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Anhang A.5: Proben B8 für Zugversuche an IN 939 und IN 718
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Anhang A.8: Proben für Dilatometerversuche mit Prüfsystem Gleeble 2000
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Anhang A.10: Statische und zyklische Fließkurve für IN 939 bei 550 °C

%/plε C 1B MPa/Eσ 3
E 10/P

0,01 17,0 25,802 -40,0 27,10

0,05 17,0 27,855 -37,6 29,19

0,1 17,0 28,458 -36,2 29,80

0,5 17,0 29,285 -30,0 30,61

1 17,0 28,771 -23,0 30,91

Bruch 17,0 30,187 -15,0 31,21

Anhang A.11: Materialparameter für Meisterkurven IN 939 )25,0m( =  [28]
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Anhang A.12: Kriech- und Kontraktionsgleichung für IN 939 [28]
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Anhang A.29: Ablaufdiagramm für Nachrechnung eines LCF-Versuchs
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Anhang A.30: 1. Zyklus eines LCF-Versuchs an IN 939
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Anhang A.31: 24. Zyklus )2N( A  eines LCF-Versuchs an IN 939
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Anhang A.33: 1. Zyklus eines LCF-Versuchs an IN 718
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Anhang A.41: Hystereseschleifen in y-Richtung ( kN 125Fmax = , 6,0R =µ )
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