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Zusammenfassung:

Bei dynamischer Scherbelastung von Rissen wird ein Wechsel im Versagensverhalten von Zugrissen,
die sich unter einem Winkel von -70° zum Ligament ausbreiten, zur Ausbildung sogenannter adiaba-
tischer Scherbéinder nahezu in Richtung des Ligaments beobachtet. Wihrend das Phdnomen der adia-
batischen Scherlokalisierung allgemein auch ohne das Vorhandensein makroskopischer Risse in
Werkstoffen bei extrem hohen Umformraten aufireten kann, begiinstigt die an einer Rissspitze vor-
handene lokale Spannungs-/DehnungsitberhShung jedoch die Ausbildung adiabatischer Scherbinder,
so dass sie bereits bei global moderaten Belastungsraten erzeugt werden k8nnen, Damit ist die Aus-
bildung adiabatischer Scherbiinder insbesondere im Rahmen der Bruchmechanik ein wichtiger Ver-
sagensmechanismus. Entsprechende bruchmechanische Versagenskennwerte liegen bisher jedoch
nicht vor.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, experimentell dynamische Scherbruchziihigkeiten Xj;,; beim
Wechsel im Versagensverhalten dynamisch scherbeanspruchter Risse in Abhiingigkeit der Belas-
tungsrate K ;1 Zu bestimmen. Die Erzeugung dynamischer Rissscherbelastungen erfolgt durch Belas-
tung von Randrissen durch seitliche Beaufschlagung (LECEI-Technik). Zur Bestimmung der
dynamischen Spatnungsintensititsfaktoren wird ein filr Zug-(Modus-I)-Belastungen entwickeltes
Dehnungsmessstreifenverfahren anf Scher-(Modus-II)-Belastungen tibertragen und optimiert. Erghn-
zend wird Hochgeschwindigkeitsfotografie zur Erfassung des Versagensvorgangs eingesetzt. Aus-
breitungsgeschwindigkeiten adiabatischer Scherbidnder werden mit Hilfe von Dehnungsmessstreifen
ermittelt.

Es wurden Experimente an Proben aus dem Vergtitungsstahl 42 CrMo 4, der Aluminiumlegierung
Al 7075 sowie dem Kunststoff Polycarbonat bei Variation der Schiaggeschwindigkeit und der
Rissschiirfe durchgefithrt. Dabei wird bei Versagen durch Zugrisse unter -70° zum Ligament generell
eine fallende Tendenz der dynamischen Scherbruchzithigkeit bei steigender Belastungsrate gefunden.
Bei Versagen durch adiabatische Scherb#inder ergibt sich dagegen ein ausgepriigter Anstieg der dy-
namischen Scherbruchzithigkeit mit der Belastungsrate. Die filr diese Umkehr in der Tendenz verant-
wortlichen dynamischen werkstoffmechanischen Effekte der Dehnratenverfestigung und der
thermischen Entfestigung werden benannt und diskutiert. Die Interpretation der experimentellen Be-
funde wird sowoh! durch Messdaten zur Ausbreitungsgeschwindigkeit des jeweiligen Versagens als
auch durch metallografische post-mortem-Untersuchungen des Gefilges und der Versagensoberfld-
chen bestitigt.
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1 Einleitung

Bei der Entwicklung von Bauteilen oder Konstruktionen im Bereich des Maschinenbaus und
des Bauingenieurwesens spielt neben der eigentlichen Funktionstichtigkeit auch eine Aus-
legung dieser Bauteile oder Konstruktionen beziiglich ihrer Betriebssicherheit und ihrer Le-
bensdauer eine maBgebliche Rolle. Insbesondere sind katastrophale Versagensfille mit
mdglichen Personen- oder Sachschliden zu vermeiden. Ein genaues Verstindnis der Mecha-
nismen, die zu Versagen filhren kénnen, ist daher sehr wichtig. Mit ihrer Kenntnis ist es dem
Ingenieur méglich, bei der Entwicklung konstruktiver L8sungen den Aspekt der Funktions-
tichtigkeit mit dem Aspekt der Betriebssicherheit bei gleichzeitiger Optimierung von Qua-
lit#t, Herstellungskosten und Materialaufwand zu verbinden.

Eine Auslegung im Hinblick auf die Betriebssicherheit und Lebensdauer erfolgte bis vor
etwa 50 Jahren im Wesentlichen im Hinblick auf die lokale Nichtiiberschreitung von Festig-
keitswerten wie etwa der FlieBspannung o oder der Zugfestigkeit 6, eines Werkstoffs, un-
ter Beriicksichtigung von Sicherheitsbeiwerten. Dieses Konzept berticksichtigt jedoch nicht
das Vorhandensein von Defekten im Kontinuum, die zu lokalen SpannungsiiberhShungen
sowohl auf mikro- als auch auf makroskopischer Ebene filhren knnen und dadurch das kri-
tische Lastniveau filr Versagen herabsetzen. Eine besonders wichtige Rolle spielen dabei
makroskopische Risse, an deren Spitze sich unter Last ausgeprigte Spannungsiiberh6hungen
bilden. Erfolgt Versagen eines Bauteils aufgrund der Uberbelastung eines solchen Risses, so
ist festzustellen, dass dieses auf der Festigkeit eines Werkstoffs beruhenden Vorhersagen so-
gar widerspricht: Risse in einem besonders hochfesten Werkstoff versagen leichter als die-
jenigen in einem Werkstoff mit niedriger Festigkeit. Das Konzept der Festigkeitslehre wird
in diesen Fillen den Anforderungen einer zuverldssigen Sicherheitsaussage nicht mehr ge-
recht. Ein Ansatz zur Vorhersage der Betriebssicherheit bei Vorhandensein makroskopischer
Risse stellt das Konzept der Bruchmechanik dar, welches die speziell an belasteten Rissspit-
zen auftretenden Spannungsiiberhthungen erfasst und mit werkstoffspezifischen Kennwer-
ten wie etwa der Bruchzihigkeit des Werkstoffs korreliert. Innerhalb dieses Konzeptes lisst
sich die Neigung zu Rissversagen gerade bei hohen Festigkeitswerten eines Werkstoffs ver-
stehen. Das Bruchmechanikkonzept ist gegen Ende des Zweiten Weltkrieges zun#ichst im an-
glo-amerikanischen Raum entwickelt worden, nachdem insbesondere an geschweiiten
Schiffskonstruktionen eine Reihe von katastrophalen Versagensfillen aufgetreten waren. Es

wird heute in vielfiltigen Bereichen des Ingenieurwesens wie unter anderem dem Anlagen-,
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Flugzeug-, Schiffs- oder Briickenbau eingesetzt.

In den meisten Féllen wird das Bruchmechanikkonzept auf Fille angewandt, in denen Risse
einer Zug-(Modus-I)-Belastung ausgesetzt sind, da dieser Fall weithin als der gefihrlichste
betrachtet wird. In den letzten Jahren wurde jedoch zunehmend auch die Relevanz von an-
dersartigen Rissbelastungen, etwa Scher-(Modus-IT)-Belastungen oder gemischten Modus-I/
Modus-II-Belastungsarten, erkannt. Solche Belastungen knnen auftreten, wenn ein Riss,
nachdem er in einem Bauteil unter betriebsbedingten zyklischen Belastungen entstanden und
zu einem makroskopischen Riss gewachsen ist, anschlieBend einer auBergewthnlichen an-
dersartigen Zusatzbelastung ansgesetzt wird. Das Stabilitiitsverhalten eines solchen Risses
kann in diesem Falle nur dann vorhergesagt werden, wenn die Mechanismen der Rissaus-
breitung nicht nur fiir Zug-(Modus-I)-Belastungen, sondern auch fiir andersartige Belastun-
gen wohlverstanden sind und entsprechende bruchmechanische Kennwerte vorliegen.
Withrend man bei Zug-(Modus-I)-Belastungen von Rissen eine Rissausbreitung in Liga-
mentrichtung, d.h. in der urspriinglichen Rissrichtung, findet, erfolgt die Rissausbreitung un-
ter reinen Scher-(Modus-H)-Belastungen bei Sprdbruch in der Regel unter einem Winkel
von etwa -70° zum Ligament. Ein solches Instabilitéitsverhalten wird im Rahmen des bruch-
mechanischen Konzeptes durch verschiedene Kriterien wie etwa das Kriterium der maxima-
len Tangentialspannung nach Erdogan und Sih [1] vorhergesagt. Unter hochdynamischen
Modus-II-Belastungen wurde dagegen von Kalthoff {2] bzw. von Kalthoff und Winkler [3]
ein Ubergang zu einem anderen Versagensmechanismus beobachtet. In diesem Falle breitet
sich von der Rissspitze ausgehend ein Scherversagen in Richtung des Ligaments aus. Es han-
delt sich dabei um ein Versagen, weiches durch eine adiabatische Scherlokalisierung an der
Rissspitze hervorgerufen wird, man bezeichnet es auch als adiabatisches Scherband. Das
Phiinomen der adiabatischen Scherlokalisierung wird in Werkstoffen hiiufig bei hochdyna-
mischen Deformationen beobachtet, wie sie etwa bei Schlagbelastungen mit hoher Ge-
schwindigkeit auftreten. Adiabatische Scherbinder ktnnen sich auch ohne Vorhandensein
makroskopischer Risse ausbilden, allerdings in diesem Falle erst Bei extrem hohen Schiag-
geschwindigkeiten. Ist dagegen ein makroskopischer Riss vorhanden, so fithrt die Span-
nungs-/Dehnungsiiberhthung an seiner Spitze bei einer global moderaten Belastungsrate
lokal zu extrem hohen Deformationsraten. Zur Ausbildung adiabatischer Scherbiinder aus-
gehend von der Spitze eines dynamisch scherbelasteten Risses reichen daher bereits geringe
Schlaggeschwindigkeiten aus. Die Ausbildung adiabatischer Scherbiinder stellt damit einen
gerade im Rahmen der Bruchmechanik relevanten Versagensmechanismus dar.
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Bruchmechanische Versagenskennwerte bei Versagen durch adiabatische Scherbdnder wie
etwa dynamische Scherbruchzahigkeiten sind jedoch bisher experimentell nicht bestimmt
worden. Eine Kenntnis dieser dynamischen Scherbruchzihigkeiten bei unterschiedlichen
Belastungsraten und speziell beim Wechsel des Versagensmechanismus von Rissen unter
-70° zum Ligament zu adiabatischen Scherbé4ndern wiirde jedoch in einem konkreten hoch-
dynamischen Belastungsfall eine Vorhersage ermdglichen, erstens ob und zweitens durch
welchen Mechanismus Versagen auftritt. Noch wichtiger ist aber die Frage, welche prinzipi-
elle Abhiingigkeit der dynamischen Versagenskennwerte von der Belastungsrate fiir beider-
lei Versagensmechanismen vorliegt. [hre Kenntnis kann einen besseren Aufschluss ttber die
kontrollierenden Effekte bei der Ausbildung adiabatischer Scherbénder geben.

Im Rahmen dieser Arbeit werden solche bruchmechanischen Versagenskennwerte in Form
von dynamischen Scherbruchzihigkeiten unter hochdynamischer Scherbelastung von Ris-
sen sowohl filr Versagen durch Risse unter -70° zum Ligament als auch fitr Versagen durch
adiabatische Scherbiinder experimentell bestimmt. Insbesondere wird dabei der Ubergangs-
bereich zwischen beiden Versagensmechanismen untersucht, vor allem hinsichtlich der Aus-
wirkung des Versagensmechanismus auf die prinzipielle Abh#ingigkeit der dynamischen
Scherbruchzithigkeit eines Werkstoffs von der Belastungsrate.

Die Arbeit gliedert sich in acht Kapitel. Nach dieser Einleitung gibt Kapitel 2 eine Einfith-
rung in die Grundlagen der Bruchmechanik und der Bruchdynamik. AuSerdem wird das Ph4-
nomen der adiabatischen Scherlokalisierung vorgestellt und sein Auftreten bei
hochdynamischer Scherbelastung von Rissen nach Kalthoff [2] bzw. Kalthoff und Winkler
[3] dokumentiert.

Nachdem in Kapitel 3 eine genauere Spezifizierung der in dieser Arbeit behandelten Pro-
blemstellung erfolgt, werden in Kapitel 4 die verwendeten experimentellen Methoden zur
zeitlichen Erfassung der Spannungstiberh8hung an der dynamisch scherbelasteten Rissspitze
sowie zur Messung von Ausbreitungsgeschwindigkeiten adiabatischer Scherbidnder vorge-
stellt. AuBerdem wird die verwendete Methode zur Erzeugung hochdynamischer Modus-II-
Rissbelastungen beschrieben. Die konkrete experimentelle Umsetzung dieser prinzipiellen
Methoden im Labor wird in Kapitel 5 vorgestellt.

Eine Charakterisierung der untersuchten Werkstoffe beztiglich ihrer grunds#tzlichen mecha-
nisch-technologischen Eigenschaften erfolgt in Kapitel 6.

Kapitel 7 stellt die Ergebnisse vor, die mit Hilfe der in Kapitel 4 erarbeiteten Methoden er-
mittelt wurden, vorgestellt. Insbesondere werden die unter hochdynamischer Modus-II-Be-
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lastung gefundenen Versagensmechanismen, die Entwicklung der bruchmechanischen
Versagenskennwerte beim Ubergang zwischen den unterschiedlichen Versagensmechanis-
men sowie gemessene Versagensausbreitungsgeschwindigkeiten dokumentiert. Anschlie-
Bend erfolgt eine Diskussion und Interpretation der gefundenen Ergebnisse. Die Arbeit

schlieBt mit einer Zusammenfassung in Kapitel 8.



2 Grundlagen und Stand der Kenntnis

2.1 Linear-glastische Bruchmechanik

2.1.1 Spannungsfeld an einer Rissspitze

In der linear-elastischen Bruchmechanik wird die Spannungstiberhhung in der Umgebung
einer Rissspitze beschrieben. Es zeigt sich, da man das Spannungsfeld fir den Grenzitber-
gang des Abstandes r von der Rissspitze gegen Null fur alle beliebigen Belastungsfille stets
als eine Linearkombination der Spannungsfelder fiir drei Spezialfille beschreiben kann
[4,5]:

a) reine Zug-Belastung (Modus-I),

b) reine ebene Scher-Belastung (Modus-IT) und

¢) reine nichtebene Scher-Belastung (Modus-III).

Bei einer Modus-I-Belastung werden gegeniiberliegende Punkte auf den Rissufern relativ
zueinander in y-Richtung verschoben (Risstffnungsmodus), bei Modus-II-Belastung in
x-Richtung (ebene Rissuferverschiebung) und bei Modus-III-Belastung in z-Richtung (nicht-
ebene Rissuferverschiebung), siehe Abb. 1. Die zugehtrigen Spannungsverteilunger knnen
mit Hilfe der Airy’schen Spannungsfunktion als L8sung der Bipotentialgleichung unter den
geometrischen Randbedingungen des Risses und der Belastungsart ermittelt werden. Filr das
Rissspitzennahfeld ergibt sich gem#8 Sneddon [6] folgende Darstellung der Spannungen o,,
o, und T, in Abhiingigkeit der Polarkoordinaten  und ¢:

K, @ L@ .3
Modus-I; cx-m~cm2-[l—m2~sm2q>] 1N

J
\? -

Modus-I Modus-1I Modus-III
Abb. 1:  Die drei grundlegenden Rissbelastungsmoden
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K, ) .0 .3
c, = 2nr. 0032 -(1 + sm2 . sz"’} - (2)
Ki .¢ o 3
Tyy = s . sm2 . cos2 . cos2(p 3)
=Ky 1 3
Modus-II: o, = . [2sin9 + —s'mcpcos—(p] (4)
Prr 2 2 2
Kn (1 . 3 J
o, = | =sin@cos= 5
Ku 1. .3
y = m»[cos 2—§smq)sm§(p) (6)
K . 0
Modus-III: T, = - T . sm2 (7)
Kin 0
Ty = —21|:r. cos; (8)

Es liegt also in allen drei Fillen eine Spannungssingularitiit der Ordnung 1//r vor. Diese ist
in Abb. 2 fiir einen Modus-I Fall schematisch dargestellt. In den beiden ebenen Rissbelas-
tungsmoden, Modus-I und Modus-II, gelten Gln. (1) bis (6) sowohl fiir den gbenen Deh-

nungszustand (EDZ), in dem Dehnungen nur in der x-y-Ebene zugelassen sind, mit

0,

Abb. 2:

= -v-(0,+0,), als auch fiir den ebenen Spannungszustand (ESZ), bei dem Spannun-

N O A O B I A

bzw(?’;,fc }?

>

ol LU UL Ll bbl iy

Schematische Darstellung der Spannungsilberhéhung an einer Rissspitze
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gen nur in der x-y-Ebene erlaubt sind, o, = 0.

Die Amplituden der Spannungssingularititen K, Ky; und Kp;; sind entscheidend fir das Sta-
bilititsverhalten der Risse. Sie werden nach Irwin [7] als Spannungsintensititsfaktoren be-
zeichnet. Formal sind sie durch folgende Definition mit dem Rissspitzenspannungsfeld
verknitpft [8]:

K, = lim (0,(r, @ =0) - J2r) ©)

Ky = lim (T (r, @ =0)- 27r) (10)
r—o0

Ky = lim (T,,(r, 9 =0) - J/27r) (11)
roo0

Die Spannungsintensititsfaktoren beschrejiben die Spannungsitberhthung direkt an der
Rissspitze und sind damit ein MaB fir die mechanische Belastung bzw. Gefdhrdung des Ris-
ses.

In vielen Fillen k6nnen die Spannungsintensititsfaktoren analytisch mit gegebenen Randbe-
dingungen berechnet werden. So gilt z.B. fir den Modus-I Spannungsintensititsfaktor an ej-
nem Riss der Linge 24 in einer unendlich ausgedehnten Platte unter einer im Unendlichen
angreifenden homogenen Zugspannung o (Abb. 3):

K, = oy/na (12)

Auch flir andere Geometrien und Belastungen sind Spannungsintensititsfaktoren analytisch
zu berechnen. Die entsprechenden Bestimmungsgleichungen sind in Handbitichern und
Nachschlagewerken aufgelistet [9,10]. Fiir eine gegebene Geometrie gilt das Superpositions-
prinzip, welches besagt, dass, wenn mehrere #uflere Belastungen gleichzeitig an einem
rissbehafteten Bauteil anliegen, sich die mit den einzelnen Belastungen verbundenen Span-

R

T —

2a

ol VLV I

Abb, 3:  Riss in einer unendlichen Platte unter Zugbelastung
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nungsintensitiitsfaktoren des gleichen Modus addieren. Allgemein ist der Spannungsintensi-
tiitsfaktor eine Funktion der 4uBeren Lasten, der Risslinge, der Risslage und der Geometrie
des Bauteils.

Die in Gln. (1) bis (8) genannten Bezichungen fiir das Spannungsfeld gelten streng nur in der
direkten Umgebung der Rissspitze. In gréBeren Entfernungen von der Rissspitze machen
sich h8here Terme in der Spannungsverteilung bemerkbar. Auch diese lassen sich als Lésung
der Bipotentialgleichung mit Hilfe der Airy’schen Spannungsfunktion herleiten. Allgemein
148t sich das Spannungsfeld an einer Rissspitze fiir eine Rissbelastungsart nach Williams in
einer Reihe entwickeln [11]:

Gy = E:;'%/i_" ‘Jo, y(®) + %_ . Zn _ IA,;'"fn, (@) + Zm i OB,,,fmg,,,, 5(@) (13)
Der erste Term ist der aus Gln. (1) bis (8) bekannte singuliire 1//r -Term, die Summeaterme
sind die angesprochenen h8heren Terme der Spannungsverteilung. Die Koeffizienten A, und
B, der htheren Terme sind ebenfalls von den #uBeren Lasten und der Geometrie des Risses
und des Bauteils abhitngig. Sie sind um so grdBer, je niher die freien Rinder des Bauteils an
der Rissspitze liegen. Aufgrund ibrer Ordnung in r liegt es in der Natur der htheren Terme,

dass sie erst in groBerer Entfernung zur Rissspitze an Einfluss gewinnen.

2.1.2 Plastische Zone

Die bisherigen Uberlegungen gelten fiir ein idealisiertes streng linear-elastisches Werkstoff-
verhalten. Die Spannungen steigen dabei aufgrund der 1//r -Singularitiit an der Rissspitze
tiber alle Grenzen. Dies kann in realen Werkstoffen nicht der Fall sein, da diese, nachdem
die Spannungen die FlieSspannung Uberschreiten, plastifizieren. Daher bildet sich in der
Realitit an einer belasteten Rissspitze stets ein Bereich plastischer Verformung aus, die so-
genannte plastische Zone. Diese ist immer vorhanden, wenn ein Riss belastet wird, auch in
extrem spréden Werkstoffen wie etwa Glas oder Keramik. Lediglich die GréB8e der plasti-
schen Zone kann sehr unterschiedlich sein. Allgemein gilt, dass die plastische Zone bei glei-
cher Belastung um so groBer ist, je duktiler ein Werkstoff ist. Ein erster Ansatz zur
Beschreibung der plastischen Zone wurde 1958 von Irwin gemacht [12]. Dabei wird die pla-
stische Zone als kreisfrmiges Gebiet um die Rissspitze mit einem konstanten Radius r,, an-
genommen, Dieser Radius ergibt sich fiir Modus-I durch Gleichsetzen der FlieBspannung o
eines Werkstoffes mit der auf dem Ligament (¢ = 0) herrschenden Zugspannung @, nach
Gl. (2):




. = _1_{&)2 (14)

Eine etwas differenziertere Betrachtung kann mit Hilfe der Gestaltinderungshypothese ge-
macht werden, nach der plastische Verformung bei einem beliebigen dreidimensionalen
Spannungszustand dann eintritt, wenn eine Vergleichsspannung wie etwa die von Mises
Vergleichsspannung die FlieBspannung 6y tberschreitet [13]. Die von Mises Vergleichs-
spannung Oy ist wie folgt zu bestimmen, wobei 0 5 3 die drei Hauptspannungen sind:

Oy = «/%{(01‘02)2+(52—03)2"'(03"01)2} (15)

Ein Gleichsetzen der von Mises Spannung mit der FlieBspannung ergibt nun nicht mehr
kreisformige, sondern komplizierter geformte plastische Zonen. Grfie und Form der so er-
haltenen plastischen Zone hingt davon ab, ob ein ebener Spannungs- oder Dehungszustand
vorliegt. Die Radien der plastischen Zonen in Abh#ingigkeit vom Winkel @ filr Modus-] und
Modus-II fitr ebenen Dehnungs- sowie Spannungszustand ergeben sich zu [14]:

2
K
Modust: r, = — 2-coszg (1+3sin2 g] (ESZ) (16)
2oy
K2
P = —— . cos? [1+3sin25§-4v(1—v)j (EDZ) a7
2n0 2
K 2 .
Modus-IL: 7, = I 5 -(3—%sinzip+ sng] (BSZ) (18)
2no,
K 2
r, = 1L 2.[3-9sin2<p+sin29(1—2v)2] (EDZ) (19)
2165 4 2

In Abb. 4 sind die entsprechenden plastischen Zonen fiir den Modus-I und den Modus-1I Fall
sowohl fiir den ebenen Dehnun;gszustand als auch den ebenen Spannungszustand abgebildet.
Davon ausgehend, dass an der Oberfliiche eines Bauteils im Wesentlichen ein ebener Span-
nungszustand, im Innern eines Bauteils dagegen ein ebener Dehnungszustand vorliegt, ergibt
sich im Modus-] Fall eine charakteristische dreidimensionale Form der plastischen Zone
iiber die Probendicke. Man spricht auch vom ,JHundeknochenmodell“. Bei gleichen Werten
des Spannungsintensitiitsfaktors K; bzw. Kj; ist die plastische Zone im Modus-II Fall insge-
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Mede-1

Elnhelt K2/ 2rag?

0 1 2 3 4
2
ESZ Elnhelt: Ky 2/ 270,
EDZ
1 F
0
X
<1
Mode-II
_2 I — . el X
-4 3 2 -1 0 1 2 3 4
Plastische Zonen fiir Modus-I und Modus-II Belastungen fiir ebenen

Abb. 4:

Dehnungszustand und ebenen Spannungszustand; aus: [15]

samt griBer als im Modus-I Fall, der Unterschied zwischen ebenem Dehnungs- und Span-
nungszustand ist dagegen bei Modus-I relativ gesehen kleiner.
Der Unterschied in Form und Grie der plastischen Zonen fiir den ebenen Dehnungs- und
ebenen Spannungszustand bewirkt bei Rissausbreitung unter Modus-I die Ausbildung soge-
nannter Scherlippen. Dies sind Bereiche, die am Rand der bei Rissausbreitung entstehenden
Bruchflidchen liegen, also an der urspriinglichen Probenoberfliche. Sie treten aufgrund der
niedrigeren Mehrachsigkeit des dort vorliegenden Spannungszustandes und der damit ver-
bundenen h8heren Scherspannungen auf. Diese itbersteigen am Rand den kritischen Wert fiir
Scherversagen, withrend in der Mitte der Probe dieser Wert nicht itherschritten wird, so dass
dort Versagen durch einen makroskopischen Spaltbruch auftritt. Im Bereich der Scherlippen
ist die Bruchfliche gegeniiber der x-z-Ebene um etwa 45° geneigt. Die GrdB8e der Scherlip-
pen ist mit der Grd8e der plastischen Zone korreliert und erlaubt dadurch ihre nachtriigliche




KAPITEL 2.1 - LINEAR-ELASTISCHE BRUCHMECHANIK 11

Abschiitzung durch Betrachtung der gebildéten Bruchfliche.
Trotz des Auftretens plastischer Zonen bei Rissbelastung kann das Konzept der linear-elasti-
schen Bruchmechanik in vielen Fillen weiter angewandt werden. Dazu milssen im Wesent-
lichen zwei Kriterien eingehalten werden:

Erstens muss die geometrische Ausdehnung der plastischen Zone, ausgedriickt durch den
Radius der plastischen Zone ry, klein gegentiber typischen Dimensionen des rissbehafteten
Bauteils wie der Rissldnge oder dem Abstand der Rissspitze zu den Bauteilbegrenzungen
sein. Man spricht in diesem Falle auch von der Bruchmechanik begrenzten plastischen Flie-
Bens. Dabei ist das Spannungsfeld nur direkt an der Rissspitze durch die plastische Zone be-
einflusst, fiir r» r, gilt das in den Gln. (1) bis (8) oder fiir noch groBiere Abstinde zur
Rissspitze das in GL (13) gegebene Spannungsfeld. Eine schematische Darstellung der Be-
reiche um die Rissspitze, die unter den verschiedenen Einflilssen stehen, ist in Abb. 5 gege-
ben.

Das zweite Kriterium ergibt sich aus der Formiinderung der plastischen Zone fiir ebenen
Dehnungs- bzw. ebenen Spannungszustand, Man kann zeigen, dass Rissinstabilitit zuerst
unter Bedingungen des ebenen Dehnungszustandes auftritt. Um also einen sicherheitsrele-
vanten konservativen bruchmechanischen Kennwert zu ermitteln muss in der Probe definiti-
onsgemiB fiberwiegend ein solcher ebener Dehnungszustand vorliegen. Dazu muss die
Probe eine genitgende Dicke aufweisen, so dass der Einfluss des ebenen Spannungszustan-
des an den Prebenoberflichen verschwindend klein ist. Die Einhaltung dieses Kriteriums

\\ N

N
N
D

\ \\x\ X
N \\

Abb. 5:  Schematische Darstellung verschiedener Bereiche um eine belastete Rissspitze:
a) durch die plastische Zone beeinflusst
b) im Wesentlichen durch den Spannungsintensitiitsfaktor beschriebenes Gebiet
¢) durch hhere Terme stark beeinflusstes Gebiet
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kann nachtréiglich auch anhand der GréBe der oben bereits beschriebenen Scherlippen tiber-
priift werden. Sie milssen klein im Vergleich zur Probendicke sein.

Das Auftreten der plastischen Zone bei Belastung eines Risses ist zum einen mit einer Ener-
giedissipation und zum anderen mit einem Abbau der Spannungssingularitiit an der Rissspit-
ze verbunden. Beides sorgt daflir, dass Werkstoffe einer Rissausbreitung einen Widerstand
entgegensetzen, der z.B. durch die Bruchz#higkeit eines Werkstoffes beschrieben werden
kann.

2.1.3 Bruchziihigkeit
Das Stabilititsverhalten eines Risses wird filr einen gegebenen Werkstoff durch die Gréfe

des anliegenden Spannungsintensititsfaktors kontrolliert. Der Wert des Spannungsintensi-
titsfaktors bei Eintreten von Rissinstabilitit ist dabei vom Werkstoff abhiingig. Daher wird
in der Bruchmechanik neben der rein mechanischen Groe des Spannungsintensittitsfaktors
K, Kj; oder Ky, welcher das Spannungsfeld an einer belasteten Rissspitze charakterisiert,
auch die rein werkstoffspezifische GréBe der Bruchzhigkeit K., Ky, oder Kjy;. eingefithrt.
Sie ist der maximal vom Werkstoff ertragbare Spannungsintensititsfaktor fiir einen gegebe-
nen Rissbelastungsmodus, bevor instabile Rissausbreitung bei vorherrschendem ebenen
Dehnungszustand einsetzt. Dabei milssen die in Kap. 2.1.2 beschriebenen Kriterien zur Giil-
tigkeit der linear-elastischen Bruchmechanik bezfiglich der Probendicke und bezitglich des
Abstandes der Probenberandungen zur Risss;;itze erfilllt sein.

Die Bruchzithigkeit ist ein MaB8 fiir den Widerstand des Werkstoffs gegen instabile Rissaus-
breitung. Unter Kenntnis der Bruchzhigkeit eines Werkstoffs l#sst sich eine Sicherheitsaus-
sage filr ein rissbehaftetes Bauteil machen. Das Kriterium flir instabile Rissausbreitung
lautet:

K>K, (20)

Die Bruchzithigkeit steht damit zum Spannungsintensititsfaktor in einer Relation wie etwa
die Zugfestigkeit zu einer vorliegenden uniaxialen Zugspannung oder einer Vergleichsspan-
nung. Es ist damit mdéglich, die Gefdhrlichkeit von auftretenden Rissen in Bauteilen oder
Konstruktionen unter bekannten Belastungen abzuschiitzen und zu entscheiden, ob Mafinah-
men zu ergreifen sind oder nicht.

Vorschriften zur Bestimmung von Bruchz#higkeiten sind in Normen wie z.B. der ASTM-
Norm E399 zur Bestimmung von X, festgehalten [16]. Dabei wird die Einhaltung der oben
genannten Kriterien zur Anwendbarkeit linear-elastischer Bruchmechanik durch Vorgabe
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entsprechender Probendimensionen gew#hrleistet. Eine solche Norm fiir den Modus-II oder
Modus-IIT Fall ist bisher noch nicht festgelegt. Aus diesem Grunde wm:den fir diese
Belastungsarten oft ungiiltige Versuche durchgefilhrt, was zu widerspriichlichen Angaben
der Bruchzihigkeiten fiir einen Werkstoff filhrte. Ein Vorschlag fir eine Norm zur Bestim-
mung von Kj;. ist nun von Hiese gemacht worden [15]. Die dazu durchgefithrten Untersu-
chungen ergaben, dass aufgrund der speziellen Form der plastischen Zone bei Modus-II-
Belastungen die Proben in der Probenebene viermal grBer sein miissen, aber gleichzeitig
dreimal diinner sein diirfen als Proben zur giiltigen Bestimmung von X, Ie

2.1.4 Energiebetrachtung

Der Ubergang zwischen Stabilitit und Instabilitiit eines Risses l4sst sich auch anhand einer
Energiebetrachtung verstehen. Bine solche Uberlegung wurde zuerst von Griffith 1920 an-
gestellt [17]. Er stellt eine Energiebilanz filr eine gedachte infinitesimal kleine Rissverlidnge-
rung da in einem Bauteil auf, wobei er davon ausgeht, dass dem Bauteil wihrend der
Rissverllingerung keine weitere Energie zugefiihrt wird. Dies ist unter sogenannten ,,fixed-
grip“-Bedingungen der Fall, d.h. unter Bedingungen einer ideal steifen und wegkoixtrollier-
ten Belastung des Bauteils. Bei einer solchen Rissverlingerung nimmt die in dem belasteten
Bauteil gespeicherte elastische Energie U, um einen Betrag U, ab. Gleichzeitig wird fiir die
Schaffung der neuen Oberflichen wihrend des Rissfortschritts eine Energie 8U, bendtigt. In-
stabile Rissausbreitung tritt demnach immer dann auf, wenn die durch die Abnahme der
elastischen Energie bereitgestellte Energie die zum Rissfortschritt bendtigte Energie tiber-
steigt [5]:

SU, 1 8U.
_é “gfzé = (d: Bauteildicke) 1)

Dieser Sachverhalt ist in Abb. 6 grafisch dargestellt. Von Irwin wurden die Gri8en der Ener-
giefreisetzungsrate G sowie der spezifischen Bruchenergie G, eingefithrt:

_ 18, _ 180,
~7d da G, = d da (22)

Das Kriterium filr instabile Rissausbreitung lautet demnach:
Gz2G, (23)

Dieses Kriterium steht in vollkommener Analogie zu dem in Ungleichung (20) angegebenen
Kriterium. Auch hier wird eine Grifle G, die letztlich das mechanische Spannungsfeld in
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Abb. 6:  Die Risserweiterung kontrollierende Energiebilanzen

dem Bauteil beschreibt, mit einer rein werkstoffspezifischen Grfle G, die den Widerstand
des Werkstoffs gegen instabile Rissausbreitung beschreibt, verglichen. Experimentell wurde
festgestelit, dass diese spezifische Bruchenergie die reine Oberflichenenergie, welche sich
aus der Schaffung von Oberflichen durch Lisen atomarer oder molekularer Bindungen er-
gibe, um mehrere Grilenordnungen lbersteigt. Dies ist auf das Vorhandensein der in
Kap. 2.1.2 beschriebenen plastischen Zone zuriickzuftthren. Diese muss bei Rissfortschritt
stets mitgefiihrt werden und fithrt dabei zu einer groen Energiedissipation bis weit hinein
ins Volumen um die néu entstehenden Rissufer. Man bezeichnet daher U, oft auch nur als
»Scheinbare* Oberfléchenenergie. Selbst filr Werkstoffe mit extrem kleinen plastischen Zo-
nen wie z.B. Glas mit plastischen Zonen von nur einigen um Gr68e tibersteigt die spezifische
Bruchenergie die reine Oberfliichenenergie um einen Faktor von einigen 100.

Die aus der Energie hergeleiteten Grien der Energiefreisetzungsrate G und der spezifischen
Bruchenergie G, lassen sich in Bezug bringen zu den aus dem Rissspitzenspannungsfeld ab-
geleiteten Grdfien des Spannungsintensitiitsfaktors X und der Bruchzithigkeit X, Unter
Kennmis des durch K beschriebenen Spannungsfeldes sowie der Rissuferverschiebungen
kann man diejenige Energie berechnen, die man ben8tigt, um einen Riss um die Linge da
wieder zu schlieBen. Diese Energie ist dem Betrag nach gleich der in der Enpergiefreiset-
zungsrate beriicksichtigten Energie. Es ergibt sich sowohl! fiir Modus-I als auch flir Mo-
dus-II:
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1 2
Gy = E K/ (ESZ) (24
l~v2 2 l—v2 2
und Gim="TF Kuu b2W Gryye = —F%— Ky (EDZ) (25)

Da die Bruchz#higkeit fiir einen vorherrschenden ebenen Dehnungszustand eingefithrt wur-
de, gilt dasselbe fiir die spezifische Bruchenergie. Aulerdem sei darauf hingewiesen, dass
im Rahmen dieser Uberlegungen formal nur Rissausbreitungen in Richtung des Ligaments
betrachtet werden. Unter Modus-H-Belastungen tritt dies im Allgemeinen jedoch nicht ein,
siche Kap. 2.1.5.2. In einem solchen Falle gelten fiir die Energiefreisetzungsrate komplizier-
tere Zusammenh#nge, wie sie etwa bei Podleschny [18] angegeben sind.

Mit den Uberlegungen zum Einfluss der plastischen Zone auf die Energiebilanz beim
Rissfortschritt liisst sich nun verstehen, dass ein Werkstoff eine um so hhere Bruchzihigkeit
bzw. spezifische Bruchenergie aufweist, je duktiler er ist bzw. je niedriger seine FlieBspan-
nung liegt. Auch die Tatsache, dass Rissinstabilitdt zuerst bei Vorliegen eines ebenen Deh-
nungszustandes auftritt, ist anf die in diesem Falle kleinere plastische Zone zuriickzufithren.
Generell gilt, dass groSe plastische Zonen zu einer groSen Energiedissipation bei Rissaus-
breitung und damit zn hohen Bruchziihigkeitswerten filhren. Dies steht im Gegensatz zu
Auslegungskriterien, die in der herkémmlichen Festigkeitslehre angevircndet werden, nach
der die FlieBspannung eines Werkstoffes mglichst hoch sein solite. Bei der Auswah! von
Werkstoffen fitr Bauteile, in denen Risse auftreten kdnnen, muss man also in der Regel einen
Kompromiss zwischen moglichst hoher Bruchzihigkeit einerseits und md&glichst hoher
FlieBspannung bzw. Zugfestigkeit andererseits eingehen.

2,1.5 Rissstabilitiitskriterien und -ausbreitungsrichtungen fiir gemischte Belastungs-
moden

Bisher wurden nur Rissstabilititskriterien fiir ein alleiniges Vorliegen eines der drei grund-
legenden Rissbelastungsmoden betrachtet. AuBerdem wurde noch keinerlei Aussage ttber
die Richtung, in der sich ein Riss nach Einsetzen der Instabilitit ausbreitet, gemacht. Diese
hiingt stark vom vorliegenden Rissbeanspruchungsmodus ab. Im Folgenden soll betrachtet
werden, welche Voraussagen sich machen lassen, wenn mehrere Belastungsmoden gleich-
zeitig vorliegen, d.h. bei sogenannten gemischten Belastungsmoden (,,mixed-mode*). Hier
werden jedoch nur Mischungen zwischen den ebenen Belastungsmoden, d.h. Modus-I und
Modus-II, betrachtet.
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Abb.7:  Bruchgrenzkurve zur Vorhersage der Rissstabilitéit bei gemischten Belastungen
Hir reinen Modus-I und reinen Modus-II lassen sich die Bruchzihigkeiten K, und Ky, ex-
perimentell etwa nach der ASTM-Norm E399 [16] fiir Modus-I oder nach einer geeigneten
Ubertragung auf Modus-1II [15] bestimmen. Bs wurden viele Versuche unternommen, aus der
Kenntnis dieser beiden Kennwerte auf kritische Rissbelastungen bei gleichzeitigem Vorlie-
gen beider Belastungsmoden ritickzuschlieen. Die Schwierigkeit einer korrekten Vorhersa-
ge bei gemischten Belastungsmoden liegt darin begrlindet, dass sich Spannungsintensitits-
faktoren unterschiedlicher Moden nicht addieren, sondern eine komplexe Wechselwirkung
zwischen ihnen vorliegt, die noch nicht kompleit verstanden ist.

Eine in vielen Fillen praktikable Herangehensweise an dieses Problem ist die Einftthrung ei-
ner sogenannten Bruchgrenzkurve, die in einer durch K; und Kj; aufgespannten Ebene den
Bereich, fur den der Riss stabil bleibt, von dem Bereich trennt, in dem Rissinstabilitit auftritt,
So wie K. und Kj;. ist dabei die gesamte Bruchgrenzkurve werkstoffspezifisch, muss also
im Prinzip fiir jeden Werkstoff neu bestimmt werden. Eine solche Bruchgrenzkurve ist in
Abb. 7 schematisch dargestellt. Diese Kurve muss die beiden Achsen bei K}, und Xj;. schnei-
den, da dort die reinen Belastungszustinde vorliegen. Ansonsten tritt Rissinstabilitit bei kri-
tischen Spannungsintensitiitsfaktoren K" und K" auf, die vom Mischungsverhiiltnis der
beiden Moden abhiingen und die i.a. unter K}, oder Kj;, liegen.

Zum besseren Versttindnis der Bruchgrenzkurven wurden viele Uberlegungen gemacht, die
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a) bei Modus-1 Belastung b) bei Modus-II Belastung

anhand lokaler Spannungs-, Dehnungs- oder Energieparameter Hypothesen filr ein Risssta-
bilititskriterium bei gemischten Belastungsmoden aufstellen. Eine der wichtigsten Bruchhy-
pothesen ist das von Erdogan und Sih aufgestelite Kriterinm der maximalen
Tangentialspannung [1], welches im Folgenden kurz vorgestellt werden soll. Es gibt noch
eine Vielzahl weiterer Bruchhypothesen, auf die hier nicht weiter eingegangen wird. Eine
Ubersicht tiber diese ist beispielsweise bei Podleschny {18] zu finden. Beim Kriterium der
maximalen Tangentialspannung werden die direkt an der Rissspitze vorliegenden Spannun-
gen in Polarkoordinaten, G,, G, und T,q, betrachtet. In Abb. 8 sind diese Spannungen sowie
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eine Hauptspannung fiir die Sonderfille reiner Modus-I und reiner Modus-II dargestellt.
Man erkennt, dass sich ein Maximum der Tangentialspannung 6, fitr Modus-I bei ¢ = 0° und
fitr Modus-II bei @ =-70° ergibt. Beim selben Winkel ¢ verschwindet jeweils die Schub-
spannung 7,q, so dass dort die Tangentialspannung zugleich eine Hauptspannung ist. Gem#s
des Kriteriums der maximalen Tangentialspannung breitet sich ein Riss stets unter reinen
Modus-I-Bedingungen aus, d.h. in einer Richtung, in der keinerlei Schubspannungen vorlie-
gen. Dies ist gleichzejtig die Richtung mit maximaler Tangentialspannung. Rissinstabilitit
tritt ein, sobald diese einen kritischen Wert iiberschreitet. Die Annahme eines konstanten kri-
tischen Wertes der maximalen Tangentialspannung bei Rissinitiilerung filhrt auf eine Bruch-
grenzkurve, die qualitativ der in Abb. 7 gezeigten sehr #hnlich ist [18].

Unter der Annahme einer Rissausbreitung senkrecht zur jeweils maximalen Tangentialspan-
nung ldsst sich der Winkel @, unter dem sich der Riss ausbreitet, fitr alle Mischungsverh#lt-
nisse von K" und K;,°" analytisch mit den Gln. (1) bis (6) berechnen. Es ergibt sich:

e+ K K+ 8K 2

Ky + 9Ky

(po = —Aacos

Der Betrag dieses Rissausbreitungswinkels ist in Abb. 9 gegen das Mischungsverhiltnis
K, /(K;+ K;;) von Modus-II zu Medus-I aufgetragen.

80

<«— Modus-I Modus-I1—»

Bruchwinkel |oo| [ 1
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—
[44]
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Abb. 9:  Rissausbreitungsrichtung flir verschiedene Mischungsverhdltnisse von
Modus-1I zu Modus-1 nach dem Kriterium der maximalen Tangentialspannung
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Abb. 10: Rissausbreitung nach dem Kriterium der maximalen Tangential-
spannung fiir reinen Modus-I und reinen Modus-I11

Bei reiner Modus-I Belastung breitet sich ein Riss in einer Richtung von 0° zum Ligament

aus, Bei einem Ubergang zu einer Modus-II Belastung geht der Wert des Rissausbreitungs-
winkels sukzessive (iber zu:

0o M = _acos(1/3) =-70,5° 27)

In Abb. 10 sind die Rissausbreitungsrichtungen fitr reinen Modus-I und reinen Modus-II ver-
anschaulicht.

Unter Verwendung anderer Kriterien zur Rissstabilitiit wie etwa dehnungs- oder energiebe-
zogener Kriterien erhiilt man andere Bruchgrenzkurven und Rissausbreitungsrichtungen.
Qualitativ ergeben sich jedoch dhnliche Abhiingigkeiten wie beim Kriterium der maximalen
Tangentialspannung.

Experimentell wurde festgestellt, dass die Rissausbreitungsrichtung durch das Kriterium der
maximalen Tangentialspannung am besten vorhergesagt werden kann [19,20]. So werden
bei einer reinen Modus-1I Belastung stets Rissausbreitungswinkel zwischen etwa -70° und
-78° gefunden. Dagegen ktinnen die Bruchgrenzkurven oft nur sehr unbefriedigend anhand
eines der oben genannten Kriterien vorhergesagt werden. Dies ist darauf zurlickzufithren,
dass die Rissstabilitiit nur sehr schwer anhand von lokalen Parametern an der Rissspitze be-
schrieben werden kann.

2.2 Bruchdynamik

2.2.1 Zur Wellenausbreitung in elastischen Kontinna
Bei dynamischen Belastungen von linear-elastischen Kontinua ist zu beachten, dass kontinu-
umsmechanische Gesetze der Elastostatik nicht mehr anwendbar sind. In einem Ubergangs-




bereich kann hiufig Schwingungsmechanik im Sinne einer Analyse von

Schwingungsmoden, die an Bauteilgeometrien und Werkstoffeigenschaften gekoppelt sind,
angewendet werden. Bei hochdynamischen Vorgiingen wie Schlagbelastungen oder Rissaus-
breitungsvorgingen muss jedoch Wellenmechanik angewendet werden. Wesentliche Gri-
Ben der Wellenmechanik sind die Wellenausbreitungsgeschwindigkeiten fir die
unterschiedlichen elastischen Wellen wie Longitudinalwelle, Transversalwelle oder Ray-
leigh-Welle. Bei Longitudinalwellen werden die Partikel in Wellenausbreitungsrichtung
ausgelenkt. Dabei ergeben sich folgende Longitudinalwellengeschwindigkeiten ¢; filr ebe-
nen Dehnungs- und ebenen Spannungszustand [21]:

P = —E (28)
p-(1-v9)

ESZ _ E-(1-v)

L= N (1 +v)-(1-2v) @)

Bei Transversalwellen erfolgt die Partikelauslenkung senkrecht zur Wellenausbreitungsrich-
tung. Die Transversalwellengeschwindigkeit ¢y betriigt sowohl filr den ebenen Dehnungs-
als auch fir den ebenen Spannungszustand [21]:

- E
“T= N2p-(1+V) €0

Rayleigh-Wellen sind Wellen, die nur an freien Oberflichen auftreten knnen. Thre Intensitt
kiingt in das Bauteilvolumen hinein exponentiell ab. Ihre Existenz wurde erstinals 1887 von
Lord Rayleigh postuliert [22]. Thre Geschwindigkeit cp kann als L8sung von Gl. (31) errech-
net werden [21].

02 2 6‘2 62
R R R _
[2—-—2] -4. |1- Z-Ajl——z =0 @31

Nuherungsweise gilt fir 0<v <0, 5 [21]:

o 0.862+1,14.v
R 1+v T

(32)

Zum Beispiel ergeben sich filr Stahl mit E = 210.000 MPa, v = 0,29 und p = 7850 kg/m? fol-
gende Wellengeschwindigkeiten:

el = 5405m/s, cp - =5021ms, cp=3220ms, ¢ = 2977 mis
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Die Longitudinalwellengeschwindigkeit fiir den ebenen Spannungszustand ist fiir diesen wie
auch fiir die meisten anderen Werkstoffe die schoellste.

Bei der Untersuchung dynamischer Vorgtinge bei Rissbelastung un& Rissausbreitung hat die
Anwendung der Wellenmechanik eine weitreichende Konsequenz fiir die Auslegung der Ab-
messungen von Proben fitr bruchdynamische Untersuchungen. Wellen, die eine Rissbela-
stung hervorrufen, oder Wellen, die bei instabiler Rissausbreitung von der Rissspitze
emittiert werden [23,24], werden an den Probenberandungen reflektiert, laufen zur Rissspit-
ze zurlick und {iberlagern sich dort dem vorliegenden dynamischen Spannungsfeld. Dies ist
im Allgemeinen nicht erwilnscht, da dadurch das resultierende Spannungsfeld sowie die
Rissbelastung, deren Zeitabh#ngigkeit in der Regel fitr unendlich ansgedehnte Ko rper ana-
lytisch herzuleiten ist (sieche unten, Abb. 11), sehr viel komplizierter wird. Daher ist bei der
Dimensionierung von Bruchdynamik-Proben darauf zu achten, dass der zu untersuchende
Effekt an der Rissspitze, etwa Rissinstabilitiit, eintritt, bevor Wellen, die an den Probenriin-
dern reflektiert wurden, zur Rissspitze gelangen knnen. Innerhalb des so definierten Zeit-
fensters verhalten sich die Proben, als seien sie unendlich gro8; Effekte des Probenrandes in
endlicher Entfernung ktnnen die Rissspitze solange nicht beeinflussen. Die Longitudinal-
wellengeschwindigkeit fiir den ebenen Spannungszustand als die schnellste Wellenausbrei-
tungsgeschwindigkeit spielt daher die entscheidende Rolle bei der Festlegung der
Abmessungen von Bruchdynamik-Proben.

2.2,2 Dynamische Belastung eines stationfiren Risses

2.2.2.1 Dynamisches Spannungsfeld eines stationiiren Risses

Dynamische Belastungen von Rissen in Bauteilen ergeben sich meist bei Schiagbelastungen
dieser Bauteile durch Auftreffen von Fremdktrpern. Im Bauteil vorhandene Risse ktnnen
dabei sowohl Modus-I als auch Modus-II oder Modus-III Belastungen erfahren. Ein Beispiel
fiir das Auftreten dynamischer Modus-I Belastungen stellt der Kerbschlagbiegeversuch dar,
der sich in der Industrie als ein Standardversuch zur Ermittlung dynamischer Bruchparame-
ter eines Werkstoffs etabliert hat. Dynamische Modus-II Belastungen kénnen mit der Tech-
nik der Belastung von Randrissen durch seitlichen Aufschiag erzeugt werden (engl.: Loading
of Edge Cracks by Edge Impact, LECEI). Diese Technik wird im Rahmen dieser Arbeit ver-
wendet und wird in Kap. 4.4 nither erliutert.

Im Falle einer dynamischen Rissbelastung ist die Spannungsverteilung im Nahfeld der
Rissspitze im Wesentlichen dieselbe wie im statischen Fall [23]. Es ergibt sich wieder die
charakteristische 1//r -Spannungssingularitiit an der Rissspitze. Spannungsintensititsfak-
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Abb. 11: Zeitabhiingigkeit des Spannungsintensitdtsfaktors unter
impulsartiger Zugbelastung nach [23]

toren k6nnen damit auch bei dynamischer Rissbelastung angegeben werden.
Die bei dynamischen Rissbelastungen auftretenden Spannungsintensitiitsfaktoren sind je-
doch zeitabhiingig. Als ein Beispiel ist in Abb. 11 die Belastung eines in einer unendlichen
Scheibe liegenden Innenrisses der Liinge 2a durch einen senkrecht zur Rissrichtung laufen-
den Zugspannungsstufenimpuls der H8he o dargestellt. Fitr diesen Fall ergibt sich eine cha-
rakteristische Zeitabhingigkeit des Spannungsintensititsfaktors. Der erste Anstieg erfolgt
proportional zu /7, dann schlieBt sich eine Oszillation mit gedimpfter Amplitsde urn den
stationiren Wert X;'" = O, «/a an. Dabei werden zwischenzeitlich Werte erreicht, die
K7 um 30% tibersteigen (fiir v = 0,3). Nttheres zu diesem Beispiel ist bei [23,24] zu finden.
Die Spannungs- / Dehnungsverteilung an der Rissspitze fiir eine durch die LECEI-Technik
erzeugte hochdynamische Modus-II Belastung wird in Kap. 4.4 niher untersucht.
Analog zu statischen Rissbelastungen (Kap.2.1.3) wird auch fir eine dynamische
Rissbelastung ein werkstoffspezifischer Kennwert, die dynamische Bruchzithigkeit Kj; bzw.
K, eingefithrt, der den Spannungsintensititsfaktor bei Rissinitiierung darstellt. Dieser ist
kein konstanter Werkstoffkennwert mehr, sondern ist im Allgemeinen zus#tzlich von der Be-
lastungsrate K, oder K, abhingig. Fitr den Ubergang zu quasistatischen Bedingungen,
K — 0, geht er in die bereits bekannte statische Bruchzthigkeit K;, bzw. Ky, ber.
Im Allgemeinen beobachtet man eine Abnahme der dynamischen Bruchzhigkeit mit der
Belastungsrate. Der Grund dafiir liegt in einer Versprdung der-Werkstoffe bei hohen Ver-
formungsraten. Versetzungen in der atomaren Gitterstruktur, die zum Aufbau von plasti-
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Abb. 13: Statisch und dynamisch bestimmte Bruchzihigkeitswerte K;. bzw. K, bei

unterschiedlichen Temperaturen filr den Stahl StE 460; aus:{24]

schen Verformungen bendtigt werden, k6nnen nicht beliebig schnell wandern. Spannungen
im Werkstoff ktnnen daher bei dynamischen Vorglingen nicht schnell genug durch plasti-
sche Verformung abgebaut werden. Dies fithrt zu einem Anstieg der FlieBspannung bei ho-
hen Verformungsraten. Man spricht vom Effekt der Dehnratenverfestigung (engl.: strain-rate
hardening). Seine Auswirkung auf eine Spannungs-Dehnungskurve fiir den uniaxialen Zug-
versuch ist in Abb. 12 exemplarisch fiir den Werkstoff Udimet 700 (bei erhthter Temperatur)
gegeben. Eine Steigerung der Dehnrate von 0,01%/min auf 2,5%/min bewirkt in diesem Fal-
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le eine Verdoppelung der FlieBspannung. Eine hthere Flie8spannung hat eine Verkleinerung
der plastischen Zone zur Folge. Die dynamische Bruchz#higkeit sinkt damit aufgrund der
Dehnratenverfestigung ab. In Abb. 13 sind statisch bestimmte Bruchzéhigkeitswerte K;,. (of-
fene Kreise) und dynamische Bruchzihigkeitswerte K, (volle Kreise) fiir den Stahl StE 460
fur unterschiedliche Temperaturen aufgetragen. Die dynamisch bestimmten Bruchzithig-
keitswerte liegen deutlich unterhalb der statisch bestimmten Werte.

223 Dynamik der Rissausbreitung

Nachdem bis jetzt nur dynamische Spannungsfelder an ortsfesten Rissspitzen untersucht
wurden, sollen nun die Spannungsfelder, die von laufenden Rissen mitgefiihrt werden, be-
trachtet werden. Dazu wird zuniichst ein kartesisches Koordinatensystem eingefithrt, wel-
ches sich mit dem Riss mitbewegt und dessen Ursprung stets an der Rissspitze legt
(Abb. 14), Die Koordinaten dieses Systems werden mit x und y bzw. r und @ bezeichnet. Fiir
den Fall eines mit konstanter Geschwindigkeit 2 im unendlichen Medium laufenden Risses
ergibt sich nach Freund [23] folgende Spannungsverteilung an der Rissspitze (hier fiir den
Modus-I Fall):

K,
oy = JZ’_m- .
Dabei stellt \Pf_j(a, &, ¢y, ¢y) die Winkelverteilungsfunktion dar, die nun zusitzlich von der
Rissausbreitungsgeschwindigkeit sowie von den Wellengeschwindigkeiten im Kontinuum
abhiingt. Nach wie vor ergibt sich eine 1//r -Spannungssingularitit, deren Grie durch ei-
nen dynamischen Spannungsintensititsfaktor K‘,iyrl quantifiziert werden kann. Dieser Span-
nungsintensititsfaktor kann mit dem Spannungsintensitiitsfaktor K?m eines gedachten

0, a, ¢y, Cp) (33)
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Abb. 14: Koordinatensystem beim laufenden Riss
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Abb. 15: Korrelturfaktor filr den Spannungsintensitiitsfaktor an einem mit
der Geschwindigkeit a im unendlichen Medium laufenden Riss

stationfiren Risses der gleichen Rissliéinge in Beziehung gebracht werden [23,26]:
K" = K™ ka) (34)

Der Verlauf des Korrekturfaktors k(z) ist in Abb. 15 schematisch gegen die auf die Ray-
leigh-Wellengeschwindigkeit normierte Rissgeschwindigkeit @ anfgetragen. Es zeigt sich,
dass der Spannungsintensititsfaktor fir 2 — ¢ zu Null wird.

Bei Rissfortschritt muss das Rissspitzenspannungsfeld stiindig mitgenommen werden. Dazu
mitssen Spannungen vom entlasteten Rissufer zur Rissspitze hin transferiert werden. Ein sol-
cher Vorgang kann aber schnellstenfalls mit Wellengeschwindigkeit vor sich gehen, Daher
nehmen die zur Rissspitze hin verlagerten Spannungen mit steigender Rissgeschwindigkeit
immer mehr ab, so dass die Spannungssingularitiit nicht mehr aufgebaut werden kann. Dies
fithrt zum Verschwinden des Spannungsintensitiitsfaktors, wenn die Rissgeschwindigkeit

Die zuvor gezeigte Abhiingigkeit des Spannungsintensitiitsfaktors von der Rissgeschwindig-
keit macht deutlich, dass sich Risse nur mit endlicher Geschwindigkeit ausbreiten knnen.
Theoretisch ist die maximale Rissgeschwindigkeit nach obigen Uberlegungen gieich der
Rayleigh-Wellengeschwindigkeit. In der Realitiit zeigt sich jedoch, dass die praktischen
Bruchhéchstgeschwindigkeiten deutlich niedriger liegen [27,28]. Risse kdnnen sich nur aus-
breiten, wenn die Bruchzihigkeit des Werkstoffs tberschritten wird. Diese wird beim lau-
fenden Riss bereits unterschritten, bevor die Rissgeschwindigkeit die Rayleigh-
Wellengeschwindigkeit erreicht. Hinzh kommt, dass auch die werkstoffspezifische Bruchzi-
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higkeit flir einen laufenden Riss durch dynamische Effekte beeinflusst wird. Man nennt diese
auch Risslaufzihigkeit K. (Das Binfilhren einer Risslaufzihigkeit K, fiir Modus-II ist in
aller Regel nicht sinnvoll, da sich nach Kap. 2.1.5 Risse im Allgemeinen nur unter Modus-
[-Bedingungen ausbreiten. Nur unter bestimmten Voraussetzungen ist eine Ausbreitung un-
ter Modus-II-Bedingungen m&glich, siehe Kap. 2.3 / 2.4, so dass eine entsprechende Gr6e
auch fitr Modus-II eingefithrt werden kann, siehe Kap. 7.3.1.3.)

Die Risslaufzihigkeit K, ist nicht zu verwechseln mit der in Kap. 2.2.2.2 behandelten dy-
namischen Bruchzithigkeit K}, oder K4, die sich auf die Rissinitiierung bei dynamischer Be-
lastung eines stationiren Risses bezieht. Sie ist von der Rissgeschwindigkeit abhiingig. Sie
fullt zuntchst mit der Rissgeschwindigkeit aufgrund des oben bereits angesprochenen Effek-
tes der Dehnratenverfestigung. Bei sehr hohen Rissgeschwindigkeiten beobachtet man je-
doch einen Anstieg der Risslanfzihigkeit mit der Rissgeschwindigkeit aufgrund einer
Wirmeentwicklung an der sehr schnell laufenden Rissspitze. Diese Erwlirmung fithrt zu ei-
nem lokalen Abfall der FlieBspannung und somit zu einem Anstieg der Bruchzihigkeit. Die-
ser Effekt der thermischen Entfestigung wird in Kap. 2.3 eingehender behandelt. Ein
weiterer Effekt ist die Abnahme der Mehrachsigkeit des Spannungsfeldes bei steigender
Rissgeschwindigkeit. Diese ist darin begriindet, dass als eine direkte Folge von Gl. (33) das
Verhilinis von 0, zu 0, auf dem Ligament von 1 bei @ = 0 bis auf 0 bei @ = ¢, absinkt
[29]. Daraus ergibt sich eine grtiBere Hauptspannungsdifferenz, welche gem48 Gl. (15) einen
vergriBernden Einfluss auf die fitr den Aufbau von Plastizitiit relevante Vergleichsspannung
hat. Die plastische Zone wird dadurch gréer. Dies filhrt zu einer weiteren Zunahme der Ris-

A praktische
Bruchhbchstgeschw.

theoretische
Bruchh8chstgeschw.

normierte Rissgeschwindigkeit a/c,

Abb. 16: Praktische Bruchhéchstgeschwindigkeit durch Vergleich von dyna-
mischem Spannungsintensitiitsfaktor und Risslaufzdhigkeit
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slaufzithigkeit bei hohen Rissgeschwindigkeiten. Insgesamt ergibt sich ein Verlauf der Riss-
laufzihigkeit, wie er in Abb. 16 zusammen mit dem Spannungsintensititsfaktor am laufen-
den Riss aufgetragen ist.

Aus dem Vergleich des Spannungsintensitiitsfaktors beim laufenden Riss gem#8 Gl. (34) mit
der Risslaufzithigkeit ergibt sich somit eine praktische Bruchhtichstgeschwindigkeit, die in
der Regel deutlich unter der Rayleigh-Wellengeschwindigkeit liegt.

2.3 Adiabatische Scheriokalisierung

23.1 Axftreten und Phiinomenslogie adiabatischer Scheriokalisierung

In rissbehafteten Bauteilen findet Versagen hufig durch instabile Rissausbreitung statt. Da-
gegen kénnen Bauteile ohne makroskopische Risse durch Plastifizierung ganzer Bereiche
oder Querschnitte versagen.

Besonders unter Scherbelastungen werden gro8e plastische Deformationen hervorgerufen.
Unter bestimmten Umstinden treten Gebiete mit stark lokalisierter Scherdeformation auf.
Man findet sie beispielsweise in einigen aushirtbaren Aluminiumlegierungen [30,31]. Auf-
grund ihrer langen und schmalen geometrischen Form nennt man solche Beteiche lokalisier-
ter Scherdeformation auch Scherbénder.

Unter hochdynamischen Belastungen beobachtet man eine deutlich gesteigerte Tendenz zur
Ausbildung von Scherbéindern auch in anderen Werkstoffen. Dabei spielen die unter hoher
Umformgeschwindigkeit auftretenden Temperaturerhhungen im Werkstoff eine entschei-
dende Rolle. Diese treten auf, da die bei der plastischen Verformung des Werkstoffs freige-

Abb. 17:

s aus: [32]
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Abb. 18: Auftreten von Biindern mit starker Scherdeformation und Temperatur-
erhdhung beim Schmiedevorgang, beobachtet von Tresca, 1878;
nach: [33], aus: [34]

setzte Wiirme unter hochdynamischen Bedingungen nicht schnell genug vom Werkstoff
abgeleitet werden kann. Man spricht daher von adiabatischen Scherbiindern. Diese weisen
einen sehr hohen Lokalisierungsgrad auf. Abb. 17 zeigt die stark lokalisierte Scherdeforma-
tion innerhalb eines adiabatischen Scherbandes, das beim Aufschlag eines Fremdkdrpers auf
eine Aluminiumplatte mit einer Geschwindigkeit von 311 m/s entstanden ist {32].

Die Umsetzung der bei Werkstoffumformungsprozessen dissipierten Energie in Wirme wur-
de zum ersten Mal von Tresca 1878 systematisch beobachtet und beschrieben [33]. Er unter-
suchte einen Schmiedevorgang, bei dem ein Hammer einer bestimmten Breite flach auf ein
Werkstiick aufschligt und eine dynamische plastische Verformung hervorruft. Er berichtete,
dass von den Rindem des Hammers ausgehend zwei Linien auftraten, die gemi8 Abb. 18
etwa ein ,,X" bildeten, in denen das Werkstiick bis zur Rotglut erhitzt war, eine Tatsache, die
bei jedem Schmiedevorgang beobachtet werden kann und zur Warmformgebung ausgenutzt
wird. Die Untersuchung ergab auflerdem, dass zwischen 73% und 94% der kinetischen
Energie des Hammers in Wirme umgewandelt wurde.

Der Begriff ,,adiabatische Scherung” geht auf Untersuchungen von Zener und Hollomon
1944 zurtick [35], die zum ersten Mal Zusammenhi4nge zwischen Spannung und Dehnung
eines Werkstoffs unter isothermen Bedingungen mit denen unter adiabatischen Bedingungen
verglichen haben. Die adiabatischen Bedingungen wurden dabei durch sehr hohe Umform-
geschwindigkeiten realisiert. Bei der Beaufschlagung einer Stahlplatte mit einem Fallge-
wicht, welche zu Scherdehnraten ven etwa 2000 s fuhrte, beobachteten und
dokumentierten sie zum ersten Mal das Aufireten eines adiabatischen Scherbandes. Dieses
ist stark lokalisiert, es hat eine Breite von nur etwa 30 um, weist innerhalb dieser Breite je-
doch eine extreme Scherdeformation von etwa 100 auf. Aus theoretischen Uberlegungen zur
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Umsetzung von Umformungsenergie in Wirme und aus der Beobachtung, dass das Geflige
innerhalb des adiabatischen Scherbandes martensitisch umgewandelt war, folgerten Zener
und Hollomon, dass innerhalb des Scherbandes eine starke Temperaturerh8hung stattgefun-
den haben muss. Spitere Uberlegungen von Zener fithrten zu dem Schluss, dass sich adiaba-
tische Scherbénder stets in der Ebene maximaler Scherspannung ausbreiten [36].

Adiabatische Scherbiinder treten bei Vorglingen auf, die mit sehr hohen Dehnraten eines
Werkstoffs verbunden sind. Dies bedingt, dass sie sehr hiufig bei Schlagbelastungen, bei
Kollisionen mit hoher Geschwindigkeit oder auch bei explosionsartigen Belastungen von
Bauteilen auftreten. Aber auch bei der Werkstoffbearbeitung mit schnellschneidenden
Werkzeugmaschinen wird die Ausbildung adiabatischer Scherbiinder beobachtet. Bei der
spanenden Bearbeitung treten lokal starke Scherdeformationen im Werkstiick auf, In dem so
vordeformierten Gebiet findet anschlieBend die Abtrennung des Spans vom Werkstiick statt.
Dieser Vorgang und die Zone mit hoher Scherdeformation ist schematisch in Abb. 19 darge-
stellt. Es knnen sigezahnfrmig gezackte Reissspiine entstehen. An den Sigezahnfiilen
kdnnen dabei adiabatische Scherbiinder auftreten [37]. Abb. 20 zeigt einen Reissspan aus Ti-
tan mit einer VergroBerung des Bereiches am SégezabnfuBl. Dort ist ein adiabatisches Scher-

. N \ ,\ ) R .
Abb. 20: Reissspan aus Titan (a) mit Vergrdferung des Bereiches
am SdgezahnfuB (b); aus: [37]
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Abb. 21: Teil einer Deformationskarte filr eine Titan-Legierung;
nach: [39], aus: [34]

band zu erkennen. Im Gegensatz dazu bilden sich bei niedrigeren
Bearbeitungsgeschwindigkeiten keine adiabatischen Scherbinder, sondern es erfolgt eine
Materialabtrennung durch einen glatten Flie8span ohne Anzeichen einer Scherlokalisierung.
Eine genaue Kenntnis des Umformverhaltens des Werkstoffs und des Versagensmechanis-
mus, der letztlich die Materialabtrennung bewirkt, ist sehr wichtig, um die zu erzielende
Oberflichenqualitit des Werkstiicks nach Bearbeitung bei gréftmdglicher Bearbeitungsge-
schwindigkeit zu optimieren sowie einen minimalen VerschleiB des Werkzeugs zu gewiihr-
leisten.

Ein rein ph#nomenologischer Ansatz zur Vorhersage des Auftretens von adiabatischen
Scherbindem basiert auf den 1982 von Frost und Ashby eingefihrten werkstoffspezifischen
wDeformationsmechanismenkarten (engl.: deformation mechanism map) [38], in denen fiir
verschiedene Spannungen und Temperaturen die zugehdrigen Deformationsmechanismen
abzulesen sind. Ebenso kann eine Auftragung gegen eine Scherdehnrate und Temperatur ge-
wihlt werden [39]). In der zweidimensionalen Ebene, die durch die Scherdehnrate und die auf
die Schmelztemperatur normierte Ausgangstemperatur aufgespannt wird, lassen sich Berei-
che unterschiedlicher Deformationsmechanismen voneinander abgrenzen. In Abb. 21 ist
eine solche Karte flir eine Titanlegierung gegeben. Wihrend bei niedrigen Dehnraten homo-
gene Deformationen auftreten, die durch Gitterdefekte kontrolliert werden (,,obstacle con-
trolled plasticity*), bzw. bei htheren Temperaturen Kriechen stattfindet, gibt es oberhalb
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einer kritischen Scherdehnungsrate Deformation durch adiabatische Scherbtinder.

2.3.2 Kontinuemsmechanische Ursachen

Die Ausbildung adiabatischer Scherbdnder wird im Wesentlichen durch Effekte kontrolliert,
die speziell bei dynamischen Werkstoffumformungen auftreten. Dabei sind in erster Linie
der Effekt der Dehnratenverfestigung, der auch bereits im Zusammenhang mit der Bruchdy-
namik behandelt wurde (vgl. Kap. 2.2.2.2), und der Effekt der thermischen Entfestigung
(engl.: thermal softening) zu nennen. Bei der Dehnratenverfestigung handelt es sich um ei-
nen direkten Effekt der Dynamik der Werkstoffumformung, der mit der Versetzungsdyna-
mik im Werkstoff korreliert ist. Er fithrt zu einer Erhthung der FlieBspamnung (vgl. Abb. 12).
Der Effekt der thermischen Entfestigung im Zusammenhang mit der dynamischen Werk-
stoffumformung ist dagegen ein indirekter Effekt. Bei hochdynamischen Umformungen des
Werkstoffs liegen quasi-adiabatische Bedingungen vor, da die bei der Umformung entstan-
dene Wirmeenergie nicht schnell genug abflieBen kann. Dadurch entsteht eine lokale Tem-
peraturerhbhung, die einen Einfluss auf die Versetzungskinetik nimmt, Das Wandern von
Versetzungen ist ein thermisch aktivierter Prozess, er wird unter erhthter Temperatur er-
leichtert, so dass Werkstoffe bei geringeren Spannungen plastifizieren. Dieser Sachverhalt
ist in Abb. 22 anhand der Spannungs-Dehnungskurve fiir einen uniaxialen Zugversuch am
Werkstoff Udimet 700 dargestellt. Deutlich ist eine Abnahme der FlieBspannung bei steigen-

0

)

Abb. 22: Auswirkung der thermischen Entfestigung auf die Spannungs-
Dehnungskurve im uniaxialen Zugversuch; aus: [25]
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der Temperatur zu erkennen. Die Wichtigkeit dieser beiden Effekte fiir die Ausbildung adia-
batischer Scherbdinder wurde bereits von Zener und Hollormon 1944 erkannt [35]. Die
Effekte stehen in Konkurrenz zueinander, wobei bei niedrigen Dehnraten die Dehnratenver-
festigung dominiert, withrend bei hohen Dehnraten die thermische Entfestigung wichtiger
wird und schlieBlich den Effekt der Dehnratenverfestigung ttberwiegt. Zur korrekten Be-
schreibung der Spannungs-Dehnungs-Beziehung eines Werkstoff bei dynamischen Umfor-
mungen miissen also die Dehnrate und die Temperatur berlicksichtigt werden.

Der Zusammenhang zwischen der Spannung G, der Dehnung €, der Dehnrate € und der Tero-
peratur O ist allgemein gegeben durch:

o = f(&, €, 0) (35)
Die Dehnrate und die Temperatur knnen dabei zu einem Parameter zusammengefasst wer-
den. Ein Beispiel dafiir ist der sogepannte Zener-Hollomon Parameter [35]:

Z = Z(£,0) = €- exp(R—i.]—e] (36)

Dabei ist U die Aktivierungsenergie filr plastische Verformung und R die allgemeine Gas-
konstante., Ahnliche Parameter wurden von MacGregor und Fisher [40], bzw. von Lindholm
[41] eingefiihrt.

€0

€
8, = 6-[1 ~A- m[r-ﬂ (MacGregor / Fisher) (37)

A
o* = 0. IH(EJ (Lindholm) (38)

Dabei sind A und £, Materialkonstanten, € ist die effektive Dehnrate. Bei all diesen Para-
metern erkennt man den jeweils gegenldufigen Effekt der Dehnrate und der Temperatur.

In Abb. 23 ist der prinzipielle Zusammenhang zwischen Spannung und Dehnung fiir ver-
schiedene GriBen des Parameters 0* gegeben.

Entscheidend filr eine Instabilitit der Deformation, d.h. fiir das Auftreten von Lokalisierung,
ist der Umstand, ob die lokale Spannung im Werkstoff bei steigender Dehnung zu- oder ab-
nimmt, d.h. ob die Spannungs-Dehnungskurve eine positive oder negative Steigung hat. Be-
trachtet sei ein gleichmi8ig belastetes Volumen. Nehmen die lokalen Spannungen in einem
Volumenelement mit der Dehnung zu, so nimmt auch die zur weiteren Deformation nétige

Energie zu. Um die Gesamtenergie zu minimieren, wird daher in diesem Falle die Dehnung




Abb. 23: Schematische Darstellung des Spannungs-Dehnungsverhaltens fiir
unterschiedliche Grifen des Parameters 0* und der zugehdrigen
Deformationsarten; nach: [41], aus: {34]

auf alle Volumenelemente des Gesamtvolumens gleichmiflig verteilt, es liegt eine homoge-
ne Deformation vor. Nehmen die lokalen Spannungen in einem Volumenelement dagegen
mit steigender Dehnung ab, so nimmt auch die zur weiteren Dehnung ntige Energie ab. In
diesemn Falle kann die Gesamtenergie dadurch minimiert werden, dass sich die weitere De-
formation auf ein bereits vorgedehntes Volumenelement beschriinkt, da in diesem die aufzu-
wendende Verformungsenergie niedriger ist als in allen anderen. Dies fithrt zu einer
Lokalisierung der Deformation.

Anhand dieser Uberlegungen, die fiir Zug- ebenso wie fitr Scherdeformationen gelten, lassen
sich in Abb. 23 Bereiche unterschiedlicher Deformationsarten voneinander abgrenzen. Fir
den linear ansteigenden Teil der Spannungs-Dehnungskurve liegt eine homogene, rein
elastische Deformation vor. Ist die Spannungs-Dehnungskurve nicht mehr linear, aber noch
monoton steigend, liegt eine stabile, d.h. homogen verteilte, plastische Deformation vor. Im
fallenden Teil der Spannungs-Dehnungskurve wird die Deformation dagegen instabil, d.h.
auf ein kleines Teilvolumen lokalisiert, es bildet sich ein adiabatisches Scherband. Generell
lisst sich feststellen, dass die Tendenz zur lokalisierten Deformation um so gréBer wird, je
groBer der Parameter 0% ist. Da jedoch der Parameter 6% mit der Dehnrate € fillt, begiin-
stigt eine hohe Dehnrate per se nicht die Scherlokalisierung. Erst die durch eine Deformation
unter quasi-adiabatischen Bedingungen hervorgerufene Temperaturerhthung, die einen ver-
groBernden Effekt auf 0% hat, begiinstigt die Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes.
Die durch eine effektive Dehnung d€ hervorgerufene adiabatische Temperaturerhthung @0
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ist gegeben durch:
pc-db = Bo-de (39)

Dabei sind p die Dichte und ¢ die spezifische Wirmekapazitit des Werkstoffs. Die Gr8e 3
ist der relative Anteil der in Wirmeenergie umgewandelten plastischen Verformungsener-
gie. Diese Griie hat einen entscheidenden Einfluss auf die Tendenz eines Werkstoffs zur
adiabatischen Scherlokalisierung. Sie entscheidet iiber den zeitlichen Temperaturanstieg, 6,
der durch die Dehnrate hervorgerufen wird:

g=B0. ¢ (40)
p-c

Bei konstant angenommener effektiver Dehnrate € hitte dies folgende zeitliche Anderung
des Parameters 0* zur Folge:

A A .
é”‘:é.m[ ]=§—€~ln(7‘]~ £ (41

€ p- €

2.3.3 Eigenschaften adiabatischer Scherbéinder

Ein wesentliches Charakteristikurn von adiabatischen Scherb#indern ist die auftretende ex-
trem hohe Scherdeformation in einem sehr stark lokalisierten Gebiet. Es wurden Scherdeh-
nungen von 5 bis zu 100 beobachtet [42,43]. Die Scherdehnraten, mit denen diese aufgebaut
werden, kénnen dabei gréBenordnungsmiBig mit bis zu 107/s abgeschitzt werden. Die Breite
adiabatischer Scherb4nder liegt in der Regel in der GrtBenordnung von 10 pm bis 100 um
[34]. Damit erstrecken sie sich ttber mehrere Ktrner. In Einzelfillen konnten aber auch sehr
feine adiabatische Scherbiinder auf K6rnerebene mit einer Breite von 0,1 pwm bis 0,3 um be-
obachtet werden. Generell 14sst sich die Tendenz festhalten, dass adiabatische Scherbinder
um so schmaler sind, je hiirter der Werkstoff ist [32]. _

Da adiabatische Scherbéinder in der Regel breiter als die typische Korngrifle sind, handelt es
sich bei ihnen trotz des hohen Lokalisierungsgrades um eine makroskopische Erscheinung.
Sie sind in keiner Weise mit den Gleitebenen der Gitterstruktur korreliert und haben damit
keine kristallografische Vorzugsrichtung [34].

Der Temperaturanstieg withrend der Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes betriigt in
der Regel mehrere 100 °C [44,45]. In manchen Fillen wurden auch Temperaturanstiege iber
1000 °C gemessen [46] oder es wurde lokal die Schmelztemperatur des Werkstoffs erreicht
[47]. Solch hohe Temperaturen kénnen in bestimmten Werkstoffen zu strukturellen Phasen-
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Abb. 24: Mikrohdirteprofile Uber deformierte Scherbdinder in Aluminium 7039.
Die durchgezogene Kurve wurde an dem in Abb. 17 gezeigten Scher-

band ermittelt; aus: [32]

transformationen flihren, so dass man nach der Ausbildung des adiabatischen Scherbandes
in dessen Mitte eine Zone vorfindet, in der das Gefilge umgewandelt ist. In diesem Falle
nennt man solche adiabatischen Scherbiinder auch ,transformierte Biinder“. Bei adiabati-
schen Scherbéndern, die dagegen lediglich eine starke Scherdeformation aufweisen, spricht
man von ,, deformierten Bindern*.

2.3.3.2 Deformierte Scherbdnder

Deformierte Scherbinder treten hiiufig in Aluminiumlegierungen oder in anderen nicht-ei-
senhaltigen Metallen auf. Ein Beispiel fiir ein deformiertes Scherband war in Abb. 17 gege-
ben. Werkstoffeigenschaften wie die Hirte kdnnen in einem deformierten Band stark
getindert sein, Abb. 24 zeigt Mikrohdr{eprofile tiber Scherbiénder in Aluminiuim 7039 bei ver-
schiedenen Ausgangshirten der Matrix. Es zeigt sich, dass im deformierten Gebiet die Mi-
krohiirte ansteigt, und zwar um so stiirker, je hther die Ausgangshiirte der Matrix ist.
Offensichtlich ist der Werkstoff durch die starke Deformation im Scherband verfestigt. Au-
Berdem werden die Scherbiinder mit steigender Hirte der Matrix immer schmaler.

2.3.3.3 Transformierte Scherbéinder

Transformierte Scherbinder sind sehr h#ufig in Stiihlen oder in Titanlegierungen zu finden.
Sie erscheinen im Schiiffbild nach dem Atzen hell, so dass sie in der Literatur hiufig auch
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Abb, 25: Transformiertes Scherband in Stahl; aus: [48]
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Abb. 26: Mikrohdirteprofile liber transformierte Scherbidnder in
unterschiedlichen Stdhlen; nach: [49], aus: [34]

»white etching bands* genannt werden. Ein solches transformiertes Scherband ist in Abb. 25
zu erkennen. In diesen transformierten Scherbiindern liegt ein martensitisches Gefitge vor.
Der starke Temperaturanstieg von bis zu 1000 °C bei der Ausbildung eines adiabatischen
Scherbandes bewirkt eine Phasenumwandlung von der kubisch-raumzentrierten o-Phase zur
kubisch-flichenzentrierten y-Phase (Austenit). Da die Temperaturerhthung nur auf das adia-
batische Scherband beschriinkt ist und dieses von der kalten Mafrix umgeben ist, flieSt die
Wirme nach der Umformung sehr schnell wieder ab. Der Werkstoff im Gebiet des adiabati-
schen Scherbandes wird dadurch abgeschreckt und ein kubisch-flichenzentrierter Martensit
bleibt zuriick. Dieser ist extrem hart und sprdde. Mikrohtirteprofile tiber transformierte Biin-
der in unterschiedlichen Stithlen sind in Abb. 26 gegeben. Im umgewandelten Gebiet steigt
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die Hirte um etwa einen Faktor drei, und damit viel stirker als im Falle deformierter Scher-
bidnder (vgl. Abb. 24). Am Rande solcher transformierter Scherbinder treten beim Ubergang
zur Matrix stets Bereiche auf, die lediglich eine starke Deformation aufweisen, die also den
in Kap. 2.3.3.2 beschriebenen deformierten Bidndern entsprechen.

2.34 Versagen durch adigbatische Scherbiinder

Die Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes in einem Bauteil ist im strengen Sinne
nicht mit dem Versagen des Bauteils gleichzusetzen. In aller Regel ist der Werkstoff jedoch
durch das adiabatische Scherband derart vorgeschidigt, dass mit dessen Ausbildung unmit-
tetbar Versagen durch Rissausbreitung oder ein duktiles Versagen durch Porenwachstum
und -verschmelzung einhergeht.

In transformierten Scherbéndern, in denen ein extrem sprdes martensitisches Gefiige vor-
liegt, tritt hifufig Versagen durch eine instabile Rissausbreitung auf. Das Gebiet des Scher-
bandes ist dabei extrem anisotrop, so dass die Richtong der Rissausbreitung nicht mebr durch
die in Kap. 2.1.5 genannten Kriterien bestimmt wird. Stattdessen lijuft der Riss in Richtung
des Scherbandes. Transformierte Scherbiinder, die zu einer Rissausbreitung gefithrt haben,
sind in Abb. 27 dargestellt.

In Werkstoffen ohne Austenit-Martensit-Umwandlung, in denen keine transformierten
Scherblinder auftreten, kann ein duktiles Versagen durch Porenwachstum entlang eines adia-
batischen Scherbandes erfolgen, wie in Abb. 28 exemplarisch dargestellt. Die Poren entste-
hen und wachsen im vorgeschidigten Gebiet des adiabatischen Scherbandes bis sie, wie am
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Abb. 27: Transformierte Scherbénder und damit verbundene Risse in Stahl;
a) nach: [54], aus: [34], b)aus: [2]




Abb. 28: Versagen d onach.stum entlang es chen Scherbandes in
einer Molybdin-Legierung; nach: [55], aus: {34]

oberen Bildrand zu erkennen ist, zusammenwachsen und zum Versagen des Bauteils fithren.

Die mikroskopischen Mechanismen, die zum Versagen bei Ausbildung eines adiabatischen

Scherbandes fithren, sind sehr komplex und daher schwer vorherzusagen. Es wurden zahl-

reiche Versuche unternommen, die Ausbildung eines Scherbandes inklusive Versagen in nu-

merischen Simulationen, etwa Finite-Element-Berechnungen, nachzubilden [50,51,52,53].

Die Hauptschwierigkeit besteht jeweils darin, die mikroskopischen Vorgnge wie die Ent-

stehung von Mikrorissen oder Poren innerhalb des adiabatischen Scherbandes in ein konti-

nuumsmechanisches Modell einzubetten und mit diesem ein geeignetes mikroskopisches

Versagenskriterium zu finden, das die experimentellen Befunde korrekt wiedergibt. Von die-

sem Kriterium hiingt es auch stark ab, welchen geometrischen Bereich man innerhalb des

Modells als zum adiabatischen Scherband gehdrig deklariert. Damit sind hiufig Grien wie

die Lénge oder Ausbreitungsgeschwindigkeit eines adiabatischen Scherbandes stark vom

Versagenskriterium abhiingig. Folgende Versagenskriterien wurden etwa von [50,51,52] be-

trachtet:

- Die lokale effektive plastische Dehnung erreicht einen kritischen Wert.

- Die lokale effektive Spannung ist nach ihrem Anstieg auf ein Maximum aufgrund der
thermischen Entfestigung wieder auf einen bestimmten Bruchteil dieser Maximalspan-
nung zurlickgefallen.

Nach Uberschreiten dieser Kriterien wird das Materialverhalten etwa wie das einer viskosen

Flussigkeit beschrieben. Es zeigt sich, dass diese Kriterien stark unterschiedliche Ergebnisse,

etwa beztiglich des Zeitpunktes der Scherbandinitiierung liefern [51].




Ein etwas anderer Ansatz wurde von Nerzak [53] aufgestellt. Er geht von einer Bildung von

Mikroscherbndern aus, die innerhalb eines repriisentativen Volumenelements ein bestimm-
tes Teilvolumen einnehmen. Wichst der Anteil dieses Teilvolumens etwa auf einen Wert
von 10%, so wird von einem Zusammenwachsen der Mikroscherbiinder zu einem Makro-
scherband ausgegangen. Dabei wird das umgebende Volumen entlastet. Von diesem Mo-
ment an wird das Verhalten des Modells mit Methoden der Bruchmechanik beschrieben. Auf
diese Art und Weise konnte die Ausbreitung eines makroskopischen adiabatischen Scher-
bandes wihrend eines Zylinderaufschlags auf eine Platte numerisch simuliert werden.

Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass im Sprachgebrauch dieser Arbeit der Begriff
des adiabatischen Scherbandes stets in dem Sinne verwendet wird, dass mit ihm ein Versa-
gen des Werkstoffs verbunden ist. So ist hier etwa mit der Linge eines adiabatischen Scher-
bandes die Linge der durch das Scherbandversagen neu gebildeten Oberfliéiche in
Ausbrejtungsrichtung gemeint.

2.4 Wechsel im Versagensverhalten dynamisch scherbeanspruchter
Risse

In Kapite]l 2.3 wurden Bauteile betrachtet, die keine makroskopischen Risse enthalten. Das
Ph#inomen der Ausbildung adiabatischer Scherbiinder spielt aber auch insbesondere bei dy-
namischen Belastungen von Rissen in der Bruchmechanik eine wesentliche Rolle. Von Kalt-
hoff [2] bzw. Kalthoff und Winkler [3] wurden Experimente durchgefithrt, in denen

OBSERVATION
IN REFLECTION

Abb. 29: Schematische Darstellung der experimensellen Erzeugung hochdynamischer
Scher-(Modus-11)-Belastungen von Rissen; aus: [2]
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makroskopische Risse einer hochdynamischen Scher-(Modus-II)-Belastung ausgesetzt wur-

den. Dazu wurde die bereits erwihnte LECEI-Technik verwendet (siche Kap. 4.4). Das Be-

lastungsprinzip ist in Abb. 29 dargestellt. Es wurden Experimente mit

Belastungsgeschwindigkeiten vy zwischen etwa 10 m/s und 75 m/s an Stahlproben durchge-

fithrt. AuBerdem wurde der Rissspitzenradius p der Anrisse von scharfen Ermtidungsanris-

sen bis hin zu p = 0,85 mm variiert.

Es zeigt sich, dass zwei signifikant unterschiedliche Versagensmechanismen auftreten:

- Bei niedrigen Belastungsraten, hervorgerufen durch niedrige Aufschlaggeschwindigkei-
ten, tritt instabile Rissausbreitung ein, wie sie fiir Modus-II-Bedingungen auch fiir den
quasistatischen Fall zu erwarten wire (vgl. Kap. 2.1.5.2). Die Risse laufen von der Spitze
des Anrisses unter einem Winkel von ca. -70° zum Ligament, also im Wesentlichen unter
Zug-(Modus-T)-Bedingungen. (Sie seien daher im Folgenden Zugrisse genannt.) Sie er-
reichen immer den Probenrand, es liegt ein Komplettversagen der Probe vor. Die Bruch-
fliche ist insgesamt matt und weist die fiir Zugrisse charakteristischen Scherlippen auf.

- Bei hohen Belastungsraten, d.h. hohen Aufschlaggeschwindigkeiten, bilden sich von der
Rissspitze ausgehend adiabatische Scherbéinder aus. Diese laufen unter einem nur sehr
kleinen, in diesem Fall positiven Winkel zum Ligament. Die adiabatischen Scherbinder
breitet sich tiber eine begrenzte Linge aus, arretieren also in der Regel, bevor sie den Rand
der Probe erreichen. Die Oberfldche eines adiabatischen Scherbandes unterscheidet sich
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Abb, 30: Ausbreitungsrichtungen und Bruchfldchen fiir Versagen dynamisch scherbelaste-
ter Risse durch Zugrisse bei niedriger Belastungsrate und durch adiabatische
Scherbdnder bei hoher Belastungsrate; nach: [2]
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Abb. 31: Ubersicht der beobachteten Versagensmechanismen dynamisch scherbelasteter
Risse fiir verschiedene Belastungsgeschwindigkeiten vy und Rissspitzenradien p,
aus: [3]

stark von der Bruchfliche eines Zugrisses. Sie wirkt glinzend und in Ausbreitungsrich-

tung verschmiert und sie weist keinerlei Scherlippen an ihren Rindern auf.
In Abb. 30 sind die verschiedenen Ausbrein;ngsrichmngen sowie die Bruchfliichen fiir Ver-
sagen durch einen Zugriss sowie durch Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes darge-
stellt. (Die Modus-II-Belastung ist hier im Vergleich zu Abb. 10 gegensinnig.)
Der Versagensmechanismus hiingt nicht nur von der Belastungsgeschwindigkeit, sondern
auch vom Rissspitzenradius ab. Es zeigt sich, dass ein Versagen durch adiabatische Scher-
binder in Proben mit scharfen Ermiidungsanrissen bereits bei sehr kleinen Belastungsge-
schwindigkeiten von vy = 20 m/s auftritt, wihrend bei groBen Rissspitzenradien von
p = 0,85 mm eine Belastungsgeschwindigkeit von vy = 72 m/s zur adiabatischen Scherband-
ausbildung notig ist. Eine Ubersicht der bei verschiedenen Belastungsgeschwindigkeiten
und Rissschiirfen beobachteten Versagensmechanismen ist in Abb. 31 gegeben. Dabei sind
die Versagensausbreitungsrichtungen und -lingen fitr die beiden Versagensmechanismen
datgestellt. Durch Einfithren einer vom Rissspitzenradius abhiingigen Grenzgeschwindigkeit
kann der Bereich der Ausbildung adiabatischer Scherbdnder scharf vom Bereich mit Versa-
gen durch Zugrisse abgegrenzt werden. Diese Grenzgeschwindigkeit ist um so hoher, je gro-
Ber der Rissspitzenradius ist. Fiir eine kleine Belastungsgeschwindigkeit bei einem grofSen
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Abb. 32: Versagensausbreitungslingen in Abhdngigkéit der Kerbspitzendehnrate bei den
verschiedenen Versagensmechanismen dynamisch scherbelasteter Risse;
aus: [3]

Rissspitzenradius bleibt der Riss stabil.

Die nur im Falle adiabatischer Scherbéinder begrenzte Versagensausbreitungslidnge hiingt so-
wohl von der Belastungsrate als auch von der Rissschiirfe ab. Generell gilt, je grifier die Be-
lastungsgeschwindigkeit v und je kleiner der Rissspitzenradius p ist, desto grsBer wird die
Distanz, tiber die sich adiabatische Scherbénder ansbreiten. Der Einfluss beider GrBen wur-
de von Kalthoff und Winkler in einem Parameter, der , Kerbspitzendehnrate* (engl.: ,notch
tip strain rate) v/ Jp , zusammengefasst. Anhand dieses Parameters l#sst sich sowohl der
auftretende Versagensmechanismus als auch, fiir den Fall der Ausbildung eines adiabati-
schen Scherbandes, dessen Ausbreitungsliinge vorhersagen. In Abb. 32 sind die Versagens-
ausbreitungslidngen flir verschiedene Kombinationen der Belastungsrate und Rissschiirfe
gegen diesen Parameter aufgetragen. Dabei gibt es zwei kritische Werte der Kerbspitzen-
dehnrate, zum einen (vy/A/p)yp fiir den Ubergang von Rissstabilitit zu Versagen durch
Zugrisse und zum anderen (vy/.J/p)gp fiir den Ubergang von Versagen durch Zugrisse zur
Ausbildung von adiabatischen Scherbé#ndern. Im Bereich der adiabatischen Scherbinder
fuhrt die Auftragung der Versagensausbreitungslingen gegen die Kerbspitzendehnrate zu ei-

ner Kondensierung der Messpunkte zu einer eindeutigen Kurve.



Die Tatsache, dass die Ausbreitung der Zugrisse stets bis zum Probenrand hin erfolgte, die
adiabatischen Scherb#nder dagegen nur iiber eine kurze Distanz laufen, obwohl aufgrund der
h6heren Schlaggeschwindigkeit mehr Energie zur Verfilgung stand, 14sst den Schluss zu,
dass adiabatische Scherb#inder bei ihrer Ausbreitung mehr Energie dissipieren als Zugrisse.
Diese Experimente zeigen, dass im Falle von vorliegenden makroskopischen Rissen bereits

sehr kleine Aufschlaggeschwindigkeiten von nur etwa 20 m/s ausreichen, um adiabatische
Scherbiinder hervorzurufen. Dagegen waren in Bauteilen ohne einen makroskopischen Riss
daftir sehr viel h8here Schlaggeschwindigkeiten nttig. Das Vorhandensein der Rissspitze
fithrt trotz der global kleinen Belastungsrate zu lokal sehr hohen Dehnraten. Diese sind of-
fenbar groB8 genug, um eine adiabatische Scherlokalisierung an der Rissspitze hervorzurufen,
wie sie in Kap. 2.3 beschrieben ist. Damit ist die Ausbildung adiabatischer Scherbiinder ein
insbesondere im Rahmen der Bruchmechanik wichtiger Mechanismus.



3 Problemstellung

3.1 Motivation

Risse in Strukturen und Bauteilen entstehen in der Regel, nachdem zuvor durch #ufiere Ein-
fliisse eine Mikrovorschiddigung des Werkstoffs erfolgt ist. AnschlieSend fritt eine Risskeim-
bildung und ein Risswachstum zu einem makroskopischen Riss ein, etwa durch Ermiidung
bei betriebsbedingten zyklischen Lasten. Der Riss richtet sich dabei im allgemeinen so aus,
dass er unter Zug-(Modus I)-Bedingungen weiterwichst (vgl. auch Kap. 2.1.5).

Treten nach einer solchen Rissentstehung anschlieBend andersartige Beanspruchungen die-
ser Strukturen oder Bauteile auf, so kénnen nicht nur Zug-(Modus-I)-Belastungen, sondern
auch Scher-(Modus-IT)- oder gemischte Belastungen dieser Risse relevant werden. Um einen
simplen speziellen Fall zu betrachten, ist beispielsweise bei Flugzeugen ein Ermtidungsriss-
wachstum an den Tragflichen wihrend des Fluges mdjglich, dem dann am Boden eine villig
andersartige Belastung der Tragflichen durch das Eigengewicht des Flugzeuges folgt. Oder
eine Briicke, die einer stindigen quasi-zyklischen Belastung durch Fahrzeuge oder Personen
ausgesetzt ist, kann auBergewthnliche Umwelteinfitlsse wie etwa seitlichen Wind oder eine
starke Wasserstrbmung erfahren.

Solche andersartige Belastungen kénnen insbesondere auch von dynamischer oder hochdy-
namischer Natur sein. In erster Linie sind in diesem Zusammenhang Belastungen durch un-
erwlinschten Aufschlag eines Fremdkdrpers auf das Bauteil zu nennen, Zur Auslegung von
Strukturen und Bauteilen, die der Gefabr eines solchen Aufschlages ausgesetzt sind, ist damit
ein Verstindnis des Versagensverhaltens unter den mdglichen verschiedenen
Rissbelastungsmoden insbesondere auch fitr dynamische Belastungen nétig.

Die Mdglichkeit von dynamischen Belastungen durch Fremdkdrperaufschlag muss in vielen
Bereichen des Maschinenbaus und des Bauingenieurwesens in Betracht gezogen werden.
Etwa im Bereich der Automobilindustrie, des Bahnverkehrs oder der Passagierluftfahrt ist
die Sicherheit der Insassen in erster Linie durch Unfille mit Kollisionen mit anderen Fahr-
zeugen, Gebiuden oder natiirlichen Hindernissen wie etwa Vdgeln oder Steinen gefihrdet.
Bei der Sicherung von Geb#uden oder Fahrzeugen gegen Anschliige durch spezielle
Panzerungen oder durch schlagfeste Fenster muss ein Schutz speziell bei Fremdkdrperauf-
schlidgen gewihrleistet sein. In der Raumfahrt wird das Problem des Schutzes gegen Kolli-
sionen mit sogenanntem ,,Weltraummiill*, d.h. mit Gegenstiinden, die nach vorhergehenden
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Fremdkérper pautel

Abb. 33: Belastung eines rissbehafteten Bauteils bei Fremdkérperaufschlag (schematisch)

Weltraummissionen in einer Erdumlaufbahn geblieben sind, immer wichtiger. Im militiri-
schen Bereich hat man es hauptsiichlich mit hochdynamischen Belastungen durch Aufschlag
von Geschossen zu tun.

Bei Fremdktrperaufschlag auf ein rissbehaftetes Banteil knnen die Risse prinzipiell dyna-
mischen Belastungen aller drei Rissbelastungsmoden ausgesetzt sein, abh#ingig von Lage
und Ausrichtung des einzelnen Risses. Anhand Abb. 33 wird jedoch deutlich, dass insbeson-
dere dynamische Scher-(Modus-II)-Belastungen wahrscheinlich sind. Da in der Nihe freier
Oberflichen die Spannungen senkrecht zur Oberfliche verschwinden, werden sich dort unter
einer betriebsbedingten zyklischen Last des Bauteils vor allem Risse bilden, die senkrecht
zur Oberfliche liegen. Trifft ein Fremdk&rper auf die Oberfliiche, so gibt es zu Zeiten kurz
nach dem Aufschlag in der Nihe der Aufschlagfliche Bereiche mit Druckspannungen sowie
Bereiche mit Scherspannungen. Diese sind in Abb. 33 schematisch dargestellt. Die senkrecht
zur Oberfliiche liegenden Risse im Druckspannungsbereich werden dabei nicht kritisch be-
lastet; eine Druckspannung in Richtung eines Risses erzeugt keinerlei Spannungstiberh-
hung an der Rissspitze, Die senkrecht zur Oberfliche liegenden Risse im
Scherspannungsbereich unterliegen dagegen einer dynamischen Modus-II-Belastung. Diese
kann zu instabiler Ausbreitung eines Zugrisses oder zur Ausbildung eines adiabatischen
Scherbandes fithren (vgl. Kap. 2.4). Versagen ¢ines Bauteils durch Fremdktrperaufschlag
erfolgt also in aller Regel im Scherspannungsbereich am Rande der Aufschlagfliiche.
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Dynamische Scherbelastungen treten nicht nur beim Aufschlag von Fremdkrpern auf eine
Bauteiloberfliiche auf. Auch bei der spanabhebenden Bearbeitung von Werkstitcken treten
Bereiche mit ausgepriigter Scherbelastung auf (vgl. Kap. 2.3.1, Abb. 19). Werden dabei
schnellschneidende Werkzeugmaschinen eingesetzt, so ist die Scherbelastung im Werkstiick
hochdynamisch. Die Spanbildung wird in diesem Falle durch die Ausbildung adiabatischer
Scherbiinder kontrolliert.

In all diesen Bereichen ist also ein gutes und umfassendes Verstdndnis des Versagens von
Rissen bei dynamischer Modus-II-Belastung erforderlich. Der auftretende Versagensmecha-
nismus, entweder eine instabile Ausbreitung eines Zugrisses oder die Ausbildung eines adia-
batischen Scherbandes, wird dabei eine wichtige Rolle spielen.

3.2 Zielsetzung und Vorgehensweise

Wie in Kap. 2.4 erwihnt, stellt Versagen durch adiabatische Scherbiinder insbesondere im
Rahmen der Bruchmechanik einen wichtigen und relevanten Versagensmechanismus dar.
Bei dynamischer Scherbelastung von Rissen wird ein Ubergang des Versagensmechanismus
von Versagen durch Zugrisse zu einer Ausbildung von adiabatischen Scherbiindern gefun-
den. Bruchmechanische Versagenskennwerte wie etwa die dynamische Scherbruchzihigkeit
Kp, liegen fir den beobachteten Ubergang im Versagensmechanismus jedoch noch nicht
vor.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, experimentell in verschiedenen Werkstoffen den Verlauf
der dynamischen Scherbruchz4higkeit K, in Abh#ngigkeit der Belastungsrate K, zu ermit-
teln, insbesondere fiir den Ubergang des Versagensmechanismus van Rissen zu adiabati-
schen Scherbidndern. Damit wird das Phdinomen der Ausbildung adiabatischer Scherbiinder
in einem bruchmechanischen Kontext behandelt. Ein Einfluss der in Kap. 2 angesprochenen
dynamischen Werkstoffeffekte auf die zu ermittelnden bruchmechanischen Kennwerte ist zu
untersuchen. Die Frage, ob dabei der fiir die Ausbildung adiabatischer Scherbiinder maBigeb-
liche Effekt der thermischen Entfestigung, der unter Modus-I-Bedingungen keine experi-
mentell nachweisbare Relevanz fir die dynamische Bruchzihigkeit K;; hat, in diesem
Zusammenhang die zu ermittelnden Bruchzihigkeitswerte beeinflusst, soll beantwortet wer-
den. Um einen tieferen Einblick in die Mechanismen zu bekommen, die das jeweilige Ver-
sagen kontrollieren, werden zusitzlich Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Zugrissen und
von adiabatischen Scherbdndern bestimmt. Die experimentellen Untersuchungen erfolgen an
verschiedenen exemplarisch ausgew#hlten Strukturwerkstoffen, nimlich dem Vergtitungs-
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stahl 42 CrMo 4, der Aluminiumlegierung Al 7075 und dem Kunststoff Polycarbonat.
Um diese Zielsetzung zu etreichen wird folgende Vorgehensweise gewihlt:

Die experimentelle Erzeugung dynamischer bis hochdynamischer Scher-(Modus-II)-Be-
lastungen von Rissen wird mit Hilfe der LECEI-Technik (vgl. Kap. Abb. 4.4) realisiert.
Ein entsprechender Versuchsstand ist in der Arbeitsgruppe filr experimentelle Mechanik
an der Ruhr-Universitit Bochumn vorhanden. Um in Betrieb genommen werden zu kim-
nen, ist dieser Versuchsstand jedoch um Elemente zur Regelung und Messung der Auf-
schlaggeschwindigkeit, zur zeitlich hochgenauen Auslésung von Messvorgiingen sowie
zur Sicherheit der beteiligten Experimentatoren zu erweitern. Desweiteren wird der Ver-
suchsstand fiir den Betrieb einer Hochgeschwindigkeitskamera angepasst.

Um die unterschiedlichen Versagensmechanismen gezielt aktivieren zu knnen, werden
verschiedene Parameter wie Belastungsgeschwindigkeit oder Rissspitzenradius variiert,
die Anrissgeometrie wird optimiert.

Parallel wird eine numerische Simulation des Experimentes mit Hilfe der Finite-Element-
Methode durchgefithrt, um das dynamische Spannungsfeld an der scherbelasteten
Rissspitze genauver zu erfassen.

Ein Messverfahren, welches auf Anwendung von Dehnungsmessstreifen basiert, wird
entwickelt bzw. modifiziert, um die dynamische Scherbruchzihigkeit Ky, sowie die
Scherbelastungsrate K, bei hochdynamischen Belastungen zu bestimmen. AuBerdem
kommt Hochgeschwindigkeitsfotografie zur Beobachtung der Rissausbreitung bzw. der
Ausbreitung eines adiabatischen Scherbandes, zum Teil in Verbindung mit dem schatten-
optischen Kaustikenverfahren, zum Einsatz.

Mit dem entwickelten Messverfahren werden die dynamischen Scherbruchzithigkeiten
K14 in den unterschiedlichen Werkstoffen in Abhiingigkeit der Belastungsrate sowie des
Rissspitzenradius, einerseits bei Versagen durch Zugrisse, andererseits bei Versagen
durch adiabatische Scherbiinder, ermittelt.

Die Ausbreitungsgeschwindigkeit von Zugrissen wird mit Hilfe von Hochgeschwindig-
keitsfotografie, die von adiabatischen Scherbindern mit Hilfe von Dehnungsmessstreifen
ermittelt.

3.3 Erwartung

Adiabatische Scherb4nder dissipieren wihrend ihrer Ausbreitung mehr Energie als Zugrisse
[2,3]. Daher ist beim Ubergang zwischen beiden Versagensmechanismen ein Anstieg der
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dynamischen Scherbruchzithigkeit K;;; zu erwarten. Ob ein solcher Anstieg sprunghaft oder
allmyblich ist, kann nicht vorhergesagt werden.

Fiir niedrige Belastungsraten Ifu wird ein Versagen durch Zugrisse erwartet. Fiir diesen
Versagensmechanismus ist aufgrund des Effektes der Dehnratenverfestigung mit einer Ab-
nahme der Scherbruchzihigkeit K;;; mit der Belastungsrate zu rechnen, so wie sie auch bei
dynamischen Zug-(Modus-I)-Belastungen auftritt.

Fir hohe Belastungsraten K ;1 Wird dagegen mit einem Versagen durch Ausbreitung adiaba-
tischer Scherbiinder gerechnet. Es ist zu erwarten, dass dabei der Effekt der thermischen Ent-
festigang eine wichtige Rolle spielt. Ob er zu einem Anstieg der dynamischen
Scherbruchzihigkeit bei Versagen durch adiabatische Scherbinder fithrt oder ob der Einfluss
der Dehnratenverfestigung, der eine Abnahme der dynamischen Scherbruchzithigkeit mit
sich bringt, weiter dominant bleibt, ist zu untersuchen.,
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4 Methodik

4.1 Einleitung

In diesem Kapitel werden experimentelle Methoden sowohl zur Erfassung als auch zur Er-
zeugung hochdynamischer Scherbelastungen von Rissen vorgestellt. Da bei hochdynami-
schen Scherbelastungen von Rissen in Proben anders als etwa bei quasistatischen
Belastungen der Modus-II-Spannungsintensititsfaktor nicht auf einfache Weise aus Parame-
tern der Lasteinleitung folgt, muss eine von der Belastungsmethode unabhiingige Erfassung
des hochdynamischen Modus-II-Spannungsintensititsfaktors direkt an der Rissspitze erfol-
gen. Im Rahmen dieser Arbeit geschieht dies in einzelnen Fillen mit Hilfe des schattenopti-
schen Kaustikenverfahrens, vor allem aber mit Hilfe eines weiterentwickelten
Dehnungsmessstreifenverfahrens. AuBlerdem werden Dehnungsmessstreifen zur Bestim-
mung der Ausbreitungsgeschwindigkeit adiabatischer Scherbdnder nach ihrer Initiierung
eingesetzt. Die Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit von Zugrissen erfolgt dage-
gen mit Hilfe von Hochgeschwindigkeitsfotografie.

SchlieBlich wird die experimentelle Realisierung hochdynamischer Scherbelastungen von
Rissen im Labor mit Hilfe der LECEI-Technik beschrieben, wobei anhand der zuvor einge-
fithrten Messmethoden nachgewiesen werden kann, dass diese zu reinen hochdynamischen
Modus-1I-Belastungen an der Rissspitze fithrt,

4.2 Messung dynamischer Modus-II-Spannungsintensitiitsfaktoren

4.2.1 Schattenoptisches Kanstikenverfahren

Das schattenoptische Kaustikenverfahren ist eine Methode, um experimentell Spannungs-
konzentrationen an Bauteilen quantitativ zu erfassen, wie sie etwa an Kerben, Bohrungen,
bei punktfdrmigen Krafteinleitungen in das Bauteil oder bei anderen geometrischen Unste-
tigkeiten anftreten. Insbesondere eignet es sich zur Bestimmung der Spannungskonzentra-
tion an einer Rissspitze und damit zur Messung von bruchmechanischen
Spannungsintensititsfaktoren. Dabei wird die Information aus der direkten Umgebung der
Rissspitze bezogen, in der die Spannungen allein durch den Spannungsintensititsfaktor be-
schrieben werden (vgl. Abb. 5, Bereich b). Das schattenoptische Kaustikenverfahren wurde
1964 von Manogg fur linear-elastische, statische Modus-I Probleme entwickelt [S6]. Spiter
wurde es von Theocaris auf andere Rissbelastungsmoden [57], von Kalthoff et al. auf dyna-
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mische Rissausbreitung [S8] und von Rosakis et al. auf elastisch-plastisches Werkstoffver-
halten [59] ausgedehnt. An dieser Stelle soll nur eine kurze Einfithrung in das Verfahren
gegeben werden. Fiir eine ausfithrlichere Darstellung sei auf das Handbook on Experimental
Mechanics, Kapitel 9, verwiesen [60].

Bei dem Kaustikenverfahren handelt es sich um ein optisches Verfahren, das auf transparen-
te Proben in Transmission sowie auf opake Proben mit einer spiegelnden Oberfliiche in Re-
flexion angewandt werden kann. Das Prinzip des Kaustikenverfahrens ist in Abb, 34 fiir eine
Transmissionsanordnung dargestellt. Die Spannungskonzentration an einer belasteten
Rissspitze filhrt zu einer Einschniirung der Probe aufgrund des Poisson-Effektes sowie zu ei-
ner Anderung des optischen Brechungsindex n des Werkstoffs. Beide Effekte bewirken, dass
einfallendes Licht an der Probe der Dicke d abgelenkt wird, und zwar um so stirker, je ge-
ringer der Abstand zur Rissspitze ist. Die belastete Rissspitze hat dabei einen vergleichbaren
Effekt wie eine Art Zerstreuungslinse. Es entsteht in einem Abstand z, zur Probe ein Schat-
tenfleck, umgeben von einer Lichtkonzentration. Diese beiden Gebiete gehen nicht kontinu-
jerlich ineinander iiber, sondern sind scharf voneinander zu trennen. Die so entstehende
zweidimensionale Grenzkurve zwischen dem Schattengebiet und der Lichtkonzentration
wird Kaustik genannt.

In der Praxis wird zur Erzeugung der Kaustik meist Licht mit einer wohldefinierten Konver-
genz bzw. Divergenz verwendet, d.h. Licht, das von einer punktférmigen Lichtquelle aus-
geht oder auf einen Punkt zusammenl#uft. Der Einfachheit halber wird jedoch im Folgenden
davon ausgegangen, dass es sich bei dem einfallenden Licht um paralleles Licht handelt. Um
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Abb, 34: Prinzip des schattenoptischen Kaustikenverfahrens; aus: [18]
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Abb. 35: Ablenkung eines Lichistrahls in der Nihe der Rissspitze; aus: [18]

den quantitativen Zusammenhang zwischen der Grof8e der Kanstik und dem Spannungsin-
tensititsfaktor an der Rissspitze zu erfassen, muss zunfchst die durch die Spannungskonzen-
tration hervorgerufene Ablenkung des Lichtstrahls betrachtet werden. In Abb. 35 ist die
Ablenkung eines Lichtstrahls dargestellt, der die Probenebene E in vektorieller Schreibweise
am QOrt r in der Niihe der Rissspitze passiert. Ohne Ablenkung wiirde der Lichtstrahl die Ebe-
ne E’ im Abstand zy wiederum am Ort r erreichen, durch die Einschntirung der Probe und
durch die Anderung des Brechungsindex n wird der Lichtstrahl jedoch zum Ort r’ in der Ebe-
ne E’ abgelenkt. Die Ablenkung w ist durch den Gradienten der Anderung der optischen
Weglinge As am Ort r bestimmt [60]:

w=r'—r =z, grad {As(r, )} (42)

Die Anderung der optischen Weglinge wird durch die Einschntirung der Probe und durch die
Anderung des Brechungsindex hervorgerufen. Diese beiden Effekte hiingen direkt mit den
am Ort 7 herrschenden Hauptspannungen zusammen. Die Einschotirung wird itber das ver-
allgemeinerte Hooke ‘sche Gesetz inklusive des Poisson-Effektes beschrieben [61], die Bre-
chungsindexiinderung itber das Maxwell-Neumann-Gesetz [60]. Letztlich gilt:

w = zpcd - grad{(o, + 6,) ¢ A.0,-0,} (43)

Dabei ist ¢ die schattenoptische Konstante des Werkstoffs. Sie hiingt direkt mit den elasti-
schen Konstanten des Hooke ‘schen Gesetzes, E und v, sowie mit den spannungsoptischen
Koeffizienten des Maxwell-Neumann Gesetzes, A und B, zusammen:
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C=A+B_(n"1)’v EDZ: c=A—+—B+VB (44)

ESZ: 2 E ' 2

Die effektive Probendicke dgist bei transparenten Proben gleich der realen Probendicke, bei
opaken reflektierenden Proben gleich der halben realen Probendicke. Im letzteren Falle kann
man formal den Brechungsindex des Materials zu n = -1 und die spannungsoptischen Koef-
fizienten zu A = B = 0 setzen. Die schaftenoptische Konstante, die nunmehr nur noch durch
die Einschnilirung der Probe und damit durch die elastischen Eigenschaften des Materials be~
stimmt ist, ergibt sich damit nach Gl. (44) zu ¢ = 2v/E. Der Anisotropieparameter A des
Werkstoffs tritt nur bei spannungsdoppelbrechenden Werkstoffen auf. Im Folgenden wird
von A = 0 ausgegangen.

An Gl. (43) ist zu erkennen, dass sich das schattenoptische Kaustikenverfahren besonders gut
auf Spannungskonzentrationsprobleme mit hohen Spannungsgradienten anwenden 1#sst.
Durch Einsetzen der Hauptspannungen des betrachteten Rissproblems fitr Modus-I- sowie
Modus-H-Belastungen ergeben sich folgende Abbildungsgleichungen fiir die Orte
r’=(x’, y°), zu denen das Licht abgelenkt wird:

K, 3,2 3

Modus-l: x* = r-cosQ—zycdyg —=-r  COS5Q (45)
N2m 2
K, _
y'=r: Sin‘P"%“eﬁ"fLﬁ" yzsin%(p (46)

Ky 32,3

Modus-II: x’ = r-:cos® +20Cd e ——+r  SINZQ 47)
NG 2
K -~
y =r sin(p—zocdeﬁ-J—zi_-;-r 20820 48)

Um die Grenzkurve zwischen dem Schattenfleck und der Lichtkonzentration zu bestimmen,
muss das Minimum des Betrages des Vektors 7°, d.h, des Abstandes des abgelenkten Licht-
strahls von der Rissspitze, bestimmt werden, Dazu ist die Nullstelle der Jakobi-Determinante
der Abbildungsgleichungen (45) bis (48) zu ermitteln:

ar 3y 3y’ !
or 00 0¢Q or 0 (49)
Aus dieser Bedingung ergeben sich diejenigen Punkte 7 in der Probenebene E, die nach

Lichtstrahlablenkung auf die Kaustikkurve abgebildet werden. Sie bilden die sogenannte Ur-



kurve auf der Probe. Es stellt sich sowohl filr den Modus-I als auch fiir den Modus-II-Fall
heraus, dass diese Urkurve einen Kreis mit der Rissspitze als Mittelpunkt beschreibt. Der Ur-
kurvenradius ergibt sich filr beide Rissbelastungsmoden zu:

2/5
E_I_!I (50)

ro = lzo||cl o o

Mit der Urkurve lisst sich die Kaustikkurve durch Einsetzen von Gl. (50) in die Abbildungs-
gleichungen bestimmen:

Modus-I: x’ = ro'(cos(p—gggn(K,zoc)cosg(p] (51)
y' = (sm(p——sgn(K, zoc)smzq)J (52)
Modus-Il: x* = r0~[cos<p+ sgn(K”zOc)st(p] (53)
y' = ro.[sm(p— sgn(K,,zOc)cos3 ] (54)

a) Y b} Y's

Abb. 36: Theoretische und experimentell aufgenommene Kaustikkurven
(a) fir Modus-I und (b) filr Modus-II; aus: [18]

T
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In Abb. 36 sind die theoretischen Kaustikkurven gem#8 Gln. (51) bis (54) fir Modus-I und
Modus-II experimentell aufgenommenen Kaustiken gegentibergestellt. Man erkennt eine
sehr gute Ubereinstimmung der Geometrie der Kaustiken.

Anhand Gl. (50) und Gln. (51) bis (54) ergibt sich, dass die GrtBe der Kaustiken direkt mit
der Grt8e des anliegenden Spannungsintensititsfaktors verkntipft ist. Somit lisst sich aus
charakteristischen geometrischen Gréenparametern der Kaustikkurve der Spannungsinten-
sititsfaktor bestimmen. Ublicherweise misst man den sogenannten Kaustikdurchmesser D
wie in Abb. 36 dargestellt. Als Bestimmungsgleichungen fiir den Modus-I- bzw. Modus-II-
Spannungsintensiiatsfaktor ergeben sich:

Modus®: K, = 2;//27‘ . D*? (55)
3.317°"%. z4cd 4

Modus-Il: K, = 2,;//27‘ . D? (56)
3 . 3,02 i ZOCdE.ﬁ

Die schattenoptische Konstante ¢ hat unterschiedliche Werte filr den ebenen Spanaungs- und
den ebenen Dehnungszustand [60]. Es muss derjenige Wert verwendet werden, der dem vor-
herrschenden Zustand entlang der Urkurve entspricht. In aller Regel ist dies der Wert filr den
ebenén Spannungszustand. Aufgrund der starken Spannungssingularitiit direkt an der
Rissspitze ist dort jedoch ein anderer, im Allgemeinen dreidimensionaler Spannungsznstand
vorhanden. Bei zu kleinen Urkreisradien fithrt dies zu Fehlern bei det Bestimmung des Span-
nungsintensititsfakiors [62]. Aus diesem Grunde ist darauf zu achten, dass die Urkurve einen
ausreichend groflen Radius aufweist, damit sie mr im Gebiet des ebenen Spannungszustan-
des liegt. Dieser ist in der Regel durch etwa die halbe Probendicke d gegeben:

ro> rpgz =d/2 (57)

Wird diese Bedingung nicht eingehalten, erhilt man zu kleine Werte des Spannungsintensi-
titsfaktors und es muss eine Korrektur nach Soltész und Beinert [62] durchgefithrt werden,
um den entstandenen Fehler zu kompensieren (siche anch [60]).

Das Kaustikenverfahren stellt eine einfache und direkte experimentelle Methode dar, um In-
formationen aus der direkten Umgebung einer belasteten Rissspitze zu erhalten. Dabei kann
aus der Geometrie der Kaustik der Rissbelastungsmodus und aus der Gre der Kaustik die
GrisBe des Spannungsintensititsfaktors direkt ermittelt werden. Bei Anwendung auf nicht-
viskoelastische Materialien, bei denen die Spannungstiberhhung instantan zur Einschnti-




rung und zur Anderung des Brechungsindex fithrt, ist das Verfahren insbesondere auch dazu
geeignet, dynamische Vorgiéinge zu untersuchen. So kann mit dem Kaustikenverfahren die
Entwicklung des Spannungsintensitiitsfaktors und des Rissbelastungsmodus, etwa bei

Schlagbelastungen oder bei instabilen Rissausbreitungsvorglingen, sehr genau untersucht
werden [24,18].

Das Kaustikenverfahren kann in der Regel nur unter Laborbedingungen, nicht jedoch auf
reale Bauteile unter Betriebslasten, angewendet werden, da fir seine Anwendung eine hohe
optische Qualitlit der verwendeten Komponenten sowie der Proben erforderlich ist. Das ein-
fallende Lichtbtindel muss sehr genauen Anforderungen beziiglich der Parallelitiit bzw. der
Konvergenz oder Divergenz der Einzellichtstrahlen gentigen. Wird diese durch #uBere Ein-
fiisse im optischen Strahlengang gestdrt, kénnen keine sauberen Kaustiken mehr aufgenom-
men werden. Es zeigt sich beispielsweise, dass unter hochdynamischen Belastungen
Luftdruckschwankungen an der Probe auftreten kinnen, die den optischen Strahlengang be-
einflussen und damit die Auswertbarkeit der Kaustiken stark beeintriichtigen. Auch Wellen-
ausbreitungsprozesse hoher Amplitude in der Probe ktnnen starke Deformationen der
Kaustik hervorrufen. Insbesondere bei den extrem hohen Belastungsraten, die durch die An-
wendung der LECEI-Technik (sieche Kap. 4.4.1) erzeugt werden, treten solch gravierende
St8rungen der Kaustikgeometrie auf, dass eine optische Messung des dynamischen Mo-
dus-1I-Spannungsintensititsfaktors Xj;,; mit Hilfe von Kaustiken in der Regel nicht mdglich

ist.

4.2.2 Erfassung dynamischer Modus-II Spannungsintensitiitsfaktoren mit Dehnungs-

messstreifen
42.2.1 Motivation und Grundidee

Um eine Messung des dynamischen Modus-II-Spannungsintensititsfaktors K;; zu ermdgli-
chen, die nicht durch die oben genannten Stéreinfliisse beeinflusst ist, wurde ein nicht-opti-
sches elektrisches Messverfahren entwickelt bzw. weiterentwickelt, welches auf der

Anwendung von Dehnungsmessstreifen beruht.

Fir Modus-I-Belastungen wurde 1987 von Dally und Sanford ein Dehnungsmessstreifenver-
fahren zur Bestimmung von dynamischen Spannungsintensititsfaktoren entwickelt [63].
Dieses Verfahren wurde im Rahmen dieser Arbeit auf den Modus-II-Fall ibertragen und op-
timiert [64]. Das Grundprinzip des Verfahrens besteht darin, dass ein Dehnungsmessstreifen,
so wie in Abb. 37 dargestellt, in der N4he der Rissspitze appliziert wird, um die Spannungs-
singularitiit und damit den Spannungsintensititsfaktor zu erfassen. Dabei sind insgesamt drei
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Abb. 37: Applizierung eines Dehnungsmessstreifens in der Ndhe der Rissspitze

Parameter frei wihlbar: Der Abstand r zur Rissspitze, der Winkel ¢ zum Ligament, unter
dem der Dehnungsmessstreifen appliziert wird, sowie die Messrichtung & des Dehnungs-
messstrejfens. Diese Parameter sind filr den jeweils betrachteten Rissbelastungsmodus anzu-
passen und zu optimieren. Das Spannungs-/Dehnungsfeld an der Rissspitze, das bestimmend
ist filr das vom Dehnungsmessstreifen gemcsséne Signal, wird nicht iberall durch den zu
messenden Spannungsintensitiitsfaktor bestimmt. Direkt an der Rissspitze ist es durch die
vorhandene plastische Zone beginflusst, in groBer Entfernung zur Rissspitze machen sich die
hoheren Terme der Spannungsverteilung bemerkbar (siehe auch Abb. S). Ziel der Optimie-
rung ist daher, den Dehnungsmessstreifen so geschickt zu platzieren, dass mit seiner Hilfe
aus dem komplizierten Spannungs-/Debhnungsfeld an der Rissspitze der Spannungsintensi-
titsfaktor ,herausgefiltert werden kann,

Generell gilt, dass der Abstand r des Dehnungsmessstreifens zur Rissspitze méglichst klein
sein sollte, damit Einfliisse htherer Terme gemiB Gl. (13) klein bleiben. Im Wesentlichen
triigt dann nur die 1//r- -Singularitit des Spannungs-/Dehnungsfeldes zum Messsignal bei,
d.h. derjenige Term, dessen Koeffizient, der Spannungsintensititsfaktor, bestimmt werden
soll. Diesem Grundsatz stehen jedoch zwei Dinge entgegen: Zum einen werden die Dehnun-
gen in der N#the der Rissspitze sehr groB. Mit Dehnungsmessstreifen kinnen jedoch nicht be-
liebig hohe Dehnungen gemessen werden. Bei der heute tiblichen Verwendung von Polyimid
als Triigerwerkstoff von Dehnungsmessstreifen kdnnen maximal Dehnungen von ca. 10%
aufgenommen werden [65]. Zum anderen existiert an einer belasteten Rissspitze stets eine
plastische Zone wie in Abb. 37 schematisch dargestellt. Diese filhrt dazu, dass es um die
Rissspitze einen Bereich gibt, in dem das Spannungsfeld nicht durch die linear elastische L8-
sung gemiB Gln. (1) bis (8) beschrieben wird. Der Dehnungsmessstreifen muss also auBer-




halb des durch die plastische Zone beeinflussten Gebietes appliziert werden. Der damit
einzuhaltende Mindestabstand des Dehnungsmessstreifens von der Rissspitze impliziert je-

doch, dass hhere Terme der Spannungs-/Dehnungsverteilung gemi8 Gl. (13) einen Einfluss
auf das durch den Dehnungsmessstreifen gemessene Signal nehmen kénnen. Dieser Einfluss
ist dabei nur schwer allgemein quantitativ zu erfassen, da die h8heren Terme stark von der
Probengeometrie und von der Art der Lasteinleitung in die Probe abhiingen. Daher wird ver-
sucht, den Einfluss der hSheren Terme der Spannungs-/Dehnungsverteilung durch eine mg-
lichst geschickte Wah! der verbliebenen freien Parameter, der Winkelposition @ und der
Messrichtung & des Dehnungsmessstreifens, zu minimieren oder sogar zu eliminieren. Der
Einfluss der hoheren Terme in der Nithe der Rissspitze ist dabei um so groBer, je kleiner ibre
Ordnung in r ist. Da zwei freie Parametet vorhanden sind, knnen insgesamt zwei der hthe-
ren Terme minimiert werden. Es wird versucht, den Einfluss der beiden hheren Terme mit
der kleinsten Ordnung in r, d.h. des konstanten Terms und des Terms der Ordnung A/r durch

eine geschickte Wahl von ¢ und ¢ zu minimieren.

Die Spannungsverteilung an einer Rissspitze inklusive der ersten beiden h8heren Terme ist
fitr eine Modus-I-Belastung nach Williams [11] gegeben durch:

1//7 -Term  konstanter Term  ./r-Term hthere Terme
e > -

! K, Q . Q. 3 1 o 1. . @

o, = Jz_n_rcosz[l-mnzsmzq)] +Bf, +A1./'r(cos2+§sm(psm2] +... (58)
o = K cosg[1+singsin§(p) +A1fr(cos9—lsin(psin9] . (59)
Y e 2 2772 1 22 2

o = K singcosgcosg(p —Alfr(lsin(pcossp—) Foo. (60)
5" fomr 202 2 INM\2 2




28 KAPITEL 4 - METHODIK

Fiir einen erweiterten Modus-II-Fall ergibt sich:

1//r -Term  konstanter Term Jr-Term hshere Terme
-K
n_ 2ul,. @ 1. §] 1 11{.91. 9]
o, 2nr[23m2+23m(pcos2(p +B(’) +Ay A7 28m2+23m(p0082 +... (6]
ol = -L‘("—[-l-sﬁn(pcos§ ] —A"./_r(lsin(pcosgj + (62)
y = To\2 2? 1473 2
! = —Kl-(cosg!—-—l-sin(psing(p) +A"4/-r‘[cosg+lsin(psin9J +...  (63)
" w2 2 2 1 22 2

In dieser allgemeinen Formulierung ist im Gegensatz zu anderen, einschriinkenden Formu-
lierungen, bei denen filr Modus-II nur ungerade Terme in ¢ zugelassen werden, auch ein ge-
rader konstanter Term Bg berlicksichtigt. Er ist mit der Bedingung einer reinen
Rissuferverschiebung in x-Richtung filr Modus-IT konform. Er kann in Experimenten beob-
achtet werden. So wird bei einer Modus-II-Rissbelastung mit Hilfe einer Belastungsvorrich-
tung nach Arcan/Richard [66] im spannungsoptischen Isochromatenfeld ein Versatz der
Isochromaten an gegenfiberliegenden Rissufern beobachtet [67]. Dieser kann nur durch das
Vorhandensein eines konstanten Anteils der Spannung o erkltirt werden. Auch bei den im
Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Experimenten ist aufgrund der Belastungseinleitung
davon auszugehen, dass sich der generellen Scherbelastung eine konstante Spannungskom-
ponente in x-Richtung iiberlagert, siche Kap. 4.4.1. Daher wird filr die Optimierung des be-
nutzten Dehnungsmessstreifenverfahrens das Vorhandensein eines solchen konstanten
Terms bei o7 beriicksichtigt.

Mit dem linear-elastischen Materialgesetz ergeben sich aus Gln. (58) bis (63) folgende Deh-
nungsfelder fiir Modus-I und Modus-II: ’

I
x

Modus-I: €. = (o

X

~v-aj) (64)

=

NN Lo o in3 )
=5 [ T cos2 (1-v) 2smq) s1n2(p (1+v)

+By

+A{./;'-['cos% (1 —v)+%sin(p sin® - (1+ v)]

+..]




1
6; = E‘(Gy—V‘Gx) (65)

1 _2(1+v)

Yxﬁi—E—)‘Tw (66)
_2(1+V).[ K1 in@eosPoos3
= E T smzcoszeos2<p

~Alr- %sincp . cos P

2
+..]

N/ S o'
_1 1.
s [ 2663 Line-cu-1+)
+B0
nHr (@ 1o o Q. J
+A) AT [2s1n2+2smcp cos« (1+V)
+]
1 n_ I
gy = (0 —v-a,) (68)
_1 Xy 3 0
=% [ [ smqmosztp (1+v)+2v. smzj

--vB0

+A¥~/;" [-—%sin(pcosg (1+Vv)-2v. sing]
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1 2(1+v) I
’yiy = .KT) 'T):y (69)
_2(1+v) [ Ky [ 1. .3 J
= E [ o 0032 2sm(psm2(p
+AIII./; . [cosg + %sintpsin%)

+..]

Aus diesem Dehnungsfeld ldsst sich die von einem Dehnungsmessstreifen gemif Abb. 37
am Ort (r,0) in der Messrichtung o. gemessene Dehnung €, bestimmen:

o = %(Ex +Ey)+ 'li(ex‘ey) - 0082+ 31, in2cs 70)

2¥ey

Nach Dally und Sanford [63] ergibt sich filr den Modus-I-Fall:

K
sz = 1 L. [(1 -v)- cosg-l(l +v)sin(psin§(pcos2a (1)
E( . nr 22 2

+-1-(1 +v)sin(pcos§(psin2a:|
2 2
+ By - [(1=v)+ (1 +v)cos2a]

+ AL [(1 —v)-cosZ + %(1 +V)sin@sint cos2c

2

NS

1 . Q..
2(1 + v)squcos2s1n2a:|

.|

Analog l4sst sich die gemessene Dehnung filr den Modus-II-Fall bestimmen:

s 3G e vl St 1




KII .

L2 Teu_1y. sin@ L ; 3
€, = E{ o [(v 1) sin>) 2(1+v)sm(pcoschc:052a (72)

- n® ‘ ( e ly é]]
(l+v)sm2cos2a.+(1+v)sm20. cos> 2sm(psm2(p

+By - [(1-v) + (1 + v)cos2a]

+AI11~/; . [(1 -V)- sing + %(1 + v)sincpcosgcoﬂa

in® in2a - 9. 1 osin®
+(1+v)sm2cosza+(1+v)sm2a (cos2+2sm<psm2]]

-

Auch bei der vom Dehnungsmessstreifen gemessenen Dehnung €, treten Terme der unter-
schiedlichen Ordnungen in r auf, Der 1/4/r -Term der Dehnung enthiilt die zu messende
Grife, den Spannungsintensithitsfaktor K; bzw. K. Die nichsththeren Terme, d.h. der kon-
stante Term und der AJr-Term sollen nun durch eine geschickte Wahl von ¢ und o minimiert,
wenn mdglich sogar eliminiert werden. Bei Vergleich von von Gl. (71) und Gl. (72) zeigt
sich, dass der konstante Term der gemessenen Dehnung fitr Modus-I und Modus-IT identisch
ist. Er hiingt auBer von der Poissonzahl v nur von der Messrichtung o ab. Der konstante Term
kann in beiden Fidllen durch Wahl des Messwinkels a. vollstdndig eliminiert werden:

BY" . [(1-v)+(1+V)cos2a] = 0 (73)
=1 1-vy_
& a-2arccos[—l+v] =t Oy

Die optimierten Messwinkel o fitr Modus-f und Modus-II sind in Tabelle 1 fir verschiedene
Poissonzahlen angegeben und in Abb. 38 grafisch dargestellt (vgl. [63]).

Im n#ichsten Schritt wird der./;-Term durch” geschickte Wahl des Winkels ¢ minimiert,
wenn moglich sogar eliminiert, wobei gleichzeitig darauf zu achten ist, dass der 1/4/r -Term
weiterhin einen grofen Anteil zu der vom Dehnungsmessstreifen gemessenen Dehnung bei-
steuert. Dies soll zun#ichst fir den Modus-I Fall gem#B Dally und Sanford gezeigt
werden [63). In Abb. 39 sind die Winkelfunktionen des 1//r -Terms sowie des ./r-Terms
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Tabelle 1:
v 023 | 026 | 03 03 | 036 | 04 | 043 | 046 | 05
O [°1 || 64,22 | 62,69 | 61,29 | 60,00 | 58,80 | 57,69 | 56,64 | 55,66 | 54,74

H : LR

| Modus-I/ Modus-II | |

...................................................

0.2 03 0.4 05

Abb. 38: Optimierte Messrichtung Q. in Abhéingigkeit der Poissonzahl v

Modus - I —
v=0,3
a= oy = 61,20°

T 1/a/T - Term
AN

1,01

0,6

0,0

%
q)opt
180  -90 0 0 180
0, °
Abb. 39: Winkelfunktionen des 1/Jr -Terms sowie des Jr-Terms der durch einen
Dehnungsmessstreifen gemessenen Dehnung fiir Modus-1

Winkelfunktionen, willk. Einh.

in einem Diagramm fitr v = 0,3 und damit o = &t,,,, = 61,29° exemplarisch aufgetragen. Man
erkennt, dass es eine nichttriviale Nullstelle des ./r-Terms bei einem Winkel Dopr gibt, bei
dem gleichzeitig der 1//r -Term recht groB ist. Diese Nullstelle kann wie folgt bestimmt



werden:

ALdr. [(1 ~v)-cos2 4 %(1 + v)sin(psinggcosﬂx—%(l + v)sinq)cosgsinza] =0

Unter Verwendung von Gl. (73) ergibt sich:

—(1 + v)cos 20,

. cos? 9 in @)’
cos + (1 +Vv)cos 2(sm 2] cos2aop,

1 . .
—5(1 + v)mnfpcosszesmz%p, =0

& —cot20,,,, = tan% = tan&’%ﬁ-’ (74)
S Qppy g = 2. arctan[—cot(arccos(—%%]]] (75)

Der so zu bestimmende, fir Modus-1 optimierte Winkel @,,, ; ist in Tabelle 2 fiir verschie-
dene Poissonzahlen angegeben und in Abb. 40 grafisch dargestellt (vgl. [63]) Es gelingt also
mit der von Dally und Sanford eingefithrten Dehnungsmessstreifenmethode, durch eine ge-
schickte Wahl von ¢ und a die zwei wichtigsten h8heren Terme der Spannungs-/Dehnungs-

Tabelie 2:
v 023 | 026 | 03 03 | 036 | 04 | 043 | 046 | 05
Qope1 [°1 || 76,88 | 70,75 | 65,16 | 60,00 | 55,21 | 50,75 | 46,58 | 42,64 | 38,94

Modus-]

=
0.2 03 04 0.5

v
Abb. 40:  Optimierter Winkel @y, ; in Abhiingigkeit der Poissonzahl v filr Modus-1




verteilung an der Rissspitze komplett zu eliminieren.

Auch filr den Modus-II Fall soll durch die Wahl des Winkels ¢ der 4/r-Term minimert oder
sogar eliminiert werden. In Abb. 41 sind wiederum die Winkelfunktionen des 1/4/r -Terms
sowie des »/r-Terms in einem Diagramm fiir v = 0,3 und damit & = @, = 61,29° nun fir
die Modus-II Spannungs-/Dehnungsverteilung exemplarisch aufgetragen. In diesem Falle
zeigt sich, dass es keine nichttriviale Nullstelle des /r-Terms gibt. Lediglich bei ¢ = +180°,
d.h. auf den Risssufern, verschwindet der Term. Dort verschwindet ebenfalls der 1//r -
Term. Im Modus-II-Fall lisst sich also der /r-Term im Gegensatz zum Modus-I-Fall nicht
komplett eliminieren. Es muss daher versucht werden, einen Winkel Pope, 11 20 finden, fiir den
der J/r-Term moglichst klein und der 1//r -Term moglichst groB ist. Auch ein lokales Mi-
pimum des «/r-Terms ist nicht vorhanden. Es erscheint sinnvoll, den Dehnungsmessstreifen
unter demjenigen Winkel ¢ zu applizieren, fir den der 1//r -Term das globale Maximum
annimmt, da dort gleichzeitig der /r-Term in Relation zum 1//7 -Term klein ist. Dieser
Winkel wird im Rahmen dieser Arbeit als der optimierte Winkel @, ;; definiert. Zur allge-
meinen Bestimmung dieses Winkels miissten die Nullstellen der Ableitung nach ¢ des
1//r -Terms gesucht werden. Diese sind analytisch nicht geschlossen zu bestimmen. In Ta-
belle 3 sind numerisch bestimmte Werte des optimierten Winkels fiir verschiedene Poisson-
zahlen aufgefithrt nnd zusttzlich in Abb. 42 grafisch dargestellt. Die numerisch bestimmten

Modus - 11
.E 1‘5 1 \/‘f - T{rm E v= 0'3
ig | @ = gy = 61,29°
é. 3
"E 1,0+ ,
c 'i
2 o5 / E
o i
€ 1/ - Term ;
c !
S 0,0 ;
: <
= i @opt
< 0,51~ —————— ——— S
-180 -80 0 90 180
¢ °

Abb. 41: Winkelfunktionen des 1/./r -Terms sowie des Jr-Terms der durch
einen Dehnungsmessstreifen gemessenen Dehnung fiir Modus-II




Tabelle 3:

v 023|026 [028| 03|03 (0,34[036| 04 |043|046]| 0,5
Oopeur [°] [|11,45|10,47(10,11| 9,59 | 8,79 | 8,64 | 8,06 | 7,38 | 6,76 | 6,17 | 5,62

12 p

Qopt, i1 +

‘R
AP SUUTUTY NUUUUTS SO ST B TCIRRRO NN I
\\
1 4 $ § 4 ; ‘? * ~
03 04 05
2%

Abb. 42:  Optimierter Winkel Oy, )y in Abhingigkeit der Poissonzahl v filr Modus-II

Werte (offene Quadrate) lassen sich im betrachteten Bereich durch ein Polynom dritten Gra-
des auf eine Genauigkeit von unter einem Promill ann#hern (gestrichelte Linie). Es lautet:

@opr = 21,525° - 58,301° - v + 74,884° - v* - 43 801° - v (76)

Zusammenfassend ldsst sich feststellen, dass bei der Verwendung von Dehnungsmessstrei-
fen zur Bestimmung von Spannungsintensitiitsfaktoren der prinzipiell einzuhaltende Min-
destabstand des Dehnungsmessstreifens zur Rissspitze einen Einfluss htherer Terme der
Spannungsverteilung auf das Messsignal bedingt. Dieser Einfluss Idsst sich im Moedus-I-Fail
durch geschickte Wahl der Winkel @ und a bis einschlieBlich zum zweiten hheren Term
komplett eliminieren. Im Modus-II-Fall l4sst sich der erste hthere Term komplett eliminie-
ren, der zweite hhere Term 14sst sich nur minimieren. Bei beiden Belastungsarten verbleibt
prinzipiell ein Resteinfluss der weiteren htheren Terme. Vernachldssigt man diesen Einfluss
htherer Terme, so liisst sich der Spannungsintensititsfaktor durch Umstellen von Gl. (71)
bzw. Gl. (72) unter alleiniger Berlicksichtigung des 1//r -Terms bestimmen. Flir eine
Poissonzahl v = 0,3 und damit ¢, = 61,29° und @y, ; = 65,16° bzw. @, ;; = 9,59° ergiiben
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sich folgende Bestimmungsgleichungen fitr die Spannungsintensititsfaktoren:

K, =2,992-E-Jr-¢, a7

K, =2,221-E- Jr-€l (78)

Diese Gleichungen stellen jedoch nur eine Niherung dar, da sie den quantitativ schwer ab-
schiitzbaren Einfluss htherer Terme nicht bericksichtigen. Um diesen Einfluss weiter zu mi-
nimieren bzw. gezielt zu erfassen, ist beispielsweise der Einsatz mehrerer
Dehnungsmessstreifen mdglich. Auf diese Weise erhiilt man eine grifiere Zahl von Messgrt-
Ben, anhand derer eine griere Zahl von Koeffizienten der Williams "schen Spannungsver-
teilung gem#B Gln. (58) bis (63) bestimmt werden kann [63]. Es kann auch ein
Extrapolationsverfahren angewendet werden, wie es in Abb. 43 schematisch dargestellt ist.
Dazu werden die Dehnungsmessstreifen unter denselben optimierten Winkeln 0., und @,
jedoch in unterschiedlichen Abstéinden r zur Rissspitze appliziert. Die gem48 Gl. (77) bzw.
(78) bestimmten Spannungsintensitiitsfaktoren werden gegen den Abstand r aufgetragen und
es wird der Wert fiir r — 0 extrapoliert. Auf diese Weise kann der Einfluss der htheren Ter-
me in 7 weiter minimiert werden. Diese Methoden stellen sich in der Praxis meist jedoch als
aufwendig und dennoch relativ ungenau dar. Es bietet sich daher an, die Dehnungsmessstrei-
fen zwar unter den oben ermittelten optimierten Winkeln o, und ¢,,, zu applizieren, den
Zusammenhang zwischen gemessener Dehnung und Spannungsintensitiitsfaktor jedoch in
einem Kalibrierexperiment unter einfachen und wohldefinierten Bedingungen, etwa quasi-
statischen Bedingungen, zu ermitteln, Dabei wird durch den Betrag der #uBeren Belastun_g
der Spannungsintensititsfaktor vorgegeben und die jeweils zugehdrigen Dehnungs-
messstreifensignale gemessen, so dass eine eindeutige Zuordnung mdglich ist. Diese

Herangehensweise wurde auch im Rahmen dieser Arbeit gewihlt.

I, r, r

Abb. 43: Ermittlung des Spannungsintensitdtsfaktors unter Verwendung
mehrerer Dehnungsmessstreifen durch Extrapolation



4223 ische Wah! der Dehnungsm eifen

Bei den Werkstoffen, auf die das Dehnungsmessstreifenverfahren angewendet wurde, han-
delt es sich um den Vergtitungsstahl 42 CrMo 4 mit einer Poissonzahl v = 0,28 [68] sowie
um die Aluminiumiegierung Al 7075 mit v = 0,34 [69]. Die Werkstoffe weisen eine Flief3-
spannung von {iber S00 MPa (Aluminium, siche Kap. 6.4) bzw. von tiber 1500 MPa (Stahl
nach Wirmebehandlung, siche Kap. 6.3) auf. Bei einem angenommenen Spannungsintensi-
titsfaktor von K, = 50MPa./m in Aluminium, der in etwa der Grb8enordnung der quasi-
statischen Scherbruchzthigkeit Kj;, der Aluminiumlegierung Al 7075 entspricht (Kap. 6.4),
bzw. von K = 150MPa./m in Stahl, der groBenordnungsmiBig aus der Bruchziihigkeit
fur Modus-I abgeleitet werden kann (Kap. 6.3), ergibt sich in beiden Fillen eine maximale
Ausdehnung der plastischen Zone fir Modus-Il gem#8 Glin. (18) und (19) von
r, = 3/2n) - (Ky/ o'F)2 = 5 mm . Fitr dynamische Belastungen ist eine weitere Verkleine-
rung der plastischen Zone aufgrund des Effekts der Dehnratenverfestigung zu erwarten, Um
eine Beeinflussung des Dehnungsmessstreifensignals durch die plastische Zone zu vermei-
den, wurde der Mindestabstand der Dehnungsmessstreifen zur Rissspitze auf etwa 10 mm
festgelegt. Konkret wurden jeweils zwei Dehnungsmessstreifen im Abstand von

DMS 1 DMS 2
Vergiitungs- r= 10,5 mm 15,5 mm
42 Et:ﬁﬂ P = Popy = 10,1° 10,1°
(v=0,28) Q= Oy = 62,1° 62,1°
_Rlugﬁnium- r=| 10,5mm 15.5 mm
logionng O = Qopr = 8,6° 8,6°
(v=0,34) 0= Oty = 59,8° 59.8°

Tabelle 4: Positionierang EDehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2

I —

Abb. 44: Positionierung der Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2
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ry = 10,5 mm (DMS 1) und r, = 15,5 mm (DMS 2) unter den jeweils optimierten Winkeln
@op; und 0, gemiiB Tabelle 4 bzw. Abb. 44 appliziert.

4224 Quasistatische Kalibrierung des Messverfahrens

Die Kalibrierung des Dehnungsmesssireifenverfahrens erfolgte unter quasistatischen
Bedingungen. Fiir die Kalibrierproben wurde die in Anhang A beschriebene Probenform ge-
wihit. Modus-II Belastungen dieser Probe konnen in einer Zerreissmaschine unter
Verwendung einer Probenhalterung nach Arcan/Richard aufgebracht werden. Fiir diese Pro-
be ist der Zusammenhang zwischen dem Spannungsintensitiitsfaktor X;; an der Rissspitze
und der durch die Zerreissmaschine ausgetibten Kraft F wohlbekannt. Der Zusammenhang
ist in Anhang A beschrieben.

Es wurden jeweils zwei Kalibrierproben aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 sowie aus der
Aluminiumlegierung Al 7075 mit den Dicken d = 5 mm und 4 = 10 mm hergestellt. Die Be-
lastung erfolgte in einer servohydraulischen Priiffmaschine der Firma Instron, Typ 8500. Mit
ihr lassen sich statische Lasten bis F' = 50 kN realisieren. Daraus ergeben sich maximal auf-
zubringende Spannungsintensitiitsfaktoren von etwa Kj; = 52 MPa./m fiir eine Probendicke
von d = 5 mm sowie etwa Kjy =26 MPa./m fiir 4= 10 mm. Die Proben aus dem Vergiitungs-
stahl 42 CrtMo 4 wurden aus praktischen Griinden nicht derselben Wirmebehandlung unter-
zogen wie die Proben, die unter hochdynamischen Bedingungen getestet wurden. Diese
unbehandelten Proben weisen daher eine deutlich niedrigere Fliessspannung auf. Dies beein-
flusst aber nicht die elastischen Eigenschaften des Werkstoffs. Allerdings ist deswegen im
quasistatischen Kalibrierexperiment ein Einfluss der plastischen Zone auf das Dehnungs-
messstreifensignal bereits bei recht kleinen Lasten zu erwarten. Es lassen sich aber auch in
diesem Falle die Kalibrierfaktoren aus dem linearen Teil des Zusammenhangs zwischen
Spannungsintensititsfaktor und gemessenen Dehnungen ermitteln.

In Abb. 45 sind die gemessenen Kalibrierkurven fir den Znsammenhang zwischen Span-
nungsintensititsfaktor X; und den gemessenen Dehnungen der Dehnungsmessstreifen
DMS 1 und DMS 2 fiir beide Werkstoffe in Diagrammen aufgetragen. Es ergibt sich, dass
der Zusammenhang zun#chst linear und fiir beide Probendicken praktisch identisch ist. Die
entsprechenden Ausgleichsgeraden sind in die Diagramme eingetragen. Bei gréfleren Span-
nungsintensitiitsfaktoren weichen die Messpunkte aufgrund des Einflusses der plastischen
Zone an der Rissspitze zunehmend von der linearen Ausgleichgeraden ab. Dies ist insheson-
dere jeweils fiir den Dehnungsmessstreifen DMS 1 der Fall, da dieser nither an der Rissspitze
appliziert ist und damit eher in den Einflussbereich der plastischen Zone kommt. Es ist aber
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Abb. 45: Kalibrierkurven zur Bestimmung des Zusammenhangs zwischen
Modus-1I-Spannungsintensitdtsfokror und gemessener Dehnung

zu beachten, dass einerseits dieser Einfluss der Plastizitit unter hochdynamischen
Bedingungen abgeschwiicht wird und dass andererseits bei dem Vergtitungsstahl 42 CrMo 4
eine Zunahme der FlieBspannung durch die Wirmebehandlung erfolgen wird. Inwiefern sich
jedoch Effekte der Plastizitiit auch bei der Durchfithrung der hochdynamischen Experimente
im Dehnungsmessstreifensignal bemerkbar machen, wird anhand der dabei gemessenen
Dehnungsmessstreifensignalverliufe kritisch hinterfragt (siehe dazu Kap. 7.1.3).

Ein gré8erer Abstand der Dehnungsmessstreifen zur Rissspitze zur Verringerung des Ein-
flusses von Plastizitiit auf die gemessenen Dehnungen erscheint dagegen auch nicht sinnvoll,
da einerseits der Abstand klein sein muss gegen die gew#hiten Probendimensionen (siehe
Kap.5.3) und andererseits sich der Einfluss der hheren Terme der Spannungsverteilung
noch vergriBern wilrde.

Aus der linearen Beziehung zwischen den Dehnungen und dem Spannungsintensititsfaktor

im Kalibrierversuch ergeben sich folgende Bestimmungsgleichungen:




Ver §§ Mo 4:
DMS 1: K, = (33945,7 + 1391,4)MPaJm - €pps (79)
DMS2: K, = (40854, 6+ 1748, 0)MPaJm - €pp 5 (80)

Aluminjumlegierung Al 7075:
DMS 1: K = (11097,0+21,5)MPaJm - epys,; (81)

DMS 2:  Kj; = (12708, 1 £218,2)MPaJ/m - epys 5 (82)

Die Fehlerangaben entsprechen den jeweiligen Abweichungen in den Steigungen der Aus-
gleichgeraden fiir die beiden Probendicken (siehe Abb. 45). Der groBere Fehler bei der Be-
stimmungsgleichung fiir den Verglitungsstahl 42 CrMo 4 wird auf eine etwas schlechtere
Herstellungsqualitit der entsprechenden Kalibrierproben zurtickgefithrt. Aus dem theoreti-
schen Zusammenhang zwischen Spannungsintensititsfaktor und gemessener Dehnung fiir
Modus-1I gemiB Gl. (72) ergtiben sich unter Vernachléissigung der htheren Terme folgende
Proportionalitiitsfaktoren:

V sstahl 42 04:

DMS 1: 49491,8 MPaym DMS?2: 60131,8 MPaJ/m

DMS 1: 15229,8 MPa/m DMS2: 18504,0 MPaJm

Die im Kalibrierexperiment ermittelten Faktoren liegen jeweils etwa 30% unter den theore-
tisch ermittelten. Dies ist auf den Einfluss der hheren Terme zurtickzufiihren.

Die in Kap. 4.2.2.4 beschriebene Kalibrierung des Dehnungsmessstreifenverfahrens wurde
aus mehreren Gritnden einer Uberpritfung unter dynamischen Bedingungen unterzogen: Er-
stens gibt es den oben bereits angesprochenen Einfluss der plastischen Zone auf das Deh-
nungsmessstreifensignal unter quasistatischer Belastung. Es ist zu ifberpriifen, ob dieser
Einfluss auch unter hochdynamischer Belastung zu verzeichnen ist, bzw. um wieviel er in
diesem Fall geringer ist. Zweitens wurde das Dehnungsmessstreifenverfahren fitr das stati-
sche Modus-1I-Spannungsfeld nach Williams optimiert und auch die Kalibriermessung er-
folgte mit einem quasistatischen Spannungs-/Dehnungsfeld. Unter dynamischen
Bedingungen kann das Modus-1I-Spannungsfeld jedoch in vielerlei Hinsicht andersartig



Abb. 46: Kaustik bei dynamischer Modus-11-Belastung im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4

sein. Die Koeffizienten der htheren Terme sowie die zugehtrigen Winkelverteilungsfunk-
tionen kdnnen unterschiedliche Zeitabhiingigkeiten aufweisen und miissen nicht die in
Gln. (61) bis (63) gegebene Form haben (siche auch Kap. 4.4.2.3). Aus diesem Grunde sollte
die quasistatisch durchgefifhrte Kalibrierung in einem dynamischen Experiment verifiziert
werden. Dazu wurde das schattenoptische Kaustikenverfahren in Reflexion in Verbindung
mit Hochgeschwindigkeitsfotografie angewendet, withrend gleichzeitig auf der ,Riickseite
der Probe das Dehnungsmessstreifenverfahren zum Einsatz kam. Da die Kaustiken bei sehr
hohen Belastungsgeschwindigkeiten aufgrund von Luftdruckschwankungen an der Probe
nicht auswertbar sind, ist die Uberpritfung anhand eines Experimentes mit relativ kleiner
Schlaggeschwindigkeit, hier an einer Probe aus dem Vergittungsstahl 42 CrMo 4, erfolgt.
Auch in diesem Falle weisen die Kaustiken jedoch eine nicht optimale Qualitit auf. Eine sol-
che Modus-II-Kaustik ist in Abb. 46 gegeben, Die Kaustiken wurden in einem konvergenten
Strahlengang erzeugt. Da der Urkreisradius nicht der in Ungleichung (57) gegebenen
Bedingung gentigt, wurden die Ergebnisse nach Soltesz und Beinert [62] kotrigiert. Der Mo-
dus-II-Spannungsintensittsfakior wurde gleichzeitig durch Kanstiken und durch die Deh-
nungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2 bei einer einzelnen dynamischen Be- und Entlastung,
die durch die LECEI-Technik (siche Kap. 4.4.1) erzeugt wurde, bestimmt. Die entsprechen-
den zeitlichen Verltufe sind in Abb. 47 dargestellt. Man erkennt eine recht gute Ubereinstim-
mung zwischen den durch Kaustiken und durch Dehnungsmessstreifen ermittelten Verldufen
des Spannungsintensititsfaktors. Aufgrund der Wellenlaufzeit ist ein Versatz von etwa 2 s
zwischen dem aus den Dehnungsmessstreifensignalen und dem aus den Kaustiken bestimm-
ten Kurvenverlauf zu beriicksichtigen. Zu Beginn liegen die durch Kaustiken ermittelten
Werte etwas zu hoch, was darauf zurfickgefiithrt wird, dass die Korrektur nach Soltesz und
Beinert in diesem Bereich zu einer Uberkompensation des Fehlers durch den zu kleinen Ur-




72 , KAPITEL 4 - METHODIK

______ K“ aUS DMS 2 i ' {
O K, aus Kaustiken | [§ w8
100 —t i : ; ! :
Q’ . AR iy
-~ ! 1 e rdfgr
E : P
m l ‘] »;
o \
E I I l t
50 ] T ]ll
=~ i ﬁl“l
- < | I !s{
Y I it
1 H
i) f
1 1 !
0 :I l‘ i 1 }tl
! ; l ‘:I g g I 3 I
60 80 100 120 140
t/ us

Abb. 47: Modus-1I-Spannungsintensitdtsfaktoren bei dynamischer Belastung bestimmt
durch schattenoptische Kaustiken sowie durch Dehnungsmessstreifen

kreisradius fuhrt, Insgesamt ergibt sich jedoch im Rahmen der Messgenauigkeit und der
Qualitiit der aufgenommenen Kaustiken eine durchaus zufriedenstellende Ubereinstimmung
der Werte. Aus diesem Grunde wird die quasistatische Kalibrierung des Dehnungsmessstrei-
fenverfahrens zur Bestimmung von dynamischen Modus-II-Spannungsintensitiitsfaktoren
als bestiitigt angesehen.
4.2.2.6 Bestimmung

intensititsfaktoren Kj(?) bestimmt werden. Um den kritischen Versagenskennwert, d.h. die

dynamische Scherbruchzihigkeit Ky, bestimmen zu k8nnen, muss der Spannungsintensi-
titsfaktor zum Zeitpunkt der Initiierung des Versagens bestimmt werden. Auch dieser Zeit-
punkt kann mit Hilfe der Dehnungsmessstreifen bestimmt werden.

Die optimierten Winkel @,,,, unter denen die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2 ap-
pliziert werden, betragen filr die untersuchten Werkstoffe @,,, = 10,1° bzw. @,,, = 8,6° und
sind damit recht klein (vgl. Tabelle 4). Das bedeutet, dass die Dehnungsmessstreifen DMS 1
und DMS 2 in der Nihe des Ligaments appliziert werden. Erfolgt Versagen durch Initiierung
eines Zugrisses unter einem Winkel von -70° zum Ligament, so vergrt8ert sich vom Zeit-
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Abb. 48: Versagenspfade in Bezug zu den Positionen der Dehnungsmessstreifen
DMS I und DMS 2 und resulticrende Dehnungsmessstreifensignalverldufe
bei Versagen durch Zugriss (a) / (c) und adiabatisches Scherband (b)/ (d)

punkt der Initiierung an der Abstand zwischen der laufenden Rissspitze und den Dehnungs-
messstreifen. Dieser Sachverhalt ist in Abb. 48a schematisch dargestellt. Die Spannungs-/
Dehnungssingularitit entfernt sich dabei ebenfalls von den Dehnungsmessstreifen. Damit ist
ein Abfall des Dehnungsmessstreifensignals von dem Zeitpunkt an zu erwarten, an dem der
Zugriss unter -70° initiiert. Der insgesamt zu erwartende Signalverlauf ist schematisch in
Abb. 48c dargestellt. (Dabei wird withrend der Belastungsphase der Einfachheit halber ein
zeitlich linearer Anstieg des Modus-II-Spannungsintensittitsfaktors K;; angenommen.)
Erfolgt das Versagen durch Initiierung eines adiabatischen Scherbandes, so ergibt sich ein
umgekehrter Sachverhalt. Das Scherband 4uft nach Initiierung etwa in Richtung des Liga-
ments, also auf die Dehnungsmessstreifen zu, wie es in Abb. 48b dargestellt ist. Damit be-
wegt sich auch die Singularitiit im Spannungs-/Dehnungsfeld auf die Dehnungsmessstreifen
zu und es ist ein Anstieg des Dehnungsmessstreifensignals vom Zeitpunkt der Initiierung des
Scherbandes an zu erwarten wie in Abb, 48d schematisch gezeigt.

Es lisst sich somit bei beiden Versagensmechanismen der Zeitpunkt der jeweiligen Initiie-
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rung des Versagens aus dem Abknicken der Dehnungsmessstreifensignale bestimmen. Da-
mit ist auch die dynamische Scherbruchzithigkeit X7;; als der Modus-JI-Spannungsinten-
sitiitsfaktor K, zum Initiierungszeitpunkt zu bestimmen.

4.3 Experimentelle Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit
adiagbatischer Scherbiinder

Um zusttzlich zur dynamischen Scherbruchzithigkeit Ky, bei Versagen durch adiabatische
Scherbiinder auch ihre Ausbreitungsgeschwindigkeit nach Initiierung zu bestimmen, werden
zweierlei Verfahren eingesetzt, die auf der Anwendung von Dehnungsmessstreifen beruhen.

4.3.1 Bestimmung mit Hilfe von Dehnungsmessstreifen entlang des Versagenspfades

Das Prinzip dieses Verfahrens zur Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit adiabati-
scher Scherbiinder besteht darin, dass in der N#the des zu erwartenden Versagenspfades Deh-
nungsmessstreifen appliziert werden, die beim Verbeilaufen des adiabatischen Scherbandes
charakteristische Signale mit einem zeitlichen Versatz liefern. Aus diesem Versatz und aus
dem riumlichen Abstand der Dehnungsmessstreifen lisst sich eine Durchschnittsgeschwin-
digkeit ermitteln. Konkret wurden im Rahmen dieser Untersuchungen zwei Dehnungs-

DMS 3 DMS 4
Vergiitungs- X= +2 mm + 5,6 mm
stahl _ 0 0.5
42 CtMo 4 y=| -05mm - 0,5 mm
(v=0,28) O = Ol = 62,1° 62,1°
Aluminium- X = +2 mm +5,6 mm
legierung _
AL7075 ‘ y= -0,5 mm - 0,5 mm
(v=0,34) 0= Ogy = 59,8° 59,8°

Tabelle 5: Positionierung der Dehnungsmessstreifen DMS 3 und DMS 4

A
Cst
_ 1 bmm

DMS 3 Msﬁ

X

2 mm

5emm |
Abb. 49: Positionierung der Dehnungsmessstreifen DMS 3 und DMS 4



messstreifen, DMS 3 und DMS 4, in Rissspitzennihe direkt am Ligament, also am zu
erwartenden Versagenspfad der adiabatischen Scherbidnder, appliziert. Die Positionen der
verwendeten Dehnungsmessstreifen sind in Tabelle 3 filr beide betrachteten Werkstoffe auf-
gelistet sowie in Abb. 49 schematisch dargestellt. Aufgrund der N#he der Dehnungs-

messstreifen zum vermuteten Versagenspfad werden die zu messenden Dehnungen
voraussichtlich stark durch Plastifizierung beeinflusst, so dass eine Vorhersage des charak-
teristischen Signalverlaufs beim Vorbeilaufen des adiabatischen Scherbandes schwierig er-
scheint. In diesem Zusammenhang spielt die Form des Signalverlaufs jedoch eine
nntergeordnete Rolle, lediglich der zeitliche Versatz der Signale filr DMS 3 und DMS 4 ist
von Bedeutung.

4.3.2 Bestimmung durch Messung der Laufzeit eines adiabatischen Scherbandes

Gemit} Abb. 48 d) erfolgt fitr die durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2 ge-
messenen Signale ein deutlicher Anstieg bei Initiierung eimes adiabatischen Scherbandes, da
sich die Spannungs-/Dehnungssingularitiit nach Initiierung des adiabatischen Scherbandes
auf diese Dehnungsmessstreifen zu bewegt. Fiir den Fall, dass sich das adiabatische Scher-
hand nur iber eine kurze Distanz ausbreitet und noch vor einem Vorbeilaufen an den Deh-
nungsmessstreifen DMS 1 oder DMS 2 arretiert, ist zu erwarten, dass auch der deutliche
Anstieg des Signals bei der Arretierung des adiabatischen Scherbandes endet und die Signal-
kurve wieder verflacht. Dies ist schematisch in Abb. 50 dargestellt. Dabet kann eine Laufzeit
des adiabatischen Scherbandes als die Zeit zwischen Initiierung und Arretierung, d.h. zwi-
schen dem deutlichem Anstieg und dem Abflachen im Signalverlauf, e;'mittelt werden. An-
schlieBend kann die L¥nge des ausgebildeten adiabatischen Scherbandes in der post-

A
©
c Initllerung Arretierung
Koy des ASB des ASB
é \
"E? ASB-Laufzeit
-
@)
. %
Zeit t

Abb. 50: Bestimmung der Laufzeit eines adiabatischen Scherbandes aus dem
Dehnungsmessstreifensignal von DMS 1 bzw. DMS 2
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mortem-Probe gemessen werden. Aus dieser Liinge und aus der Laufzeit des adiabatischen
Scherbandes lisst sich eine durchschnittliche Ausbreitungsgeschwindigkeit ermitteln.

4.4 Erzeugung hochdynamischer Modus-II Belastungen

4.4.1 Belastung von Randrissen durch seitlichen Aufschlag: LECEI-Technik

Zur experimentellen Erzeugung hochdynamischer Modus-II-Belastungen von Rissen wird
die von Kalthoff [2] eingefiihrte Technik der Belastung von Randrissen durch seitlichen Auf-
schlag, englisch ,,Loading of Edge Cracks by Edge Impact, LECEI“, verwendet. Im Rahmen
dieser Arbeit werden nicht Proben mit zwei seitlichen Anrissen sondern mit nur einem seit-
lichen Anriss belastet. Das Prinzip der Belastungstechnik ist in Abb: 51 dargestellt. Die mit
dem Randriss versehene Probe wird seitlich durch einen zylindrischen Aufschlagkdrper mit
der ebenen Vorderseite beaufschlagt, der zuvor in einem Hochdruckbeschleunigungsrohr auf
die Geschwindigkeit v, beschleunigt wurde. Der Aufschlag erfolgt direkt oberhalb des An-
risses auf die gleichermaBen ebene Seitenflidche der Probe. Dadurch wird in die Probe hinein
eine longitudinale Druckwelle induziert, die sich oberhalb des Risses in Richtung des Risses
ausbreitet. Der Aufschlagkdrper sollte aus demselben Werkstoff gefertigt sein wie die Probe,
zumindest jedoch dieselben elastischen Werkstoffeigenschaften und dieselbe Dichte aufwei-
sen. Die Amplitude der induzierten longitudinalen Druckwelle ist dann allein durch die Ge-
schwindigkeit des Aufschlagktrpers bestimmt. Diese longitudinale Druckwelle ist mit einer
Partikelbewegung in Richtung des Risses verbunden (siehe Pfeile in Abb. 51). Unterhalb des

Aufschlagkdrper Probe

N =
Hochdruck- ! Anriss

Beschleunigungsrohr

Abb. 51: LECE]-Technik zur Erzeugung hochdynamischer Modus-II-Rissbelastungen



Anrisses gibt es keinerlei Partikelbewegung. Sobald die Druckwelle die Rissspitze erreicht,
entsteht dadurch relativ zueinander eine hochdynamische Scherbelastung des Risses. Da sich
diese aus den hohen Druckspannungen in x-Richtung oberhalb des Anrisses und der Abwe-
senheit von Druckspannungen unterhalb des Anrisses relativ zueinander ergibt, ist die Bela-
stung vergleichbar mit komplett antisymmefrischen Modus-II-Belastung, bei der oberhalb
des Ligaments Druck- und unterhalb des Ligaments Zugspannungen herrschen, der zusitz-
lich eine konstante Druckspannung in x-Richtung tiberlagert ist. Dadurch erscheint die Be-
riicksichtigung des konstanten Terms in der Modus-II-Spannungsverteilung in Gl. (61) bei
der Optimierung des Dehnungsmessstreifenverfahrens angezeigt.

Die Tatsache, dass mit Hilfe der LECEI-Technik eine weitgehend reine Modus-II-Belastung
der Rissspitze erzeugt wird, konnte von Kalthoff in Modellversuchen an fransparenten Pro-
ben mit Hilfe des schattenoptischen Kaustikenverfahrens in Verbindung mit Hochgeschwin-
digkeitsfotografie nachgewiesen werden. Die Kaustiken wihrend der Belastungsphase eines
Risses in einer Probe aus Polymethylmetacrylat (PMMA) in Zeitintervallen von 2 ps sind in
Abb. 52 gegeben. Die aufgenommenen Kaustikkurven weisen die charakteristische Form fiir
eine reine Modus-II-Belastung auf, wie sie in Abb. 36 gezeigt ist. (Die leichten StSrungen
der Kaustikkurven gegen Ende der Belastungsphase sind auf den Beginn einer instabilen
Rissausbreitung zuriickzufithren.) Zu Beginn der Rissbelastung liegt ein geringer Anteil ei-

Abb. 52: Serie von hsigkeitsn shattenoptischer Kaustiken
wdhrend einer hochdynamischen Rissbelastung in PMMA durch die
LECEI-Technik, Zeitintervall: 2 us; aus: [2]
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ner negativen Modus-I-Belastung vor, der letztlich durch den Poissoneffekt in Kombination
mit der longitudinalen Druckwelle zustande kommt. Dieser liegt jedoch nur im Anfangszeit-
bereich vor und wird anschlieBend durch eine starke Modus-II-Belastung dominiert und
spielt daher in diesem Zusammenhang keine Rolle.

Mit Hilfe der schattenoptischen Kaustiken konnte Kalthoff die zeitlichen Verldufe der Mo-
dus-II-Spannungsintensititsfaktoren in unterschiedlichen Werkstoffen erfassen. Sie sind in
Abb. 53 fiir den Modellwerkstoff Araldit B und fiir den Stahl X2 NiCoMo 18 9 5 bei Auf-
schlaggeschwindigkeiten zwischen 12 m/s und 33 m/s dargestellt. Man erkennt bei zamin-
dest zwei der drei dokumentierten Versuche einen niherungsweise linearen Anstieg des
Spannungsintensititsfaktors in der Zeit, teilweise tiberlagert von kleinen oszillatorischen
Anteilen. Es kbnnen Belastungsraten K ;7 von bis zu 2. 10’ MPa./m/s erzielt werden.
Dies entspricht den hchsten experimentell erreichbaren Belastungsraten sowohl filr Mo-
dus-I als auch fiir Modus-II.

Die longitudinale Druckwelle breitet sich weiter in Ligamentrichtung aus, erreicht den Pro-
benrand und wird mit einem Phasensprung von 180° (,,Reflexion am offenen Ende*‘) reflek-
tiert und liuft als Zugwelle zur Risspitze zurlick. Auf der anderen Seite wird ebenfalls im
Aufschlagkérper eine longitudinale Druckwelle erzeugt, die sich im Anfschlagkrper gegen
die Schlagrichtung ausbreitet. Auch diese wird am hinteren Ende des Aufschlagktrpers re-
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Abb. 53: Dynamische Entwicklung des Modus-II-Spannungsintensitdtsfaktors Kyft) im
LECEI-Experiment, erfasst mit schattenoptischen Kaustiken; aus: [2]



flektiert und l4uft als Zugwelle wieder auf die Probe zu. Ab dem Zeitpunkt, an dem sie die
Probe erreicht, l4uft eine Entlastungswelle oberhalb des Risses durch die Probe zur Rissspit-
ze. Die reine Modus-II-Belastung der Rissspitze bei einem LECEI-Experiment bleibt also so

lange ungestdrt, wie keine dieser reflektierten Wellen zur Rissspitze gelangen. Falls der Auf-
schlagkdrper aus demselben Werkstoff gefertigt ist wie die Probe, sind die Wellenlaufzeiten
in der Probe und im Aufschlagktrper fest miteinander korreliert. Gem#8 den in Kap. 2.2.1
angestellten Uberlegungen zur Probengeometrie bei bruchdynamischen Experimenten ergibt
sich somit aus den Abmessungen der Probe und des Aufschlagkdrpers ein zuldssiges Zeit-
fenster, in dem eine reine Modus-II-Belastung an der Rissspitze vorliegt und in dem der re-
levante Vorgang staitfinden sollte, in diesem Falle also die Initiierung des Rissversagens
durch einen Zugriss unter -70° oder durch ein adiabatisches Scherband. Dieses Zeitfenster
liegt typischerweise bei realistischen Probengeometrien und Wellenausbreitungsgeschwin-
digkeiten im Bereich von einigen zehn Mikrosekunden (siehe auch Kap. 5.3), so dass sich
die LECEI-Technik in der Regel nur zur Untersuchung von hochdynamischen Vorgéngen
eignet.

Eine Fixierung der Probe am Probentisch ist nicht ntig. Diese hiitte erst dann einen Einfluss
auf die Rissspitzenbelastung, wenn Wellen von der Rissspitze zur fixierten Seite der Probe
und wieder zur Rissspitze zuriick gelaufen sind. Dieser Zeitpunkt liegt bei einer ausreichend
groBen Probe auBerhalb des oben angesprochenen zuliissigen Zeitfensters, innerhalb dessen
sich alle relevanten Vorghnge an der Rissspitze vollzogen haben miissen. Erst nach einer
Zeitspanne, die einige GroBenordnungen groBer ist als das angesprochene Zeitfenster, hat
der Aufschlagkdrper den durch Impuls- und Energiesatz festgelegten Teil seiner kinetischen
Energie an die Probe komplett abgegeben und Aufschlagkdrper und Probe bewegen sich
vom Probentisch weg. AnschlieBend milssen sie in einer geeigneten Vorrichtung abgebremst
und aufgefangen werden.

4.42 Numerische Simulation des LECEI-Experimentes

44.2.1 Modellierung des Problems

Um einen Uberblick tiber die dynamische Entwicklung des Rissspitzenspannungsfeldes
wihrend eines LECE]-Experimentes zu gewinnen, wurde es mit Hilfe der Finite-Element-
(FE)-Methode numerisch dreidimensional simuliert. Dazu wurde zunichst das FE-Modell
mit Hilfe des kommerziellen Pre- und Postprocessingprogramms SDRC/I-DEAS erstellt,
wobei die dynamischen Randbedingungen ebenfalls festgelegt werden konnten [70,71]. An-
schliefend wurde mit Hilfe des .,,.SDRC I-DEAS ABAQUS FILE TRANSLATOR* eine Ein-
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gabedatei filr das kommerzielle FE-Programm ABAQUS erzeugt, mit dem die FE-
Simulation des dynamischen LECEI-Experimentes durchgefithrt wurde [72,73]. Die Aus-
wertung und Darstellung der Simulationsergebnisse erfolgte mit dem zum ABAQUS-Pro-
grammpaket gehtrenden Programm ABAQUS/Post [74].

Die FE-Simulation wurde mit einem rein linear-elastischen Materialverhalten durchgefithrt,
da an dieser Stelle nur die prinzipielle, von werkstoffspezifischen Plastifizierungs- oder Ver-
sagenseffekten unabhiingige dynamische Entwicklung der Spannungen an der Rissspitze un-
tersucht werden sollte. Lediglich die elastischen Konstanten, also der Elastizitdtsmodul E
und die Poissonzahl v, und die Dichte p des Werkstoffs gingen in das FE-Modell ein. Es wur-
den Simulationen mit den Materialkonstanten des Verglitungsstahls 42 CrMo 4
(E =207000 MPa, v = 0,28 und p = 7,84 g/cm® [68]) und der Aluminiumlegierung Al 7075
(E = 71000 MPa, v = 0,34 und p = 2,80 g/cm? [69]) durchgefilhrt.

Die Geometrie des FE-Modells entspricht der realen Geometrie der Proben und der Auf-
schlagktrper, die bei den fitr diese Arbeit durchgefithrten Experimenten vorlag (siche
Kap.5.3). Der Aufschlagkrper wurde mit einer Linge von 100 mm und einem Durchmesser
von 50 mm modellert, die Proben sind 150 mm X 150 mm % 20 mm groB und weisen einen
seitlich mittig eingebrachten Anriss auf. Dieser ist wie im Experiment (siche Kap.5.3) nicht
scharf, sondern weist einen endlichen Rissspitzenkriimmungsradius von 0,5 mm auf. Der
Anriss ist 60 mm lang und hat einen Rissuferabstand von 1 mm. Da das gesamte Problem
eine Symmetrie zur x-y-Ebene aufweist (siche Abb. 51), wurde nur eine Hiilfte der Probe so-
wie des Aufschlagktrpers modelliert, wobei an-der Schnittebene, die parallel zur x-y-Ebene
mittig durch die Probe und den Aufschlagkrper verluft, keinerlei Knotenauslenkung in die
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z-Richtung erlaubt wird. Eine Darstellung des verwendeten FE-Netzes mit zwei Ansichten
ist in Abb. 54 gegeben. (Achsenbezeichnung: x="1’,y="2", z="3") ‘

Es wurden tetraedrische Elemente mit zehn Knoten zur Modellierung sowohl des Aufschlag-
ktrpers als auch der Probe verwendet. Da der Rissspitzenradius endlich war, wurden keine
speziellen Rissspitzenelemente verwendet. Das FE-Netz ist dafiir an der Risspitze besonders
fein. Die Gesamtzahl der Knoten betrug 73163, die der Elemente 47631.

Da beim LECEI-Experiment der Aufschlagkdrper im relevanten Zeitfenster im stiindigen fe-
sten Druckkontakt zur Probe steht (siehe Kap.4.4.1), wurde der Kontakt zwischen dem Auf-
schlagktrper und der Probe durch eine feste Verbindung zwischen beiden simuliert, d.h.
Aufschlagkdrper und Probe wurden ,,aus einem Stiick® modelliert. Dies hat auf die Wellen-
einleitung in die Probe keine grBeren Auswirkungen, lediglich ein eventuelles seitliches
Abrutschen des Aufschlagkdrpers auf der seitlichen Probenfliche wird unterdriickt. Es
herrscht gewissermaBen eine unendliche Reibung zwischen beiden Flichen. Der Aufschlag
wurde durch die Vorgabe einer Ausgangsgeschwindigkeit aller Knoten des Aufschlagktr-
pers in x-Richtung realisiert. Dies stellt die einzige duere Beanspruchung des Modells dar.
Da sich im realen Experiment der Aufschlagkdrper zum Zeitpunkt des Aufschlags mit sei-
nem grofiten Teil noch im Beschleunigungsrohr befindet, und damit in y- und z-Richtung ge-
fithrt ist, wurde als weitere Randbedingung vorgegeben, dass sich die Knoten auf der
Seitenfliche des Aufschlagktrpers nur in x-Richtung bewegen dirfen.

Im Rahmen der linear-elastischen Simulation spielt die Aufschlaggeschwindigkeit v, eine
untergeordnete Rolle, da alle Knotenauslenkungen, und damit alle Verschiebungen, Deh-
nungen und Spannungen, die in der Probe zu allen spiteren Zeitpunkten auftreten, zur ur-
spriinglichen Aufschlaggeschwindigkeit proportional sind. Daher wurde die Simulation mit
nur einer Aufschlaggeschwindigkeit, vy = 10 m/s, durchgefiihrt. Fitr andere Aufschlagge-
schwindigkeiten wiren im Folgenden alle Ergebnisse der Spannungen, Dehnungen oder
Verschiebungen mit einem entsprechenden Faktor zu multiplizieren.

Die Zeitintegration wurde mit festen Zeitintervallen At iiber den gesamten Zeitbereich durch-
gefuhrt. Eine solche explizite Zeitintegration bietet sich vor allem bei Problemen an, bei de-
nen die Modellreaktion in einem sehr kurzen Zeitbereich untersucht werden soll wie etwa bei
Wellenausbreitungsprozessen wie sie auch im vorliegenden Fall interessieren. Die GrisSe des
Zeitintervalls ergibt sich aus dem Verh#ltnis von Wellenausbreitungsgeschwindigkeit ¢ und
Elementgrtie /g [72]. Probesimulationen zur Untersuchung der Stabilitit der Ltsung mit
verschiedenen Zeitintervallen von Az =0,1 us bis At =5 us zeigten, dass ein stabiles Verhal-
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ten der Lsung erst mit Zeitintervallen oberhalb etwa Ar = 1 us gefunden wird. Das Zeitin-
tervall wurde deswegen auf Ar = 2 us festgelegt.

Es wurden Simulationen fiir ein linear-elastisches Materialverhalten des Vergtitungsstahls
42 CrMo 4 einerseits und der Alumininmlegierung Al 7075 andererseits, d.h. mit den ent-
sprechenden elastischen Materialkonstanten und Dichten, durchgefiihrt. Die Ergebnisse un-
terscheiden sich nur marginal, da in beiden Fillen aus den Materialparametern in etwa
gleiche Wellenausbreitungsgeschwindigkeiten resuitieren und der Unterschied in der Pois-
sonzahl keinen signifikanten Einfluss zu haben scheint. Die Verschiebungen und Dehnungen
sind in beiden Fillen nahezu gleich, Aufgrund der unterschiedlichen Elastizitdtsmoduln er-
gibt sich lediglich ein Unterschied bei den Spannungen und den daraus abgeleiteten Gren
wie etwa Spannungsintensititsfaktoren. Diese Grofien skalieren aber genauso miteinander
wie die Elastizitiitsmoduln. Aus diesem Grunde werden im Folgenden nur Ergebnisse fiir den
Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 priisentiert.

In Abb. 55 ist das verformte FE-Netz zu einer Zeit 20 s nach dem Aufschlag dargestellt.
Zur verbesserten Darstellung sind alle Verschiebungen um den Faktor 200 itbertrieben.
Deutlich ist die durch die longitudinale Druckwelle erzeugte Stauchung des Modells ober-
halb des Anrisses zu erkennen, wihrend unterhalb des Anrisses das Netz zn diesem Zeit-
punkt noch vBllig unbeeinflusst ist.

Im Folgenden wird der Zeitnullpunkt als derjenige Zeitpunkt definiert, an dem die longitu-
dinale Druckwelle die Rissspitze erreicht und damit die Rissspitzenbelastung beginnt. Dieser
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Abb. 56: Emwicklung der von Mises
Vergleichsspannungen  nach
dem Ayfschlag in der Symme-
trieschnittebene der Probe und
des Aufschlagkdrpers

Zeitnullpunkt liegt 10 us nach dem Aufschlagzeitpunkt.

Die Binleitung und Ausbreitung der Druckwelle in der Probe und die durch sie hervorgeru-
fene Spannungssingularitiit an der Rissspitze ist in Abb. 56 zu erkennen. Dargestellt sind
Kontouren der von-Mises Vergleichsspannung, wie sie auf der Symmetrieschnittebene, d.h.
in der Mitte der Probe und des Aufschlagktrpers, auftreten, in einem Zeitraum bis zu 30 us
nach dem Beginn der Rissspitzenbelastung. Der Ubersichtlichkeit halber wurde in diesem



84 KAPITEL 4 - METHODIK,

Falle auf die Darstellung der Vernetzung verzichtet. Im Symmetrieschnitt ist jede Verschie-
bung in z-Richtung unterdriickt, dort liegt ein ebener Dehnungszustand vor. Bei £ = -8 us ist
zu erkennen, dass eine ebene Wellenfront der longitudinalen Druckwelle in die Probe einge-
leitet wurde. Diese erreicht bei ¢ = 0 us die Rissspitze. Von diesem Zeitpunkt an baut sich an
der Rissspitze eine Spannungssingularitit auf, Dabej entspricht die Form der von Mises Kon-
tour an der Rissspitze in etwa derjenigen einer Modus-II-Rissspitzenbelastung, wie sie in
Abb. 4 gegeben ist. Eine vergrerte Darstellung der von Mises Kontouren an der Rissspitze
fur £ =6, 12, 20 und 30 us ist in Abb. 57 gegeben. Die Verteilung der von Mises Vergleichs-
spannung entspricht qualitativ im Wesentlichen der fiir den statischen Modus-II-Fall gelten-
den Verteilung gemiB Abb. 4, es gibt jedoch zwei Unterschiede: Erstens ist das
Spannungsniveau auf der Oberseite des Anrisses insgesamt hoher als auf der Unterseite, es
herrscht eine Asymmetrie bezilglich der x-Achse. Dies ist dadurch zu verstehen, dass wie be-
reits in Kap, 4.4.1 erwithnt bei der dynamischen Lasteinleitung im LECEI-Experiment die
Modus-II-Belastung durch Druckspannungen auf der Oberseite des Risses bei gleichzeitiger
Abwesenheit von Spannungen auf der Rissunterseite zustande kommt. Der Spannungszu-
stand ist dadurch nicht ideal antisymmetrisch. Dies kann formal durch Berlicksichtigung ei-
nes konstanten Terms der Spannung Gf (siehe GI. (61)) beschrieben werden. Auch hier
zeigt sich damit wiederum die Notwendigkeit, bei der Optimierung des Dehnungsmessstrei-
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bb. 57: Emtwicklung der von Mises Vergleichsspannungen nach dem Aufschlag in der
Symmetrieschnittebene der Probe in der direkten Umgebung der Rissspitze




fenverfahrens eine konstante Spannungskomponente in x-Richtung in Betracht zu ziehen.

Zweitens ist zu spiten Zeiten insbesondere in einem Abstand zur Rissspitze eine Anderung
der Ausrichtung der von Mises Kontour zu beobachten. Die Tatsache, dass die Kontour nicht
mehr komplett in x-Richtung ausgerichtet ist, sondern eine leichte Linksdrehung vollzieht,
wiirde auf einen Modus-I-Anteil der Belastung oder auf einen Einfluss von htheren Termen
der Spannungsverteilung hindeuten. Dieser Effekt ist im Rissspitzennahfeld recht kiein und
wird daher nicht weiter betrachtet, Auf jeden Fall liegt eine starke Dominanz der Modus-1I-
Rissspitzenbelastung vor.

Ab dem Zeitpunkt 7 =30 us ist prinzipiell eine Stbrung der Spannungsverteilung an der
Rissspitze durch reflektierte Wellen von der ,,Probenrtickseite méglich: Bei einer Wellen-
ausbreitungsgeschwindigkeit von 6600 m/s und einem zurickzulegenden Weg von 60 mm
(Anrissliinge) und zweimal 90 mm (Ligament) erreicht die reflektierte Welle zu diesem Zeit-
punkt die Rissspitze. Diese macht sich in der von Mises Kontour bei ¢ = 30 us noch nicht
bemerkbar (siche Abb. 57), eine Weiterfihrung der Rechnung tiber 30 us hinaus zeigt jedoch
eine Abnahme der Rissspitzenbelastung kurz nach diesem Zeitpunkt (siche unten).

44.2.3 Bestimmung des dynamischen Spannungsintensititsfaktors

Aus dem Rissspitzenspannungsfeld wurde gem#8 der durch Gl. (10) gegebenen Definition
der Modus-II-Spannungsintensitiitsfaktor bestimmt. Dazu wurde die Scherspannung 7, ent-
lang des Ligaments anf der Symmetrieschnittfliiche bestimmt, mit 277 multipliziert und
gegen den Abstand r zur Rissspitze aufgetragen. Da im Rahmen der Finite-Element-Metho-
de direkt an der Rissspitze aufgrund der Spanmingssingularitiit numerische Fehler auftreten,
wurde eine Extrapolation, wie sie in Abb. 58 schematisch dargestellt ist, durchgefiihrt. Dabei
wird eine Ausgleichsgerade durch diejenigen Datenpunkte gelegt, die in einem geniigend

Riss
—— —
r
Abb. 58: Prinzipielle Bestimmung von Modus-1I-Spannungsintensitdits-
Jaktoren in der Finite-Element-Methode durch Extrapolation
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groBen Abstand zur Rissspitze bestimmt wurden, so dass sie nicht durch die numerischen
Fehler beeinflusst sind. Aus dem Schaittpunkt der Ausgleichgeraden mit der y-Achse ergibt
sich der zu bestimmende Wert des Spannungsintensititsfaktors. Da in dieser Simulation kei-
ne scharfe Rissspitze vorliegt, sondern ein endlicher Rissspitzenradius von p = 0,5 mm, wird
hier eine Extrapolation gegen eine dquivalente Rissspitze nach Creager durchgefithrt. Die
dquivalente Rissspitze liegt dabei vom Mittelpunkt des Rissspitzenradius ausgehend um p/2
in positive x-Richtung versetzt. Bei Rissen mit endlichen Rissspitzenradien ergeben sich da-
bei im Wesentlichen dieselben Spannungsverteilungen wie bei einem scharfen Riss [75].

Um die bereits angesprochene Asymmetrie bei der dynamischen Rissspitzenbelastung zu er-
fassen, wurde der Modus-II-Spannnungsintensititsfaktor nicht nur definitionsgemi8 durch
eine Extrapolation l4ngs des Ligaments (¢ = 0), sondern auch durch Extrapolationen entlang
der Richtungen ¢ = +90° (von oben) und ¢ =-90° (von unten) unter Beriicksichtigung der
Winkelfunktion aus Gl. (6) bestimmt. Daraus ergeben sich drei potenziell unterschiedliche
Modus-II-Spannungsintensittitsfaktoren, die hier X ,L,‘ig&m‘mt , K ,7900 und X 1-190“ genannt
werden. Anhand dieser Werte soll untersucht werden, inwiefern die Winkelverteilung der
Scherspannungen unter dynamischen Bedingungen von der statischen Winkelverteilung
nach Gl. (6) abweicht. Die Bestimmung der drei Werte durch Extrapolation ist in Abb. 59

Tyy 2z,

1/2
MPa m t=20us
80 |-

—~Vv—o=+80°
A4 —&— Ligament
—A— ¢ =-80°

\\v
. . |
numenische T Berelchfar Wy
0 Fehler . Extrapolation | R oy
0 5 r mm 10

Abb. 59: Praktische Bestimmung von K- 2™, K}°% und K7 beit = 20 ps durch
Extrapolation der in der FE-Simulation ermittelten Scherspannungswerte




exemplarisch filr £ = 20 us dargestelit. Es hat sich als problematisch herausgestellt, dass in

manchen Fillen nicht genau festzustellen ist, wie groB der Bereich der numerischen Fehler
ist und in welchem Bereich die lineare Extrapolation durchgeftihrt werden muss. Dadurch
entsteht bei der Bestimmung des Spannungsintensitiitsfaktors eine gewisse Unsicherheit. Die
zeitliche Entwicklung der drei Werte des Modus-II-Spannungsintensititsfaktors ist in
Abb. 60 gegeben. Es ist zu erkennen, dass sich der definitionsgemiB8 bestimmte Spannungs-
intensititsfaktor X III‘igam " zwischen =0 ps und etwa ¢ = 45 s aufbaut, wobei man wieder-
um von einem mehr oder weniger linearen Anstieg mit oszillatorischen Anteilen sprechen
kann. Insofern wird das von Kalthoff gefundene Zeitverhalten des Spannungsintensititsfak-
tors qualitativ bestiitigt (Abb. 53). Nach 30 us wird das Rissspitzenspannungsfeld durch re-
flektierte Wellen beeinflusst. Dieser Einfluss wird ab etwa ¢ = 35 s signifikant und fithrt zu
einem Abfall der bestimmten Werte des Spannungsintensititsfaktors. Die Werte K7 und
K7 weichen z.T. stark von K;; 5™ b, ihr Schwerpunkt nimmt jedoch etwa denselben
Verlauf wie K 2™ . Es ist zu beobachten, dass im Zeitraum bis etwa £ = 15 s die K -
Werte des Spannungsintensitiltsfaktors groBer sind als K5 %™ , withrend die K,;° -Werte
um denselben Betrag kleiner sind. Bei ¢ = 15 ys liegen die Werte kurzzeitig dicht beieinan-
der, danach kehren sich die Verhsiltisse um. Nun liegen die K7~ -Werte tiber K, = "

60
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K, / MPam "2

Einfluss reﬂekﬂerter' J
Wellen
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Abb. 60: Zeitliche Entwicklung von K =™ , K" und K;7° in der FE-Simulation
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und die X ,';900 -Werte um denselben Betrag niedriger. Unter dem Einfluss der reflektierten
Wellen ab ¢ = 30 us wird die Abweichung zwischen den verschiedenen Werten noch griiier.
Also liegt auch hier eine Asymmetrie beztiglich der x-Achse vor. Im Vergleich zum stati-
schen Modus-II-Spannungsfeld ist zu Beginn der dynamischen Belastung eine grBere
Scherspannungssingularitit auf der Anrissoberseite zu verzeichnen, diese wandert dann um
den Anriss herum zur Unterseite des Anrisses. Insofern stellt unter den gegebenen dynami-
schen Bedingungen im Rissspitzenspannungsfeld nach Gin. (4) bis (6) nicht nur die Ampli-
tude der Spannungssingularitit eine Funktion der Zeit dar, sondermn auch die
Winkelverteilungsfunktion, was nicht tiberraschend ist. Dadurch entsteht allerdings eine
weitere Unsicherheit bei der Bestimmung des Spannungsintensititsfaktors, da er im dynami-
schen Fall im Gegensatz zum statischen Fall von der gew#hlten Extrapolationsrichtung ab-
hidngt. Der definitionsgem4B auf dem Ligament bestimmie Wert des
Spannungsintensititsfaktors scheint jedoch einen sinnvollen Mittelwert zur Bestimmung
von Kj/(r) darzustellen.

Im Hinblick auf das in Kap. 4.2.2 beschriebene Dehnungsmessstreifenverfahren zur Bestim-
mung von Modus-II-Spannungsintensitiitsfaktoren zeigt sich, dass speziell unter dynami-
schen Bedingungen aufgrund der oben gezeigten Zeitabhingigkeit der Winkelfunktionen
eine dynamische Uberpriifung des Messverfahrens notwendig ist, wie sie in Kap. 4.2.2.5
durchgefithrt wurde. Die Proportionalitit zwischen dem Dehnungsmessstreifensignal und
dem Modus-II-Spannungsintensititsfaktor unter dynamischen Belastungsbedingungen wur-
de zuslitzlich im Rahmen dieser Finite-Element-Simulation tiberpritft. Dazu wurden die Deh-
nungen an den Orten der Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2 in der Messrichtung o
in der FE-Simulation bestimmt. Da sich die Dehnungsmessstreifen auf der Probenoberfliche
befinden, wurde die Bestimmung der Dehnungen im FE-Modell ebenfalls auf der Oberfl4-
che, d.h. auf der Riickseite des Modells (Abb. 54), durchgefithrt, In Abb. 61 sind die be-
stimmten Dehnungen gemeinsam mit dem Spannungsintensititsfaktor X, ,Ifgmm gegen die
Zeit anfgetragen. Ahnlich wie in Abb. 47 besteht auch in Abb. 61 aufgrund der Wellenlauf-
zeit ein kleiner zeitlicher Versatz von etwa 2 us zwischen den Dehnungsverliufen und dem
Verlauf des Spannungsintensititsfaktors. Man erkennt eine gute Proportionalitiit zwischen
den Dehnungen und dem Spannungsintensitiitsfaktor in einem Zeitraum bis etwa ¢ = 35 s,
In diesem Zeitraum ist also eine Bestimmung des Spannungsintensititsfaktors durch die
Dehnungsmessung mdglich. Danach wird der Einfluss der reflektierten Wellen signifikant
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und sorgt fiir einen Abfall des Spannungsintensitiitsfaktors, wihrend jedoch die Dehnungen
auf einem hohen Niveau verbleiben. Damit ist unter dem Einfluss der reflektierten Wellen
keine Proportionalitiit zwischen den gemessenen Dehnungen und dem Spannungsintensitits-
faktor mebr gegeben, so dass das Dehnungsmessstreifenverfahren fehlerhaft wird.

Bei der Betrachtung des bei der FE-Simulation bestimmten Proportionalititsfaktors zwi-
schen den Dehnungen und dem Spannungsintensititsfaktor ist festzustellen, dass er im Ver-
gleich zu dem im quasistatischen Kalibrierversuch (Kap. 4.2.2.4) und zu dem bei der
anschlieBenden Uberpriifung durch schattenoptische Kaustiken (Kap. 4.2.2.5) bestimmten
Zusammenhang etwas zu groe Werte des Spannungsintensitlitsfaktors liefert. Dies kann
darauf zurlickzufiihren sein, dass einerseits die Bestimmung des Spannungsintensititsfaktors
durch Extrapolation mit der oben bereits angesprochenen Unsicherheit und damit auch mit
Fehlern verbunden ist, und andererseits sich der Spannungsintensititsfaktor unter dynami-
scher Belastung als ein nicht eindeutiger Wert erweist, da er von der gew#hiten Extrapolati-
onsrichtung abhiingt. In diesem Sinne haben die bei der FE-Simulation bestimmten Werte
der Spannungsintensitiitsfaktoren einen eher qualitativen als streng quantitativen Charakter.



5 Experimenteller Aufbau

5.1 Versuchsstand

Zur Erzengung hochdynamischer Modus-II-Rissbelastungen wurde die im vorigen Kapitel
beschriebene LECEI-Technik verwendet. Der dazu verwendete Versuchsstand ist in Abb. 62
als Fotografie und als Prinzipskizze gegeben. Einen wesentlichen Bestandteil des Versuchs-
standes stellt der Hochdruckbeschleuniger dar, in dem die Aufschlagktrper auf eine Ge-
schwindigkeit v beschleunigt werden, bevor sie seitlich auf die Probe treffen. Der
Hochdruckbeschleuniger besteht ans dem Beschleunigungsrohr, an das einseitig tiber einen
Kugelhahn ein Hochdruckbehilter angeschlossen ist. Das andere Ende des Beschleuni-
gungsrohres, die Miindung, ist offen. Der Aufschlagkdrper wird vor einem Experiment in
das Beschleunigungsrohr eingebracht und direkt vor dem Kugelhahn platziert, so dass ein
maximaler Beschleunigungsweg zur Verfugung steht. Dann wird der Hochdruckbehilter bei
geschlossenem Kugethahn mit Gas unter hohem Druck befillt. Bei Offnen des Kugelhahns

Auffangbehiilter  Probe

|
E:

Probentisch Lichtschranken Hochdruckbehiilter
Abb, 62;: LECEI-Versuchsstand
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entweicht das unter hohem Druck stehende Gas in das Beschleunigungsrohr und bewirkt die
Beschleunigung des Aufschlagkdrpers. Der Hochdruckbehiilter ist flir Gasdriicke bis 100 bar
ansgelegt und wurde vom Rheinisch-Westfilischen Technischen Uberwachungsverein tiber-
prilft [76]. Er hat ein Ionenvolumen von 9 Litern. Der Kugelhahn kann mechanisch durch ei-
nen Hebel gesffnet werden. Vom Betrieb eines elektromechanisch 8ffnenden Kugelhahns
wurde abgesehen, da beim Offnungsvorgang elektrische Stdreinstreuungen in das Labornetz
erfolgen, die zu Fehlauslsungen der Messtechnik, d.h der Digitalspeicheroszilloskope oder
der Hochgeschwindigkeitskamera, fithren knnen. Das Beschleunigungsrohr ist 3 m lang,
hat einen Auendurchmesser von 100 mm und einen Innendurchmesser von 50 mm. Um die
Reibung zwischen AufschlagkSrper und Beschleunigungsrohr wihrend des Beschleuni-
gungsvorgangs zu minimieren, wurde die Innenfliiche des Beschleunigungsrohres auf der
gesamten Linge gehont. In der Nithe der Miindung des Beschleunigungsrohres sind seitlich
diagonal nach auen weisende Bohrungen zur Ableitung eines Teils des wihrend des Be-
schleunigungsvorgangs erzeugten Luftzuges vorhanden (Abb. 64, Seite 93). Der Hoch-
druckbehilter sowie das Beschleunigungsrohr wurden von der Patz GmbH, Hattingen,
hergestelit.

Der Hochdruckbeschleuniger wird mit technischem Stickstoff betrieben. Zur genauen Kon-
trolle und Dosierung des Druckes im Hochdruckbehiilter wurde eine Armaturentafel entwor-

Druckbehilter-
abschlussventil

Abb. 63: Armatur zur Kontrolle und Dosierung des Druckes im Hochdruckbehdélter
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fen, die in Abb, 63 gegeben ist. Das Gas unter hohem Druck wird durch eine 200 bar-
Gasflasche geliefert, der Druck im Hochdruckbeh#lter wird durch zwei mechanische Mano-
meter und durch ein digitales Manometer gemessen. Zur Druckminderung ist ein Ablassven-
til vorgeschen. AuBlerdem ist eine Zuleitung zu einer Vakuumpumpe vorhanden, mit der im
Gesamtsystem ein Unterdruck erzeugt werden kann. Mit Hilfe dieses Unterdrucks wird der
Aufschlagkérper, nachdem er in das Beschleunigungsrobr eingebracht wurde, eingesaugt,
bis er direkt am Kugelhahn liegen bleibt.

Zur Kontrolle des Beschleunigungsvorgangs ist das Beschleunigungsrohr mit insgesamt
sechs Lichtschranken versehen. Dafiir sind seitlich in das Beschleunigungsrohr jeweils eine
ultrahelle Leuchtdiode und eine schnelle Fotodiode hinter Blenden kleiner Apertur einander
gegentiber eingelassen. Drei Lichtschranken sind tiber das Beschleunigungsrobr verteilt, drei
befinden sich dicht beieinander im Abstand von je 20 mm an der Miindung (Abb. 64). Letz-
tere dienen dazu, die Schlaggeschwindigkeit des Aufschlagktrpers durch Aufnahme der
Lichtschrankensignale zu bestimmen. Die Signale werden mit Hilfe eines Digitalspeicheros-
zilloskops der Firma Gould, Modell DSO 630, aufgezeichnet.

Die Schlaggeschwindigkeit hiingt im Wesentlichen nur von der Masse des gewihiten Auf-
schlagkdrpers und von dem im Hochdruckbehiilter eingestellten Druck ab. Es lassen sich mit
Driicken von etwa 30 bar Schlaggeschwindigkeiten von bis knapp 90 m/s erreichen. Bei ei-
nem Betrieb des Hochdruckbeschleunigers bis zur Auslegungsgrenze von 100 bar lassen
sich Geschwindigkeiten von weit tiber 100 m/s extrapolieren. In Anhang B ist die Abhiingig-
keit der Schlaggeschwindigkeit vom Druck im Hochdruckbeh#lter fiir Aufschlagktrper un-
terschiedlicher Masse gezeigt.

Bei Anwendung der LECEI-Technik ist eine sehr genaue Ausrichtung und Justierung der
Probe notig, damit die beaufschlagte Seitenfliche der Probe und die Vorderfliche des Auf-
schlagkdrpers absolut planparallel zueinander sind. Ist dies nicht der Fall, fihrt dies zu einer
Neigung der Wellenfront der longitudinalen Druckwelle. Da die Wellenausbreitungsge-
schwindigkeit etwa zwei GrBenordnungen tiber der Schlaggeschwindigkeit liegt, wiirde ein
Winkel zwischen den Schlagflichen zu einem um zwei GréB8enordnungen htheren Nei-
gungswinkel der in die Probe hineininduzierten Wellenfront filhren. Um eine genane Justage
der Probe zu ermdglichen, wurde der Probentisch, auf dem die Probe ohne weitere Fixierung
steht, als schwere Stahlplatte ausgefithrt, die durch mehrere Justierschrauben mit Feingewin-
de in zwei Richtungen geneigt werden kann. Zur Uberpritfung der Planparallelitiit der seitli-
chen Aufschlagfliche der Probe und der Vorderfliche des Aufschlagkdrpers withrend der
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4 zum Ableiten
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Abb. J ' Mngsetc des Be.s'chleumgunhres mn‘
Probentisch und Ayffangbehdilter

Justage des Probentisches wird ein Laserstrahl benutzt. Dieser wird von einem Justierlaser
erzeugt, der sich am Beschleunigungsrohr in der N4he des Kugelhahns befindet. Der Justier-
laserstrahl ist exakt in Richtung des Beschleunigungsrohres ausgerichtet. Auf die seitliche
Aufschlagfliche der Probe wird eine reflektierende Glasplatte geklebt, die den Justierlaser-
strahl reflektiert. Der Probentisch mit der Probe wird nun so ausgerichtet, dass der Justierla-
serstrahl in sich selbst zuriickreflektiert wird. Die Wirksamkeit dieser Vorrichtung fiir die
korrekte Justage der Proben wurde in Vorversuchen mit Hilfe der Hochgeschwindigkeitsfo-
tografie untersucht. Einer dieser Vorversuche ist in Anhang C dargestelit. Der Miindungsbe-
reich des Beschleunigungsrohres mit einer Probe, dem Probeatisch und dem vorderen Teil
des Auffangbehilters ist in Abb. 64 gegeben.

Zur Erfassung der Signale der Dehnungsmessstreifen DMS 1 bis DMS 4 werden dynamische
1 MHz-Vorverstirker in Verbindung mit einem zweiten Digitalspeicheroszilloskop der Fir-
ma Gould, Typ DSO 630, benutzi. Um die beiden benutzten Digitalspeicheroszilloskope und
die Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera (siche Kap. 5.2) zeitgenau auszultsen,
wird ein weiterer Laserstrahl benutzt (siche Abb. 64). Er passiert die Aufschlagfliche an der
Probe im kleinstmdglichen Abstand. Um die optische Anordnung der Cranz-Schardin-Hoch-
geschwindigkeitskamera nicht zu stSren, fillt er schriig von oben ein und trifft auf einen tie-
fer positionierten Detektor. Beim Auftreffen des Aufschlagkdrpers auf die Probe unterbricht
dieser den Laserstrahl, wodurch der Messvorgang vom Detektor ausgeldst wird. Da withrend
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des LECEI-Experimentes kurz vor dem Aufschlag anf die Probe ein starker Luftzug im Be-
reich der Probe auftritt, kann dieser Laserstrahl leicht abgelenkt werden und damit eine ver-
frithte Ausldsung des Messvorgangs erfolgen. Um dies zu unterbinden, durchlfiuft der
Laserstrahl eine Sammellinse, die sich zwischen dem Probenbereich und dem Detektor be-
findet. Diese lenkt den Laserstrahl im Falle einer Ablenkung des Strahls im Bereich der Pro-
be in den Detektor zurtick nnd sorgt so dafiir, dass die Messtechnik erst dann ansgel8st wird,
wenn der Aufschlagkdrper tatsiichlich durch den Laserstrahl unterbricht.

Nach dem Aufschlag mtissen sowohl die Probe als auch der Aufschlagk8rper in einer geeig-
peten Vorrichtung aufgefangen und abgebremst werden. Dazu wird ein zylindrischer Auf-
fangbehilter von etwa 500 mm Durchmesser benutzt, der horizontal liegend auf Rollen bis
nah an die Probe herangeschoben werden kann (siehe Abb. 64). Oberhalb des Probentisches
ist er verliingert, um eventuell sich nach oben bewegende Teile ebenfalls abzubremsen. Er
ist in seinem hinteren Bereich mit Holzscheiten gefillt und im vorderen Bereich mit Texti-
lien. Diese wurden gewiihlt, da sie einerseits einen groBen Teil der kinetischen Energie ab-
sorbieren ktnnen und sich andererseits die Teile darin verfangen, so dass sie nicht abprallen.
Bei sehr hohen Aufschlaggeschwindigkeiten wurde der Auffangbehiilter zusitzlich mit
Holzstiften an der Auflage befestigt, da diese beim Abscheren viel Energie dissipieren. Nach
dem Auffangen der Teile kann sich der Anffangbehéilter auf den Rollen nach hinten bewe-
gen, wobei weitere Energie aufgrund der bewusst hohen Reibung der Rollen in Verbindung
mit der hohen Masse des Auffangbehilters dissipiert wird. Kommt der Auffangbehiilter nicht
bereits durch diese Energiedissipation zum Stillstand, wird er spitestens durch einen hinter
dem Anffangbehilter angebrachten Gummireifen abgestoppt.

SchlieBlich wurden zur Sicherheit der an dem Experiment beteiligten Personen zwei Schutz-
winde konstruiert, hinter denen sich die Personen wihrend des Aufschlags aufhalten.

5.2 Hochgeschwindigkeitsfotografie

Zur Erfassung der dynamischen Rissspitzenbelastung wurden neben der Aufzeichnung der
Dehnungsmessstreifensignale auch fotografische Hochgeschwindigkeitsaufnahmen mit Hil-
fe einer Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera gemacht. Die Cranz-Schardin-Hoch-
geschwindigkeitskamera kann sowohl in Transmissionsanordnung als auch in
Reflexionsanordnung betrieben werden. Das Prinzip der Kamera ist in Abb. 65 schematisch
dargestellt. Sie besteht im Prinzip aus 24. Einzelkamerasystemen mit 24 Objektiven und
24 Funken zur Beleuchtung der Probe, von denen in Abb. 65 der Ubersichtlichkeit halber je-
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24 Funken

Hohlspiegel

Transmissionsanordnung Reflexionsanordnung
Abb. 65: Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera

weils nur zwei abgebildet sind. Die Einzelsysteme haben individuelle optische Achsen, sind
jedoch alle auf die Probe ausgerichtet. Die 24 Funken werden in einem speziellen Funken-
generator in definierten Zeitabstiinden erzeugt. Das zunichst divergente Licht jedes Funkens
trifft auf einen Hohlspiegel mit einer Brennweite von f = 2,5 m. Das danach konvergente
Lichtbiindel wird von der Probe transmittiert bzw. reflektiert und fillt schlieBlich in jeweils
genau eines der Objektive. Dazu muss die durch die Abbildungsgleichung des Hohlspiegels
gegebene Nebenbedingung eingehalten werden, dass der Abstand g zwischen dem Ur-
sprungsort der Funken und dem Hohlspiegel und der Abstand b zwischen dem Hohlspiege!
und den Objektiven jeweils genau die doppelte Brennweite, d.h. S m, betriigt. Da dies bei
dem real im Labor zur Verfugung stehenden Platz nicht gem#fi Abb. 65 umzusetzen war,
mussten zus#tzlich zwei Planspiegel zur Umlenkung der Strahlengiinge verwendet werden.
Sowohl beim Hohlspiegel als auch bei den Planspiegeln handelt es sich um Oberfliichenspie-
gel der Firma Halle, Berlin, die mit einer Genauigkeit von 2 A optisch geschliffen und poliert
sind.

Die 24 Einzelkamerasysteme erzeugen zu 24 unterschiedlichen Zeiten Abbildungen an
rfumlich getrennten Stellen anf dem in der Kamera befindlichen Film. Im Prinzip wird so



mit Hilfe einer Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera eine zeitliche Aufiésung in
eine riumliche Aufldsung umgewandelt, Der Vorteil dieses Prinzips besteht darin, dass es
keine beweglichen Teile wie etwa einen schnell transportierten Film gibt, der aufgrund sei-
ner Trigheit die Zeitauflssung prinzipiell begrenzen wiirde. Mit der verwendeten Kamera
lassen sich Zeitaufldsungen Az von bis zu 0,5 us erzielen. Zur Erzeugung der Funken werden
mit Hilfe einer elektrischen Kondensatorentladung unter einer Spannung von etwa 10 kV
rdumlich begrenzte Lichtbdgen an der Luft hervorgerufen. Damit die Funken filr die gefor-
derte hohe Zeitaufldsung ausreichend kurz und hell sind, wird die Luft im Bereich der Ent-
ladung mit einem leicht radioaktiven Isotop vorionisiert. Die zeitliche Abfolge der einzelnen
Funken sowie eine beliebige Vorverzgerung kann itber eine elektronische Kontrolleinheit
vorprogrammiert und so auf die zu untersuchenden hochdynamischen Vorgiinge abgestimmt
werden. Dabei besteht die Mglichkeit, die 24 Funken in Gruppen mit unterschiedlichen
Zeitaufldsungen zu unterteilen, so dass unterschiedliche Zeitbereiche mit jeweils
angepasster Genauigkeit erfasst werden ktnnen. Die Funkensequenz wird mit Hilfe
desselben Laserstrahls ausgeldst, der auch die Digitalspeicheroszilloskope zur Aufnahme
der Dehnungsmessstreifensignale ausldst. Die Kamera mit den 24 Objektiven sowie der Fun-
kengenerator ist in Abb. 66 gezeigt.

Die Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera kann durch die Positionierung des fato-
grafischen Films in der Kamera beliebige Ebenen im Strahlengang scharf abbilden. Somit
eignet sie sich sowohl zum direkten scharfen Abbilden der Probe wihrend des Experiments
als auch zur Aufnahme von dynamischen schattenoptischen Kaustiken. Die Kamera kann

Abb. 66: Einzelkomponenten der Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera:
a) Kamera mit 24 Objektiven, b) Funkengenerator
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auch bifokal betrieben werden, d.h. zwei unterschiedliche Ebenen im Strahlengang auf zwei
unterschiedliche Filme scharf abbilden. Dazu wird in die Kamera ein halbdurchlissiger Spie-
gel eingesetzt, der das Licht je zur Hilfte reflektiert und transmittiert. Er ist um einen Winkel
von etwa 45° zum Lichteinfall gedreht, so dass ein Film vom reflektierten Teil des Lichtes
und gleichzeitig ein weiterer Film vom transmittierten Teil des Lichtes belichtet wird. Die
Positionierung der Filme bestimmt jeweils die Ebene, die scharf abgebildet wird. Bei den
durchgefiihrten Untersuchungen wurden gieichzeitig direkte Aufnahmen der Probe sowie
Aufnahmen von schattenoptischen Kaustiken gemacht.

Wegen des starken Luftzuges im Bereich der Probe und der Wellenausbreitungsprozesse in
der Probe waren die Aufnahmen der Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera with-
rend eines LECEI-Experimentes insbesondere bei hohen Schlaggeschwindigkeiten optisch
stark gestdirt. Aus diesem Grunde wird die Hochgeschwindigkeitsfotografie im Rahmen die-
ser Arbeit nicht oder nur vereinzelt (siche Kap. 4.2.2.5) zur quantitativen Messwerterfas-
sung, sondern zur Absicherung der mit Hilfe der Dehnungsmessstreifen ermittelten

Ergebnisse verwendet.

5.3 Spezifikationen der Proben und der Aufschlagkiérper

Die Auslegung der im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Proben erfolgte im Wesentlichen
nach dem Kriterium der Wellenlaufzeiten, welches in Kap. 2.2.1 eingefithrt wurde. Die Pro-
benform ist in Abb. 67 gezeigt. Alle Proben haben grunds#tzlich eine Grt8e in der Proben-

refloktisrende Glasplatte

Aufschlagfiache § |50 mm

n 150 mm

Anriss Rissspitze

a

W

W =150 mm

Abb, 67: Verwendete Probengeometrie
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ebene von 150 mm x 150 mm. Andere Parameter wie die Probendicke d, die Anrissliinge a,
der Rissuferabstand » oder die Rissspitzengeometrie wurden jeweils nach speziellen Ge-
sichtspunkten angepasst. Bei den Stahl- und Aluminiumproben entspricht die Richtung der
Anrisse jeweils der Walzrichtung des angelieferten Blechs. Somit wurden diese Proben ge-
miB der ASTM-Norm E 399 [15] in TL-Lage dem Ausgangsmaterial entnommen (siche
auch Anhang E, Abb. 136).

Bei den Polycarbonatproben wurden die Anrisse jeweils parallel zu einer willkiirlich auf dem
angelieferten Plattenmaterial festgelegten Richtung, bezeichnet mit ,Richtung 1%, einge-
bracht, da die Extrudierrichtung nicht bekannt war.

_ stitungsstahl 42 CrMo 4 und aus der Aluminiumlegierung Al 7075:

Die Proben aus dem Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 sowie aus der Aluminiumlegierung
Al 7075 wiesen eine Dicke von d = 20 mm und eine Anrisslinge von a = 60 mm auf. Ledig-
lich zwei Proben aus dem Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 wurden mit einer Dicke von
d =10 mm hergestellt, um den Einfluss der Probendicke auf das Versagensverhalten zu
itberpritfen. Der Rissuferabstand betrug iber den groften Teil des Anrisses in allen Proben
n = 1 mm. Die Rissspitzengeometrien filr unterschiedliche Rissspitzenradien sind in Abb. 68
gegeben. Aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 wurden Proben mit Rissspitzenradien von
sowohl p = 125 um als auch p = 0,5 mm hergestellt. Aus der Aluminiumlegierung wurden

nur Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 125 um gefertigt. Die Rissspitzenradien
p = 125 pm wurden mit Hilfe einer Drahtschleifmaschine realisiert, die in der Arbeitsgruppe
fir experimentelle Mechanik an der Ruhr-Universitidt Bochum konstruiert wurde [77]. Dabei
14uft ein Draht von 250 pm Durchmesser iber eine lange Zeit reibend durch den Kerbgrund
und vertieft diesen durch allmihlichen Materialabrieb. Zuvor durchliuft der Draht ein Reser-
voir mit einer Diamantpaste, wodurch Diamantpartikel vom Draht mitgefithrt werden und
die abreibende Wirkung verstirkt wird. Es wurden auf diese Weise Vertiefungen des Anris-

ses um bis zu 8 mm vorgenommen. Die so erzeugte Rissspitze weist eine sehr saubere Kriim-

a) Rissvertiefung durch }b)
Bohrung  Drahtschleifmaschine Bohrung
Y ¥y 250 um cmee
je 1 mm je1mm

Abb. 68: Rissspitzengeometrie bei einem Rissspitzenradius von a) p = 125 jim und
b) p = 0,5 mm in Proben aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 (a und b)
und der Aluminiumlegierung Al 7075 (nur a)
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Abb. 69: Mit Hilfe der Drahtschleifmaschine erzeugter Anriss

mung mit einem konstanten Rissspitzenradius auf. Eine stark vergro8erte Aufnahme eines
durch die Drahtschleifmaschine erzeugten Anrisses ist in Abb. 69 gegeben,

Aus den elastischen Materialkonstanten und der Dichte des Verglitungsstahls 42 CrMo 4
[68] und der Aluminjumlegierung Al 7075 [69] ergeben sich als schnellste Wellenausbrei-
tungsgeschwindigkeiten die der Longitudinalwelle fiir den ebenen Spannungszustand zu
CESZ = 5854 m/s (42 CrMo 4) bzw. cLBSZ = 6230 m/s (Al 7075). Zur Bestimmung des Zeit-
bereiches, in dem die dynamische Rissspitzenbelastung von reflektierten Wellen unbeein-
flusst bleibt, ist die Ligamentlinge maBgeblich, da sich die longitudinale Druckwelle in
Ligamentrichtung ausbreitet, am rechten Probenrand reflektiert wird und zur Rissspitze zu-
riickl#uft (siehe auch Kap. 4.4.2.2). Bei einer Probenlidnge von W = 150 mm und einer An-
risslinge von a = 60 mm ergibt sich aus der Geometrie der Probe fiir den Verglitungsstah!
42 CrMo 4 ein Zeitfenster von 2 - (W~a)/ C]gsz = 30,7 ps sowie flir die Aluminiumlegie-
rung A1 7075 von 2 - (W -a)/ CEsz = 28,9 us von Beginn der Rissspitzenbelastung bis zur
Ankunft der reflektierten Welle an der Rissspitze.

Das Probenmaterial filr die Stahlproben wurde von der Universal Stahl und Eisen GmbH,
Neuss, in Form einer 25 mm dicken Platte erworben, das fitr die Aluminiumproben wurde
von der Alusuisse Technology & Management AG, Neuhausen am Rheinfall, Schweiz, in
Form von 20 mm dicken Platten zur Verfilgung gestellt.

Verspiegelung der Probenoberfliichen zur Beobachtung in Reflexion:

Um fotografische Aufnahmen der Proben bzw. der schattenoptischen Kaustiken mit Hilfe
der Cranz-Schardin-Hochgeschwindigkeitskamera in Reflexion machen zu kénnen, miissen
die der Kamera zugewandten Oberflichen der Stahl- und Aluminiumproben optisch eben
und spiegelnd sein. Bei den Stahlproben wurde dies durch eine spezielle Verspiegelungs-

technik erreicht, bei der eine zuvor ges#iuberte und mit einem Trennwachs versehene Glas-
platte im Vakuum mit Aluminium bedampft wird. AnschlieBend wird die Glasplatte mit der
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bedampften Seite auf die zuvor gesfiuberte Oberfliche der Probe mit einem Epoxidharzkleb-
stoff anfgeklebt. Nach Aushiirten des Klebstoffs wird die Glasplatte von der Probe entfernt
und die Aluminiumschicht verbleibt auf der Probenoberfliiche, da ihre Bindung an die Glas-
platte durch die Trennwachsschicht gezielt geschwiicht war. Der Vorteil dieser
Verspiegelungstechnik besteht darin, dass Unebenheiten auf der Probenoberfliiche (die den-
noch nicht zu groB sein sollten) durch die diinne Epoxidharzschicht ausgeglichen werden und
die letztlich spiegelnde Schicht die sehr gute optische Oberflichenqualitiit der Glasplatte auf-
weist. Die Oberflichen der Aluminiumproben hingegen lielen sich ohne diese Technik ver-
spiegeln, indem sie zunichst auf einer groBen Tellerschleifmaschine auf eine hohe Ebenheit
geschliffen und anschlieBend auf eine hohe optische Qualitit poliert wurden.
ben ans dem Pol t:

Die Proben aus Polycarbonat hatten eine Dicke von d = 12 mam und eine Anrisslinge von
a =45 mm oder a = 60 mm. Fiir Experimente mit niedriger Belastungsgeschwindigkeit be-
trug der Rissuferabstand tiber den gréBten Teil des Anrisses » = 1 mm, Bei hoher Schlagge-
schwindigkeit besteht durch das Vorhandensein der longitudinalen Druckwelle oberhalb des
Anrisses in Verbindung mit dem Poisson-Effekt die Mdglichkeit, dass sich der Anriss
schlieBt und die beiden Rissufer aufeinander reiben. Um dies zu vermeiden, wurde in diesen
Fillen ein gréBerer Rissuferabstand von » = 3 mm gew#hit. Die Rissspitzengeometrien fir
die unterschiedlichen Rissuferabstinde sind in Abb. 70 gegeben. Es wurden Proben mit ei-
nem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm sowie mit einer durch eine Rasierklinge verschiirften
Rissspitze untersucht. Bei letzteren wird eine Rasierklinge 1 mm tief in den Kerbgrund
hineingedrtickt. Dies fithrt zu Rissschiirfen, die bei quasistatischen Belastungen nahezu glei-
che Bruchz#higkeitswerte liefern wie Ermitdungsanrisse [78]. Bei Proben mit einem Riss-
uferabstand von n=3 mm wird die Kerbe, die durch die Verjiingung des Anrisses zur
Rissspitze hin entsteht, durch die zus#tzliche Einbringung einer Bohrung eliminiert (siehe

a) b) Raslerklingen-
Rasferklingen- Bohrung  elndruck (tellw.)
Bohrung  elndruck (teliw.)
l moaee
[ X X ) «> 3mm Kerbe

]9 1 mm L X X X} \Bohrung 2ur

Eliminlerung
der Kerbe

Abb. 70: Rissspitzengeometrie bei einem Rissuferabstand von a) 1 mm und b) 3mm
in Proben aus Polycarbonat
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Abb. 70), da sonst Versagen an dieser Kerbe auftreten kann.

Aus den elastischen Materialkonstanten und der Dichte von Polycarbonat [79] ergibt sich als
schneliste Wellenausbreitungsgeschwindigkeit wiederum die der Longitudinalwelle fir den
ebenen Spannungszustand zu c,Ffsz= 2050 m/s. Bei einer Probenléinge von W= 150 mm und
einer Anrisslinge von ¢ =45 mm ergibt sich aus der Geometrie der Probe ein Zeitfenster von
102,4 ps, bei a = 60 mm von 87,8 us von Beginn der Rissspitzenbelastung bis zur Ankunft
der reflektierten Welle an der Rissspitze.

Das Probenmaterial filr die Polycarbonatproben wurde von der R6Shm GmbH, Darmstadt, in
Form von 12 mm dicken Platten zur Verfigung gestellt.

Aufschlagktrper:

Fiir die Experimente an den Stahlproben wurden Aufschlagktrper aus vergtitetem C60-Stahl
verwendet, filr die Experimente an den Polycarbonat- und Aluminiumproben wurden Auf-
schlagktrper aus Aluminium verwendet. Flir die Polycarbonatproben werden keine Auf-
schlagkdrper aus Polycarbonat verwendet, da zu befiirchten ist, dass wihrend des
Beschleunigungsvorgangs ein Materialabrieb von der Oberfliiche des Polycarbonatauf-
schlagkdrpers im Beschleunigungsrohr erfolgen wiirde und die damit verbundenen Riick-
stinde nicht mehr aus dem Beschleunigungsrohr entfernt werden ktnnen. Alle
Aufschlagkdrper weisen eine zylindrische Form mit einem Durchmesser von 50 mm mit
etwa 0,2 mm UntermaB auf, Sie sind jeweils mindesters 110 mm lang. Die Wegldnge, die
eine Welle von der Aufschlagfliche zum hinteren Ende des Aufschlagktrpers, wieder zu-
rilck zur Aufschlagfliche und von dort zur Rissspitze zurlicklegt, ist somit groBer als die
Wegliinge von der Aufschlagfliiche zum rechten Probenrand und wieder zurlick zur Risspit-
ze. Daher ergibt sich fir die Experimente an den Stahl- und Aluminiumproben keine Ver-
kleinerung des oben ermiftelten zullssigen Zeitfensters, innerhalb dessen die
Rissspitzenbelastung von reflektierten Wellen unbeeinflusst bleibt. Lediglich bei den Expe-
rimenten an den Proben aus Polycarbonat ist die schnellere Ausbreitungsgeschwindigkeit
der Wellen im Aluminium-Aufschlagktrper zu beriicksichtigen. Diese ist etwa um den Fak-
tor drei groBer als in der Polycarbonat-Probe. Es ergibt sich eine Reduktion des zulissigen
Zeitfensters auf 57,3 us fir ¢ =45 mm und auf 64,6 ps fur a = 60 mm.

Die Aufschlagktrper weisen nach jedem Experiment eine Deformation am Aufschlagbe-
reich auf. Um sie mehrmals benutzen zu kénnen, miissen sie jeweils neu tiberarbeitet werden.
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6 Charakterisierung der untersuchten
Werkstoffe

6.1 Vorbemerkung

Im Rahmen dieser Arbeit wurden der Vergtitungsstahl 42 CrMo 4, die Aluminiumlegierung
Al 7075 und der Kunstoff Polycarbonat untersucht. In diesem Kapitel werden diese Werk-
stoffe in Hinblick auf ihre mechanisch-technologischen Eigenschaften charakterisiert. Bei
den untersuchten Werkstoffen handelt es sich um exemplarisch ausgew#hlte Strukturwerk-
stoffe mit einem breiten Anwendungsfeld. Zuntichst wird eine kurze Beschreibung der che-
mischen Zusammensetzung und der Anwendungsfelder der Werkstoffe gegeben. Dann
werden die mechanischen Eigenschaften unter quasistatischen Bedingungen durch uniaxiale
Zugversuche sowie unter dynamischen Bedingungen durch instrumentierte Kerbschlagbie-
geversuche ermittelt. SchlieBlich werden Bruchziihigkeitswerte der Werkstoffe angegeben.

6.2 Priifmethoden

6.2.1 Uniaxialer Zugversuch

Es wurden uniaxiale Zugversuche an Rundzugproben durchgefiihrt. Eine genauere Beschrei-
bung der Proben und des Versuchsaufbaus ist in Anhang D gegeben. Anhand der uniaxialen
Zugversuche wird eine generelle Klassifizierung der Werkstoffe als sprtide oder duktil vor-
genommen. Desweiteren wird die FlieBspannung 6, hier als die 0,2%-Dehngrenze, und die
Zugfestigkeit 6,, des Werkstoffs ermittelt. Die Dehnung wurde jeweils in der Anfangsphase
des Versuches mit Hilfe eines direkt an der Probe befindlichen Dehnungsaufnehmers mit ho-
her Genauigkeit sowie wihrend des gesamten Versuches anhand des Maschinenweges mit
geringer Genauigkeit gemessen. Eine Auftragung gegen die aus dem Maschinenweg ermit-
telten Dehnungswerte, die aufgrund der endlichen Steifigkeit der Maschine zu hoch liegen,
hat einen eher qualitativen Charakter. Aus ihr kann jedoch der weitere Verlauf der exakten
Dehnung qualitativ extrapoliert werden. Abb. 71 a) zeigt eine schematische Spannungs-Deh-
nungskurve.

Um eine eventuelle Anisotropie der Werkstoffe zu tberpritfen, wurden bei gewalztem Aus-
gangsmaterial Zugproben parallel (,LT*) und senkrecht (,,TL“) zur Walzrichtung unter-
sucht. Im Falle des Kunststoffs Polycarbonat, bei dem die Extrudierrichtung des

Ausgangsmaterials nicht bekannt war, wurden zwei senkrecht zueinander orientierte Rich-



KAPITEL 6.2 - PRUFMETHODEN 103

a) A Dehnung aus Deh- Dehnung aus b) A Beginn der
nungsaufnehmer  Maschinenweg Fo- — — — Instablien
R, .[ Rissausbreitung
e d liert . Fw*-
xtrepo W, =TF ds
E (]
Dehnung € Durchblegung s
Uniaxialer Zugversuch Instrumentierter Kerbschlagblegeversuch

Abb. 71 Kennweﬂemzittiung a) im uniaxialen Zugversuch und
b) im instrumentierten Kerbschlagbiegeversuch (schematisch)

tungen festgelegt, bezeichnet mit ,,1“ und ,2“ und es wurden Zugproben in beiden
Richtungen der angelieferten Platte entnommen.

6.2.2 Instrumentierter Kerbschiaghiegeversuch

Es wurden instrumentierte Kerbschlagbiegeversuche an Standard-Charpy-Proben mit
V-Kerb, die der ASTM-Norm E 23 (Charpy Simple-Beam Impact Test Specimen, Type A)
[80] bzw. der DIN-Norm DIN EN 10045-1 [81] entsprechen, bei Schlaggeschwindigkeiten
zwischen 1 m/s und 5,5 m/s durchgefithrt. Auch dabei wird das Werkstoffverhalten als sprts-
de oder duktil klassifiziert, in diesem Fall unter dynamischen Bedingungen. Die instrumen-
tierte Schlagfinne ermdglicht eine Messung der Kraft wihrend des Schlagvorgangs, so dass
Kraft-Durchbiegungskurven ermittelt werden knnen. Die totale Kerbschlagarbeit W, und
die Kraft bei Initiierung der instabilen Rissausbreitung F;, werden daraus gem4 Abb. 71 b)
bestimmt. Hiufig wird aus dem Kurvenverlauf zusitzlich die Kraft bei Einsetzen der Voll-
plastifizierung des Ligaments, Fg,, bestimmt. Da im Rahmen dieser Untersuchungen diese
Kraft jedoch tendenziell die gleiche Information wie die einfacher und zuverlissiger zu er-
mittelnde Kraft Fy, liefert, wird hier auf die Bestimmung von F, verzichtet. Eine genauere
Beschreibung der Kerbschlagbiegeversuche befindet sich in Anhang E. Die Proben wurden
wiederum in zwei unterschiedlichen Orientierungen dem Plattenmaterial entnommen: Bei
gewalztem Ausgangsmaterial einerseits in TL-Lage, bei der der Kerb in Walzrichtung weist,
andererseits in LT-Lage, bei der der Kerb senkrecht zur Walzrichtung ausgerichtet ist (siche
Anhang E, Abb. 136). Die Polycarbonatproben wurden ebenfalls in zwei unterschiedlichen
zucinander senkrechten Orientierungen dem Plattenmaterial entnommen, wiederum be-
zeichnet mit ,,1* bzw. ,,2%.



6.3 Vergiitungsstahl 42 CrMo 4

6.3.1 Prinzipielle Eigenschaften

Bei dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 handelt es sich um einen Chrom-Molybdiin-Stahl fir
hohe Festigkeits- und Zihigkeitsanforderungen bei mittleren und groBen Vergiitungsquer-
schnitten [82]. Seine chemische Zusammensetzung in Gewichtsprozent ist in Tabelle 6 ge-

geben.
C Si Mn Cr Mo
0,41 0,3 0,7 1,1 0,2
Tabelle 6: Chemische Zusammensetzing des Vergiitungsstahls 42 CrMo 4 in Gew-%,

Rest Fe [82]

Ein Schwerpunkt seines Anwendungsgebietes liegt irn Bereich des Fahrzeug- und Motoren-
baus. So wird er etwa fir Getriebe- und Kurbelwellen verwendet. Seine mechanischen Ei-
genschaften werden durch eine Wirmebehandlung stark beeinflusst. Die im Rahmen dieser
Arbeit untersuchten Proben aus 42 CrMo 4 fur die hochdynamischen LECEI-Experimente
wurden einer solchen Wirmebehandlung unterzogen. Aufgrund der GréB8e der Proben konn-
te diese nicht vor Ort durchgefithrt werden, sondern wurde als Fremdarbeit bei der Hirterei
Reese, Bochum, in Auftrag gegeben. Es wurde folgende Wirmebehandlung des Werkstoffs
durchgefhrt: 1. Héirten bei 860 °C unter Schutzgasatmosph#re (2 Stunden), 2. Abschrecken
in 01, 3. Anlassen bei 160 °C (3 Stunden). Aufgrund der sehr niedrigen Anlasstemperatur ist
ein extrem hochfester und spréder Zustand des Werkstoffs nach der Wirmebehandlung zu
erwarten. Damit sollte eine mglichst groBe Neigung des Werkstoffs zur Rissausbreitung
eingestellt werden. Die Wiirmebehandlung fithrte auf eine Vickers-Hirte von typisch etwa
660 HV ;.

Um die Auswirkung der Wrmebehandlung auf die Werkstoffkennwerte zu erfassen, wurden
nicht nur Proben nach obiger Wirmebehandlung untersucht, sondern auch im Anlieferungs-
zustand (Vickers-Hirte: ca. 210 HVg) sowie (fiir die uniaxialen Zugversuche) nach einer
weiteren Wirmebehandlung, niimlich 1. Hirten bei 860 °C unter Schutzgasatmosphiire
(2 Stunden), 2. Abschrecken in Ol, 3. Anlassen bei 300 °C (3 Stunden) (Vickers-Hirte: ca.
580 HVp).

6.3.2 Uniaxiale Zugversuche
Typische aufgenommene Spannungs-Dehnungs-Kurven aus dem uniaxialen Zugversuch
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Abb. 72: Typische Spannungs-Dehnungskurven im uniaxialen Zugversuch am Verglitungs-
stahl 42 CrMo 4 nach Wirmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C (1), im Anlie-
Sferungszustand (2) und nach Warmebehandlung mit Anlassen bei 300 °C (3)

sind in Abb. 72 fitr den Werkstoff nach Wirmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C (1), im
Anlieferungszustand (2) sowie nach Wirmebehandlung mit Anlassen bei 300 °C (3) gemein-
sam in einem Diagramm dargestellt. Weitere Spannungs-Dehnungskurven befinden sich in
Anhang D, Die ermittelten Werkstoffkennwerte sind in Tabelle 7 filr beiderlei Probenorien-
tierungen eingetragen (siche unten).

Fiir den Werkstoff nach der Wirmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C ergibt sich ein sehr
sprides Verhalten mit einer hohen FlieBspannung und Zugfestigkeit und mit einer nur gerin-
gen Bruchdehnung. Im Anlieferungszustand findet man dagegen ein extrem duktiles Verhal-
ten mit deutlich niedrigeren Festigkeitswerten und einer sehr grofien Bruchdehnung. Die
Wirmebehandlung mit Anlassen bei 300 °C fithrt zu einem Zustand mit relativ hohen Festig-
keitswerten, die FlieBgrenze ist sogar beinahe ebenso hoch wie filr den Werkstoff nach An-
lassen bei 160 °C. Dennoch zeigt der Kurvenverlauf nach Einsetzen von plastischer
Verformung ein eher duktiles Verhalten. Dieser Zustand scheint dem vergliteten Zustand
nahe zu kommen, der sich durch gleichzeitig hohe Festigkeit und Zihigkeit auszeichnet.
Beim Vergleich zwischen LT- und TL-Proben kann eine nur sehr kleine Anisotropie des an- .
gelieferten Bleches festgestellt werden, welche sich zudem uneinheitlich bemerkbar macht.
Im gehiirteten Zustand nach Anlassen bei 160 °C zeigen Kurvenverlauf und Kennwerte eine
tendenziell hhere Duktilitit filr die TL-Proben, im Anlieferungszustand ist es gerade umge-
kehrt und nach der Wirmebehandlung mit Anlassen bei 300 °C kann keine Anisotropie fest-



gestellt werden. Im Folgenden wird eine Anisotropie des Werkstoffs daher nicht betrachtet.

6.3.3 Kerbschlaghiegeversuche

Instrumentierte Kerbschlagbiegeversuche wurden an dem Werkstoff nach der Wirmebe-
handlung mit Anlassen bei 160 °C sowie im Anlieferungszustand durchgefithrt. In Abb. 73
sind die entsprechenden charakteristischen Kraft-Durchbiegungsdiagramme dargestellt.
Eine groBere Auswahl von Kraft-Durchbiegungsdiagrammen ist in Anhang E gegeben. Die
Mittelwerte der bestimmten Kennwerte fiir alle Schlaggeschwindigkeiten sind in Tabelle 7

zusammengefasst (siche unten).

a)  FkN
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Abb. 73: 'Bypische Krqft-Durchbiegungskurven von Kerbschlagbiegeversuchen am Ver-
glitungsstahl42 CrMo 4 (Schlaggeschwindigkeit: vy = 3,5 m/s, Probenlage: TL)

a) nach Wdrmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C und
b) im Anlieferungszustand
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Abb. 74: Bruchfiliche ei;zer Cha;rpy-Probe aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 nach
Wérmebehandiung mit Anlassen bei 160 °C nach dem Kerbschlagbiegeversuch
Der Werkstoff nach Wirmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C zeigt sowohl anhand der
Kraft-Durchbiegungskurven (Abb. 73 a) als auch anhand der Beschaffenheit der Bruchfl-
chen (Abb. 74) ein sehr sprédes Verhalten. Die Kraft-Durchbiegungskurve ist abgesehen von
den tiblichen Oszillationen bis zum Bruch linear, der Bruch erfolgt bei einer geringen Durch-
biegung bei einem relativ hohen Kraftwert. Die von der Probe aufgenommene totale Kerb-
schlagarbeit ist gleichzeitig vergleichsweise klein, Sowohl die Kennwerte als auch die
Verliufe der Kraft-Durchbiegungskurve hiingen nicht signifikant von der Schlaggeschwin-
digkeit oder von der Lage der Probe ab. Die Bruchfliiche ist glatt, hat ein mattes Erschei-
nungsbild und es gibt charakteristische Scherlippen. In der Mitte der Bruchflichen sind
Spuren einer Delamellierung zu erkennen.
Um festzustellen, ob es eine Temperatur gibt, bei der ein charakteristischer Anstieg der
Kerbschlagarbeit von niedrigen Werten (,,Tieflage*) zu hohen Werten (,,Hochlage*) vor-
liegt, wurden zus#tzlich Kerbschlagbiegeversuche bei erhthter Probentemperatur durchge-
fihrt, Diese sind in Anhang E beschrieben. Ein ausgepriigter Unterschied der Daten
zwischen Raumtemperatur und 300 °C wurde jedoch nicht gefunden.
Der Werkstoff im Anlieferungszustand zeigt ein duktiles Verhalten. Der Kraft-Durchbie-
gungsverlauf (Abb. 73 b) ist bis zum Bruch stark gekritmmt, was auf eine starke Plastifizie-
rung der Probe vor Bruchinitiierung zuritckzuflihren ist. Der Bruch erfolgt bei einer grofien
Durchbiegung bei einer kleinen Kraft. Die von der Probe aufgenommene totale Kerbschlag-
arbeit ist relativ gro. Auffdllig ist hier der deutlich hthere Wert fiir die Proben in LT-Lage
gegenliber den Proben in TL-Lage, er steht jedoch in Ubereinstimmung mit der bereits im
uniaxialen Zugversuch gefundenen htheren Duktilitiit in LT-Lage. Eine Abh#ngigkeit der
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Abb. 75: Bruchfliche einer Charpy-Probe aus dem Vergiitungsstahl 42 CrMo 4.
im Anlieferungszustand nach dem Kerbschlagbiegeversuch

Kennwerte von der Schlaggeschwindigkeit ist hingegen nicht zu finden. Die in Abb. 75 ge-
zeigte typische Bruchfliche ist stark zerklitftet und weist deutliche Scherlippen auf, Aufier-
dem gibt es direkt am Anriss und am gegentiiberliegenden Rand der Bruchfliiche matte
Bereiche, die auf eine stabile Bruchausbreitung bzw. einen duktilen Restbruch hindeuten.

6.3.4 Bruchziihigkeit
Eine dynamische Bruchz#higkeit des Werkstoffs nach der Wirmebehandiung mit Anlassen

bei 160 °C wunrde durch Kerbschlagbiegeversuche an Proben in TL-Lage bestimmt. In An-
lehnung an die Rissgeometrie bei den durchgefithrien LECEI-Experimenten wird auch hier
die Bruchzihigkeit nicht fiir einen Ermiidungsanriss, sondern fir einen Riss mit endlichem
Rissspitzenradius, p = 125 gm, bestimmt. Sie wird daher mit K}, bezeichnet. Der Riss wur-
de ausgehend von der Kerbe der Charpy Probe bis zur Mitte der Probe (/W = 0,5) mit Hilfe
der Drahtschleifmaschine (siche Kap.5.3) eingebracht. Die Bruchziihigkeit wird aus der
Kraft Fy, bei Initiierung der instabilen Rissausbreitung zu K}; = 107, 4 MPaJm bestimmt,
Bei Uberpriifung der Gilltigkeit der durchgefiihrten Versuche nach der ASTM-Norm E 399
stellt man fest, dass die Riss- bzw. Ligamentlinge der Standard-Charpy-Probe um etwa einen
Faktor zwei zu klein war., Bs macht sich jedoch im Kraft-Durchbiegungsdiagramm keinerlei
Plastizitiit bemerkbar, es ist bis zum Bruch komplett linear (siche Anhang E). Zwar ist die
Belastungsrate im Kerbschlagbiegeversuch, etwa im Vergleich zu LECEI-Experimenten, re-
lativ gering, dennoch ist davon auszugehen, dass sie bereits einen verkleinernden Einfluss
auf den ermittelten Bruchzithigkeitswert sowie einen vergrdBernden Einfluss auf die FlieB-
spannung hat. Damit kann davon ausgegangen werden, dass der dynamisch ermittelte Bruch-
zdhigkeitswert K;d sinnvoll bestimmt wurde und dass er unterhalb des statisch ermittelten
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Bruchzihigkeitswertes K;c liegt.

6.3.5 Zusammenfassung
Die wesentlichen Eigenschaften und Kennwerte des Vergtitungsstahls 42 CrMo 4 sind in Ta-
belle 7 zusammenfassend fiir die unterschiedlichen Wirmebehandlungen dargestellt,

niaxialer Zugversuch] Kerbschlagbiegevers. | Bruchzihigk.

Wirmebehandlung § Lage {Verhal-| o, | 0,,, | Verhal-| W,, | Fy, | *
ten | MPa |MPa| tem | 1 | kN |K MPa./ma
. TL § duktil | 462 | 670 { dukdl | 36,7 | 18,3
keine -
LT {dukiil [ 448 | 658 { duktl | 48,7 | 18,6
860 °C, Abschr. in § TL ] sprid | 1491 | 2179 | sprod 1 =1074
101, Anl. bei 160 °C : 9,6 | 29,8

LT | sprd | 1665 | 2120 | sprid -

860 °C, Abschr. in | TL | duktl | 1549 | 1767 - - -
. by ;
OL, Anl. bei 300 °C LT {dukel | 1553 | 1753 ] - - - }
Tabelle 7: Mechanische Eigenschaften und Kennwerte des
Vergiitungsstahls 42 CrMo 4

Insgesamt ist festzuhalten, dass die Wérmebehandlung einen gro8en Einfluss auf den Werk-
stoff hat. Er erweist sich in dem Zustand nach Wirmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C,
der auch bei den Proben fur die LECEI-Experimente vorlag, als sehr.spréde und hochfest.
Nach der Wirmebehandlung mit Anlassen bei 300 °C ergeben sich fiir die Festigkeitswerte
ebenfalls sehr hohe Werte, das Verhalten ist dennoch etwas duktiler, im Anlieferungszustand
erweist sich der Werkstoff als extrem duktil.

Bei der Durchfithrung der Wirmebehandlungen der groBen LECEI-Proben in Fremdauftrag
ergaben sich Schwankungen der erzielten Hilrte zwischen einzelnen Lieferungen. Der oben
angegebene Wert der Vickers-Hirte von 660 HV 4y stellt einen Mittelwert dar, von dem die
Hiirte einer einzelnen Charge um bis zu +10% abweichen kann. Dies kinnte auf einen un-
sauber ausgefithrten Abschreckvorgang zurfickzufithren sein. Die Auswirkung dieser
Schwankung wird im Einzelfall nither diskutiert, Es ist allerdings sichergestellt, dass bei den
LECEI-Experimenten jeweils nur Ergebnisse von Experimenten an Proben gleicher Hérte
miteinander verglichen werden (siche Kap. 7.1.4). Die Rundzugproben sowie die Char-
py-Proben weichen in ihrer Hirte kaum vom oben genannten Mittelwert ab. Daher wird da-
von ausgegangen, dass die ermittelten Werkstoffkennwerte ebenfalls typische Mittelwerte
darstellen.



6.4 Aluminium Al 7075

6.4.1 Prinzipielle Eigenschaften
Bei der Aluminiumlegierung Al 7075 (Al1ZnMgCul,S) handelt es sich um einen Werkstoff,

der aufgrund seiner hohen Festigkeit bei gleichzeitiger Korrosionsbestiindigkeit und geringer
Massendichte bevorzugt im Flugzeugbau eingesetzt wird. Wegen der mit der hohen Festig-
keit einhergehenden relativ geringen Z#higkeit wird sie jedoch aus Sicherheitsgriinden we-
niger zur Konstruktion von Passagierflugzeugen als zum Bau von kleineren, anf besonders
hohe Geschwindigkeiten ausgelegte Flugzeuge verwendet. Die chemische Zusammensel-
zung von Al 7075 in Gewichtsprozent ist in Tabelle 8 gegeben. Der Werkstoff liegt im aus-
gehirieten Zustand T6 vor und wurde keiner weiteren Wirmebehandlung unterzogen.

Cu Mg Mn Si Fe Cr Zn Ti
12-20 | 21-29 | <03 | <04 | <05 [0,18-028]51-61| <02

Tabelle 8: Chemische Zusammensetzung der Alumininmlegierung A17075 in Gew-%,
Rest Al [69]

6.4.2 Uniaxialer Zugversuch

Der Werkstoff wurde bereits beziiglich seiner mechanischen Eigenschaften in der Arbeits-
gruppe fiir Experimentelle Mechanik an der Ruhr-Universitidt Bochum von Hiese in uniaxia-
len Zugversuchen sowohl in TL- als auch in LT-Lage charakterisiert [16]. Da die
Aluminiumproben, die im Rahmen dieser Arbeit im LECEI-Experiment getestet werden, ei-
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Abb. 76: Typische Spannungs-Dehnungskurve im uniaxialen Zugversuch
an der Aluminiumlegierung Al 7075 (T6)
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ner anderen Charge des angelieferten Werkstoffs entstammen, wurden nochmals uniaxiale
Zugversuche durchgeflihrt, die lediglich einem prinzipiellen Vergleich mit den fritheren
Messungen dienen. Sie wurden an Zugproben in LT-Richtung durchgefithrt. Die ermittelten
Kennwerte aus dem uniaxialen Zugversuch sind in Tabelle 9 zusammengefasst (siche unten).
Es ergibt sich der in Abb. 76 gezeigte Verlauf der Spannungs-Dehnungskurve. Der Werk-
stoff zeigt bei homogener, quasistatischer Belastung im Zugversuch ein groBes plastisches
Dehnungsvermtgen bei Uberschreiten der FlieBspannung, auch wenn die Einschniirdehnung
nicht sehr deutlich ist. Es ergeben sich hthere Festigkeitswerte als in der von Hiese geteste-
ten Charge. So betriigt die Fliefispannung 6z = 627 MPa, im Vergleich zu einer FlieBspan-
nung von O =533 MPa in der von Hiese untersuchten Charge. Bei letzterer ergab sich
auBlerdem ein leicht duktileres Verhalten der Proben in TL-Lage gegeniiber den Proben in
LT-Lage. Aus diesem Grunde wird auch hier vermutet, dass Zugproben in TL-Lage ein
leicht duktileres Verhalten mit geringeren Festigkeitskennwerten gegentiber den Proben in
LT-Lage liefern wiirden.

6.43 Kerbschlaghiegeversuch

Bei den durchgeftihrten Kerbschlagbiegeversuchen ergab sich eine signifikante Abhiingig-
keit der Kennwerte und der Verlidufe der Kraft-Durchbiegungskurven von der Probenlage.
Die Mittelwerte der Kennwerte fiir alle Schlaggeschwindigkeiten sind in Tabelle 9 sowohl
fitr die Proben in TL- als auch in LT-Lage zusammengefasst.

F, kN , EJ
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Abb. 77: Typische Kraft-Durchbiegungskurve eines Kerbschlagbiegeversuches an der
Aluminiumlegierung Al 7075 in TL-Lage (Schlaggeschwindigkeit: vo = 2,5 m/s)



Scherlippen

Bruchflache
Kerb

Abb. 78: Bruchflliche einer Charpy-Probe in TL-Lage aus der Aluminiumlegierung
Al 7075 nach dem Kerbschlagbiegeversuch

Eine typische an einer TL-Probe (Walzrichtung parallel zur Schlagrichtung) aufgenommene
Kraft-Durchbiegungskurve ist in Abb. 77 gegeben. Unter dynamischer Belastung der ge-
kerbten Probe zeigt sich ein sprodes Werkstoffverhalten, die Kraft-Durchbiegungskurve ist
bis zur Bruchinitiierung praktisch linear. Die in Abb. 78 gegebene Bruchfliiche ist glatt, hat
eine matte Struktur und charakteristische Scherlippen. Eine Abh#ingigkeit der Kraft bei
Bruchinititerung und die totale Kerbschlagarbeit hiingen nicht von der Belastungsgeschwin-
digkeit ab.

Beim Ubergang zu LT-Proben, bei denen die Walzrichtung senkrecht zur Schlagrichtung
liegt, zeigt sich ein besonderes Verhalten, Zuniichst ist in dem in Abb. 79 gezeigten Kraft-
Durchbiegungs-Diagramm bei dem durch den Bruch hervorgerufenen Kraftabfall eine
Zwischenstufe zu erkennen, die darauf hindeutet, dass sich beim Bruch der Probe zweierlei
Vorglinge abgespielt haben. Dies wird durch die Betrachtung der Bruchfliichen in Abb. 80
bestiitigt. Zunichst ist die herkdmmliche Bruchfliche sehr stark zerklilftet, es scheint, als
habe die Bruchflliche die Neigung, sich parallel zur Walzrichtung auszurichten. Auerdem
hat es zus#tzlich noch einen zweiten Bruchvorgang gegeben. Vom Kerbgrund ausgehend
gibt es einen Bruch, der sich senkrecht zur Schlagrichtnng ausgebildet hat. Ein solcher Bruch
muss sich aufgrund der Belastungsgeometrie unter mehr oder weniger Scherbedingungen
ausgebreitet haben. Die zugehdrige recht kleine Bruchfliiche weist eine dementsprechende
glinzend verschmierte Struktur und keinerlei Scherlippen auf. Die Ausbreitungsrichtung
dieses Scherversagens liegt exakt in Walzrichtung. Die Neigung zu Scherversagen erweist
sich in den durchgefithrten Kerbschlagbiegeversuchen als stark von der Belastungsge-
schwindigkeit abh#ngig. Wihrend bei einer groBen Belastungsgeschwindigkeit von
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Abb.79: Dypische Kraft-Durchbiegungskurve eines Kerbschlagbiegeversuches an der
Aluminiumlegierung Al 7075 in LT-Lage (Schlaggeschwindigkeit: vy = 2,5 m/s)
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Abb. 80: Bruchﬂlz'che (a) sowie Seitenansicht (b) einer Charpy-Probe in LT-Lage aus der
Aluminiumlegierung Al 7075 nach dem Kerbschlagbiegeversuch

vo = 5,5 m/s an einer LT-Probe ein deutliches Scherversagen beobachtet werden konnte,
wird dieser bei kleineren Belastungsgeschwindigkeiten kleiner und kann bei vy = 1 m/s we-
der im Kraft-Durchbiegungsdiagramm (sieche Anhang E) noch im Bruchbild entdeckt wer-
den.

Die ermittelten Kraftwerte bei Bruchinitiierung sind durch das Auftreten des Scherversagens
nicht beeinflusst, es ergibt sich praktisch der gleiche von der Belastungsgeschwindigkeit un-
abhiingige Wert wie filr die TL-Lage. Dagegen ergibt sich filr die totale Kerbschlagarbeit
eine sehr starke Beginflussung durch das Scherversagen. Sie ist damit auch stark von der
Schlaggeschwindigkeit abhiingig und ergibt sich zu W, = 4,2 J bei vy =1 m/s bis W, =7,3 ]
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bei vy = 5,5 m/s. Diese Abhtingigkeit erscheint schliissig, da bei hoher Schlaggeschwindig-
keit gleich zwei Brliche erzeugt werden, die mit einer Energicaufnahme verbunden sind,
wiihrend bei geringer Schlaggeschwindigkeit nur ein Bruch erfolgt.

Zur Bestimmung einer eventuellen Hoch- oder Tieflage wurden wie zuvor an den Stahlpro-
ben zusitzliche Kerbschlagbiegeversuche an TL-Proben bei erhthter Probentemperatur
durchgefithrt (siche Anhang E). In diesem Werkstoff zeigt sich eine Abh#ingigkeit sowohl
des Verlaufes der Kraft-Durchbiegungsdiagramme als auch der ermittelten totalen Kerb-
schlagarbeiten W, von der Probentemperatur. Bei einer Temperatur im Bereich von
Ty =200 °C ... 250 °C erfolgt ein Anstieg der totalen Kerbschlagarbeit von W, =3J auf
W,=91.

6.4.4 Bruchziihigkeit
Die Bruchzithigkeit von Al 7075 wurde von Hiese sowoh! unter Modus-I- als auch unter Mo-

dus-II-Belastung an Proben in TL- und LT-Lage bestimmt. Die Zug-Bruchz#higkeiten filr ei-
nen Ermudungsanriss betragen bei Proben in TL-Lage K, = 27 MPaJ/m, in LT-Lage
K;, = 30 MPa./m. Die Scherbruchzsthigkeiten ergeben sich fir TL-Proben zu
Ky = 40 MPa./m, fiir LT-Proben zu Ky = 44,4 MPa./m [16]. Da diese Bruchzithig-
keitswerte an Proben der Charge mit der geringeren FlieBspannung ermittelt wurden (siehe
oben), liegen im vorliegenden Werkstoff vermutlich tendenziell niedrigere Bruchzihigkeits-
werte vor, so dass die angegebenen Werte eine Obergrenze darstellen.

6.4.5 Zusammenfassung -
Die gefundenen Eigenschaften der Aluminiumlegierung Al 7075 (nach Wirmebehandiung
T6) sind inTabelle 9 zusammengestellt.

Uniaxialer Zugversuch | Kerbschlagbiegevers. | Bruchziihigk. | Anomalie

Lage Vel'hal- OF . O'm ’ IX) F u K Ic » K‘HC ’
Verhalten| .
ten | MPa | MPa | ¥ J | kN | Mpasm | Neigungzu

. : Scherversagen,
TL [ vermutl. leicht duktiler sprod 31 | 112 | 27 40 | insbesondere
als LT in Walzrich-
LT A spréd, | 4,2- tung
duktil | 627 | 662 12,0 30 44,4
Scherbr.2 | 7,3

Tabelle 9: Mechanische Eigenschaften und Kennwerte der Alumininmiegierung
Al 7075 nach Wirmebehandlung T6

a. Anteile von Scherversagen bei hoher Schlaggeschwindigkeit
b. stark von der Schlaggeschwindigkeit abhiingig
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Die in den Kerbschlagbiegeversuchen beobachtete Neigung des Werkstoffs zur Ausbildung
von Scherbriichen stellt eine bekannte Anomalie des Werkstoffs dar. So wurde bei quasista-
tischen Modus-II-Bruchzihigkeitsuntersuchungen von Hiese [16] und anderen Forschern
[83,84] eine Rissausbreitung von der Spitze des Anrisses nicht unter einem Winkel von -70°
zum Ligament, so wie es gemil dem Kriterium der maximalen Tangentialspannung nach
Gl. (27) zu erwarten wire, sondern unter sehr kleinen Winkeln zum Ligament beobachtet. Es
erfolgt somit ein Scherversagen, dessen Bruchfliiche zumindest augenscheinlich nicht von
der Oberfliiche eines adiabatischen Scherbandes (siehe Abb. 30) zu unterscheiden ist. Insbe-
sondere bei Modus-II-Belastungen von Anrissen, die in Walzrichtung des Werkstoffs liegen,
findet man eine besonders exakte Ausrichtung des Scherversagens in Ligament- und damit
in Walzrichtung [85]. Diese Neigung zu Scherversagen, insbesondere bei Versagensausbrei-
tung in Walzrichtung, deutet auf eine mgliche Anisotropie der gewalzten Aluminiumlegie-
rung Al 7075 hin.

Die Mdglichkeit einer Scherlokalisierung in aushirtbaren Aluminiumlegierungen unter qua-
sistatischen Bedingungen wurde bereits in Kap. 2.3.1 erwithnt und wird in Kap. 7.3.3 einge-
hender behandelt.

6.5 Polycarbonat

6.5.1 Prinzipielle Eigenschaften

Der transparente Kunststoff Polycarbonat ist auch unter den Handelsbezeichungen ®Makro-
lon (Bayer) oder ®Lexan (General Electric Plastics) bekannt. Sein chemischer Aufbau ist in
Abb. 81 gegeben. Seine hohe Festigkeit und Hiirte bei gleichzeitig guten optischen Bigen-
schaften bedingen sein vielfltiges Anwendungsgebiet, welches von Geh#usen aller Art bis
hin zu Lichtleitern fithrt. Er gilt gleichzeitig als besonders schlagzih, so dass er sehr hiufig
fir Sicherheitsverglasungen, Schutzabdeckungen und Schutzschilde aller Art verwendet
wird [79].
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Abb. 81: Chemischer Aufbau des Kunststoffs Polycarbonat; aus: [79]
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Abb. 82: Typische Spannungs-Dehnungskurve im uniaxialen Zugversuch an Polycarbonat

6.5.2 Uniaxiale Zugversuche

In Abb. 82 ist eine typische Spannungs-Dehnungskurve des Kunststoffs Polycarbonat im
uniaxialen Zugversuch gezeigt. Es ergibt sich qualitativ ein extrem duktiles Verhalten. In
Analogie zu metallischen Werkstoffen wird eine FlieBspannung 6, die der 0,2%-Dehngren-
ze Ry 5 entspricht, ermittelt. Dies ist aufgrund des nicht genau eingrenzbaren elastischen Be-
reiches schwierig und mit einer gewissen Unsicherheit verbunden. Die zu ermittelnden
Werkstoffkennwerte hiingen nicht von der Lage der Probe, 1 oder 2, ab. Sie sind in Tabelle
10 angegeben. Nach Erreichen der maximalen Streckspannung filit die Spannung wieder auf
ein niedrigeres Niveau zuriick und bildet dort ein lang ausgepriigtes Plateau, was einem ex-
trem verstreckbaren Verhalten des Werkstoffs entspricht.

6.5.3 Kerbschiagbiegeversuche

Eine typische Kraft-Durchbiegungskurve im instrumentierten Kerbschlagbiegeversuch an
Polycarbonat ist in Abb. 83 gegeben. Fiir die zu ermittelnden Kennwerte ergibt sich keine
Abh#ngigkeit von der Belastungsgeschwindigkeit oder von der Probenlage. Ihre Mittelwerte
sind in Tabelle 10 angegeben. Unter der dynamischen Belastung beim Kerbschlagbiegever-
such zeigt sich filr Polycarbonat sowohl im Kraft-Durchbiegungsdiagramm als auch anhand
der Phdnomenologie der Bruchflichen ein komplett sprides Verhalten und damit ein gegen-
sitzliches Verhalten im Vergleich zu den uniaxialen Zugversuchen. Abgesehen von den tib-
licherweise auftretenden Oszillationen liegt bis zum Bruch ein komplett linearer
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Abb. 83: Typische Kraft-Durchbiegungskurve eines Kerbschlagbiegeversuches an Poly-
carbonat (Schlaggeschwindigkeit: vy = 1 m/s, Probenlage: TL)

3L

Abb. 84: Bruchfldche einer Charpy-Probe aus Polycarbonat nach dem
Kerbschlagbiegeversuch

Zusammenhang vor, eine Plastifizierung ist nicht zu beobachten. Die in Abb. 84 gezeigte ty-
pische Bruchfliiche ist glatt und weist praktisch keine Scherlippen auf.

6.5.4 Bruchziihigkeit

Der Literaturwert der Bruchz#higkeit von Polycarbonat betrigt fir einen Ermildungsanriss
K;, = 3,54 MPaJ/m und filr einen Auriss, der durch das Eindrlicken einer Rasierklinge er-
zeugt wurde, zwischen X;, = 3,56 MPa/m und X,, = 3,80 MPa./m [78].




6.5.5 Zusammenfassung .
Die wesentlichen Eigenschaften und Kennwerte des Kunststoffs Polycarbonat sind in Tabel-

le 10 zusammenfassend dargestellt.

Uniaxialer Zugversuch| Kerbschlagbiegevers. | Bruchzghigk. Anomalie
Lagef Verhal- o, | ©,,, |Verhal-| W,, | Fy,, ;. » MPa.Jm duku'l-zu-sprtsfi.
tetn | MPa |MPa} tem | J | kN Ubergang bei
- steigender Bela-
1/2} duktil | 48,1 | 64,5 | sprdd | 0,62 | 1,1 | 3,54...3,80 stungsgeschw.

Tabelle 10: Mechanische Eigenscheaften und Kennwerte des Kunststoffs Polycarbonat

Es wurde ein Ubergang des Werkstoffverhaltens von einem extrem duktilen Verhalten im

uniaxialen Zugversuch zu einem extrem spriden Verhalten im Kerbschlagbiegeversuch ge-
funden. (Dieser Ubergang ist dabei viel signifikanter als etwa in der Alumininmlegierung
Al17075.)
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7 Ergebnisse

7.1 Dynamisches Scherversagen im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 und in
der Aluminiumlegiernng Al 7075

7.1.1 Vorbemerkungen

Es wurde eine Vielzahl von hochdynamischen LECEI-Experimenten an Proben aus dem
Verglitungsstahl 42 CrMo 4 und aus der Aluminiumlegierung Al 7075 durchgefithrt. Zur Er-
fassung des dynamischen Spannungsintensititsfaktors wird das in Kap. 4.2.2 eingefilhrte
Dehnungsmessstreifenverfahren verwendet. Die Stahlproben wurden durch Aufschlagkor-
per aus gehiirtetern C60-Stahl und die Aluminiumproben durch Aufschlagktrper aus Alumi-
nium mit Schlaggeschwindigkeiten im Bereich von v = 20 m/s bis vy = 100 m/s belastet. Es
wurden Stahlproben mit Rissspitzenradien p = 125 pm und p = 0,5 mm sowie Aluminium-
proben mit einem Rissspitzenradius von p = 125 um untersucht.

Bei der Wirmebehandlung der Stahlproben gehdrten die Proben mit einem Rissspitzenradius
von p = 125 um zu einer anderen Lieferung als die Proben mit einem Rissspitzenradius von
p = 0,5 mm. Dadurch weisen die Proben mit unterschiedlichem Rissspitzenradius auch un-
terschiedliche Hérten anf. Die Vickers-Hirten der Proben mit einem Rissspitzenradius von
p =125 pum betragen etwa 725 HV3,, wihrend die der Proben mit p = 0,5 mm auf einen Wert
um 600 HV 3 abfallen. Die innerhalb jeweils einer Versuchsreihe beobachteten Versagens-
mechanismen und die ermittelten Versagenskennwerte sind jedoch miteinander vergleich-
bar.

Da in die Stahl- und Aluminiumproben keine Ermiidungsanrisse eingebracht wurden, son-
dern Risse mit endlichem Rissspitzenradius, stellen die daran ermittelten Bruchzihigkeits-
werte keine streng glittigen Bruchzihigkeitswerte dar. Sie werden daher nicht mit X,
sondern mit K;,d bezeichnet. Je nach Verhiltnis des Rissspitzenradius zum Radius der pla-
stischen Zone eines Materials knnen die ermittelten Bruchziihigkeitswerte signifikant gré-
Ber sein als die an Ermtdungsanrissen ermittelten [86]. Im Rahmen dieser Arbeit steht
jedoch nicht die exakte Bestimmung von Bruchz4higkeitswerten i Vordergrund, sondern
die Ermittlung des prinzipiellen Verlaufs der Versagenskennwerte fur die verschiedenen
Versagensmechanismen in Abh#ingigkeit der Belastungsrate. Nach Kap. 2.4, Abb. 31 wirkt
sich der Rissspitzenradius auerdem auf die Grenzgeschwindigkeit bzw. Grenzbelastungsra-
te, bei der der Ubergang zwischen Versagen durch Zugrisse und Versagen durch adiabati-
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sche Scherbdnder erfolgt, aus. Der Einfluss des endlichen Rissspitzenradius im Rahmen
dieser Untersuchungen wird in Kap. 7.3 niher behandelt und diskutiert.

In Kap. 5.3 wurden fiir die Proben aus dem Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 und aus der Alumi-
niumlegierung Al 7075 zuliissige Zeitfenster angegeben, innerhalb derer Versagen an der
Rissspitze eintreten muss, so dass die bestimmten Versagenskennwerte gliltig sind. Bei den
Experimenten wurde in mehreren Fillen anhand der Dehnungsmessstreifensignale und der
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen eine Verletzung dieser Bedingung festgestellt. Ein Versa-
gen trat dabei erst weit auBerhalb des zuldssigen Zeitfensters auf, nimlich nachdem die in die
Probe induzierte Welle die Probe bereits mehrmals durchlaufen hat. Ein Beispiel fiir ein sol-
ches Spitzeitversagen ist in Anhang F anhand von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen doku-
mentiert. Im Folgenden werden nur Ergebnisse vorgestellt, bei denen Versagen innerhalb des
zuliissigen Zeitfensters auftrat.

Es gab zwei Stahlproben von reduzierter Dicke, d = 10 mm. Mit ihnen wurde iberpriift, ob
die Ergebnisse durch die Probendicke beeinflusst werden. Ein solcher Einfluss wurde nicht
beobachtet.

7.1.2 Beobachtete Versagensmechanismen
7.1.2.1 Vergitungsstahl 42 CrMo 4, Rissspitzenradius o = 125 um
Bei Variation der Schlaggeschwindigkeit wird in Proben mit einem Rissspitzenradius von
p =125 pm ein Wechsel zwischen zwei signifikant unterschiedlichen Versagensmechnis-
men gefunden.
Bei niedrigen Schlaggeschwindigkeiten bis zu vy = 30 m/s wird ein Versagen der Proben
durch einen Zugriss unter einem Winkel von -70° zum Ligament beobachtet. Eine Probe
nach Versagen durch einen Zugriss ist in Abb. 85 gegeben. Die zugehtirige Bruchfliche ist
in Abb. 86 dargestellt. Sie weist die fiir einen Riss unter Zugbedingungen typischen Merk-
male auf, nimlich eine matte Oberflichenstruktur sowie am Rand charakteristische Scher-
lippen, die etwa dieselbe Gr8Be haben wie die Scherlippen, die bei den
Kerbschlagbiegeversuchen gefunden wurden (Abb. 74), In der Mitte der Bruchfliiche sind
wie bei den Kerbschlagbiegeversuchen Spuren einer Delamellierung zu finden, die mgli-
cherweise durch den Walzvorgang hervorgerufen wurde.

obe Sc indigkeit:
Beim Ubergang zu Schlaggeschwindigkeiten oberhalb von vy = 30 m/s wird ein Wechsel im
Versagensverhalten beobachtet. Versagen erfolgt in diesem Falle durch Ausbildung adiaba-




Abb. 85: Probe aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 mit Zugriss unter -70° zum Ligament,
Rissspitzenradius p = 125 pm, Schlaggeschw. vy = 28,9 m/s

3

Abb, 86: Bruchfldiche eines Zugrisses im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4

tischer Scherbiinder, die sich etwa in Richtung des Ligaments ausbreiten, Eine genanere Be-
trachtung zeigt, dass die Ausbreitungsrichtung der adiabatischen Scherbiinder etwas zu
positiven Winkeln zum Ligament geneigt ist. Damit entspricht der beobachtete Versagens-
mechanismus vollig der von Kalthoff gefundenen Ausbreitung adiabatischer Scherbinder
bei hochdynamischer Scherbelastung von Rissen [2,3]. Es wurden adiabatische Scherbinder
mit einer Linge bis etwa 30 mm erzeugt. Abb. 87 zeigt eine Probe nach Versagen durch ein
adiabatisches Scherband.

Die Oberfliche eines adiabatischen Scherbandes ist in Abb. 88 gegeben. Sie weist die fur
adiabatische Scherbdnder typischen Charakteristika auf (vgl. Kap. 2.4): Sie hat eine glénzen-
de, in Ausbreitungsrichtung verschmierte Oberfléchenstruktur und es gibt keinerlei Scherlip-
pen an ihren Riindern. Auffdllig ist anflerdem, dass das adiabatische Scherband am Rand der
Probe um etwa 2 mm l4nger gelaufen ist als in der Mitte der Probe. Dieses Verhalten wurde
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Spétzltversagen

adiabatisc
hed

Abb. 87: Probe aus dem Vergiltungsstahl 42 CrMo 4 nach Versagen durch ein adiabati-
sches Scherband, Rissspitzenradius p = 125 um, Schlaggeschw. vo = 56,3 m/s

Abb. 88: Oberflliche eines adiabatischen Scherbandes im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4

generell bei Versagen durch adiabatische Scherbinder gefunden.
Insgesamt kann hier der von Kalthoff gefundene Wechsel im Versagensverhalten von Zug-
rissen zu adiabatischen Scherbiindern bei Steigerung der Schlaggeschwindigkeit bestitigt

werden.

Da in den Versuchien an Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 125 um innerhalb des
zuliissigen Zeitfensters Versagen durch Zugrisse relativ selten im Vergleich zu Versagen
durch adiabatische Scherbnder gefunden wurde, wurden weitere Versuche an Proben mit
einem Rissspitzenradius von p=0,5 mm durchgefithrt. Eine solche VergréBerung des
Rissspitzenradius sollte nach Kap. 2.4, Abb. 31 zu einer Erh8hung der Grenzgeschwindig-




keit fithren, unterhalb derer Versagen durch Zugrisse und oberhalb derer Versagen durch
adiabatische Scherbtinder erfolgt.

iedrige chwindigkeit:

Bei niedrigen Schlaggeschwindigkeiten bis etwa vg = 34 m/s wird ein Versagen durch einen
Zugriss unter -70° zum Ligament gefunden. Eine entsprechende Probe zeigt Abb. 89. Die
Bruchfliche gleicht voll und ganz der in Abb. 86 gezeigten.

oh chwindigkeit:
Oberhalb einer Schlaggeschwindigkeit von etwa 31 m/s wird Versagen der Proben durch

o z
3 7 25
o Sl > FETse S

Abb. 89: Probe aus dem Vergiltungsstahl 42 CrMo 4 mit Zugriss unter -70° zum Ligament,
Rissspitzenradius p = 0,5 mm, Schlaggeschw. vg = 31,1 m/s

adiabatisches
_Scherband

sches Scherband, Rissspitzenradius p = 0,5 mm, Schlaggeschw. vy = 49,0 m/s
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adiabatische Scherbiinder gefunden. Diese breiten sich ttber eine kiirzere Distanz aus als die
in den Proben mit kleinerem Rissspitzenradius erzeugten adiabatischen Scherbéinder, nim-
lich nur bis etwa 7mm. In Abb. 90 ist eine Probe mit einem Rissspitzenradius von
p =0,5 mm nach Versagen durch ein adiabatisches Scherband dargestellt. Es wird also wie-
derum der Wechsel im Versagensverhalten von Rissen zu adiabatischen Scherbindern ge-
funden. Die Grenzgeschwindigkeit ist in diesem Falle nicht scharf wie bei p = 125 um. Sie
liegt fir p=0,5 mm im Mittel bei etwa 32,5 m/s und damit nur leicht ttber 30 m/s fir
p=125 ym.

) egierung Al 7075, Rissspitzenradius g = 125 ym

Bei allen durchgefithrten LECEI-Experimenten an Proben aus der Aluminiumlegierung
Al 7075 wurde ein Versagen durch adiabatische Scherbénder gefunden. Ein Versagen durch
Zugrisse unter -70° zum Ligament wurde, auch auBerhalb des zuldssigen Zeitfensters, nie ge-
funden. Die adiabatischen Scherb4nder weisen eine Litnge von bis zu etwa 8 mm auf und
breiten sich exakt in Richtung des Ligaments aus. Eine leichte Neigung gegeniiber dem Li-
gament wie im Falle des Vergiitungsstahls 42 CrMo 4 kann in diesem Werkstoff nicht ge-
funden werden. Es sei hier daran erinnert, dass alle Proben in TL-Lage, d.h. mit der
Anrissrichtung in Walzrichtung, dem Ausgangsmaterial entnommen wurden. Das gefundene
Werkstoffverhalten bestitigt somit die bereits in Kap. 6.4 angesprochene Neigung dieser
Aluminiumlegierung zu Scherversagen, insbesondere dann, wenn sich dieses in Walzrich-
tung ausbreitet. Dieses besondere Werkstoffverhalten dieser Aluminiumlegierung wird in
Kap. 7.3.3 n#her diskutiert.

{ adiabatisches
Scherband adiabatisches

Scherband

Y

N S y ";ﬁ
Spétzeltversagen |

nachtragl.
Ségeschnitt £
Abb. 91: Probe aus der Aluminiumlegierung Al 7075 nach Versagen durch
ein adiabatisches Scherband, Schlaggeschw. vy = 78,9 m/s
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Abb. 92: Oberfliiche eines adiabat. Scherbandes in der Aluminiumlegierung Al 7075

Eine Probe nach Versagen durch ein adiabatisches Scherband ist in Abb. 91 gegeben. Die
entsprechende Oberfliiche eines adiabatischen Scherbandes ist in Abb. 92 dargestellt. Sie
weist die fir ein adiabatisches Scherband charakteristische glinzende, in Ausbreitungsrich-
tung verschmierte Struktur auf, Es sind keinerlei Scherlippen vorhanden.

1.1.24 Spitzeitversagen

Sowohl im Verglitungsstahl 42 CrMo 4 als auch in der Aluminiumlegierung Al 7075 erfolgt
nach der Ausbreitung adiabatischer Scherbiinder noch ein Spitzeitversagen, welches, wie in
Anhang F gezeigt wird, sehr weit auBerhalb des zuliissigen Zeitfensters stattfindet und somit
unter dem Einfluss reflektierter Wellen steht, Es wird in diesem Zusammenhang nicht weiter
betrachtet.

7.1.3 Dynamische Erfassung des Spannungsintensitiitsfaktors Ky, (f) und des Versagens
Der zeitliche Verlauf des Modus-II-Spannungsintensititsfaktors wihrend der Rissbela-
stungsphase im LECEI-Experiment wird gem#fl Kap. 4.2.2 aus den durch die Dehnungs-
messstreifen DMS 1 und DMS 2 gemessenen Signale bestimmt. Die Interpretation der
gefundenen Ergebnisse wird zus#tzlich durch Korrelation mit Hochgeschwindigkeitsaufnah-
men abgesichert. Im folgenden werden fiir die untersuchten Werkstoffe und Rissspitzenradi-
en Beispiele fir gefundene Signalverliufe und zugehtrige Hochgeschwindigkeitsauf-
nahmen vorgestellt. Dabei ist zu beachten, dass der dynamische Spannungsintensititsfaktor
nur bis zum Zeitpunkt der Initiierung des Versagens korrekt durch die Dehnungsmessstreifen
bestimmt werden kann. Nach Versagensinitiierung gilt aufgrund der sich von diesem Zeit-
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punkt an #ndernden geometrischen Randbedingungen nicht mehr der im Kalibrierversuch er-
mittelte Zusammenhang zwischen gemessener Dehnung und anliegendem
Spannungsintensititsfaktor gem#B8 Gln. (79) bis (82).
* 1.1.3.1 Vergiitungsstahl 42 CrMo 4, Rissspitzenradius p = 125 um

e ch iss:
Abb. 93 zeigt die aus den Dehnungsmessstreifen ermittelten Werte des dynamischen Span-
nungsintensititsfaktors in Abh#ingigkeit der Zeit. Da zwei Dehnungsmessstreifen zur Mes-
sung des Spannungsintensitiitsfaktors benutzt wurden, werden zwei Verliufe des
Spannungsintensitiitsfakors ermittelt. Der Zeitnullpunkt wird auf den Beginn der Rissspit-
zenbelastung gelegt, wie er aus den Dehnungsmessstyeifensignalen zu bestimmen ist.
In der Rissbelastungsphase ergibt sich ein praktisch linearer Anstieg des Spannungsintensi-
titsfaktors in der Zeit, aus dem sich direkt die Belastungsrate X ; bestimmen lisst. Oszilla-
torische Uberlagerungen sind, #hnlich wie bei den von Kalthoff dokumentierten
Experimenten (siehe Abb. 53), kaum zu erkennen. .
In Kap. 4.2.2.4 wurde auf die Mglichkeit hingewiesen, dass das Dehnungsmessstreifenver-
fahren zur Bestimmung von Modus-II-Spannungsintensititsfaktoren durch Plastifizierungs-
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Abb. 93: Zeitliche Entwicklung des Modus-1I-Spannungsintensitéitsfaktors, bestimms
durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2, bis zum Versagen der
Probe aus 42 CrMo 4 durch einen Zugriss, Rissspitzenradius p = 125 pm



effekie an der Rissspitze negativ beeinflusst werden kann. Diese Effekte mitssten auf das
Debnungsmessstreifensignal einen vergrsBernden Effekt haben und sich bei DMS 1 stiirker
und bereits bei geringeren Werten des Spannungsintensititsfaktors auswirken als bei
DMS 2. Ein solches Verhalten der beiden Dehnungsmessstreifensignale wird jedoch in kei-
ner Phase der Rissbelastung beobachtet, so dass davon ausgegangen werden kann, dass das
Verfahren eine korrekte Bestimmung des Spannungsintensititsfaktors gewthrleistet.

Der Signalverlauf in Abb. 93 weist ab einem Zeitpunkt von etwa ¢ = 28 ps einen deutlichen
Abfall auf, Dies wird auf die Initiierung des Zugrisses unter -70° zurtickgefithit, dessen
Rissspitze sich nach der Initiierung von den Dehnungsmessstreifen wegbewegt. Gemi8 der
Uberlegungen in Kap.4.2.2.6, Abb. 48 fithrt dies zu einer Verminderung der durch die Deh-
nungsmessstreifen gemessenen Dehnungen ab dem Zeitpunkt der Zugrissinitiierung. In
Abb. 94 ist die zum gezeigten Signalverlauf gehdrige Serie von Hochgeschwindigkeitsauf-
nahmen schattenoptischer Kapstiken gegeben. Bei der Aufnahme in Reflexionsanordnung
ist nur derjenige Bereich der Probe sichtbar, der durch das in Kap. 5.3 beschriebene Verfah-
ren verspiegelt wurde (rauicnft}rmiger Bereich, z.B. in Abb. 85). Man erkennt, dass sich zu-
niichst im Zeitraum bis etwa £ = 27 pus an der stationiren Rissspitze eine Belastung aufbaut.
Die Rissinitiierung findet in einer Zeit vor ¢ = 35 s statt, da bei der Zeit ¢ = 35 us bereits eine

deutliche Verlagerung der Rissspitze in einer Richtung von etwa -70° zum Ligament zu be-
obachten ist. Ob Rissinitiierung bereits bei £ = 27 us vorliegt, ist schwierig zu beurteilen. Bei
t =99 us ist der Zugriss durch die gesamte Probe gelaufen. Durch Vergleich mit den gemes-

; =09 us

Abb. 94: Serie hgeschwindigkeits schattenoptischer Kusn wiih-
rend eines Experimentes an einer Probe aus 42 CrMo 4 mit Versagen durch
einen Zugriss unter -70° zum Ligament, 0 = 125 um, vg = 28,9 m/s
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senen Signalverlidufen in Abb. 93 lisst sich feststellen, dass die Signalverldufe streng mit
dem Versagensverhalten der Probe korreliert sind und dass der Zeitpunkt des Beginns des
Signalabfalls als Initiierungszeitpunkt des Zugrisses identifiziert werden kann. Er liegt in
diesem Falle, aus den Dehnungsmessstreifensignalen bestimmt, bei ¢ = 29 ys und damit noch
innerhalb des filr die Experimente mit dem Vergtitungsstahl 42 CrMo 4 zulissigen Zeitfen-
sters von 30,7 us (siehe Kap. 5.3).

Mit Kenntnis des Initiierungszeitpunktes kann neben der Belastungsrate K ;1 2uch der Ver-
sagenskennwert, also in diesem Falle die dynamische Scherbruchz#higkeit K;,d, bestimmt
werden. Sie kann in der in Abb. 93 gezeigten Art und Weise aus dem Signalverlauf ermittelt
werden. Da zwei Signalverldufe bestimmt werden, ergeben sich jeweils zwei Werte fiir die
Belastungsrate und die dynamische Scherbruchzithigkeit, die im Folgenden gemittelt werden
und deren Abweichung voneinander in Diagrammen gegebenenfalls durch Fehlerbalken dar-
gestellt werden.

ersagen ein adiabatisch d:

Abb. 95 zeigt typische zeitliche Verliufe des durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und
DMS 2 gemessenen Spannungsintensititsfaktors bei Versagen der Probe durch ein adiabati-
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Abb. 95: Zeitliche Entwicklung des . Modus-11-Spannungsintensitdtsfakiors, bestimmt
durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2, bis zum Versagen der Probe
aus 42 CrMo 4 durch ein adiabat. Scherband, Rissspitzenradius p = 125 um




sches Scherband, welches sich in diesem Falle tiber eine relativ groe Distanz von etwa
30 mm ausgebreitet hat. Man erkennt zuniichst wieder einen praktisch linearen Anstieg des
Spannungsintensititsfaktors in der Zeit, aus dem direkt die Belastungsrate bestiromt werden
kann. Einfliisse von Plastizitit, die die Anwendbarkeit des Dehnungsmessstreifenverfahrens
beeintrichtigen k8nnten, sind in der Belastungsphase nicht auszumachen, der Verlauf ist bei
beiden Signalen gleichermaBen linear.

Zu einem Zeitpunkt von etwa f = 22 us ist ein deutliches Abknicken des Messsignals nach
oben zu beobachten. Dies ist auf die Initiierung eines adiabatischen Scherbandes zurlickzu-
fuhren, dessen Spitze sich mehr oder weniger auf die Dehnungsmessstreifen zubewegt und
damit gemiB der in Kap. 4.2.2.6 angesteliten Uberlegungen zu einem Anstieg der gemesse-
nen Signale fihrt. Diese Interpretation des Messsignals wird unterstiitzt durch Hochge-
schwindigkeitsaufnahmen, die wihrend des Experimentes mit direkter Fokussierung auf die
Probe aufgenommenen wurden, siche Abb. 96. Obwohl die Qualitiit der Aufnahmen durch
vorhandene Luftdruckschwankungen und durch die Wellenausbreitungsvorginge in der Pro-
be beeintriichtigt ist, liisst sich eine Schattenfigur erkennen, die sich ab £ =29,5 us von der
Rissspitze ausgehend in Richtung des Ligaments ausbreitet. Die Spitze der Schattenfigur ist
in Abb. 96 durch Pfeile gekennzeichnet. Dieser Schattenfigur wird das laufende adiabatische
Scherband zugeordnet. Die Schattenfigur entsteht dadurch, dass Lichtstrahlen bei einer star-
ken Deformation der spiegelnden Oberfliche bei der gegebenen Objektivapertur und dem
grofien Abstand zwischen Probe und Kamera aus dem Objektiv herausgelenkt werden, was
zu dunklen Bereichen auf den Hoechgeschwindigkeitsaufnahmen auch bei direkter Fokussie-

Abb, 96: Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen bei direkter Fokussierung auf die
Probe wiihrend eines Experimentes an einer Probe aus 42 CrMo 4 mit Versagen
durch ein adiabatisches Scherband, p = 125 um, vy = 56,3 m/s
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rung auf die Probe fithren kann. Anhand der sich ausbreitenden Schattenfigur liisst sich die
Initiierung des adiabatischen Scherbandes auf einen Zeitpunkt im Bereich von etwa 20 ps bis
25 ps zuriickextrapolieren. Ob das adiabatische Scherband bereits auf der Aufnahme bei
t=21,5 ps vorhanden ist, kann nicht entschieden werden. Somit sind auch bei Versagen
durch ein adiabatisches Scherband die gefundenen Dehnungsmessstreifensignalverliufe
streng mit dem Versagen der Probe korreliert, so dass der Initiierungszeitpunkt des Versa-
gens identifiziert werden kann. In diesem Falle erfolgt das Versagen zu einem aus den Deh-
nungsmessstreifensignalen bestimmten Zeitpunkt von etwa ¢ = 22 pus und somit deutlich
innerhalb des zuldssigen Zeitfensters. Der Versagenskennwert, d.h. die dynamische Scher-
bruchzshigkeit K}, , diesmal bei Versagen durch ein adiabatisches Scherband, kann aus den
gemessenen Signalverliufen gemiB Abb. 95 bestimmt werden.

7132 Vergiitungsstahl 42 CrMo 4, Rissspitzenradius p = 0.5 mm

Versagen durch Zugriss:

In Abb. 97 ist ein typischer Dehnungsmessstreifensignalveriauf bei Versagen einer Probe
mit p = 0,5 mm durch einen Zugriss gegeben. Abb. 98 zeigt die zugehdrige Serie von Hoch-
geschwindigkeitsaufnahmen. Deutlich ist zu erkennen, dass sich vor ¢ = 29 s eine Rissspit-
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Abb. 97: Zeitliche Entwicklung des Modus-II-Spannungsintensititsfaktors, bestimms

durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2, bis zum Versagen der
Probe aus 42 CrMo 4 durch einen Zugriss, Rissspitzenradius p = 0,5 mm




Abb. 98: Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen schastenoptischer Kaustiken

wdhrend eines Experimentes an einer Probe aus 42 CrMo 4 mit Versagen
durch einen Zugriss unter -70° zum Ligament, p = 0,5 mm, vy = 31,1 m/s

zenbelastung aufbaut und danach die Rissausbreitung stattfindet, Die Initiierung des
Versagens Isst sich somit aunf einen Zeitpunkt kurz vor ¢ = 30 ps zurlickextrapolieren. Die-
ser Befund steht in sehr guter Ubereinstimmung mit dem deuttichen Abfall des gefundenen
Dehnungsmessstreifensignals. Auch hier kdnnen die Belastungsrate und die dynamische
Scherbruchziihigkeit aus dem Signalverlauf bestimmt werden.
en ein adiabati sand;

Ein typischer zeitlicher Verlauf der durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2 er-
mittelten Werte des Spannungsintensititsfaktors ist in Abb. 99 gegeben. Eine Absicherung
des Initiierungszeitpunktes des adiabatischen Scherbandes anhand von Hochgeschwindig-
keitsaufnahmen ist in diesem Falle nicht méglich, da sich die adiabatischen Scherb4nder all-
gemein in Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm nur tiber eine sehr kurze
Distanz ausbreiten (siche Kap. 7.1.2.2) und daher auf den Aufnahmen nicht zu erkennen
sind. Aufgrund der Erkenntnisse, die durch Hochgeschwindigkeitsaufnahmen an den Proben
mit kleineren Rissspitzenradien (siehe oben) und an den Aluminiumproben (siehe unten) ge-
wonnen werden, kann jedoch fest davon ausgegangen werden, dass die gegebene Interpreta-
tion des Dehnungsmessstreifensignals richtig ist.

Im Vergleich zum gefunden Signalverlauf bei einer Ausbreitung eines adiabatischen Scher-
bandes tiber die relativ grofle Distanz von etwa 30 mm (Abb. 95) ist beim Versagen tiber eine
kitrzere Distanz, in diesem Falle nur etwa 7 mm, ein qualitativer Unterschied im Messsignal

JIPEPET 8
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a/dt (K,"MS 1) = 9,862 MPam'? / s
a/dt (K,PMS2) = 8,675 MPa m'2 / s

N ]

0 20 40

a) bis zur Inttilerung t/us

Abb. 99: Zeitliche Entwicklung des Modus-II-Spannungsinsensitétsfaktors, bestimmt
durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2, bis zum Versagen der Probe
aus 42 CrMo 4 durch ein adiabat. Scherband, Rissspitzenradius p = 0,5 mm

nach Initiierung des adiabatischen Scherbandes zu erkennen (Abb. 99). Es steigt zwar zu-
niichst ebenfalls stark an, flacht aber nach kurzer Zeit wieder ab. Dies ist auf die Arretierung
des adiabatischen Scherbandes zurlickzuftihren und wird gem#f8 Kap. 4.3.2 spiiter zur Be-
stimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit des adiabatischen Scherbandes ausgenutzt.

Bei einigen der Proben mit p = 0,5 mm, bei denen die Hirte wie oben erwihnt auf einen Wert
von etwa 600 HV 3, abfiel, wurde versucht durch erneute Wirmebehandlungen in Fremdauf-
trag eine h8here Hirte zu erreichen. Dies gelang jedoch nicht, staitdessen machte sich in ei-
nigen seltenen Fillen ein anderer negativer Effekt bemerkbar, der mit der bereits oben
angesprochenen Delamellierung in der Mitte der Proben znsammenhiingt. Diese gewinnt of-
fenbar durch die mehrfache Wirmebehandlung an Einfluss. Sie kann dazu fithren, dass das
Versagen auf den verschiedenen Seiten der Delamellierung zu unterschiedlichen Zeiten ini-
tiiert. Dies zeigt sich einerseits durch einen leichten zeitlichen Versatz zwischen dem Initi-
ierungszeitpunkt anhand der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen und demjenigen anhand der
Dehnungsmessstreifensignale, da die Dehnungsmessstreifen und die Verspiegelung fiir die
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen auf unterschiedlichen Seiten der Probe appliziert bzw.



aufgebracht sind. Andererseits ist die Bruchfliche sehr unregelm#Big und weist gerade an
der Delamellierungsstelle eine Stufe auf. Ein Beispiel einer solchen Bruchfliiche ist in An-
hang G gegeben. In diesen Fillen wurde die Gilltigkeit der Versuchsergebnisse durch einen
in Anhang G n#her beschriebenen Algorithmus Bewertet. Einige der ermittelten Kennwerte

werden demnach als nicht giiltig eingestuft, anderen wird eine bedingte Gultigkeit zugespro-
chen, sie werden in die folgenden Diagramme anfgenommen und eingeklammert dargestellt.
In einem Falle zeigt der Signalverlauf der Dehnungsmessstreifen die UnregelméiBigkeit, dass
es kurz vor Versagen durch einen Zugtiss, welches mit einem deutlichen Abfall des Signals
verbunden ist, einen leichten und sehr kurzen Anstieg des Signals gibt. Es ist schwierig zu
entscheiden, ob dies auf die Ausbildung eines sehr kleinen Scherbandes - es wurde bei einer
Nachbetrachtung der Probe nicht gefunden - oder auf eine andere #uBlere St8rung zurlickzu-
fithren ist. Da dieser Signalverlauf der einzige ist, der nicht bis zum Versagen komplett linear
ist, wurde in diesem Falle die dynamische Scherbruchzihigkeit durch Extrapolation des li-
nearen Anstiegs auf den Zeitpunkt der Zugrissinitiierung bestimmt. Der so bestimmte Daten-
punkt ist in den Diagrammen ebenfalls eingeklammert dargestellt.

71.1.3.3 Vergilitungsstahl 42 0 4, Zusammenhang
Rissspitzenbel
In Abb. 100 ist filr die am Vergiitungsstahl 42 CtMo 4 durchgefithrten Versuche die ermit-
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Abb. 100: Zusammenhang zwischen den gemessenen Belastungsraten K;; und der
Schlaggeschwindigkeit vy bei den am Vergiltungsstahl 42 CrMo 4 durch-
gefilhrten LECEI-Experimenten
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telte Belastungsrate K 11 gegen die jeweilige Schlaggeschwindigkeit vy im LECEI-Experi-
ment aufgetragen. Es zeigt sich, dass dic Belastungsrate in einem direkten linearen
Zusammenhang mit der Schlaggeschwindigkeit steht. Somit sind die Schlaggeschwindigkeit
und die Belastungsrate 4quivalente Parameter zur Beschreibung der Dynamik der Belastung,
Da die Belastungsrate K, im Gegensatz zur Schlaggeschwindigkeit v, die an der Rissspitze
vorhandene dynamische Spannungsverteilung beschreibt und damit das Versagen direkt
kontrolliert, werden im Folgenden stets Auftragungen gegen die Belastungsrate und nicht
gegen die Schlaggeschwindigkeit gegeben.
7.1.3.4 Aluminiumlegierung Al 7075, Rissspitzenradins 0 = 12
Ein typischer Dehnungsmessstreifensignalverlauf filr eine Aluminiumprobe bei Versagen
durch ein adiabatisches Scherband ist in Abb. 101 dargestelit. Wie im Falle der Stahlproben
ist vor der Initiierung des Versagens ein linearer Anstieg des Spannungsintensititsfaktors in
der Zeit zu verzeichnen, aus dem sich die Belastungsrate K, bestimmen lisst. Ein Einfluss

von Plastifizierung an der Rissspitze auf die Dehnungsmessstreifensignale macht sich auch
bei den Aluminiumproben in der Rissbelastungsphase nicht bemerkbar. Die Initilerung des
adiabatischen Scherbandes ist mit einem Abknicken des Signalverlaufs nach oben bei
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= d/dt (i,°M® 1) = 3,202 MPa m*? / us
é_“ - ot (K,PMS %) = 2,417 MPam'? / s
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Abb. 101: Zeitliche Ermtwicklung des Modus-1I-Spannungsintensititsfaktors, bestimmt
durch die Dehnungsmessstreifen DMS 1 und DMS 2, bis zum Versagen der
Probe aus Al 7075 durch ein adiabat. Scherband, Rissspitzenradius p = 125 pm



0' hghﬁ;ndigkeﬁ bei diree F osi
die Probe wilhrend eines Experimentes an einer Probe aus Al 7075 mit
Versagen durch ein adiabatisches Scherband, vy = 60,1 m/s
t = 24 us verbunden, Die Dehnungsmessstreifensignale steigen dann fiir eine bestimmte
Zceit steil an, gefolgt von einem Abflachen des Anstiegs. Dieser Signalverlauf ist auf die Aus-
breitung und Arretierung des adiabatischen Scherbandes zurtickzufithren. Die gegebene In-'
terpretation des Dehnungsmessstreifensignalverlaufes kann hier auch recht deutlich anhand
von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen bestitigt werden. Abb. 102 zeigt eine Serie von
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen mit hoher zeitlicher Aufl8sung bei direkter Fokussierung
auf die Probe. Deutlich ist zu erkennen, dass sich ab einem Zeitpunkt von etwa ¢ = 25 s eine
Schattenfigur von der Rissspitze ansgehend in Ligamentrichtung ausbreitet. Ein Vergleich
zwischen den Aufnahmen bei ¢ =35 us und bei 7 = 67 us macht deutlich, dass eine weitere
Ausbreitung der Schattenfigur nach ¢ = 35 s nicht stattgefunden hat. Ordnet man der gefun-
denen Schattenfigur das adiabatische Scherband zu, so lisst sich nach den gefundenen Be-
obachmngen seine Initiierung auf einen Zeitpunkt etwa kurz vor z=25 us und seine
Arretierung auf etwa ¢ = 35 ps bestimmen. Dies steht in sehr guter Korrelation sowoh! mit
dem Anstieg des gefundenen Signalverlaufs der Dehnungsmessstreifen bei Initiierung als
auch mit dem Abflachen der Signalkurve bei Arretierung des adiabatischen Scherbandes.
Die oben gegebene Interpretation des Dehnungsmessstreifensignalverlaufs kann damit als
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gesichert gelten, das Versagen erfolgte innerhalb des zuldssigen Zeitfensters und die dyna-
mische Scherbruchzithigkeit kann gem#fl Abb. 101 bestimmt werden.

7.1.3.5 Aluminiumlegierung Al 7075, Zusammenhang zwischel

Rissspitzen

In Abb. 103 ist fur die Gesamtheit der an der Aluminiumlegierung Al 7075 durchgefithrten
Versuche die gemessene Belastungsrate K 11 gegen die jeweilige Schlaggeschwindigkeit v
aufgetragen. Wie zuvor bereits beim Vergittungsstahl 42 CrMo 4 zeigt sich auch hier, dass
die Belastungsrate in einem linearen Zusammenhang mit der Schlaggeschwindigkeit steht.
Die Streuung erweist sich hier jedoch als stiirker. Wie sich spiter bei der Auftragung der er-
mittelten Kennwerte zeigt (Kap. 7.1.4), fithrt eine Auftragung gegen die Belastungsrate zu
eindeutigeren Zusammenhi#ingen, als die Auftragung gegen die Schlaggeschwindigkeit. Dies
verdeutlicht nochmals, dass die Belastungsrate X 11 an der Rissspitze diejenige GroBe ist, die
das Versagensverhalten der Probe kontrolliert. Aus diesem Grunde werden auch hier im Fol-
genden stets Auftragungen von Kennwerten gegen die Belastungsrate K 17 gegeben.
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Abb. 103: Zusammenhang zwischen den gemessenen Belastungsraten K 1 und
der Schlaggeschwindigkeit vy bei den an der Aluminiumlegierung
Al 7075 durchgefiihrten LECEI-Experimenten




7.1.4 Dynamische Scherbruchziihigkeiten Ky,

42 CrMo 4, Rissspitzenradiu

Bei Experimenten an Proben aus dem Vergtitungsstah] 42 CrMo 4 mit einem Rissspitzenra-
dius von p = 125 pum wurde abhiingig von der Schlaggeschwindigkeit Versagen entweder
durch Zugrisse oder durch adiabatische Scherbtinder beobachtet. Mit Hilfe der Dehnungs-
messstreifen wurden die Belastungsraten K 17 sowie die dynamischen Scherbruchzithigkeiten
K;,d bestimmt. Die Abh#4ngigkeit der dynamischen Scherbruchzihigkeit von der Belas-
tungsrate ist in Abb. 104 sowohl fiir Versagen durch Zugrisse als auch durch adiabatische
Scherbiinder aufgetragen. Versagen durch Zugrisse unter gilltigen Bedingungen tritt bei klei-
nen Belastungsraten bis K =358 106 MPa,,/El/ s auf, jedoch in einem nur kleinen Be-
reich. Innerhalb dieses Bereiches der Belastungsrate kann aber fiir Versagen durch Zugrisse
tendenziell ein Abfall der dynamischen Scherbruchzihigkeit mit der Belastungsrate gefun-
den werden. Dieses Verhalten entspricht der wohlbekannten Abnahme der dynamischen
Bruchzihigkeit unter Modus-I-Belastungen bei steigender Belastungsrate (siche Abb. 13).
Aufgrund der Tatsache, dass sich die Zugrisse nach ihrer Initiierung unter einem Winkel von
-70° zum Ligament ausbreiten, d.h. unter reinen Zug-(Modus-I)-Bedingungen, erscheint die-
ses Verhalten plausibel.
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Abb. 104: Abhdngigkeit der dynamischen Scherbruchzdhigkeit K;,d von der Belastungs-
rate K, filr den Verglitungsstahl 42 CrMo 4, Rissspitzenradius p = 125 um
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Versagen durch adiabatische Scherbiinder erfolgt bei Belastungsraten oberhalb von
K, = 5.8-10° MPa/m/s. Fiir die dabei bestimmten dynamischen Scherbruchzihigkeiten
K;,d wird ein deutlicher Anstieg der Werte mit der Belastungsrate gefunden. Die fallende
Tendenz der dynamischen Scherbruchzihigkeit bei Versagen durch Risse unter Zugbedin-
gungen wird hier also umgekehrt. Dies entspricht einem Werkstoffverhalten, welches nicht
durch den Effekt der Dehnratenverfestigung erkliirt werden kann. Diese Unikehr der Abhin-
gigkeit der dynamischen Scherbruchzithigkeit von der Belastungsrate bei Versagen durch
adiabatische Scherb4nder stellt eines der zentralen Ergebnisse der vorliegenden Arbeit dar.
Mdgliche Griinde fitr das gefundene Verhalten werden in Kap. 7.3 niher diskutiert. Beim
Ubergang zwischen beiden Versagensmechanismen bei etwa K =58 10% MPaJm/s ist
in Abb. 104 kein Sprung in der dynamischen Scherbruchzihigkeit zu verzeichnen, sondern
ein mehr oder weniger kontinuierlicher Ubergang zwischen beiden gefundenen Abhingig-
keiten.
7142
Auch bei einem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm wurde sowohl Versagen durch Zugrisse
bei niedrigen Belastungsgeschwindigkeiten als auch durch adiabatische Scherbiinder bei ho-
hen Belastungsgeschwindigkeiten gefunden. Die dabei ermittelten dynamischen Scher-
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Abb, 105: Abhingigkeit der dynamischen Scherbruchzdhigkeit K;,d von der Belastungs-
rate K;; filr den Vergiltungsstahl 42 CrMo 4, Rissspitzenradius p = 0,5 mm



bruchzithigkeiten K7, sind in Abb. 105 gegen die Belastungsrate K;; aufgetragen, Es zeigt

sich ein #hnliches Verhalten wie bei einem Rissspitzenradius von p = 125 um. Bei Belas-
tungsraten unterhalb von etwa K 1 =62 10° MPa./m/s erfolgt Versagen durch Zugrisse,
bei hoheren Belastungsraten durch die Ausbildung adiabatischer Scherbinder. In diesem
Falle ist der Ubergang jedoch nicht so scharf wie bei einem Rissspitzenradius von
p = 125 um. Berlicksichtigt man die bedingt giiltigen Datenpunkte, so ergibt sich ein kieiner
Uberlappungsbereich in der Belastungsrate, in dem ein Teil der Proben durch Zugrisse ver-
sagt, ein anderer Teil durch adiabatische Scherbiinder.

Eine Abhiingigkeit der dynamischen Scherbruchziihigkeit bei Versagen durch Zugrisse ist in
diesem Falle kaum zu erkennen, vor allem, weil ein Grofteil der entsprechenden Datenpunk-
te eine nur bedingte Giiltigkeit hat. Man wiirde aber auch hier eine eher fallende als steigende
Tendenz der dynamischen Scherbruchziihigkeit bei Steigerung der Belastungsrate ausma-
chen. Wie zu erwarten war liegen die Bruchz#higkeitswerte wegen des grBeren Rissspitzen-
radius tendenziell tiber den an Proben mit einem Rissspitzenradius von p =125 um
ermittelten Werten.

Bei Versagen durch adiabatische Scherbénder zeigt sich eine deutlich steigende Abhingig-
keit der dynamischen Scherbruchzihigkeit von der Belastungsrate. Dieses Ergebnis steht da-
mit in guter Ubereinstimmung zu der bereits an den Proben mit kleinerem Rissspitzenradius
gefundenen Abhiingigkeit. Die ermittelten dynamischen Scherbruchzihigkeitswerte liegen
etwa in derselben Groflenordnung wie die bei Proben mit einem Rissspitzenradius von
p = 125 um gemessenen Werte. Mogliche Gritnde hierfir werden in Kap. 7.3.2 behandelt.
Beim Ubergang zwischen beiden Versagensmechanismen wird wiederum kein Sprung in der
dynamischen Scherbruchzihigkeit gefunden, eine genauere Klassifizierung des Ubergangs
erweist sich aufgrund der nur bedingt gtiitigen Datenpunkte in diesem Bereich als schwierig.
Da bei beiden Rissspitzenradien der Belastungsratenbereich, in dem Zugrissversagen und die
zugehdrige Tendenz der dynamischen Scherbruchzihigkeit gefunden werden kann, sehr
klein ist, sollen an dieser Stelle auch Experimente an Proben mit p = 125 pm dokumentiert
werden, bei denen Zugrissversagen unter einem Winkel von -70° zum Ligament auftrat, die-
ses jedoch unter nicht v6llig korrekten Bedingungen initiierte. Die Zugrissinitiierung erfolg-
te in beiden Fillen nicht an der daflir vorgesehenen Rissspitze, sondern in der vorgelagerten
Bohrung, die in diesen Fillen etwa 2 mm von der Rissspitze entfernt war (sieche Abb. 68). Da
in beiden Fillen die geometrischen Randbedingungen gleich sind, k6nnen die ermittelten
Kennwerte miteinander verglichen werden. Sie sind in Abb. 106 dargestellt. Man erkennt
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Abb. 106: Dynamische Scherbruchziihigkeit K};, in Abhéingigkeit der Belastungs-
rate K, fir den Vergiltungsstahl 42 CrMo 4 in zwei Experimenten mit
Versagen durch Zugriss, Initiierung an einer falschen Stelle im Anriss

hier deutlich eine fallende Tendenz der dynamischen Scherbruchzithigkeit bei steigender Be-
lastungsrate. Aufgrund der in Abb. 104 und Abb. 105, insbesondere aber in Abb. 106 gezeig-
ten Abhiingigkeiten kann nunmehr als sicher gelten, dass generell eine fallende Tendenz der
dynamischen Scherbruchzihigkeit mit der Belastungsrate bei Versagen durch Zugrisse vor-
liegt.

7143 Aluminiumlegierung Al 7075, Rissspitzenradius p = 125 ym

Die an Proben aus der Aluminiumlegierung Al 7075 ermittelten dynamischen Bruchzihig-
keiten K;,d sind in Abb. 107 gegen die Belastungsrate X, aufgetragen. Es wurde bei allen
Belastungsraten oberhalb von etwa K =2 108 MPa./m/s Versagen durch adiabatische
Scherbiinder gefunden. Ein anderer Versagensmechanismus wurde auch bei kleineren Belas-
tungsraten nicht gefunden. Wie bereits zuvor am Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 ergibt sich
auch hier eine deutlich steigende Abh#ingigkeit der dynamischen Scherbruchziihigkeit K;,d
von der Belastungsrate bei Versagen durch adiabatische Scherbinder. Dies ist wiederum
eine umgekehrte Abhiingigkeit als diejenige, die man aufgrund eines Effektes der Dehnra-
tenverfestigung erwarten sollte. Sie muss daher auf anderen dynamischen Werkstoffeffekten
beruhen. Das am Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 gefundene Ergebnis fiir die dynamische Scher-
bruchzithigkeit bei Versagen durch adiabatische Scherbiinder kann hier insofern bestétigt
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Abb. 107: Abhdngigkeit der dynamischen Scherbruchzihigkeit K;,d von
der Belastungsrate K; fir die Aluminiumlegierung Al 7075

werden.

Uber den mbglichen Verlauf der dynamischen Scherbruchzihigkeit bei sehr kleinen
Belastungsraten bis hin zu quasistatisch bestimmten Scherbruchzihigkeitswerten kann hier
keine sichere Aussage gemacht werden. Die von Hiese quasistatisch an Ermitdungsanrissen
bestimmten Scherbruchzihigkeitswerte von etwas mehr als 40 MPa./m zeigen jedoch, dass
der Kurvenverlauf in Abb. 107 zu geringeren Belastungsraten hin nicht linear fortgesetzt
werden kann. Das bei solch geringen bis zu quasistatischen Belastungsraten beobachtete
Scherversagen der Proben kann in jedem Falle nicht mehr als ,,adiabatisch* bezeichnet wer-
den. Méglicherweise ergibt sich daraus eine Anderung des Kurvenverlaufes.

7.1.5 Ausbreitungsgeschwindigkeit des Versagens

Die Ausbreitungsgeschwindigkeit des jeweiligen Versagens wurde mit Hilfe verschiedener
experimenteller Techniken ermittelt. Bei Zugrissversagen wird Hochgeschwindigkeitsfoto-
grafie eingesetzt, bei Versagen durch adiabatische Scherbédnder werden Dehnungsmessstrei-
fen gem#B Kap.4.3 verwendet. Eine Unterscheidung zwischen den verschiedenen

Rissspitzenradien wird hier nicht vorgenommen.
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7.1.5.1 Verglitungsstahl 42 CrtMo 4

Versagen durch Zugriss:

Abb. 108 zeigt Hochgeschwindigkeitsaufnahmen, bei denen ein Zugriss unter -70° zum Li-
gament withrend seiner Ausbreitung erfasst wurde. Eine Bestimmung der Risslinge im Ver-
lauf der Zeit ist dabei mdglich, sie ist in Abb. 109 aufgetragen. Es ergibt sich eine
Geschwindigkeit des laufenden Zugrisses von azygriss = 945 m/s. Auch bei anderen Experi-
menten mit Versagen durch einen Zugriss konnte seine Ausbreitungsgeschwindigkeit abge-
schiitzt werden, sie liegt stets im Bereich zwischen etwa 870 m/s und 980 m/s, eine

o

Abb. 108: Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen zur Bestim-
mung der Geschwindigkeit eines Zugrisses
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Abb. 109: Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit des Zugrisses (siche Abb. 108)
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Beschleunigung oder eine Abhtingigkeit der Zugrissgeschwindigkeit von der Belastungsrate

K, kann nicht festgestellt werden. Damit liegt die Ausbreitungsgeschwindigkeit bei etwa ei-
nem Dirittel der Rayleigh-Wellengeschwindigkeit fiir diesen Werkstoff.

Ve durch adiabatische Scherbiinder;

Die Ausbreitungsgeschwindigkeit adiabatischer Scherbinder konnte mit Hilfe der Deh-
nungsmessstreifen DMS 3 und DMS 4 gemiB Kap. 4.3.1 bestimmt werden. Abb. 110 zeigt
Dehnungsmessstreifensignalverliufe von DMS 3 und DMS 4 im Zeitbereich der Initiierung
und Ausbreitung eines adiabatischen Scherbandes. Die Signalverldufe nach dem Zeitpunkt
der Initiierung weisen darauf hin, dass das Vorbeilaufen des Scherbandes an den Dehnungs-
messstreifen DMS 3 und DMS 4 durch einen Abfall des Signals gekennzeichnet ist. Dies er-
scheint anch durch einen Vergleich mit dem in der Finite-Element-Simulation gefundenen
Spamnungsfeld der dynamisch belasteten Rissspitze plausibel (vgl. Abb. 57). Die Spannun-
gen werden um so kleiner, je weiter man sich ,,im Schatten” des Risses befindet, d.h. wenn
man sich unterhalb des Anrisses in negativer x-Richtung bewegt. Dieser Abfall beginnt dabei
schon geometrisch vor dem Riss, so dass die Initiierung des adiabatischen Scherbandes so-
fort zu einem Dehnungsabfall fiir DMS 3 fithren kann. Es ist zu beobachten, dass der Abfall
des Messignals von DMS 4 steiler verliduft als der von DMS 3. Dies kénnte auf eine Be-
schleunigung des Scherbandes zurlickzufthren sein. Die Zeitpunkte zur Bestimmung der
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Abb. 110: Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit eines adiabatischen Scher-
bandes in 42 CrMo 4 aus den Signalverléiufen von DMS 3 und DMS 4
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durchschnittlichen Ausbreitungsgeschwindigkeit werden hier jeweils auf die Mitte des Si-
gnalabfalls fiir DMS 3 und DMS 4 festgelegt. Dies ist mit einer gewissen Unsicherheit ver-
bunden, an dieser Stelle sollen jedoch nur Abschétzungen der Ausbreitungsgeschwindigkeit
des adiabatischen Scherbandes geliefert werden.

Eine weitere Methode zur Bestimmung der. Ausbreitungsgeschwindigkeit eines adiabati-
schen Scherbandes ergibt sich gemi# Kap. 4.3.2 aus dem Abflachen der Signalkurven von
DMS | und DMS 2 bei einer nur kurzen Ausbreitungslidnge des adiabatischen Scherbandes.
Die Bestimmung der Laufzeit eines adiabatischen Scherbandes aus den Signalverldufen ist
in Abb. 111 exemplarisch dargestellt. Durch zusitzliches Messen der Linge des adiabati-
schen Scherbandes in der post-mortem-Probe kann eine durchschnittliche Ausbreitungsge-
schwindigkeit des adiabatischen Scherbandes bestimmt werden. Auch hier sei daranf
hingewiesen, dass die Bestimmung der Laufzeit nur unscharf erfolgen kann und mit einer
Unsicherheit verbunden ist. Auch hier gilt aber, dass lediglich eine Abschiitzung der Ge-
schwindigkeit geliefert werden soll. Es sei aulerdem angemerkt, dass die Arretierung des
Scherbandes in aller Regel unter dem Einfluss reflektierter Wellen erfolgt, mbglicherweise
sogar von ihnen hervorgerufen wird. Da dies aber gleicherma@en die Linge wie die Laufzeit
des Scherbandes verkiirzt, hat dies keinen Einfluss auf die ermittelte Durchschnittsgeschwin-
digkeit.
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Abb. 111: Bestimmung der Laufzeit eines adiabatischen Scherbandes
aus den Signalverldufen von DMS 1 und DMS 2
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Abb. 112: Ausbreitungsgeschwindigkeiten adiabatischer Scherbiinder
in 42 CrMo 4 in Abhiingigkeit der Belastungsrate K,

Abb. 112 zeigt auf beiderlei Arten ermittelte Ausbreitungsgeschwindigkeiten der adiabati-
schen Scherbiinder in Abhtingigkeit der Belastungsrate K,;. Die Tatsache, dass die auf un-
terschiedliche Weisen bestimmten Werte in guter Ubereinstimmung miteinander stehen,
rechtfertigt die Annahme, dass die durchgefiihtten Abschitzungen sinnvoll sind.

Es zeigt sich, dass die Ausbreitungsgeschwindigkeit signifikant von der Belastungsrate ab-
h#ingt, sie steigt mit ihr linear an. Dies steht im Gegensatz zu der Ausbreitungsgeschwindig-
keit von Zugrissen, die wie oben bereits erwihnt nicht von der Belastungsrate abhtingt.
7152 Aluminiumlegierung Al 7075

Im Falle der Aluminiumlegierung Al 7075 wurde nur Versagen durch adiabatische Scher-
biinder gefunden. Ein Beispiel der Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit eines
adiabatischen Scherbandes mit Hilfe der Dehnungsmessstreifen DMS 3 und DMS 4 gemiB
Kap. 4.3.1 ist in Abb. 113 gegeben. Die abfallenden Flanken im Signalverlauf sind deutlich
zu erkennen. Der Signalabfall des Dehnungsmessstreifens DMS 4, der sich in einer grtsBeren
Entfernung zur Rissspitze befindet als DMS 3, erweist sich hier als flacher als zuvor im Ver-
glitungsstahl 42 CrMo 4. Ob daraus gefolgert werden kann, dass das adiabatische Scherband
in der Aluminivmlegierung Al 7075 weniger beschleunigt, soll hier nicht niher behandelt
werden. Die durchschnittliche Ausbreitungsgeschwindigkeit des adiabatischen Scherbandes
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wird aus dem zeitlichen Abstand der jeweiligen Mitte des Signalabfalls fur DMS 3 und
DMS 4 abgeschitzt.

Eine Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit der adiabatischen Scherbiinder wurde
auch gem#B Kap. 4.3.2 anhand der aus dem Signalverlauf in Abb, 101 bestimmbaren Lauf-
zeit des adiabatischen Scherbandes sowie seiner nach dem Experiment zu bestimmenden
Linge ermdglicht. Die auf beiderlei Arten bestimmten Ausbreitungsgeschwindigkeiten adia-
batischer Scherbiinder in der Aluminiumlegierung Al 7075 sind in Abb. 114 gegen die Be-
lastungsrate aufgetragen. Zusitzlich ist ein von Hiese gemessener Wert der
Ausbreitungsgeschwindigkeit von Scherversagen unter quasistatischer Belastung eingetra-
gen. (Wie bereits in Kap. 6.4 erwihnt filhrten sogar quasistatische Modus-II-Belastungen zu
einem Versagen in Richtung des Ligaments, welches sich von der Ph#nomenologie der
Bruchfliche her nicht von einem adiabatischen Scherband unterscheiden liisst.) Die gemes-
senen Geschwindigkeiten sind mit weniger als 300 m/s vergleichsweise klein. Man erkennt
einen linearen Anstieg der Ausbreitungsgeschwindigkeit mit der Belastungsrate, Nimmt
man den unter quasistatischen Bedingungen gemessenen Wert hinzu (obwohl in diesem Fal-
le kein ,,adiabatisches* Scherband vorliegt), setzt sich diese Linearitiit sogar bis zu K =0
fort, wo eine extrem geringe Ausbreitungsgeschwindigkeit von nur etwa 5 m/s bei Versagen
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Abb. 114: Ausbreitungsgeschwindigkeiten adiabatischer Scherbiinder
in Al 7075 in Abhdngigkeit der Belastungsrate K,

durch einen Scherbruch gefunden wurde [16].

7.1.6 Zusammenfassung

In Tabelle 11 bzw. Tabelle 12 sind die bei deh LECEI-Experimenten am Vergiitungsstahl
42 CrtMo 4 bzw. an der Aluminiumlegierung Al 7075 gefundenen Ergebnisse bezitglich des
gefn;:denen Versagensverhaltens und der ermittelten Versagenskennwerte zusammenge-
fasst.

Der von Kalthoff {2] gefundene Wechsel im Versagensverhalten dynamisch scherbean-
spruchter Risse von Zugrissen zu adiabatischen Scherbéindern kann filr den Vergiitungsstahl
42 CrMo 4 bestitigt werden.

Fiir die dynamische Scherbruchzihigkeit ergibt sich bei Versagen durch Zugrisse eine fal-
lende Tendenz mit der Belastungsrate, welches in Ubereinstimmung mit Beobachtungen
steht, die unter dynamischen Modus-I-Belastungen gefunden werden. Beim Wechsel des
Versagensverhaltens wird auch ein Wechsel in der Tendenz der dynamischen Scherbruchzs-
higkeit gefunden, sie steigt bei Versagen durch adiabatische Scherbdnder mit der
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Belastungsrate an.
p, pm | vg, m/s | MPa./m/s verh.® MPa./m | Vers., m/s us ’ mm
172 125%:48,7 9,04 ASB | 2289 388 239 345
173| 125 58,9 12,18 ASB | 273,5 456 233 23,2
176 125 29,9 5,65 ZR¢ | (187,1) 945 29,7 -
177| 125 41,2 9,16 ZR® | (137,4) 980 14,8 -
178] 125 56,3 11,90 ASB | 2438 - 20,7 30,4
181| 125 69,7 17,58 ASB | 3321 - 18,9 9,95
182| 125 36,3 6,18 ASB | 152,2 - 23,9 8,05
183| 125 229 3,26 kV. - - - -
184 125 33,6 6,93 ASB | 150,6 - 21,4 6,35
185 125 28,9 547 ZR | 1754 | (>>693) 28,2 -
186 125 26,5 5,06 ZR | 1859 (>>240) 30,3 -
187 125 29,7 5,53 L A'A - - - -
188| 500 49,0 9,28 ASB | 2230 361 244 6,6
189| 500 38,1 7,39 ASB | 199,2 298 26,5 1,8
190 500 33,8 6,54 ASB | 1759 183 25,9 L5
191{ 500 27,3 4,61 k.V. - - - -
192 500 28,3 5,44 k.V. - - - -
193 500 31,0 6,53 kV. - - - -
194 500 32,2 6,10 ASB | 166,6 186 25,7 <10
195| 500 31,5 6,19 ASB | 1649 251 28,7 1,4
196 500 32,1 6,91 k.V. - - - -
197| 500 324 6,14 ZR | (187,7) 830 29,8 -
198| 500 33,9 6,41 ZR | (19L1) 975 28,0 -
199| 500 31,1 5,97 ZR | (181,7) 871 28,4 -
200| 500 26,7 5,03 ZR | 191,8 920 31,1 -

Tabelle 11: Zusammenfassung der Ergebnisse fiir den Vergiitungsstahl 42 CrMo 4

a. kein (oder zu spites) Versagen (k.V.), Zugriss (ZR) oder adiabatisches Scherband (ASB)
b. von Beginn der Rissspitzenbelastang an
c. Initiierung an falscher Stelle im Anriss
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Nr. reras;slll)s- ::s}::lﬁs K‘" , 10° Vers.; K;Id ! geil;ls‘r’,rées chl‘::gt:jb A(S&]:;mmnfe
o, tm | Vg, m/s | MPa/m/s | V™| MPa./m | Vers., m/s s ' mm
1a5| 125 | 69,1 | 333 |ASB| 829 - 24,1 7,95
147 125 | 749 | 382 |ASB| 1048 - 24,8 7.1
152 125 | 73,5 | 3.60 |ASB| 1040 - 25,3 8.1
153] 125 | 714 | 257 |ASB| 737 ] 23,8 78
154 125 | 60,0 | 281 |ASB| 756 245 2.9 3,65
158 125 | 789 | 312 |ASB| 882 | 219 25,7 735
160 125 | 844 | 384 |ASB| 989 206 253 53
l161] 125 | 927 | 377 |AsSB| 967 17 25,0 835
162 125 | 581 | 360 |ASB| 904 - 23,0 5,85
163] 125 | 388 | 199 |ASB| 460 | 90..107 | 230 275
167) 125 | 324 | 168 |kV.| - - - ;

Tabelle 12: Zusammenfassung der Ergebnisse fiir die Aluminiumlegierung Al 7075

a. kein (oder zu spiites) Versagen (k.V.) oder adiabatisches Scherband (ASB)
b. von Beginn der Rissspitzenbelastung an

Auch die gemessenen Ausbreitungsgeschwindigkeiten des jeweiligen Versagens hiingen
stark vom Versagensmechanismus ab, Wihrend die Ausbreitungsgeschwindigkeit von Zug-
rissen recht hoch und von der Belastungsrate unabhiingig ist, findet man trotz der hsheren
Belastungsrate kleinere Ausbreitungsgeschwindigkeiten von adiabatischen Scherbindern,
die auflerdem noch mit der Belastungsrate linear ansteigen.

Bei der Aluminiumlegierung Al 7075 wird kein Versagen durch Zugrisse, sondern nur durch
adiabatische Scherbinder gefunden. Dies ist auf das besondere Werkstoffverhalten dieser
Aluminiumlegierung zuriickzufihren. Bei Versagen durch adiabatische Scherbinder wird
jedoch die gleiche Abhtingigkeit der dynamischen Scherbruchzihigkeit und der Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit der adiabatischen Scherbiinder von der Belastungsrate gefunden wie
im Vergilitungsstahl 42 CrMo 4.

7.2 Dynamisches Scherversagen in Polycarbonat

7.2.1 Vorbemerkung
Am Kunststoff Polycarbonat wurden LECEI-Experimente zur Beobachtung des Versagens-
verhaltens unter hochdynamischer Scherbelastung durchgefiihrt. Es wurde einerseits die
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Schlaggeschwindigkeit und andererseits der Rissspitzenradius variiert. Letzterer betrug ent-
weder p = 0,5 mm oder die Rissspitzen wurden durch das Eindriicken einer Rasierklinge ver-
tieft, was zu Aunrissen fithrt, die Ermitidungsanrissen praktisch #quivalent sind [78]. Das
Dehnungsmessstreifenverfahren zur Bestimmung von Modus-II-Spannungsintensititsfakto-
ren kam in diesen Untersuchungen nicht zum Einsatz. Aus diesem Grunde werden hier we-
niger Versagenskennwerte im Sinne von dynamischen Scherbruchzihigkeiten als vielmehr
qualitative Beobachtungen zu den auftretenden Versagensmechanismen an der dynamisch
scherbelasteten Rissspitze dargestellt. Die Proben wurden durch Aufschlagktrper aus Alu-
minium (siehe Kap. 5.3) mit Schlaggeschwindigkeiten zwischen etwa 15 m/s und 90 m/s be-
lastet.

7.22 Beobachtete Versagensmechanismen

An Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm wurden zwei signifikant unter-
schiedliche Versagensmechnismen beobachtet.

Bei geringen Schlaggeschwindigkeiten bis zu vy = S5 m/s wird Versagen durch einen Zug-
riss, der sich unter einem Winkel von -70° zum Ligament ausbreitet, beobachtet. Eine Ptobe,
die einen solchen Zugriss aufweist, ist in Abb. 115 dargestellt. Die Bruchfliiche erweist sich
als glatt und weist praktisch keine Scherlippen auf, entspricht also der Beobachtung, die be-
reits im Kerbschlaghiegeversuch gemacht wurde. Es liegt somit ein Spridbruch vor, wie er
nach dem bereits in Kap. 6.5 beschriebenen Ubergang des Werkstoffverhaltens von duktil zu

Abb, 115: Probé aus Polryc'arl;c;:tz.f mit Zugriss unter -70° zum Ligament,
Rissspitzenradius p = 0,5 mm, Schlaggeschwindigkeit vy = 17,8 m/s
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"Abb. 116: Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen schattenoptischer Kaustiken
wdhrend eines Experimentes an einer Probe aus Polycarbonat mit Versagen
durch einen Zugriss unter -70° zum Ligament, p = 0,5 mm, vy = 48,5 m/s
spride zu erwarten ist.
Abb. 116 zeigt eine Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen schattenoptischer Kausti-
ken, die wihrend eines Experimentes zu den angegebenen Zeiten gemacht wurden. Nach
Einleitung der longitudinalen Druckwelle in die Probe erfolgt die anhand der Kaustikenfigu-
ren zu erkennende Modus-II-Belastung der Rissspitze. Der Zeitpunkt, an dem diese Rissspit-
zenbelastung beginnt, wird als Zeitnullpunkt definiert. Zu einer Zeit kurz vor ¢ = 46 us
erfolgt demnach die Initiierung der instabilen Ausbreitung eines Zugrisses unter etwa -70°
zum Ligament. Diese liegt innerhalb des durch die Geometrie der Probe und des Aufschlag-
korpers gegebenen zulissigen Zeitfensters von 57,3 us filir die hier gegebene Anrisslidnge von
a =45 mm (siche Kap. 5.3). Die Rissausbreitungsgeschwindigkeit l4sst sich anhand der
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen auf einen Wert von a = 430 m/s abschiitzen, eine Be-
schleunigung des Risses kann nicht festgestellt werden. Die Rissausbreitungsgeschwindig-
keit liegt damit bei etwa 57 % der Rayleigh-Wellengeschwindigkeit.
Anhand der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen in Abb. 116 kann auch die Wellenausbreitung
in der Probe beobachtet werden. Deutlich ist zunichst die saubere Einleitung der Wellenfront
zu erkennen, gefolgt von der Ausbreitung der Welle bis zum Probenrand, wobei sich die be-
obachtbare Intensitit der Welle jedoch immer mehr abschwiicht. Die reflektierte Welle ist
kaum noch zu erkennen. AuBerdem ist die Wellenfront einer vom laufenden Zugriss emit-
tierten Welle zu erkennen, die sich um die laufende Rissspitze gemif des Doppler-Effektes
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anordnet. Insgesamt ist allerdings davon auszugehen, dass nicht alle tatsfichlich vorhandenen
Wellen auf den Aufnahmen zu erkennen sind, sondern nur intensive Anteile, die zu einer aus-
reichenden Ablenkung des Lichtes und damit zu sichtbaren Hell-Dunkel-Figuren fiihren.
Diese durch Wellen hervorgerufenen Lichtablenkungen fithren gleichzeitig dazu, dass eine
Auswertung der Kaustiken an der Rissspitze nur sehr bedingt mtiglich ist, da sie in ibrer geo-
metrischen Form stark gestdrt sind. Eine Auswertung der Versuche anhand von Kaustiken
ist in Anhang H gegeben. Aufgrund der groSien Unsicherheit bei der Bestimmung der Span-
nungsintensititsfaktoren soll hier keine Abh#ingigkeit der Schlag-Scherbruchzihigkeit von
der Belastungsrate angegeben werden. Es Iisst sich jedoch eine Gr8enordnung der Schlag-
Scherbruchzihigkeit im Bereich von etwa K;,d =4 bis 6 MPa./m angeben.

Beim Ubergang zu hoheren Schlaggeschwindigkeiten findet man ein vollig andersartiges
Verhalten der Proben. Eine entsprechende Probe nach dem Experiment ist in Abb, 117 ge-
geben. In der Probe sind groBie Bereiche mit deutlicher plastischer Deformation zu beobach-
ten. Diese befinden sich vor allem in der Umgebung der Rissspitze sowie am oberen Rand
der Aufschlagfliiche sowie auf einer gedachten Verbindungslinie zwischen beiden Berei-
chen. Ein Gesamtversagen der Probe trat nicht auf, Lediglich ein sehr kurzes und schwer
klassifizierbares Versagen mit einer Materialtrennung fritt an der Rissspitze auf. Es hat eine
Ausrichtung von etwa -20° zum Ligament, ist an der Probenoberfliche stiirker ausgepriigt als
im Innern der Probe und weist ein insgesamt sehr irreguliires und uneinheitliches Profil an
seiner Front auf. Es breitet sich typischerweise tiber eine Linge bis etwa ! mm aus. Die Probe
verhiilt sich unter diesen Belastungsbedingungen insgesamt duktil. Damit gibt es offenbar

Abb, 117: Probe aus Polycarbonat mit starker plastischer Deformation,
Rissspitzenradius p = 0,5 mm, Schlaggeschwindigkeit vy = 62,5 m/s
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neben dem bereits erwithnten Ubergang von duktil zu sprode einen weiteren Ubergang des
Werkstoffverhaltens bei weiter steigender Belastungsrate, nun von sprsde zuriick zu duktil.
Eine Auswertung des Belastungsvorganges anhand von Kaustiken auf den Hochgeschwin-
digkeitsaufnahmen ist nicht sinnvoll, da €inerseits kein signifikantes Versagen der Probe
vorliegt und andererseits die Kaustiken in einem solchen MaBle durch Wellenvorginge in der
Probe gestdrt sind, dass eine Bestimmung von Spannungsintensitiitsfaktoren praktisch un-
mdglich ist. Bin Beispiel fiir eine Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen bei einem
hochdynamischen Experiment wird spiter (Abb. 121) gegeben.

Auch bei Experimenten an Proben mit einer Rissspitze, die durch das Eindrilcken einer Ra-
sierklinge verschirft wurde, wurden zwei signifikant unterschiedliche Versagensmechanis-
men beobachtet.

Bei geringen Schlaggeschwindigkeiten v bis etwa 30 m/s ist ein Versagen durch ein adiaba-
tisches Scherband zu verzeichnen, welches sich von der Rissspitze ausgehend exakt in Rich-
tung des Ligaments ausbreitet. Es wurden adiabatische Scherbiinder mit einer typischen
Linge von etwa 3 mm erzeugt. Lingere adiabatische Scherbiinder konnten nicht gefunden
werden, da gich bei einer Erh6hung der Schlaggeschwindigkeit ein andersartiges Verhalten
der Probe einstellt (siche unten). Plastische Deformationen sind in der Gesamtheit der Probe
praktisch nicht feststellbar. Lediglich in der direkten Umgebung des adiabatischen Scherban-
des kann ein sehr stark lokalisierter plastifizierter Bereich ausgemacht werden. Eine Probe
mit einem solchen adiabatischen Scherband ist in Abb. 118 gegeben.

S e T
Abb 118 Probe aus Polycarbonat mit ausgebda'etem adiabatischem Scher-
band, scharfe Rissspitze, Schlaggeschwindigkeit vy = 22,4 m/s
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Abb 119: Serie von Hochgeschwmdzgke;tsaxgﬁzahmen schattenopnscher Kaustiken
wdhrend eines Experimentes an einer Probe aus Polycarbonat mit Versagen
durch ein adiabatisches Scherband, scharfe Rissspitze, vy = 22,4 m/s

Hochgeschwindigkeitsaufnahmen von schattenoptischen Kaustiken wihrend eines Experi-
mentes mit Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes sind in Abb. 119 dargestellt. Deut-
lich ist die Rissspitzenbelastung anhand einer charakteristischen Kaustikfigur zu erkennen.
Die Auswertung des dynamischen Spannungsintensititsfaktors anhand der Kaustiken ist in
Anhang H beschrieben. Allerdings ist aufgrund der geringen Ausbreitungslinge des adiaba-
tischen Scherbandes die Bestimmung des Initiierungszeitpunktes und somit der dynami-
schen Scherbruchzihigkeit bei Versagen durch ein adiabatisches Scherband nicht miiglich.
Auch kann nicht mit Sicherheit festgestellt werden, ob das Versagen durch das adiabatische
Scherband innerhalb des zulissigen Zeitfensters erfolgt ist. Aufgrund der Beobachtungen an
den anderen Werkstoffen (siche Kap. 7.1) ist jedoch davon auszugehen, dass Versagen durch
adiabatische Scherbinder in etwa derselben zeitlichen GréBenordnung erfolgt wie Versagen
durch einen Zugriss.

Bei Schlaggeschwindigkeiten oberhalb etwa vy = 30 m/s erfolgt ein Probenverhalten, wel-
ches bereits bei den Proben mit einem Rissspitzenradius p = 0,5 mm bei hoher Schlagge-
schwindigkeit gefunden wurde. Eine entsprechende Probe nach dem Experiment mit hoher
Schlaggeschwindigkeit ist in Abb. 120 gegeben. Aus versuchstechnischen Griinden wurde
in diesem Falle eine Konfiguration mit zwei Anrissen gew#hlt. Wiederum sind groBe Berei-
che plastischer Deformation in der Probe vor allem in der Umgebung der Rissspitze sowie
am Rand der Aufschlagfliche vorzufinden. Von der verschidrften Rissspitze ausgehend bildet
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Abb. 121: Serie vonHochgescWindigitshmencenoptischer

wdihrend eines Experimentes an einer Probe aus Polycarbonat mit Pla-
stifizierung grofer Probenbereiche, scharfe Rissspitze, vy = 63,6 m/s

sich wieder ein sehr kurzes und schwer klassifizierbares Versagen aus, mit denselben Cha-

rakteristika wie bei den Rissspitzenradien p = 0,5 mm.

Man findet also auch bei einer mit einer Rasierklinge verschiirften Rissspitze ein insgesamt

duktiles Verhalten der Probe bei sehr hohen Belastungsgeschwindigkeiten. Auch hier zeigt

sich also, -dass es einen zweiten Ubergang des Werkstoffverhaltens bei sehr hoher Bela-

stungsgeschwindigkeit gibt, und zwar von spréd zu duktil.

In Abb. 121 ist eine Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen schattenoptischer Kausti-

ken wihrend eines Experimentes mit hoher Schlaggeschwindigkeit gegeben. Eine Auswer-



156 KAPITEL 7 - ERGEBNISSE

tung des Belastungsvorganges anhand der Kaustiken erscheint jedoch wiederum nicht
sinnvoll, da einerseits kein signifikantes Versagen der Probe vorliegt, damit also auch kein
Versagenskennwert festgestellt werden kann, und andererseits die Kaustiken in einem sehr
hohen MaBle durch Wellenvorgtnge in der Probe gestdrt sind.

7.22.3 Zusammenfassung

Versagen durch Zugrisse unter einem Winke] von -70° zum Ligament sowie durch adiabati-
sche Scherbéinder wurde in Proben aus Polycarbonat nur bei geringen Schlaggeschwindig-
keiten gefunden. Bei hohen Schlaggeschwindigkeiten trat dagegen eine Plastifizierung
grofer Probenbereiche und damit verbunden ein nur schwer klassifizierbares und sehr kurzes
Versagen an der Rissspitze auf. Bei kleinen Schlaggeschwindigkeiten wird bei einem groBen
Rissspitzenradius Versagen durch einen Zugriss, bei scharfen Rissspitzen Versagen durch
adiabatische Scherbinder beobachtet. Eine Ubersicht itber die gefundenen Versagensmecha-
nismen bei den unterschiedlichen Rissschidrfen und Schlaggeschwindigkeiten ist in Abb. 122
gegeben.

Zugrisse unter -70°
Risssp.-
% radius | ® .
T p=0,5mm
=
O
N
N
R
oy scharfe | A
Rissspitze ®o o 9
Adiabatische Plastische Deformation
Scherbénder der Probe
0 # 20 40 60 80

Vo, M/s

Abb. 122: Ubersicht iber die gefundenen Versagensmechanismen in Polycarbonat
bei unterschiedlichen Rissschilrfen und Schlaggeschwindigkeiten
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7.3 Diskuossion der Ergebnisse

73.1 Aligemeine Diskussion

7.3.1.1 Abhingigkeit der dynamischen Scherbruchzihigkei : gsrate

Bei hochdynamischer Modus-II-Belastung von Rissen wurden zwei unterschiedliche Versa-
gensmechanismen gefunden. Bei niedrigen Belastungsraten trat Versagen durch einen Zug-
riss unter einem Winkel von -70° zum Ligament auf, Dies ist ein Verhalten, wie es im
allgemeinen anch unter quasistatischer Modus-II-Belastung gefunden wird. Die Rissausbrei-
tungsrichtung entspricht derjenigen, die durch das von Erdogan und Sih aufgestellte Kriteri-
um der maximalen Tangentialspannung vorhergesagt wird. In dieser Richtung verschwindet
gleichzeitig die Schubspannung, so dass sich der Riss nach Initiierung unter reinen Modus-I-
Bedingungen ausbreitet. Es wurde eine fallende Tendenz der dynamischen Scherbruchzithig-
keit K}, bei steigender Belastungsrate K, gefunden. Diescs Ergebnis ist in Ubereinstim-
mung mit der tblicherweise unter dynamischen Modus-I-Belastungen gefundenen fallenden
Abhiingigkeit der Bruchz#higkeit K;; von der Belastungsrate K ;- Der zugrunde liegende Ef-
fekt ist die bei hohen Werkstoffumformgeschwindigkeiten auftretende Dehnratenverfesti-
gung. Dieser Zusammenhang ist wohlbekannt, er wurde bereits in Kap. 2.2.2.2 nither
erliutert. Da sich die Zugrisse direkt nach Initiierung unter reinen Modus-I-Bedingungen
ausbreiten, ist die fallende Tendenz der dynamischen Scherbruchzithigkeit analog zu dyna-
mischen Modus-I-Belastungen zu erwarten, sie kann in gleicher Weise auf einen Effekt der
Dehnratenverfestigung zuriickgefilhrt werden. Dieser fithrt zu einer Verkleinerung der pla-
stischen Zone an der Rissspitze und damit gem#8 der in Kap. 2.1 angestellten Uberlegungen
zu einer Abnahme der Bruchzihigkeit.

Bei hohen Belastungsraten wurde Versagen durch adiabatische Scherbéinder gefunden. Das
Phiinomen der adiabatischen Scherlokalisierung wurde bereits in Kap. 2.3 eingehend be-
schrieben. Die kontinuumsmechanische Ursache flir das Auftreten adiabatischer Scherbiin-
der liegt im Wesentlichen im indirekten Effekt der thermischen Entfestigung, welcher zu
einer instabilen plastischen Verformung und damit zu einer stark lokalisierten Scherdefor-
mation fithrt. Das Phiinomen der adiabatischen Scherbinder wird im Rahmen dieser Arbeit
in einen bruchmechanischen Zusammenhang gestellt, indem Bruchzihigkeitswerte bei Ver-
sagen durch adiabatische Scherbénder ausgehend von vorhandenen Rissspitzen ermittelt
werden. Dabei wird eine steigende Abh#ngigkeit der dynamischen Scherbruchzihigkeit von
der Belastungsrate gefunden, die im Gegensatz zu tiblicherweise unter dynamischen Risspit-
zenbelastungen auftretenden Versprdungseffekten steht. Dieses gegensitzliche Verhalten
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wird ebenfalls auf den Effekt der thermischen Entfestigung zuriickgefithrt. Diese fithrt nicht
nur zu einer Lokalisierung der plastischen Deformation, sondern auch zu einer allgemein
stiirkeren Plastifizierung im Bereich direkt an der Rissspitze, da dort die FlieBspannung
durch den adiabatischen Temperaturanstieg herabgesetzt ist. Diese Plastifizierung fuhrt zu
einer hohen Energiedissipation an der Rissspitze. Nach Gl. (41) ist der lokale adiabatische
Temperaturanstieg und damit der Effekt der thermischen Entfestigung um so grifier, je hsher
die Belastungsrate bzw. die lokal auftretende Dehnrate ist. Aus diesem Grunde sinkt die
FlieBspannung im Bereich der Rissspitze um so tiefer ab, je hher die Belastungsrate ist. Die
plastischen Deformationen an der Rissspitze nehmen somit mit der Belastungsrate zn und
filhren in diesem Falle gem#8 der in Kap. 2.1 angestellten Uberlegungen zu einem Anstieg
der dynamischen Scherbruchzghigkeit mit der Belastungsrate. Die hSheren dynamischen
Scherbruchzihigkeiten aufgrund der hdheren Energiedissipation an der dynamisch belaste-
ten Rissspitze bestitigen die in Kap. 2.4 gemachte Annahme, dass bei der Ausbreitung adia-
batischer Scherbénder mehr Energie dissipiert wird als bei der Ausbreitung eines Risses
unter Zugbedingungen,

Die These eines starken Temperaturanstieges im Bereich des Scherbandes kann auch durch
eine genaue Betrachtung des Gefiiges, hier fir den Verglitungsstahl 42 CrMo 4, in der direk-
ten Umgebung des adiabatischen Scherbandes unterstitzt werden. Abb. 123 zeigt einen Ge-
fugeschliff einer Probe aus dem wirmebehandelten Vergittungsstahl 42 CrMo 4 in der Nidhe
eines adiabatischen Scherbandes. Die Oberfliiche des adiabatischen Scherbandes liegt senk-
recht zur Bildebene, seine Ausbreitungsrichtung verlduft von links nach rechts. Die Oberfl4-
che erweist sich als sehr gerade und glatt. Dies kann auf die unter Scherversagen anftretende

Oberfléche des
adiabatischen Scherbandes

Umgewandeltes Geflige

Gge Im Innern der Probe

Abb. 123: Gefllgeschliff einer Probe aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4
in der Ndhe eines adiabatischen Scherbandes
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Abb. 124: Mikrohdrteprofil senkrecht zum adiabatischen
Scherband im Vergilitungsstahl 42 CrMo 4

Reibung der Versagensoberfléchen aufeinander zurlickgefithrt werden, welche eine Glittung
hervorruft. Im Innern der Probe ist deutlich das gehiirtete martensitische Gefitge anhand der
charakteristischen Martensitnadeln zu erkennen. Direkt am adiabatischen Scherband gibt es
jedoch einen Streifen von etwa 15 pm Breite, in dem diese Struktur aufgeldst ist, Martensit-
nadeln sind dort nicht zu erkennen. Offensichtlich hat in diesern Bereich eine Phasenum-
wandlung stattgefunden. Dies wird auch durch ein im Bereich des adiabatischen
Scherbandes aufgenommenes Mikroh#irteprofil bestiitigt. Abb. 124 zeigt die gemessene Mi-
krohfirte in Abh#ingigkeit vorn senkrechten Abstand zum adiabatischen Scherband. Deutlich
ist zu erkennen, dass auch die Mikrohirte von der angesprochenen Phasenumwandlung be-
einflusst ist. Ausgehend von der durch die Wirmebehandlung relativ hohen Hérte im Basis-
werkstoff im groBen Abstand zum adiabatischen Scherband findet man auf der Grenze zum
sichtbar umgewandelten Gebiet zunichst einen Abfall der Hirte, gefolgt von einem sehr stei-
len Anstieg der Hiirte bei sehr kleinen Abstéinden zur Oberfldche des adiabatischen Scher-
bandes. Ein solcher Verlauf des Mikrohirteprofiles erscheint anhand der oben vermuteten
starken Temperaturerhhung withrend der Ausbreitung des adiabatischen Scherbandes plau-
sibel: Die Temperaturerhthung ist um so grisler, je kleiner der Abstand zum laufenden adia-
batischen Scherband ist. Im groBen Abstand zum adiabatischen Scherband ist die
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Temperaturerhthung so klein, dass sie keinen Einfluss auf das Gefllge und damit auf die
Hirte des Werkstoffs hat. Bei einem kleineren Abstand zum adiabatischen Scherband, hier
etwa 15 pm, kann ein kwrzzeitiger mittelstarker Temperaturanstieg dieselbe Wirkung im Ge-
filge haben wie etwa ein tiber lingere Zeit durchgefiibrter Anlassvorgang im Rahmen einer
Wirmebehandlung [87]. Dabei wird die hohe Verspannung des Martensits durch Kohlen-
stoffdiffusion gemildert. Dies erklirt die Abnahme der Hirte in diesem Abstand zum adia-
batischen Scherband. In unmittelbarer Nihe zum adiabatischen Scherband ist der kurzzeitige
Temperaturanstieg dagegen wieder so stark, dass der in Kap. 2.3.3.3 beschriebene Vorgang
einer Austenitisierung mit anschlieBender schneller Abschreckung erfolgen kann. Das zu-
ritckbleibende Gefilge ist in diesem Bereich extrem hart. All diese Befunde, insbesondere das
Vorhandensein der Anlasszone, zeigen, dass wihrend der Ausbreitung des adiabatischen
Scherbandes ein kurzzeitiger starker Temperaturanstieg erfolgt sein muss. Eine zusitzliche
Hirtesteigerung in der direkten Nihe des adiabatischen Scherbandes kann auch durch die
dort vorhandene extrem starke Deformation und durch die damit verbundene Versetzungs-
anh#ufung und Stdrung der Gitterstruktur erfolgen, wie sie etwa bei deformierten Scherbin-
dern (siehe Kap. 2.3.3.2) gefunden wird.

Dass der angesprochene Temperaturanstieg speziell bei der Ausbreitung des adiabatischen
Scherbandes auftriit und nicht etwa bei der Ausbreitung eines Zugrisses, zeigt der Vergleich
des Gefiigeschliffs in der Nihe des adiabatischen Scherbandes in Abb. 123 mit dem in
Abb. 125 gezeigten Gefitgeschliff in der direkten Nihe eines Zugrisses. Die Bruchfliiche des
Zugrisses wirkt zerkliifteter als die Oberfliiche des adiabatischen Scherbandes, was darauf
zurlickgefiihrt werden kann, dass bei der Rissausbreitung unter Zugbedingungen keinerlei

Gefiige im Innem der Probe
2eR 3

A

Abb. 125: Gefligeschliff einer Probe aus dem Vergiltungsstahl
42 CrMo 4 in der Nihe eines Zugrisses
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Reibung der Rissufer aufeinander erfolgt, welche eine Glittung der Oberfliiche hervorrufen
k8nnte. Im Gegensatz zum Gefigeschliff am adiabatischen Scherband findet man im Gefii-
geschliff dJrekt am Zugriss keinerlei Beeinflussung des martensitischen Gefitges durch den
gelaufenen Zugriss. Die Martensitnadeln sind auch direkt an der Bruchfliche deutlich zu er-
kennen. Somit hat hier keine Gefilgeumwandlung durch Temperatureinfitisse stattgefunden.
Ein weiteres Indiz fiir hohe Temperaturen, die bei der Ausbreitung von adiabatischen Scher-
bindern auftreten, ergibt sich bei einer genaueren Betrachtung der Oberfliiche eines adiaba-
tischen Scherbandes im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 im Rasterelektronenmikroskop. In
Abb. 126 a) ist cine entsprechende Aufnahme zu sehen. Auf der Oberfliche des adiabati-
schen Scherbandes sind deutlich zwei unterschiedliche Bereiche voneinander zu trennen. In
dem grtiBten Teil der Oberfliiche des adiabatischen Scherbandes, der auf der Ubersichtsauf-
nahme dunkel erscheint, findet man eine stark verschmierte Struktur, die durch einen Scher-
bruch mit starker Reibung entstanden ist (Abb. 126 b). Die Ausbreitungsrichtung des
adiabatischen Scherbandes lisst sich direkt aus der Richtung ablesen, in der die Oberflichen-

Abb. 126: Rasterelektronenmikroskopaufnahmen der Oberfldche eines
adiabatischen Scherbandes im Vergiltungsstahl 42 CrMo 4
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struktur verschmiert ist. Auf der anderen Seite findet man auf der Oberfliche des adiabati-
schen Scherbandes vereinzelt aber auch Bereiche, die auf der Ubersichtsaufnahme hell
erscheinen. In ihnen findet man eine charakteristische Wabenbruchstruktur (Abb. 126 c).
Die Waben sind dabei nicht in eine bestimmte Richtung verschmiert, 8o dass dort ein Bruch
unter Zugbedingungen stattgefunden haben muss. Ein solcher Wabenbruch kann erst nach
Ausbreitung und Arretierung des adiabatischen Scherbandes aufgetreten sein, denn anson-
sten wire die isotrope Wabenstruktur beim Versagen der restlichen Oberfliiche des adiabati-
schen Scherbandes ebenfalls verschmiert worden, vor allem, wenn man den dortigen sehr
hohen Verschmierungsgrad (Abb. 126 b) in Betracht zieht. Direkt in der Nithe des Arretie-
rungspunktes des adiabatischen Scherbandes sind die angesprochenen Bereiche mit Waben-
bruchcharakter nicht zu finden.

Eine mdgliche Erkldrung fiir die gefundenen Bereiche mit Zugbruchcharakter ist ein Mecha-
nismus, der in Abb. 127 schematisch dargestellt ist. Kurz vor dem Versagen durch ein adia-
batisches Scherband (a) und auch wihrend seiner Ausbreitung (b) treten im Bereich der
Rissspitze bzw. der Spitze des Scherbandes sehr hohe Temperaturerhthungen auf. Diese
konnen im Extremfall sogar die Schmelztemperatur des Werkstoffs erreichen [46]. Noch
wihrend der Ausbreitung des adiabatischen Scherbandes bleiben die im bereits versagten

a) kurz vor Initiierung b) laufendes adiabat. Scherband
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Abb, 127: Mechanismus bei Initiierung, Ausbreitung und Arretierung eines
adiabatischen Scherbandes mit anschliefendem Spétzeitversagen
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Bereich neu gebildeten Oberflichen miteinander in Kontakt und kiihlen sehr schnell ab. Da-
durch kénnen aufgeschmolzene Bereiche punktuell beim Erstarren miteinander verschwei-
Ben. Nach der Arretierung des adiabatischen Scherbandes (c) bleiben auch im restlichen
Bereich des adiabatischen Scherbandes die neu gebildeten Oberfliichen zuniichst miteinan-
der in Kontakt, so dass auch dort die Oberflichen bei der Erstarrung punktuell neue Schweif3-
verbindungen miteinander eingehen kdnnen. Zu schr spiiten Zeiten erfolgt dann das
Spitzeitversagen (d). Dieses erfolgt in aller Regel nicht koplanar mit dem zuvor gelaufenen
adiabatischen Scherband, sondern unter einem Winkel, wie er etwa in Abb. 127 d) angenom-
men wird. Dabet werden die miteinander verschweiiten Bereiche wieder voneinander ge-
frennt, wobei diese Trennung in einiger Entfernung zum Arretierungspunkt des
adiabatischen Scherbandes unter Zugbedingungen erfolgt. Dadurch kommt die auf Zugbruch
hindeutende gleichm#Bige Wabenstruktur in Abb. 126 c) zustande. Eine identische Phéno-
menologie der Oberfléche eines adiabatischen Scherbandes wurde anch von anderen For-
schern beobachtet und auf denselben Mechanismus zurlickgefithrt [54]. Die Bereiche mit
Zugbruchcharakter konnen im Bereich nahe des Arretierungspunktes des adiabatischen
Scherbandes nicht gefunden werden, da dort das Spétzeitversagen gem#B Abb. 127 d) wie-
der zu einer durch Scherung bestimmten Trennung fithrt. Andererseits kann in der Nithe der
Arretierung jedoch auch die Wérmeentwicklung des laufenden adiabatischen Scherbandes
bereits so weit herabgesetzt sein, dass der oben angesprochene Verschweiflungsvorgang dort
nicht stattfindet.

Zusammenfassend ltsst sich feststellen, dass anhand der obigen Uberlegungen und Befunde
im Geflige mit der Ausbildung von adiabatischen Scherbéndern deutliche Temperaturerht-
hungen verbunden sein miissen. Diese Temperaturerhthungen sind typisch fiir adiabatische
Scherbinder und wurden auch von anderen Forschern indirekt oder direkt experimentell
nachgewiesen [43,44,45,46]. Dass der Effekt der thermischen Entfestigung die Ursache fiir
adiabatische Scherlokalisierung darstellt, kann als allgemein gesichert gelten. Im Rahmen
dieser Arbeit wurde experimentell die dynamische Bruchz#thigkeit bei Versagen durch adia-
batische Scherblinder bestimmt. Die thermische Entfestigung bewirkt in diesem Falle die
steigende Abh#ingigkeit der dynamischen Scherbruchz#higkeit von der Belastungsrate. Da-
mit kann hier erstmals die Auswirkung einer unter hochdynamischen Belastungen auftreten-
den adiabatischen Temperaturerhthung auf die Bruchz#higkeit von stationdren Rissen
experimentell nachgewiesen werden.
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1.3.12 Ausbreitungsrichtung des Versagens
Mit dem Wechsel des Effektes, der die dynamische Scherbruchzihigkeit bestimmt, von

Dehnratenverfestigung zu thermischer Entfestigung geht gleichzeitig der Wechsel der Aus-
breitungsrichtung des Versagens einher. Dies ist darauf zuriickzufiibren, dass die beiden Ef-
fekte in unterschiedlichen Richtungen ihre maximale Wirkung entfalten.

Solange die Dehnratenverfestigung tiberwiegt, gibt es keine instabile plastische Verformung,
so dass an der Risspitze keine Richtung vorliegt, in der Dehnungen adiabatisch lokalisieren.
Insofern muss an der Rissspitze in erster Nitherung eine Verteilung der Tangential- und Ra-
dialspannungen vorliegen, wie sie anhand der linear-elastischen Theorie gemi8 Abb. 8 ge-
geben ist. Versagen tritt in diesem Falle wie auch unter quasistatischen Bedingungen durch
eine Rissausbreitung in Richtung der maximalen Umfangsspannung auf.

Oberhalb einer bestimmten Rissspitzenbelastungsrate wird der Effekt der Dehpratenverfesti-
gung durch den Effekt der thermischen Entfestigung tiberdeckt. Dieser tritt vor allem in der
Richtmng auf, in der der groBite Teil der plastischen Deformation erfolgt. Dies ist bei Mo-
dus-II-Belastungen in Ligamentrichtung der Fall, wie man auch anhand der plastischen Zone
(Abb. 4) erkennen kann. In dieser Richtung wird also der Werkstoff als erstes entfestigt und
tiberschreitet dort auch als erstes das Maximum in der Spannungs-Dehnungskurve (siehe
Abb. 23). Ist die Scherdeformation erst einmal lokalisiert, konzentriert sich auch die weitere
Deformation auf diesen Scherbereich, so dass sich das adiabatische Scherband immer weiter
in Ligamentrichtung ausbreitet, Das Auftreten der maximalen Tangentialspannung unter ei-
nem Winkel von -70° zum Ligament wird durch diese Scherlokalisierung abgeschirmt und
unterbunden.

Die Tatsache, dass die gefundenen Versagenspfade adiabatischer Scherbénder im Allgemei-
nen gegenliber dem Ligament leicht zu positiven Winkeln geneigt sind, konnte auf das hy-
here Lastnjveau zuriickzufithren sein, welches gemi8 der bei der numerischen Simulation
des LECEI-Experimentes gefundenen Ergebnisse wihrend der Belastungsphase auf der obe-
ren Seite des Anrisses auftritt, Dieses hthere Spannungs-/Dehnungsniveau fithrt dazu, dass
auch die Richtung ausgehend von der Rissspitze, in der zuerst eine thermische Entfestigung

7313 .
Bei Versagen durch Zugrisse unter -70° zum Ligament wurden in den uaterschiedlichen
Werkstoffen Ausbreitungsgeschwindigkeiten von etwa 30 % bis 60 % der jeweiligen Ray-
leigh-Wellengeschwindigkeit gefunden, was anhand der in Kap. 2.2.3.2 angestellten Uberle-
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gungen sinnvoll erscheint (siehe Abb. 16). Bei der Ausbreitung adiabatischer Scherbiénder
werden dagegen signifikant kleinere Ausbreitungsgeschwindigkeiten gefunden, die zudem
mit der Belastungsrate K 1 ansteigen. Analog zum Gleichgewicht zwischen dem dynami-
schen Spannungsintensititsfaktor K‘,iyn und der Risslaufzihigkeit K bei der Ausbreitung
eines Risses gemifl Abb. 16 muss auch bei der Ausbreitung adiabatischer Scherbinder ein
solches Gleichgewicht herrschen. Auch in diesem Falle gibt es eine an der laufenden Scher-
bandspitze vorhandene Spannungs-/Debnungs-Uberh6hung, die hier S‘Ii}m‘ ASB genannt wer-
den soll, und eine Laufziihigkeit des adiabatischen Scherbandes, sie sei mit S5’ bezeichnet.
Die sich letztlich einstellende Ausbreitungsgeschwindigkeit eines adiabatischen Scherban-
des muss sich in dhnlicher Art und Weise aus der Geschwindigkeitsabhingigkeit der beiden
Grtfien ableiten lassen wie bei der Rissausbreitung (Abb. 16). Withrend bei Ausbreitung ei-
nes Risses thermische Effekte erst bei sehr hohen Ausbreitungsgeschwindigkeiten einen An-
stieg der Risslaufzthigkeit K, verursachen, spielt bei der Ausbreitung adiabatischer
Scherbinder der Effekt der thermischen Entfestigung bereits bei beliebig kleinen Ausbrei-
tungsgeschwindigkeiten die dominierende Rolle. Es muss daher von Beginm an eine steigen-

A adiabatisches Scherband

stablle
Ausbreltung

g Instablle
= Ausbreitung

0 Riss- / Scherband- Ca
Ausbreitungsgeschwindigkelt

Abb. 128: Ausbreitungsgeschwindigkeit eines Risses bzw. adiabatischen
Scherbandes durch Vergleich von dynamischem Spannungsinten-
sitdltsfaktor und Riss- bzw. Scherband-Layfzdhigkeit
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de Abhtingigkeit der Scherband-Laufzihigkeit S5 von der Ausbreimngsgeschwindigkeit
vorliegen, wie sie in Abb. 128 hypothetisch dargestellt ist. Anhand dieser Auftragung ist zu
vermuten, dass eine Ausbreitung eines adiabatischen Scherbandes nicht instabil, sondern sta-
bil verl4uft. Fiir ein adiabatisches Scherband stellt sich ein Gleichgewicht im Gegensatz zum
laufenden Riss bei beliebig kleinen Ausbreitungsgeschwindigkeiten ein. Damit sich das
adiabatische Scherband dennoch mit endlicher Geschwindigkeit ausbreitet, muss stiindig ein
Uberschuss der Spannungsitberhthung S?}m’ ASB vorliegen, welcher kontinuierlich durch die
vorgegebene Belastung nachgeliefert werden muss. Ein solches Nachliefern von Spannun-
gen zur Spitze des Scherbandes geschieht vermutlich in einem um so stiirkeren MaQe, je ho-
her die urspriingliche Belastungsrate K;, war. Anband dieser Uberlegungen ist zu verstehen,
dass die Ausbreitungsgeschwindigkeit der adiabatischen Scherbiinder erstens sehr klein sind
und zweitens sehr stark mit der Belastungsrate ansteigen. Aufgrund der sehr hohen Belas-
tungsraten treten dennoch Ausbreitungsgeschwindigkeiten von einigen 100 m/s auf. Dage-
gen ist die Ausbreitungsgeschwindigkeit von Rissen kaum von der Belastungsrate abhiingig
und insgesamt deutlich gréBer.

Die hier gegebene Betrachtungsweise unterstiitzt nochmals in einem hohen MaBe die in
Kap. 2.4 aufgestellte These einer htheren Energiedissipation bei Ausbreitung eines adiaba-
tischen Scherbandes im Vergleich zur Ausbreitung eines Zugrisses. Es ist klar, dass zur Aus-
breitung des adiabatischen Scherbandes stiindig Energie angeliefert werden muss, falls sich
das Scherband nur stabil und nicht instabil ausbreitet, Aus dieser Uberlegung folgt direkt,
dass sich adiabatische Scherbinder im Vergleich zu Zugrissen nur Uber eine kurze Distanz
ausbreiten, denn sie arretieren, sobald durch die gegebene dynamische Lasteinleitung keine
Energie mehr nachgeliefert wird.

7.3.2 Spezielle Diskussion der Versuchsergebnisse am Vergiitungsstahl 42 CrMo 4
Vergleicht man den Verlauf der dynamischen Scherbruchziihigkeit in Abhingigkeit der Be-
lastungsrate filr beide untersuchten Rissspitzenradien (Abb. 104 und Abb. 105), so ergibt
sich, dass die Unterschiede insgesamt recht klein sind. Zuniichst ist das Niveau der ermittel-
ten Bruchziihigkeitswerte filr p = 0,5 mm nicht viel hther als fiir p = 125 ym. Allenfalls bei
Versagen durch Zugrisse lisst sich ein leichter Anstieg der Bruchz#higkeitswerte K;,d mit
dem Rissspitzenradius feststellen. Andererseits liegt diejenige Belastungsrate, bei der der
Wechsel im Versagensverhalten von Zugrissen zu adiabatischen Scherbidndern erfolgt, bei
p = 0,5 mm nur wenig héher als bei p = 125 pm.

Offensichtlich spielt der Rissspitzenradius in diesem Zusammenhang eine nur geringe Rolle.
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Dies kann daran liegen, dass die im Vergiitungsstahl 42 CrMo 4 auftretenden plastischen Zo-
nen unter Modus-II-Belastung wie in Kap. 4.2.2.3 bereits abgeschiitzt bei einem Modus-II-
Spannungsintensititsfaktor von K;; = 150 MPa./m eine Ausdehnung von etwa 5 mm ha-
ben. Beide untersuchten Rissspitzenradien liegen damit weit innerhalb dieser plastischen Zo-
ne. Nach Uberlegungen von Wilshaw et al. [88] bzw. von Malkin und Tetelman [89] gibt es
einen Grenzrissspitzenradius, der zur Gre der plastischen Zone direkt proportional ist, un-
terhalb dessen die zu ermittelnden Bruchzihigkeitswerte nicht vom endlichen Rissspitzenra-
dius beeinflusst sind. Mdglicherweise fithrt dies zu dem kaum erkennbaren Anstieg der
Bruchzithigkeitswerte mit dem Rissspitzenradius.

Da die Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm bei der Wirmebehandlung zu
einer anderen Lieferung gehdrten als die Proben mit p = 125 um, wiesen sie eine geringere
Hiirte auf. Es ist jedoch anzunehmen, dass die FlieBspannung davon nicht sehr stark beein-
flusst ist, da auch bereits in Kap. 6.3.2 ein nur schwacher Unterschied der Flie8spannung fir
den Werkstoff nach Wirmebebhandlung mit Anlassen bei 160 °C und bei 300 °C gefunden
wurde. Daher wird hier vermutet, dass dieser Effekt auch auf die Bruchz4higkeit einen eher
geringen Einfluss hat.

Die beiden angesprochenen Effekte, d.h. die unterschiedlichen Rissspitzenradien und die un-
terschiedlichen Hirten der Proben, haben also mtglicherweise jeweils nur einen kleinen Ein-
fluss auf die Bmchzihigkeitswerte. Im Falle des Versagens durch Zugrisse fithren beide
Effekie zu einem Anstieg der Bruchzihigkeiten, im Falle des Versagens durch adiabatische
Scherbénder kdnnte die geringere Hirte der Proben mit p = 0,5 mm dagegen dem Effekt des
groBeren Rissspitzenradius entgegenwirken. Eine geringere Hirte und damit eine hthere
Duktilitit vergroBert die durch plastische Verformung dissipierte Energie, die zum Teil in
Wirme umgewandelt wird. Uber diesen Mechanismus konnte die Neigung zur Ausbildung
von adiabatischen Scherbindern durch die geringere Hirte vergrbBert werden. Auf diese
Weise liefle sich sowohl die Tatsache erkliren, dass die gefundenen dynamischen Scher-
bruchzihigkeitswerte bei Versagen durch adiabatische Scherbiinder in den Proben mit
p = 0,5 mm nicht oberhalb der Werte in den Proben mit p = 125 um liegen, als auch dass die
Belastungsrate beim Ubergang zwischen beiden Versagensmechanismen fiir p = 0,5 mm nur
wenig oberhalb derjenigen filr p = 125 um liegt. Letztlich bedeutet diese Uberlegung, dass
sich im Falle von Versagen durch Zugrisse zwei kleine Effekte zu einem merklichen Effekt
addieren, wihrend sie sich bei Versagen durch adiabatische Scherbiinder kompensieren.

Im Falle der Proben mit einem Rissspitzenradius von p = 0,5 mm ergab sich ein kleiner
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Uberlappungsbereich in der Belastungsrate, in dem sowohl Versagen durch adiabatische
Scherbiinder als auch durch Zugrisse gefunden werden konnte. Dies zeigt, dass das Versa-
gensverhalten auch durch statistische Einflussgrsen mitbestimmt sein kanon. In diesem Zu-
sammenhang sind in erster Linie Schwankungen mikroskopischer Parameter an der
belasteten Rissspitze wie etwa geometrische Unstetigkeiten im Kerbgrund oder inhomogene
Eigenschaften des Werkstoffgefiiges auf der Mikroebene zu nennen.

7.3.3 Spezielle Diskussion der Versuchsergebnisse an der Alumininmiegierung Al 7075
In Proben aus der Aluminiumlegierung Al 7075 wurde nur Versagen durch adiabatische
Scherbinder gefunden. Dies steht in Ubereinstimmung mit der auch von anderen Forschern
gefundenen Neigung dieses Werkstoffs zu Scherversagen. Bin solches Werkstoffverhalten
wird hitufig in aushiirtbaren Aluminiumlegierungen gefunden. Die Ursache dafiir liegt in ei-
nem Mechanismus, der in Abb. 129 dargestellt ist. Plastische Verformung geschieht auf kri-
stallographischer Bbene innerhalb eines Korns stets durch das Gleiten von Versetzungen.
Bei Vorhandensein von harten Ausscheidungen in einer Aluminiumlegierung werden diese
zum Teil von laufenden Versetzungen durchquert und dadurch entlang des Laufweges der
Versetzung geschwiicht, Nachfolgende Versetzungen durchqueren die Ausscheidung dann
bevorzugt auf demselben Wege, es liegt ein sogenanntes ,,planares Gleiten* vor. Die Aus-
scheidung verliert dabei nach und nach ibre festigkeitssteigernde Wirkung, der Werkstoff
entfestigt lokal. Dies flihrt analog einer lokalisierten thermischen Entfestigung bei Ausbil-
dung eines adiabatischen Scherbandes zu einer instabilen plastischen Verformung. Die Ver-
setzungen stauen sich zwar zunfichst an den Korngrenzen auf, knnen diese aber letztlich
auch tiberqueren. Es bildet sich dann anch ohne den Einfluss thermischer Effekte ein stark
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Abb. 129: Mechanismus zu lokalisierter Scherdeformation in
aushdrtbaren Aluminiumlegierungen; aus: [30]
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lokalisiertes Scherband aus, welches schlieBlich zum Versagen fithren kann.

Im Rahmen dieser Arbeijt wurde festgestellt, dass Scherversagen in dieser Aluminiumlegie-
rung hiufig exakt in Walzrichtung erfolgt. Dies deutet auf eine vorhandene Anisotropie des
Werkstoffs hin, welche durch den Walzvorgang des angelieferten Blechs hervorgerufen sein
konnte, Dies ist in dreierlei Hinsicht mdglich: Erstens kann durch den Walzvorgang eine
Komstreckung erfolgen. Dabei werden vorhandene Kdrner im Gefilge durch den Walzvor-
gang in ihrer Form vertindert. Die zun#ichst in alle Richtungen im Mittel gleich ausgedehnten
Kdrner werden durch den Walzvorgang ,,plattgedriickt* und in Walzrichtung besonders aus-
gedehnt, so dass sich eine zungenftrmige Gestalt der K8rner ergibt [90]. Zweitens kann eine
sogenannte Gefiigezeiligkeit entstehen, in der sich im Gefiige vorhandene grobe oder mittel-
grofie Ausscheidungen (Primér- oder Sekundirphasen) in Walzrichtung hintereinander an-
ordnen. Drittens kann durch den Walzvorgang eine Textur entstehen, bei der die
kristallografischen Ausrichtungen der einzelnen Kdrner nicht mehr statistisch gleichverteilt
sind, sondern eine Vorzugsrichtung entsteht. Diese Effekte k8nnten eine Scherdeformation
in Walzrichtung begtinstigen und damit zu dem gefundenen Verhalten fithren,

Uber den Verlauf der dynamischen Scherbruchziihigkeit bei sehr geringen Belastungsraten
bis hin zu quasistatischen Bedingungen (Abb. 107) kann im Rahmen dieser Arbeit keine end-
gliltige Aussage gemacht werden. Moglich ist jedoch, dass die Bruchzithigkeitswerte bei ei-
ner Verringerung der Belastungsraten bis hin zu quasistatischen Belastungsraten wieder
ansteigen. In jedem Falle kann dort keine thermische Entfestigung vorliegen, der Vorgang
der Scherlokalisierung ist in diesem Falle nicht adiabatisch. Ein Effekt der
Dehnratenverfestigung kdnnte dagegen vorhanden sein, auch wenn die anschlieBende Ver-
sagensausbreitung nicht nach dem Kriterium der maximalen Tangentialspannung erfolgt.
Andererseits sind Aluminiumwerkstoffe auch dafiir bekannt, dass bei ihnen der Effekt der
Dehnratenverfestigung klein ist. Letztlich kann die Frage des Verlaufs der dynamischen
Scherbruchzithigkeit bei kleinen Belastungsraten fiir diesen Werkstoff nicht abschlieBend
beantwortet werden.

7.3.4 Spezielle Diskussion der Versuchsergebnisse an Polycarbonat

Im Kunststoff Polycarbonat wurde nicht nur Versagen durch Zugrisse und adiabatische
Scherbiinder gefunden, sondern es traten bei hohen Schlaggeschwindigkeiten plastische Ver-
formungen in grofen Bereichen der Proben auf, unter anderem im Bereich der Aufschlagfli-
che. In diesen Fillen konnte nur ein sehr undeutliches, schwer klassifizierbares Versagen an

der Rissspitze festgestellt werden. Dieses Versagensverhalten an der Rissspitze ist also of-



170 _ . _KAPITEL 7 - ERGEBNISSE

fensichtlich durch die angesprochenen plastischen Deformationen beeinflusst. Es ist zu ver-
muten, dass die plastischen Deformationen in der Probe eine starke Dimpfung der in die
Probe hinein induzierten longitudinalen Druckwelle bewirken, es handelt sich nicht mehr um
eine elastische Welle. Dadurch wird die Rissspitzenbelastung stark gestdrt. In diesem Falle
hoher Duktilitiit ist demnach die LECEI-Technik nicht mehr zur Erzeugung hochdynami-
scher Modus-II-Belastungen geeignet. Bei ihrer Anwendung sollten merkliche plastische
Deformationen. nur im Bereich der Rissspitze auftreten. Aus diesem Grunde sollen mdgliche
Mechanismen der Materialtrennung an der Rissspitze hier nicht nither diskutiert werden, Da
dieses insgesamte Probenverhalten jedoch sehr auBergewthnlich erscheint (bei kleinen
Schlaggeschwindigkeiten tritt Totalversagen der Probe etwa durch einen Zugriss auf, bei ho-
hen Schlaggeschwindigkeiten versagt die Probe praktisch gar nicht ), wurde es hier doku-
mentiert.

Betrachtet man die uniaxialen Zugversuche, die Kerbschlagbiegeversuche und die LECEI-
Experimente, so ist filr Polycarbonat insgesamt ein Ubergang des Werkstoffverhaltens von
duktil zu sprsde und wieder zuriick zu duktil bei der Steigerung der Belastungsrate zu finden.
Dieser Befund steht in Ubereinstimmung mit einer von Ravi-Chandar festgestellten Anoma-
lie von Polycarbonat unter dynamischen Belastungen. Auch er findet bei kleinen Belastungs-
geschwindigkeiten ein duktiles Verhalten, bei mittleren Belastungsraten ein sprides
Verhalten und bei hohen Belastungsraten wiederum ein duktiles Verhalten des
Werkstoffs [91].

Die Tatsache, dass bei kleinen Schlaggeschwindigkeiten allein durch das Andern des
Rissspitzenradius einerseits Versagen durch Zugrisse und andererseits Versagen durch adia-
batische Scherbiinder gefunden werden konnte, zeigt, dass nicht nur die Schlaggeschwindig-
keit v bzw. die Belastungsrate K 1 das Werkstoffverhalten kontrollieren kdnnen, sondern
auch die Geometrie des Anrisses. Bei einem scharfen Anriss kbnnen offensichtlich stark lo-
kalisiert solch hohe Dehnraten auftreten, dass sie selbst bei eher kleinen Schlaggeschwindig-
keiten zor thermischen Entfestigung fithren, gefolgt von der Ausbildung eines adiabatischen
Scherbandes. Bei groflen Rissspitzenradien hingegen ist die SpannungsiiberhShung abge-
schwiicht, die lokalen Dehnraten sind daher kleiner und es tritt keinerlei Entfestigung auf,
sondern das herkbmmliche Zugrissversagen unter -70° zum Ligament.



8 Zusammenfassung

Risse unter quasistatischer Scherbelastung oder unter dynamischen Scherbelastungen mit
kleiner Belastungsrate versagen in aller Regel durch eine Rissausbreitung unter einem Win-
kel von -70° zum Ligament gem#8 des Kriteriums der maximalen Tangentialspannung nach
Erdogan und Sih [1]. Diese Rissausbreitung erfolgt dabei nach Initiierung unter Zug-(Mo-
dus-I)-Bedingungen.

Erfolgt die Scherbelastung des Risses dagegen hochdynarmisch, d.h. mit einer sehr hohen Be-
Jastungsrate, so ist ein Wechsel des Versagensmechanismus von Zugrissen zu adiabatischen
Scherbiindern zu beobachten [2,3]. Letztere bilden sich in Richtung des Ligaments bzw. un-
ter einem nur sehr kleinen positiven Winkel zum Ligament aus. Die Distanz, itber die sich
adiabatische Scherbinder ausbreiten, ist im Vergleich zu Zugrissen - bei ansonsten beinahe
gleichen Belastungsbedingungen - sehr klein. Es ldsst sich daher vermuten, dass adiabatische
Scherbiinder bei ihrer Ausbreitung mehr Energie dissipieren als Zugrisse.

Das Phiinomen der adiabatischen Scherbiinder tritt nicht nur bei hochdynamischer Scherbe-
lastung von Rissen auf, sondern wird vielmehr h#ufig auch dann beobachtet, wenn ein Werk-
stoff ohne makroskopischen Riss unter extrem hohen Raten verformt wird, etwa bei
Aufschlag eines K8rpers auf eine Oberfliche mit sehr hoher Schlaggeschwindigkeit. Die
Ausbildung adiabatischer Scherbinder wird auf thermische Effekte zurtickgefiihrt, die bei
solch extrem hohen Deformationsgeschwindigkeiten von Werkstoffen auftreten. Plastische
Verformungsenergie wird zum Teil in WHrme umgesetzt, die bei einer sehr hohen Dynamik
des Vorgangs nicht schnell genug vom Werkstoff abgeleitet werden kann, Dies fiihrt zu ei-
nem Temperaturanstieg und somit zu einer thermischen Entfestigung des Werkstoffs. Die
Spannungs-Dehnungskurve bekommt dadurch eine negative Steigung, so dass eine instabile
plastische Deformation in einem stark lokalisierten Gebiet auftritt. Dieser Mechanismus
wird in Werkstoffen ohne makroskopischen Riss jedoch erst bei Prozessen mit sehr hohen
Belastungsgeschwindigkeiten aktiviert, withrend er bei Vorhandensein makroskopischer
Risse bereits bei moderaten Schlaggeschwindigkeiten auftreten kann. In diesem Falle wird
durch den Riss die global geringe Belastungsgeschwindigkeit durch die Spannungs-Deh-
nungssingularitit an der Rissspitze lokal in eine sehr hohe Belastungs- bzw. Dehnrate tiber-
filhrt. Damit stellt die Ausbildung adiabatischer Scherb4nder einen insbesondere im Rahmen
der Bruchmechanik wichtigen Versagensmechanismus dar, Entsprechende bruchmechani-
sche Versagenskennwerte lagen bisher jedoch nicht vor.
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Ziel dieser Arbeit war es daher, bruchmechanische Versagenskennwerte, speziell die dyna-
mische Scherbruchzithigkeit Kj,, fur die unterschiedlichen Versagensmechanismen experi-
mentell zu bestimmen. Die Kenntnis der Abhingigkeiten der dynamischen
Scherbruchzihigkeit Ky, von der Belastungsrate K 11 Sowohl bei Versagen durch Zugrisse
als auch durch adiabatische Scherbiinder, insbesondere im Ubergangsbereich zwischen bei-
den Versagensmechanismen, kann einen tieferen Einblick in die filr das Versagensverhalten
mafgeblichen Werkstoffeffekte liefern. Eine weitere Zielsetzuimg bestand in der Messung
von Ausbreitungsgeschwindigkeiten von Zugrissen und von adiabatischen Scherbidndem.
Die experimentellen Untersuchungen wurden an unterschiedlichen Strukturwerkstoffen,
nimlich dem VergQitungsstahl 42 CrMo 4, der Aluminiumlegierung Al 7075 sowie dem
Kunststoff Polycarbonat durchgefithrt.

Zur Bestimmung sowohl der dynamischen Scherbruchzithigkeit Kj,; als auch der Belas-
tungsrate K, muss der Spannungsintensititsfaktor K;/(f) wihrend des Experimentes dyna-
misch erfasst werden. Im Gegensatz etwa zu quasistatischen Rissbelastungen, bei denen sich
der Spannungsintensititsfaktor an der Rissspitze meist aus den #uBeren Belastungsbedingun-
gen bestimmen l#sst, muss im Falle einer hochdynamischen Rissbelastung die Messung des
Spannungsintensititsfaktors direkt an der Rissspitze erfolgen. Im Rahmen dieser Arbeit kam
daftir sowohl das schattenoptische Kaustikenverfahren in Verbindung mit Hochgeschwin-
digkeitsfotografie als auch ein Dehnungsmessstreifenverfahren zum Einsatz. Es zeigte sich,
dass das schattenoptische Kaustikenverfahren bei den verwendeten sehr hohen Belastungs-
raten nur bedingt anwendbar war. Die hohe optische Qualitiit des Strahlengangs, die fiir die
Anwendung des schattenoptischen Kaustikenverfahrens ndtig ist, wurde durch Luftdruck-
schwankungen, die aufgrund der hochdynamischen Belastungstechnik im Bereich der unter-
suchten Proben auftraten, sowie durch Wellenausbreitungsprozesse in der Probe gestirt.
Daher wurden Kaustiken nur vereinzelt zur quantitativen Erfassung des dynamischen Span-
nungsintensitiitsfaktors Ky (r) verwendet. Dagegen erwies sich das verwendete Dehnungs-
messstreifenverfahren gegen die oben genannten Stdreinfliisse als unempfindlich. Es basiert
auf einem von Dally und Sanford [63] fitr Modus-I-Belastungen entwickelten Dehnungs-
messstreifenverfahren und wurde im Rahmen dieser Arbeit fiir Modus-II-Belastungen modi-
fiziert und optimiert. Dabei wird ein Dehnungsmessstreifen in der N#he der Rissspitze
appliziert, um die dortige Spannungstiberhhung und damit den Spannungsintensititsfaktor
zu bestimmen. Die an der Rissspitze vorhandene plastische Zone bedingt einen Mindestab-
stand des Dehnungsmessstreifens zur Rissspitze, wodurch auf der anderen Seite ein Einfluss
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von htheren Termen der Rissspitzenspannungsverteilung auf die Messung erfolgt. Dieser
Einfluss der htheren Terme wird durch eine Optimierung der Position und der Messrichtung
des Dehnungsmessstreifens minimiert. Da jedoch prinzipiell ein Einfluss der h8heren Terme
auf das Messsignal verbleibt, wurde eine Kalibrierung des Verfahrens unter quasistatischen
Bedingungen vorgenommen. Diese Kalibrierung wurde anschlie8end in einem dynamischen
Experiment mit Hilfe von schattenoptischen Kaustiken verifiziert. AuBerdem wurden meh-
rere Dehnungsmessstreifen verwendet. Mit ihnen kann neben dem dynamischen Spannungs-
intensittitsfaktor Xy (¢) auch der Initiierungszeitpunkt des Versagens bestimmt werden, da zu
diesem Zeitpunkt eine vom vorliegenden Versagensmechanismus abhiingige charakteristi-
sche Anderung der gemessenen Dehnungssignale erfolgt. Damit kSnnen sowohl die
Belastungsrate K 11 as auch die dynamische Scherbruchziihigkeit K;;; bestimmt werden.
Withrend die experimentelle Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit von Zugrissen
mit Hilfe von Hochgeschwindigkeitsfotografie erfolgt, werden zur Messung der Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit von adiabatischen Scherbiindemm wiederum Dehnungsmessstreifen
eingesetzt, einerseits durch Applizierung von Dehnungsmessstreifen entlang des zu erwar-
tenden Versagenspfades, andererseits durch eine Messung der Laufzeit des adiabatischen
Scherbandes sowie der zugehtrigen Ausbreitungslinge.

Zur Erzeugung hochdynamischer Scherbelastungen von Rissen wurde die von Kalthoff ein-
gefithrte LECEI-Technik eingesetzt [2]. Dabei wird eine Probe, die mit einem Randriss ver-
sehen ist, seitlich oberhalb des Randrisses durch einen AufschlagkSrper mit einer
Schlaggeschwindigkeit v beaufschlagt. Wie anhand von schattenoptischen Kaustiken ge-
zeigt werden kann, fithrt dies zu einer hochdynamischen, nahezu reinen Modus-1I-Belastung
der Rissspitze. Das dyna:xiische Spannungsfeld an der Rissspitze wurde durch eine dreidi-
mensionale numerische Simulation des dynamischen LECEI-Experimentes mit Hilfe der
Methode der Finiten Elemente eingehender untersucht. Auch dabei wurde eine nahezu reine
Modus-II-Belastung der Rissspitze gefunden, allerdings konnte auch gezeigt werden, dass
die Wink'elverteilung des Rissspitzenspannungsfeldes eine ausgepriigte Zeitabhingigkeit
aufweist. Dies fithrt zu unterschiedlichen Werten des Spannungsintensititsfaktors bei Extra-
polation der Spannungen unter unterschiedlichen Winkeln zum Riss. Eine definitionsgemii
durchgefithrte Bestimmung des Spannungsintensitiitsfaktors durch Extrapolation von Span-
nungen auf dem Ligament fithrt jedoch zu einem Mittelwert, der in der Zeit mehr oder we-
niger linear ansteigt. Eine Bestimmung dieses Spannungsintensititsfaktors ist mit Hilfe des
optimierten Dehnungsmessstreifenverfahrens mdglich, da die gemessenen Dehnungen zu
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ihm direkt proportional sind.

Es wurde eine Charakterisierung der untersuchten Werkstoffe anhand von uniaxialen Zug-
versuchen, von instrumentierten Kerbschlaghiegeversuchen und hinsichtlich der Bruchzi-
higkeitswerte der Werkstoffe durchgefithrt. Dabei zeigte die Aluminiumlegierung Al 7075
eine besondere Neigung zur Ausbildung von Scherversagen, insbesondere wenn sich dieses
Versagen in Walzrichtung ausbreitet. Bei dem Kunststoff Polycarbonat trat ein signifikanter
Wechsel des Werkstoffverhaltens bei Steigerung der Belastungsgeschwindigkeit auf. Im
uniaxialen Zugversuch erweist er sich als komplett duktil, im Kerbschlagbiegeversuch ver-
hiilt er sich extrem sprode.

Im Rahmen der durchgefithrten Experimente konnte der von Kalthoff beobachtete Wechsel
des Versagensverhaltens dynamisch scherbeanspruchter Risse von Zugtissen unter -70° zum
Ligament bei kleinen Belastungsraten zu adiabatischen Scherbiindern, die sich nahezu in
Richtung des Ligaments ausbreiten, bei hohen Belastungsraten grundsitzlich bestitigt wer-
den. Lediglich in der Aluminiumlegierung Al 7075 stellte sich nur Versagen durch adiabati-
sche Scherbénder ein. Dieses besondere Werkstoffverhalten wird auf die bereits oben
angesprochene Neigung dieser Aluminiumlegierung zur Ausbildung von Scherversagen so-
wie auf eine mdgliche Anisotropie des Werkstoffs durch den Walzvorgang zuriickgefiihrt.
Die Belastungsrate X 11 sowie der Initiierungszeitpunkt des Versagens kommten mit Hilfe der
optimierten Dehnungsmessstreifentechnik bestimmt werden, wobei der Initiierungszeit-
punkt des Versagens zusitzlich anhand von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen verifiziert
und abgesichert wurde. Eine Messung der dynamischen Scherbruchziihigkeit Ky, in
Abhéingigkeit der Belastungsrate K, war damit mdglich. Es ergaben sich unterschiedliche
Abhiingigkeiten einerseits bei Versagen durch Zugrisse und andererseits bei Versagen durch
adiabatische Scherbinder. Bei Versagen durch Zugrisse wurde eine fallende Tendenz der dy-
namischen Scherbruchzithigkeit mit der Belastungsrate gefunden, bei Versagen durch adia-
batische Scherb&nder hingegen liegt eine deutlich steigende Abh#ngigkeit vor. Diesen
Sachverhalt zeigt schematisch Abb. 130. Er stellt eines der zentralen Ergebnisse der vorlie-
genden Arbeit dar.

Bei der Bestimmung der Ausbreitungsgeschwindigkeit des Versagens ergaben sich filr Zug-
risse recht hohe und von der Belastungsrate praktisch unabhiingige Geschwindigkeiten. Da-
gegen wurden bei Versagen durch adiabatische Scherbiinder wesentlich geringere
Ausbreitungsgeschwindigkeiten gemessen, die zudem noch stark von der Belastungsrate ab-
hitngen.
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Abb. 130: Abhdngigkeiten der dynamischen Scherbruchzdhigkeit Ky, von der Belastungs-
rate K;; bei Versagen durch Zugrisse und durch adiabatische Scherbénder

Beide Befunde, sowohl im Hinblick auf die dynamischen Scherbruchzithigkeiten als auch
auf die gemessenen Ausbreitungsgeschwindigkeiten, zeigen, dass die beiden Versagensme-
chanismen durch zwei unterschiedliche konkurrierende Effekte bestimmt werden. Wihrend
bei Versagen durch Zugrisse eine Dehnratenverfestigung zu einem Abfall der Bruchzhig-
keitswerte fithrt, wird das Versagen durch adiabatische Scherbinder offensichtlich durch den
Effekt der thermischen Entfestigung kontrolliert. Dieser fithrt zu einem h8heren Ma8 plasti-
scher Verformung an der Rissspitze, damit zu einer héheren Energiedissipation und dadurch
zu einer ansteigenden Tendenz der Bruchzhigkeitswerte mit der Belastungsrate. Damit
konnte im Rahmen dieser Arbeit erstmals ein Einfluss von thermischer Entfestigung auf die
Bruchziihigkeit von stationfiren Rissen unter hochdynamischen Belastungsbedingungen
nachgewiesen werden. Das Auftreten thermischer Effekte lieB sich zusitzlich durch eine me-
tallografische Untersuchung sowie durch ein Mikroh#rteprofil in der direkten Nihe eines
ausgebildeten adiabatischen Scherbandes belegen.

GleichermalBen, wie die gefundenen Abhingigkeiten der dynamischen Scherbruchzihigkeit
von der Belastungsrate, kinnen die ermittelten Ausbreitungsgeschwindigkeiten des jeweili-
gen Versagens auf die beiden genannten Werkstoffeffekte zurlickgefithrt werden. Die Be-
trachtung einer Laufz4higkeit einerseits eines Zugrisses und andererseits eines adiabatischen
Scherbandes filhrt zu der Vermutung, dass sich Zugrisse instabil ausbreiten, wihrend die
Ausbreitung von adiabatischen Scherbéndern nur stabil, d.h. unter stidndiger Nachlieferung
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von Energie, erfolgen kann.

Auch im Kunststoff Polycarbonat wurde ein Ubergang des Versagensmechanismus von
Zugrissen zu adiabatischen Scherb4ndern beobachtet. Allerdings erfolgte dieser nicht durch
eine Variation der Belastungsrate, sondern des Rissspitzenradius. In diesem Falle wurde be-
stitigt, dass die Neigung zur Ausbildung eines adiabatischen Scherbandes stark durch das
Vorhandensein des makroskopischen Risses beeinflusst wird. Beim Anriss mit endlichem
Rissspitzenradius ist die Spannungs-/Dehnungssingularitiit begrenzt. Dies fithrt gleichzeitig
zu geringeren lokalen Dehnraten, so dass eine adiabatische Scherlokalisierung nicht stattfin-
det. In diesem Falle erfolgt Versagen durch einen Zugriss. Dagegen ergibt sich bei der schar-
fen Rissspitze eine hthere Spannungs-/Dehnungssingularitiit, damit auch eine hhere lokale
Dehnrate und dadurch die Ausbildung einer adiabatischen Scherlokalisierung.

Insgesamt zeigt sich, dass Versagen durch adiabatische Scherbéinder im Rahmen bruchdyna-
mischer Phiitnomene einen relevanten Versagensmechanismus darstellt, der sich nicht nur
durch eine unterschiedliche Ausbreitungsrichtung vom herk8mmlichen Rissversagen unter-
scheidet, sondern auch durch die zugehtrigen bruchmechanischen Versagenskennwerte so-
wie durch die das Versagen bestimmenden Werkstoffeffekte und den damit verbundenen
Abhingigkeiten von der Belastungsrate.
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Anhang

Anhang A Prohenform zur Kalibrierung des Dehnungsmessstreifenver-
fahrens zur Bestimmung von Modus-II-Spannungsintensitéits-
faktoren

Die Probe und die Probenhalterung, mit der die Kalibrierung des Dehnungsmessstreifenver-
fahrens zur Bestimmung von Modus-II-Spannungsintensititsfaktoren durchgefithrt wurde,

[ h t
a) ) W = 100mm
D M M a=05W
\JJ tﬂ \l/ h:-g.:?sg‘xv
C= 16
] s=026W
“ onW
3] w ol t=2W
=1 w
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VNV
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b) o b=0.38W
c=0,75W
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'é e=08W
D=0,25W
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R2=2W
t = variabel

Abb. 131: Probenform (a) und Probenhalterung (b) zur Kalibrierung des Dehnungs-
messstreifenverfahrens zur Messung von Modus-II-Spannungsintensititsfakto-
ren; aus:[16]



istin Abb. 131 gegeben. Sie wurde aus einer Probenform fitr Modus-II-Belastungen nach Ar-
can und Richard [66] weiterentwickelt. Bei einer Einleitung einer Zugkraft F tiber die Boh-
rungen in 90°-Richtung ergibt sich eine reine Modus-II-Belastung an der Rissspitze. Es gilt
dabei folgender Zusammenhang zwischen der belastenden Kraft F und dem resultierenden
Spannungsintensititsfaktor Ky [16]:
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Anhang B Abhéingigkeit der Schlaggeschwindigkeit vom Druck im Hoch-
druckbehiilter und von der Masse des Aufschlagkorpers

Beim Betrieb des Hochdruckbeschleunigungsrohres ist die Schlaggeschwindigkeit, mit der
der Aufschlagktrper auf die Probe trifft, im wesentlichen vom Druck im Hochdruckbehilter
sowie von der Masse des Aufschlagk8rpers abhiingig. In Abb. 132 ist die Schlaggeschwin-
digkeit fur zwei Aufschlagktrper unterschiedlicher Masse gegen den zuvor im Hochdruck-
behdlter eingestellten Ausgangsdruck aufgetragen.
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Abb. 132: Abhlingigkeit der Schlaggeschwindigkeit vom im Hochdruckbehdlter eingestell-
ten Druck fiir zwei Aufschlagkdrper unterschiedlicher Masse
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Anhang C Vorversuch zur Uberpriifung der Probenjustiervorrichtung

Im LECEI-Experiment ist eine sehr genaue Parallelitiit der beaufschlagten Probenoberfliche
zur vorderen Oberfliche des Aufschlagkdrpers extrem wichtig. Um sie zu erreichen wurde
eine Justervorrichtung konzipiert, bei der ein Laserstrahl, der exakt in Richtung des Be-
schleunigungsrohres ausgerichtet ist auf eine spiegelnde Glasplatte trifft, die zuvor auf die
Probe geklebt wurde. Die Probe muss dann so justiert werden, dass der Laserstrahl in sich
selbst zurtickreflektiert wird. Die Wirksamkeit der Vorrichtung zur genauen Ausrichtung der
Proben im LECEI-Experiment wurde durch Vorversuche tiberpriift. Abb. 133 zeigt Hochge-
schwindigkeitsaufnahmen, die whrend zweier Vorversuche an Proben aus dem Kunststoff

a)

Abb, 133: Hochgeschwindigkeitsaufnahmen einer im LECEI-Experiment erzeugten Wellen-
front a) ohne Ausrichtung der Probe mit Hilfe der Justiervorrichtung und
b) unser Benutzung der Justiervorrichtung




Araldit B durchgefithrt wurden. In Teilbild a) wurde die Justiervorrichtung nicht verwendet.
Deutlich sicht man, dass die Wellerfront der induzierten longitudinalen Druckwelle gegen-
tiber der Schlagrichtung verkippt ist. Dagegen wurde bei dem in Teilbild b) gezeigten Ver-
such die Justiervorrichtung benutzt. Dabei wird eine sehr gute Einleitung der Druckwelle
ohne Neigung der Wellenfront erreicht.
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Anbang D Durchfiihrung und Ergebnisse der uniaxialen Zugversuche

Es wurden uniaxiale Zugversuche an Rundzugproben durchgefithrt. Die Probenform ist in
Abb. 134 dargestellt. Es wurde eine Standardzugpriifmaschine der Firma Schenk Trebel
(Typ RM 100) verwendet. Die Versuche wurden weggeregelt mit einer Abzuggeschwindig-

S ¢
A S
e
el [ TN
11 | 30 ] 19

- 68 -
Abb. 134: Geometrie der verwendeten Rundzugproben; aus [16]
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keit von 0,5 mm / min durchgefiihrt. Die Spannung ergibt sich aus der Zugkraft und dem Pro- .
benquerschnitt, die Dehnung wurde einerseits hochgenau mit Hilfe -eines
Dehnungsaufnehmers bestimmt, der direkt an der Probe angebracht war, andererseits aus
dem Maschinenweg. Der Dehnungsaufnehmer wurde, damit er beim Bruch der Probe keinen
Schaden nimmt, nach Eintreten deutlicher Plastizitit von der Probe entfernt, so dass von die-
sem Zeitpunkt an die Dehnung nur noch aus dem Maschinenweg zu bestinmen war. Bei der
Dehnungsbestimmung aus dem Maschinenweg werden durch die endliche Steifigkeit der
Maschine jedoch viel zu hohe Dehnungswerte vorgetiduscht. Der Verlauf der exakten Deh-
nung lisst sich damit nur noch qualitativ extrapolieren.

Im folgenden sind ermittelte Spannungs-Dehnungskurven filr die untersuchten Werkstoffe
fir Ausrichtungen der Proben parallel (LT) und quer (TL) zur Walzrichtung dargestellt:
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Anhang E Durchfiihrung und Ergebnisse der instrumentierten Kerb-
schlagbiegeversuche

Die instrumentierten Kerbschlagbiegeversuche wurden an Standard-Charpy-Proben mit
V-Kerb nach ASTM E 23 (Charpy Simple-Bearn Impact Test Specimen, Type A) [80] bzw.
DIN EN 10045-1 [81] durchgefithrt. Sie weisen die in Abb. 135 gezeigte Geometrie auf. Sie
wurden gem#B8 Abb. 136 in TL- und LT-Lage dem gewalzten Material entnommen.

Die Versuche wurden in einem Pendelschlagschlagwerk der Firma Wolpert, Typ PW 30, mit
einer maximalen Schlagenergie von 300 J durchgefiibrt. Die mit Dehnungsmessstreifen in-
strumentierte Schlagfinne erméglicht eine dynamische Kraftmessung wihrend des Schlag-
vorgangs. Durch zweifache Integration des zeitlichen Kraftverlaufes F(rf) k8nnen unter
Kenntnis der Ausgangsschlaggeschwindigkeit und der Masse des Schlaghammers Kraft-

55
10 R 0,25 - | 2
-y v T

45°

I
~ ¥

d=10

Abb. 135: Standard-Charpy-Probe mit V-Kerb nach ASTM E 23 (Charpy Simple-Beam
Impact Test Specimen, Type A) [80] bzw. DIN EN 10045-1 [81]

&)
+ O &
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S
LT Y
0
TL
—~— 1

Querrichtung (Transversal)

Abb. 136: Probenentnahme in TL- bzw. LT-Lage
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Durchbiegungsdiagramme aufgenommen werden. Aus ihnen lassen sich sowohl typische
Energie- als auch Kraftwerte zu verschiedenen charakteristischen Zeitpunkten des Schlag-
vorgangs (Einsetzen von plastischer Verformung, Bruchinitiierung und -arretierung, Resten-
ergie nach Arretierung) bestimmen, Die zu ermittelnden Kraft-Durchbiegungskurven weisen
in der Regel anfgrund der Dynamik des Schlagvorgangs ausgepriigte Oszillationen auf, die
um so ausgepréigter sind, je hoher die Schlaggeschwindigkeit ist. Bei der Bestimmung von
Kriiften wird dabei eine Ausgleichskurve durch die Oszillationen gelegt. Dabei muss die
Ausgleichskurve nicht unbedingt mit dem ersten Kraftanstieg, dem sogenannten Trigheits-
peak, beginnen. Sie kann bis zu einer halben Schwingungsdauer der Oszillationen nach dem
ersten Kraftanstieg starten.

Im folgenden sind filr die untersuchten Werkstoffe ermittelte Kraft-Durchbiegungskurven
bei Schlaggeschwindigkeiten von vy = 1 m/s bis v = 5,5 m/s zusammengestellt:

F, kiN E,J
88.0 1-“.0
F
£8.0 W e < — L 48.0
24.0 bio.o
2.0
. 2.0
$8.0
1 8.0
8.0
8.0 T4°
4.0 . 8.0
0.0 W‘:-w 0.0
| I +— e —t— —ret s, mm
v.0 0.2 0.4 0.8 0.8 1.0
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Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 1,56-m/s:

F kN EJ
2.0 ¢ +44.0
28.0 ¢ [12.0
.01 40.0
20.0

« a.0
18.0

- 8.0
18,0 ¢

a.0¢ 4.0

4.0 7 2.9

0.9 4 0.0

s, mm
.8
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 2,5 m/s:

F kN EJ
2.0 +14.0
28,0 -48,0
84.0 ¢ 0.0
2.0

+ 8.0
o)

F 8.0
2.0

8.0 - T 4.0

4.0 + 2.0

0.0 r 0.0

% —t + % 8, mm
2.0 0.8 i.0 1.8 2.0
Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 1 m/s:
F, kN EJ
3r.0 1 r44.0
£8.0 ¢ 148.0
84.0 ;  40.0
20.0 ¢
r 8.0

46.0 -
b 8.0

i2.0 ¢
8.0+ T+ 4.0
4.0 % > 8.0
0.0 1 r 0.0

8, mm
0.8

=




Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 1,56 m/s:

F kN E.Jd

8201 . . r44.0

g.0 { Flu 12,0

| 110.0

0.0+ i
s 6.0 i

18.0 1 -
- 8.0 ]

.ol E

8.0 4 F 4.0 =

4.0 ¢ + a.0 4

0.0 1 Wﬁ WIS\ 0.0

-+ + ——t + -+ -t S e + 8, mm

60 0.2 04 08 0.8 1.0 4.2 4.4 4.8

Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 2,5 m/s:

F, kN E,J
88,0 ; /__ - (14.0
28.0 ¢ +42.0
24,0 ¢ 0.0
£0.0 ¢

- 8.0
8.0 ¢

- €.0
i8.0 ¢
.04 T4°
4.0 1 2.0
0.0 - 0.0

s, mm
2.0
Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 5,5 m/s:

F, kN EJ i
40.0 14.0
.01 2.0 !
32,0 ¢
£8.0 4 4’!0.9 E
24.0 4 + B.0 E“g
0.0 1 3
@.0d T 6.0 il
.01 + 4.0

4.0 1 2.0

0.0 4 . 0.0 i}

1 N " N —s —t s' m i

0.0 0.n 1.0 1.8 2.0 2.8 9.0
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Untersuchu och- / Tieflage:

Zur Uberpritfung einer Tief- oder Hochlage wurden zusitzlich Kerbschlagbiegeversuche bei
erhthter Probentemperatur durchgefithrt. Die Proben wurden in einem Ofen auf Temperatu-
ren von T =270 °C und T = 303 °C erhitzt, dem Ofen entnommen und so schnell wie mtig-
lich dem Kerbschlagbiegeexperiment mit einer konstanten Schlaggeschwindigkeit von 3,5
m/s zugefithrt. Da die tibliche Transportzeit etwa im Bereich von 5 - 10 Sekunden lag, muss
davon ausgegangen werden, dass die tatsichlichen Priiftemperaturen um mehr als 10 °C
niedriger lagen [80]. Hier geht es jedoch lediglich um die prinzipielle Temperaturabh#ngig-
keit der Kerbschlagarbeit. Es wurden folgende Kraft-Durchbiegungsdiagramme ermittelt:

Probenorientterung TL, Schlaggeschwindigkeit v = 3,5 m/s, T = 20 °C:

F kN E J
2.07 4/__ T44.0
B8.0 ¢ +12.0
B.01 [ {10.0
20.0 |

1 8.0
18.0 ¢

1 6.0
2.0 ¢

a0t . 4.0

407 T 2.0

0.0 MVMWWM” 0.0

—t 2 ~+ ¥ §, mm
0.0 0.8 1.0 1.8 a.0
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 3,5 m/s, T = 270 °C:

F. kN E,J
R0 _ - e - r44.0
£3.0 +42.0
24.8 Leos
0.0

T 8.0
48,0
8.0
12.0 f

8.0 - 4.0

4.0 T 8.0

0.0 4 . 0.0

r. + + — 8, Mm

0.0 0.8 1.0 1.8 a.0




Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vg = 3.5 m/s, T = 303 °C:

F, kN E,J
g82.0 Tu.o

12.0

4.0 1 . 40.0

2.0 ¢
T 8.0
48.0 ¢

r 8.0
12.0 ¢

8.0 4 T+ 4.0

4.0 - 8.0

0.0 9

o
)

w
-]

Die bei den unterschiedlichen Probentemperaturen aufgenommenen Kraft-Durchbiegungs-
verltiufe unterscheiden sich qualitativ nicht voneinander. In Abb. 137 ist die Kerbschlagar-
beit gegen die nominelle Probentemperatur aufgetragen. Auch in dieser Auftragung ist ein

ausgepriigter Ubergang zwischen einer Tief- und einer Hochlage im untersuchten Tempera-

turbereich nicht zu erkennen.

20 L] | R
- T T T T
- J
; 15 |- -~
=
Q ( T3 B T
.e n]
o 10 -
(o))
kL) ( .
2 st 1
@
¥ - -
o | ) 1 - 1 1 1
0 100 200 300

nominelle Probentemperatur T, °C

Abb. 137: Temperaturabhiingigkeit der Kerbschlagarbeit am Verglitungsstahl 42 CrMo 4
nach Wdrmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C
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Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 1,3 m/s:

F, kN EJ
2.0y T 3.0
0.0 — — — — — — — — — — - 2.

Fry [ o
8.0+ 2.0
8.0 4 L 4.8
401 L 1.0
2.0 4 . 0.8
0.0 - WJ\WM‘ 0.0

0.0 0.2 0.4 0.8 o.M

Nach ASTM E 399 ergibt sich ans der Kraft F;, = 10,1 kN, dem Auflagerabstand S = 4 cm,
der Probendicke d = 1 cm, der Probenlidnge W =1 cm und der Risslinge a = 4,9 mm:
K;;=104,2 MPa./m

Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 1,3 m/s:

F, kN EJ
12.0 [ { 3.0

{ Q.8

2.0

<+ 4.8

1.0

¢ 6.8

r 0.0

. — . . 8, MM
0.0 0.8 0.4 0.8 0.8

Nach ASTM E 399 ergibt sich aus der Kraft Fj, = 8,8 kN, dem Auflagerabstand § =4 cm,
der Probendicke d = 1 cm, der Probenliinge W = 1 ¢cm und der Rissléinge a = 5,5 mm:
K;;=110,5 MPa./m
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Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 3,5 m/s:

F, kN E,J
20.0 4 1[40.,0
Fiu
16.0 - +92.0
12,0 ¢ 24.0
8.0 ¢ +48.0
4.0 ¢ ¢+ 8.0
0.0 o T 0.0
— + + 4 + % 8, mm
0.0 1.0 R.0 2.0 4.0 8.0 8.0
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 5,5 m/s:
F kN EJ
Rl -
48.0 T32.0
12,0 ] F 24,0
8.0 1 U 46,0
0.0

Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 2,5 m/s:

.
+
2.0 8.0

4.0

F, kN EJ
20.0 7 r60.0
Fiu ] ,
8.0 4 150-0
+40.0
1.0 +
£80.0
8.0 -
+80.0
4.0 4 +40.0
0.0 = + 0.0
+ + g et -+ 8, mm
0.0 1.0 2.0 3.0 4.0 8.0
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Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 3,5 m/s:

F, kN EJ
28.0 1 +80.0
+80.0
+40.0
+80.0
20.0 i
46,0 y
0.0
4 : + + + 8, mm
0.0 2.0 4.0 8.0 8.0 10,0
Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 5,5 m/s:
E,d
188.9
1E0.0
+40.0
+30.0
120.0
+10.0
L 0.0 :
‘ » : ' P s, mm y
0.0 2.0 4.0 8.0 8.0 10.0 g
#
¥
t
Bl
E]
i
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F kN EJ
0y , T 8.0
F
10.0 v W 4.0
8.0 ¢
{ 2.0
8.0 ¢
1 2.0
4.0 ¢
2.0 l 4’ 4.0
0.0 L#%W::“ 0.0
4 + e —+ 8, mm
0.0 0.4 0.8 1.2 1.8
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vg = 1,56 m/s:

F kN E,J
2,01 T 8.0
wolFy T ) a0

8.0 *
J F 8.0
8.0 ¢ {
1eo
a0t
g.0. L 1.0
0.0 NWWWW-—“ 0.0
— - - -+ s, mm
0.0 0.4 0.8 1.8 1.8
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vg = 2,5 m/s: .
F kN EJ
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Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 5,5 m/s:

F, kN EJ
ﬁ.t)j / + 8.0
40,0 ¢ + 4.0
8.0 ¢ -

- 3.0
8.0

+ 8.0
4.0 1
8.0¢ 1.0
0.0 4 [ 0.0

+ + — + s, mm
0.0 0.5 1.0 1.8 2.0
Probenorientierung LT, Schiaggeschwindigkeit vg = 1 m/s:

F, N E,J
12,07 A T 8.0
0.0/ 4.0
a.0

T 300
8.0 7
{1 2.0
4.0 ¢
2.0 - T 4.0
0.0 1 + 0.0
~+ i t 4 + 8, mm
0.0 0.3 0.8 0.8 1.2 1.8

40.0 4

0.0 0.4 0.8 4:2 1.8

e
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Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 5,5 m/s:
F, kN E.J
207 + 8.0
40.0 -
& s.o
8.0 ¢
8.0 4 T 4.0
40
t 2.0
2.0
0.0 1 <+ 0.0
s, mm

0.0 1.0

4.0

Zur Bestimmung einer eventuellen Hoch- oder Tieflage wurden wie zuvor an den Stahlpro-
ben zustitzliche Kerbschlagbiegeversuche an TL-Proben bei erhdhter Probentemperatur und
mit einer Schlaggeschwindigkeit von jeweils vy = 3,5 m/s durchgefithrt. Die nominellen Pro-
bentemperaturen lagen bei 150 °C und 270 °C. Es wurden folgende Kraft-Durchbisgungs-

diagramme ermittelt:

Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vg = 3,5 m/s, T = 20 °C:

F kN
12.04'

——————
10.0 ¢
8.0 4
8.0 ¢
4.0 ¢
2.0 5

/

EJ
T 8.0

F 4.0

+ 9.0

T 8.0

v 1.0

8, mm

T T
s e AR oL L e O 5

s
£

e 1S
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Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vg = 3,5 m/s, T = 150 °C: ;
F, kN E, J ui
w0y /_ - 8.0 :
t0.01 | 4.0
8.0 ¢
r 9.0
6.0 ¢
r 8.0
4.0 ¢
2.0« r 4.0 K
0.0 - WWWM £ 0.0 i
: . . ' 8, mm
0.0 0.8 1.0 i.8 2.0 i
i
H
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 3,5 m/s, T = 270 °C:
F, kN E,J %
18.0 ¢ +48.0 1
10.0 4 +40.0 ‘I’
N
8.0 {Fy, L 8.0 ;
8.0 + + 8.0 fj
#
4.0 1 T 4.0
2.0 ¢ + 2.0
0.0 1 0.0
+ 4 4 £ 8, mm
0.0 1.0 2.8 3.0 4.0

In diesem Werkstoff zeigt sich eine starke Abh#ingigkeit sowohl des Verlaufes der Kraft-
Durchbiegungsdiagramme, als auch der ermittelten totalen Kerbschlagarbeiten W, von der
Probentemperatur. In Abb. 138 ist die Kerbschlagarbeit W, gegen die nominelle Probentem-
-peratur aufgetragen. Man erkennt, dass bei einer Temperatur in der Gréenordnung von
Ty =200 °C ... 250 °C ein Anstieg der totalen Kerbschlagarbeit erfolgt. Ob man dies als

Ubergang zwischen einer Tief- und Hochlage einstufen kann, ist nicht sicher, da dieser An-

o O LT s WSS

stieg der Kerbschlagarbeit im Vergleich zu anderen Werkstoffen eher gering ist. i
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Abb. 138: Temperaturabhingigkeit der Kerbschlagarbeit am Vergiitungssiahl 42 CrMo 4
nach Wdrmebehandlung mit Anlassen bei 160 °C

Polycarbonat:
Probenorientierung TL, Schlaggeschwindigkeit vy = 1 m/s;
F kN EJ
1.8 W v 1.2
- i.n
1.8
Fﬂ ——————————— g - 0.8
o.8¢ 0.8
- 0.4
0.l
+« 0.8
0.0 1 ggﬂ&\h& - 0.0
- ‘ ¢ ‘ s, mm
0.0 0.8 1.0 1.8 2.0
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Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 1 m/s:

F. kN E.J
1,87 T .8
- ﬁon
127 |
Fpg — —— —— — - - — — — - - + 0.8
j
0.8 ¢ > 0.8 N
4
1 0.4
0.4 .
+ 0.8 i
0.0 W 0.0
-+ - - s, mm ‘%
0.0 0.8 1,0 1.8 a.0

Probenorientierung LT, Schlaggeschwindigkeit vy = 2,5 m/s:

F kN EJ
1.8 1 T 1.2
1.0
1.8
Ftu" T 0.8
0.8 T 0.8
1o
0.4
1 0.2
0.0 o . 0.0
. . . . s, mm
0.0 1.0 2.0 9.0 4.0
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Anhang ¥ Nachweis von Spiitzeitversagen im LECEI-Experiment durch
Hochgeschwindigkeitsfotografie

prsagen GuIcn Cinen £ Ueyiss 2 einem 11 Spaien L.eup

Bei LECEI-Experimenten mit niedriger Schlaggeschwindigkeit trat in mehreren Fillen zwar

Versagen durch einen Zugriss unter -70° zum Ligament auf, anhand der Hochgeschwindig-
keitsaufnahmen lieB sich jedoch feststellen, dass es erst weit auferhalb des zuliissigen Zeit-
fensters erfolgte, nimlich nachdem die Welle die Probe bereits mehrmals durchquert hat. Ein
Beispiel filr ein solches Spitzeitversagen, welches zu keinen gtiltigen Kennwerten fiibrt, ist
anhand der folgenden Hochgeschwindigkeitsaufnahmen zu erkennen:

Deutlich ist zu erkennen, dass in diesem Falle Versagen erst nach dem Zeitpunkt ¢ = 136 us
erfolgt ist, d.h. erst nachdem die Welle die Probe mehrmals durchlaufen hat.

Bendes Spitzeitversagen. Dieses erfolgte jedoch stets erst nach einem léngeren Zeitraum
nach der Arretierung des adiabatischen Scherbandes. Dies sei hier anhand eines Beispiels
verdeutlicht. Die folgende Serie von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen wurde im Verlaufe
des Experimentes aufgenommen, dessen zugehdriger Dehnungsmessstreifensignalverlauf in

YT




Abb. 99 dargestellt ist. Trotz der eingeschriinkten Qualitiit der Aufnahmen aufgrund der in
diesem Falle schlecht verspiegelten Probenoberfliiche ist zu erkennen, dass das Spitzeitver-

sagen erst zu einem Zeitpunkt nach ¢ = 139 us erfolgt. Wie in Abb. 99 zu erkennen arretiert
das adiabatische Scherband allerdings bereits vor etwa ¢ = 40 us. Damit zeigt sich, dass das
Spiitzeitversagen erst weit nach der Ausbildung und Arretierung des adiabatischen Scher-
bandes erfolgt.
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Anhang G Bewertung von Versuchen bei Einfluss der Delamellierung auf
den Initiierungszeitpunkt des Versagens

In einigen seltenen Fillen fithrte bei den Proben aus dem Verglitungsstahl 42 CrMo 4 eine
mehrfache Wirmebehandlung zu einem Einfluss der vorhandenen Delamellierung auf das
Versagensverhalten. Es wurden mehrere Merkmale gefunden, die auf ein Initiieren des Ver-
sagens zu unterschiedlichen Zeiten auf den beiden Seiten der Delamellierung hindeuten, ins-
besondere bei Versagen durch einen Zugriss. In diesen Fillen liegen gewissermaBen zwei
unabhingige Proben vor, die nur fiber die offensichtlich geschwichte Delamellierungsﬁ
schicht miteinander verbunden sind. Dies ist einerseits durch einen Vergleich zwischen Deh-
nungsmesssireifensignaten und Hochgeschwindigkeitsphotographie festzustellen, da diese
beiden Informationen von unterschiedlichen Seiten der Probe bezogen werden. Andererseits
ist dieser Effekt anch anhand einer Untersuchung der Bruchflichen zu belegen. In Abb. 139
sind Bruchfliichen von Zugrissen bei gléichmﬂBiger Initiierung (a) und bei Initiierung des
Zugrisses zu unterschiedlichen Zeiten (b) dargestellt. Deutlich ist zu erkennen, dass die
Bruchfliichen bei Initiierung zu unterschiedlichen Zeiten auf unterschiedlichen Hthen lie-
gen, zwischen ihnen gibt es eine Stufe, gerade anf Hhe der Delamellierung.

Zur Bewertung der Gitltigkeit solcher Versuche wurde folgender Algorithmus angewendet:
Zuniichst wurde die Bruchfliche auf ihre RegelmiBigkeit hin untersucht und mit Punkten
von null bis drei bewertet. Eine Bruchflidche wie in Abb. 139 a) wird demnach mit drei Punk-
ten bewertet, eine solche wie in Abb. 139 b) mit null Punkten. Dann wird ein Vergleich zwi-
schen den Dehnungsmessstreifensigmalen und den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen
angestellt. Auch hier wird die Ubereinstimmung der zu ermittelnden Initiierungszeitpunkte
durch Punkte zwischen null (keine Ubereinstimmung) und drei (genane Ubereinstimmung)

Abb. 139: Bruchfldchen von Zugrissen bei gleichmdfiiger Initiierung (a) und bei Initiierung
des Zugrisses zu unterschiedlichen Zeiten auf den beiden Seiten der Delamellie-




bewertet. Der Mittelwert der Punkte beider Bewertungen wird zur Einstufung der Gultigkeit
des Experimentes herangezogen: Ist er < 1, dann wird der Versuch als ungtiltig gewertet, ist
er < 2, dann gilt der Versuch als bedingt giltig, die entsprechenden Datenpunkte werden
verwendet und in den Diagrammen eingeklammert dargestellt. Ansonsten wird er Versuch
als voll glltig eingestuft.

A et




ANHANG H-1

Anhang H Auswertung von dynamischen Kaustiken bei LECEI-Experi-
menten an Polycarbonat

Bei den LECEI-Experimenten am Kunststoff Polycarbonat wurden Hochgeschwindigkeits-
aufnahmen schattepoptischer Kaustiken zur Erfassung der dynamischen Rissspitzenbelas-
tung gemacht. Es zeigte sich, dass sie aufgrund von Wellenausbreitungsvorgiingen in der
Probe stark gestdrt waren. Insbesondere bei hohen Schlaggeschwindigkeiten war eine Be-
stimmung von Spannungsintensititsfaktoren anhand von Kaustiken nicht moglich. Bei nied-
rigen Schlaggeschwindigkeiten ist die Auswertung der Kaustiken jedoch bedingt mdglich.
In einem Vorversuch wurde die schattenoptische Konstante ¢ und der
Anisotropieparameter A von Polycarbonat zu

2

¢ = (1,398 +0,0122) - 107'° m*N und A = 0,2706 £ 0, 00125

bestimmt [92].
Anhand der schattenoptischen Kaustiken kénnen folgende zeitliche Verldufe des Span-
nungsintensititsfaktors ermittelt werden:




Schlaggeschwindigkeit vy = 48.5 m/_s;

10 : Ed

K,, MPam'?
—

1 T LT —

(o]

1
_'{
—F

!
W)

L i J
Initilerungszeitpunkt
2 T

nicht feststellbark—w

0 La—c:-—-o—c—e 4 —

0 50 100




ANHANG H.-IO
Schlaggeschwindigkeit v = 26,9 m/s:
. -
, T . 1
gE ] T 1t
'.
Iy /P‘ 1 L =+
=, ML
- v J___
¥_ /I ,ﬁi/ A
—l- /|
2 ’J L Initiierungszeitpunkt™
%/ - nicht feststelibarl
y
(o] o-lc L 2
0 20 40 80 80
t, us

Schlaggeschwindigkeit v = 36,8 m/s:

K,, MPam'?

12
o _ TTILTTTJ-

a i

6 . —[ /; —

%fl
4 —'-/../.‘ T
/+ Initilerungszeitpunkt
2 ? I nicht feststellbar!
0 = -
0 20 40 60 80

t, us

poEE— TS

- = ———

e B AW, o




H-1IV ANHANG

ANIRN
Fi91
N Rl5 / %5
N 9’/
Q¥

A
x\‘*\%

Abb, 140: Modus-1I-Kaustikenauswertung anhand von Radien

Zur Bestimmung des Spannungsintensit#itsfaktors wurde nicht nur der Kaustikdurchmesser
gemiB Abb. 36 herangezogen, sondern auch vertikale Durchmesser der Kaustik [60], bzw.
in manchen Fillen auch ein Kaustikenradius gem#8 Abb. 140. Diese Radien sind jeweils als
kiirzester Abstand der gezeigten Tangenten zur Rissspitze zu bestimmen. Aus ihnen 1dsst
sich der Modus-II-Spannungsintensitiitsfaktor nach Gl. (84) bestimmen.

2.2% 5/2
L g (84
. lZol . |c] . deﬁ'

Kl = 3 e
Die Faktoren f}, fur die unterschiedlichen Richtungen, in denen die Radien gemessen wer-
den, und fur die #ulere bzw. innere Kaustik sind in Abb. 141 grafisch dargestellt und aufge-
listet.
Die Fehlerbalken in den K (f)-Diagrammen entsprechen der Standardabweichung der an un-
terschiedlichen Durchmessern / Radien bestimmten Werte. Es zeigt sich, dass insbesondere
bei hohen Schlaggeschwindigkeiten die Bestimmung der Spannungsintensititsfaktoren
durch Kaustiken fehlerbehaftet ist. AuBerdem ist bei Versagen durch ein adiabatisches
Scherband, welches sich hier nur itber eine sehr kurze Distanz ausbreitet, der Initiierungs-
zeitpunkt und damit auch eine dynamische Scherbruchz4higkeit nicht bestimmbar.
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