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1 Einleitung

Diese Arbeit beschéftigt sich mit der Analyse mdglicher Ansatze zur Erweiterung der
rechnerischen Restlebensdauer bestehender Eisenbahnbriicken aus Stahl, wenn mit
der konventionellen Restlebensdauerberechnung kein positives Ergebnis erzielt wer-

den kann.

1.1 Problemstellung

Eisenbahnbriicken sind durch ihre hohe Betriebsbeanspruchung, in Form vieler und
hoher Spannungsspiele durch die Zugsuberfahrt, besonders mit der Problematik der
Bauteilermidung konfrontiert. Dadurch ist der Ermidungsnachweis haufig maBge-
bend fir die mdgliche Einsatz- oder Lebensdauer einer Eisenbahnbriicke. Im Allge-
meinen werden Eisenbahnbriicken auf eine Lebensdauer von 100 Jahren ausgelegt.
Bei den ersten Ermudungsnachweisen in den 1960er Jahren war sogar eine ,dauer-
feste* Auslegung Ublich (vgl. ONorm B4600 [3]). Die tatsachliche Lebensdauer einer
Eisenbahnbriicke kann jedoch auch nur einige wenigen Jahrzehnte betragen, wie die
betrachtete, mittlerweile ersetzte Referenzbricke (vgl. Abb. 1, Baujahr 1965) in dieser
Arbeit zeigt.

Vor den ersten dezidierten Ermidungsnachweisen bei der Auslegung und Bemessung
von Eisenbahnbrucken bestand lediglich die Forderung, Eisenbahnbrucken ,ermu-
dungsgerecht® zu konstruieren. Ab den 1950er Jahren wurden Stahlbriicken vermehrt
geschweif3t und nicht mehr genietet, wodurch eigenstandige Ermtdungsnachweise er-
forderlich wurden. Genietete Briickentragwerke sind durch ihre konstruktive Ausfiih-
rung generell deutlich weniger anfallig fir Ermidungsschaden als die ersten ge-
schweif3ten Briickentragwerke aus dieser Zeit. Bei Stahlbriicken die lter als 70 Jahre
sind (Baujahr vor 1950) handelt es sich Ublicherweise um vollstandig genietete Trag-
werke, obwohl schon ab ca. 1930 mit dem Bau geschweiBter Stahlbriicken begonnen
wurde [4]. In Osterreich wurde die erste geschweiBte Eisenbahnbriicke 1928 errichtet,
die Zweite folgte 1948 [5]. Ab den 1950er Jahren verbreitete sich die Schweitechnik

im Brickenbau mit zunehmender Geschwindigkeit, jedoch wurden auch nach 1950
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Brlckentragwerke oft noch, zumindest teilweise, genietet (vgl. Abb. 1, Baujahr 1965).
Stahlbriicken aus den 1960er Jahren sind, bedingt durch die hohen Materialkosten
und den begrenzten Stahlmengen in dieser Zeit, oft sehr schlank konstruiert und
dementsprechend anfallig fir ErmUdungsprobleme. Aber auch spater wurde die
Ermddungsproblematik in vielen Féllen weiterhin deutlich unterschatzt.

Trotz durchgefihrter Ermidungsnachweise ab den 1960er Jahren, wie zum Beispiel
durch den Nachweis der ,Dauerfestigkeit* gemaR ONorm B4600 [3], ergeben aktuell
gultige ErmUdungsnachweise bei Bestandsbricken mitunter deutlich weniger als die
Ubliche angestrebte Lebensdauer von zumindest 100 Jahren. Die wesentlichen

Grinde daflr sind:

- Die deutliche Zunahme der Verkehrsbelastung durch die Betriebszlge
hinsichtlich ihrer Anzahl und iher Achslasten.

- Die Uberschatzung der Ermiidungstragfahigkeit geschweiBter Anschlussdetails
in den alten Normenwerken, bedingt durch Wohlerlinien die anhand von
Kleinteilproben bestimmt wurden.

- Die Uberschatzung des Mittelspannungseinflusses, d. h. der glinstigen Wirkung
von Druckspannungen im Spannungsspiel Ao.

- Die deutliche Uberschatzung der Hdhe der Dauerfestigkeit in der Vergangenheit,
die nach den alten Normen bei Norat = 2-10% Spannungsspielen definiert wurde.
Der aktuell gultige Ermidungsnachweis geman Eurocode 1993-1-9 [6] definiert
die Dauerfestigkeit bei Nor akiuel = 5-10° Spannungsspielen. Dadurch alleine
reduziert sich die Héhe der Dauerfestigkeit bei Normalspannungsbeanspruchung
aktuell auf (5-108 / 2:108)3 = 74 %.

Die erforderlichen und aktuell gultigen Ermtdungsnachweise zur Bestimmung der Le-
bensdauer von stahlernen Eisenbahnbrlicken sind flir Europa in den Eurocodes gere-
gelt. Dabei sind insbesondere die Eurocodes EN 1990/A1: Grundlagen der
Tragwerksplanung — Anwendung bei Briicken [7], EN 1991-2: Einwirkungen auf Trag-
werke — Teil 2: Verkehrslasten auf Bricken [8], EN 1993-1-9: Bemessung und Kon-
struktion von Stahlbauten — Teil 1-9: Ermidung [6] und EN 1993-2: Bemessung und
Konstruktion von Stahlbauten — Teil 2: Stahlbriicken [9] hervorzuheben. Dariber hin-
aus sind weitere Richtlinien verfigbar, die Ingenieure bei der Restlebensdauerbeurtei-
lung bestehender Eisenbahnbriicken unterstiitzen. Beispielsweise die ONR Richtlinie
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24008: Bewertung der Tragfahigkeit bestehender Eisenbahn- und StraBenbriicken
[10], die Richtlinie 805 der Deutschen Bahn AG [11] oder das JRC-ECCS Hintergrund
Dokument zum Eurocode: Assessment of Existing Steel Structures: Recommenda-
tions for Estimation of Remaining Fatigue Life [12], das in deutscher Sprache in [13]
zusammengefasst ist.

Durch vereinfachte und konservative Ansatze ergeben die konventionellen Ermu-
dungsnachweise geman Eurocode oder den Nachrechnungsrichtlinien, wie der ONR
Richtlinie 24008 [10], eine haufig unzureichende rechnerische Restlebensdauer flr
stdhlerne Eisenbahnbriicken. Darlber hinaus bestehen oft Unklarheiten bei wesentli-
chen Punkten des Restlebensdauernachweises. Beispielsweise ist nicht klar, wie zu-
treffend (konservativ oder nicht konservativ) aktuelle Lastannahmen im Vergleich zur
tatsachlichen Ermidungsbeanspruchung auf den Hauptstrecken des Eisenbahnnet-
zes sind. Dies kann selbst bei Briickentragwerken, die deutlich jinger als die geplante
Lebensdauer von etwa 100 Jahren sind und sich grundsatzlich in einem guten Zustand
befinden, dazu fihren, dass aufwendige SanierungsmaBnahmen oder Betriebsein-
schrankungen bis hin zum frihzeitigen Austausch der Brlcke angeordnet werden
mussen.

Beispielhaft fir diesen Sachverhalt kann eine seitens des Instituts fir Stahlbau

untersuchte Eisenbahnbriicke dienen (vgl. Abb. 1). Sie wurde im Jahr 1965 errichtet
und im Jahr 2013 am Insititut flir Stahlbau hinsichtlich Ermidung geman ONR 24008
[10] im Detail analysiert [14].

y/4 BN 7/ R |/ Nl

- 30K+ 410,00m. 7/ - :! = - X —F
aeon 7 =I= = =7 = i =

[ H M I R b T4 g

! e e =
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(OINOFORNOF (0] () (0 HORNGEHGRNG,

Abb. 1: Beispiel einer stéhlernen Eisenbahnbriicke mit offener Fahrbahn und nicht ausreichender
Restlebensdauer der Fahrbahn



Wahrend bei den Haupttragern nur wenige 6rtliche Verstarkungen ausreichten, um die
Tragsicherheit fir 100 Jahre bis in das Jahr 2065 nachzuweisen, ergaben sich fir die
mafBgebenden Details der offenen Fahrbahn' rechnerisch teilweise bereits Defizite in
der Restlebensdauer, sodass ein vorgezogener Neubau der Brlicke beschlossen
wurde. Dies fuhrte zum Austausch des gesamten Brickentragwerks im Jahr 2017,
nach einer Lebensdauer von nur 52 Jahren.

Betrachtet man die gesamte Altersstruktur der stahlernen Eisenbahnbricken im Netz
der Deutschen Bahn in Abb. 2 und die Altersstruktur der 6sterreichischen Eisenbahn-
bricken in Abb. 3, wird ersichtlich, dass viele Eisenbahnbricken ihre geplante Lebens-
dauer von 100 Jahren bereits Uberschritten haben bzw. bald Uberschreiten werden.
Dabei sind Stahlbriicken ein wesentlicher Bestandteil des Eisenbahnnetzes. Ende
2016 gab es 4394 stahlerne Eisenbahnbricken im Netz der Deutschen Bahn [15]. In
Osterreich belauft sich die Gesamtfliche aller Eisenbahnbriicken mit einem Stahltrag-
werk auf 313.389 m?, dies entspricht 26 % der Gesamtbriickenflache aller Eisenbahn-
bricken [5].

All diese Griinde zeigen, wie wichtig es ist, sowohl die aktuelle Ermidungsschadigung
wie auch die verbleibende Restlebensdauer von Bestandsbriicken méglichst zutref-

fend berechnen zu kénnen.

600 —8 — i —
500 44—
— 400 +—
<
S 300 4 —
C
< 200 4 ——
100 | — 11
ol | 1L
L T 5 T w o L R - Ly O
2288829305 8 B
Baujahr

Abb. 2: Altersstruktur der stihlernen Eisenbahnbriicken der DB Netz AG, nach Muncke, entnommen
aus [4]

' Bei einer offenen Fahrbahn lagern die Holzschwellen der Schienen direkt auf stahlernen,
durchlaufenden Langstragern, die ihre Lasten an die Quertrdger und anschlieBend an die Haupttrager
weiterleiten. Eisenbahnbriicken mit offener Fahrbahn besitzen kein Schotterbett und waren bis in die
1970er Jahre Ublich [5].
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1950 - 1959 4931 3.785 39.352 21.312 3.088 281 72.749
1960 - 1969 1.182 1.929 24 485 51.519 8.661 307 88.083
1970 - 1979 660 1.516 8.491 113.009 7.548 131.223
1980 - 1989 2593 836 24308 141.490 12.171 1.392 182.790
1990 - 1999 118 15.528 44 523 147 443 11.162 7.205 225.980
2000 - 2010 31 67 26.711 56.737 656 2.896 87.098
SUMME 202.154 66.865 313.389 553.820 43.286 7.140 1.186.653

Abb. 3: Altersstruktur dsterreichischer Eisenbahnbriicken (grau hinterlegt bedeutet ein Uberschreiten
der theoretischen Nutzungsdauer), entnommen aus [5]

1.2 Zielsetzung

In dieser Arbeit sollen Mdglichkeiten gefunden und untersucht werden, wie die
rechnerische Restlebensdauer bestehender Eisenbahnbriicken aus Stahl erweitert
werden kann. Dabei soll ndher auf die Details und die genaue Umsetzung der
Restlebensdauerberechnung  insbesondere  geschwei3ter  Eisenbahnbriicken
eingegangen werden. Es sollen Wege aufgezeigt werden, die weiterfihren, wenn mit
konventionellen Nachweisen, wie beispielsweise in der ONR Richtlinie 24008 [10],
keine ausreichende Restlebensdauer flr eine Bestandsbriicke mehr bestimmt werden
kann. Ziel ist es, Parameter mit groBem Einfluss auf die rechnerische Restlebensdauer
zu identifizieren und eine detaillierte und praktische Hilfestellung fir die Ansatze mit
groBem Potential zur Verlangerung der rechnerischen Restlebensdauer zu bieten. Die
erarbeiteten Ansétze sollen helfen, das — in konventionellen Nachweisen versteckte —

vorhandene Potential von geschweiten Eisenbahnbriicken nutzbar zu machen.
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Dadurch soll es mdglich werden, bestehende Eisenbahnbricken erforderlichenfalls
langer in Betrieb halten zu kbnnen bzw. Betriebseinschrankungen (z. B. Beschrankung
der Fahrgeschwindigkeit) aufgrund zu konservativer Ermiddungsnachweise zu

verhindern.

1.3 Vorgehensweise

Zuerst werden in Kapitel 2 GberblicksmaBig die Grundlagen zum konventionellen Rest-
lebensdauernachweis dargelegt. Dies dient als Basis fur alle weiteren Ausfihrungen
in dieser Arbeit zur Verlangerung der rechnerischen Restlebensdauer. Danach werden
in Kapitel 3 unterschiedliche Ansatze behandelt, die Potential zur Erweiterung des kon-
ventionellen Restlebensdauernachweises besitzen. Die aussichtsreichsten Ansatze
werden in den anschlieBenden Kapiteln detaillierter behandelt und direkt an der in Abb.
1 gezeigten Eisenbahnbricke in ihrer praktischen Anwendung geprift. Die
vorgeschlagenen MaBnahmen werden dadurch an einer konkreten Eisenbahnbriicke
bzw. den maBgebenden, ermidungskritischen Referenzdetails dieser Eisenbahn-
bricke ausflhrlich und anschaulich dargestellt und sind so auch auf andere
Eisenbahnbricken Ubertragbar.



2 Grundlagen zum konventionellen
Restlebensdauernachweis von Eisenbahn-

brucken

Zum besseren Verstandnis dieser Arbeit, werden in diesem Kapitel kurz einige
elementare Grundlagen und Hintergriinde im Zusammenhang mit der Berechnung der
Ermiddungsfestigkeit und dem konventionellen Restlebensdauernachweis von
Eisenbahnbriicken dargestellt. Dabei steht bewusst die praktische normenmaBige
Anwendung im Vordergrund.

Generell wird die Restlebensdauer fir alle tragenden Bauteile der Briicke getrennt
bestimmt. Dabei ist das Bauteil mit der geringsten Ermidungsfestigkeit maBgebend
fur die gesamte Bricke.

FUr detailliertere Ausfihrungen zum normgemafBen Ermddungsnachweis und zur

Lebensdauerberechnung wird beispielsweise auf [16] und [17] verwiesen.

2.1 Definition der Ermidungsfestigkeit

Durch die im Bauingenieurbereich Ubliche Vorgehensweise mit Nennspannungen und
damit verbunden dem Nichterfassen der flr das ErmUdungstragverhalten mafBBgeben-
den lokalen Strukturspannungen, sind umfangreiche Kerbfallkataloge erforderlich, um
die ErmUdungsfestigkeit der wesentlichen Ausfihrungsdetails der Stahlbaupraxis zu
erfassen. Abb. 4 zeigt einen Ausschnitt aus dem Kerbfallkatalog in Eurocode EN 1993-
1-9 [6] fUr geschweilBte zusammengesetzte Querschnitte. Die ebenfalls in [6] definier-
ten Ermidungsfestigkeitskurven (vgl. Abb. 5) - auch als Wéhlerlinien bezeichnet -
zeigen den Zusammenhang zwischen der Héhe der Ermidungsbeanspruchung Ac
und der ertragbaren Spannungsspielanzahl N (der Gesamtlebensdauer). Die Wéhler-
linien (m = 3) gelten nur bei einer Einstufenbelastung bzw. einem Einstufenkollektiv
Ace und sind durch die Dauerfestigkeit Aop nach unten begrenzt. Die ,Schadigungs-
Wodhlerlinien® (m = 5) dienen nur der Ermittlung der Ermidungsschadigungssumme D
eines Spannungskollektivs. Sie werden fur die Umrechnung eines Spannungskollek-
tivs in ein schadensaquivalentes Einstufenkollektiv der Hohe Ace verwendet.



Kerbfall

Konstruktionsdetail

Beschreibung

Anforderungen

125

Durchgehende Langsnahte:

1) [22) Mit Automaten oder voll mechanisiert (]
beidseitig durchgeschweilte Nahte

2) [T} Mit Automten oder voll mechanisiert
geschweiBte (f] Kehinahte. Die Enden von
aufgeschweiliten Gurtplatten sind gem.
Kerbfall 6) oder 7) in Tabelle 8.5
nachzuweisen.

Kerbfille 1) und 2)

Es diirfen keine
Schweiansatzstellen vorhanden
sein, ausgenommen bei Durchfih-
rung einer Reparatur mit anschlie-
Render Uberpriifung der Repara-
turschweiltung.

112

3) [ Mit Automaten oder voll mechanisiert
geschweibte (f] Doppelkehinante oder
beidseitig durchgeschweiltite Nahte, beide
mit Ansatzstellen

4) [T} Mit Automaten oder voll mechanisiert
einseitig durchgeschweite (:f] Naht

mit nicht unterbrochener Schweiltbad-
sicherung, aber ohne Ansatzstellen

4) Weist dieser Kerbfall
Ansatzstellen auf, ist er der
Kerbgruppe 100 zuzuordnen.

Abb. 4: Auszug aus dem Kerbfallkatalog, entnommen aus [6]

Langsspannungsschwingbreite Aoy in N/mm?

Schadigungs-Wdhlerlinie, m = 5

Wohlerlinie, m =3

\ﬂm Aoc (Kerbfallbezeichnung) bei N = 2-10¢

125NN Aop bei N =5-108

a0 —— —

&0 —_——

1 — AoLbeiN=1-108

1,0E+06 2 s 1.0E+H07 1,0E+08

Lebensdauer, Anzahl der Spannungsschwingspiele N

1,0E+09

Abb. 5: Ermidungsfestigkeitskurven fiir LAngsspannungsschwingbreiten, enthommen aus [6] mit er-

Aus den Ermudungsfestigkeitskurven in Abb. 5 lassen sich die wesentliche Zusam-
menhange zwischen der Kerbfallbezeichnung Aoc (Ermidungsfestigkeit bei N = 2-106
Spannungsspielen), der Dauerfestigkeit Aoo (Ermidungsfestigkeit bei N = 5-108 Span-
nungsspielen) und dem Schwellenwert der Ermidungsfestigkeit Ao in Gl. 1 und Gl. 2

ableiten.

ganzenden Anmerkungen

‘Ao, =0,737 - Ac,

Gl. 1




1

rs = 2. Ac. =0.549.Ac. = 0,405 Ac Gl. 2
L 100 D D C

2.2 Grundkonzept des Ermiudungsnachweises

Seit ca. 1930 existieren normative Regeln zum Ermddungsnachweis fur
Eisenbahnbriicken [18]. Zu Beginn wurden Ermddungsnachweise in Form eines
,Dauerfestigkeitsnachweises* gefiihrt (vgl. beispielsweise die Nachweise in ONorm
B4600 [3]). Bei einem ,Dauerfestigkeitsnachweis“ miissen alle Spannungsspiele aus
den Verkehrslasten (insbesondere jenes des Lastmodells UIC 71 des Internationalen
Eisenbahnverbandes, vgl. Abb. 6) unterhalb der Dauerfestigkeit liegen (vgl. Abb. 7,
Aouic < Aop, Darstellung ohne Teilsicherheitsbeiwerte yi). Das maximale Spannungs-
spiel Acuic wird dabei, wie in Gl. 3 gezeigt, durch die fir den betrachteten Bauteil
ungunstigsten Laststellungen des Lastmodells UIC 71 auf der Bricke ermittelt. Im
Eurocode wird die Bezeichnung Ao71 verwendet.

- Anm.:In den alten Normenwerken (z. B. [3]) erfolgte der Nachweis selbst noch auf

Basis von Oberspannungen, anstatt mit Spannungsspielen Ao.

O yk=250KkN  250kN 250kMN 250KkN

Gy —80KN/m l l l l q . =BOKN/M |
| %
- () )81 1.6m ‘ 1,6m ;L 16m_ | 06m (1 e

Abb. 6: Lastmodell 71 (UIC 71) und charakteristische Werte der Vertikallasten, enthommen aus [8]

v
[

Gl. 3

AGUIC = |GUIC,max ~ Suicmin

Das aktuelle Betriebsfestigkeitskonzept nach EN 1993-2 [9] erlaubt gegenlber dem
Dauerfestigkeitsnachweis eine deutlich wirtschaftlichere Auslegung, da hier die Kol-
lektivform, infolge der Betriebszugstiberfahrten, beriicksichtigt wird und somit auch
Spannungsspiele Uber der Dauerfestigkeit zugelassen werden kénnen. Flr den Be-
triebsfestigkeitsnachweis nach EN 1993-2 [9] wird aus dem Spannungsspiel Acuic und
den Faktoren A und @2 (dynamischer Beiwert) ein schadensaquivalentes Einstufenkol-

lektiv Aoe gebildet, das mit der zugehdérigen Ermidungsfestigkeit verglichen werden
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kann (vgl. Abb. 7, Ace < Aoc, Darstellung ohne Teilsicherheitsbeiwerte yi). Der
Eurocode verwendet statt der Bezeichnung Ace die Bezeichnung Acep2, da das
aquivalente Einstufenkollektiv eine Lange von 2-108 Spannungsspielen aufweist. Der

Hintergrund zur Ermittlung von Ace wird in Abschnitt 2.3 beschrieben.

log Ao
Wohlerlinie
Aouic
AGC
ACe = A D2-Acuic Aop

schadensaquivalentes
Einstufenkollektiv

log N
2106 5.10°

Abb. 7: Grundkonzept des Ermidungsnachweises

Tatsé&chlich weisen jedoch Bestandsbricken, die nach dem alten Konzept ,dauerfest"
ausgelegt wurden, bei der Anwendung aktueller Ermidungsnachweise wider Erwarten
kleinere Tragfahigkeitsreserven hinsichtlich Ermidung beziehungsweise geringere
Restlebensdauern auf. Der Grund sind deutlich zu hohe Wdéhlerlinien in den alten

Normenwerken. Diese ergaben sich durch:

- Die Uberschatzung der Ermiidungstragfahigkeit geschweiBter Anschlussdetails
in den alten Normenwerken, bedingt durch abgeleitete Wohlerlinien an
Schwingversuchen von Kleinteilproben.

- Die Uberschatzung des Mittelspannungseinflusses, d. h. der glinstigen Wirkung
von Druckspannungen im Spannungsspiel Ao.

- Die Uberschatzung der aktuellen Dauerfestigkeit, die nach den alten Normen bei
Nor att = 2-108 Spannungsspielen angesiedelt war und nicht bei Nor = 5-10° wie
aktuell beispielsweise durch den Eurocode 1993-1-9 [6] definiert.

2.3 Hintergrund zur Ermittlung von Aoe

In diesem Abschnitt wird auf die Hintergriinde der Bestimmung des schadensaquiva-
lenten Einstufenkollektives Ace eingegangen. Wie in Abschnitt 2.2 gezeigt, verwendet

der konventionelle Restlebensdauernachweis einen Schadenséquivalenzfaktor A, um
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ein schadenséquivalentes Einstufenkollektiv Ace zu berechnen. Der Eurocode bietet
als Alternative die deutlich aufwendigere Berechnung eines vollstandigen Spannungs-
kollektives durch die Simulation der Uberfahrten spezieller Betriebszugstypen an ei-
nem numerischen Modell der betrachteten Eisenbahnbricke. Durch die anschlie-
Bende Schadensakkumulationsberechnung der einzelnen Spannungsspiele ist es so
maoglich ein schadensaquivalentes Einstufenkollektiv Ace zu berechnen, das dann ge-
nau auf die betrachtete Bestandsbriicke und das ermtdungskritische Bauteildetail an-
gepasst ist.

Die Ableitung des Schadenséquivalenzfaktors A erfolgte ebenfalls mit dieser Methode
und zwar an einem Einfeldtrager in Feldmitte und stimmt daher fir diesen Fall exakt
mit der Simulation der Uberfahrt der einzelnen Betriebszugstypen Uberein, wie in [19]
durch Vergleichsrechnungen gezeigt wird. Die Anpassung an andere statische Sys-
teme erfolgt bei der Verwendung des Schadensaquivalenzfaktors A Gber die Definition
der kritischen Lange der Einflusslinie, wodurch sich in der Regel deutlich konservative
Ergebnisse ergeben [19].

Die Vorgehensweise zur Berechnung eines schadensaquivalenten Einstufenkollekiti-

ves Age wird anhand der Ubersicht in Abb. 8 erlautert.

Simulation Betriebszuglberfahrten
(Verkehrsmischung) p

e R g

Detailpunkt
c 4 Ac Ermidungs- Ac  Wahlerlinie
festigkeitskurve D=1
= . = Restlebens-
g t £ Ao, dauer (RLD)
o) © Vergangen- | RLD
< < heit (alt) | (neu)
N N
nmax ne = nZug
Spannungs-Zeit-Verlauf Spannungskollektiv schadenséquivalentes
am Detailpunkt Einstufenkollektiv

Abb. 8: Hintergrund zur Ermittlung von Ace

Zu Beginn steht die Simulation der Betriebszugsiberfahrten am Briickenmodell. Mit
dieser Simulation kdbnnen Spannungs-Zeit-Verlaufe fir die betrachteten Detailpunkte
berechnet werden. AnschlieBend missen die einzelnen Spannungsspiele Aci des
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Spannungs-Zeit-Verlaufes ausgezéahlt werden, um ein Spannungskollektiv zu generie-
ren. Das Auszéhlen der Spannungsspiele Aci kann dabei entweder mit der Rainflow-
Methode oder der Reservoir-Methode erfolgen. Ein Spannungskollektiv beinhaltet alle
Spannungsspiele Aai, der GroBe nach absteigend sortiert. Mit einer Schadigungshy-
pothese, beispielsweise der linearen Schadensakkumulation nach Palmgren/Miner
und einer zugehdrigen Ermidungsfestigkeitskurve, kann ein Spannungskollektiv in ein
schadensaquivalentes Einstufenkollektiv Ace umgewandelt werden. Der Eurocode gibt
hierfir ErmUdungsfestigkeitskurven an, die praktisch der modifizierten Form der Miner-
Regel entsprechen (vgl. Abb. 5). Durch die Schadensakkumulation wird eine Ermu-
dungsschadigungssumme des Spannungskollektives Dkoil berechnet, die per Defini-
tion der Schadigungssumme Desk des schadensaquivalenten Einstufenkollektives
(ESK) entspricht (Dkoll = Desk). Die Restlebensdauer flir das betrachtete Detail ergibt
sich aus einem Vergleich des Einstufenkollektives mit der entsprechenden Wéhlerline.
Bei einer Schadigungssumme D = 1 ist die gesamte rechnerische Lebensdauer eines
Bauteils verstrichen.

Die Spannungsspielhdhe Ace des schadensaquivalenten Einstufenkollektives kann
grundsatzlich auf eine beliebige Spannungsspielanzahl ne bezogen werden, wobei Ace
von ne abhangt (ein kleineres ne bedingt héhere Werte Ace). Die Umrechnung eines
Einstufenkollektives erfolgt dabei wie in Abb. 10 und GI. 8 bis Gl. 10 dargestellt. Die
Basis hierflr bildet die Annahme einer identen Schadigungswirkung. Erfolgt der Bezug
der Spannungsspielhdhe Ace auf die Anzahl an Zugsiberfahrten nzug auf einem be-
stimmten Gleis, kann die Héhe des Einstufenkollektives Ace als jenes Spannungsspiel
interpretiert werden, dass bei der Uberfahrt eines durchschnittlichen Zuges in Hinblick
ErmUdungsschadigung auftritt. Wird das schadenséquivalente Einstufenkollektiv auf
nzug bezogen, ergibt ein Vergleich mit der entsprechenden Wéhlerlinie direkt die ver-
bleibende mdgliche Anzahl an Zugstberfahrten.

2.4 Restlebensdauernachweis geman ONR 24008

Der Nachweis der Restlebensdauer gemal ONR 24008 [10] ersetzt den Eurocode
Nachweis geman [8], [9] und [6]. Der Ausnutzungsgrad geman Eurocode wird dabei
in eine Ermidungsschadigung D umformuliert. Es werden zwei Nachweisformate be-
schrieben. Nachweisformat 1 entspricht dabei einer vereinfachten Nachweismethode
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auf Grundlage der Eurocode Kollektivbeiwerte A. Nachweisformat 2 verwendet spezi-
elle Kollektivbeiwerte Aait der Vergangenheit, wodurch die geringere Schadigung in den
Anfangsjahren alter Eisenbahnbricken, durch geringeres Verkehrsaufkommen, ein-
fach bericksichtigt werden kann. Im Folgenden wird das Nachweisformat 2 kurz dar-
gestellt. Eine erweiterte Beschreibung findet sich im Stahlbau-Kalender 2017 ab Seite
755 [20].

Zuerst wird die Schadigung D199s vom Baujahr der Brucke bis zum Jahr 1996 mit dem
Schadenséaquivalenzfaktor Aat, auf Basis der Ergebnisse in der DB-RL 805 [11], be-

rechnet:
hor -, Ao, )
_ 5 at “ P " A0
D906 —(YFf 'VMf) ( — Gl 4
Ac,
mit: }\‘alt = 7\‘1,a|t '}\‘S,alt '7“4 (Vgl Abb. 9)
A
1,alt }“B,all
2
1.0 0.994
[*=2m
1.1 4 0.9 1
0.8
1.0 A
0.7 1
09 Empfehlung fiir &4 4 08 9
betrachteter Zeitraum: 0.5 -
0.8 1 1876-1996
0.7 4
0.6 1
05 5 T T T T T T T T T 0{} T T
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 1880 1900 1920 1940 1960 1980 2000

L*,inm Baujahr

Abb. 9: Schadensaquivalenzfaktoren A1 at und Asart (modifiziert geman Unterweger und Taras auf Ba-
sis DB-RL 805 [11]), enthommen aus [10]

Der noch verfugbare ,Restschaden® fur den weiteren Betrieb ergibt sich zu:

Drest :1_D1996 Gl. 5
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Die Berechnung des Schadens Dyanrneu, der in einem Jahr der Gegenwart bzw. Zukunft

(,neu®) akkumuliert wird, ergibt sich zu:

5 5
_ (YFf 'YMf) _[}\‘neu '¢2 'AG71] Gl. 6

D =
Jahr,neu 1 00 A

[

mit: Aoy =M Ay - A, aus Eurocode EN 1993-2 [9]
Die verbleibende, rechnerische Restlebensdauer RLD in Jahren ab dem Zeitpunkt

(Jahr) der Berechnung ZPver wird schlussendlich wie folgt berechnet:

D 1-D

RLD= 't _(ZP, —1996)= ——1%6_(ZP,

Jahr,neu Jahr,neu

—1996) Gl. 7
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3 Ansatze zur Verlangerung der

rechnerischen Restlebensdauer

In diesem Kapitel werden verschiedene Ansatze beleuchtet, die eine mdgliche Verlan-
gerung der rechnerischen Restlebensdauer einer Bestandsbriicke in Aussicht stellen,
sollte mit dem konventionellen Ermidungsnachweis keine ausreichende Restlebens-
dauer mehr nachgewiesen werden kdnnen.

In den Kapiteln 4, 5 und 6 wird die praktische Anwendung der einzelnen Ansatze am
Beispiel einer Eisenbahnbricke und einem ermidungskritischen Referenzdetail ge-

zeigt und besprochen.

3.1 Bericksichtigung der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung

Die Hohe der Betriebsbeanspruchung ist ein wesentlicher Parameter der Restlebens-
dauerberechnung. Sie wird Uber die Héhe und die Anzahl der aus Betriebszugstber-
fahrten resultierenden Spannungsspiele definiert und durch ein Spannungskollektiv
oder ein schadensaquivalentes Einstufenkollektiv dargestellt.

Abb. 10 zeigt den dominanten Einfluss der Hohe der Betriebsbeanspruchung Ace auf
die mogliche Anzahl an Spannungsspielen N, d. h. die rechnerische Lebensdauer.
Durch den logarithmischen Zusammenhang Uber die Wohlerlinie hat eine Reduktion
der Ermidungsbeanspruchung Ace einen Uberproportionalen Zuwachs der Gesamtle-
bensdauer und damit der Restlebensdauer (RLD) zur Folge. Eine Spannungsreduktion
von -10 % bewirkt eine Verlangerung der Gesamtlebensdauer von 37 % und eine ent-
sprechend héhere prozentuelle Verlangerung der RLD (sind z. B. bereits 50 % der
Gesamtlebensdauer verstrichen, wird die Restlebensdauer bei einem Ansatz von um
-10 % reduzierten Spannungen um +74 % verlangert).
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Abb. 10: Berechnung der Lebensdauer bei Veranderung der Beanspruchungshéhe

Die Umrechnung der Einstufenkollektive erfolgt dabei auf Basis gleicher Schadigungs-
wirkung geman Gl. 8 bis Gl. 10.

AT N, =AcT, N, =Acy -2-10° Gl. 8
a1
6 \m
= AGiZAGQ-(z}J‘Oj Gl 9
m 6
= Niz—A"CA:mm Gl. 10

Beim ErmUdungsnachweis einer Bestandsbricke sollte daher besonderes Augenmerk
auf die bisherige Betriebsbeanspruchung gelegt werden. Eine zu hohe Annahme fur
die Betriebsbeanspruchung der Vergangenheit kann selbst bei Briickentragwerken die
deutlich jinger als die geplante Lebensdauer von etwa 100 Jahren sind - und sich
grundsatzlich in einem guten Zustand befinden - dazu flhren, dass aufwendige Ver-
starkungsmaBnahmen (Ziel: deutliche Reduktion der Spannungsspiele in der Zukunft)
oder Betriebseinschrankungen (z. B. Reduktion der Spannungsspiele durch Reduktion
der Fahrgeschwindigkeit), bis hin zum friihzeitigen Austausch der Briicke angeordnet
werden. Wie Abb. 11 zeigt, ist der Einfluss der Betriebsbeanspruchung der Vergan-

genheit Aceat umso gréBer, je alter die Briicke bereits ist.
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log N
Vergangenheit €-@-» Zukunft

Abb. 11: Einfluss geringerer Beanspruchung in der Vergangenheit auf die Gesamtlebensdauer

Im Gegensatz zur Planung einer neuen Briicke bieten Bestandsbrlicken den Vorteil,
dass die tatsadchlich vorhandene Betriebsbeanspruchung relativ einfach und gunstig
mittels Dehnmessstreifen (DMS) direkt an den ermidungskritischen Detailpunkten ge-
messen werden kann. Durch die direkte Messung der Betriebsbeanspruchung kénnen
samtliche Modellunsicherheiten, die bei der Simulation von Betriebszugsitberfahrten
an einem numerischen Brickenmodell auftreten, ausgeschlossen werden. Vorausset-
zung ist, dass der Messzeitraum reprasentativ flr den Betrieb ist.

Kann mit Hilfe einer Messung gezeigt werden, dass die tatsdchliche Betriebsbeanspru-
chung geringer ist, als die gemal Eurocode anzusetzende Betriebsbeanspruchung
Aoe Ec, hat dies einen wesentlichen, positiven Einfluss auf die berechnete Restlebens-
dauer. Umgekehrt ist der Einfluss allerdings genauso wesentlich. Ist die aktuelle Be-
triebsbeanspruchung hdher als die normgemaRe Betriebsbeanspruchung, darf dies
bei der Berechnung der Lebensdauer auf keinen Fall vernachlassigt werden.

Die Messergebnisse der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung einer Eisenbahnbri-
cke im Osterreichischen Hauptstreckennetz, dargestellt in Kapitel 4, liefern erste Hin-
weise darauf, wie konservativ oder nicht konservativ die aktuellen Lastannahmen ge-
man Eurocode sind. Neben den Messergebnissen wird auch das verwendete Mess-
konzept und die praktische Berechnung der Betriebsbeanspruchung gemaf Eurocode
im Kapitel 4 dargestellt.
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Wird das gemessene Spannungskollektiv fir einen konventionellen Ermidungsnach-
weis herangezogen, ist im Einzelfall abzuklaren, ob in der Vergangenheit eine eventu-
ell hdhere Betriebsbeanspruchung vorhanden war. Dies ware beispielsweise durch
eine Fahrplan- bzw. Nutzungsanderung, oder eine Brickenverstarkung in der Vergan-
genheit, denkbar. Kann davon ausgegangen werden, dass die Betriebsbeanspru-
chung in der Vergangenheit nicht hoher war als die aktuell gemessene Betriebsbean-
spruchung, kann das gemessene Spannungskollektiv fir den Ermidungsnachweis
einfach auf die bisherige Lebensdauer skaliert werden (dabei kann eine geanderte Be-
triebsbelastung - auf Basis gemessener oder geschéatzter Jahrestonnagen - leicht mit-
berlcksichtigt werden).

Bei der Messung der Betriebsbeanspruchung mittels DMS ist bei der Platzierung der
DMS vor den ermiudungskritischen Details darauf zu achten, dass die ,richtigen” Deh-
nungen gemessen werden. Sollten Nennspannungen gemessen werden, missen die
DMS auBerhalb von etwaigen Spannungskonzentrationen platziert werden (vgl. Ab-
schnitt 4.2.2). Alternativ dazu kénnen auch Strukturspannungen fir die Anwendung
des Strukturspannungskonzeptes gemessen werden, wie beispielsweise in [21] ge-
zeigt wird. Es ist sicherzustellen, dass die Messquerschnitte der Briicke zur Applizie-
rung der DMS zugénglich sind und es sollte Uber den gesamten Messzeitraum eine
Stromversorgung fir den Messverstarker verfiigbar sein. Bei der Messung mit DMS ist
unter anderem auf eine ausreichend hohe Abtastrate, eine korrekte Tiefpass-Filterung
und eine entsprechende Temperaturkompensation zu achten (vgl. Abschnitt 4.2.3, bei
den Messungen an der Bestandsbricke wurde eine Abtastrate von 300 Hz und ein 10
Hz Tiefpassfilter verwendet). Dies ist jedoch flir spezialisierte Messtechnikfirmen kein
Problem und der Kunde erhalt direkt die fertig ausgezéhlten Spannungskollektive. Der
Messzeitraum muss dabei ausreichend lang gewahlt werden, um ein reprasentatives
Spannungskollektiv zu erhalten. In der Studie in Kapitel 4 wurde beispielsweise ein
Messzeitraum von 28 Tagen gewahlt (vgl. Abschnitt 4.2.1).

3.2 Systematik zur Berechnung der Schadigungswirkung eines
Spannungskollektives

Ein weiterer Ansatz zur Verldngerung der rechnerischen Restlebensdauer ist die

Systematik zur Berechnung der Schadigungswirkung eines Spannungskollektives. Der

hier betrachtete Aspekt betrifft vor allem die Schadigungswirkung von Kollektivstufen
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unter der anfanglichen Dauerfestigkeit Aop 2. Bei der typischen Betriebsbeanspru-
chung einer Eisenbahnbrlicke liegen die meisten Kollektivstufen unterhalb der Dauer-
festigkeit, wodurch die Berechnung der reduzierten Schadigungswirkung der Kollek-
tivstufen unter der anfanglichen Dauerfestigkeit groBen Einfluss auf die resultierende
Restlebensdauer hat. Die Schadensakkumulation gemaf Eurocode beinhaltet diesbe-
zlglich gewisse Vereinfachungen, die in diesem Abschnitt analysiert werden.

Da der Ergebnisvergleich der tatsachlichen und der normgemanien Betriebsbeanspru-
chung in Kapitel 4 Gber den Vergleich der schadensaquivalenten Einstufenkollektive
gefuhrt wird, kann im gleichen Zug auch der Unterschied der betrachteten Regeln zur
Schadensakkumulation gezeigt werden.

3.2.1 Schadensakkumulation geman Eurocode

Die Schadigungssumme D wird gemaR Eurocode EN 1993-1-9 [6] mit der linearen
Schadensakkumulationshypothese nach Palmgren/Miner berechnet. Hinsichtlich der
Erfassung der nur teilschadigenden Wirkung von Beanspruchungsspielen Aoi unter
der anfanglichen Dauerfestigkeit Aop sind unterschiedliche Varianten mdglich. In die-
sem Abschnitt wird die Variante gemaf Eurocode (eine Erweiterung der modifizierten
Miner-Regel) dargestellt (vgl. Abb. 14, Abb. 15 und Gl. 11 bis Gl. 13), die von Haibach
[16] vorgeschlagen wird. Zum besseren Verstandnis werden zusatzlich auch die ele-
mentare und die originale Miner-Regel erklart.

Die elementare Miner-Regel vernachlassigt die nur teilschadigende Wirkung von Be-

anspruchungsspielen Aoi unter der Dauerfestigkeit Aop, alle Spannungsspiele sind voll
schadenswirksam. Sie ist daher sehr konservativ, umgeht jedoch die Diskussion nach
der konkreten Hohe der Dauerfestigkeit Aop.

Im Gegensatz dazu, vernachlassigt die originale Miner-Regel jede Schadigung von

Spannungsspielen unter der Dauerfestigkeit - dies bedeutet eine systematische Uber-
schatzung der Lebensdauer.
Die modifizierte Miner-Regel wurde von Haibach [16] abgeleitet und erfasst ingenieur-

manig den Abfall der Dauerfestigkeit mit zunehmender Schadigung. Damit wird der

2 Die Dauerfestigkeit wird in einem Wéhler-Versuch (Zufolge einer Einstufenbelastung) ermittelt. Bei der
typischen Betriebsbeanspruchung einer Eisenbahnbriicke treten unterschiedlich hohe Spannungsspiele
auf, die in einem Spannungskollektiv dargestellt werden. Hier existieren praktisch immer Kollektivstufen
oberhalb und unterhalb der Dauerfestigkeit.
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teilschadigenden Wirkung von Spannungsspielen unter der anfanglichen Dauerfestig-
keit Aob Rechnung getragen. Sie ist daher besser als die elementare oder die originale
Miner-Regel geeignet, die Schadigungssumme D eines Spannungskollektives zu be-
rechnen. In Abb. 12 wird zur Erlauterung der modifizierten Miner-Regel beispielhaft ein
einfaches Kollektiv, bestehend aus zwei Kollektivanteilen (S1 mit Ag1 und Sz mit Ac2)
dargestellt. Im Prinzip verursacht jedes Spannungsspiel oberhalb der Dauerfestigkeit
Aob einen Beitrag zur Schadigungssumme D. Diese, wenn auch kleine, Schadigung
fuhrt zu einem zunehmenden Absinken der Dauerfestigkeit Aop. Im rechten Teil der
Abb. 12 wird das Absinken der Dauerfestigkeit in Abh&ngigkeit der aktuellen Schadi-
gungssumme D, als Funktion Aop(D) dargestellt. Spannungsspiele unterhalb der ak-
tuellen H6he der Dauerfestigkeit Aop(D) liefern keinen Beitrag zur Schadigungssumme
D. Die Kollektivstufe S1 befindet sich oberhalb der anfanglichen Dauerfestigkeit Aop,
sie ist daher von Beginn an schadenswirksam. Die Kollektivstufe Sz befindet sich un-
terhalb der anfanglichen Dauerfestigkeit Aop, sie liefert daher erst ab einer H6he von

Aop(D) = Aoz einen Beitrag zur Schadigungssumme D.

log(Ac)
A m
A 1 A q= m-1
i Ac i
=& N AGD(D)f Aoy (1-D)
Ao, .
Kollektiv
S S

Abb. 12: Hintergrund zur modifizierten Miner-Regel — Abnahme der Dauerfestigkeit mit zunehmender
Schéadigung
Da ein Spannungskollektiv keine Information zur tatséchlichen Reihenfolge der Span-
nungsspiele in einem Spannungs-Zeit-Verlauf enthélt, wird angenommen, dass die un-
terschiedlich hohen Kollektivstufen tber die Lebensdauer gleich verteilt auftreten (vgl.
Abb. 13). Dies entspricht — bei einem durch Verkehr beanspruchten Briickentragwerk
— weitgehend der Realitat. Die Spannungsspiele der Kollektivanteile S1 und Sz treten
Uber die gesamte Lebensdauer auf. Zu Beginn der Lebensdauer (im Bereich D+1) sind

nur die Spannungsspiele des Kollektivanteils S1 schadenswirksam (grau hinterlegt).
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Ab einem gewissen Zeitpunkt (Aop(D) = Aoz, vgl. Abb. 12) werden dann auch die
Spannungsspiele des Kollektivanteils S2 schadenswirksam. Im Bereich D2 wirken
beide Kollektivanteile S1 und Sz schadigend.

Lebensdauer

Abb. 13: Hintergrund zur modifizierten Miner-Regel — Darstellung der schédigend wirkenden Kollektiv-

stufen (grau hinterlegt) Gber die Lebensdauer (bis D = 1,0)

Der Kollektivanteil Sz hat — bezogen auf die gesamte Lebensdauer — nur eine teilscha-
digende Wirkung. Die aktuelle Schadigungssumme D wird, wie in Gl. 11 gezeigt, tGber
eine Summation der Verhéltnisse n zu N Uber alle Kollektivstufen berechnet. Die nur
teilschadigende Wirkung der Kollektivstufen nj unterhalb der Dauerfestigkeit Aop kann
dabei Uber eine fiktive VergroBerung von N;j berlcksichtigt werden. Daher schlug Hai-
bach [16] eine abgeknickte (flachere) Schadigungswdhlerlinie mit der Steigung
m* = 2m-1 vor. Der Anteil der Kollektivstufe S2 an der Gesamtschadigung (= AD2* in
Abb. 13) entspricht dann AD2* = n2/N2* (vgl. Abb. 12, N2* > N2). Der Unterschied von
N;j und Nj* wird immer gréBer, je kleiner Acj wird. Dadurch wird die spatere Schadens-
wirksamkeit kleinerer Kollektivstufen berlcksichtigt.

Im Eurocode EN 1993-1-9 [6] werden ErmUdungsfestigkeitskurven (vgl. Abb. 5) zur
Schadigungsberechnung angegeben, die auf der modifizierten Miner-Regel basieren.
Die Wohlerlinie (m = 3) wird unterhalb der Dauerfestigkeit Aop mit einer geringeren
Steigung (m* =2'm -1 =2-3 - 1 = 5) bis zu dem Schwellenwert Ao. der Ermidungs-
festigkeit (cut off limit) bei 108 Spannungsspielen fortgesetzt. Spannungsspiele unter-
halb dieses Schwellenwertes kdnnen vernachlassigt werden. Durch diese fiktive Fort-
setzung mit flacherer Neigung (Steigung m* statt m) wird die real vorhandene gerin-
gere Bauteilschadigung, von Spannungsspielen unterhalb der Dauerfestigkeit, bis zu
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einem gewissen Schwellenwert berlcksichtigt und es kann weiterhin eine einfache li-
neare Schadensakkumulation durchgefiihrt werden. Die Berechnung eines schadens-
aquivalenten Einstufenkollektives Ace wird in Gl. 14 gezeigt, die zu Gl. 15 und Gl. 16
vereinfacht werden kann. Die Spannungsspielhéhe Ace des schadensaquivalenten
Einstufenkollektives kann, wie bereits in Abschnitt 2.3 erwdhnt, grundsatzlich auf eine
beliebige Spannungsspielanzahl ne bezogen werden, wobei Ace von ne abhangt (ein
kleineres ne bedingt hdhere Werte Aoe). Zu beachten ist, dass dabei - wegen der feh-
lenden Fallunterscheidung (Aoe > Aop oder Ace < Aob) - wie die Abb. 15 zeigt far Ace
nun keinerlei Dauerfestigkeit Aop angesetzt werden darf. Im Vergleich zur originalen
Miner-Regel wird so eine systematische Uberschatzung der Lebensdauer vermieden.
Gleichzeitig sind die Ergebnisse gegenlber der elementaren Miner-Regel weniger
konservativ. Die Unterschiede zwischen den einzelnen Miner-Regeln gelten allerdings
nur flr Kollektive mit Kollektivstufen unterhalb der Dauerfestigkeit Aop. Sind alle Kol-
lektivstufen héher als die Dauerfestigkeit Aop, liefern alle Variationen der Miner-Regel
die gleichen Ergebnisse, dies ist jedoch bei Eisenbahnbriicken praktisch nicht der Fall.

A

log(Ac) m=3
1
—}— Ac,
n,— ~
1 N, Ao, I Ac, > Ao,
m*=5 i Ao, < Ao,
1
n, ){N
i Ac,
g Kollektiv \_L
< <
| kein Schaden >
N.=2-10° N,=5-10° N.=1-10" log(n,N)

Abb. 14: Ermittlung der Schadigungssumme D nach EN 1993-1-9
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log(Ac) m=3
1
Ac.
\ Ao, nicht relevant
ne ,{V
I .
g' ESK
\
N.=2-10° N,=5-10° log(n,N)

Abb. 15: Ermittlung von Ace

Nach Abb. 14 und Abb. 15 gilt (ne = Kollektiviange von Ace):

n. n; ! n,
Do = z WI"' Z N_J:DESK,AGE =3 Gl. 11

Ac;>Acp i Aop>Aci>Ac j Ne

Nach dem Ersetzen von Ni bzw. Nj und Ne durch die Wohlerlinien Kennwerte Acc,
Nc = 2:10°, Np = 5-10° und m = 3, m* = 5 erhalt man:

1 1
Dy ==————= AGe N A+ Ac®-n
Koll 2106 AG% AG§0D ! ! 5106 AGg AGD>AZGJ->A0'L J ] Gl 12
Acg ‘N

D Gl. 13

Durch Umwandlung von Gl. 12 und Gl. 13 ergibt sich Ace zu:

1 , 1 . ) 2-10°-Ac?
Aoy=df —2 3 At n Ac®-n [ 22 2% g
Oe 3\/(2.106-A0‘2AZ o 5-106-A03A0DZ i ’J Gl 14

c;>Acp >A0j >Ac|

Gl. 14 lasst sich weiter zusammenfassen zu:

2-10° - Ac 1
Ao =3 S AcPn+= 2% S Agt.n | — Gl. 15
Aci>Acp 5'10 'AGD Acp >Acj>Ac ne
. 6 3
mit: 2-106-Acg:5-106-AG%—>21501$:A63
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Aci>Acp cSD Aop>Ac;>Ac ne

Acezi/[ Z A’ -n, + 12 Z Acf-nj]-l Gl. 16

Wird ein schadensaquivalentes Einstufenkollektiv Ace auf eine andere Bezugslange
Ne umgerechnet, ist hierbei nur die Wéhlerlinie (m=3) unter Vernachlassigung der Dau-
erfestigkeit Aop anzuwenden, da die teilschadigende Wirkung niedriger Spannungs-
spiele bereits bei der Ermittlung von Ace bertcksichtigt wurde (vgl. Abb. 15). Die neu-
erliche Anwendung der Ermidungsfestigkeitskurve ware hier nicht korrekt. Die Um-
rechnung eines Einstufenkollektives erfolgt wie in Abb. 10 und Gl. 8 bis Gl. 10 darge-

stellt. Die Basis hierfur bildet die Annahme einer identen Schadigungswirkung.

3.2.2 Konsequente Miner-Regel

Durch die Anwendung der sogenannten konsequenten Miner-Regel kdnnen die
Grundannahmen des Eurocodes zur Bericksichtigung der teilschadigenden Wirkung
von Kollektivstufen unterhalb der anfénglichen Dauerfestigkeit mathematisch exakt
umgesetzt werden. Dadurch ergibt sich in vielen Fallen ein ginstigeres Ergebnis und
eine Erweiterung der rechnerischen Restlebensdauer. Die konsequente Miner-Regel
bildet den Hintergrund der ingenieurmaBig vereinfachten Schadensakkumulation des
Eurocodes (vgl. Abb. 14) und ermdglicht es, das resultierende schadensaquivalente
Spannungsspiel Ace noch genauer an das vorhandene Spannungskollektiv anzupas-
sen. Auch die FKM Richtlinie [22] empfiehlt die Verwendung der konsequenten Miner-
Regel.

Die Art der Berechnung der Schadigungssumme D eines Spannungskollektives ist flr
die resultierende H6he des schadensaquivalenten Einstufenkollektives Ace von groBer
Bedeutung. Insbesondere fiir Spannungskollektive deren Héchstwert Aomax nur ge-
ringfligig hoher ist als die anfangliche Dauerfestigkeit Aoo kann die Anwendung der
hier vorgestellten konsequenten Miner-Regel sinnvoll werden. Vergleichsrechnungen
in [1] zeigen bis Aomax < 2- Aop deutlich positive Ergebnisse auf die resultierende rech-
nerische Restlebensdauer. Gerade in diesem, fiir Eisenbahnbriicken sehr relevanten,
Bereich liefert die ingenieurmaBige Vereinfachung nach Haibach, d. h. die Berechnung
nach Eurocode EN 1993-1-9, im Vergleich zur konsequenten Miner-Regel konserva-
tive Ergebnisse. Je geringer der Unterschied zwischen Kollektivhéchstwert und Dau-

erfestigkeit, desto gréBer, wird der Einfluss einer méglichst zutreffenden Beschreibung
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der teilschadigenden Wirkung von Kollektivstufen unter der anfanglichen Dauerfestig-
keit und somit der Unterschied der berechneten Lebensdauern.

Die konsequente Miner-Regel basiert auf den gleichen Grundannahmen wie die Be-
rechnung der Schadigungssumme nach Eurocode 1993-1-9 [6], ersetzt jedoch die von
Haibach [16] abgeleiteten ingenieurmafigen Vereinfachungen. Die zugrundeliegen-
den Annahmen sind: (i) das Gesamtkollektiv ist zeitlich gleichverteilt und (ii) zuneh-
mende Bauteilschadigung flhrt zu einem Abfall der Dauerfestigkeit Aop(D); Der Abfall
der Dauerfestigkeit mit zunehmender Schadigung wird dabei durch ein schrittweises
Vorgehen exakt auf das jeweilige Spannungskollektiv abgestimmt.

Um die schrittweise Vorgehensweise der konsequenten Miner-Regel zu veranschauli-
chen, ist: (i) in Abb. 16 ein einfaches Beispielkollektiv dargestellt; (i) werden die we-
sentlichen Punkte erklart, um den logischen Ablauf dieses Verfahrens zu vermitteln;
und (iii) wird der Algorithmus bestehend aus 5 Berechnungsschritten (bis zur Ermitt-
lung eines schadensaquivalenten Einstufenkollektives) und die dazu notwendigen For-

meln angefihrt, um dieses nichtlineare Verfahren einfach programmieren zu kdnnen.

[ ] schadenswirksam im Bereich D,

& [ ]+ schadenswirksam im Bereich D,
log(Ao) s i
AG Ao HEL Y 1 AG“ q=m-1
Ac, 22 (A% A6y(D) = Acy(1-D)"
Ac| =3 - :
o, - i=5
Ao |
Ac,
zn,

Abb. 16: Hintergrund zur konsequenten Miner-Regel
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- Beschreibung der wesentlichen Punkte der konsequenten Miner-Regel:
Vorweg werden die Konstanten s und z bestimmt (vgl. Abb. 16 und Schritt 1 des nach-
folgenden Algorithmus; s ist der Index der ersten Kollektivstufe Uber Aop (Zahlung i
beginnend mit der héchsten Kollektivstufe) und z ist der Index der niedrigsten Kollek-
tivstufe). Danach werden die Schadigungsanteile Dj (j = s bis z) berechnet (vgl. Schritt
2). Die Bereiche D;j sind rechts in Abb. 16 flir das Beispielkollektiv eingetragen. In den
Bereichen D; sind jeweils die Kollektivstufen mit dem Index 1 bis j schadenswirksam.
Das bedeutet, dass es einen Schadigungsanteil Ds fir alle Kollektivstufen oberhalb der
anfénglichen Dauerfestigkeit Aop gibt, sowie zusatzlich fir jede weitere Kollektivstufe
unterhalb der anfénglichen Dauerfestigkeit Aop einen weiteren Schadigungsanteil
Dj=s+1) bis z. AnschlieBend erfolgt die Schadensakkumulation Uber alle Schadigungsan-
teile und Kollektivstufen (vgl. Schritt 3 und 4). Erreicht die verursachte Schadens-
summe D das Ende eines Schadigungsbereichs Dj, wird die nachste Kollektivstufe
schadenswirksam, da die Dauerfestigkeit Aop(D) inzwischen auf die Héhe der nachs-
ten Kollektivstufe Aoj:1 abgesunken ist. AbschlieBend erfolgt die Berechnung eines
schadensaquivalenten Einstufenkollektives (vgl. Schritt 5).

Der hellgraue Anteil des Beispielkollektivs in Abb. 16 (Kollektivstufe i=1 und i=2) ist
héher als die anféngliche Dauerfestigkeit Aop und so lange alleine ausschlieB3lich
schadenswirksam, bis die Dauerfestigkeit auf Aop(D) = Aos abgesunken ist. Auf der
Schadigungsachse des rechten Diagramms in Abb. 16 entspricht dies dem Bereich
D2. Im Bereich D2 sind nur die Kollektivstufen i = 1 bis 2 (Aot und Ao2) schadenswirk-
sam. Ist die Dauerfestigkeit schlieBlich auf Aop(D) = Aos abgesunken, startet Bereich
Ds. Im Bereich Ds sind die Kollektivstufen i = 1 bis 3 (Ao1, Aoz und Aos) schadenswirk-
sam. Diese Vorgehensweise muss flr alle Kollektivstufen wiederholt werden, wofur
meist ein einfaches Computerprogramm erforderlich wird. Der Algorithmus mit den
entsprechenden mathematischen Formeln ist durch die folgenden Schritte 1 bis 5 ge-
geben.
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- Algorithmus zur Umsetzung der konsequenten Miner-Regel
(anhand des Beispiels in Abb. 16):

1. Definition der Konstanten s und z

- Alle Kollektivstufen erhalten einen Index. Die héchste Kollektivstufe wird mit In-
dex i = 1 bezeichnet, die niedrigste mit Index i = z (hier: z = 6).

- Bestimme die erste Kollektivstufe Aci die gréBer als Aop ist und speichere die-
sen Index i in der Konstanten s (hier: s = 2).

2. Berechnung der Schadigungsanteile D; mit Gl. 17

- die Variable j lauft von s bis z (hier: j = 2 bis 6)
Anm.: Somit ist hier kein Schadigungsanteil D1 vorhanden. Der Schadigungsan-
teil Dj=s (hier: D2) deckt die Schadigung durch alle Kollektivstufen oberhalb der
anfanglichen Dauerfestigkeit ab.

- FUr die Anwendung von Gl. 17 ist Aoz+1 = 0 zu definieren, g = m-1

Aoy — Ao
% flr j=s
B Aoy
D, = Gl. 17
Ac! —Ac?, .
—— " flr j>s
Aoy

3. Berechnung der Lebensdauer, d. h. der méglichen Spannungsspiele N mit Gl.
18. N ist ein Vielfaches der Kollektiviange 3 ni. Wenn Aomax = Ao+t kleiner als die
anfangliche Dauerfestigkeit Ao ist, gilt Gl. 19.

N:X'Zzlniz((ND’AGg)'i{DJ/ini'AGim}]' Z n, Gl. 18
i=1 j=s i=1 i=1

N=w firAc,, <Ac, Gl. 19

4. Berechnung der Schadigungssumme D mit Gl. 20:

N

Dy, 2N :[(ND-AGQ)-ZZ:{Dj/Zj:ni~AGi”“D_ Gl. 20
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5. Berechnung eines schadensaquivalenten Einstufenkollektives der L&nge ne. Der
Zusammenhang der Schadigungssumme D und Ace wird in Gl. 21 und Gl. 22

dargestellt.
n, Aoc.-n, Acy-n
Dot =Deskac, = =7y~ Acm N . 21
Koll ESK,Ac, N, AcT-N, Aol N, G
m m 1

Acg =Dyy -Np - Aoy n_ Gl. 22

Durch Einsetzen von GlI. 20 in Gl. 22 ergibt sich flir Ace:

AG:]: S 1 J .NDAngi
(ND'AGan)'Z|:Dj/Zni'AGim} e Gl. 23
j=s i=1

Durch weiteres umformen von Gl. 23 und Einsetzen von m = 3 ergibt sich:

Ao, =

i/ne'i{Dj/ini'AGiﬂ Gl. 24

j=s

- Anm.: Auch fiir Ace nach Gl. 24 gilt nun die Wéhlerlinie ohne jegliche Dauerfestigkeit
(vgl. Abb. 15).

- Hinweise zur praktischen Anwendung der konsequenten Miner-Regel:

Die Ergebnisse der konsequenten Miner-Regel sind deutlich abhangig von der Héhe
des Kollektivh6chstwertes im Verhaltnis zur Dauerfestigkeit. Dieser Zusammenhang
ist besonders anschaulich, wenn der Kollektivhéchstwert knapp unterhalb der Dauer-
festigkeit liegt, da dann entsprechend der Definition der konsequenten Miner-Regel
keine Schadigungswirkung ausgewiesen wird.

Bei der Anwendung der konsequenten Miner-Regel bekommt die Frage zur Héhe der
Dauerfestigkeit besondere Bedeutung. Diese Frage ist insbesondere deshalb kritisch
zu betrachten, da die Hohe der Dauerfestigkeit versuchstechnisch nicht einfach zu be-
stimmen ist, wenige Versuchsergebnisse diesbeziiglich vorliegen und in der Literatur
nicht nur die Hohe der Dauerfestigkeit, sondern auch ihre Existenz diskutiert wird®. Im

3 Vergleiche beispielsweise den Vorschlag zur Neudefinition der Wéhlerlinien aus [121].
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Gegensatz dazu entspricht die Wohlerlinie und dadurch auch die Dauerfestigkeit ei-
nem unteren Fraktilwert, der zusatzlich mit dem Teilsicherheitsbeiwert yms abgemindert
wird, wodurch das geforderte Sicherheitsniveau erreicht werden kann.

Die zweite Frage die beachtet werden muss (insbesondere wenn sich der Kollektiv-
héchstwert unter der anfanglichen Dauerfestigkeit befindet) ist, ob nicht doch Span-
nungsspiele tber der Dauerfestigkeit mdglich sind, die Uber den Messzeitraum oder
durch die Simulation nicht erfasst wurden.

3.2.3 Anschaulicher Vergleich der Miner-Regeln

In diesem Abschnitt wird mit Hilfe sogenannter Lebensdauerlinien versucht, den
Unterschied zwischen den zuvor in den Abschnitten 3.2.1 und 3.2.2 angeflihrten
Miner-Regeln moglichst anschaulich darzustellen. Abb. 17 zeigt hierfir die
Lebensdauerlinien fur ein dargestelltes Beispielkollektiv (rot) mit einer Lange nkoll =
1-10% und dem Kollektivhochstwert Aomax. In blau werden die mit den vorgestellten
Miner-Regeln berechneten schadensaquivalenten Einstufenkollektive Ade,elem,
ACemod, AOeec und Aogekons dargestellt, die auf eine Lange von ne = 2:10°
Spannungsspielen bezogen sind. Eine Lebensdauerlinie erlaubt das direkte Ablesen
der moglichen Spannungsspiele Nkoi flr ein Spannungskollektiv, ahnlich wie die
Wohlerlinie das direkte Ablesen der mdglichen Spannungsspiele fir ein
Einstufenkollektiv ermdglicht. Die Schadigungssumme Dkoi eines Kollektives mit Hilfe
der Lebensdauerlinie ergibt sich zu Dkoll = nkoll / Nkoil, wobei Nkoi auf der Héhe von
Aomax abgelesen wird. In Abb. 17 ist Nkon beispielhaft fir die elementare Miner-Regel
(Nkol.elem) und die konsequente Miner-Regel (Nkolkons) dargestellt.

Die Lebensdauerlinien sind von der Form bzw. der Vélligkeit des Spanungskollektives
abhangig. Sie zeigen, dass der Unterschied zwischen den einzelnen ,Miner-Regeln®
umso gréBer wir, je geringer der Abstand von Aomax zu Aop ist. Befinden sich alle
Kollektivstufen Uber der Dauerfestigkeit Aop ergibt sich kein Unterschied mehr
zwischen den angeflhrten Miner-Regeln.
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Abb. 17: Beispielkollektiv mit Darstellung der zugehdrigen schadensaquivalenten Einstufenkollektive
und aquivalente Lebensdauerlinien, berechnet mit unterschiedlichen Miner-Regeln

3.3 Erfassung des Mittelspannungseinflusses

Dieser Abschnitt behandelt die Mdglichkeiten zur Erfassung und zur Bertcksichtigung
des Mittelspannungseinflusses bei der Restlebensdauerberechnung. Wird die tatsach-
liche Betriebsbeanspruchung gemessen, kann bei der Auszéhlung der Spannungs-
spiele mit der Rainflow-Methode auch die jeweilige Mittelspannung der Spannungs-
spiele gespeichert werden. Das Ergebnis dieser zweiparametrigen Auszahlung (Aoi
und om,i) wird Rainflow-Matrix genannt (vgl. Abb. 18). Das im Bauingenieurwesen Ub-
liche einparametrige Spannungskollektiv enthalt keine Information Uber die Mittelspan-
nung der Spannungsspiele. Es kann jedoch direkt aus der Rainflow-Matrix durch eine
einfache Summenbildung Uber die Mittelspannungsspalten abgeleitet werden.
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Abb. 18 Beispiel einer Rainflow-Matrix fir ein Spannungskollektiv (Zusammenhang Aai; ni; Om,)

Die H6he der Mittelspannung wird durch das Spannungsverhaltnis R = ou/0o0 in Kom-
bination mit der H6he des Spannungsspiels Ac = 0o — Ou eindeutig definiert (vgl. Abb.
19 und Abb. 20). Dabei ist das Vorzeichen der Spannung mit zu erfassen. Druck be-
deutet ein negatives Vorzeichen. Mit dem Spannungsverhaltnis R kann zwischen einer
Druckschwellbeanspruchung (1 < R < «), einer Wechselbeanspruchung (-~ < R < 0)

oder einer Zugschwellbeanspruchung (0 < R < 1) unterschieden werden.
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Abb. 19: Kennwerte eines Spannungsspiels, entnommen aus [23]
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Abb. 20: Héhe der Mittelspannung, enthommen aus [23]

Hohere Mittelspannungen bedeuten, im Vergleich zu niedrigeren Mittelspannungen,
eine héhere Ermudungsbeanspruchung. Vor diesem Hintergrund erméglichen gangige
Normen und Richtlinien des Bauingenieurwesens und des Maschinenbaus die Berlck-
sichtigung des Mittelspannungseinflusses. Auch im Bereich der Bruchmechanik ist die
Hohe der Mittelspannung relevant. Risswachstum setzt grundsatzlich Zugspannungen
vor einer Rissspitze bzw. an einer Spannungskonzentration voraus. Dabei sind aller-
dings nicht nur die &uBBeren Spannungen, sondern auch lokale Eigenspannungen mit

zu erfassen.

3.3.1 Vergleich der FKM und lIW Richtlinien mit dem Eurocode

Méglichkeiten zur Erfassung des Mittelspannungseinflusses bieten zum Beispiel die
Richtlinie des Forschungskuratoriums fir Maschinenbau (FKM) [22] und die Empfeh-
lung des International Institute of Welding (lIW) [21]. Hier kann die zuldssige FAT-
Klasse (entspricht der Ermiidungsfestigkeit Aoc bei N = 2:10°) in Abhangigkeit der Mit-
telspannung um einen Mittelspannungsfaktor erhéht werden. Im Eurocode 1993-1-9
[6] findet sich unter Punkt 7.2, Modifizierung der Ermudungsfestigkeit, die Méglichkeit
die Druckanteile der Spannungsschwingbreite Ac auf 60 % zu reduzieren und somit
den positiven Einfluss einer glinstig wirkenden Mittelspannung zu berlcksichtigen. Al-
lerdings gilt dies im Eurocode nur fir nicht geschweil3te oder spannungsarmgeglihte,

geschweif3te Konstruktionen.
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Die tatsachlich vorhandene Mittelspannung hangt nicht nur von der duBeren Bean-
spruchung, sondern auch von der vorhandenen Eigenspannung ab. Daher wird der
Mittelspannungseinfluss Ublicherweise in Abhangigkeit von R und der Héhe der vor-
handenen Eigenspannung definiert.

Der Eurocode erlaubt, wie erwahnt, die Berlcksichtigung des Mittelspannungseinflus-
ses nur fir nicht geschweiBte oder spannungsarmgeglihte, geschweite Konstruktio-
nen.

Die FKM Richtlinie [22] verweist zur Abschatzung der Eigenspannungen auf [24] und
[25] und gibt folgende Abgrenzungskriterien an:

- Hohe Eigenspannungen sind anzunehmen bei:
- komplexen, ausgepragt mehrachsig belasteten, dickwandigen Bauteilen oder
- Vorliegen konstruktionsbedingter globaler Eigenspannungen.

- MaBige Eigenspannungen sind anzunehmen bei:

- schlanken Tragern mit LAngsnahten und mit Querndhten kirzer 300 mm,

- quer beanspruchten SchweiBnahten an Bauteilen bis 10 mm Blechdicke,

- vorwiegend langsbeanspruchten SchweiBnahten an Bauteilen bis 16 mm
Blechdicke, falls die Querbeanspruchung geringer als die Halfte der Langs-
beanspruchung ist.

- Geringe Eigenspannungen (bis ca. 0,2 fy) sind anzunehmen:
- bei SchweiBung mit anschlieBendem Spannungsarmgliihen oder

- wenn Eigenspannungen nachweislich ausgeschlossen werden durfen.
In der IIW Empfehlung [21] werden Eigenspannungen in dhnlicher Weise klassifiziert:

- Hohe Eigenspannungen sind anzunehmen bei:
- komplexen zwei- oder dreidimensionalen geschweif3ten Bauteilen
- Bauteilen mit globalen Eigenspannungen
- dickwandigen Bauteilen
- MaBige Eigenspannungen sind anzunehmen bei:
- kleinen, dinnwandigen und einfachen Bauteilen mit kurzen SchweiB3n&hten
- Bauteilen die thermisch geschnitten wurden
- Bauteilen ohne globalen Zwangungsspannungen

- Niedrige Eigenspannungen sind anzunehmen bei:
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- ungeschweif3ten Bauteilen und Walzprodukten mit vernachlassigbaren Ei-
genspannungen < 0,2 fy

- spannungsarm geglihten geschweil3ten Bauteilen, deren globale Zwan-
gungsspannungen und sekundaren Spannungen bei der Berechnung bereits
bertcksichtigt wurden

FUr den Vergleich der FKM und der [IW Richtlinien mit dem Eurocode, wird der Re-
duktionsfaktor der Spannungsschwingbreite des Eurocodes gleichwertig durch seinen
Kehrwert als Mittelspannungsfaktor dargestellt. Die resultierenden Mittelspannungs-
faktoren in Abhangigkeit von R sind in Abb. 21 bis Abb. 23 flr unterschiedliche Eigen-
spannungsniveaus dargestellt. Der Bereich der Druckschwellbeanspruchung ist in den
Diagrammen mit | gekennzeichnet, der Bereich der Wechselbeanspruchung mit Il und
der Bereich der Zugschwellbeanspruchung mit lll. Durch Eintragen der Mittelspannung
om und der Spannungsamplitude oa = Ao/2 in den Diagrammen kann der zugehoérige
Mittelspannungsfaktor abgelesen werden, wie in Abb. 21 beispielhaft dargestellt.
Hervorzuheben ist, dass die Richtlinien von FKM [22] und IIW [21] teilweise auch far
den Bereich zwischen R = 0 und R = 0,5 (reine Zugschwellbelastung) eine Erhéhung
der Ermudungsfestigkeit Aoc ermdglichen.
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Abb. 21: Mittelspannungsfaktor in Abhangigkeit von R, fir niedrige Eigenspannungen im Vergleich
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Abb. 23: Mittelspannungsfaktor in Abhangigkeit von R, fir hohe Eigenspannungen im Vergleich

3.3.2 Maoglichkeiten zur Messung von Eigenspannungen

Da fur die Berlcksichtigung des Mittelspannungseinflusses eine mdglichst genaue

Kenntnis der vorhandenen Eigenspannungen erforderlich ist, wird in diesem Abschnitt

auf Mdéglichkeiten zur Messung von Eigenspannungen eingegangen. In Abb. 24 wer-

den die gebrauchlichsten Verfahren, nach der Messtiefe und ihrem raumlichen Auflé-

sungsvermogen sortiert, dargestellt. Grundsatzlich ist zwischen zerstérungsfreien, teil-

zerstdrenden und zerstbérenden Methoden zu unterscheiden. In diesem Abschnitt wird
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unter anderem auch ersichtlich, wie schwierig es ist, Eigenspannungen inkl. ihnrem Ver-
lauf in Blechdickenrichtung zutreffend zu messen. Praktisch alle Methoden, mit denen
ein Eigenspannungsverlauf Uber die Blechdicke gemessen werden kann, sind zersto-
rend. Dies gilt auch flir Methoden, die als ,zerstérungsfrei klassifiziert sind, wenn

diese nur mit kleinen Teilen der Stahlkonstruktion im Labor funktionieren.
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Abb. 24: Messtiefe (vertikal) u. raumliche Auflésung (horizontal) verschiedener Verfahren (Michael
Fitzpatrick, Open University, UK), entnommen aus [26]

Die folgende Aufzahlung zeigt eine generelle Ubersicht unterschiedlicher Eigenspan-
nungsmessverfahren, mit ihren englischen Bezeichnungen und der zu erwarteten Ge-
nauigkeit nach [26]. AnschlieBend werden einige Methoden etwas né&her beschrieben.

Far eine ausfihrliche Beschreibung der einzelnen Methoden wird auf [26] verwiesen.

- Zerstérungsfreie Methoden:
- Beugungsverfahren (Diffraction methods)
- Réntgenbeugung (X-ray diffraction method, Genauigkeit: +20 MPa)
- Beugung mit Synchrotron-Strahlung (Synchrotron X-ray diffraction, Genauigkeit:
+50 MPa)
- Neutronenbeugung (Neutron diffraction method, Genauigkeit: £50 MPa)
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- Ultraschallverfahren (Ultrasonic methods, nur qualitative Aussage méglich)
- Magnetische Verfahren (Magnetic methods, nur qualitative Aussage mdglich)
- Teilzerstorende Methoden:
- Bohrlochverfahren (Hole drilling methods, Abb. 25)
- Konventionelles Bohrlochverfahren (conventional hole drilling method,
Genauigkeit: 5 - 20 % bei konstanter Spannungsverteilung Gber die Tiefe,
10 - 30 % bei einem zusatzlichen Spannungsgradienten)
- Ringkernverfahren (Ring core method,
Genauigkeit: 5 - 20 % bei konstanter Spannungsverteilung Uber die Tiefe,
10 - 30 % bei einem zusatzlichen Spannungsgradienten)
- Tiefbohrverfahren (Deep-hole drilling method, Genauigkeit: 5 — 15 %)
- Nutverfahren (Slitting method or Crack compliance method,
Genauigkeit: 5 - 20 %, Abb. 27)
- Zerstérende Methoden:
- Zersageverfahren (Sectioning method, Genauigkeit: 10 - 30 %, Abb. 28)
- Schichtabtragungsverfahren (Layer removal method, Genauigkeit: 10 - 30 %,
Abb. 29)
- Spaltverfahren (Splitting method, Genauigkeit: 20 - 50 %, Abb. 30)
- Konturverfahren (Contour method, Genauigkeit 5 - 20 %, Abb. 31)

- Hinweise zu den einzelnen Methoden

Beugungsverfahren sind allgemein sehr aufwendig und praktisch nur im Labor anzu-

wenden. Mit dem Réntgenbeugungsverfahren kénnen Eigenspannungen nur direkt an
der Oberflache (einige um tief) gemessen werden. Schon die einfache Bearbeitung
einer SchweifBBnaht mit einer Drahtblrste verfalscht die Ergebnisse deutlich. Réntgen-
beugungsverfahren mit Synchrotron Strahlung ermdglicht eine tiefere Messung, die
erforderliche Réntgenstrahlung muss dazu allerdings sehr hart sein. Mit dem Neutro-
nenbeugungsverfahren kénnen ebenfalls Eigenspannungen im Bauteilvolumen ge-
messen werden, die Messung erfordert jedoch einen eigenen Teilchenbeschleuniger
und kleine Probenabmessungen.
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Magnetische Verfahren (Genauigkeit etwa. +300 MPa [26]) oder Ultraschall Methoden

liefern nur qualitative Aussagen und missen fur das spezifische Material eigens kalib-
riert werden.

Alle mechanischen Verfahren zur Ermittlung von Eigenspannungen basieren auf dem

Prinzip, dass sich bei einem Eingriff in das eigenspannungsbehaftete Bauteil durch
Materialabtrag ein neuer Gleichgewichtszustand einstellt. Sie sind daher keine zersto-
rungsfreien Methoden. Aus den mit Dehnmessstreifen (DMS), oder anderen Methoden
gemessenen resultierenden lokalen Verformungen (jeweils Differenzverformungen
aus den Messungen vor und nach dem Materialabtrag) kbnnen anschlieBend - mit
entsprechenden Theorien zum vorliegenden Spannungs- bzw. Dehnungsfeld - Eigen-
spannungen berechnet werden.

Trepan
Strain gage Strain gage
rosette rosette

Air
probe

Reference
hole

L—

(c)

Abb. 25: Bohrlochverfahren: (a) Konventionelles Bohrlochverfahren, (b) Ringkernverfahren, (c) Tief-
bohrverfahren, aus [26]; mit Ergdnzungen in Blau zur Einschatzung der jeweils Ublichen GréBenord-
nung

Die konventionelle Bohrlochmethode ist als einzige genormt (ASTM E-837 [27]) und

weit verbreitet. Durch das Bohren eines Sacklochs werden Eigenspannungen freige-
geben und somit Dehnungsanderungen bewirkt, die mit 3 DMS rund um das Bohrloch
gemessen werden (vgl. Abb. 25a). Mit rein elastischen Auswertemethoden kdénnen
nach [28] nur Eigenspannungen bis 70 % der FlieBgrenze treffsicher (mit einer Genau-
igkeit von £70 MPa) bestimmt werden, da es sonst zu deutlichen Verfalschungen durch
Plastifizierung infolge der Kerbwirkung am Bohrloch kommt. Um die Bohrlochmethode
auch bei héheren Eigenspannungen, nahe der FlieBgrenze, einsetzen zu kénnen, wur-
den in [28] umfangreiche Laborversuche durchgefihrt und modifizierte Auswertever-

fahren entwickelt. Mit der genauesten Auswertemethode (der linear elastischen, ideal
38



plastischen Differentialmethode) konnten Eigenspannungen bis 90 % der FlieBgrenze,
in einem beschrankten Tiefenbereich von 0,2 bis 1,0 mm, bestimmt werden (Bohrloch-
durchmesser D = 1,77 mm; Genauigkeit: ebenfalls £70 MPa).

FUr die Ring-Kern Methode wird anstelle eines Lochs, mit einem speziellen Fraser oder

dem Funkenerosionsverfahren, ein kreisférmiger Einschnitt erzeugt. Gemessen wer-
den die freigewordenen Dehnungen bzw. Spannungen mit einer DMS Rosette, in der
Mitte der Kernbohrung (vgl. Abb. 25b). In [28] wird mit der Differentialmethode (linear
elastisch - ideal plastisch) eine zu erreichende Genauigkeit von +50 MPa, in einem
Tiefenbereich von 1,5 bis 4,0 mm, angegeben. Die Methode ist jedoch aufwendiger
als die konventionelle Bohrlochmethode und erfordert Spezialwerkzeug. Durch Abfra-
sen des entstehenden (4-5 mm hohen) Zylinders und neuerliches Aufkleben einer
DMS Rosette kann ein neuerlicher Messdurchgang gestartet werden. So kann bis in
eine Tiefe von etwa 20 mm gemessen werden. Diese Vorgehensweise vervielfacht
jedoch den Messaufwand und erfordert mehrere DMS Rosetten.

In [26] wird flr die Tiefbohrmethode eine Genauigkeit von £30 MPa (bei Eigenspan-

nungen < 30 % der FlieBgrenze) angegeben. Zusatzlich wird sie generell nur fur Ei-
genspannungen < 50 % der FlieBgrenze empfohlen. Es ist jedoch méglich die Eigen-
spannungen Uber die gesamte Bauteildicke zu messen. Abb. 26 zeigt den schemati-
schen Ablauf zu der in Abb. 25¢ dargestellten Vorgehensweise. Im 1. Schritt wird ein
Blechstlick am Eintritts- und Austrittsbereich der Bohrachse aufgeklebt (front and back
bush), um Verformungen an der Bauteiloberflache durch die Bohrung zu vermeiden.
AnschlieBend wird durch die Blechstiicke und das Bauteil gebohrt. Schritt 2 umfasst
die initiale Vermessung der Bohrlochgeometrie, Uber die gesamte Bauteildicke, mit
einer speziell entwickelten Luftdise (vgl. Abb. 25c), die eine genaue raumliche
Vermessung des Bohrloches erlaubt. Schritt 3 zeigt das sogenannte trepanning, das
Ausschneiden des Bohrkerns, tblicherweise mit der Funkenerosionstechnik (electrical
discharge machining, EDM). Der Bohrkern bleibt durch den in Schritt 1 angeklebten
unteren Deckel stehen. In Schritt 4 wird das innere Bohrloch mit der Luftdiise erneut
vermessen und Uber die Form&nderung des Bohrloches wird auf die entsprechenden
Eigenspannungen geschlossen. Bei Bohrlochdurchmessern von 3,175 mm wird in [26]
ein Bohrkerndurchmesser von 10 mm empfohlen, bei einem Bohrlochdurchmesser von

1,5 mm, ein Bohrkerndurchmesser von 5 mm.
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Abb. 26: Schematischer Ablauf des Tiefoohrverfahrens, aus [26]

Surface strain gage
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Abb. 27: Nutverfahren aus [29], Nutldnge: die gesamte Bauteilbreite oder aber mindestens > 20 mm,
Nuttiefe: von 1 mm bis Uber die gesamte Bauteildicke méglich, Nutbreite: < 1 mm mdéglich

Beim Nutverfahren wird eine Nut inkrementell in das Bauteil erodiert und die orthogo-
nal zur Nut freiwerdenden Dehnungen mit einfachen DMS gemessen (vgl. Abb. 27).
Es ist allerdings nicht erforderlich, dass sich die Nut Uber die gesamte Bauteilbreite
erstreckt. Die in diesem Absatz dargestellten Ergebnisse und Empfehlungen zum Nut-
verfahren sind aus [28] entnommen: Es wurden Nutldngen von | = 20 bis 52 mm un-
tersucht, wobei | = 24 mm empfohlen wird. Fir den Abstand der DMS Mitte zum
Nutrand wird a = 4,5 mm bis 7,5 mm empfohlen. Das Nutverfahren erméglicht gut
reproduzierbare Ergebnisse und wird als robuste Methode bezeichnet, die bis 99% der
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FlieBgrenze geeignet ist. Fir einen Tiefenbereich von 1 - 4 mm werden, bei einer rein
elastischen Auswertung, hinsichtlich der Genauigkeit des Verfahrens maximale Ab-

weichungen von = 50 MPa angegeben.

PARTIAL )
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Abb. 28: Zersageverfahren, aus [30]

Die Zersdgemethode wurde im Bauingenieurwesen angewandt, um die Langseigen-

spannungen von gewalzten Profilen zu bestimmen (vgl. Abb. 28). Die Langenénderun-
gen der abgeschnittenen Bauteilstreifen, gegentber der Ausgangslage vor dem ersten
Sageschnitt, kbnnen einfach gemessen werden und in langs der Bauteilachse gerich-

tete Eigenspannungen umgerechnet werden.
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Abb. 29: Schichtabtragungsverfahren: (a) fir Platten und (b) fiir Zylinder bzw. Rohre, aus [29]

Das Schichtabtragungsverfahren (vgl. Abb. 29) eignet sich zum Messen der Eigen-
spannungen von Platten, Zylindern oder Rohren in Blechdickenrichtung, wenn ange-

nommen werden kann, dass die Eigenspannungen parallel zur Oberflache konstant
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sind. Dabei wird Schicht flr Schicht Material abgetragen, und die jeweils auf der ge-
gentberliegenden Seite auftretenden Deformationen, beispielsweise mit Dehnmess-

streifen, gemessen.

"‘2-4'
MG ) (a) (b}

Abb. 30: Spaltverfahren: (a) fur Stabe, (b) fiir Rohre [26] (MG = MessgréBe)

Beim Spaltverfahren (vgl. Abb. 30) wird ein, meist dinnwandiges Profil, in Langsrich-

tung aufgespalten und die daraus resultierenden, freiwerdenden Profilverformungen in
der Querschnittsebene gemessen.
Bei dickwandigeren Querschnitten kann das Konturverfahren (vgl. Abb. 31) verwendet

werden. Bei diesem Verfahren wird die Querschnittsflache, beispielsweise mit einem
Laser, vermessen und dreidimensional aufgenommen. Danach kann auf die Eigen-
spannungen zuriickgerechnet werden, die in der, zuvor ebenen, Schnittflache vorhan-

den waren.
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Abb. 31: Konturverfahren: (a) originale Eigenspannungsverteilung, (b) spannungsfreie Oberflache
nach dem Trennschnitt in Stabmitte, (¢c) Spannungen um ebene Oberflache
wiederherzustellen - ident zu gesuchtem Eigenspannungsverlauf,

(d) gemessene Eigenspannungen eines Schienenprofils, aus [31]

3.3.3 Potential fir die Anwendung bei geschweiBten Stahlbricken

Bei geschweiB3ten Stahlbriicken, wie auch bei den meisten anderen Stahlkonstruktio-
nen im Bauingenieurwesen, ist das Spannungsarmglihen nicht méglich oder zu auf-
wandig. Daher hat der Einfluss der Eigenspannungen groBe Bedeutung auf die tat-
sachlich vorhandene Mittelspannung. Dass diese nur schwer zutreffend gemessen
werden konnen, erschwert deren Berilcksichtigung deutlich. Daher wird bei ge-
schweif3ten Bauteilen auch weiterhin empfohlen, sehr hohe Eigenspannungen (im Be-
reich der FlieBgrenze) zu unterstellen. Dadurch entféllt der positive Einfluss geringer
auBerer Mittelspannungen.

Auch wenn die Eigenspannungsklassifizierung den Ansatz méaBiger Eigenspannungen
rechtfertigt, sind im niedrigen Zugschwellbereich (0 < R < 0.5) lediglich mit der FKM
Richtlinie geringe Erhéhungen der Ermidungsfestigkeit erlaubt. Dartber hinaus ist
festzuhalten, dass die Hintergriinde des duBerst glinstigen Mittelspannungseinflusses
in der IW und FKM Richtlinie fiir den Autor nicht objektiv nachvollziehbar sind. Zu den
Ermudungsfestigkeiten des Eurocodes findet sich in [32] der Hinweis, dass diesen (au-
Bere) Spannungsverhaltnissen von ungefahr R = 0,2 zugrunde liegen.
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Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass bei stahlernen Eisenbahnbriicken
der Mittelspannungseinfluss nicht fiir eine Verlangerung der Restlebensdauer genutzt
werden sollte, auch wenn eine Messung der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung

niedrige Mittelspannungen ergibt (Teile des Spannungsspiel sind Druckspannungen).

3.4 Alternative Wéhlerlinienkonzepte

Bei der Beurteilung der Ermidungsfestigkeit von Bauwerken, insbesondere bei stah-
lernen Eisenbahnbricken, wird in der Regel das Nennspannungskonzept angewen-
det. In diesem Abschnitt werden die fir die Beurteilung der Restlebensdauer einer Ei-
senbahnbricke relevanten alternativen Wdhlerlinienkonzepte aufgezeigt und deren
Anwendung kurz erlautert. Wie das Nennspannungskonzept sind auch das Struktur-
spannungskonzept und das Kerbspannungskonzept darauf ausgelegt, die Gesamtle-
bensdauer eines Bauteils zu berechnen. Sie sind daher nur flr ungerissene Bauteile
geeignet und es muss immer die gesamte Lastgeschichte (inklusive Betriebskollektiv
der Vergangenheit) berlcksichtigt werden. Die genannten Alternativen sind in der
Lage die Geometrie der kritischen Bauteildetails genauer zu erfassen und kénnen
dadurch Spannungskonzentrationen detaillierter abbilden. Inwieweit dies einen Vorteil
bei der Restlebensdauerberechnung von Eisenbahnbriicken bringt, wird in Abschnitt 5
am Beispiel eines ermidungskritischen Referenzdetails behandelt. Dadurch kénnen
auch moglichen Anwendungsschwierigkeiten, -grenzen und -einschrankungen einfach
aufgezeigt werden.

Umfassende Abhandlungen zur Berechnung der Ermidungsfestigkeit von Bauteilen
und weitere Hintergriinde zu diesen sowie die Darstellung unterschiedlicher Konzepte
finden sich zum Beispiel in den Bilchern von Haibach [16], Radaj [23] und Radaj,
Sonsino und Fricke [33].

3.4.1 Nennspannungskonzept

Im Bauingenieurwesen wird die Ermidungstragfahigkeit von Eisenbahnbricken im All-
gemeinen mit dem Nennspannungskonzept berechnet. Die zugehdrige Nachweisflih-
rung ist im Eurocode EN 1993-1-9 [6] und dem zugehdrigen Hintergrunddokument [17]
ausfahrlich beschrieben und soll hier nicht naher erklart werden. Fir die Gblichen Kon-
struktionsdetails sind die entsprechenden Ermidungsfestigkeiten in umfangreichen
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Kerbfallkatalogen verfligbar. Kurz zusammengefasst, werden die schadensaquivalen-
ten Nennspannungsspiele Ace bzw. Ate fir den maBgebenden Bauteilquerschnitt be-
stimmt und mit der im Einzelfall (laut dem Kerbfallkatalog) gultigen normierten Nenn-
spannungs-Wohlerlinie verglichen. Diese normierte Nennspannungs-Wahlerlinie ent-
hélt den Einfluss: (i) der Geometrie (einschlieBlich der Wirkung von Kerb- und GréBen-
effekten), (ii) des Werkstoffs und (iii) des Oberflachenzustands (einschlieBlich Aufhar-
tung oder Enthartung sowie oberflachennahe Eigenspannungen). Die genaue Vorge-
hensweise zur Umrechnung eines Betriebsspannungskollektives (Beanspruchungs-
spiele unterschiedlicher H6he) in ein schadens&quivalentes Einstufenkollektives Ace
wird in Abschnitt 3.2.1 dargestellt.

3.4.2 Strukturspannungskonzept

Gemal Eurocode kann neben dem Nennspannungskonzept auch das Strukturspan-
nungskonzept zum Ermudungsnachweis herangezogen werden. Im Anhang B von EN
1993-1-9 [6] werden die dazu erforderlichen ErmUdungsfestigkeiten in einem eigenen
Kerbfallkatalog angegeben. Es erfolgen jedoch keinerlei Hinweise auf die zugehdrige
Strukturspannungsberechnung selbst. Auch die Vergleichbarkeit der Konzepte, insbe-
sondere ob die mit dem Nennspannungskonzept abgedeckten Konstruktionsdetails,
deren Ermidungsfestigkeit durch umfangreiche Versuche bestatigt ist, auch mit dem
Strukturspannungskonzept erfassbar sind, wird nicht behandelt. Auf die Anwendung
des Strukturspannungskonzepts wird auch im Hintergrund Dokument zum Eurocode
[17] eingegangen. Detaillierte Ausfihrungen findet man in [17], dem Designer’s Guide
zum Strukturspannungskonzept von Niemi, Fricke und Maddox [34], der inzwischen in
der 2. Auflage erschienen ist. Radaj zeigt in [33] einen geschichtlichen Uberblick tiber
die Entwicklung des Strukturspannungskonzepts seit den 1960er Jahren.

Im Gegensatz zum Nennspannungskonzept wird beim Strukturspannungskonzept die
geometriebedingte Erhdhung des Spannungsfeldes (vgl. Abb. 32) unmittelbar bei der
Spannungsberechnung miterfasst. Bei Bauteilen mit Steifigkeitsspriingen (zum Bei-
spiel bei Querschnittsveranderungen durch Lamellen oder Steifen) sind zutreffende
Nennspannungen oft schwer zu bestimmen, oder nicht genau definiert. Das Struktur-
spannungskonzept bietet hier die Mdglichkeit die Spannungen an den kritischen Punk-
ten (den sogenannten hot spots) genauer ermitteln zu kdnnen. Die hot spots sind Orte

an der Bauteiloberflache, an denen ein Ermidungsriss erwartet wird, d. h. Orte mit
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hohen lokalen Spannungskonzentrationen. Das Strukturspannungskonzept entstand
aus dem Bemuhen, zwischen Bauteilkerbwirkung und Nahtkerbwirkung zu unterschei-
den. Die nichtlineare Spannungserhéhung on durch die Kerbe am SchweiBnahttber-
gang (vgl. Abb. 33) wird bei der Strukturspannungsbestimmung ausgeschlossen, da
diese indirekt, in einer gegentber dem Grundmaterial reduzierten Ermidungsfestig-
keit, berlicksichtigt wird. Beim Strukturspannungskonzept sind daher, im Vergleich
zum Nennspannungskonzept, nur mehr einige wenige Kerbfélle zu unterscheiden. Die
zutreffenden Kerbfalle im Strukturspannungskonzept sind in Abschnitt 5.2.2 darge-

stellt.

Abb. 32: Beispiele fir Bauteildetails mit zugehériger Strukturspannung, entnommen aus [21]

Strukturspannung = Om + Ob

Kerbspannung = Om + Ob + Onl
+7+

Gesamtspannung Om Ob Onl

Abb. 33: Darstellung der Spannungskomponenten zur Unterscheidung zwischen Struktur- und
Kerbspannung, anhand einer typischen nichtlinearen Spannungsverteilung
vor einer Schweif3naht, entnommen aus [34]
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Die Bestimmung der Strukturspannungen erfordert es, sicherzustellen, dass die Kerb-
wirkung am SchweiBnahtlbergang oni nicht erfasst wird. In der Literatur werden hierfar
unterschiedliche Méglichkeiten aufgezeigt. Haufig werden Strukturspannungen durch
eine Spannungsextrapolation berechnet. Abb. 34 zeigt die lineare Extrapolation der
Strukturspannung (structural stress), ausgehend von zwei Referenzpunkten vor dem
sogenannten hot spot (der maBgebende Punkt an der Bauteiloberflache). Die Span-
nung an den Referenzpunkten kann entweder mit einem FE Modell berechnet, oder
mit Dehnmessstreifen direkt am Bauteil gemessen werden. Eine andere Moglichkeit
die Strukturspannung zu bestimmen ist die Verwendung von Spannungserhdhungs-
faktoren Km flr typische Bauteildetails aus der Literatur, oder die Linearisierung der
Spannungsverteilung lber die Blechdicke aus einer FE Berechnung. In Abschnitt 5.3
werden unterschiedliche Methoden der Strukturspannungsberechnung fir einen
Quersteifenanschluss dargestellt und verglichen. Die Strukturspannung ist dabei nied-
riger als die tatsachlich am hot spot vorhandene Kerbspannung (computed total
stress), wie in Abb. 33 und Abb. 34 ersichtlich ist.

computed total I

stress —

structural stress

N~

reference points

/ stress on surface

~__/
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. Z
P L N ot spot %—»

Abb. 34: Extrapolation der Strukturspannung, entnommen aus [21]

Anzumerken ist, dass die Ermidungsbeanspruchung der SchweiBnahtwurzel mit dem
Strukturspannungskonzept und einer einfachen Spannungsextrapolation nicht berech-
net werden kann (hierflr wird auf [35] verwiesen, wo auf spezielle Méglichkeiten zur

Beurteilung der SchweiBnahtwurzel eingegangen wird).
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Neben der Definition der Strukturspannung gibt es zwei unterschiedliche hot spot Ty-
pen. Wie in Abb. 35 ersichtlich ist, befindet sich ein Typ a) hot spot an der Plattenober-
flache und ein Typ b) hot spot an der Seitenflache einer Platte. Die Unterscheidung
der hot spot Typen ist insofern wichtig, da fir jeden Typ unterschiedliche Extrapolati-
onsvorschriften angegeben sind.

Abb. 35: hot spot Typen a) und b), entnommen aus [21]

Auf die Frage, welche Spannungskomponente zur Ermittlung der Strukturspannung
herangezogen werden darf, geben die [IW Richtlinien [21] und [34] an, dass solange
die gréBte Hauptspannung o1 nicht mehr als 60° von der Normalen zur Schwei3naht
abweicht, diese direkt flr die Extrapolation verwendet werden soll (vgl. Abb. 36a). Bei
gréBeren Abweichungen ist entweder die Spannungskomponente normal zur
SchweiBBnaht . oder die kleinere Hauptspannung o2 zu verwenden, je nachdem wel-

che gréBer ist.

a) =y b) ——
O,
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: % ;. ) GL.\". :::
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Abb. 36: Spannungskomponenten fir die Strukturspannungsberechnung, enthommen aus [21]
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3.4.3 Kerbspannungskonzept

Das Kerbspannungskonzept beinhaltet beim Ermidungsnachweis von SchweiBBver-
bindungen die elastische Berechnung 6rtlicher Spannungen an SchweiBnahtkerben.
Es wird, wie auch das Strukturspannungskonzept, typischerweise dann genutzt, wenn
flr das betrachtete Detail keine eindeutige Kerbfallklassifizierung im Nennspannungs-
konzept mdglich ist. Es erfasst, erganzend zum Strukturspannungskonzept, auch die
nichtlineare Spannungserh6hung oni an den SchweiBnahtkerben (vgl. Abb. 33). Aktuell
ist es noch nicht im Eurocode verankert, jedoch ist es in den Empfehlungen des Inter-
national Institute of Welding 1IW [21] und [36] sowie der FKM Richtlinie des For-
schungskuratoriums flr Maschinenbau [22] geregelt und vor allem im Maschinenbau
weit verbreitet. Zur korrekten Anwendung des Kerbspannungskonzeptes wird in dieser
Arbeit auf die Empfehlungen des IIW zurickgegriffen. Das Kerbspannungskonzept be-
ruht auf einem Vorschlag von Radaj [37] [38] und wurde von Olivier, Kéttgen und See-
ger [39] [40] [41] auf einer breiten experimentellen Basis untersucht, weiterentwickelt
und fiir die Ubernahme in Regelwerke aufbereitet. Radaj et al. geben in [33] einen
guten Uberblick Giber die Entwicklung des Kerbspannungskonzeptes.

Genau genommen handelt es sich um das Konzept mit effektiven Kerbspannungen
(effective notch stress concept), da hier die Kerbwirkung der SchweiBnaht vereinfa-
chend durch einen effektiven Kerbradius mit der GréBe von r = 1 mm im Rechenmodell
erfasst wird. Dies gilt sowohl fiir die SchweiBnahtwurzel als auch fiir den Schweinaht-

Ubergang, wie Abb. 37 schematisch zeigt.
Radius =1 mm

N
< I N/ T
Abb. 37: Kerbspannungskonzept: Modellierung der effektiven Ausrundungsradien am Schwei3naht-
Ubergang und der SchweiBnahtwurzel, enthommen aus [21]

P

Die Bestimmung der Kerbspannungen an SchweiBnahten erfolgt im Allgemeinen auf

der Basis von FEM-Analysen durch entsprechende Detailmodelle. Alternativ dazu kdn-

nen fir Standardfélle auch Kerbfaktoren aus der Literatur verwendet werden. Eine
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Sammlung entsprechender Literaturquellen ist in [36] angeflhrt. In dieser Arbeit wird
nur die FE-Berechnung von effektiven Kerbspannungen behandelt. Zur zutreffenden
Wiedergabe der lokalen Spannungsfelder im Bereich der Kerbradien, sind sehr feine
FE-Netze (ElementgréBe < 0,25 mm) erforderlich. Bei der Erstellung eines FE-Model-
les sollten die Empfehlungen aus Abb. 38 und Tab. 1 bei der Elementauswahl und der
Netzgenerierung beachtet werden. Ist die Belastung des Bauteiles hauptsachlich nor-
mal zur Schweif3naht, d. h. sind die Normal- u. Schubspannungen in Schweif3nahtrich-
tung vernachlassigbar klein, kann auch ein vereinfachtes ebenes FE-Modell mit FE-

Elementen fiir einen ebenen Dehnungszustand verwendet werden.

Tab. 1: Empfohlene Elementanzahl u. -gréBe [36]

Elementtyp relative Elea:gzgimr?iﬁe Elementanzahl | Elementanzahl | geschatzter
(Ansatzfunktion) | ElementgréBe [mmg] im 45° Bogen | im 360° Bogen | Fehler [42]

quadratische Ele-
mente mit Seiten- <r/4 <0,25 23 224 =2%
mittenknoten

lineare Elemente <r/6 <0,15 25 240 =10 %

[TTT T

[ G N B | A I A

A O

Abb. 38: Kerbspannungskonzept: Empfohlene FE Vernetzung von Schwei3nahtiibergdngen und
SchweiBnahtwurzeln, entnommen aus [21]

Damit die berechnete Kerbspannung bei milden Kerbféllen (z. B. Stumpfnaht an einem
ebenen Blech) nicht unterschétzt wird, wird in [36] definiert, dass die Kerbspannung
mindestens das 1,6-fache der Strukturspannung (Onotch / Ohs = 1,6) betragen muss.
Damit fiir diese Uberpriifung keine eigenstindige Strukturspannungsberechnung
durchgefiihrt werden muss, kann die Strukturspannung ons auch einfach 2 mm vor dem
effektiven Kerbradius, am selben FE-Modell, abgelesen werden (vgl. Abschnitt 5.3.2).
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Far die Berechnung der Ermidungsfestigkeit mit dem Kerbspannungskonzept ist nur
eine Wohler-Linie (FAT-Klasse) erforderlich. Hier entféllt, im Gegensatz zum Nenn-
spannungs- und Strukturspannungskonzept, die Notwendigkeit eines eigenen Kerb-
fallkataloges. Fir Stahl leitete Hobbacher in [43] durch eine neuerliche Auswertung
der Testdaten von Olivier et al. [39] und Kéttgen et al. [44] eine Wdhler-Linie mit der
Neigung m = 3 und eine Ermidungsfestigkeit von Aoc = 225 N/mm?2 ab (vgl. Abb. 39).
Die Definition der FAT Klasse 225 (Pu = 97,7 %) berlicksichtigt dabei bereits hohe
Eigenspannungen geschweildter Bauteile und die Schwei3nahtqualitat ,as-welded”.
Mégliche Imperfektionen mussen jedoch durch die Kerbspannungsberechnung voll-
stéandig abgedeckt werden. Dies ist vor allem bei milden Kerbféllen zu beachten.

Die FAT Klasse 225 qilt flr die Beurteilung der maximalen Hauptspannung. FUr die
Definition der FAT Klasse bei der Verwendung der Mises Vergleichsspannung sind
weitere Untersuchungen erforderlich. Die aktuelle Empfehlung in [36] ist die FAT
Klasse 225 um mindestens eine Stufe abzumindern (= FAT Klasse 200 [45]), da die
Vergleichsspannung im effektiven Kerbradius Ublicherweise niedriger ist als die maxi-
male Hauptspannung (Anm.: Eine FAT Klasse entspricht etwa einem Faktor von 1,12).
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Abb. 39: Neuerliche Auswertung von Testdaten unterschiedlich belasteter T- und Y-Knoten bei hohen
Mittelspannungen (R = 0,4) von Olivier et al. [39] und Kéttgen et al. [44]
durch Hobbacher [43], entnommen aus [36]

Anzumerken ist, dass fur Blechdicken t < 5 mm eigene Modellierungsvorschriften gel-
ten. Beispielsweise ein effektiver Kerbradius r = 0,05 mm und ElementgréBen < 0,012

mm flr Elemente mit quadratischer Ansatzfunktion. Die zugeh&rige Wohler-Linie ist
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mit Aoc = 630 N/mm? definiert [46] [45]. Da Blechdicken t <5 mm im Stahlbrliickenbau
nicht relevant sind, wird in dieser Arbeit darauf nicht weiter eingegangen.

Um die Elementanzahl und damit die Anzahl an Freiheitsgraden bei einer FE Berech-
nung in berechenbaren Grenzen zu halten, kann die geforderte feine Elementierung
fur ein Bauteilmodell oft nur in der sogenannten Submodelltechnik umgesetzt werden.
Darauf wird in Abschnitt 5.3.5 noch naher eingegangen. Dennoch ist der Modellie-
rungsaufwand betrachtlich. Gerade wenn auch die Kerbspannungen an der Schweif3-
nahtwurzel berechnet werden sollen, ist bei raumlichen Modellen die Modellierung ei-
ner Art Schlauch mit einem Durchmesser von 2 mm im Inneren des Bauteils erforder-
lich (vgl. Abb. 169). Eine korrekte Vernetzung ist nur mit groBer Sorgfalt mdglich, damit
keine, Uber die Gultigkeitsgrenzen, verzerrten Elemente entstehen. Die praktische Be-
rechnung von Kerbspannungen und die Anwendung der Submodelltechnik wird im Ab-

schnitt 5 fir ein reprasentatives Bauteildetail dargestellt.

3.4.4 Grundsatzliche Schwierigkeiten bei Anwendung von
Wodhlerlinienkonzepten

In diesem Abschnitt werden Punkte diskutiert, die bei der Anwendung der oben ge-
nannten Wahlerlinienkonzepte Schwierigkeiten bereiten und bei der Interpretation der

Ergebnisse unbedingt zu hinterfragen sind.
- Annahmen zur Belastungsgeschichte

Bei der Anwendung von Wdhlerlinienkonzepten zur Beurteilung eines Bestandstrag-
werkes ist es zwingend erforderlich, die gesamte Belastungsgeschichte des betrach-
teten Bauteildetails, seit der Errichtung des Tragwerks zu bertcksichtigen. Die aktuelle
Bauteilbelastung kann relativ einfach gemessen werden, wie in Abschnitt 4 gezeigt
wird. Schwierig wird die zutreffende Einschatzung der Bauteilbelastung in der Vergan-
genheit. Genaue Angaben zur bisherigen Nutzung sind unter Umstanden nur schwer
oder gar nicht zu bekommen. Die Ermidungsbeanspruchung der Vergangenheit kann
daher oft nur konservativ geschatzt werden. Im besten Fall auf Basis aktueller Erma-
dungsbeanspruchungsmessungen. Auch die Anwendung spezieller Schadensaquiva-
lenzfaktoren aus der Vergangenheit (vgl. Abschnitt 2.3) flhrt oft zu keiner ausreichen-

den Restlebensdauer. Die Belastungsgeschichte eines Bauteils ist einer der wesent-
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lichsten Parameter bei der Bestimmung der Restlebensdauer. Daher kann eine ge-
zwungenermafien sehr konservative Annahme der Bauteilbelastung in der Vergan-
genheit, meist auch nicht durch eine detailliertere Spannungsberechnung mit einem

alternativen Wohlerlinienkonzept ausgeglichen werden.

- Schadensakkumulation und Festlegung der maximalen
Schadigungssumme bei einem Spannungskollektiv

Die Wéhlerlinien wurden fur Einstufenbelastungen abgeleitet. Das Erreichen der Scha-
digungssumme D = 1 definiert das Ende der rechnerischen Lebensdauer bei einer
Einstufenbelastung. Wird ein Spannungskollektiv betrachtet, ergibt sich die Problema-
tik der zutreffenden Schadensakkumulation. In der Literatur sind Gber 50 Schadensak-
kumulationshypothesen zu finden [47]. Ublicherweise wird die Schadigungssumme ei-
nes Spannungskollektives durch eine einfache lineare Schadensakkumulation Uber
alle Kollektivstufen berechnet. Der Eurocode definiert pragmatisch auch hier die maxi-
male Schadigungssumme D = 1. Untersuchungen zeigen jedoch fur unterschiedliche
Spannungskollektive teilweise deutlich niedrigere maximale Schadigungssummen D.
Die FKM Richtlinie [22] definiert beispielsweise eine effektive Miner-Summe D in Ab-
hangigkeit des Spannungskollektives und der verwendeten Miner-Regel zwischen 0,5
und 1. Die Empfehlung des [IW [21] ist, bei einem Spannungskollektiv maximal D =
0,5 anzusetzen (bei Spannungskollektiven mit wechselnder Mittelspannung sogar nur
0,2). Sonsino et al. empfehlen in [48] und [49] ebenfalls eine maximale Schadigungs-
summe D =0,5. Zu beachten ist, dass bei diesen Untersuchungen auch der Mittelspan-
nungseinfluss (vgl. Abschnitt 3.3) mitbertcksichtigt ist. Zhang und Maddox untersuch-
ten in [50] den Einfluss von Spannungskollektiven mit unterschiedlichen Mittelspan-
nungen auf die resultierende Schadigungssumme anhand eines geschweif3ten Langs-
steifenanschlusses. Sie verwendeten dasselbe Spannungskollektiv bei konstant ge-
haltener Oberspannung (Kollektiv A), bei konstanter Mittelspannung (Kollektiv B) und
bei konstant gehaltener Unterspannung (Kollektiv C) und ermittelten resultierende
Schadigungssummen von Da = 0,4; Ds = 0,8 und D¢ > 1,3. Dies zeigt die Schwierigkeit
der korrekten Schadensakkumulation und der zutreffenden Definition der maximalen

Schadigungssumme D fiir ein Spannungskollektiv.
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- Vergleich der Spannungskonzepte

Die alternativen Wohlerlinienkonzepte suggerieren durch die notwendige, feine FE-
Modellierung eine hohe Genauigkeit der Ergebnisse. Diese Genauigkeit ist bei ErmU-
dungsproblemen grundsétzlich zu hinterfragen. Ein Vergleich der 3 alternativen Woh-
lerlinienkonzepte fur das gleiche Bauteildetail fihrt oft zu sehr unterschiedlichen Le-
bensdauern. Sogar bei einem sehr einfachen Standarddetail, wie der in Abschnitt 5
betrachtete geschweilBte Quersteifenanschluss, sind deutliche Unterschiede in den
berechneten Lebensdauern feststelloar. Fricke erwahnt in [36], dass sich das
Kerbspannungskonzept immer noch in der Entwicklungsphase befindet. Er empfiehlt
unbedingt Vergleiche mit anderen Wohlerlinienkonzepten und die kritische Hinterfra-
gung auftretender Unterschiede in den berechneten Lebensdauern.

Durch die Mdéglichkeit der detaillierteren Spannungsberechnung bieten sowohl das
Strukturspannungs- wie auch das Kerbspannungskonzept in gewissen Fallen Vorteile
gegenlber dem Nennspannungskonzept. Sie sind vor allem dann sinnvoll, wenn far

das betrachtete Detail kein Nennspannungskerbfall vorhanden ist.
- Kalibrierung der FE-Modelle

Schon bei der relativ einfachen Berechnung von Nennspannungen ist eine Kalibrie-
rung des verwendeten FE-Modells empfohlen. Werden detailliertere FE-Modelle zur
Berechnung von Struktur- oder Kerbspannungen verwendet, ist eine Kalibrierung der
FE-Modelle praktisch zwingend erforderlich, um die gewtinschte Genauigkeit der Le-
bensdauerberechnung zu erreichen. Im Maschinenbau ist es oft mdglich, oder Ublich,
Prototypen herzustellen und zu testen (z. B. DMS-Messungen) und das FE-Modell
dadurch zu kalibrieren. Bedingt durch die groBe Streubreite der Ermidungsfestigkeit
sind Schwingversuche an wenigen Bauteilen nicht ausreichend.

3.5 Anwendung der Bruchmechanik

Ein weiterer, vielversprechender Ansatz zur Erweiterung der Prognosegenauigkeit zur
rechnerischen Restlebensdauer basiert auf der Anwendung der Bruchmechanik. Die
Verwendung der Bruchmechanik ist hauptsachlich dann sinnvoll, wenn die rechneri-
sche Lebensdauer mit einem konventionellen Ermidungsnachweis bereits erschpft
ist (vgl. Abb. 40, D > 1). Dabei ist die Anwendung der Bruchmechanik unabhé&ngig

davon, ob bei einer Brickeninspektion Risse gefunden werden oder nicht. Werden
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keine Risse gefunden, kann die verbleibende Lebensdauer durch den Ansatz eines
fiktiven Anfangsrisses ebenfalls bruchmechanisch berechnet werden. Die Gré3e des
fiktiven Anfangsrisses orientiert sich an der Detektierbarkeit eines Risses im Zuge ei-
ner zerstdrungsfreien Rissprifung. Die maximale, kritische RissgréfBe ist durch einen
Tragsicherheitsnachweis zu bestimmen. Wichtig ist hierbei die Absicherung gegen
sprodes Bauteilversagen bei niedrigen Temperaturen. Die bruchmechanisch ermittelte
Lebensdauer entspricht der Lastwechselanzahl die erforderlich ist, damit der Riss von
der Anfangsrissgrof3e bis zur maximalen, kritischen Rissgré3e wéachst. Mit dieser Vor-
gehensweise kann im Sinne eines schadenstoleranten Designs ein sicheres Betriebs-
zeitintervall abgeleitet werden. Die deutsche RL 805 [11] verfolgt dieses Konzept des
bruchmechanischen Restlebensdauernachweises flr genietete Eisenbahnbricken. Ist
das berechnete Betriebszeitintervall vergangen, muss die Briicke neu inspiziert wer-
den. Werden bei einer neuerlichen Inspektion immer noch keine Risse gefunden, kann
das gesamte Betriebszeitintervall erneut starten (vgl. Abb. 41). Werden bei einer In-
spektion Risse gefunden, kann die verbleibende Restlebensdauer einzig mit Hilfe der
Bruchmechanik berechnet werden. Mit einem konventionellen RLD-Nachweis kann die
Restlebensdauer eines Bauteils mit einem Riss nicht beurteilt werden (vgl. Abb. 40).
Der Zeitraum des stabilen Risswachstums ist bei den konventionellen W&hlerlinien-
konzepten zwar indirekt mit enthalten, jedoch nicht quantifizierbar und je nach Kerbfall
deutlich unterschiedlich.

Aktueller Zu- konventioneller Anwendung Bruchmechanik
stand am Detail RLD-Nachweis 9
Riss UL Sprodoruch”
—,Sprodbruc
g g Ao nicht méglich "
ARiss,vorh g Outs
Amax g g amax= FAD (K\, K\c, Lr, Tmin)
kein Riss
g g Ao D>1,0 Restlebensdauer
AO’e A dmax
fr die Anwendung der Nmax Nakt aRiss vorh/fikt > QARiss vorh/fikt
Bruchmechanik muss Nrio

. >
als Anfangsriss anjss fik M > Nevax

angenommen werden

Abb. 40: Restlebensdauerermittlung auf Basis der Bruchmechanik, schematische Vorgehensweise am
Beispiel eines Bauteils mit vorhandenem oder fiktivem Innenriss
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Ermittlung
der Vorschédigung Restlebensdauer (RLD)

zwingend erforderlich gesamte Lebensdauer = Nmax

konventioneller Restlebensdauer = Nmax - Nakt

Ermidungsnachweis AGe
Nakt Nmax
nicht erforderlich | * berechnete LD von I
Rissprifung ARiss,vorh/fikt DIS @max
Bruchmechanik g g g g
Messung
Betriebskollektiv g Ac
) R|D bis amax erreicht ist Zeit
Inbetriebnahme Untersuchungszeitpunkt

Abb. 41: Restlebensdauerermittlung — Unterschiede zwischen konventioneller Vorgehensweise
(Festigkeits-WL) und Anwendung der Bruchmechanik

Die Anwendung der Bruchmechanik zur Bestimmung der Restlebensdauer ist auch
dann sinnvoll, wenn die bisherige Ermidungsbeanspruchung unbekannt ist (vgl. Abb.
41). Nach der konventionellen Vorgehensweise, auf Basis von Wohlerlinien, ist zum
Zeitpunkt der Untersuchung zwingend die Kenntnis der gesamten Vorschadigung seit
Inbetriebnahme der Bricke notwendig. Diesbeziglich liegen bei Bestandstragwerken
nur selten zutreffende Daten vor, sodass meist sehr konservative Ansatze fir die Er-
muadungsbeanspruchung der Vergangenheit getroffen werden missen. Die Anwen-
dung der Bruchmechanik hat den Vorteil, dass keine Kenntnis der bisherigen Ermu-
dungsbeanspruchung notwendig ist, da immer der aktuelle Untersuchungszeitpunkt
als Startpunkt der Restlebensdauerberechnung herangezogen werden kann. Die ak-
tuelle Beanspruchung der Brlicke kann dabei sehr genau gemessen werden, wie in
Kapitel 4 gezeigt wird, und fur die Berechnung der bruchmechanischen Restlebens-
dauer herangezogen werden.

Wie die Erfahrung zeigt, missen vorhandene Risse die Funktionsfahigkeit eines Trag-
werkes nicht unbedingt einschréanken. Sind Risse in einem Bauteil vorhanden, werden
in der Praxis haufig unterschiedliche Reparaturversuche unternommen, um ein weite-
res Risswachstum zu verhindern. Mithilfe der Bruchmechanik kénnen auch Reparatur-
versuche, wie beispielsweise das in der Praxis Ubliche Abbohren der Rissspitzen, ein-
fach beurteilt werden. Ohne ein grundlegendes Verstandnis bruchmechanischer Zu-
sammenhange, sind Reparaturversuche hingegen oft nur temporér erfolgreich.
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Bisherige Veroffentlichungen, die sich mit der Erweiterung der Restnutzungsdauer von
Eisenbahnbriicken mit bruchmechanischen Methoden beschéaftigen, konzentrieren
sich meist nur auf genietete Tragwerke (vgl. [51], [52], [53], [54] oder [55]). Die Anwen-
dung der Bruchmechanik zur Erweiterung der Restlebensdauer geschweil3ter Eisen-
bahnbricken wird nicht behandelt, oder nur sehr allgemein beschrieben. Begonnen
wurde die Integration von bruchmechanischen Methoden in die Restlebensdauerbeur-
teilung genieteter Eisenbahnbriicken mit Untersuchungen von Sedlacek G. und Dahl
W. [56] sowie von Bild J. [57] Ende der 80er Jahre. Die Richtlinie 805 der Deutschen
Bahn AG [11] enthdlt einen sogenannten Betriebszeitintervallnachweis flr
Eisenbahnbriicken, auf Basis der Bruchmechanik. Dieser ist jedoch ebenfalls nur far
genietete Tragwerke gultig. Auch in dem, sowohl flr genietete wie auch fir ge-
schweiBte Briicken giltigen, schrittweisen Bewertungsschema des JRC-ECCS Doku-
ments [12] liegt das Hauptaugenmerk im Bereich der Bruchmechanik auf genieteten
Tragwerken. Die Ausflihrungen bezlglich der Anwendung des bruchmechanischen
Restlebensdauernachweises fir geschweif3te Bricken sind darin nur sehr allgemein
gehalten.

Allgemeine Anleitung zur Anwendung der Bruchmechanik findet man beispielsweise
in der im Maschinenbau weit verbreiteten FKM Richtlinie ,Bruchmechanischer
Festigkeitsnachweis® [58] sowie im British Standard BS 7910 ,Guide to methods for
assessing the acceptability of flaws in metallic structures” [59].

Zusammenfassend muss jedoch festgestellt werden, dass trotz vorhandener
Richtlinen zur Bruchmechanik und Verdffentlichungen zur Einbeziehung der
Bruchmechanik in die Beurteilung der Restlebensdauer genieteter Eisenbahnbriicken,
eine detaillierte und praktische Anleitung zur Anwendung der Bruchmechanik bei
geschweiBten Eisenbahnbricken fehlt. Daher werden in Kapitel 6 zuerst einige
notwendigen Grundlagen zur Bruchmechanik gezeigt und anschlieBend der
bruchmechanische Restlebensdauernachweis fiir ein konkretes, ermidungskritisches
Referenzdetail einer geschweif3ten Eisenbahnbricke durchgefuhrt.
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4 Studie zur tatsachlichen Betriebsbeanspru-

chung einer bestehenden Eisenbahnbrucke

Die Hohe der Betriebsbeanspruchung hat einen dominanten Einfluss auf die berech-
nete Lebensdauer, wie bereits in Abschnitt 3.1 gezeigt wurde. Die Betriebsbeanspru-
chung, die normgeman far eine Neuplanung einer Brlicke angesetzt wird, sollte sehr
konservativ sein, da hier die (noch unbekannte) Betriebsbeanspruchung der nachsten
100 Jahren abgedeckt werden muss. Daher eignet sie sich nur bedingt fir die Nach-
rechnung bestehender Eisenbahnbricken. Dennoch ist bei vielen Bestandsbricken
nicht bekannt, ob die tatsachliche Betriebsbeanspruchung niedriger ist als die norm-
gemale Betriebsbeanspruchung. In diesem Kapitel wird ein Messkonzept vorgestellt,
wie die aktuelle Betriebsbeanspruchung einer Eisenbahnbriicke gemessen werden
kann. Das Konzept wurde an einer geschweif3ten Fachwerkbricke aus den 1960er
Jahren getestet (vgl. Abb. 1 und Abschnitt 4.1). Anschlie3end wird die gemessene und
die mit den Lastmodellen des Eurocodes berechnete Betriebsbeanspruchung aller re-
levanten Bauteile der Briicke verglichen. Die Fachwerkbricke befindet sich im Haupt-
streckennetz der dsterreichischen Bundesbahn und eignet sich daher gut fir den Ver-
gleich mit der aktuell anzusetzenden Betriebsbeanspruchung nach Eurocode Aoe Ec.

4.1 Anlageverhaltnisse der untersuchten zweigleisigen
Eisenbahnbricke

Die betrachtete zweigleisige Eisenbahnbriicke ist ein reines Stahltragwerk mit offener
Fahrbahn. Wie Abb. 42 und Abb. 43 zeigen, handelt es sich um eine einfeldrige Fach-
werkbricke mit zwei auBBenliegenden, geraden Fachwerktragern, deren Bauhéhe ge-
gen Feldmitte leicht zunimmt. Die Stltzweite betragt L = 60 m. Im Brickenbereich
weisen beide Gleise einen Radius von R = 750 m im Grundriss auf. Das Tragwerk
wurde 1965 errichtet. Die Bauteile selbst sind geschweif3t und ein GroBteil der Baustel-
lenstéBe ist genietet.

Zum Zeitpunkt der Betriebsmessungen war im Objektbereich eine maximale Zugsge-

schwindigkeit von v = 60 km/h verordnet.
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- Fahrbahn

Die offene Fahrbahn besteht aus den im Abstand von ear = 6,0 m angeordneten Quer-
tragern (QT) mit geschweiBten I-Querschnitten, die an die Haupttrager (HT) Gber ge-
nietete Stirnplattenanschliisse biegesteif anschlieBen. Die insgesamt 4 Langstrager
(LT, Schwellentrager), ebenfalls als geschwei3te |-Profile ausgefiihrt, sind an den
Quertragern biegesteif durchgebunden und wirken als Durchlauftrager. Die Grundriss-
lage der Langstrager ist polygonal zwischen den Quertrageranschlusspunkten und
folgt der Gleiskrimmung im Grundriss. Bezogen auf die Briickenlangsachse (mittig
zwischen den beiden Haupttragern im Abstand von ent = 10,20 m) betragt die horizon-
tale Ausmitte der Langstréagerpaare e = 22,9 cm in Brickenmitte (in Richtung des au-
Beren HT A), abnehmend bis Achse 1, sowie e = -19,0 cm am Briickenende (in Rich-
tung des inneren HT 1). Bedingt durch die ausgefliihrte Gleisiiberh6hung andert sich
die Ausmitte der vertikalen Gleislasten auf: e = +1,3 cm in Brickenmitte, e = -21,6 cm
in Achse 1 sowie e = 40,6 cm am Brickenende. Die Héhenlage der Langstragerober-
gurte ist unterschiedlich, angepasst an die ausgeflihrte Gleisiiberh6hung. Dies bedeu-
tet, dass der jeweils in der Krimmung auBBenliegende Langstrager beider Gleise, ge-
genlber dem innenliegenden Langstrager, eine gréBere Bauhdhe und Biegesteifigkeit
aufweist. Die Holzschwellen der Gleise sind direkt auf den Langstragerobergurten ge-

lagert und verankert.

- Tragwerksaussteifung und Verbande

Zwischen beiden Langstragerpaaren je Gleis sind durchgehend horizontale Schlinger-
verbande, in Form eines Pfostenfachwerks angeordnet. Der untere Verband ist als K-
Fachwerk ausgebildet, wobei die HT-Untergurte die Gurte und die Quertrager die Pfos-
ten des unteren Verbandes darstellen. Ein erganzender Bremsverband ist in Trag-
werksmitte angeordnet. In der Ebene der HT-Obergurte ist ein oberer Verband, eben-
falls als K-Verband, angeordnet. An den Enden dieses oberen Verbandes sind End-
portale ausgebildet, die in der Ebene der Enddiagonalen der beiden HT verlaufen und

an den Endquertragern anschlie3en.

- Lagerung
Das Tragwerk weist stahlerne Briickenlager auf. In Achse 0 liegen allseitig feste Lager

vor, wogegen in Achse 0" langsbewegliche Stelzenlager ausgeflhrt sind.
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- Stabbezeichnung am Tragwerk

Die Stabbezeichnung der einzelnen Stabe orientiert sich an der Achsbezeichnung
(Achse 0 bis 5). In Abb. 42 sind nur beispielhaft einige Stdbe — zum Verstandnis der
Bezeichnungen — eingetragen (z.B. Stdbe am Haupttrager: O12 = Obergurt zwischen
Achse 1 und 2; Uss4 = Untergurt zwischen Achse 3 und 4: D4s = Diagonale zwischen
Achse 4 und 5; P3 = Pfostenstab in Achse 3).
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Abb. 42: Anlageverhéltnisse des Briickentragwerkes (Baujahr: 1965); Langsansicht und Grundriss.
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Abb. 43: Fahrbahnquerschnitte in Brickenmitte

4.2 Messung der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung

Die Messungen der Betriebsbeanspruchung an der Bestandsbricke wurden von Herrn
DI Vospernig seitens der Firma Revotec ZT GmbH aus Wien, im Auftrag des Instituts
fir Stahlbau der TU Graz, Ende 2014, durchgefthrt. Dieser Abschnitt 4.2 zeigt dabei
Auszlge aus den Messberichten der Firma Revotec [60] bzw. [61].

4.2.1 Messzeitraum

Der Messzeitraum umfasste genau 4 Wochen in der Zeit vom 6. Oktober bis 2. No-
vember 2014. Die in dieser Zeit auf der Brliicke verkehrten Betriebszlige wurden tabel-
larisch von der OBB zur Verfligung gestellt. Neben der Fahrzeit, der Fahrtrichtung und
dem befahrenen Gleis (1 oder 2), wurden auch die Zugsgewichte (Sollwerte It. Fahr-
plan) far die Auswertungen herangezogen. Da der Messzeitraum 4 volle Kalenderwo-
chen enthélt, ist keine getrennte Gewichtung in Werktage und Wochenendtage erfor-
derlich.

Anzumerken ist, dass die Zugsauflistung seitens der OBB insgesamt 5125 Ziige ent-
halt, wogegen die Messungen eine Gesamtanzahl von 5110 Zlgen aufweisen. Dieser
geringe Unterschied wurde nicht weiterverfolgt.
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4.2.2 Lage der Messwertgeber

Die Lage der Messquerschnitte am Tragwerk erfasst primar die Langs- und Quertrager
der Fahrbahn, die die gréBte Ermidungsgefahrdung aufweisen und bei dem unter-
suchten Tragwerk eine derartig geringe rechnerische Restlebensdauer aufwiesen,
dass zum damaligen Zeitpunkt ein Neubau ,in naher Zukunft“ beschlossen wurde (vgl.
[14], der Neubau erfolgte schlieBlich im Jahr 2017).

Darlber hinaus werden sehr gezielt Messquerschnitte an den beiden Haupttragern
gewahlt, die gegentber den Langs- und Quertragern deutlich gréBere Einflusslangen
— in Brlickenlangsrichtung betrachtet — aufweisen. Diesbezlglich liegen fir die Langs-
trager die kirzesten Einflusslinienlangen LeL vor (fir die gewahlten Messquerschnitte
zwischen den Quertragern gilt LeL = ear = 6 m, mit ear = Quertragerabstand). Bei den
Messquerschnitten am Quertrager gilt ndherungsweise LeL = 2-ear = 12 m. Eine ahn-
liche Einflusslinienlange LeL liegt bei den gewé&hlten Messquerschnitten an den HT-
Pfostenstaben vor (LeL = 2-eatr = 12 m). Im Gegensatz dazu weisen die Messquer-
schnitte an den Untergurten der HT nahe Feldmitte die maximal mdgliche Einflussli-
nienlange von LeL = L = 60 m auf (Anm.: Da die Normalspannungen ox nahezu voll-
stéandig aus der Normalkraft am Untergurt rihren).

Die Dehnungen aus dem Bahnbetrieb wurden an vier Messquerschnitten am Haupt-
trager, finf Messquerschnitten am Quertrager und finf Messquerschnitten am Langs-
trager mittels Dehnmessstreifen (DMS) aufgezeichnet (vgl. Abb. 44). An den Mess-
querschnitten der beiden Haupttrager — am Untergurt und an einem Pfosten — wurde
in der Regel nur ein DMS angebracht. An den Messquerschnitten der Quer- und
Langstréager wurden in der Regel je zwei DMS angebracht, einer am Ober- und einer
am Untergurt. An einem Langs- und einem Quertragermessquerschnitt (Bezeichnung

mit Lges und Qges) wurden je vier DMS angeordnet.
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Abb. 44: Lage der Messquerschnitte am Tragwerk

- Lage und Ubersicht der einzelnen Messwertgeber
(MG = DMS, insgesamt 29 MG):

1. Haupttrager (in Summe 5 MG; H1/H2, H3, H4 und H5 = 4 Messquerschnitte):

Die Messstellen H1/H2 befinden sich am Untergurt des auBeren Fachwerk-Haupttra-
gers zwischen Feld 4 und 5. Da dieser Untergurt zweigeteilt ist, befindet sich je ein
DMS an der auBBen- und innenliegenden Halfte, der DMS HS3 liegt innen am inneren
Haupttrager im gleichen Feld (vgl. Abb. 45). Am mittigen Pfosten (Achse 5) beim in-
nenliegenden Haupttrager befindet sich DMS H5, am auBBenliegenden Haupttrager H4
(vgl. Abb. 46). Abb. 47 zeigt die aufgebrachten DMS inkl. Witterungsschutz.

Aufgrund der Gleislage im Bogen — Gleis 1 ist dem &uBeren Haupttrager naher als
Gleis 2 dem inneren — wurden beide Posten in der Achse 5 mit Dehnmessstreifen
ausgestattet. Die Messquerschnitte befinden sich hier Gber der Fahrbahn, im nicht ver-

starkten Querschnitt des Pfostenstabes.

|
aullen { innen
|
C 1 ‘ {F =T 1
H1 H2/H3
(nur bei HT A)

Abb. 45: Messquerschnitt HT-Untergurt (HT A und HT I): Lage der DMS mittig am UG-Stab Uas

63



Schnitt Achse 5

A -

| : i 3
H4+H5 Querschnittswechsel
Lils,
' ~300m / Pfosten
H4/H5 | G i: =

’,'l Mn

Abb. 47: DMS an den Haupttrager-Untergurten und am Haupttrager-Pfosten inkl. Witterungsschutz

2. Langstrager (in Summe 12 MG; L1+:L4 = 1 Messquerschnitt; Lges mit 4 MG so-
wie L5+6; L7+8; L9+10; L11+12 = 4 Messquerschnitte a4 2 MG):

Um sowohl N, My und Mz aus den Dehnungsmessungen rickrechnen zu kénnen,
wurde ein Langstragerquerschnitt (Feld 2°-3‘, bogenaulRenseitiger innerer Langstrager,
vgl. Abb. 44) mit vier DMS bestlckt (vgl. Abb. 48, Abb. 49 und Abb. 50). Vier weitere
Langstragerquerschnitte am innenliegenden Gleis — jeweils an beiden Langstragern
vgl. Abb. 44 — wurden mit je zwei DMS bestiickt — vgl. Abb. 51 (Feld 1‘-2‘ und 3‘-4°).
Bei diesen kann anhand der gemessenen Dehnungen die Normalkraft N und das Mo-
ment My herausgerechnet werden.

Aufgrund der Quersteife in Feldmitte wurden die DMS an den Langstrégern in einem
Abstand von 550 mm von dieser angeordnet (vgl. Abb. 48). Dieser Abstand wurde so
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gewahlt, um nicht in Konflikt mit iber dem Langstréagern liegenden Schwellenschuhen
zu geraten (Messung der ,ungestdrten“ Nennspannungen, ohne lokale Spannungs-
konzentrationen).

L ges

> oo
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LTa: :mé/

0G = UG = 240/12,
Steg = 1060/10 0,5.h
= 4 Messwertgeber T
| “\ | | L1:L4
7 1 il Qst
\ HT @ —— —== HT @
Lage
L5+L6 Q13 /E J\
L7+L8
L9+L10
L11+L12

L2 e WA

Abb. 48: Messquerschnitt Lges am Langstrager mit Lage der DMS; Anordnung am Obergurt mittig
zwischen den Schwellen
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Abb. 50: Detailaufnahme des DMS am Langstrager L04, Lageangabe fiir die Randposition
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Abb. 51: Messquerschnitte L5+6; L7+8; L9+10; L11+12 am Langstrager mit je 2 DMS; Anordnung am
Obergurt immer mittig zwischen den Schwellen

3. Quertrager (in Summe 12 MG; Q1+Q4 = 1 Messquerschnitt; Qges mit 4 MG so-
wie Q5+6; Q7+8; Q9+10; Q11+12 = 4 Messquerschnitte a 2 MG)

Um wieder N, My und Mz aus den gemessenen Dehnungen rickrechnen zu kénnen,
wurde ein Quertrager (Achse 3, nahe Gleis 1, vgl. Abb. 44) mit vier DMS besttickt (vgl.
Abb. 52). Vier weitere Quertragerquerschnitte wurden mit je zwei DMS bestickt
(Achse 1°, 3¢, 3, 1; vgl. Abb. 44), wie die Abb. 53 zeigt. Abb. 52 zeigt die Lage der
Messquerschnitte am Quertrager. Abb. 54 zeigt den installierten DMS Q05 am Quer-
tragersteg und einen DMS am Quertrager Untergurt nach abgeschlossener Installation

mit Witterungsschutz und temporéarem Korrosionsschutz.

in (ra)
Qe "Ques”
I 330 ]« 360 Q1-Q4
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Abb. 52: Messquerschnitt Qges am Quertrager mit Lage der DMS
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Abb. 53: Messquerschnitte Q5+6; Q7+8; Q9+10; Q11+12 am Quertrager mit je 2 DMS

Abb. 54: Detailaufnahme des DMS am Quertrédgersteg nahe am Obergurt (links), DMS am Quertrager
Untergurt nach abgeschlossener Installation mit Witterungsschutz und temporarem Korrosionsschutz
(rechts)

4.2.3 Technische Daten der Messanlage

Die Messanlage mit 32 Kanalen wurde in einem herkémmlichen Schaltschrank direkt
auf einem temporar vorhandenen Montagegerust unterhalb der Briicke installiert (vgl.
Abb. 55).

Abb. 55: Schaltschrank der Messanlage im Bereich des Quertréger 3‘ unterhalb von Gleis 1
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Als Dehnmessstreifen wurden ausschlieBlich lineare, gekapselte DMS (1-LV41-
3/120V, k-Faktor 1,99) der Firma HBM, mit 4-Leitertechnik verwendet. Die DMS sind
temperaturkompensiert fur ferritischen Stahl (aT = 10,8e-6).

Die Temperatur wurde mittels zwei PT100 Temperatursensoren am Quertrager 5 in
der Trager- und Stegmitte dokumentiert. Ein Sensor ermittelt die Bauteiltemperatur an
der Oberflache, der zweite die Lufttemperatur im Abstand von 10 cm vom Steg des
Tragers. Die maximale gemessene Lufttemperatur lag bei 21,1 °C, die minimale bei
0,7 °C.

Die Messungen erfolgten mit einer Abtastrate von 300 Hz und einem 10 Hz Tiefpass-
filter (vgl. Abb. 56). Fir die Aufzeichnung wurde fir die Sensoren H02 und HOS3 eine
Triggerschwelle von 20 um/m definiert. Das Messsignal wurde bei jeder Zugstberfahrt
mit einer Vorlaufzeit von 5 Sekunden und einer Gesamtlaufzeit von 90 Sekunden ge-
speichert.
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Abb. 56: Beispiel einer Uberfahrtsmessung am Haupttrageruntergurt, (a) Aufgezeichnete Uberfahrt,
(b) Detail zur Filterung

4.2.4 Probebelastungen zur Modellkalibrierung

Um das Tragverhalten der Eisenbahnbriicke zu analysieren, sowie vereinfacht die dy-
namische Wirkung bei Betriebszugsiuberfahrt zu erfassen, fand am ersten Tag des
Messzeitraumes (6. Oktober 2014) eine Probebelastung durch Uberfahrt von zwei Lo-
komotiven Typ ,Taurus 1116“ in Doppeltraktion (Loks aneinandergekoppelt) statt. Die
Auswertung der SchnittgréBen bzw. Spannungen aus den gemessenen Dehnungen
wurde spater auch flr einen Vergleich mit den Ergebnissen der numerischen Simula-
tion herangezogen. Diese Gegentiberstellung diente in weiterer Folge zur Feststellung
der Tauglichkeit des numerischen Modells, welches spater flir die Simulation der Be-
triebszugsltberfahrten herangezogen wurde.
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Im Zuge der Probebelastung erfolgten insgesamt vier Messfahrten tber die Briicke —
jeweils zwei Fahrten pro Richtung am entsprechenden Regelgleis — einmal mit Be-
triebsgeschwindigkeit (60 km/h, dies entspricht der betrieblich verordneten Hochstge-
schwindigkeit auf der Briicke) und einmal mit Schrittgeschwindigkeit (5 km/h):

Fahrt 1: Peggau — Frohnleiten (Richtung Norden) mit v = 5 km/h auf
Gleis 2 (Regelgleis Richtung Norden, vgl. Abb. 44)
Fahrt2:  Frohnleiten — Peggau (Richtung Sitiden) mit v = 5 km/h auf

Gleis 1 (Regelgleis Richtung Stiden)

Fahrt 3: Peggau — Frohnleiten (Richtung Norden) mit v = 60 km/h auf
Gleis 2 (Regelgleis Richtung Norden)

Fahrt 4:  Frohnleiten — Peggau (Richtung Sitden) mit v = 60 km/h auf
Gleis 1 (Regelgleis Richtung Stiden)

Beim sogenannten Regelgleis handelt es sich um jenes Gleis, auf welchem Ublicher-
weise alle Fahrten in die entsprechende Richtung erfolgen. Das Gleis 1 ist zum Bei-
spiel das Regelgleis bei Fahrtrichtung Siiden, also von Frohnleiten (Nord) kommend
Richtung Peggau (Sud) (vgl. Abb. 44). In Abb. 57 ist die Geometrie und Achslast der

Taurus Lokomotiven dargestellt.
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Abb. 57: Achslasten der Taurus-Lokomotiven

Durch die Uberfahrt einerseits mit 60 km/h und andererseits mit 5 km/h kann die dy-
namische Wirkung und der Einfluss der Zentrifugalkraft, zufolge der Gleislage im Bo-

gen, gegenuber der quasi statischen Beanspruchung, herausgearbeitet werden.
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Hervorzuheben ist, dass die dynamische Wirkung nicht einfach aus dem Vergleich der
beiden zugehdrigen Messfahrten mit v = 5 km/h bzw. 60 km/h direkt bestimmbar ist,
da die Gleise einen Bogen aufweisen. Die Zentrifugalkraftwirkung ist der dynamischen
Wirkung immer Uberlagert. Beide Effekte sind nur bei v = 60 km/h wirksam. Daher ist
zwingend auch eine numerische Simulation der Uberfahrten erforderlich, um die allei-
nige Wirkung der Zentrifugalkraft bestimmen zu kénnen.

- Messergebnisse flir v=5 und v = 60 km/h

Anhand von mehreren Messpunkten am Brlckentragwerk (Haupttrager-Untergurt,
Haupttrager-Pfosten, Langs- und Quertrager), erfolgte ein Vergleich der Messergeb-
nisse der Taurus-Probebelastungskonfiguration, einerseits mit einer Fahrgeschwindig-
keit von 5 km/h und andererseits mit 60 km/h. Bei der Uberfahrt der beiden Lokomoti-
ven mit einer Geschwindigkeit von 60 km/h werden die Effekte der Zentrifugalkraft und
der Dynamik miterfasst. Um diese Effekte darzustellen, erfolgt in den kommenden
Spannungs-Weg-Verlaufen in den Abb. 58 bis Abb. 65 eine Gegeniberstellung der
Messergebnisse der Taurus-Doppeltraktionsiiberfahrten in Schrittgeschwindigkeit
(quasi-statisch mit 5 km/h) und der Uberfahrten mit der Streckengeschwindigkeit von
60 km/h. Aufgrund falscher Speicherungsparameter der eingestellten Vorlaufzeit der
Messanlage fehlen bei den Messergebnissen die ersten Sekunden der Zugstberfahrt.

1. Vergleich am Messpunkt Haupttridger-Untergurt
(H1/H2 bzw. H3, Abb. 58 und Abb. 59)

Die Unterschiede zwischen den Messwertgebern HO1 und HO2 zeigen, dass der zwei-
teilige Untergurtquerschnitt (vgl. Abb. 45) im inneren Querschnittsteil, hin zum Quer-
trager, um etwa 10% hdhere Spannungen erfahrt. Aus der Uberfahrt entsteht nur 1
Spannungsspiel in den Messquerschnitten — die Einzellasten selbst sind nicht mehr
erkennbar. Auf den paradox erscheinenden Sachverhalt — geringere Spannungen bei
v = 60 km/h — wird spater noch néher eingegangen. Der Grund dafir ist die glinstige
Zentrifugalkraftwirkung.
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2. Vergleich am Messpunkt Haupttrager-Pfosten
(H4 bzw. H5, Abb. 60 und Abb. 61)

Fir den Messquerschnitt nahe des befahrenen Gleises (H04 bei Uberfahrt auf Gleis
1, HO5 bei Uberfahrt auf Gleis 2) filhren nun auch die einzelnen Drehgestelle der Lo-

komotiven zu zusatzlichen Spannungsspielen.

3. Vergleich am Messpunkt Langstrager (Lges, Abb. 62 und Abb. 63)

Uberraschend ist das hohe Spannungsniveau im Messquerschnitt Lges, obwohl dieser
Langstrager bei der Uberfahrt auf Gleis 1 (Abb. 62) gar nicht unmittelbar belastet ist
(vgl. Abb. 44). Da die Quertrager vertikale Biegeverformungen erfahren, wird nun auch
der nicht belastete Langstrager auf Biegung beansprucht.

Der Langstragerquerschnitt ist ein symmetrischer Querschnitt. Die alleinige lokale Bie-
gung aus den Achslasten muisste dann zu identen Spannungsverlaufen am Ober- und
Untergurt (bei unterschiedlichem Vorzeichen, am OG Druck, am UG Zug) der Mess-
querschnitte LO1 und LO3 fhren. Die deutlich geringeren Spannungen am OG deuten
auf die Mitwirkung der Schiene, die als eine Art Uberspannung des Tragers wirkt, hin.
Der Vergleich der Messwertgeber L02, LO3, L04 zeigt die geringflgige Uberlagerte
Biegebeanspruchung Mz um die vertikale Stegachse. Man erkennt, dass jedes Dreh-
gestell ein wesentliches Spannungsspiel bewirkt.

Die Ergebnisse zeigen, dass bei unmittelbarer Belastung des Langstragers die Span-
nungsunterschiede zwischen Ober- und Untergurt geringer sind und dass auch die
Uberlagerte Querbiegebeanspruchung, um die vertikale Stegachse, vernachlassigbar
klein bleibt (nahezu idente Ergebnisse fir Messwertgeber L02, LO3, L04). Jedes Dreh-
gestell liefert ein signifikantes Spannungsspiel.

4. Vergleich am Messpunkt Quertrager (Qges, Abb. 64 und Abb. 65)

Die Uberfahrt auf Gleis 1 fiihrt zur gréBeren Biegebeanspruchung im Messquerschnitt
(vgl. Abb. 44). Die etwas héheren Spannungen am Obergurt (in Q01) sind nun nicht
auf zusatzliche hohe Normalkraftverlaufe zurlickzufiihren, sondern auf den unsymmet-
rischen Tragerquerschnitt (vgl. Abb. 52).

Man erkennt eine deutliche Uberlagerte Querbiegebeanspruchung am Quertrager,
durch Vergleich der Messwertgeber am Untergurt (Q02, Q03, Q04).
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4.2.5 Resultierende Messkollektive der Betriebsbeanspruchung

Die nachfolgenden Abbildungen zeigen die Gesamtkollektive fir vergleichbare Quer-
schnitte am Brlickentragwerk, auf Basis der ausgewerteten Messdaten. Vergleichbar
bedeutet in diesem Zusammenhang, sich feldweise wiederholende Messstellen. Zum
Beispiel konnen die Messstellen Q06 (Achse 1°), Q08 (Achse 3°), Q10 (Achse 3) und
Q12 (Achse 1) am Quertrager, durch die idente Position der DMS, unmittelbar vergli-
chen werden. Sie alle sind 330mm von LTa am Gleis 2 entfernt (vgl. Abb. 52). Die
gleiche Vorgehensweise erfolgt fir die Messquerschnitte jeweils am dauf3eren (L0O6,
L10 und LO3) und am inneren (L08, L12) Langstréager. Des Weiteren kénnen die Mess-
stellen H1 und H2 am zweigeteilten Untergurt des auBeren Haupttragers (H1 am au-
Beren, H2 am inneren Gurt) gegenlbergestellt werden. Beim Messquerschnitt Lges
am doppeltsymmetrischen Langstrager kann, durch die Darstellung der Messkollektive
an Ober- und Untergurt, der Normalkraft- und Schienenmitwirkungseinfluss gezeigt
werden. Bei den vergleichenden Kollektiven bedeutet Gesamtkollektiv, dass sowohl
Zugsuberfahrten auf Gleis 1 und auf Gleis 2, sowie die im tatsachlichen Betrieb wah-
rend des Messzeitraumes aufgetretenen Zugsbegegnungen (Gleis 1+2) miterfasst
sind. Innerhalb der 4 Wochen verkehrten im Streckenabschnitt 2 495 Zige mit
1 510 294 to Gesamttonnage auf Gleis 1 und 2 630 Zige mit 1 585 300 to auf Gleis 2
(Anm.: Diese Tonnagen basieren auf den mitgeteilten Sollgewichten der gefahrenen
Ziige seitens der OBB).

Anzumerken ist, dass diese Gesamtkollektive sowohl die dynamische Wirkung als
auch die Zentrifugalkraftwirkung, fir die vorhandene Streckengeschwindigkeit von v =
60 km/h, beinhalten.

- Gesamtkollektive Ac der Haupttrager-Untergurte am duBeren Haupttrager:

Abb. 66 zeigt die Gesamtkollektive der Messstellen HO1 und HO2 des zweigeteilten
Untergurtes des auBeren Haupttragers der Kugelsteinbriicke. Hierbei befindet sich der
Messpunkt HO1 am auBeren und HO2 am inneren Gurt (vgl. Abb. 45).

Etwas Uberraschend zeigen sich Unterschiede zwischen den beiden Kollektiven der
beiden Untergurte des gleichen Haupttragers. Dies rihrt auch davon, dass der Hori-
zontalverband im Brickentragwerk zur Aufnahme der Zentrifugalkraftwirkung am in-
neren Gurt (H02) des Haupttrager-Untergurtes angeschlossen ist. Durch diese lokale
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Krafteinleitung an den Fachwerkknoten kénnen die um etwa 9% héheren maximalen
Spannungen im inneren Gurt HO2 von rund 57,5 N/mm? im Vergleich zu 52,5 N/mm?

in HO1 erklart werden.

- Gesamtkollektive Ac von Obergurt und Untergurt des Langstragers:

In Abb. 67 sind die gemessenen Gesamtkollektive des Messquerschnittes Lges (dop-
peltsymmetrischer Querschnitt, vgl. Abb. 48) an der Oberkante der Obergurtmitte (L01)
und der Unterkante der Untergurtmitte (LO3) gegentbergestellt.

Beim Messquerschnitt Lges am doppeltsymmetrischen Langstrager kann durch die
Darstellung der Messkollektive an Ober- und Untergurt der Normalkraft- und Schien-
enmitwirkungseinfluss festgestellt werden — die Normalspannungsspiele Ac am Ober-
gurt (LO1 in blau) sind niedriger als jene am Untergurt (LO3 in rot).

- Gesamtkollektive Ac der bogenauBeren Langstrager-Untergurte:

In Abb. 68 werden die Kollektive der Messpunkte L06, L10 und LO3 am aufBeren Langs-
trager des Gleises 2 miteinander verglichen. Diese Messpunkte liegen in den Feldern
zwischen den Achsen 1°-2' (L06), 3-4° (L10) und 2‘-3‘ (LO3 von Lges) an der immer
gleichen Position im jeweiligen Feld — vgl. Abb. 44 und Abb. 48 — und kénnen somit
unmittelbar gegentbergestellt werden (die Messstellen sind alle am gleichen Punkt
des Langstragers, bezogen auf die benachbarten Quertréager positioniert, jedoch in

unterschiedlichen Feldern).

- Gesamtkollektive Ac der bogeninneren Langstrager-Untergurte:

In Abb. 69 werden die Kollektive der Messpunkte LO8 und L12 am inneren Langstrager
des Gleises 2 miteinander verglichen. Diese Messstellen liegen jeweils 550 mm ent-
fernt von der Feldmitte in unterschiedlichen Feldern der Achsen 1‘-2° (LO8) und 3'-4°
(L12) — vgl. Abb. 44 und Abb. 48 — und kdnnen somit unmittelbar miteinander vergli-
chen werden. Auch diese Messpunkte sind alle am gleichen Punkt positioniert — ident
wie beim bogenauBenseitigen Langstrager, jedoch wieder in verschiedenen Feldern.

Auf den ersten Blick Uberraschend sind die héheren Spannungsspiele am bogeninne-

ren Langstrager im Vergleich zum bogenauBBeren Langstrager. Der Grund daflr ist die
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durch die Gleistiberhéhung bedingte gréBere Bauhbhe des bogenauBeren Langstra-
gers (vgl. Abb. 52), die zu geringeren Normalspannungen bei Biegebeanspruchung
fuhrt.

- Gesamtkollektiv Ao der Quertrager-Untergurte:

Des Weiteren kénnen die Messstellen der Quertrager Q06 (Messpunkt am Quertrager
der Achse 1), Q08 (Achse 3), Q10 (Achse 3) und Q12 (Achse 1) — vgl. Abb. 44 —am
Quertrager durch ihre idente Position — 330mm entfernt vom Steg des auBeren Langs-
tragers von Gleis 2, Richtung Quertragermitte (vgl. Abb. 52) — unmittelbar gegentber-
gestellt werden, wie Abb. 70 zeigt.

Durch die Symmetrie der Eisenbahnbriicke um die Achse 5 in Briickenmitte (vgl. Abb.
44) ware fur die Quertrager-Messpunkte Q06 und Q12 (in Achse 1 bzw. 1°) ein identes
Spannungskollektiv zu erwarten. Auch die Messstellen Q08 und Q10 sind symmetrisch
um die Brickenachse 5, wodurch ein gleiches Belastungskollektiv in diesen Punkten
zu erwarten ware. In beiden Fallen sind jedoch die gemessenen Unterschiede, wie

Abb. 70 zeigt, jedoch sehr gering.
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Haupttrager-Untergurt HO1 und HO2
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Abb. 70: Gegenlberstellung der Gesamtkollektive (Messdaten) der Quertrager-Untergurte in den
Messpunkten Q06, Q08, Q10 und Q12

4.3 Simulation der Betriebszugsuberfahrten mit dem zutreffenden Lastmodell
des Eurocodes
In diesem Abschnitt wird die erweiterte numerische Berechnung der Betriebsbeanspru-

chung nach Eurocode, am Beispiel der betrachteten Eisenbahnbriicke, gezeigt. Die
Vorgehensweise mit der verwendeten Betriebszugsmischung nach EN 1991-2 [8] dient
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auch als Basis flr die Betriebsfaktoren A, die bei den Ermidungsnachweisen von
Stahlbriicken nach EN 1993-2 [9] und EN 1993-1-9 [6] Verwendung finden. Die Be-
rechnungen der Betriebszugtberfahrten in diesem Abschnitt, als Basis fiir die Kollek-
tivermittlung, wurde von meinem Kollegen DI Kampleitner durchgefuhrt und die Ergeb-
nisse sind aus [1] Anhang A entnommen.

4.3.1 Betriebszugsmischung

Der numerischen Simulation liegt die Betriebszugmischung nach Eurocode EN 1991 -
2 [8] (acht Zugstypen) zugrunde, mit Beschrankung auf eine maximale Achslast von
225 kN.

Tab. 2: Betriebszugsmischung nach EN 1991-2 [8], Tab. D1

. tagliches
Zugstyp Zugszahl Zugsgewicht Gesaritgewicht

pro Tag [to] [to / Tag]
1 12 663 7.956
2 12 530 6.360
3 940 4.700
4 510 2.550
5 7 2.160 15.120
6 12 1.431 17.172
7 8 1.035 8.280
8 6 1.035 6.210
67 68.348

Zige / Tag to / Tag

Tab. 2 zeigt die Anzahl der einzelnen Zugstypen aus [8] (Typ 1 bis 8) je Kalendertag,
die auf ein volles Jahr hochgerechnet auf eine Streckenbelastung von 68.348 - 365 =
24,95 Mio. Tonnen fihrt. Auf beiden Gleisen wurde von derselben Betriebszugsmi-
schung ausgegangen. Zugsbegegnungen am Tragwerk wurden in der Simulation aus-
geschlossen.

4.3.2 Statisches Modell zur Simulation der Betriebszugsiiberfahrten

Die Modellierung der Brlicke erfolgte mit dem Stabwerksprogramm RSTAB der Firma
Dlubal als raumliches Stabtragwerk, mit allen Bauteilen und Verbandsstaben. Bei der
Modellierung wurden samtliche Exzentrizitaten beriicksichtigt, um die Uberfahrt der
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Betriebszlige méglichst realitdtsnah zu erfassen. Die Querschnitte der Briicke wurden
mit dem Programm DUENQ der Firma Dlubal modelliert und automatisch in das Statik-
Programm importiert. Fir die Ermittlung der Stabsteifigkeiten wurden die Brutto-Quer-
schnitte verwendet. Samtliche Knoten (mit Ausnahme der Fachwerkstabe des Schlin-
gerverbands zwischen den Langstragern und des unteren Verbands) wurden als bie-
gesteife Knoten modelliert. Die Anzahl und Anordnung der Nieten in den Verbindungen
der einzelnen Elemente legitimieren diese Vorgehensweise.

Abb. 71 und Abb. 72 zeigen Grundriss, Ansicht und die Gesamtdarstellung des gene-

rierten rdumlichen Tragmodels der Brlcke.

f AuBere Gleislage f
-
' W Z N Gleis 1
K K K K S 3 N 3
[ XA XD ATNTTAZ N — Gleis 2
-

Innere Gleislage

Abb. 71: Ansicht und Grundriss des Briickenmodells

Abb. 72: 3D-Ansicht des Briickenmodells
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In der Grundrissdarstellung in Abb. 71 ist deutlich der Krimmungsradius (R=750m)
der Schwellentrager (Langstrager) zu erkennen. Das Brickentragwerk mit seinen
Hauptfachwerktragern ist gerade ausgebildet. Die vertikale Lagerung des Tragwerks
erfolgte an den vier Lagerpunkten im Bereich der Endquertrager. Die horizontale La-
gerung wurde zwangungsfrei eingegeben, siehe Abb. 72 (Pfeile in Abb. 71 deuten an,
welche horizontalen Verformungen ungehindert méglich sind).

Die Haupttragerfachwerke und die Quertrager sind in St 52 — dies entspricht nach heu-
tiger Bezeichnung einem Stahl S355 (Material Nr. 2 in Tab. 3) ausgefihrt, die Schwel-
lentrager und samtliche Verbande in St 37 — dies entspricht heute einem S235 (Mate-
rial Nr. 1). FUr die durchgeflihrte rein elastische Berechnung hat dies jedoch keine

Auswirkung auf die Ergebnisse.

Tab. 3: Verwendete Materialien

Material Material- Elastizitatsmodul Schubmodul Spez. Gewicht
Nr. Bezeichnung E [kN/cm?] G [kN/cm?] v [kN/m?3]
1 Baustahl S 235 | DIN 18800:1990-11 21000,00 8100,00 78,50
2 Baustahl S 355 | DIN 18800:1990-11 21000,00 8100,00 78,50
DUENG U_01 DUENQ U_45 DUENQ O_13 DUENQ O_35 DUENQ D_01 DUENQ D_12 DUENQ D _45 DUENQQ_0
DUENQU_23_ 34 DUENQU_12 DUENQ FF_U DUENQ PF_O DUENQ D_23 DUENQ D_34 DUENQQ_ 1234  DUENQQ_ 5
DUENQ ENDPORT. DUBNQ K_12 DUENQ K_23 DUENQ S_A DUENQ S | IPE 220 HE-A 140
T
L ] - - - -] I
DUBNQK_34_45 IPE270 U160 L 100x10 L 80x8 DUENQ K_01

Abb. 73: Modellierte Querschnitte (y-Achse ist horizontale QS-Achse, ausgenommen bei
Winkelquerschnitten)

Abb. 73 und Tab. 4 zeigen die fir die Modellierung verwendeten Brutto-Querschnitte
und deren fir die Berechnung relevanten Querschnittswerte. Die Querschnitte (QS) 1

bis 12 stellen die Stabe des Haupttragerfachwerks dar (U = Untergurt, O = Obergurt,
84



PF = Pfosten, D = Diagonalen), die QS 14 bis 16 die Quertrager, die QS 17 und 18 die
Schwellentrager (Langstrager), die QS 19 bis 21 die Schlingerverbandsstabe, die QS
22 bis 25 die Diagonalen des unteren Verbandes, der QS 26 die Stabe des Bremsver-
bandes und die QS 27 bis 29 die Stabe des oberen Verbandes. Ergdnzend wurden
auch die Schienenprofile UIC 54 (QS 30) selbst modelliert. Da diese primar fir verti-
kale Verkehrslasten als ,Uberspannung“ der Langstrager wirken, wurden diese sta-
tisch gleichwertig in die Achse des jeweiligen Langstragers verschoben und mit diesen
in den Schwellenachsen starr gekoppelt. Es erfolgten auch Berechnungen ohne Schie-

nenmitwirkung, in dem die Flache A = 0 gesetzt wurde.

Tab. 4: Brutto-Querschnittswerte der modellierten Querschnitte

Quersch. Querschnitts- Material Tragheitsmomente [cm?] Querschnittsflachen [cm?]
Nr. Bezeichnung Nr. Torsion It Biegung Iy Biegungl. = Axial A = Schub Ay | Schub A,
1 DUENQU_01 2 52,80 69919,82 9291,50 | 177,40 67,91 80,79
2 DUENQU_45 2 562,80 159760,04 20319,52 | 393,60 148,91 183,55
3 DUENQU_23_34 2 418,28 142876,09 18613,73 | 354,80 136,31 162,91
4 DUENQ U_12 2 93,22 86174,01 10984,82 | 216,20 80,32 101,13
5 DUENQO_13 2 236,58 118777,60 | 111080,14 | 286,00 56,93 105,64
6 DUENQ O_35 2 505,91 150938,10 | 141603,86 | 364,80 74,51 135,14
7 DUENQ PF_U 2 202,43 44160,53 9011,61 | 174,40 100,31 52,69
8 DUENQPF_O 2 25,89 23650,40 4501,54 88,80 50,04 27,21
9 DUENQ D_01 2 122744,71 111791,17 94060,67 | 326,00 196,99 72,45
10 DUENQD_12 2 229,44 72515,46 26503,96 | 202,40 143,36 30,03
11 DUENQ D_23 2 55747,98 50800,64 35521,03 | 172,80 83,49 56,37
12 DUENQ D_34 2 66,83 34804,69 9172,43 | 123,36 79,37 27,17
13 DUENQ D_45 2 37299,34 30868,80 23271,17 | 129,60 53,69 52,03
14 DUENQQ_0 2 305,60 | 1573617,94 17379,40 | 340,42 118,50 183,77
15 DUENQ Q_1234 2 333,08 | 1577118,23 15718,26 | 341,20 122,94 183,80
16 DUENQQ_5 2 499,03 | 1942326,50 70025,51 | 417,00 159,76 181,84
17 DUENQS_A 1 62,51 264740,71 2773,63 | 163,60 48,32 102,53
18 DUENQS_I 1 57,18 180528,05 2772,30 | 147,60 48,28 87,35
19 U 160 1 7,39 925,00 85,30 24,00 6,51 10,22
20 L 100x10 1 6,52 280,00 73,30 19,20 8,14 7,91
21 L 80x8 1 2,67 115,00 29,60 12,30 5,20 5,06
22 DUENQ K_01 1 65,09 17644,88 9172,00 | 115,20 79,36 19,03
23 DUENQK_12 1 42,77 15054,83 7861,87 | 101,60 68,02 18,60
24 DUENQK_23 1 24,02 11186,66 4501,07 80,00 50,03 18,40
25 DUENQK_34_45 1 22,02 10172,16 3281,57 74,00 45,04 18,64
26 IPE 270 1 16,00 5790,00 420,00 45,90 23,02 16,56
27 IPE 220 1 9,10 2770,00 205,00 33,40 16,93 11,98
28 HE-A 140 1 8,16 1030,00 389,00 31,40 19,84 6,25
29 DUENQ ENDPORTALRIEGEL 1 24,87 16220,00 4501,28 | 84,00 50,03 22,40
30 SCHIENENTRAGER UIC 54 2346,00 69,42

Die Lasteinleitung erfolgte Uber eine geeignete ,Hilfskonstruktion® aus gewichtslosen
Staben, die sowohl die vorhandene Uberhdhung als auch den normenmaBig definier-

85



ten Lasteinleitungspunkt 1,80 m Gber Schienenoberkante korrekt abbildet. Dies ist not-
wendig, um die Zentrifugalkraftwirkung korrekt im Sinne der Belastungsnorm EN 1991 -
2 [8] wiederzugeben. Die in Abb. 74 dargestellten Lasteinleitungstrager zur Aufbrin-
gung der Gleislast wurden Uber starre ,T-Bocke®, im Abstand der Schwellen (ca. alle
60 cm), mit dem Schienenprofil UIC 54 gekoppelt. Die beiden Lasteinleitungstrager
weisen eine sehr geringe Dehn- und Biegesteifigkeit auf, sodass diese keine unge-
wollte Mitwirkung an der Lastabtragung der Briicke bewirken. Die Definition der beiden
Lasteinleitungstrager ist deshalb erforderlich, da dann die Uberfahrt der Betriebsziige
programmunterstitzt erfolgen kann. Dies bedeutet, dass der Betriebszug automatisch
am Lasteinleitungstrager um ein vorgegebenes Maf von Ax = 60 cm (Schwellenab-
stand) vorgeschoben wird und der zugehdrige Lastfall programmintern generiert wird.

Lasteinleitungstrager \)/

starre , T-Bocke*

Lasteinleitungstrager (e = 60 cm)

Schienentréger

Koppelstab
Schienentréager-
Schwellentrager

»1-Bocke® —

Abb. 74: Lasteinleitung in die Schwellentrager unter Berlcksichtigung des Lastangriffspunktes und der
Uberhéhung (zuséatzliche Langstrager und T-Bdcke)

4.3.3 Simulation der Betriebszugstiberfahrten

Die Uberfahrt der Betriebsziige wurde mit dem Modul ,RSBEWEG* des Programmes
RSTAB (Version 8) simuliert. Die Simulation erfolgte ohne Erfassung der dynamischen
Wirkung und der Zentrifugalkraft (v = 0 km/h). Hierfir wurden die Betriebszlge It. EN
1991-2 [8] (Typ 1 bis 8) modelliert (das heil3t Achslasten und Achsabstande eingege-
ben) und in dem entsprechenden Schwellenabstand auf der Eisenbahnbriicke (60cm)
vorgeruckt. Der erste Lastfall ist jener, bei dem die erste Zugsachse das Tragwerk
erreicht, beim letzten Lastfall verldsst die letzte Zugsachse die Bricke.
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Die Betriebszugstberfahrt wurde getrennt fir Gleis 1 und Gleis 2 durchgeflhrt. Hierbei
wurde auch die Fahrtrichtung berticksichtigt (Gleis 1 ist das Regelgleis Richtung Su-
den, Gleis 2 jenes Richtung Norden, vgl. Abb. 44). Zugsbegegnungen wurden, auf-
grund der geringen Haufigkeit (insgesamt wurden bei den Messungen 92 Zugsbegeg-
nungen festgehalten) und der unbekannten Lage der Zige zueinander, nicht berlck-
sichtigt.

Die Simulationsberechnungen erfolgten ohne die Mitwirkung der Schienen (vgl. Ab-
schnitt 4.4.2).

4.3.4 Verifizierung des statischen Modells

Zur Verifizierung des statischen Modells wurden die Taurus Lokomotiv-Uberfahrten
ebenfalls simuliert und mit den Messergebnissen verglichen. Der Vergleich erfolgte
anhand von mehreren Messpunkten am Brickentragwerk (Haupttrager-Untergurt,
Haupttrager-Pfosten, L&angs- und Quertrager). Um den Effekt der Zentrifugalkraft — die
Gleislage auf der Briicke ist im Bogen — zu unterdriicken, wird die nachfolgende Ge-
gentberstellung der Spannungs-Weg-Verlaufe mit den Messergebnissen der Taurus-
Doppeltraktionsiiberfahrten in Schrittgeschwindigkeit (quasi-statisch) dargestellt. So-
mit ist ein objektiver Vergleich der Messung mit der numerischen Simulation méglich.
Aufgrund falscher Speicherungsparameter der eingestellten Vorlaufzeit der Messan-
lage fehlen bei den Messergebnissen die ersten Sekunden der Zugstiberfahrt.

Nachfolgend werden die Spannungsverlaufe der Messung und der numerischen Si-
mulation in Punkt 1 bis 4 gegenubergestellt. Am Ende dieses Abschnittes findet sich
eine zusammenfassende Darstellung mit den maximalen Differenzen zwischen Mes-

sung und numerischer Simulation.

1. Vergleich am Messpunkt Haupttrdger-Untergurt

In Abb. 75 und Abb. 76 werden die Spannungsverlaufe fir die Messpunkte am Haupt-
trager-Untergurt (H1, H2 und H3) dargestellt, die sich ann&hernd in Brickenmitte be-
finden (vgl. Abb. 44). Die Lange der Einflusslinie entspricht beim Haupttrager-Untergurt
der Briickenldnge. Daher ergibt sich hier, bei der Uberfahrt der Taurus Lokomotiven,

nur ein wesentliches, groBes Spannungsspiel Ac. Dieses Spannungsspiel wird sowohl
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durch die Messung als auch durch die numerische Simulation klar abgebildet. Die ma-
ximale Spannung der numerischen Simulation liegt in einem Bereich von etwa +5 %
im Vergleich zur Messung (vgl. Tab. 5).

Bei den jeweils hdchsten gemessenen Spannungsverlaufen (H2 in Abb. 75a und H3
in Abb. 76a), lasst sich, durch vier ,leichte Wellen®, auch der Einfluss der vier Drehge-
stelle der beiden Taurus Lokomotiven erkennen. Diese, vergleichsweise sehr gerin-
gen, Uberlagerten Spannungsspiele sind beim Haupttrager-Untergurt jedoch vernach-
lassigbar. Das Gleis 1 liegt naher bei Messpunkte H1/H2 als bei Messpunkt H3.
Dadurch sind, bei der Uberfahrt auf Gleis 1 (Abb. 75), auch die gemessenen Span-
nungen in H1 und H2 héher, als die gemessenen Spannungen in H3.

26 1 HO1
a) 24 eSS HO2

22 o - HO3

20 o [ R

Spannunga [N/mm?]
=
|
T T T T T T T T T T T T T

g

0 T T T T T T T T T T
0 6 12 18 24 30 36 42 48 54 60 92.18
Paosition [m] START: 06 October 2014, 08:51

b Belastung Gleis 1 - H1/H2
) Belastung Gleis 1 - H3

Normalspannung o [N/mm?]

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 95
Weg [m]

Abb. 75: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt H1/H2 bzw. H3 am Haupttrager-Untergurt bei der
ZugsuUberfahrt auf Gleis 1; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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Abb. 76: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt H1/H2 bzw. H3 am Haupttrager-Untergurt bei der
ZugsUberfahrt auf Gleis 2; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation

2. Vergleich am Messpunkt Haupttrdger-Pfosten

In Abb. 77 und Abb. 78 werden die Spannungsverlaufe fir die Messpunkte H4 und H5
an den Haupttrager-Pfosten in Brickenmitte dargestellt (vgl. Abb. 44). Die Lange der
Einflusslinie fir den Haupttrager-Pfosten ist deutlich geringer als flir den Haupttrager-
Untergurt. Der Einfluss der vier Drehgestelle der beiden Taurus Lokomotiven ist
dadurch, beim jeweils h6heren Spannungsverlauf, deutlich zu erkennen. Dies gilt so-
wohl fur die Messung als auch flr die numerische Simulation, die auch beim Haupttra-
ger-Pfosten in der Lage ist, alle wesentlichen Spannungsspiele zu erfassen.
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Abb. 77: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt H4 bzw. H5 am Haupttrager-Pfosten bei der Zugs-
Uberfahrt auf Gleis 1; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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Abb. 78: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt H4 bzw. H5 am Haupttréger-Pfosten bei der Zugs-
Uberfahrt auf Gleis 2; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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3. Vergleich am Messpunkt Langstrager

In Abb. 79 und Abb. 80 werden die Spannungsverlaufe fir die Messpunkte LO1 bis L04
(Messquerschnitt Lges) am Langstrager dargestellt (vgl. Abb. 44). Da sich der Mess-
querschnitt Lges direkt unter Gleis 2 befindet, sind die Spannungsspiele in Abb. 80
(Uberfahrt auf Gleis 2) auch deutlich héher als in Abb. 79 (Uberfahrt auf Gleis 1). In
Abb. 79 handelt es sich um die Beanspruchungen des nicht unmittelbar belasteten
Langstragers. Die Abweichungen zwischen Messung und numerischer Berechnung
rihren aus der nicht erfassten Schienenmitwirkung sowie aus nicht erfassten Zusatz-
effekten am Tragerrost der Fahrbahn (nur St. Venant'sche Torsionssteifigkeiten abge-
bildet). Dass sich auch Spannungsspiele im Langstrager ergeben, wenn eine Zugs-
Uberfahrt Gber dem benachbarten Langstrager stattfindet, darf bei der Restlebensdau-
erberechnung nicht unbericksichtigt bleiben.

Die Einflusslinienldange des Langstragers ist noch geringer als die des Haupttrager-
Pfostens. Beim Langstrager, direkt unter dem befahrenen Gleis (Abb. 80), ergibt jede
Drehgestell-Uberfahrt ein wesentliches Spannungsspiel. In der numerischen Simula-
tion (Abb. 80b) ist, durch die beiden kleinen Spannungsspitzen pro Drehgestell-Uber-
fahrt, auch der Einfluss der Einzelachsen sichtbar. Die Messung (Abb. 80a) zeigt hier
nur die einzelnen Drehgestell-Uberfahrten. Die deutlichen Unterschiede zwischen
Messung und numerischer Simulation in Abb. 80 (besonders am Obergurt des Langs-
tragers in Messpunkt LO1), rihren aus der nicht erfassten Schienenmitwirkung, er-
kennbar an den identen Spannungen fir Ober- und Untergurt in Abb. 80b. Hierzu sind
erganzend in Abb. 81 auch die Normalkraft-Verlaufe bei der Uberfahrt gegeniiberge-
stellt, wobei in der numerischen Berechnung die beiden Grenzfalle: - ohne und, - volle
Schienenmitwirkung ausgewiesen sind.
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Abb. 80: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt Lges am Langstrager (L0O1 am Obergurt bzw. L0O3 am
Untergurt Mitte) bei der Zugstiberfahrt auf Gleis 2; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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Normalkrafte N im Langstragerquerschnitt Lges, Uberfahrt auf Gleis 2, 60km/h (rot), statisch 5km/h (schwarz)
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Abb. 81: Normalkraft-Weg-Verlauf im Messpunkt Lges am Langstrager bei der Zugstberfahrt
auf Gleis 2; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation

Die Abb. 82 zeigt ergédnzend den Vergleich der Spannungen am Ober- und Untergurt,
wenn im Berechnungsmodell ohne und mit Schienenmitwirkung gerechnet wird. Die
Auswirkungen auf den Untergurt sind wie zu erwarten gering. Fir den Obergurt wird
jedoch die gunstige Mitwirkung der Schiene, gegenlber der Realitat (vgl. Abb. 81a,
NL1-3), offenbar deutlich Gberschatzt. Wahrend in der Rechnung die maximale Normal-
kraft im Langstragerquerschnitt Lges bei voller Mitwirkung der Schiene 90 kN betragt,
liegt diese Normalkraft in der Realitat nur bei rund 48,5 kN (vgl. Abb. 81), flr den Ver-

gleich bei einer Uberfahrtsgeschwindigkeit von 5 km/h.
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Belastung Gleis 2 - LO1 ohne Schienenmitwirkung

Belastung Gleis 2 - LO3 ohne Schienenmitwirkung
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Abb. 82: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt Lges am Langstrager (LO1 am Obergurt bzw. LO3 am
Untergurt Mitte) bei der Zugstiberfahrt auf Gleis 2 der numerischen Simulation, mit und ohne Schien-
enmitwirkung

4. Vergleich am Messpunkt Quertrdger

In Abb. 83 und Abb. 84 werden die Spannungsverldufe fir die Messpunkte Q01 bis
Q04 (Messquerschnitt Qges) am Quertrager in Achse 3° dargestellt (vgl. Abb. 44). Der
Vergleich zwischen Messung und numerischer Simulation zeigt in beiden Abbildungen
sehr dhnliche Spannungsverlaufe, die resultierenden Spannungen sind in der Simula-
tion jedoch etwa 20 % hoher als bei der Messung (vgl. Tab. 5). Bei der Uberfahrt auf
Gleis 1 (Abb. 83) sind die Spannungen (sowohl bei der Messung als auch bei der
Simulation) héher, als bei der Uberfahrt auf Gleis 2 (Abb. 84), da der Messquerschnitt
Qges naher bei Gleis 1 liegt. Die Lange der Einflusslinie des Quertragers ist praktisch
gleich wie die Lénge der Einflusslinie des Haupttriger-Pfostens. Bei der Uberfahrt der
beiden Taurus Lokomotiven ergibt sich, wie beim Haupttrager-Pfosten H04 in Abb. 77
bzw. HO5 in Abb. 78, ein groBes und vier kleine Spannungsspiele (eines pro Drehge-
stell). Der Messpunkt Q03 befindet sich in Untergurt-Mitte und zeigt die Nennspannung
des Untergurtes. Aus der Differenz von Messpunkt Q02 und Q04, die jeweils an den
Randern des Quertrager-Untergurtes angeordnet sind, ist die Torsionsbeanspruchung
des Quertragers bei den Drehgestell-Uberfahrten ersichtlich.
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Abb. 83: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt Qges am Quertrager (Q01 am Obergurt, Q03 am Un-
tergurt Mitte) bei der ZugsUberfahrt auf Gleis 1; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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Abb. 84: Spannungs-Weg-Verlauf im Messpunkt Qges am Quertrédger (Q01 am Obergurt, Q03 am Un-
tergurt Mitte) bei der ZugsUberfahrt auf Gleis 2; a) Messergebnisse und, b) numerischen Simulation
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- Zusammenfassung zu den Beanspruchungen in den Messquerschnitten,

maximale Differenzen zwischen Messung und Simulation

Die nachfolgende Tab. 5 zeigt die maximalen Spannungen der Messung und der Si-
mulation der Taurus-Uberfahrten in allen Messpunkten (vgl. Abb. 44). Die Ergebnisse
rihren aus einer Uberfahrtgeschwindigkeit der Taurus-Probebelastung von 5 km/h

bzw. nur vertikal modellierten Achslasten der numerischen Simulation.

Tab. 5: Maximale Differenzen der Beanspruchungen zwischen Messung und Simulation

Messquer-| DMS- maximale Spannung ox [N/mm?] Belastung Numerische Simulation
schnitt Bez. | Messung | numerische Simulation *) in [%] vom Messwert
HTa - UG H2 26,8 28,1 Gleis 1 104,9%
HTi - UG H3 29,0 27,8 Gleis 2 95,9%
HTa - PF H4 18,2 21,0 Gleis 1 115,4%
HTi - PF H5 15,2 20,3 Gleis 2 133,6%
Q1 (0G)| -243 -29,2 Gleis 1 120,2%
QT-Qges razuG) | 22 26,0 Gleis 1 118,2%
*) ohne Schienenmitwirkung
ohne mit ohne mit
Schienen- | Schienen- Schienen- | Schienen-
mitwirkung | mitwirkung mitwirkung | mitwirkung
LT - Lges L1 (0OG)| -18,1 -21,6 -9,4 Gleis 2 119,3% 51,9%
L3 (UG) 23,2 22,4 20,3 Gleis 2 96,6% 87,5%

Abgesehen vom Untergurt beim inneren HT, werden die Spannungen in der numeri-
schen Berechnung immer Uberschétzt. Die Treffsicherheit beim HT-Untergurt ist als
gut anzusehen. Die deutliche Uberschatzung beim HT-Pfostenquerschnitt (+15 % bzw.
+34 %) ist erklarbar durch die Uberlagerte ,.Stérung“ des Nennspannungsfeldes wegen
des benachbarten Gurtdickensprunges (vgl. Abb. 46). Die im Quertragerbereich deut-
lich kraftigeren Gurte filhren dazu, dass im Messquerschnitt aus der vorliegenden Nor-
malkraft die Normalspannungen im Steg geringer sind als in den Gurten — dieser Effekt
wird in der numerischen Berechnung nicht erfasst.

Die Spannungslberschatzung von etwa +20 % bei den Quertragern im Messquer-
schnitt Qges ist nicht eindeutig erklarbar. Als Griinde hierfir sind anzufiihren:

- Messquerschnitt sehr nahe am Langstrager von Gleis 1 — bei Beanspruchung
aus Gleis 1 Biegebeanspruchung nach der Technischen Biegetheorie noch nicht
gegeben

- Biegebeanspruchung im Quertrager von Torsionsmomenteneinleitung aus
Langstrager mit beeinflusst.
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- Lastangriffspunkt zwischen Rechnung und Messung u.U. unterschiedlich wegen
groBer Gleisiiberhdhung. Differenzen zu realer Wirkung (rechnerisch ist Lastan-
griffspunkt 1,80 m Uber Schienenoberkante)

FlOr den Langstragerquerschnitt Lges sind zwei verschiedene Ergebnisse der numeri-
schen Simulation angeflhrt — mit und ohne Schienenmitwirkung. Beim Ergebnis ohne
Schienenmitwirkung wurde die Dehnsteifigkeit der Schiene nicht aktiviert (Aschiene = 0),
wahrend beim Ergebnis mit Schienenmitwirkung die tatséchliche Flache des Schie-
nenprofis UIC 54 (Aschiene = 69,42 cm?2) modelliert wurde. Somit entsteht eine Uber-
spannungswirkung des Langstragers durch die Schiene, wodurch die Spannungen am
Obergurt (Messpunkt L1) deutlich reduziert werden (von -21,6 N/mm? auf -9,4 N/mm2).
Die Realitat — bzw. das Messergebnis — liegt mit -18,1 N/mm?2 zwischen den berech-
neten Extremwerten, mit und ohne Dehnsteifigkeit der Schiene. Hierdurch ist erkenn-
bar, dass die Schiene an der Lastabtragung in der Realitat nur zum Teil mittragt und
in der numerischen Simulation nicht in voller H6he angesetzt werden kann. Um in je-
den Fall konservative Ergebnisse zu erhalten, sollte die Mitwirkung der Schienen ver-

nachlassigt werden.

4.4 Numerische Studien zum Tragverhalten der Eisenbahnbriicke

Die Berechnungen zu den numerischen Studien in diesem Abschnitt wurde von mei-
nem Kollegen DI Kampleitner durchgefihrt und die zugehdérigen Ergebnisse sind aus
[1] Anhang A entnommen.

4.4.1 Numerische Studie zum Einfluss der Zentrifugalkraftwirkung

Um den Einfluss der Zentrifugalkraftwirkung auf die Beanspruchung der Referenzbri-
cke (Gleislage der Briicke im Bogen — Haupttrager gerade) herauszuarbeiten, erfolg-
ten im Zuge einer numerischen Studie mehrere Uberfahrtssimulationen. Zum Ver-
gleich wurde wieder die Konfiguration mit zwei aneinander gekoppelten Taurus Loko-
motiven herangezogen, wobei einerseits nur mit den vertikalen Gewichtskraften der
Lokomotiven (2 Loks a 4 Achsen mit je 225 kN) gerechnet wurde und andererseits
zusatzlich die entstehenden Zentrifugalkrafte mit angesetzt wurden. Aus den Ergeb-
nissen fir die beiden Taurus-Lokomotiven kann sehr gut auf die Auswirkungen bei

Betriebszligen geschlossen werden, ohne letztere im Detail untersuchen zu missen.
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Hervorzuheben ist, dass nachfolgend immer nur die statischen Achslasten angesetzt
wurden, d.h. die tatsachlich vorhandene zunehmende dynamische Wirkung, die zu ei-
ner Erhéhung der Achslasten und der Zentrifugalkraft flihrt, blieb auBer Acht.

Der Krimmungsradius der Gleise auf der Briicke betragt 750 m, wodurch eine Flieh-
kraft von 8,5 kN pro Achse (225 kN) — im Falle der gefahrenen Betriebsgeschwindigkeit
von 60 km/h — auftritt (60 km/h entspricht einer betrieblich verordneten H6chstge-
schwindigkeit auf der Briicke). Fir den Zusammenhang zwischen Achslast Qw, Zugs-
geschwindigkeit V, Krimmungsradius r und Zentrifugalkraft (Horizontallast Q) gilt:

602
Q,)=———
) 127-750

(1,0-225) =8,5 kN Gl. 25

mit Qu«  der charakteristische Wert der Fliehkraft
Qw  der charakteristische Wert der Vertikalkraft
f der Abminderungsbeiwert (hier: f = 1,00)
Vv die Zugsgeschwindigkeit, in km/h
r der Radius des Gleisbogens, in m

Zusétzlich wurde die numerische Simulation auch mit einer Fahrgeschwindigkeit von

v = 120 km/h durchgefiihrt. Die Fliehkraft erhdht sich somit auf den vierfachen Wert:

1207

=——— (1,0-225)=34,02 kN l. 2
t 127-750( ) Gl. 26

Die Zentrifugalkrafte wurden, wie in EN 1991-2 vorgesehen, in einer Hohe von h = 1,80
m Uber Schienen Oberkante angesetzt, wobei dazu die Lasteinleitungstrager nach
Abb. 74 verwendet wurden.

Die Ergebnisse der simulierten Lokomotiven-Uberfahrten sind in Tab. 6, mit und ohne
Uberlagerter Zentrifugalkraftwirkung, dargestellt. Sie zeigen die maximalen Spannun-
gen in den Messpunkten (Haupttrager-Untergurt H1/H2 bzw. H3, Haupttrager-Pfosten
H4 bzw. H5, Langstragerquerschnitt Lges (DMS LO3 in der Untergurt-Mitte) und Quer-
tragerquerschnitt Qges (DMS QO3 in der Untergurt-Mitte). Hierbei wird zwischen einer

rein statischen Uberfahrt mit 0 km/h — also nur vertikale Achslasten wirkend — und zwei
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Uberfahrten mit 60 oder 120 km/h — mit Horizontalkréften aus der Zentrifugalkraftwir-

kung zusatzlich zu den vertikalen Achslasten in entsprechenden Hohen (8,50 kN bzw.
34,02 kN) — unterschieden.

Tab. 6: Maximale Spannungen in den Messquerschnitten fiir die

simulierten Uberfahrtsgeschwindigkeiten von v = 0, 60 und 120 km/h

(Anm.: vertikale Achslasten unverandert fir v = 0 km/h)

Messquer-| DMS- Belastun maximale Spannung ox [N/mm?] fiir | ox bezogen auf 0 km/h in %
schnitt | Bez. 9| Okmh | 60km/h | 120kmm | 60kmh | 120 km/h

Gleis 1 28.1 29.6 343|  10534%|  122,06%

HTa-UG | HIH2 302 16.9 18.4 23.0|  108.88%|  136,09%

. Gleis 1 16.3 14.8 10.2 90.80% 62.58%

HTI-UG | H3 [ Geis2 27.8 26.3 21.6 94.60% 77.70%

Gleis 1 21.0 21.4 22.8|  101.90%|  108.57%

HTa-PF | He —Edis2 8.9 9.3 10.3|  104.49%|  115.73%

. Gleis 1 8.0 7.7 6.8 96.25% 85.00%

HTI-PF | HS  —5igis 2 20,5 20.0 18.6 97.56% 90.73%

a1 (oG |_Cleis 1 290 275 234 94.18% 80.14%

T - Ques Gleis 2 184 188 206]  10217%|  111.96%

Sl P (UG |_Gleis | 26.0 24.4 20.8 93.85% 80.00%

Gleis 2 16.3 16.7 18.3|  102.45%|  112.27%

L1 (0G) |_Gleis 1 4.7 45 3.9 95.74% 82.98%

LT Loes Gleis 2 216 236 203|  109.26% | _ 135.65%

988 I UG |_Cleis 6.9 6.9 68| 100.00% 98.55%

Gleis 2 20.4 25.0 323 111.61%|  144.20%

Bei der Analyse der Ergebnisse féllt auf, dass die zuséatzlichen Horizontalkrafte (Zent-
rifugalkraftwirkung) nicht ausschlieBlich eine Erhéhung der Spannungswerte in den
Messquerschnitten bedeuten — vor allem die Querschnitte H3 (Haupttrager-Untergurt)
und H5 (Haupttrager-Pfosten) am innenliegenden Haupttrager werden dadurch sogar
entlastet. Es entstehen durch die in einer Héhe von 1,80 m Uber Schienenoberkante
angesetzten Horizontalkrafte zusatzliche vertikale Kraftepaare AV. Diese entlasten
den bogeninnenseitigen Haupttrager, wodurch hier niedrigere Spannungen vorhanden
sind (siehe Querschnitt H3 und H5 in Tab. 6). Die entlastende Kraftwirkung AV kann
aus Abb. 85 abgeschétzt werden zu:

ﬂ =0,294-Hgq

—Gleis "= H_
Gleis 10’2

Gl. 27

Fir den betrachteten QT-Querschnitt Qges kann die Wirkung der Zentrifugalkraft
ebenfalls nach Abb. 85 abgeschatzt werden. Demnach ist die Zentrifugalkraft aus Gleis
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1 gunstig, wogegen jene aus Gleis 2 ungunstig ist — dies ist auch Einklang mit den
dargestellten Ergebnissen. Fir die Langstrager ist anzunehmen, dass die aus der
Zentrifugalkraft resultierende deutliche Erhdhung der Beanspruchung aus der unmit-
telbaren Gleislast nur fir den dargestellten bogenauBBenseitigen Langstrager gilt. Der
innenliegende L&ngstrager erféhrt eine Entlastung aus der Zentrifugalkraft in &hnlicher
GrdéBenordnung.

Hgieis2 Hgieis1

e=3,0m \
A

I
@ Gleis 2 Gleis 1

| eyr=10,20m |
I |

/l/®‘ My aus AMy,GH
T |
O ©

Mﬂ} 2

Abb. 85: Auswirkung der Zentrifugalkraft fir Messquerschnitt Qges

4.4.2 Numerische Studie zur Mitwirkung der Schienen

Fir die beiden angesetzten Grenzfélle, ohne bzw. volle statische Mitwirkung der Schie-
nen, erfolgten zwei numerische Simulationen der Taurus-Lokomotiv Uberfahrten mit v
= 0 km/h (nur vertikale Achslasten) bzw. v = 60 km/h (vertikale statische Achslasten
und Zentrifugalkréafte). Die Ergebnisse fir die Langstrager, die durch die Schienenmit-
wirkung am meisten beeinflusst werden, wurden bereits in Abschnitt 4.3.4 dargestellt.
Auf die Beanspruchung der Haupttrager-Gurte hat die Schienenmitwirkung praktisch
keinen Einfluss. Fir die Pfostenstabe der Haupttrager und die Beanspruchung der
Quertrager sind sehr geringe, vernachlassigbare Effekte erkennbar. Fir die Langstra-
ger sind bei unmittelbarer Gleisiberfahrt die Auswirkungen am Obergurt signifikant,

am Untergurt jedoch bereits wieder sehr gering. Wie der Vergleich mit der Messung in
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Abschnitt 4.3.4 zeigte, liegt im Messquerschnitt Lges jedoch bei weitem keine volle

Schienenmitwirkung vor.

4.4.3 Numerische Studie zur erlaubten Achslastverteilung

Im Eurocode EN 1991-2 wird gestattet, die Achslast unmittelbar tiber einer Schwelle,
zum Teil auf die benachbarten beiden Schwellen umzulagern (vgl. Abb. 86a). Damit
wird vereinfacht die lastverteilende Wirkung des Gleiskdrpers erfasst.

Um die Auswirkungen dieser erlaubten Vorgehensweise, fir die Erfassung des glns-
tigen Effektes der besseren Achslastverteilung, in den untersuchten Messquerschnit-
ten n&her zu untersuchen, erfolgte eine Modifikation der Achslastkonfiguration der bei-
den Taurus Lokomotiven, wie in Abb. 86b naher dargestellt. Die tatsachliche Achslast-
folge Ao,i wurde in einen ersten Schritt 1 in eine fiktive Achslastfolge Gbergefiihrt, deren
Achsabstand unmitteloar dem Schwellenabstand esch entspricht. Die errechneten
neuen Achslasten A1, entsprechen den Auflagerdriicken eines gelenkig gelagerten
Durchlauftragers mit aquidistanten Auflagerabstand esch und angenommenen Gelen-
ken Uber jeder Schwelle. Nunmehr kann in einem Schritt 2 die Achslastverteilung nach
EN 1991-2 (Abb. 86a) unmittelbar auf jede dieser Achslasten A1, angewendet werden,
wie die Abb. 86b zeigt (es gilt jeweils Az = 0,50-A1,i und Az;-1 = Azi+1 = 0,25-A1,i bzw.
Az = 0,25-(A1i-1 + A1,i+1) + 0,50-A1,i).

Die nach Schritt 2 entstandene fiktive Achslastfolge Azi kann nun als neuer Zug auf-
gefasst werden, der Uber das Tragwerk fahrt.
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Abb. 86: a) Erlaubte Achslastverteilung nach EN1991-2; b) Vollstdndige Umsetzung
flr beide Taurus-Lokomotiven

Der Ergebnisvergleich der Studie zur erlaubten besseren Achsverteilung nach Euro-
code 1991-2 fur die Messuberfahrt der Taurus-Lokomotiven zeigte fur alle untersuch-
ten Messquerschnitte keine signifikanten Unterschiede zwischen der Lastaufbringung
als vertikale Achslasten in den tatsachlichen Achsabstédnden (Schritt 0) und der Modi-
fikation der Achslastfolge mit Berlicksichtigung des Schwellenabstands und mit Umla-
gerungen auf die beiden benachbarten Schwellen (Schritt 2). Im Langstragerquer-
schnitt Lges ist der Einfluss der Lastverteilung noch am deutlichsten ausgepréagt. So-
wohl am Obergurt (LO1), als auch am Untergurt (LO3) reduzieren sich die maximalen
Spannungen (Gmax = 22 N/mm2, vgl. Abb. 80 b) um etwa 1 kN/cm? fiir die Uberfahrt der
Taurus-Lokomotiven; dies entspricht etwa 4,5 %.

4.4.4 Numerische Studie zur Achslasteinleitung auf das Tragwerk

Das numerische Modell beinhaltet, wie in Abschnitt 4.3.2 dargestellt, einen durchlau-
fenden Lasteinleitungstrager auf den die Zugsachslasten aufgebracht werden und der
im Abstand der Schwellen mit dem Tragwerk verbunden ist. Dies entspricht gleichwer-
tig einer Wirkung der Uberfahrt auf den Schienen, sodass nur in den Schwellenachsen
Einzellasten zufolge der Achslasten in das Tragwerk eingeleitet werden. Entsprechend
der Wirkung eines Durchlauftragers entstehen auch negative, nach oben gerichtete
Auflagerkrafte (vgl. Abb. 87) bzw. zufolge der Zentrifugalkraftwirkung entgegen gerich-
tete Horizontalkrafte nach innen. Alternativ dazu erfolgte eine Simulation der Briicken-
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Uberfahrt durch die beiden Taurus-Lokomotiven (bei 0 und 60 km/h) unter der An-
nahme, dass die Schienen bzw. der Lasteinleitungstrager eine Gelenkkette bilden, so-
dass nur nach unten bzw. nach auBBen gerichtete Einzellasten an den Lagen der Ein-
zelschwellen eingeleitet werden.
Ao
= = l = = Standardeinstellung

! P :

A,<0 A,>05A, A>0,5A, A,<0

| €sch | €sch | €sch |

) ) 1
Q 2 Variante mit gelenkigemr

A JA\ A y Lasteinleitungstrager
Ap=0 i ! Ay=0
‘ Ai.i1=0,5-A, A=0,5A,
€sch | €sch | €sch

! I

Abb. 87: Variante zur Lasteinleitung in den Achsen der Gleisschwellen

Der Ergebnisvergleich der Studie zur Achslasteinleitung auf das Brlckentragwerk
zeigte fur alle untersuchten Messquerschnitte (Haupttrager-Untergurt H2 bzw. H3,
Haupttrager-Pfosten H4 bzw. H5, Langstrager Lges (LO3 Untergurt Mitte) und Quer-
tragerquerschnitt Qges (Q03 Untergurt Mitte)) nahezu idente Spannungs-Weg-Ver-
laufe. Dies gilt sowohl fiir die simulierte Uberfahrt mit fiktiven 0 km/h (nur vertikale
Achslasten), als auch fiir die Uberfahrt mit 60 km/h (zusétzliche Horizontalkrafte zu-
folge der Zentrifugalkraftwirkung).

Daraus ergibt sich die Schlussfolgerung, dass keine nennenswerten Unterschiede zwi-
schen einer Modellierung der Schiene — respektive des Lasteinleitungstragers — als
Durchlauftrager (Standardeinstellung aller Simulationen auBerhalb dieses Abschnit-
tes) und der Modellierung als Gelenkkette in den Ergebnissen existieren.

4.5 Vergleich der Messkollektive mit der Simulation der
Betriebsbeanspruchung

In diesem Abschnitt wird die, mit den Lastmodellen des Eurocodes, berechnete Be-

triebsbeanspruchung (Darstellung als Spannungskollektiv) mit der gemessenen Be-
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triebsbeanspruchung (gemessene Spannungskollektive) an der Referenzbriicke ver-
glichen. Fir einen objektiven Vergleich waren die in den Abschnitten 4.5.1 und 4.5.2
vorgestellten KorrekturmaBnahmen bei der numerischen Simulation bzw. bei den
Messkollektiven erforderlich. Dadurch gelten die Aussagen auch fir Bricken ohne
Gleiskrimmung (h&ufigster Fall) und unabhangig von der im Messzeitraum vorhande-
nen beschrankten Betriebsgeschwindigkeit von v = 60 km/h. Der Vergleich erfolgt da-
her auf Basis einer theoretischen Uberfahrtsgeschwindigkeit von v = 0 km/h, wodurch
dynamische Effekte und Zentrifugalkrafteffekte keine Rolle spielen. Des Weiteren wur-
den die Ergebnisse der numerischen Simulation in Hinblick identer Gesamtverkehrs-
belastung (Variante 1) bzw. identer Verkehrsfrequenz (Variante 2) auf die gegebenen
Verhaltnisse abgestimmt. Dies erfolgte durch eine Korrektur der Spannungsspielan-
zahl aller Kollektivteile (getrennt fir jedes Gleis) bei der numerischen Simulation, so-
dass bei Variante 1 die Gesamttonnage je Gleis innerhalb der Messdauer ident zur
Messung ist und bei Variante 2 die Anzahl der Betriebszugsiberfahrten pro Gleis ident

ist zu den Zlgen in der Simulation.

4.5.1 Ermittlung des dynamischen Faktors fiir v = 60 km/h

Durch Zugsuberfahrten mit der Betriebsgeschwindigkeit v = 60 km/h entsteht durch die
dynamische Wirkung eine erhdhte Beanspruchung in allen Messquerschnitten, welche
in der numerischen Simulation nicht berlcksichtigt wurde, da eine Modellierung von
rein statischen Achslasten erfolgte. Darlber hinaus entsteht wegen der Gleiskrim-
mung im Grundriss eine zusatzliche Zentrifugalkraftwirkung, die die Beanspruchung je
nach betrachtetem Messquerschnitt und befahrenem Gleis entweder erhéht oder ab-
mindert. Diese Zentrifugalkraftwirkung wurde bei der Simulation der Betriebszugstiber-
fahrten in diesem Vergleich ebenfalls nicht erfasst.

Far die objektive Vergleichbarkeit von Rechen- und Messkollektiven war es daher not-
wendig, auf Basis der Messfahrten der beiden Taurus-Lokomotiven mit v = 0 km/h und
60 km/h, fir jeden Messquerschnitt und fiir jedes befahrene Gleis einen Anpassungs-
faktor fges zu bestimmen. Fir die folgenden Kollektivvergleiche wurden alle Span-
nungsspiele der gemessenen Belastungskollektive mit dem Kehrwert fo = 1/fges multi-
pliziert. Dies bedeutet, dass die um den Faktor fo korrigierten Messkollektive und die

Rechenkollektive keinerlei dynamische Wirkung und Zentrifugalkraftanteile beinhalten
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(entspricht vzug = 0 km/h). Zur Ermittlung dieser Korrekturfaktoren fo war die im Fol-
genden beschriebene Vorgehensweise notwendig (Gesamtergebnisse in Tab. 7).
Zuerst wurde aus dem Vergleich der Spannungsverlaufe der Taurus-Lokomotiv-Pro-
bebelastung zwischen der quasi-statischen Uberfahrt mit 5 km/h und der Uberfahrt mit
60 km/h der jeweilige Anpassungsfaktor fges berechnet (Ergebnisse in Tab. 7). Er ergibt
sich aus der Division der maximalen Spannung der Uberfahrt mit 60 km/h durch die
maximale Spannung der Uberfahrt mit 5 km/h. Der Faktor wurde fiir die Messquer-
schnitte am Haupttrager Untergurt H2 und H3, am Haupttrager-Pfosten H4 und H5,
am Langstragerquerschnitt Lges und am Quertragerquerschnitt Qges (DMS Q03 in
der Mitte des Untergurtes) bestimmt. Da der Faktor fqes mit den Messergebnissen er-
mittelt wurde, beinhaltet er auch die Wirkung aus der Zentrifugalkraft (Gleislage auf
der Bricke im Bogen).

Um den Anteil der alleinigen Zentrifugalkraftwirkung zu ermitteln und damit auch die
alleinige dynamische Wirkung sichtbar zu machen, wurden die zugehdrigen Faktoren
fzrk berechnet. Dies erfolgte, indem die maximalen Spannungen aus der numerisch
simulierten Uberfahrt der Taurus-Lokomotiven — einerseits mit nur vertikalen Kréften
aus den Achslasten (0 km/h) und andererseits mit vertikalen und horizontalen Kraften
(entsprechend einer Fahrgeschwindigkeit von 60 km/h) verglichen wurden (vgl. Tab.
7).

Die Ergebnisse zeigen, dass die zusatzlichen Horizontalkrafte (Zentrifugalkraftwir-
kung) nicht ausschlieBlich eine Erhéhung der Spannungswerte in den Messquerschnit-
ten bedeuten — die Querschnitte H3 (Haupttrager-Untergurt), H5 (Haupttréager-Pfosten)
und der Quertrager Qges (DMS Q03 Mitte Untergurt, bei Uberfahrt auf Gleis 1) werden
dadurch entlastet. Es entstehen durch die in einer H6he von 1,80 m Uber Schienen-
oberkante angesetzten Horizontalkrafte zuséatzliche vertikale Kraftepaare, welche bo-
geninnenseitig (im Bezug zum Uberfahrenen Gleis) niedrigere Schnittkréfte erzeugen,
wie durch nur vertikal wirkende Achslasten hervorgerufen werden (vgl. Abb. 85).

Aus den vorliegenden Erhéhungsfaktoren fges und fzrk kann nun der alleinige dynami-
schen Erhéhungsfaktors fayn berechnet werden:

f es
fges = fZFK ) fdyn - fdyn = fg Gl 28
ZFK
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Tab. 7 zeigt die Ergebnisse flr fayn, der alleinigen dynamischen Wirkung, fur die ein-
zelnen untersuchten Messquerschnitte. Flr einige Messquerschnitte ergeben sich
auch Werte von fayn < 1,0. Dies deutet auf eine in den Normenwerken Uberschatzte

Hohenlage der Zentrifugalkraftwirkung (vgl. Abb. 85).

Tab. 7: Ermittlung des Korrekturfaktors fo der Messkollektive zufolge der
dynamischen Wirkung und der Zentrifugalkraftwirkung

emessene berechnete ek

Mess- Uber gs annun Spannun der Messkollek-
quer- DMS fahrt P J foes P & fzrk fayn tive
schnitt v=5 | v=60 v=5 | v=60 f,=1/f

km/h | km/h km/h | km/h SRR REE
HTa - UG H2 Gleis 1 26,8 28,8 1,075 28,1 29,6 1,053 1,020 0,931
Gleis 2 14,4 16,2 1,125 16,9 18,4 1,089 1,033 0,889
HTi - UG H3 Gleis 1 14,6 13,5 0,925 16,3 14,8 0,908 1,018 1,081
Gleis 2 29 27,3 0,941 27,8 26,3 0,946 | 0,995 1,062
HTa - PF Ha Gleis 1 18,2 18,8 1,033 21 21,4 1,019 1,014 0,968
Gleis 2 8 8,4 1,050 8,9 9,3 1,045 1,005 0,952
HTi - PE HS Gleis 1 6,2 5,9 0,952 8 7,7 0,963 0,989 1,051
Gleis 2 15,2 14,7 0,967 20,5 20 0,976 0,991 1,034
Gleis 1 22 20,9 0,950 26 24,4 0,938 1,012 1,053
Qr-Oges | Q3 (——

Gleis 2 15,3 16,1 1,052 16,3 16,7 1,025 1,027 0,950
LT - Lges 13 Gleis 1 8,9 8,8 0,989 6,9 6,9 1,000 | 0,989 1,011
Gleis 2 23,2 25 1,078 22,4 25 1,116 | 0,966 0,928

4.5.2 Abstimmung der Kollektive hinsichtlich Gesamttonnage und Gesamt-

zugsanzahl im Messzeitraum

Um die Kollektive der Messung bzw. der numerischen Simulation nach Eurocode, ob-
jektiv miteinander vergleichen zu kénnen, wurden die simulierten Kollektive auf zwei
Varianten skaliert:

106



- Variante 1, idente Gesamttonnage zwischen EC-Betriebszugsmischung
und tatsachlicher Gesamttonnage der echten Betriebsziige:

Seitens der OBB wurden die Daten der echten Betriebsziige, wahrend des Messzeit-
raumes, Ubermittelt. Mithilfe dieser Daten konnte das Gesamtgewicht der Betriebszlige
Uber vier Wochen — getrennt fir Gleis 1 und Gleis 2 — ermittelt werden. Somit war eine
Skalierung der Rechenkollektive auf Basis gleicher Gesamttonnage méglich.

- OBB-Daten:

Tonnage Zige Gleis 1: 1510294 to fir 28 Tage
Tonnage Zige Gleis2: 1585300 to fir 28 Tage
Tonnage Zige Gleis 1: 53 939 to pro Tag
Tonnage Zlige Gleis 2: 56 618 to pro Tag

- Simulation: Gesamttonnage flr 67 Betriebsziige (Tab. D1 nach EN 1991-2 [8]):

Tonnage Zige Gleis1: 1913744 to fir 28 Tage
Tonnage Zige Gleis2: 1913744 1o fir 28 Tage
Tonnage Zlige Gleis 1: 68 348 to pro Tag
Tonnage Zige Gleis 2: 68 348 to pro Tag

- Korrekturfaktoren fur idente Gesamttonnage:

Um in der Simulation die idente, geringere Gesamttonnage der gemessenen Zige zu
erreichen, werden alle errechneten Spannungsspielanzahlen reduziert um:

0,7892 pro Tag (= 53.939 / 68.348)
0,8284 pro Tag (= 56.618 / 68.348)

fri,Gleis 1

fni,Gleis 2
Am Skalierungsfaktor fni frr idente Gesamttonnage (fni = 0,8) der, kleiner als 1,0 ist, ist

zu erkennen, dass die tatsachlichen Betriebszlige eine geringere Streckenbelastung
aufweisen, als nach EN 1991-2 anzunehmen ist.
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- Variante 2, idente Zugsanzahl zwischen EC-Betriebszugsmischung und tat-
sachlich gefahrenen Zige:

- OBB-Daten:

Anzahl Zuge Gileis 1: 2 495 Zlge fur 28 Tage
Anzahl Zige Gleis 2: 2 630 Zuge fir 28 Tage
Anzahl Zige Gleis 1: 89 Zuge pro Tag
Anzahl Zige Gleis 2: 94 Zuge pro Tag

- Simulation: 67 Betriebszlge pro Tag (Tab. D1 nach EN 1991-2 [8]):

Anzahl Zige Gleis 1: 1 876 Zlge fur 28 Tage
Anzahl Zige Gleis 2: 1 876 Zlge fur 28 Tage
Anzahl Zuge Gileis 1: 67  Zlge pro Tag

Anzahl Zuge Gleis 2: 67  Zlge pro Tag

- Korrekturfaktoren fir idente Zugsanzahl:

Um in der Simulation die idente Zugsanzahl zu erreichen, werden alle errechneten

Spannungsspielanzahlen erhdéht um:

fni,Gleis 1 = 1,3300 pro Tag (=89/67)
fni,Gleis 2 = 1,4019 pro Tag (=94/67)

Am Skalierungsfaktor fni flir idente Zugsanzahl (fni = 1,33-1,40) der, gréBer als 1,0 ist,
ist zu erkennen, dass mehr Betriebszlge Uber die Bricke verkehrt sind, als laut Be-
triebszugsmischung nach EN 1991-2 anzunehmen ist. Dies bedeutet auch, dass die
echten, gemessenen Betriebszlige klrzer sind als die Betriebszugstypen fiir die Simu-
lation.

Anmerkung: Die geringfiigige Abweichung der Zugsanzahl zwischen den OBB-Daten
(insgesamt 5125 Zugsuberfahrten) und den durch die Messungen dokumentierten
5110 Zugsuberfahrten ist vernachlassigbar klein und wurde nicht weiter verfolgt.
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4.5.3 Praktische Berechnung eines Spannungskollektives

Far die folgenden Vergleiche der Betriebsbeanspruchung zwischen Messung und nu-
merischer Simulation, mussten zuerst Spannungskollektive berechnet werden. In die-
sem Abschnitt wird der prinzipielle Ablauf der Kollektivermittlung beschrieben. Die
Spannungskollektive der simulierten Betriebszugsuberfahrten in dieser Arbeit wurden
mit der Rainflow Methode und einer vorgegebenen Klassenbreite Ao = 1 N/mm? be-
rechnet. Dabei kam das frei verfligbare Matlab-Programm von Nieslony [62] zur An-
wendung.

Grundlage fur die Berechnung eines Spannungskollektives ist ein Spannungs-Zeit-
Verlauf. Dieser kann entweder durch eine Simulation der Betriebszugsiberfahrten am
numerischen Modell (vgl. Abschnitt 4.3.3), oder mit einer DMS-Messung an der Be-
standsbriicke ermittelt werden. Ublicherweise werden die Spannungs-Zeit-Verlaufe
dann, computerunterstitzt mit Hilfe der Rainflow Methode ausgezé&hlt. Dabei muss zur
Auszahlung der Spannungsspiele Ao die gewiinschte Klassenbreite des Spannungs-
kollektives eingestellt werden. Der genaue Algorithmus der Rainflow Methode ist bei-
spielsweise in der amerikanischen Norm ASTM E 1049-85 definiert. Flir weitere Infor-
mationen zur Rainflow Methode und den alternativen Zahlverfahren wird auf [16] und
[63] verwiesen.

Zur Kontrolle der Ergebnisse des verwendeten Rainflow Algorithmus kann die soge-
nannten Reservoir Methode verwendet werden. Mit der Reservoir Methode kénnen die
Spannungsspiele eines (kurzen) Spannungs-Zeit-Verlaufes sehr einfach und anschau-
lich per Hand ausgezéahlt werden. Dies wird im folgenden Beispiel demonstriert.

Abb. 88 zeigt den Spannungs-Zeit-Verlauf einer fiktiven Zugsiberfahrt mit einer
schwereren Lokomotive und leichteren Waggons. Ein Trick zur anschaulicheren An-
wendung der Reservoir Methode ist, den Spannungs-Zeit-Verlauf beim Maximalwert
zu teilen und die zwei Teile des Spannungs-Zeit-Verlaufes in umgekehrter Reihenfolge
wieder zusammen zu figen. Dies ist auch vor Anwendung der Rainflow Methode emp-
fohlen, da dann keine Residuen (halbe Spannungsspiele) auftreten. Darliber hinaus
ist es bei einem Spannungs-Zeit-Verlauf, der aus sehr vielen Datenpunkten besteht,
empfohlen, den Spannungs-Zeit-Verlauf auf einen Umkehrpunkte-Verlauf zu reduzie-
ren, der nur die relativen Maxima und Minima abbildet. Durch diese Reduktion der
Datenpunkte, wird die anschlieBende Rainflow Analyse beschleunigt.
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Abb. 89 zeigt den resultierenden Umkehrpunkte-Verlauf, inklusive der Auftrennung
beim Maximalwert. Die anschlieBende Rainflow Analyse ergibt bei einer Klassenbreite
von 2 MPa das Spannungskollektiv in Abb. 90. In das Spannungskollektiv wurden nur
Spannungsspiele, die gréBer als eine halbe Klassenbreite (= 1 MPa) sind, aufgenom-

men.

25 T T T T T
201 \ﬂ 7

10T

Ao [MPa]

0 100 200 300 400 500 600
Zeit [s]

Abb. 88: Beispiel eines Spannungs-Zeit-Verlaufs fur eine fiktive Zugslberfahrt
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5 [ | | |
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Zeit-Schritte

Abb. 89: Zwischenschritt vor der Rainflow Analyse: Bestimmung der Umkehrpunkte und Auftrennung
bei Maximalwert sowie rickwartiges Anfligen
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. von-bis
Klasse [MPa N -

- <1 2

1 1-3 0

2 3-5 1 0r

3 5-7 0 _

4 7-9 0 a

5 9-11 0 2157

6 11-13 1 4

7 13-15 9 oh

8 1517 0

9 17 -19 0

10 19 -21 0 5t

11 21 -23 0

12 23-25 1

DD 5 ‘IID 15
*) Klassenbreite = 2 MPa N

Abb. 90: Resultierendes Spannungskollektiv

Das resultierende Spannungskollektiv kann mit Hilfe der Reservoir Methode leicht
Uberprift werden (vgl. Abb. 91). Dabei muss man sich den Spannungsverlauf als Ge-
landerelief mit Wasserfullung (Wasserbecken) vorstellen, bei dem schrittweise, immer
an der jeweils tiefsten Stelle, das Wasser ausgelassen wird. Jedes Offnen eines Aus-
lasses fuhrt zu einer Wasserspiegelanderung und ergibt ein Spannungsspiel. Die Dif-
ferenz des gedachten Wasserspiegels (vor dem Offnen) und der Hohe des Auslasses
ergibt die Héhe des zugehérigen Spannungsspiels. In Abb. 91 ergibt das Offnen am
tiefsten Punkt ein Spannungsspiel Ao1 = 23,5 MPa, und somit ein Spannungsspiel in
Klasse 12 des Spannungskollektives in Abb. 90. Es verbleiben 9 getrennte Wasserbe-
cken (Spannungsspiele) Ac2 = 14 MPa, die in Klasse 7 einsortiert werden, 1 Span-
nungsspiel Aos = 11 MPa fur Klasse 6 und 1 Spannungsspiel Ac4 = 3,5 MPa fir Klasse
2.
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Abb. 91: Veranschaulichung der Reservoir Methode zur Uberpriifung des Rainflow Algorithmus

4.5.4 Vergleich der Spannungskollektive

Aus den Spannungsverlaufen, zufolge der Simulation der Betriebszugsiberfahrten am
numerischen Modell der Briicke, wurden mit Hilfe der Rainflow Methode Spannungs-
kollektive berechnet. Diese sind in Abb. 92 bis Abb. 103 als schwarze Linien darge-
stellt. Zuséatzlich sind als Vergleich auch die gemessenen Kollektive als graue Linien
eingezeichnet.

Hierbei erfolgt eine Differenzierung der Gegentiberstellungen in Variante 1 (idente Ge-
samttonnage zwischen EC-Betriebszugsmischung und tatsachlicher Gesamttonnage
der echten Betriebszilige) und Variante 2 (idente Zugsanzahl zwischen EC-Betriebs-
zugsmischung und tatsachlich gefahrenen Ziige), wie bereits im Abschnitt 4.5.2 erlau-
tert wurde. Wéhrend fir die Variante 2 nur die Gesamtkollektive (Gleis 1+2) der jewei-
ligen Messpunkte dargestellt sind, erfolgt bei der Variante 1 zusatzlich jeweils eine
Aufschlisselung der Gesamtkollektive (Bild a) in die Teilkollektive der Zugsuberfahrt
auf Gleis 1 (Bild b) und in die Zugsuberfahrt auf Gleis 2 (Bild c).

Die Messung der Spannungskollektive erfolgte bei der erlaubten Betriebsgeschwindig-
keit der Zige von v = 60 km/h, die numerische Simulation erfolgte ohne dynamische
Wirkung und Zentrifugalkraftwirkung. Daher ist hier, wie bereits erwahnt, flr eine ob-

jektive Vergleichbarkeit, eine Modifikation der Messkollektive erforderlich.
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Die folgenden Vergleiche entsprechen einer fiktiven Uberfahrtsgeschwindigkeit von 0
km/h, d. h. die Kollektive enthalten keine dynamische Erhéhung und Zentrifugalkraft-
wirkung. Die Normierung auf rein statische Vertikallasten erfolgte mithilfe eines be-
rechneten Korrekturfaktors fs, mit welchem die gemessenen Kollektive multipliziert
wurden (vgl. Abschnitt 4.5.1). Durch diese Vorgehensweise kénnen die Messkollektive
direkt jenen der Simulation der EC-Betriebszugsmischung gegenlibergestellt werden.
Die Messkollektive Gleis 1+2 enthalten auch die festgestellten 92 Zugsbegegnungen
auf der Brlcke. Die Einzelgleiskollektive enthalten nur die Messdaten der alleinigen
Uberfahrten auf dem jeweiligen Gleis. Diese Art der Darstellung (und die im néchsten
Abschnitt folgenden Auswertung durch den Vergleich der schadenséquivalenten Ein-
stufenkollektive) erlaubt es auch, die tatsachlich aufgetretenen Zugsbegegnungen

im Messergebnis zu quantifizieren. Die Effekte der Zugsbegegnungen sind nur bei we-
nigen Messstellen in den Darstellungen sichtbar. Eine Zugsbegegnung kann beispiels-
weise erkannt werden, wenn das maximale Spannungsspiel im Messkollektiv Gleis
1+2 hoher ist, als das der beiden Einzelkollektive (vgl. schraffierten Bereich in Abb. 92
Bild a). Bei der Betriebszugssimulation sind Zugsbegegnungen auf der Bricke nicht
abgebildet.

- Kollektivvergleich fiir Haupttrager-Untergurte (H2 und H3)

- Variante 1 (identer Gesamttonnage):

Abb. 92 stellt die Gesamtkollektive (Teilbild a) und die Teilkollektive fir die Zugsltber-
fahrt auf Gleis 1 (Teilbild b) sowie auf Gleis 2 (Teilbild ¢) aus Rechnung und Messung
im Messpunkt HO2 dar. Hierbei wurden die gerechneten Kollektive der Betriebszugs-
mischung auf eine idente Gesamttonnage, entsprechend der gemessenen echten Be-
triebszlige, skaliert (53 939 bzw. 56 618 to pro Gleis und Tag, vgl. Abschnitt 4.5.2).
Aus der Zugsuberfahrt auf Gleis 1 (Gleis 1 liegt dem Messpunkt HO2 néher) resultieren
die héheren Spannungsspiele (siehe Abb. 92b im Vergleich zur Zugstberfahrt auf
Gleis 2 in Abb. 92c). Das Gesamtkollektiv in Abb. 92a stellt die aufaddierten Teilkol-
lektive dar (bei der Messung enthalt das Gesamtkollektiv auch die Zugsbegegnungen).
Dies ist u.a. an der Anzahl der Spannungsspiele erkennbar.
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Die Kollektive im Messpunkt HO3 zeigt Abb. 93. An dieser Messstelle liefert die Zugs-
dberfahrt auf Gleis 2 (Gleis 2 liegt dem Messpunkt HO3 naher) die héheren Span-
nungsspiele (siehe Abb. 93c im Vergleich zur Zugsuberfahrt auf Gleis 1 in Abb. 93b).
In Abb. 93b sind die sieben hdchsten Kollektivstufen der Messung aufféllig, da sie die
maximale Spannungsspielhdhe der Simulation teilweise deutlich Gberschreiten. Dies
betrifft allerdings nur die Uberfahrt auf Gleis 1, bei der in HO3 nicht die héchsten Span-
nungsspiele auftreten. Bei der maBgebenden Betrachtung der Uberfahrten auf beiden
Gleisen (Gesamtkollektivvergleich in Abb. 93a) zeigt sich, dass die Uberschreitungen
der Messung gegeniiber der Simulation bei der Uberfahrt auf Gleis 1 nicht relevant
sind, da das Simulationskollektiv von Gleis 1+2, im gesamten schadigungsrelevanten
Bereich, héher liegt als das Gesamtkollektiv der Messung. Dies wird auch durch den
Vergleich der schadensaquivalenten Einstufenkollektive in Tab. 8 bestatigt (das scha-
densaquivalente Einstufenkollektive Ace der Messung ist um 35 % geringer ist als das
der Simulation).

Das Gesamtkollektiv der Messung enthalt auch die Spannungsspiele der Zugsbegeg-
nungen auf der Briicke. Die drei héchsten Spannungsspiele in Abb. 93a sind als Zugs-
begegnung markiert und als solche leicht erkennbar, da sie hdher sind als das jeweils
gréBte Spannungsspiel in Abb. 93b und Abb. 93c.

- Variante 2 (idente Zugsanzahl):

Abb. 94 stellt die Gesamtkollektive aus Rechnung und Messung im Messpunkt H02
gegeniber. Die Kollektive im Messpunkt HO3 zeigt Abb. 95. Hierbei wurde das gerech-
nete Kollektiv der EC-Betriebszugsmischung auf eine idente Zugsanzahl, entspre-
chend der echten gemessenen Betriebszugsiberfahrten, skaliert (89 bzw. 94 Zige pro
Gleis und Tag).

- Zusammenfassung:

Bei den Gegenliberstellungen der Gesamtkollektive in den Abbildungen Abb. 92a,

Abb. 93a, Abb. 94 und Abb. 95 ist erkennbar, dass die charakteristischen Spannungs-

spiele Ao der Rechnung in weiten Bereichen hdhere Betrage aufweisen, als jene der

Messung (bis etwa N = 3-103 bei Variante 1 und bis etwa N = 7-108 bei Variante 2).

Des Weiteren zeigt der Vergleich der gemessenen mit den gerechneten Kollektiven in
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den Haupttrager-Untergurten, dass bei den gerechneten Kollektiven die Anzahl der
Spannungsspiele mit maximaler Amplitude (Aomax = 54 N/mm?) genau dem Wert
196 - fni (dem jeweiligen Skalierungsfaktor pro Gleis und Variante, vgl. Abschnitt 4.5.2)
entspricht, wahrend bei der Messung das maximale Spannungsspiel bei dieser Anzahl
an Schwingspielen bereits deutlich geringer ist. Diese erste signifikante Kollektivstufe
ist dem lokgezogenen Guterzug Typ 5 (vgl. [8]) zuzuordnen. Dieser ist durch die drei-
achsigen Drehgestelle — mit geringem Abstand zueinander und maximal zulassiger
Achslast von 225 kN — der schwerste aller EC-Betriebsziige. Er verkehrt im Messzeit-
raum 196-mal (7-mal pro Tag an 28 Tagen) — durch die Form der Einflusslinie verur-
sacht jede Zugstberfahrt genau ein signifikantes Spannungsspiel am Haupttréager-Un-
tergurt.

Durch die rascher abnehmende Anzahl an hohen Spannungsspielen der Messkollek-
tive, kann festgestellt werden, dass offenbar im Messzeitraum weniger Zige mit voll-
beladenen Waggons verkehrt sind.

Aufgrund der unterschiedlichen Skalierungsmethoden der Kollektive der Simulations-
rechnungen (Variante 1 und 2) ist die Anzahl der Schwingspiele der beiden Varianten
nicht gleich (bei Variante 1 = 1,8-10% bzw. bei Variante 2 = 3-10%). Dies riihrt aus einem
Skalierungsfaktor fni fir die Spannungsspielanzahl von kleiner 1 (bei Variante 1) bzw.
groBer 1 (bei Variante 2). In den Messergebnissen in Abb. 93b ist zu erkennen, dass
der Messpunkt H3 (Haupttrager-Untergurt, nédher Gleis 2) bei der Zugsuberfahrt auf
Gleis 1 etwa 7 héhere Spannungswerte erfahrt, wie durch die numerischen Simulation
mit den Betriebszligen des Eurocode (Wert Aomax) berechnet.
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Abb. 92: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Haupttrager-Untergurt im Messpunkt HO2
(Haupttrager auBen, nahe Gleis 1); a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fur Zugsiberfahrten auf Gleis 1,
¢) Kollektive fir Zugstberfahrten auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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Abb. 93: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Haupttrager-Untergurt im Messpunkt HO3
(Haupttrager innen, nahe Gleis 2); a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fir Zugsiberfahrten auf Gleis 1,
¢) Kollektive fir Zugsiberfahrten auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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Abb. 94: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Haupttrager-Untergurt im
Messpunkt HO2 (Haupttrager auBen, nahe Gleis 1) — Variante 2: idente Zugsanzahl
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Abb. 95: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Haupttrager-Untergurt im
Messpunkt HO3 (Haupttrager innen, nahe Gleis 2) — Variante 2: idente Zugsanzahl
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- Kollektivvergleich fir Haupttrager-Pfosten (H04 und HO05)

- Variante 1 (idente Gesamttonnage):

Abb. 96 stellt die Gesamtkollektive (Teilbild a) und die Teilkollektive fur die ZugslUber-
fahrt auf Gleis 1 (Teilbild b) und auf Gleis 2 (Teilbild c), aus Rechnung und Messung
im Messpunkt HO4, dar. Hierbei wurden die gerechneten Kollektive der Betriebszugs-
mischung auf eine idente Gesamttonnage, entsprechend der gemessenen echten Be-
triebsziige, skaliert. Aus der Zugsuberfahrt auf Gleis 1 (Gleis 1 liegt dem Messpunkt
HO4 naher) resultieren die héheren Spannungsspiele (siehe Abb. 96b, im Vergleich
zur ZugsUberfahrt auf Gleis 2 in Abb. 96¢). Das Gesamtkollektiv in Abb. 96a stellt die
aufaddierten Teilkollektive dar. Dies ist an der Anzahl der Spannungsspiele erkennbar.
Die Kollektive im Messpunkt HO5 zeigt Abb. 97. An dieser Messstelle liefert die Zugs-
Uberfahrt auf Gleis 2 (Gleis 2 liegt dem Messpunkt HO5 naher) die héheren Span-
nungsspiele (siehe Abb. 97c, im Vergleich zur Zugsuberfahrt auf Gleis 1 in Abb. 97b).
In Abb. 97b sind die héchsten 32 Kollektivstufen der Messung auffallig, da sie die ma-
ximale Spannungsspielhéhe der Simulation teilweise deutlich Gberschreiten. Dies be-
trifft allerdings nur die Uberfahrt auf Gleis 1, bei der in HO5 nicht die héchsten Span-
nungsspiele auftreten. Bei der maBgebenden Betrachtung der Uberfahrten auf beiden
Gleisen (Gesamtkollektivvergleich in Abb. 97a) zeigt sich, dass die Uberschreitungen
der Messung gegeniiber der Simulation bei der Uberfahrt auf Gleis 1 nicht relevant
sind, da das Simulationskollektiv von Gleis 1+2 praktisch immer hdéher liegt als das
Gesamtkollektiv der Messung. Dies wird auch durch den Vergleich der schadensaqui-
valenten Einstufenkollektive in Tab. 8 bestatigt (das schadensaquivalente Einstufen-
kollektive Aage der Messung ist um 86% geringer ist als das der Simulation).

- Variante 2 (idente Zugsanzahl):

Abb. 98 stellt die Gesamtkollektive aus Rechnung und Messung im Messpunkt H04
dar. Die Kollektive im Messpunkt HO5 zeigt Abb. 99. Hierbei wurde das gerechnete
Kollektiv der EC-Betriebszugsmischung auf eine idente Zugsanzahl, entsprechend der
echten gemessenen Betriebszugsitberfahrten, skaliert.
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- Zusammenfassung:

Aufgrund der unterschiedlichen Skalierungsmethoden der Messkollektive (Variante 1
und 2), ist die Anzahl der maximalen Schwingspiele der simulierten Zugstberfahrten
der beiden Varianten nicht gleich. Dies rihrt aus einem Skalierungsfaktor fur die An-
zahl der Spannungsspiele fni von kleiner 1 (bei Variante 1) bzw. groBer 1 (bei Variante
2).

Auch far die Haupttrager-Pfosten gilt — wie bei der Zusammenfassung zum Vergleich
der Kollektive der Haupttrager-Untergurte — dass die Ergebnisse der Spannungsspiele

der Messung gunstiger sind als jene der Rechnung.
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Abb. 96: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Haupttrager-Pfosten im Messpunkt HO4;
a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fir Zugsiberfahrten auf Gleis 1, c) Kollektive fir Zugsiberfahrten
auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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Abb. 97: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Haupttrager- Pfosten im Messpunkt HO5;
a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fir Zugsiberfahrten auf Gleis 1, c) Kollektive fir Zugsiberfahrten
auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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Abb. 98: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Haupttrédger- Pfosten im
Messpunkt H04 — Variante 2: idente Zugsanzahl

- Kollektivvergleich HO5 Var2 Gleis 1+2
. R it il ik Lol e ] .
[ —Messung
i — Eurocode Simulation
50 N n
404 .
-
£
E
Z 30
5
<
20
10 0 i
0 \-n L 1 - L Ll 1 & L n
10° 10" 102 10° 10 10°
N

Abb. 99: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Haupttrédger- Pfosten im
Messpunkt HO5 — Variante 2: idente Zugsanzabhl

123



- Kollektivvergleich fiir Langstrager (L0O3 — Messquerschnitt Lges)

- Variante 1 (idente Gesamttonnage):

Abb. 101 stellt die Gesamtkollektive (Teilbild a) und die Teilkollektive fir die ZugsUber-
fahrt auf Gleis 1 (Teilbild b) und auf Gleis 2 (Teilbild ¢), aus Rechnung und Messung
im Messpunkt LO3 (Langstrager Lges in der Untergurimitte), dar. Hierbei wurden die
gerechneten Kollektive der Betriebszugsmischung auf eine idente Gesamttonnage
entsprechend der gemessenen echten Betriebszlge skaliert. Aus der Zugsuberfahrt
auf Gleis 2 (der Messpunkt LO3 befindet sich am Obergurt des auBBeren Langstragers
des Gleises 2) resultieren die héheren Spannungsspiele (siehe Abb. 101c) im Ver-
gleich zur Zugsuberfahrt auf Gleis 1 in Abb. 101b.

In Abb. 101b sind die h6chsten 100 Kollektivstufen der Messung aufféllig, da sie die
maximale Spannungsspielh6he der Simulation teilweise deutlich Uberschreiten. Dies
betrifft allerdings nur die Uberfahrt auf Gleis 1, bei der in LO3 nicht die héchsten Span-
nungsspiele auftreten. Bei der maBgebenden Betrachtung der Uberfahrten auf beiden
Gleisen (Gesamtkollektivvergleich in Abb. 101a) zeigt sich, dass die Uberschreitungen
der Messung gegeniiber der Simulation bei der Uberfahrt auf Gleis 1 nicht relevant
sind, da das Simulationskollektiv von Gleis 1+2 praktisch immer héher liegt als das
Gesamtkollektiv der Messung. Dies wird auch durch den Vergleich der schadensaqui-
valenten Einstufenkollektive in Tab. 8 bestatigt (das schadensaquivalente Einstufen-
kollektive Aoe der Messung ist um 50% geringer ist als das der Simulation).

Da die Spannungsspielanzahl N in den Kollektivdarstellungen in einem logarithmi-
schen Mafstab aufgetragen ist und die 100 héchsten Spannungsspiele in Abb. 101b
niedriger sind als in Abb. 101c, sind diese in der Darstellung in Abb. 101a praktisch
nicht erkennbar.

- Variante 2 (idente Zugsanzahl):

Abb. 100 stellt die Gesamtkollektive aus Rechnung und Messung im Messpunkt L03
(Langstrager Lges in der Untergurtmitte) dar. Hierbei wurde das gerechnete Kollektiv
der EC-Betriebszugsmischung auf eine idente Zugsanzahl, entsprechend der echten

gemessenen Betriebszugstberfahrten, skaliert.
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- Zusammenfassung:
Auch fir den Langstragerquerschnitt Lges gilt, dass die Ergebnisse der Spannungs-

spiele der Messung gunstiger sind als jene der Rechnung.
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Abb. 100: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Langstrager im Mess-

punkt LO3 (Messquerschnitt Lges) — Variante 2: idente Zugsanzahl
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Abb. 101: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Langstréager im Messpunkt LO3 (Messquer-
schnitt Lges); a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fiir Zugsuberfahrten auf Gleis 1, ¢) Kollektive fir
Zugsuberfahrten auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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- Quertrager (Q03 — Messquerschnitt Qges)

- Variante 1 (idente Gesamttonnage):

Abb. 102 stellt die Gesamtkollektive (Teilbild a) und die Teilkollektive fir die Zugsltber-
fahrt auf Gleis 1 (Teilbild b) und auf Gleis 2 (Teilbild ¢), aus Rechnung und Messung
im Messpunkt Q03 (Quertrager Qges in der Untergurtmitte), dar. Hierbei wurden die
gerechneten Kollektive der Betriebszugsmischung auf eine idente Gesamttonnage
entsprechend der gemessenen echten Betriebszlige skaliert. Aus der Zugsuberfahrt
auf Gleis 1 (der Messpunkt Q03 befindet sich nahe des Langstrageranschlusses des
Gleises 1) resultieren die héheren Spannungsspiele.

- Variante 2 (idente Zugsanzahl):

Abb. 103 stellt die Gesamtkollektive aus Rechnung und Messung im Messpunkt Q03
(Quertrager Qges in der Untergurtmitte) dar. Hierbei wurde das gerechnete Kollektiv
der EC-Betriebszugsmischung auf eine idente Zugsanzahl, entsprechend der echten
gemessenen Betriebszugstberfahrten, skaliert.

- Zusammenfassung:

Der Vergleich der Kollektive in Abb. 102 und Abb. 103 zeigt, dass der real schwerste
Zug trotzdem offenbar einzelne wenige Achslasten tUber 225 kN (der h6chsten Achs-
last der Eurocode Betriebsziige) hatte. Dies ist daran erkennbar, dass die maximalen
Spannungsspiele der Messung am Quertrager Uber jenen der Simulation liegen, auch
wenn die Anzahl dieser Spannungsspiele, das hei3t die Anzahl jener Achslasten die
offenbar tber 225 kN liegen, auBerst gering ist (etwa 5 Spannungsspiele). Interessant
ist dies auch deshalb, da der EC-Betriebszug Typ 5 eine héhere Gesamttonnage in-
nerhalb der Briickenldnge L = 60 m aufweist, als der maBBgebende unginstigste Zug
innerhalb des Messzeitraumes. Dies ist aus dem Kollektivvergleich am Haupttrager in
Abb. 92 ersichtlich.
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Abb. 102: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven am Quertrager im Messpunkt Q03 (Messquer-
schnitt Qges); a) Gesamtkollektive, b) Kollektive fir Zugsuberfahrten auf Gleis 1, ¢) Kollektive fir
Zugsuberfahrten auf Gleis 2 — Variante 1: idente Gesamttonnage
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Abb. 103: Vergleich von Mess- und Rechenkollektiven (Gesamtkollektive) am Quertrager im Mess-
punkt Q03 (Messquerschnitt Qges) — Variante 2: idente Zugsanzahl
4.5.5 Zusammenfassender Vergleich der schadensaquivalenten
Einstufenkollektive Ace.

Die unterschiedliche Schadigungswirkung der gemessenen und simulierten Betriebs-
zugskollektive ist Uber die im vorigen Abschnitt dargestellten Kollektivvergleiche nur
schwer quantifizierbar. Daher werden die gemessenen und simulierten Betriebszugs-
kollektive in diesem Abschnitt als schadenséquivalente Einstufenkollektive Ace in Tab.
8 und Tab. 9 verglichen. Dies ermdglicht eine objektive und einfache Beurteilung der
unterschiedlichen Schadigungswirkung. Die schadensaquivalente Einstufenkollektive
Ace wurden gemal Eurocode 1993-1-9 [6] (vgl. Abschnitt 3.2.1) berechnet.

Die Kollektive wurden flr die Vergleiche auf eine idente Gesamttonnage skaliert (vgl.
Abschnitt 4.5.2, Variante 1) und entsprechen einer fiktiven Uberfahrtsgeschwindigkeit
von 0 km/h, d. h. die Kollektive enthalten keine dynamische Erh6hung und Zentrifugal-
kraftwirkung. Die Normierung der Messkollektive auf rein statische Vertikallasten er-
folgte, wie erwahnt, mithilfe eines berechneten Korrekturfaktors fs, mit welchem die
gemessenen Kollektive multipliziert wurden (vgl. Abschnitt 4.5.1).

Die Lange der Einstufenkollektive ne entspricht dabei immer der Gesamtanzahl der
Betriebsziige (ne = 5125 fiir Gleis 1+2, ne = 2495 fir Gleis 1, ne = 2630 fir Gleis 2).
AuBer dem Gesamtkollektiv (Gleis 1+2) ist auch das Ergebnis fiir die Uberfahrt auf nur
einem Gleis angefthrt. Damit sind auch die Ergebnisse an einer eingleisigen Eisen-

bahnbriicke mit abgebildet. Hierfir wurden nur die Uberfahrten auf dem Gleis mit der
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héheren Schadigungswirkung, fir den jeweiligen Messquerschnitt, betrachtet. Dies
ergibt héhere schadensaquivalente Einstufenkollektive Aae, als bei Betrachtung beider
Gleise, da das Kollektiv fiir das maBgebende Gleis vélliger ist als ein Gesamtkollektiv,
mit deutlich geringeren Spannungsspielen Aai aus dem anderen Gleis.

Um den Effekt darzustellen, der bei Anderung der Héhe der Dauerfestigkeit entsteht,
wurde neben der zutreffenden Ermidungsfestigkeit (FAT-Klasse) nach EN 1993-1-9
in Tab. 8 auch eine um 20 % abgeminderte FAT-Klasse in Tab. 9 untersucht.

Die Anderungen ergeben sich deshalb, da bei der Berechnung von Ace die teilschadi-
gende Wirkung von Spannungsspielen Aoi unter der Dauerfestigkeit mit berticksichtigt
wird (vgl. Abschnitt 3.2.1).

Die beiden folgenden Tabellen, Tab. 8 und Tab. 9, sind gleich aufgebaut. Die erste
Spalte definiert den betrachteten Messquerschnitt. Die zweite Spalte zeigt die Kerb-
fallbezeichnung Aoc (FAT Klasse) des Eurocodes und die dritte Spalte die zugehbrige
Hohe der Dauerfestigkeit Aop.

Ab der vierten Spalte erfolgt der Vergleich zwischen den Ergebnissen der Berechnung
und der Messung. Flr jeden Messquerschnitt wird in der jeweils ersten Zeile das Er-
gebnis der Berechnung (,Gesamtkollektiv aus Rechnung®) und in der jeweils zweiten
Zeile das Ergebnis der Messung (,Gesamtkollektiv aus Messung®) angefuhrt. Die dritte
Zeile je Messquerschnitt zeigt die relative Abweichung (A%) der beiden Ergebnisse.
Die finfte Spalte zeigt jeweils das héchste Spannungsspiel Aomax der Rechnung und
der Messung. Die sechste Spalte enthélt die resultierenden Héhen des schadensaqui-
valenten Einstufenkollektives Aceec flr die Spannungskollektive der simulierten und
gemessenen Zugsuberfahrten auf beiden Gleisen (,Gleis 1+2). Die siebte Spalte ent-
héalt die resultierenden H6hen des schadensaquivalenten Einstufenkollektives Aoeec
fir die Spannungskollektive der simulierten und gemessenen Zugsuberfahrten auf
dem jeweils héher beanspruchten Gleis (,Gleis 1“ oder ,Gleis 2)
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Tab. 8: Vergleich von Ace der Rechenkollektive (Variante 1) und der modifizierten Messkollektive;

Ao in N/mm?

Messquer- Aoc | Ao g:l?:lr(:it\; Ac A0esc Aoesc
schnitt ¢ ° aus max Gleis 1 +2 nur ein Gleis
- - Rechnun 54,0 17,2 21,9
HT-Unter & Gleis 1+2 Gleis 1
gurt bei HT 90 66,3 Messung 51,9 9,1 11,0
(ne = 5125) (ne = 2495)
auBen (HO2) (&%) -47% -50%
- - Rechnun 54,0 17,5 21,8
HT-Unter & Gleis 1+2 Gleis 2
gurt bei HT 90 66,3 Messung 58,9 11,4 13,5
. (ne =5125) (ne =2630)
innen (HO3) (A%) -35% -38%
3 i Rechnun 40,0 22,2 28,2
Hanger bei 8 Gleis 1+2 Gleis 1
HT auRen 71 52,3 Messung 41,6 9,8 (ne = 5125) 12,3 (ne = 2495)
(HO4) (A%) -56% ‘ -56% ¢
4 i Rechnun 39,0 21,7 27,0
Hanger bei & Gleis 1+2 Gleis 2
HT innen 71 52,3 Messung 40,3 3,0 3,3
(ne =5125) (ne =2630)
(HO5) (8%) -86% -88%
. Rechnun 46,0 35,4 44,2
Untergurt 8 Gleis 142 Gleis 2
Mitte bei LT 80 58,9 Messung 47,3 17,6 21,5
(ne =5125) (ne =2630)
(LO3) (A%) -50% -51%
- Rechnun 48,0 28,5 36,2
Untergurt & Gleis 1+2 Gleis 1
Mitte bei QT 80 58,9 Messung 55,8 14,7 (ne = 5125) 18,1 (ne = 2495)
(Q03) (A%) -48% ‘ -50% ¢

Tab. 9: Vergleich von Ace der Rechenkollektive (Variante 1) und der modifizierten Messkollektive bei
Reduktion der zugehdrigen FAT Klasse, zur Darstellung des Einflusses der teilschadigenden Wirkung

unter der anfanglichen Dauerfestigkeit; Ao in N/mm?

G t-
Mess | 80% | 80% | .oamt | Sge: S
querschnitt | Acc | Aop aus max Gleis 1 +2 nur ein Gleis
- - Rechnun 54,0 20,5 25,7 .
HT Unt.er 8 Gleis 1+2 Gleis 1
gurt bei HT 72 53,1 Messung 51,9 12,0 (e = 5125) 14,7 (ne = 2495)
auRen (H02) (A%) -41% T -43% °
- - Rechnun 54,0 20,8 25,6 .
HT Unt'er & Gleis 1+2 Gleis 2
gurt bei HT 72 53,1 Messung 58,9 14,4 17,2
. (ne =5125) (ne =2630)
innen (HO3) (A%) -31% -33%
3 i Rechnun 40,0 26,0 33,0
Hanger bei & Gleis 1+2 Gleis 1
HT auRen 56,8 | 41,9 Messung 41,6 13,7 17,1
(ne =5125) (ne = 2495)
(HO4) (A%) -47% -48%
3 i Rechnun 39,0 25,3 31,6
Hanger bei & Gleis 1+2 Gleis 2
HT innen 56,8 | 41,9 Messung 40,3 10,6 12,9
(ne =5125) (ne =2630)
(HO5) (A%) -58% -59%
- Rechnun 46,0 42,4 52,9 .
U'ntergu'rt & Gleis 1+2 Gleis 2
Mitte bei LT 64 47,2 Messung 47,3 23,1 28,2
(ne =5125) (ne =2630)
(Lo3) (A%) -45% -47%
Unt t- Rechnun 48,0 33,8 ) 42,4 )
.n ergu.r & Gleis 1+2 Gleis 1
Mitte bei QT 64 47,2 Messung 55,8 19,0 (ne = 5125) 23,5 (ne = 2495)
(Q03) (A%) -44% ¢ -45% ¢
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- Zusammenfassende Beurteilung

Man erkennt in Tab. 8 und Tab. 9 fiir alle Messquerschnitte eine erstaunlich hohe Re-
duktion der schadensaquivalenten Einstufenbelastung Ace der Messung, gegenuber
der numerischen Simulation, die auch prozentmafBig ausgedriickt ist. Der maBge-
bende Vergleich in Tab. 8 ergab eine um zumindest 35 % (Messquerschnitt HO3)
niedrigere gemessene Betriebsbeanspruchung im Vergleich zu der Simulation mit den
Lastmodellen des Eurocodes. Dies gilt sowohl bei der Betrachtung beider Gleise als
auch fur eingleisige Eisenbahnbriicken. Bei den dargestellten Vergleichen wurde der
Effekt der Gleislage im Bogen herausgerechnet, wodurch die Ergebnisse auch auf
Bricken ohne Gleiskrimmung Ubertragbar sind. Um jedoch eine generelle Aussage
zur tatsachlichen Betriebsbeanspruchung von Eisenbahnbricken treffen zu kdnnen,
werden zusatzliche, gleichartige Messungen auf weiteren Briicken empfohlen. Der an-
geflhrte Vergleich zeigt jedoch auf jeden Fall das deutliche Potential zur Verlangerung
der rechnerischen Restlebensdauer einer Eisenbahnbricke durch die Einbeziehung

der Messung der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung.

4.6 Vergleiche unterschiedlicher Berechnungsarten der Schadigungswirkung

auf die daraus resultierende Restlebensdauer

Im vorigen Abschnitt wurde ein relativer Vergleich der aquivalenten Einstufenbelastung
Ace zwischen der Messung und der Simulation der Betriebsbeanspruchung durchge-
fuhrt, welcher zeigte, dass die vorhandene Betriebsbeanspruchung der Referenzbri-
cke deutlich niedriger ist, als die normgeman anzusetzende. In diesem Abschnitt wird
ein Vergleich unterschiedlicher Systematiken zur Berechnung der Bauteilschadigung
(Ermittlung von Ace) und der daraus resultierenden Restlebensdauer, auf Basis der
gerechneten und gemessenen Spannungskollektive gezeigt. Die hier gezeigten Rest-
lebensdauerergebnisse kénnen jedoch nur beispielhaft und nicht als Absolutwerte auf-
gefasst werden, da die Messung der Betriebsspannungskollektive nur bei einer be-
hérdlich verordneten reduzierten Uberfahrtsgeschwindigkeit von v = 60 km/h erfolgte.
In der Vergangenheit wurde die Bricke deutlich schneller befahren und erfuhr daher
eine gréBere dynamische Beanspruchung als bei v = 60 km/h gemessen werden
konnte. Daher wird im Folgenden ein theoretischer Erhéhungsfaktor ermittelt, mit dem
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die gemessenen Kollektive auf eine Uberfahrtsgeschwindigkeit von v = 120 km/h ska-
liert werden, um eine mdglichst realitdtsnahe Basis fiir die weiteren Vergleiche zu er-
halten. Bei einer praktischen Anwendung sollten die Messungen der Betriebsspan-
nungskollektive bei einer reprasentativen (auch in der Vergangenheit tiblichen) Uber-
fahrtsgeschwindigkeit stattfinden. Dadurch sind alle dynamischen Effekte direkt in den
Messungen abgebildet und der erforderliche Teilsicherheitsfaktor yrt kann sehr gering
gewahlt werden. Beispielsweise wird ein Teilsicherheitsfaktor von yrt = 1,05 zur Be-
rucksichtigung eventueller Messtoleranzen vorgeschlagen.

4.6.1 Ermittlung des theoretischen Spannungserhéhungsfaktors
flir v=120 km/h

Durch den Erh6hungsfaktor f120 wird versucht, die Messkollektive von 60 km/h auf eine
fiktive Uberfahrtsgeschwindigkeit von 120 km/h zu skalieren. Dies erfolgt einerseits
durch eine Erhéhung mit einem Faktor fayn,60-120, zur Berlcksichtigung zusatzlicher dy-
namischer Beanspruchungen, und andererseits durch die Berlcksichtigung erhéhter
Zentrifugalkrafte mit einem Faktor fzrk.

Der Faktor fayn,60-120 wird flir den Haupttrager, den Quertrager und den Langstrager
separat mit den Gleichungen in Eurocode 1991-2, Anhang C [8], berechnet. Daraus
ergeben sich die Werte in Tab. 10. Da die Eigenfrequenz no der Briicke nicht bekannt
ist, wurde konservativ der im Eurocode angegebene obere Grenzwert flr no verwen-
det.

Tab. 10: Berechnung des dynamischen Erhéhungsfaktors fayn,60-120

v= 60 km/h v= 120 km/h
v= 16,67 m/s v= 33,33 m/s
a= 0,76 a= 1,00
Lo [m]| no K o' Q" 1+@ K o' @" 149 | fyneo1z0 = (5 Q)i
(1+ (P)so
HT 60 4,43 | 0,0313 | 0,0324 | 0,0001 | 1,0324 | 0,0627 | 0,0669 | 0,0001 | 1,0669 1,033
LT 18 10,91 | 0,0424 | 0,0443 | 0,2616 | 1,1751 | 0,0849 | 0,0928 | 0,3453 | 1,2654 1,077
Qr 20,4 | 9,93 | 0,0411 | 0,0429 | 0,2117 | 1,1488 | 0,0823 | 0,0896 | 0,2795 | 1,2294 1,070

Der Faktor zur Beurteilung des Zentrifugalkrafteffektes, bei einer Geschwindigkeitser-
héhung von 60 km/h auf 120 km/h, wird mit den Werten der numerischen Studie zum
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Einfluss der Zentrifugalkraft berechnet (vgl. Abschnitt 4.4.1 und Tab. 6) und ist zusam-
men mit dem resultierenden Erhéhungsfaktor f120 in Tab. 11 flr die jeweiligen Mess-
querschnitte angefihrt (fi20 = fayn,60-120-fzrk). Bei den bogeninnenseitigen Messquer-
schnitten (im Vergleich zum befahrenen Gleis) ergibt sich eine ginstige Wirkung (Fak-
tor fzkr < 1,0) und bei den bogenauBenseitigen Messquerschnitten ergibt sich eine
erhdhte Beanspruchung (Faktor fzkr > 1,0) durch die Erhéhung der Uberfahrtsge-

schwindigkeit.

Tab. 11: Erhéhungsfaktor f120 pro Messquerschnitt und befahrenem Gileis

maximale Spannung

. f120 =

Messquer- | DMS- ox [N/mm2] der num. Simula- | fzrk = Ox.120/0x60 | fayn,e0- _

schnitt Bez. Belastung tion der Uberfahrt bei Erhéhung 120 f fzr
60 km/h 120 km/h | 60 auf 120 km/h SR
Gleis 1 296 34,3 1,1588 1,033 | 1,1970
HTa-UG | HIH2 5 ac7 18.4 23.0 1.2500 1,033 | 1.2913
. Gleis 1 14,8 10,2 0,6892 1,033 | 0,7119
HTI-UG | H3 Gleis 2 26,3 21,6 0,8213 1,033 | 0,8484
Gleis 1 21,4 228 1,0654 1,033 | 1,1006
HTa-PF | H4 Gleis 2 9,3 10,3 1,1075 1,033 | 1,1440
. Gleis 1 7.7 6,8 0,8831 1,033 | 0,9122
HTi - PF H5 Gleis 2 20,0 18,6 0,9300 1,033 | 0,9607
a1 (oG) |_Gleis | 275 23,4 0,8509 1,070 | 0,9105
QT - Ques Gleis 2 18,8 20,6 1,0957 1,070 | 1,1724
9 a3 (UG) |_Gleis | 24.4 20,8 0,8525 1,070 | 0,9122
Gleis 2 16,7 18,3 1,0958 1,070 | 1,1725
L1 (o) |_leis | 45 3,9 0,8667 1,077 | 0,9334
LT - Laes Gleis 2 23,6 29,3 1,2415 1,077 | 1,3371
9 13 uG) |_Cleis | 6,9 6,8 0,9855 1,077 | 1,0614
Gleis 2 250 323 1,2920 1,077 | 1,3915

4.6.2 Resultierende Einstufenkollektive

Zur Beurteilung der Bauteilschadigung, muss ein Spannungskollektiv in ein schadens-
aquivalentes Einstufenkollektiv Ace umgerechnet werden. Wie in Abschnitt 3.2 gezeigt
wurde, kann die Berechnung eines schadensaquivalenten Einstufenkollektives Ace auf
unterschiedliche Weise erfolgen. Dieser Abschnitt zeigt die Ergebnisse bei Anwen-
dung der: (i) elementaren Miner-Regel (gleiche Schadigung fir alle Kollektivstufen),
(i) der modifizierten Miner-Regel (teilschadigende Wirkung wird mit flacherer Schéadi-
gungs-Wdhler-Linie unterhalb der Dauerfestigkeit bertcksichtigt), (iii) der Schadi-
gungsberechnung geman Eurocode und, (iv) der konsequenten Miner-Regel. Den Er-
gebnisvergleich zeigt Tab. 12 und Tab. 13. Dabei wurden in Tab. 12 die Teilsicher-
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heitsbeiwerte yrr und yme mit 1,0 festgelegt. In Tab. 13 wurden zum Vergleich die Teil-
sicherheitsbeiwerte yrt = 1,05, zur Berlcksichtigung etwaiger Messtoleranzen, und ywms
= 1,15 angenommen (vgl. Eurocode EN 1993-1-9 [6], Tabelle 3.1). Die Werte von Ace
in Tab. 13 enthalten bereits den Teilsicherheitsbeiwert yri — es wurde das gesamte
zugrundeliegende Spannungskollektiv zuerst mit yrr = 1,05 erhéht und anschlieBend
mit den angefuhrten Miner-Regeln in Ace umgewandelt.

Der Vergleich von Tab. 12 und Tab. 13 zeigt auch die Auswirkungen der veranderten
Hobhe der Dauerfestigkeit Aop im Verhaltnis zum Hochstwert des Spannungskollekti-
ves Aomax. (Anm.: Ace = 0 bedeutet, dass keine Schadigungswirkung berechenbar ist.
Dies ergibt sich entweder dadurch, dass alle Spannungsspiele unterhalb des Cut-Off-
Limits Ao des Eurocodes liegen, oder im Fall der konsequenten Minerregel, dass alle
Spannungsspiele unterhalb der anfanglichen Dauerfestigkeit liegen.)

Der Vergleich der Einzelgleiskollektive mit dem Gesamtkollektiv (Gleis 1+2) zeigt, dass
Ace bei der Betrachtung eines Gleises gréBer ist, als bei der Betrachtung beider
Gleise. Dies ergibt sich, wie erwahnt, wegen der vélligeren Kollektivform bei Betrieb
mit nur einem Gleis.

Bei allen Féllen zeigt sich folgendes Verhaltnis der Einzelwerte zueinander:
ACeelem > AOe,mod > ACe EC > AOe kons

Wie erwartet, erfahrt der Langstrager (Messquerschnitt LO3) die héchsten Spannungs-
spiele Ace, das schadensaquivalente Einstufenkollektiv ist bei LO3 unabhangig von der
Berechnungsart am gré3ten.

Die Gesamtkollektive (Gleis1+2) enthalten auch die Effekte von Zugsbegegnungen auf
der Briicke. Dies wird durch die hdheren Werte von Aomax bei Gleis 1+2, im Vergleich
zur separaten Betrachtung der Gleise bei HO2 und Q03, ersichtlich. Insgesamt konnten
im Messzeitraum von 28 Tagen 92 Zugsbegegnungen gemessen werden. Die Span-
nungsspiele der Zugsbegegnungen wurden dabei jeweils mit dem gemittelten Erhé-
hungsfaktor f120 von Gleis 1 und Gleis 2 skaliert, da bei einer Zugsbegegnung auf der
Briicke auch beide Gleise befahren werden. Betrachtet man die Gesamtkollektive, so
sind die Effekte aus den gemessenen Zugsbegegnungen von untergeordnetem Ein-

fluss.
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Tab. 12: Einstufenkollektive fir Messkollektive bei v = 120 km/h

(Erhéhung mit f120; yet = ymr = 1,0)

elementare modifizierte Euro- T
Mess- WL Miner-Regel Miner-Regel )
querschnitt Belastung | Aomax Ne (ohne Acb) (EC - ohne AcL) code Miner-Regel
Acc Acp AO'e,elem AO'e,mod AGe,EC AO'e,kons
HT-Unter- Gleis 1 62,2 2495 30,73 21,41 19,52 0
gurt bei HT 90 66,3 | Gleis2 43,9 2630 19,20 9,82 6,60 0
auBen (H02) Gleis 1+2 69,7 5125 26,65 18,09 16,35 9,80
HT-Unter- Gleis 1 31,3 2495 9,73 3,33 0 0
gurt bei HT 90 66,3 | Gleis 2 42,4 2630 20,37 11,02 8,06 0
innen (HO3) Gleis 1+2 42,4 5125 17,12 9,09 6,58 0
Hanger bei Gleis 1 47,3 2495 34,70 21,29 17,28 0
HT aulRen 71 52,3 | Gleis 2 24,0 2630 13,25 4,61 0 0
(HO4) Gleis 1+2 47,3 5125 28,31 17,14 13,89 0
Hénger bei Gleis 1 24,6 2495 7,67 2,43 0 0
HT innen 71 53,3 | Gleis 2 37,5 2630 24,22 12,05 2,17 0
(HO5) Gleis 1+2 37,5 5125 19,87 9,83 1,94 0
Untergurt- Gleis 1 45,6 2495 17,71 7,64 4,66 0
Mitte bei LT 80 | 58,9 | Gleis2 71,0 2630 65,59 51,79 49,70 38,28
(L03) Gleis 1+2 71,0 5125 53,39 41,86 40,12 30,73
Untergurt- Gleis 1 48,3 2495 32,44 17,75 10,35 0
Mitte bei 80 58,9 | Gleis 2 46,9 2630 25,34 12,19 3,40 0
QT (Q03) Gleis 1+2 55,2 5125 29,88 16,10 9,78 0
Tab. 13: Einstufenkollektive fiir Messkollektive bei v = 120 km/h
(Erhéhung mit f120; yrt = 1,05 und yms = 1,15)
elementare modifizierte Euro- e
WL Miner-Regel Miner-Regel .
Mess- code Miner-Regel
. Belastung | Aomax Ne (ohne Acp) (EC - ohne AcL)
querschnitt e | aop
- | — Ao'e,elem Af"e,mod Ac;e,EC Ao'e,k(:ms
Ywmf Ywmf
HT-Unter- Gleis 1 65,4 2495 32,26 25,34 23,69 21,24
gurt bei HT 78,3 | 57,7 | Gleis 2 46,1 2630 20,16 11,69 9,24 0
aulen (H02) Gleis 1+2 73,2 5125 27,98 21,32 19,82 18,07
HT-Unter- Gleis 1 32,9 2495 10,22 3,96 1,67 0
gurt bei HT 78,3 | 57,7 | Gleis 2 44,5 2630 21,39 13,13 10,85 0
innen (HO3) Gleis 1+2 44,5 5125 17,98 10,82 8,93 0
Hanger bei Gleis 1 49,7 2495 36,43 25,34 23,08 8,28
HT auRen 61,7 | 45,5 | Gleis2 25,2 2630 13,92 5,49 1,23 0
(HO4) Gleis 1+2 49,7 5125 29,72 20,41 18,53 7,39
Hanger bei Gleis 1 25,9 2495 8,06 2,89 1,31 0
HT innen 61,7 | 45,5 | Gleis2 39,3 2630 25,44 14,35 10,30 0
(HO5) Gleis 1+2 39,3 5125 20,86 11,70 8,34 0
Untergurt- Gleis 1 47,9 2495 18,59 9,10 6,79 0
Mitte bei LT | 69,6 | 51,3 | Gleis 2 74,5 2630 68,87 59,67 58,43 57,15
(Lo3) Gleis 1+2 74,5 5125 56,06 48,26 47,23 46,14
Untergurt- Gleis 1 50,8 2495 34,07 21,13 17,43 0
Mitte bei 69,6 | 51,3 | Gleis2 49,2 2630 26,61 14,51 8,27 0
QT (Q03) Gleis 1+2 58,0 5125 31,38 19,14 15,27 9,32
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4.6.3 Verfugbare Gesamt- bzw. Restlebensdauer

Wie der vorige Abschnitt zeigte, ergibt sich das héchste schadensaquivalente Einstu-
fenkollektivam Langstrager (Messquerschnitt L0O3). Dies bedeutet, dass der Langstra-
ger, bei Berlcksichtigung der Ermidungsfestigkeit Aoc nach Tab. 12 bzw. Tab. 13,
mafBgebend fir die Restlebensdauer der Eisenbahnbricke ist. In diesem Abschnitt
wird zuerst die Schadigungssumme D und anschlieBend die mégliche Gesamt- sowie
Restlebensdauer fir den Langstrager in vereinfachter Form berechnet. Diese Abschat-
zung der Restlebensdauer soll nur aufzeigen, dass geringe Anderungen von Age zu
groBen Anderungen der Restlebensdauer fiihren. Die Grundlage in diesem Beispiel ist
die bei 60 km/h gemessene und auf 120 km/h hochskalierte Betriebsbeanspruchung.
Die Berechnung der Restlebensdauer erfolgt hier vereinfachend unter der Annahme,
dass die Bricke in der Vergangenheit dieselbe Betriebsbeanspruchung erfahren hat,
wie zum Zeitpunkt der Messung sowie auch in der Zukunft. Bei einer praktischen Rest-
lebensdauerberechnung ist fur die Betriebsbeanspruchung der Zukunft eventuell die
héhere, normgeméaie Betriebsbeanspruchung anzusetzen und die gemessene Be-
triebsbeanspruchung wird nur zur Berechnung der bisherigen Schadigungssumme
verwendet.

In Gl. 29 wird die Schadigungssumme mit Aoeec aus Tab. 13 fir den Messzeitraum
von 28 Tagen berechnet, auf Basis der gemessenen Zugsanzahl ne. Der Teilsicher-
heitsbeiwert yri = 1,05 ist hier bereits in Acgeec, durch die Erh6hung des zugrundelie-
gende Spannungskollektiv mit yrs, inkludiert. Daraus ergibt sich unter den zuvor ge-
nannten Annahmen eine Gesamtlebensdauer (LD) von 96 und Restlebensdauer (RLD)
von 44 Jahren (vgl. Gl. 30 und Gl. 31). Dies ist insofern erfreulich, da mit dem konven-
tionellen Restlebensdauernachweis fir diesen Bauteil keine Restlebensdauer mehr
nachgewiesen werden konnte. Auch wenn das RLD-Ergebnis in Gl. 31 nur einen Bei-
spielwert darstellt (das zugrundeliegende Beanspruchungskollektiv wurde nicht bei
den in der Vergangenheit iiblichen Uberfahrtsgeschwindigkeiten gemessen, sondern
nur theoretisch von 60 km/h auf 120 km/h hochskaliert), zeigt sich deutlich das Poten-
tial zur Erweiterung der rechnerischen Restlebensdauer, bei Einbeziehung der tat-
séchlich gemessenen Betriebsbeanspruchung an den kritischen Detailpunkten.
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Acl.n,  47,23°.5125

D o= =8,017-10™
L03, 28 Tage, EC (AGC]32106 (80}32106 G| 29
Yo 1,15
LD, = 1 28 L 28 =96 Jahre Gl. 30

D63, 26 Tage, 0 365 8,017-10* 365

RLDec = LDec - bisherige Lebensdauer = 96 - (2017 - 1965) = 44 Jahre Gl. 31

Der Einfluss der teilschadigenden Wirkung von Spannungsspielen unter der anfangli-
chen Dauerfestigkeit Aop wird durch einen Vergleich mit der rechnerischen Restle-
bensdauer basierend auf der elementaren Miner-Regel deutlich. Bei der elementaren
Miner-Regel werden, sehr konservativ, alle Spannungsspiele als gleich schadigend
angesehen. Mit Aoeelem aus Tab. 13 (der Teilsicherheitsbeiwert yrt = 1,05 ist bereits
inkludiert), ergibt sich in diesem Beispiel eine Gesamtlebensdauer von 57 Jahren und
damit eine Restlebensdauer von nur 5 Jahren (vgl. Gl. 32 bis Gl. 34).

Ac® . - 3,
DL03 28 Tage, elem = Ge,e;em ne = 56,063 5125 :13,41'1074
’ ! AG 80 6 Gl 32
( Cj .2.10° (115j 210
Y mt )
LDgem = L 28 L 28 _ 57 Jahre Gl 33

™ D) ga.20 Tage.com 365 13,4110 365

RLDelem = LDelem - bisherige Lebensdauer = 57 - (2017 - 1965) = 5 Jahre Gl. 34

Berechnet man die Restlebensdauer mit Acekons aus Tab. 13 (der Teilsicherheitsbei-
wert yrt = 1,05 ist bereits inkludiert), d. h. die Schadensakkumulation wurde mit der
konsequenten Miner-Regel durchgeflihrt, ergeben sich die Werte in Gl. 35 bis Gl. 37
und eine mdgliche Restlebensdauer von 51 Jahren. Diese ist um 7 Jahre gréBer als
bei Anwendung der Schadensakkumulationsregeln des Eurocodes (vgl. Gl. 31). Dabei
wurde wie im Eurocode eine maximale Schadigungssumme D = 1,0 angenommen.
Die Empfehlung in der FKM Richtlinie [22], dass bei der Anwendung der konsequenten

Miner-Regel nur eine maximale Schadigungssumme von D = 0,5 anzusetzen ist, er-
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scheint fur diesen Fall, insbesondere im Vergleich zum Eurocode deutlich zu konser-
vativ. Dies vor allem deshalb, da der mégliche, glinstige Mittelspannungseffekt in kei-
ner Weise erfasst wurde.

AGY s Ne  46,14°.5125

= =7,479-10™
L03, 28 Tage, kons 3 3 ’
(AGC] 2.10° (80) 510° Gl. 35
YV 1,15
D, - 28 L 28 _403Jahre Gl 36

rone DL03,28 Tage, kons . 365 B 7; 479 1 0_4 . 365

RLDec = LDec - bisherige Lebensdauer = 103 - (2017 - 1965) = 51 Jahre Gl. 37

Durch diesen einfachen Restlebensdauervergleich wird deutlich, welches Potential zur
Verlangerung der rechnerischen Restlebensdauer in der Schadigungsberechnung
steck.

Eine genaue Messung der tatsachlichen Betriebsbeanspruchung eliminiert viele Mo-
dellierungsunschéarfen bei der numerischen Simulation der Betriebsbeanspruchung.
Das heif3t, durch die Messung direkt an den ermtndungskritischen Bauteildetails kdn-
nen alle Effekte der Lastabtragung erfasst werden. Allein dieser Ansatz ermdglichte
eine deutliche Verlangerung der Restlebensdauer im angefihrten Beispiel. Durch den
Vergleich der Systematik zur Schadensakkumulation des Eurocodes mit der konse-
quenten Miner-Regel wird zuséatzliches Potential zur Verldngerung der rechnerischen
Restlebensdauer aufgezeigt.

Dass das ermuidungskritische Bauteildetail am Langstrager (der geschweil3te Quer-
steifenanschluss) auch nach 52 Betriebsjahren noch eine rechnerische Restlebens-
dauer hatte, zeigte sich an der Tatsache, dass bei keinem der 120 Quersteifenan-
schllissen (10 Felder mit je 4 Langstragern und 3 Quersteifen pro Langstrager, davon
insgesamt 40 Quersteifenanschliisse in Feldmitte) Ermidungsrisse vorhanden waren.

139



5 Vergleich der Wohlerlinienkonzepte am

Beispiel eines Referenzdetails

Grundlage jeder Restlebensdauerberechnung ist die Identifikation kritischer Bauteilde-
tails. Ein Bauteildetail im Stahlbriickenbau, das im Ermidungsnachweis haufig bemes-
sungsbestimmend ist, ist ein geschweiBter Steifenanschluss (z. B. der Anschluss einer
Quersteife am Ober- und Untergurt eines Langstragers, vgl. Abb. 104). Auch die rech-
nerische Restlebensdauer der am Institut fir Stahlbau hinsichtlich Ermidung mit dem
Nennspannungskonzept untersuchten Eisenbahnbricke mit offener Fahrbahn (vgl.
Abb. 1), wurde unter anderem durch die Ermtdungsfestigkeit dieses Details bestimmt
[14]. Aus diesem Grund wird im Folgenden die Anwendung alternativer Wéhlerlinien-
konzepte zur Beurteilung der ErmUdungstragféhigkeit flr dieses reprasentative Detall
analysiert. Durch das Strukturspannungs- und Kerbspannungskonzept kann die tat-
sachlich vorhandene Bauteilgeometrie deutlich genauer als mit dem Nennspannungs-
konzept abgebildet werden. Mit Hilfe einer Variation der geometrischen Abmessungen
des Quersteifenanschlusses, ist somit auch eine Differenzierung der Ermidungsfes-
tigkeit innerhalb eines Kerbfalls des Nennspannungskonzeptes méglich. In diesem Ab-
schnitt sollen vorhandene Reserven bei der rechnerischen Beurteilung der Restle-
bensdauer im Vergleich zum Nennspannungskonzept aufgezeigt und die Anwendung
der alternativen Konzepte praktisch verdeutlicht werden. Dartber hinaus wird die Aus-
wirkung unterschiedlicher Detailabmessungen auf die Ermidungsfestigkeit sichtbar.

5.1 Referenzdetail: Quersteifenanschluss

Das Referenzdetail fir den Konzeptvergleich entspricht einem Quersteifenanschluss
am Untergurt eines |-Tragers bei reiner Biegebeanspruchung (vgl. Abb. 104). Der
maBgebende Bereich mit der héchsten Spannungskonzentration am Untergurt ist im
Langsschnitt (mittleres Teilbild) schematisch eingetragen. Zusatzlich ist beispielhaft
das lokale Spannungsfeld (Spannungen ox) im rechten Teilbild, als Ergebnis einer Fi-
niten Elemente Rechnung, dargestellt. Durch die Spannungsspiele Ac im Untergurt
und die entstehende zusatzliche Spannungskonzentration vor der SchweiBnaht bzw.
am SchweiBBnahtlibergang ist die Ermidungsschadigung in diesem Bereich am gréi3-
ten.
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héchste Spannungs-
konzentration
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Abb. 104: Darstellung eines Quersteifenanschlusses mit resultierender Spannungskonzentration,
Farbskala im rechten Teilbild von < 75 N/mm? (schwarz) bis > 85 N/mm?2 (hellgrau),
Nennspannung am UG = 80 N/mm2 (griin)

Die Konzepte wurden fir die in Tab. 14 angeflihrten Abmessungsvarianten verglichen.
Alle Abmessungsbezeichnungen sind in Abb. 105 angegeben. Die Varianten V1 bis
V10 ergaben sich durch eine Variation der Untergurtdicke tuc und der Anschluss-
lange L, da diese GréBen hauptverantwortlich fir die Héhe der Spannungskonzentra-
tion sind. Die Ubrigen Abmessungen wurden so angepasst, dass sich in etwa realisti-
sche Geometrieverhaltnisse flir den Langstrager einer Eisenbahnbriicke ergeben. Die
Varianten V6 und V10, mit einer baupraktisch eher uniblichen Steifendicke von tst =
20 mm, sind in diesem Zusammenhang als Grenzwertbetrachtung zu sehen, da der
Nennspannungskerbfall des Eurocodes bis zu einer Anschlusslange von L = 50 mm

definiert ist.

Tab. 14: Untersuchte Abmessungsvarianten, Detailabmessungen in mm
(Symbole und Bezeichnungen vgl. Abb. 105)

Variante b h tua tst a an L
Vi 240 | 900 12 8 4 57 | 19,3
V2 240 | 900 12 12 6 8,5 | 29,0
V3 240 | 900 24 8 4 57 | 19,3
V4 240 | 900 24 12 6 8,5 | 29,0
V5 240 | 900 24 16 8 11,3 | 38,6
V6 240 | 900 24 20 10 14,1 | 48,3
V7 600 | 1500 | 40 8 4 57 | 19,3
V8 600 | 1500 | 40 12 6 8,5 | 29,0
V9 600 | 1500 | 40 16 8 11,3 | 38,6

V10 600 | 1500 | 40 20 10 14,1 | 48,3
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Abb. 105: Quersteifenanschluss, Anlageverhaltnisse und Bezeichnungen

5.2 Klassifizierung der Ermidungsfestigkeit

Da die zutreffende Klassifizierung der Ermidungsfestigkeit einen wesentlichen Ein-
fluss auf die resultierende Lebensdauer des Bauteildetails hat, wird in diesem Ab-

schnitt auf die unterschiedlichen Kerbfallzuordnungen eigegangen.

5.2.1 Nennspannungskonzept

Abb. 106 zeigt einen Auszug aus Tabelle 8.4 des Eurocode 1993-1-9 [6] zur Bestim-
mung der Ermidungsfestigkeit des Quersteifenanschlusses im Nennspannungskon-
zept. Anschlusslangen L < 50 mm werden als FAT 80 (Aoc = 80 N/mm2 bei N = 2-10°)
klassifiziert. DarUber hinaus gilt, bis zu einer Anschlusslange von L < 80 mm, FAT
Klasse 71.

Im Kerbfallkatalog des International Institute of Welding (1IW) [21] wird der Querstei-
fenanschluss praktisch gleichwertig klassifiziert. Allerdings wird der GréBeneinfluss
gegenlber dem Eurocode etwas detalillierter berticksichtigt. Ein Kehlnahtanschluss mit
einer Anschlusslange L (Definition von L geman Abb. 105, im Kerbfallkatalog des Eu-
rocodes wird fir die Anschlusslange die Bezeichnung | verwendet, vgl. Abb. 106) klei-
ner als oder gleich der Dicke des Basisblechs (L < tug) wird als FAT 80 klassifiziert. Ist
die Anschlusslange L gréBer als die Dicke des Basisblechs, wird FAT Klasse 71 an-
gegeben. Geman IIW Richtlinie gelten die Kerbfalle nur fir Blechdicken t <25 mm und
mussen bei dickeren Blechen reduziert werden.

Die Bericksichtigung des Blechdickeneinflusses bei Blechdicken t > 25 mm wird in
Abschnitt 5.2.4 behandelt. Der Eurocode fordert nur fir einige ausgewahlte Kerbfélle
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eine Reduktion der ErmUdungsfestigkeit bei Blechdicken t > 25 mm. Der diesbezigli-
che Reduktionsfaktor ks ist im Kerbfallkatalog direkt bei den entsprechenden Kerbfal-
len angegeben. In Abb. 106 ist kein Reduktionsfaktor ks angegeben, geman Eurocode
ist bei diesem Detail daher keine Reduktion aufgrund des Blechdickeneffektes erfor-
derlich.

Beide Kerbfallkataloge, sowohl gemaB Eurocode wie auch geman IIW, inkludieren
beim Nennspannungskonzept Spannungserhdéhungseffekte aus Imperfektionen bis zu
einem Faktor von km = 1,2. Dartber hinausgehende Imperfektionseffekte missen bei

der Spannungsberechnung Bertcksichtigung finden.

Kerbfall | Konstruktionsdetail Beschreibung Anforderungen
Quersteifen: Kerbfalle 6) und 7):
6) Quersteifen auf Blechen Die Schweilinahtenden sind sorg-
B S 7) Vertikalsteifen in Walz- oder féltig zu schleifen, um Einbrand-
80 { <50 mm == | E geschweilten Blechtragern. kerben zu entfernen.
®
T e 8) Am Steg oder Flansch ange- 7) Wenn die Steife, Fall 7) links, im
schweillte Querschotte in Kasten- | Stegblech abschlieft, wird Ao mit
71 50 < (=80 mm tréagern. den Hauptspannungen berechnet.
g S Nicht fiir Hohlprofile.
/8/ —= Die Kerbfélle gelten auch fiir
- Ringsteifen.

Abb. 106: Kerbfall des Quersteifenanschlusses im Nennspannungskonzept geman Eurocode [6]

No. Structural Detail ]‘ Description f FAT ! FAT : Requirements and remarks
| | (St. = steel; Al. = aluminium) {St. (AL |
500 | Non-load-carrying attachments _
511 | | Transverse non-load-carrying attachment, not i é ; Grinding marks normal to weld toe
‘ el i thicker than main plate J 1 i An angular misalignment corresponding to
| | K-butt weld, toe ground | 100 ; 36 lkn=12
1 = | Two sided fillets, toe ground [ 100 |36 } is already covered
| | Fillet weld(s), as welded {80 |28 l
! | thicker than main plate {71 |25 |

Abb. 107: Kerbfall des Quersteifenanschlusses im Nennspannungskonzept geman l1W [21]

5.2.2 Strukturspannungskonzept

Der Kerbfallkatalog des Strukturspannungskonzeptes im Eurocode [6] (vgl. Abb. 108)
unterscheidet sich ebenfalls in einigen Details von jenem der IIW Richtlinie [21] (vgl.
Abb. 109). Gema Eurocode wird ein Quersteifenanschluss mit unbelasteten Kehlnah-
ten als FAT 100 klassifiziert (vgl. Nr. 4 in Abb. 108). Es ist keine Reduktion der Ermi-
dungsfestigkeit aufgrund des Blechdickeneffektes gefordert, wenngleich diese im Hin-
tergrunddokument [17] dennoch empfohlen wird.
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Auch die IIW Richtlinie definiert hier FAT 100. Allerdings nur, wenn die Anschluss-
lange L kleiner als oder gleich wie die Basisblechdicke tug ist (vgl. Kerbfall No. 3,
Spalte Requirements in Abb. 109). Ist die Anschlusslange L gréBer als die Basisblech-
dicke tug, gilt Anm. 2, wodurch die FAT Klasse auf FAT 90 reduziert wird. Ist die Kehl-
nahtdicke a geringer als 1/3 der Basisblechdicke tua, muss die Ermidungsfestigkeit
gemai Anm. 3 um eine (weitere) FAT Klasse reduziert werden. Dies ware in diesem
Fall FAT 80.

Daruber hinaus fordern die IIW Richtlinien [21] und [34] eine Reduktion der Erma-
dungsfestigkeit, zur Beriicksichtigung des Blechdickeneinflusses (vgl. Abschnitt 5.2.4).
Lediglich bei weniger verbreiteten Methoden zur Berechnung der Strukturspannung
von Dong [64], Haibach [65] oder Xiao/Yamada [66] ist der Blechdickeneinfluss bereits
bis zu einem gewissen Grad in der Strukturspannungsberechnung inkludiert und somit
ist geman 1IW [34] keine Reduktion der Ermudungsfestigkeit erforderlich.

Sowohl im Eurocode als auch in der [IW Richtlinie sind im Kerbfallkatalog des Struk-
turspannungskonzepts nur sehr geringe Spannungserhéhungseffekte aus Imperfekti-
onen inkludiert (bis zu einem Faktor von km = 1,05; vgl. Anmerkung 1 in Abb. 108 und
Anm. 1 in Abb. 109). Dies bedeutet, dass Imperfektionen, die zu einer dartber hinaus
gehenden Spannungserhéhung flhren, nicht mehr allein durch den Kerbfall berick-
sichtigt sind, sondern in der Spannungsberechnung explizit beriicksichtigt werden
mussen. In den Kerbfallkatalogen des Nennspannungskonzepts sind wie erwdhnt ho-
here Imperfektionseffekte bis zu einem Spannungserhéhungsfaktor von km = 1,2 im-
plizit berlcksichtigt.

Das Detail des hier untersuchten ,nicht tragenden“ Quersteifenanschlusses ist hin-
sichtlich geometrischer Imperfektionen nicht sensibel, sodass diese auch nachfolgend
nicht bertcksichtigt werden (z. B. Verschiebungen in Tragerlangsrichtung, geringfi-

gige Schragneigung der Steife).
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Kerbfall

Konstruktionsdetail Beschreibung

Anforderungen

12 ® Qétgjép,

1) Violl durchgeschweillte
Stumpinaht.

— Alle Mahte blecheben in Lasfrichtung geschliffen.

— Schweilnahtan- und -auslaufsticke sind zu
verwenden und anschliefen zu entfemen,
Blechrander sind blecheben in Lastrichtung zu
schlgifen.

— Beidseitige Schweillung mit ZFP_
— Fir Exzentrizititen siehe Anmerkung 1 unten.

= OB

2} Voll durchgeschweillte
Stumpfnaht.

— MNahte nicht blecheben geschliffen

— Schweilnahtan- und -auslaufsticke sind zu
verwenden und anschliefen zu entfemen,
Blechrander sind blecheben in Lastrichtung zu
schlgifen.

— Beidseitige Schweikung.

— Fir Exzentrizititen siehe Anmerkung 1 unten.

T 3) Kreuzstol mit voll
durchgeschweiliten K-
Mahten.
100 ® Q@ 9},

3)
— Anstellwinkel =60°.
— Fir Exzentrizititen siehe Anmerkung 1 unten.

4) Unbelastete Kehindhte.

4} Anstellwinkel =60°, siehe auch Anmerkung 2.

100 @ 4 | é D’
5) Enden von 5) Anstellwinkel £80°, siehe auch Anmerkung 2
Anschlussblechen und

100 Langssteifen.
&) Enden von Gurtlamellen 6) Anstellwinkel =60°, sishe auch Anmerkung 2
und d@hnliche Anschlisse.

100
7) Kreuzstole mit belasteten | 7)
Kehindhten. - Ansteliwinkel <60°.

a0

— Fir Exzentrizitaten siehe Anmerkung 1 unten.
— siehe auch Anmerkung 2

ANMERKUNG 1

In Tabelle B.1 sind keine Exzentrizititen enthalten; diese

explizit berlicksichtigt werden.

ANMERKUNG 2

ANMERKUNG 3

Tabelle B.1 gilt nicht fir Rissbildung an der Nahtwurzel gefolgt von Risswachstum durch die Naht.

Anstellwinkel der Schweifinaht ist in EN 1090 definiert.

Abb. 108: Kerbfallkatalog Strukturspannungskonzept gemas Eurocode [6]
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No. ‘ Structural detail | Description Requirements FAT
[ ‘ ‘ Steel
1| @ ) | Butt joint | As welded, NDT [ 100
| | |
2 ) ‘ Cruciform or T-joint V K-butt welds, no | 100
) with full penetration lamellar tearing
’ K-butt welds
3 Non load-carrying Transverse non-load | 100
£ . fillet welds carrying attachment, 1 Anm. 1:
i t thicker than mai T ) . .
/ 0o "Ck o L1 Tabelle deckt Imperfektionen nur bis zu einem
plate, as welded =
| o Spannungserhéhungsfaktor von km = 1,05 ab.
4 | | Bracket ends, ends of | Fillet welds welded 100
[ longitudinal stiffeners | around or not, as Anm.: 2:
t ) welded Die nominell nicht oder nur teilweise belaste-
SERE ten Kehlnéhte (Nr. 3 und 5) werden unter Um-
t f ! sténden (z. B. fiir sehr groBBe Anschliisslangen
9 i Cover plate ends and | As welded 100 oder wenn die Biegung der Basisplatte behin-
fyr Y | similar joints [ dert ist) doch belastet und sind dann wie Nr. 6
et TOESRA0 / bzw. 7 zu klassifizieren. Dies gilt auch fir Nr.
! ! | 4, ohne ausgerundetes Anschlussende.
6 p Cruciform Fillet welds, as welded | 90
' N | joints with Anm.: 3:
‘ ¥ load-carrying fillet Fir Kehln&hte mit einer Nahtdicke geringer als
[ welds 1/3 der Basisplattendicke, wird eine weitere
[ Reduktion um eine FAT Klasse empfohlen.
7 -t | Lap joint with load Fillet welds, as welded |90
carrying fillt welds
i |
8 L < 100mm 'Type “b” joint with Fillet or full 100
= short attachment penetration 3
T weld, as welded
9 ‘ L > 100mm Type “b” joint with | Fillet or full 90
long attachment penetration
—Q?—T_. weld, as welded

Abb. 109: Kerbfallkatalog Strukturspannungskonzept geman lIW [21]

5.2.3 Kerbspannungskonzept

Das Kerbspannungskonzept ist in der aktuellen Version des Eurocodes nicht enthal-
ten. Geman I[IW Richtlinie [21] werden Kerbspannungen, die mit einem effektiven Ker-
bradius von r = 1 mm (gultig bei Blechdicken gréBer 5 mm) berechnet wurden, als FAT
225 klassifiziert (vgl. Abb. 110). Dinnere Bleche kdnnen mit einem effektiven Kerbra-
dius von r = 0,05 mm und einer FAT Klasse von 630 berechnet werden. Der Blechdi-
ckeneinfluss ist durch die sehr fein vernetzten FE-Modelle in der Spannungsberech-
nung inkludiert und muss im Kerbspannungskonzept nicht weiter bericksichtigt wer-

den.

| FAT
225

No. Quality of weld notch | Description
| Notch as-welded, normal

1 Effective notch radius equal to 1 mm replacing :
| welding quality |
|
|

weld toe and weld root notch ‘
fm=3

Abb. 110: Kerbfallkatalog Kerbspannungskonzept geman [IW [21]
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5.2.4 GroBeneinfluss auf die Ermiudungsfestigkeit

Die BauteilgréBe hat einen wesentlichen Einfluss auf die Ermidungsfestigkeit. Kerb-
falle die von Kleinteilproben abgeleitet wurden, flhrten in der Vergangenheit zu einer
deutlichen Uberschatzung der Ermiidungsfestigkeiten. Aktuelle Kerbfallkataloge wur-
den daher mit Ermidungsversuchen von ausreichend groBen Bauteilen abgeleitet und
enthalten somit den Einfluss vorhandener Eigenspannungen, der normgemaBRen Qua-
litat der SchweiBnahtausfihrung und statistischer GréBeneffekte.

Der ausgepragte GroBeneinfluss mancher Kerbdetails fihrt bei einigen Kerbfallen zu
einer Unterteilung hinsichtlich der GréBe bestimmter geometrischer Abmessungsver-
héaltnisse (vgl. Abb. 106 und Abb. 107). Da auch die Blechdicke einen wesentlichen
Einfluss auf die Ermidungsfestigkeit hat, muss der Blechdickeneinfluss im Nenn- und
Strukturspannungskonzept zusétzlich beriicksichtigt werden. Im Gegensatz dazu,
muss im Kerbspannungskonzept weder eine Kerbfallunterscheidung noch ein Blech-
dickenfaktor berticksichtigt werden, da die GréBeneffekte bereits durch die relativ ge-
naue Spannungsberechnung mit abgedeckt sind.

Gurney [67] zeigte schon 1979, dass die Ermidungsfestigkeit von Bauteilen, die durch
Risse am SchweiBnahtlbergang versagen, bei zunehmender Blechdicke deutlich ab-
nimmt. In [68] fihrt Maddox diesen Effekt auf die zunehmende Spannungskonzentra-
tion am SchweiBnahtlibergang bei ansteigender Blechdicke t zurtick. Die allgemeine
Formel fir einen Blechdickenfaktor f(t) (vgl. Gl. 38) zur Bertcksichtigung des Blechdi-
ckeneinflusses auf die Ermidungsfestigkeit Aoc wurde schlie3lich 1991 von Gurney in
[69] vorgeschlagen. Die Ermidungsfestigkeit Aoc aus dem Kerbfallkatalog muss mit
dem Blechdickenfaktor f(t) multipliziert werden, um den Einfluss der Blechdicke auf die
Ermuidungsfestigkeit zu berlicksichtigen. Im Eurocode wird der Blechdickenfaktor f(t)
mit ks bezeichnet (ks ist bei gewissen Kerbféllen direkt im Kerbfallkatalog angefihrt).
Gurney verwendete zur Berechnung von f(t) eine Referenzblechdicke to (to = 32 mm
fur Rohrknoten und to = 22 mm fur andere Knotentypen) sowie einen Exponenten n =
0,25.

In den IIW Richtlinien [21] und [34], der FKM Richtlinie [22] und dem Eurocode [6] ist
der Blechdickenfaktor, bezeichnet als f(t), f(ter), ft oder ks, ebenfalls zu finden und wird
ublicherweise mit einer Referenzblechdicke to = 25 mm berechnet. Der anzusetzende
Exponent n ist entweder direkt im Kerbfallkatalog angefihrt, oder kann aus Tab. 15

entnommen werden.
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f(t)= [%0] bzw. (1) = (_

Ao

¢,mod

= Ao, - (1)

Anm.: Bei Kreuz- oder T-St6Ben muss statt der Blechdicke t eine effektive Blechdicke
tett verwendet werden, wie spater in diesem Abschnitt noch erlautert wird. Bei

StumpfstéBen kann direkt die Blechdicke t verwendet werden.

Der Blechdickenfaktor wird Ublicherweise nur zur Reduktion der Ermidungsfestigkeit
dickerer Bleche verwendet (vgl. Abb. 111, Fall A; f(t) < 1,0). Die IIW Richtlinie [21] und
die FKM Richtlinie [22] erlauben darlber hinausgehend jedoch auch eine Erhéhung
der ErmUdungsfestigkeit mit dem Blechdickenfaktor fur Blechdicken t < 25 mm (vgl.
Abb. 111, Fall B), wobei die FKM Richtlinie f(t) = 1,1 als Obergrenze definiert.

Tab. 15: Exponent n fir Blechdickenfaktor f(t) gemal [21] und [22]

Art der SchweiBverbindung n
KreuzstoBe und querbelastete T-St6Be, Bleche mit
Quersteifen, Enden von Langssteifen
- wie geschweif3t 0,3
- Nahtlibergang beschliffen 0,2
querbelastete StumpfstdBe, wie geschweif3t 0,2
blecheben beschliffene StumpfstdBe, langs
beanspruchte SchweiBnahte oder an Blechrédndern ange- | 0,1
schweiBte Knotenbleche
1,2 1

ol W I

-

€ 1,0 = S

8 Fall A e e 0.1

(¥} N n=

S 0,9 A o | ’

P2 n=02

| n=03

(),h’ T T T

0 10 20 30
Blechdicke t [mm]

Abb. 111: Dickenfaktor fi, entnommen aus [22]
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Der Eurocode [6] bertcksichtigt den Blechdickenfaktor explizit nur bei ausgewahlten
Kerbféllen (vgl. Abschnitt 5.2.1 und 5.2.2). In der [IW Richtlinie ist der Blechdickenfak-
tor im Nenn- und Strukturspannungskonzept immer anzusetzen.

Da der Blechdickeneinfluss im Kerbspannungskonzept direkt mit der Spannungsbe-
rechnung abgedeckt wird, eignet sich das Kerbspannungskonzept gut fir den Ver-
gleich unterschiedlicher Bauteilabmessungen und SchweiBnaht-Geometrien. So
wurde beispielsweise der Exponent n des Blechdickenfaktors von Kéttgen et al. [70]
und Olivier et al. [39] mit umfangreichen Kerbspannungsstudien abgeleitet und mit ei-
ner groBen Anzahl von Ermidungsversuchen geschweiBter Verbindungen mit Blech-
dicken von 16 bis 200 mm von Orjaséter [71] kalibriert, wie in [33] angefiihrt ist.

Bei Kreuz- oder T-StéBen, d. h. auch bei dem in diesem Kapitel betrachteten Querstei-
fenanschluss, ist die Ermidungsfestigkeit neben der Blechdicke t auch von der An-
schlusslénge L abhangig (vgl. Abb. 112). Dieser ,doppelte GrdéBeneinfluss® wird in der
Literatur unterschiedlich beriicksichtigt und meist Gber eine effektive Blechdicke tett ab-
gebildet. Gurney konnte in [69] zeigen, dass die Ermidungsfestigkeit unter axialer Be-
lastung mit zunehmender Anschlusslange L abnimmt, jedoch Anschlusslangen L > 2t
zu keiner weiteren Abnahme der Ermidungsfestigkeit fihren. Daher definierte Gurney
tett geman Gl. 40. In den [IW Richtlinien sind unterschiedliche Definitionen von tet an-
gefihrt. In [21] wird tet geman Gl. 41 und in [34] wird tett geman Gl. 42 definiert. Die
resultierenden Blechdickenfaktoren f(tetf) und die zur Berechnung erforderlichen Werte
tett und sind in Tab. 16 fur alle untersuchten Abmessungsvarianten des Quersteifenan-
schlusses aus Tab. 14 angeflihrt. Die Tabellenwerte von Gurney wurden geman [69]
mit to = 22 mm und n = 0,25 berechnet. Die Tabellenwerte der IIW Richtlinien wurden
mit to = 25 mm und n = 0,3 berechnet.

Lit>2 = teft =1 Gl. 40
Lt<s2=tett=0,5"-L

L't <2 = teit = t
L/t 22 = tett = max (0,5 - L; 1) Gl. 41
Li>2 > teft =t ol 45

L/t <2 = teft = max (0,5 - L; to = 25 mm)
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|

Abb. 112: Definition der Anschlusslange L zur Berlicksichtigung des GréBeneffektes
auf die Ermudungsfestigkeit, entnommen aus [21]

Tab. 16: Blechdickenfaktoren f(tefr) fir das untersuchte Detail des Quersteifenanschlusses
mit den zugehdrigen Werten der effektiven Blechdicke test

Spalte 1 Spalte 2 Spalte 3

[mm] Gurney [69] lIW Richtlinie [21] | IW Richtlinie [34]

: to=22,n=0,25 to=25,n=0,3 to=25,n=0,3
Variante

tua L teft f(tefr) tet f(tefr) tett f(tefr)

Gl. 40 Gl. 38 Gl. 41 Gl. 38 Gl. 42 Gl. 38
V1 12 19,3 9,7 1,23 12 1,25 25 1,00
V2 12 29,0 12,0 1,16 14,5 1,18 12 1,25
V3 24 1193 9,7 1,23 24 1,01 25 1,00
V4 24 29,0 14,5 1,11 24 1,01 25 1,00
V5 24 | 38,6 19,3 1,03 24 1,01 25 1,00
V6 24 48,3 24,0 0,98 241 1,01 24 1,01
V7 40 19,3 9,7 1,23 40 0,87 25 1,00
V8 40 | 29,0 14,5 1,11 40 0,87 25 1,00
V9 40 | 38,6 19,3 1,03 40 0,87 25 1,00
V10 40 | 48,3 241 0,98 40 0,87 25 1,00

5.2.5 Modifizierte Ermidungsfestigkeiten fir die untersuchten

Abmessungsvarianten

Mit den Kerbfallkatalogen und den zugehdérigen Regelungen und Anmerkungen (vgl.
Abb. 106, Abb. 107, Abb. 108 und Abb. 109), die in den vorigen Abschnitten erlautert
wurden, kdnnen die untersuchten Abmessungsvarianten aus Tab. 14 klassifiziert wer-
den. Die Ergebnisse (FAT Klassen) sind in Tab. 17 fir das Nennspannungskonzept
und das Strukturspannungskonzept, inklusive der zugehérigen Blechdickenkorrektur,
dargestellt. Die FAT Klasse des Kerbspannungskonzeptes ist flr alle Varianten immer
225 und wurde daher in Tab. 17 nicht extra dargestellt. Tab. 17 enthélt die resultieren-
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den Ermudungsfestigkeiten geman Eurocode [6] (Spalte 1), gemal Eurocode [6] in-
klusive dem in [17] empfohlenen ks Faktor (Spalte 2), der IW Richtlinie von Niemi et
al. [34] (Spalte 3) sowie der lIW Richtlinie von Hobbacher [21] (Spalte 4 und 5).

In [17] findet sich im Kerbfallkatalog zum Strukturspannungskonzept der Hinweis, dass
die Ermudungsfestigkeit des Quersteifenanschlusses des Eurocodes [6] mit dem Fak-
tor ks geman Gl. 43 reduziert werden sollte.

Der Blechdickenfaktor f(tef) wurde in Tab. 17, wie Ublich, mit 1,0 begrenzt. In Spalte 5
wurden zum Vergleich auch Blechdickenfaktoren f(tetf) > 1,0 zugelassen, da dies in
[21] in Sonderféllen erlaubt ist. Ein Blechdickenfaktor gréBer als 1,0 flhrt zu einer Er-
héhung der Ermidungsfestigkeit.

0,2
k. =($) <1,0 Gl. 43

Tab. 17: Modifizierte Ermidungsfestigkeiten der untersuchten Abmessungsvarianten (Dickeneinfluss)

Spalte 1 Spalte 2 Spalte 3 Spalte 4 Spalte 5
T Eurocode [6] Egrocode [6] IIW [34] IIW [21] _ [IW [21]
Variante inkl. [17] f(tef) = 1,0 f(tet) < 1,0  [inkl. f(ter) > 1,0
tuc| @a | L |FATNenn|FATSst FATstr FATNenn | FATstr [FATNenn| FATstr [FATNenn| FATstr
Vi1 1214 119,3| 80 100 100 71 90 71 90 88 112
V2 12| 6 |29,0| 80 100 100 71 90 71 90 84 106
V3 |24|4 193] 80 100 100 80 90 80 90 81 91
V4 24|16 (29,0| 80 100 100 71 80 71 80 72 81
V5 |24|8(38,6| 80 100 100 71 90 71 20 72 91
V6 [24(10(48,3| 80 100 100 71 90 71 90 72 91
V7 |40 4 |19,3| 80 100 91* 80 90 69 78 69 78
V8 40| 6 (29,0 80 100 91* 80 90 69 78 69 78
V9 40| 8 |38,6| 80 100 91* 80 90 69 78 69 78
V10 |40(10/48,3| 80 100 91* 71 80 62 69 62 69

Anm. zu Spalte 2: * ks = (25/40)%2 = 0,91

Anm. zu Spalte 3: terr und f(terr) aus Tab. 16, Spalte 3; f(terr) < 1,0
Anm. zu Spalte 4: terr und f(terr) aus Tab. 16, Spalte 2; f(terr) < 1,0
Anm. zu Spalte 5: terr und f(tetr) aus Tab. 16, Spalte 2

5.3 Variationen der Strukturspannungsberechnung

In diesem Abschnitt werden verschiedene Methoden zur Strukturspannungsberech-
nung aufgezeigt und die verwendeten FE-Modelle zur Strukturspannungsberechnung
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des Quersteifenanschlussdetails beschrieben. AnschlieBend werden die Strukturspan-
nungen fur unterschiedliche Abmessungsvarianten des Quersteifenanschlusses ver-
glichen und so der GréBeneinfluss (Zusammenhang zwischen H6he der Strukturspan-
nung und Gurtdicke) fir den Quersteifenanschluss aufgezeigt.

Eine weit verbreitete Mdglichkeit zur Strukturspannungsberechnung ist die Extrapola-
tion der Oberflachenspannungen von Referenzpunkten in einem gewissen Abstand
zum hot spot (vgl. Abb. 113 c). Diese Methode wird in den folgenden Abschnitten de-
taillierter beschreiben. Dabei miussen die Referenzpunkte zur Extrapolation auBerhalb
des Einflussbereichs der nichtlinearen Kerbspannungsspitze liegen (vgl. Abb. 34). Es
wurde bereits 1979 von Gurney [72] erkannt, dass der Einfluss der nichtlinearen
Kerbspannungsspitze nur innerhalb von 0,35 t vom hot spot entfernt messbar ist. Da-
her muss der erste Basispunkt flir die Extrapolation der Strukturspannung aufB3erhalb
dieses Bereichs liegen.

Eine weitere Mdglichkeit die Strukturspannung mit einem FE Modell zu berechnen, ist
die Spannungsverteilung in Blechdickenrichtung am hot spot zu linearisieren (vgl. Abb.
113 a). Unterschiedliche Ansatze zur Linearisierung der Spannungen wurden von
Radaj [33] [38], Dong [64] [73] und von Xiao und Yamada [66] veréffentlicht. Auf diese
Ansatze wird in dieser Arbeit nicht weiter eingegangen.

Sowohl die erwahnten Ansatze zur Linearisierung der Spannungen als auch die
Extrapolation der Spannungen, erfordern einen gewissen Zusatzaufwand zur Auswer-
tung der FE-Ergebnisse. Deshalb gibt es Bestrebungen die Strukturspannungsberech-
nung insofern zu vereinfachen, als dass diese, in einem gewissen Abstand 3 vom hot
spot, direkt im FE-Modell abgelesen werden kann (vgl. Abb. 113 b). Ansatze zum di-
rekten Ablesen von Strukturspannungen wurden von Haibach [65] und von Xiao und
Yamada [66] beschrieben. Ein Nachteil dieser Methoden ist das Erfordernis eines sehr
feinen FE-Netzes zur Strukturspannungsberechnung (Elementlange < 0,5 mm). Der
Vorteil dieser Strukturspannungsberechnungsarten ist, dass der Blechdickeneinfluss
hier direkt in der Strukturspannung enthalten ist und nicht Gber einen separaten Blech-
dickenfaktor im Nachhinein berlcksichtigt werden muss. Diese Methoden des direkten
Ablesens der Strukturspannung in einem gewissen Abstand zum hot spot werden in
Abschnitt 5.3.2 ndher beschrieben.
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idealisiertes Spannungsfeld
fur Beurteilung

Abb. 113: Mdglichkeiten der Strukturspannungsberechnung, entnommen aus [34] mit Anmerkungen

In dieser Arbeit wird eine weitere Mdglichkeit, beschrieben die Strukturspannungen zu
berechnen (vgl. Abschnitt 5.3.3). Dabei kann ein grob vernetztes FE-Modell mit nur
einem Element Uber die Blechdicke verwendet werden und die Strukturspannung wird
direkt am hot spot (5 = 0) abgelesen. Diese Vorgehensweise ist im Prinzip eine Mi-
schung der in Abb. 113 (a) und (c) dargestellten Mdglichkeiten. Sie nutzt die Span-
nungslinearisierung, die direkt im Finiten Element automatisch stattfindet. Die Ergeb-
nisse entsprechen dabei, bei den betrachteten geschweiBten Steifenanschlissen, je-
nen der Strukturspannungsextrapolation, wie in Abschnitt 5.3.8 durch den direkten

Vergleich am Beispiel des Quersteifenanschlussdetails gezeigt wird.

5.3.1 Extrapolation der Strukturspannung gemas IIW

Im Folgenden werden die Modellierungsempfehlungen der IIW Richtlinie [21] zur

Strukturspannungsberechnung mittels Extrapolation dargestellt. Je nach Vernetzungs-

grad werden unterschiedliche Extrapolationsvorschriften definiert. Dabei ist der Min-

destabstand des 1. Referenzpunktes bei einem Typ ,a“ hot spots mit 0,4 t festgelegt

(vgl. Abb. 114).

Anm.: Typ a) hot spots befinden sich an den Oberflachen, Typ b) hot spots an den
Seitenflachen von Blechen (vgl. Abb. 35)
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Abb. 114: Referenzpunkte fiir unterschiedliche FE-Vernetzungen,
entnommen aus [21] mit Anmerkungen

- Extrapolationsvorschrift - Typ a) hot spots:

Var. 1: Feine Vernetzung - lineare Extrapolation

ElementgréBe des ersten Elements vor dem hot spot < 0,4 t

Gy = 1,676, ,-0,67c,, Gl. 44

Var. 2: Feine Vernetzung - quadratische Extrapolation

ElementgréBe des ersten Elements vor dem hot spot < 0,4 t

Anm.: Var. 2 wird in [21] empfohlen flir ausgesprochen nichtlineare Span-
nungserhdéhungen zum hot spot hin, fir scharfe Richtungsanderungen der
Belastung oder fiir dickwandige Bauteile; in der aktuelleren lIW Richtlinie
zum Strukturspannungskonzept [34] wird Var. 2 nicht mehr angeflhrt)
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Gy, =2,526, 4 —2,240,, +0,726, , Gl. 45

Var. 3: Grobe Vernetzung - lineare Extrapolation

ElementgréBe =1,0t

Oy = 1,90, — 0,905, Gl. 46

- Extrapolationsvorschrift - Typ b) hot spots:

Var. 4: Feine Vernetzung - lineare Extrapolation

ElementgréBBe < 4 mm

Ops = 3(54mm _308mm *012mm Gl. 47

Var. 5: Grobe Vernetzung - lineare Extrapolation

ElementgréBe = 10 mm

Ops = 1,565 0m = 0,565 1m Gl. 48

5.3.2 Direktes Ablesen der Strukturspannung mit einem sehr fein vernetzten

FE Modell in einem gewissen Abstand zum hot spot

Anséatze zum direkten Ablesen von Strukturspannungen in einem gewissen Abstand
zum hot spot wurden von Haibach [65] und von Xiao und Yamada [66] beschrieben.
Haibach nutzt die Dehnung bzw. Spannung im Abstand & = 2 mm vor dem hot spot zur
Berechnung der Lebensdauer. Diese Strukturspannungsdefinition ist in Abb. 115 dar-
gestellt. Die Strukturspannung ist mit os und die effektive Kerbspannung mit ok be-
zeichnet. Xiao und Yamada definieren die Strukturspannung 1 mm unterhalb des hot
spots, in Richtung des erwarteten Risswachstums. Sie konnten zeigen, dass bei dieser
Strukturspannungsdefinition und einer einheitlichen FAT Klasse 100 eine gute Uber-
einstimmung mit Ermtdungsversuchen erreicht werden kann. Ein Nachteil dieser Me-
thoden ist das Erfordernis eines sehr feinen FE-Netzes bei der Strukturspannungsbe-
rechnung (Elementldnge < 0,5 mm), &hnlich wie bei der Kerbspannungsberechnung.
Der Vorteil dieser Strukturspannungsberechnungsarten ist, dass die Spannung ohne
Extrapolation direkt abgelesen werden kann und der Blechdickeneinfluss hier direkt in
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der Strukturspannung enthalten ist und nicht Gber einen separaten Blechdickenfaktor
im Nachhinein bericksichtigt werden muss.

2 mm

Parent metal
Weld metal

Abb. 115: Spannungsverteilung am Schweinahtibergang, entnommen aus [36]

5.3.3 Direktes Ablesen der Strukturspannung mit einem grob vernetzten FE
Modell unmittelbar am hot spot

In diesem Abschnitt wird eine weitere Mdglichkeit zur Strukturspannungsberechnung
beschrieben. Hierbei kann die Strukturspannung an einem groben FE-Modell, mit nur
einem Element Uber die Blechdicke, berechnet und direkt im FE-Modell abgelesen
werden. Die Vorgehensweise ist im Prinzip eine Mischung der in Abb. 113 (a) und (c)
dargestellten Mdglichkeiten. Sie nutzt die Spannungslinearisierung, die direkt im Fini-
ten Element automatisch stattfindet, um die Strukturspannung direkt am hot spot (5 =
0) abzulesen. Das erforderliche FE-Netz kann wie bei der Strukturspannungsextrapo-
lation relativ grob sein.

Hierflir missen Finite Elemente mit quadratischer Ansatzfunktion und reduzierter In-
tegration zum Einsatz kommen, die direkt eine lineare Spannungsverteilung tber die
Elementdicke liefern. In der verwendeten FE-Software Abaqus hei3en diese Elemente
C3D20R. Sie kénnen durch ihren reduzierten Integrationsansatz implizit nur eine line-
are Spannungsverteilung abbilden. Wird nun nur ein Element in Blechdickenrichtung
angeordnet, kann die Strukturspannung direkt am hot spot abgelesen werden, wie
durch die folgenden Abbildungen erlautert wird (vgl. Abb. 116 bis Abb. 118). Die Ab-
bildungen zeigen ein FE-Modell zur Strukturspannungsberechnung des Quersteifen-
anschlusses mit einem Element Gber die Untergurtdicke. StandardmaBig werden in
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der verwendeten FE-Software Abaqus die Spannungen der angrenzenden Elemente
immer gemittelt, um einen stetigen Spannungsverlauf zu erhalten (vgl. Abb. 116). Zum
direkten Ablesen der Strukturspannung muss diese Funktion des FE-Programms de-
aktiviert sein, wie in Abb. 117 und Abb. 118 dargestellt ist. Dadurch werden die Span-
nungsverlaufe zwischen den FE-Elementen nicht mehr stetig angezeigt. Wird diese
Funktion nicht deaktiviert, wird in den hot spot-Knoten eine zu niedrige Spannung an-
gezeigt, da die Spannungen aller Elemente, die sich einen hot spot-Knoten teilen (die
Elemente der Schweif3naht, die Elemente des Untergurtes unterhalb der SchweiBnaht
und die Elemente des Untergurtes vor der SchweiBnaht), gemittelt werden. Dies zeigt
auch der Vergleich von Abb. 116 (die Spannungen am hot spot sind zu niedrig (gelb
dargestellt), da sie gemittelt wurden) und Abb. 117 (die Spannungen am hot spot sind
nicht gemittelt und daher héher (orange dargestellt)).

In Abb. 118 sind die Elemente der SchweiBnaht und die Elemente des Untergurtes
direkt unter der SchweiBnaht ausgeblendet. Die Elemente des Untergurtes vor der
SchweiBnaht sind dadurch gut sichtbar und ihre Knoten am hot spot sind rot markiert.
An den rot markierten Knoten kann die Strukturspannung direkt ausgelesen werden.
Es ist keine Strukturspannungsextrapolation erforderlich.

Dass diese hier vorgestellte Methode zur Strukturspannungsermittlung in diesem Fall
gute Ergebnisse liefert, wird durch die Vergleiche in Abb. 153 bis Abb. 162 noch ver-
deutlicht dargestellt.
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stetiger Spannungsverlauf
zwischen den Elementen

Abb. 116: FE-Modell zur Strukturspannungsberechnung - Spannungen angrenzender Elemente wer-
den standardmaBig gemittelt

unstetiger Spannungsverlauf
zwischen den Elementen

Abb. 117: FE-Modell zur Strukturspannungsberechnung - Spannungen angrenzender Elemente nicht
gemittelt
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direktes Ablesen der Strukturspannung
an den rot markierten hot spot Knoten der
Elemente des Untergurtes vor der SchweiBnaht mdglich

Abb. 118: FE-Modell zur Strukturspannungsberechnung - Spannungen angrenzender Elemente nicht
gemittelt (Elemente der SchweiBnaht und Elemente des Untergurtes direkt unter der SchweiBnaht
sind ausgeblendet)

5.3.4 Anforderungen an die verwendeten Finiten Elemente

In diesem Abschnitt werden die in der IIW Richtlinie [21] angeflihrten Empfehlungen,
hinsichtlich der zu verwendenden Finiten Element Typen, dargestellt. Grundsétzlich
kénnen Strukturspannungen sowohl mit 2D Shell Elementen (Schalenelementen) als
auch 3D Solid Elementen (Volumenelementen) berechnet werden. Die Elemente mus-
sen steile Spannungsgradienten und Plattenbiegungen gut abbilden kénnen, wodurch
Elemente mit quadratischer Ansatzfunktion empfohlen werden. Zusatzlich wird ein re-
duzierter Integrationsansatz gefordert, da diese Elemente weniger anféllig flr soge-
nannte locking Effekte sind und sich zusatzlich, bei nur einem Element und 2 Integra-
tionspunkten in Blechdickenrichtung, automatisch eine lineare Spannungsverteilung
Uber die Blechdicke ergibt (vgl. Abb. 33 und Abb. 148). Die FE-Berechnungen in dieser
Arbeit wurden mit der Software Abaqus durchgefiihrt und es wurden meist sogenannte
C3D20R (20 Knoten Volumenelemente mit quadratischer Ansatzfunktion und reduzier-
tem Integrationsansatz) verwendet.

Werden Schalenelemente verwendet, miissen diese in Plattenmitte angeordnet wer-
den. Ublicherweise werden die SchweiBnéhte bei Schalenmodellen nicht modelliert,
die Strukturspannung sind dann bis zum Schnittpunkt der Schalenelemente zu extra-
polieren. Alternativ kdnnen die SchweiBnahte durch geneigte Schalenelemente oder
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angepasste Steifigkeiten modelliert werden. Fiir das untersuchte Detail des Querstei-
fenanschlusses darf jedoch die Quersteife selbst nicht nur als Schalenelement ange-
schlossen sein, da ansonst die behinderte Langsdehnung an der Gurtoberseite (An-
schlusslange L) nicht abgebildet wird. Um sicherzugehen, dass die Steifigkeit der
SchweiBBnaht korrekt abgebildet wird, ist jedoch die Verwendung von Volumenelemen-
ten empfohlen, wie die Erfahrung an den in dieser Arbeit untersuchten Detailpunkten
zeigte. Die Modellierung der SchweiBn&hte kann dann einfach mit trapezférmigen Vo-
lumenelementen erfolgen. Die maximale GréBe der Elemente wird durch die Lage der
Referenzpunkte der Extrapolationsregel bestimmt und sollte die Anschlusslange L (vgl.
Abb. 105) bzw. die Blechdicke t nicht Gberschreiten. Wird das Bauteil feiner vernetzt,
sollte diese Netzverfeinerung auch in Blechdickenrichtung erfolgen. In den meisten
Fallen reicht zur Strukturspannungsberechnung ein Element in Dickenrichtung, wie die

Ergebnisvergleiche in diesem Kapitel zeigen.

5.3.5 Studie zum Einsatz von Submodellen

Bei der Strukturspannungsberechnung bietet sich der Einsatz von Submodellen an.
Beispielsweise wenn das gesamte Brlckentragwerk zur Berechnung der globalen
Tragwirkung mit Stabelementen oder Schalenelementen vergleichsweise grob model-
liert ist, kann mithilfe eines kleinen Submodells mit deutlich feinerer Elementierung die
lokale Strukturspannung an einem Detailpunkt dennoch sehr genau berechnet werden.
So kann der FE-Vernetzungsgrad fir jede ModellgréBe optimal gewahlt werden und
der Berechnungs- und Modellierungsaufwand wird entsprechend begrenzt.

In diesem Abschnitt wird die Strukturspannung des Referenzdetails mit einem lokalen
Langstragermodell und verschieden modellierten Submodellen des Quersteifenan-
schlusses berechnet. So kénnen die Modellierungsarten verglichen werden und Emp-
fehlungen zum Einsatz von Submodellen abgegeben werden.

Abb. 119 zeigt das lokale Langstragermodell, ein gabelgelagerter I-Trager bei konstan-
ter Momentenbeanspruchung, mit einer Tragerlange von 6 m. Die Abmessungen des
Quersteifenanschlusses wurden, fir die in diesem Abschnitt folgenden Vergleiche, mit
tue = 12 mm, tst = 8 mm und an = 5 mm definiert, wodurch sich eine Anschlusslénge
von L = 18 mm ergibt (vgl. Abb. 105). Hervorzuheben ist, dass — angepasst an den
Langstrager im Projekt — nur eine einseitige Quersteife vorliegt. Die Momentenbean-
spruchung wurde so gewahlt, dass sich eine Zugspannung im Untergurt von
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Aouc = 80 N/mm? an der Blechoberseite ergibt, was genau der Ermidungsfestigkeit

Aoc des Quersteifenanschlusses gemafi Eurocode entspricht.

Y AMyC
_.; R Submodell

Aouc = 80 N/mmz

Abb. 119: Lokales Langstragermodell mit einseitig eingeschweilter Quersteife,
Belastung und Spannungsverteilung

Das Submodell Gbernimmt an definierten Grenzflachen als Randbedingungen fir die
Spannungsberechnung die Knotenverschiebungen des lUbergeordneten Modells. In
der verwendeten FEM Software Abaqus funktioniert dies automatisch. Das Submodell
muss sich hierfir lediglich an den gleichen Koordinaten wie das tUbergeordnete Modell
befinden. Abb. 120 zeigt den Quersteifenanschluss am Untergurt des Langstragermo-
dells mit Gberlagert dargestelltem Submodell. Im Submodell ist der Quersteifenan-
schluss entsprechend detaillierter, mit rundem Quersteifenausschnitt und den
SchweiBnahten modelliert, um die Strukturspannungsverteilung im Untergurt genau

abbilden zu kénnen.
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S, Max. Principal (Abs)

tsteife = 8 mm

Step-1
ent  1: Step Time = 1,000

v 8, Max. Principal (Abs)

ari U Deformastion Scale Factor: +1.0002+00

Abb. 120: Langstragermodell und Submodell Giberlagert dargestellt, Submodell entsprechend detail-
lierter mit modellierten SchweiBnahten und rundem Ausschnitt der Quersteife

Gemas3 der IIW Richtlinie kdnnen fir die Berechnung von Strukturspannungen sowohl
Schalen- als auch Volumenelemente verwendet werden. Der Vorteil von Schalenele-
menten besteht in der Reduktion von Freiheitsgraden und daher einer schnelleren Be-
rechnung. Schalenelemente bieten auBBerdem automatisch eine lineare Spannungs-
verteilung in Dickenrichtung und vermeiden daher, wie vom Strukturspannungskon-
zept gefordert, die Abbildung der nichtlinearen Spannungsspitze durch die Schweif3-
nahtkerbe selbst. Werden die SchweiBnéhte nicht modelliert, reduziert sich der Model-
lierungsaufwand zusétzlich. Obwohl, wie in der [IW Richtlinie erwéahnt, auch Schweif3-
nahte vereinfacht mit Schalenelementen dargestellt werden kdnnen, ist die Modellie-
rung von bestimmten SchweiBnahtgeometrien, zur Abbildung der zugehdrigen Span-
nungserhéhungseffekten, nur mit Volumenelementen sinnvoll umzusetzen. Um den
Rechenaufwand dennoch gering zu halten, wird bei entsprechend groBen Modellen
die Submodelltechnik empfohlen. Hier kann das Submodell mit Volumenelementen
modelliert werden und das Ubergeordnete Modell mit Schalenelementen. Es ist natir-
lich auch moglich alles mit Volumenelementen zu modellieren. Im Folgenden werden
vier verschiedene Modellierungsmdglichkeiten verglichen und gezeigt auf welche
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Punkte geachtet werden muss. Die Varianten i bis iv sind mit abnehmendem Model-
lierungs- und Berechnungsaufwand aufgelistet.

i.  L&ngstragermodell und detailliertes Submodell mit Volumenelementen
(vgl. Abb. 121, Abb. 122 und Abb. 123)

ii. Langstragermodell mit Schalenelementen, detailliertes Submodell mit Volu-
menelementen (vgl. Abb. 124 und Abb. 125)

ii.  Langstragermodell mit Volumenelementen (ohne detaillierter SchweiBnahtmo-
dellierung), kein Submodell (vgl. Abb. 126 und Abb. 127)

iv.  Langstragermodell mit Schalenelementen (ohne detaillierter Schwei3nahtmo-
dellierung), kein Submodell (vgl. Abb. 128 und Abb. 129)

Abb. 121 zeigt Variante i, wo sowohl der Langstrager, wie auch das Submodell mit
Volumenelementen modelliert sind. Die Verwendung von einem Volumenelement Gber
die Blechdicke und die Modellierung der SchweiBnaht mit trapezférmigen Volumen-
elementen stellen einen guten Kompromiss zwischen Modellierungs- und Berech-
nungsaufwand und der Zuverlassigkeit der Strukturspannungsergebnisse dar. Dies
wird im folgenden Abschnitt anhand der Ergebnisse zu den unterschiedlichen Extra-
polations- und Vernetzungsvarianten dargestellt. Die Farbskala der Spannungen in
Abb. 121 reicht von o11 <78 N/mm?2 (dunkelgrau, dunkelblau) Uber die Nennspannung
an der Oberseite des Untergurts von o11 = 80 N/mm?2 (griin) bis o11 > 82 N/mm? (rot,
hellgrau). Durch die enge Farbskala ist die Spannungskonzentration im Bereich vor
der Quersteife an der Oberseite des Langstrageruntergurtes gut zu sehen (Anm.: Der
Index 11 deutet auf die Normalspannungen in Tragerlangsrichtung hin. In diesem Fall
sind die Spannungen o11 praktisch ident mit den maximalen Hauptspannungen omp
(maximum principal stress), die von der IIW Richtlinie fir die Strukturspannungsbe-
rechnung empfohlen werden.

Abb. 122 zeigt ebenfalls die Modellvariante i, jedoch nur das Submodell alleine. Das
Langstragermodell ist hier ausgeblendet. Die Farbskala in Abb. 122 wurde, wie bei den
weiteren Modellvarianten ii bis iv in Abb. 124, Abb. 126 und Abb. 128, noch etwas
enger gewahlt — von o11 < 79,5 N/mm? (dunkelgrau, dunkelblau) bis 11 > 80,5 N/mm?2
(rot, hellgrau). Ein Vergleich der Modellvarianten ist einerseits (bei gleicher Farbskala)
Uber die abgebildete Form der Spannungskonzentration méglich, andererseits Gber
die Spannungsverlaufe vor der Quersteife, wie in Abb. 123, Abb. 125, Abb. 127 und
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Abb. 129 dargestellt. Um die maximale Strukturspannung vor der Quersteife und deren
Lage ermitteln zu kénnen, muss die Strukturspannung Utber die gesamte Breite des
Quersteifenanschlusses berechnet werden. Entsprechend der angewendeten Extra-
polationsvorschrift sind die Spannungen in den vorgegebenen Abstdnden zum hot spot
abzulesen und zu extrapolieren. In den Diagrammen sind die Spannungsverlaufe im
Abstand von 0,5 t und 1,5 t vom Nahtlbergang, die Nennspannung, und der mit der
Extrapolationsvorschrift nach Gl. 46 (ons = 1,5 005t — 0,5 01,5t) berechnete Struktur-
spannungsverlauf eingezeichnet. Die Hohe der Spannung o ist dabei immer entlang
der Untergurtbreite, Gber dem Abstand v (vom Rand des Untergurtes aus gemessen)
aufgetragen (vgl. Referenzpfade der Extrapolation im Abstand von 0,5t und 1,5t vom
Nahttbergang und die Definition von v in Abb. 122). Der Quersteifenanschluss reicht
vonv =0,5cmbisv=9,0cm.

Durch den Ubergang vom (bergeordneten Modell auf das Submodell ergeben sich
Uber eine gewisse Lange Lo geringe numerische Stdérungen, wie in Abb. 124 (Modell-
variante ii) deutlich zu erkennen ist. Ideal wére ein ungestérter Ubergang vom Submo-
dell zum Ubergeordneten Modell, d. h. kein farblicher Unterschied zwischen den beiden
Modellen. Kann ein ungestérter Ubergang zum Submodell nicht erreicht werden, muss
das Submodell entsprechend gro3 gewahlt werden, um eine Beeinflussung der Span-
nungen im relevanten Bereich (hier des Quersteifenanschlusses) zu vermeiden. Wer-
den sowohl das Ubergeordnete Modell als auch das Submodell mit Volumenelementen
modelliert (Modellvariante i), ergeben sich praktisch keine numerischen Stérungen im
Ubergangsbereich der Modelle (vgl. Abb. 122).

Der Vergleich des Referenzmodells i mit den einfacheren Modellvarianten zeigt, dass
insbesondere die Modellvarianten iii und iv nicht mehr in der Lage sind die Spannungs-
konzentrationen und den Strukturspannungsverlauf zutreffend darzustellen. Dies gilt
sowohl fur die Héhe der Strukturspannung, als auch fiir den Strukturspannungsverlauf
vor der Quersteife. Ein Verzicht auf die Modellierung der SchweiBnaht kann daher fur
dieses Detail nicht empfohlen werden, obwohl in der Literatur diese grundsatzliche
Modellierungsmaoglichkeit erwahnt ist. Bei Verwendung der Modellierungsvariante ii,
mit dem Langstrager als Schalenmodell und dem Submodell aus Volumenelementen,
ist auf einen ausreichend groBen Abstand des Modelllibergangsbereichs vor dem hot

spot zu achten, um eine Beeinflussung der Strukturspannung zu vermeiden.
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Ansonsten ist grundsatzlich nichts gegen ein Ubergeordnetes Schalenmodell einzu-
wenden, wie auch der Vergleich der Spannungsverlaufe in Abb. 123 und Abb. 125

zeigt.

- Modellierungsvariante i:
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Abb. 121: Modellierungsvariante i, LaAngstrdgermodell und detailliertes Submodell mit Volumenele-
menten, Langstragermodell ohne Netz dargestellt, Farbskala von 78 — 82 N/mm?

Gz idealer Ubergang zwischen
Submodell und Gibergeordnetem
Langstragermodell

QDB local-solid.odb _ Abaqus/$tandard 6.13-3  Wed Nov 25 10:25:19 GMT+01:00 2015
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Abb. 122: Modellierungsvariante i, Langstragermodell und detailliertes Submodell mit Volumenele-
menten, Langstragermodell nicht dargestellt, Farbskala von 79,5 - 80,5 N/mm?2
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Abb. 123: Modellierungsvariante i, Spannungen quer vor der Steife (Spannungspfade nach Abb. 122)

- Modellierungsvariante ii:
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Abb. 124: Modellierungsvariante ii, LAngstrdgermodell mit Schalenelementen, detailliertes Submodell
mit Volumenelementen, Farbskala von 79,5 - 80,5 N/mm?2
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Abb. 126: Modellierungsvariante iii, Langstrdgermodell mit Volumenelementen (ohne detaillierter
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Abb. 129: Modellierungsvariante iv, Spannungen quer vor der Steife (Spannungspfade nach Abb. 122)

e Variation der SubmodelgréBe

Die Submodelltechnik ist eine gute Mdglichkeit, um groBe Strukturen und kleine De-
tailoereiche effizient modellieren und berechnen zu kénnen. Um die Berechnungs-
dauer gering zu halten, sollte das Submodell daher nicht zu gro3 werden und nur so
fein wie nétig vernetzt sein. Wie das nachfolgende Beispiel zeigt, darf das Submodell
allerdings auch nicht zu klein gewahlt werden. In Abb. 130 sieht man ein Submodell
aus Volumenelementen und ein Gbergeordnetes Modell aus Schalenelementen. Das
Submodell ist sehr fein vernetzt (5 Elemente Uber die Blechdicke), was grundsétzlich
mdglich, jedoch nicht unbedingt notwendig ist, wie spater noch gezeigt wird. Die Ver-
wendung einer Farbskala Uber die volle Spannungsbreite zeigt auf den ersten Blick
keine Probleme. Wird die Breite der Farbskala — wie in Abb. 131 dargestellt — jedoch
deutlich reduziert, zum Beispiel auf o11 < 79,5 N/mm?2 (dunkelgrau, dunkelblau) bis c11

> 80,5 N/mm? (rot, hellgrau), ist das Problem deutlich ersichtlich.
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Folgende Punkte sind problematisch:

1.

Der Ubergang von einem Schalenmodell auf ein Submodell fiihrt (iber eine ge-
wisse Lange Lo zu numerischen Stérungen am Rand des Submodells. Dieses
Problem wurde bereits bei Modellierungsvariante ii beschrieben (vgl. Abb. 124).
Daher muss das Submodell so gro3 gewahlt werden, dass sich nach dem ge-
stérten Randbereich wieder eine Nennspannungsverteilung im Submodell ein-
stellen kann, bevor es im Bereich des hot spots zur relevanten Spannungskon-
zentration kommt.

Damit das Submodell nicht durch die zu grobe Modellierung des Ubergeordneten
Modells beeinflusst wird, muss das Submodell den gesamten Bereich signifikan-
ter Abweichungen von der Nennspannungsverteilung abdecken (vgl. Abb. 131).
Die Modellgrenze muss sich in einem Bereich befinden, in dem auch das grdéber
modellierte Ubergeordnete Modell die tatséchliche Spannungsverteilung gut ab-

bilden kann.

Modellierungsvariante i und ii zeigen ein langeres Submodell, wodurch gute Struktur-

spannungsergebnisse berechnet werden kdnnen.
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Abb. 130: Langstragermodell mit Schalenelementen und zu kleines Submodell als Volumenmodell mit

breiter Farbskala dargestellt
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Abb. 131 Langstragermodell mit Schalenelementen und zu kleinem Submodell als Volumenmodell mit
schmaler Farbskala von 79,5 — 80,5 N/mm?

Weiters wurde der Einfluss der Submodellbreite untersucht. Obwohl das Detail des
Quersteifenanschlusses praktisch ausschlielich in Tragerlangsrichtung beansprucht
wird, wurde untersucht, ob die Strukturspannungsergebnisse durch die Breite des Sub-
modells und die sich dadurch ergebenden Randbedingungen beeinflusst wird. Abb.
132 zeigt ein relativ schmales Submodell, welches nur eine Halfte des Langstragerun-
tergurtes umfasst. Die rot markierten Flachen des Submodells stellen jene Bereiche
dar, an denen die Knotenverformungen des Ubergeordneten Modells Gbernommen
werden. Im Unterschied dazu, ist in Abb. 133 ein breiteres Submodell dargestellt, wel-
ches die gesamte Tragerbreite umfasst. Auch hier sind jene Grenzflachen rot markiert,
an welchen die Knotenverformungen des tbergeordneten Modells Gbernommen wer-
den. Die Unterschiede in den aus diesen Submodellen berechneten Strukturspannun-
gen am mafBgebenden hot spot betragen etwa 1% und sind in Abb. 125 (breites Sub-
modell, ons = 86,37 N/mm?2) und Abb. 147 (schmales Submodell, ohs = 85,46 N/mm?)
ersichtlich. Das breite Submodell ist hier insofern zu bevorzugen, da hier als zusatzli-
che Randbedingung die Seitenflache des Untergurts berlicksichtigt werden kann, die
sich in ausreichend groBem Abstand zum hot spot befindet. Durch diese zusatzliche
Randbedingung kann die Verformung des Langstragers Uber die gesamte Lange des

Submodells noch besser Gbernommen werden. Randbedingungen zwischen Submo-
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dell und lokalem Modell sind nur sinnvoll, wenn sie auBBerhalb des vom hot spot ge-
stérten Bereichs liegen (vgl. Abb. 131). Daher ist die Umsetzung einer zuséatzlichen
Randbedingung am Untergurt im schmalen Submodell nicht sinnvoll.

In Bezug auf die Randbedingungen des Submodells gilt, dass bei zu wenigen Grenz-
flachen die Verformung des tbergeordneten Modells nicht korrekt auf das Submodell
Ubertragen werden kann. AuBerdem muss beachtet werden, dass die Grenzflachen
nicht in einem Bereich des Ubergeordneten Modells definiert werden, in dem die lokale
Spannungssituation durch die zu grobe Modellierung des Ubergeordneten Modells zu
ungenau abgebildet ist, da dann auch ein feiner modelliertes Submodell keine besse-
ren Ergebnisse, als das gréber modellierte, Gbergeordnete Modell liefern kann. Eine
Berechnung ist in beiden Fallen, ohne Warnung der FEM Software, mdéglich. Die kor-
rekte Definition der Grenzflachen obliegt dem Ingenieur.

Abb. 132: Schmales Submodell mit rot markierten Grenzflachen
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zusatzliche Randbedingung

Abb. 133: Breites Submodell mit rot markierten Grenzflachen

Da das untersuchte Modell eine Symmetrieebene (Mittelebene der Quersteife) durch
die Quersteife aufweist, wurde die Verwendung einer Symmetrierandbedingung, zu-
satzlich zu den bereits erwahnten Submodellrandbedingungen, getestet. Abb. 134
zeigt beispielhaft ein Submodell mit rot markierter Symmetrieebene. Die Flachen fir
die Submodellrandbedingungen sind in dieser Abbildung nicht markiert. Da die resul-
tierenden Strukturspannungsverlaufe bei Nutzung der Symmetrieebene den Struktur-
spannungsverlaufen der Referenzmodelle gleichen, konnte gezeigt werden, dass die
gleichzeitige Verwendung von Submodell- und Symmetrierandbedingungen problem-
los funktioniert. Dadurch sind kleinere Submodelle mdglich und der Berechnungsauf-

wand kann weiter reduziert werden.

Abb. 134: Submodell mit rot markierter Symmetrieebene
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¢ Verwendung ebener Submodelle

Da bei hauptsachlich in der Ebene beanspruchten Bauteildetails auch zweidimensio-
nale Strukturspannungsmodelle eingesetzt werden kénnen, wird im Folgenden auch
die Reduktion der SubmodellgréBe auf ein ebenes Modell untersucht.

Als raumliches Referenzmodell wird ein sehr fein vernetztes Submodell (vgl. Variante
1 in Abschnitt 5.3.6) mit einer maximalen Strukturspannung von Achs ref = 84,70 N/mm?
herangezogen.

Abb. 135 zeigt einen Langsschnitt durch das Referenzmodell bei v = 2,5 cm, da sich
in dieser Schnittebene die maximalen Strukturspannungen ergeben (vgl. Abb. 141).
Dargestellt sind die Spannungen Uber die Untergurtdicke in verschiedenen Abstanden
zum hot spot. Dadurch kénnen die Spannungen der getesteten ebenen Modelle 1 — 3
mit dem Referenzmodell Gber die gesamte Blechdicke verglichen werden und es ergibt
sich ein umfassenderes Bild Gber die Qualitat des jeweiligen ebenen Modells. Da die
Farbskala der ebenen Modelle 1 bis 3 und die des Referenzmodells identisch ist, ist
ein Vergleich der Spannungen Uber die gesamte Schnittflache einfach mdglich.

Abb. 135: Schnitt durch das raumliche Referenzmodell (dargestellte Werte in kN/cm?)

Um die Randbedingungen fir ein ebenes Modell méglichst gut festlegen zu kénnen,
werden die Verformungen des Referenzmodells in Abb. 136 stark Gberhdht dargestellt.
Die Schnittebene befindet sich in dieser Abbildung ebenfalls bei v = 2,5 cm.
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Abb. 136: Langsschnitt durch das rdumliche Referenzmodell (dargestellte Werte in kN/cm?, Verfor-
mungen stark Uberhéht)

Abb. 137 zeigt das ebene Strukturspannungsmodell Modell 1. Die Randbedingungen
sind ein Symmetrieauflager in der Mitte der Quersteife, ein vertikales, horizontal frei
verschiebliches Linienauflager des Untergurtes und eine konstante Zugspannung tber
die Untergurtdicke von 80 N/mm?, in einigem Abstand zum hot spot. Wie Abb. 137
zeigt, ist die aufgebrachte konstante Zugspannungsverteilung auch in einem Abstand
von 2,0 t zum hot spot noch praktisch ungestért vorhanden. Weiters ist eine deutliche
Spannungskonzentration am hot spot sichtbar. Die Strukturspannung des ebenen Mo-
dells Modell 1 betragt nach Gl. 49, Achs,1 = 89,71 N/mm?2 und ist somit, trotz des An-
satzes einer konstanten Zugspannungsverteilung, hdher als die Strukturspannung des

Referenzmodells Achs ref = 84,70 N/mm2.

Acy,; =1,67-8,598-0,67-8,041=8,971[kN/cm* | =89,71[N/mm? | Gl. 49

175



A A A A

Abb. 137: Ebenes Modell 1, vertikal gelagert, konstante Zugspannung 80 N/mm?
(dargestellte Werte in kN/cm?)

Um die hot spot-Spannung etwas zu verringern, und die Verformungen des Referenz-
modells besser darstellen zu kdnnen, wurde ein weiteres ebenes Modell getestet. Abb.
138 zeigt das ebene Strukturspannungsmodell Modell 2, dargestellt mit einer starken
Uberhdhung der Verformungen. Die Randbedingungen sind, bis auf das nicht vorhan-
dene vertikale Linienauflager des Untergurtes, identisch mit dem ebenen Strukturspan-
nungsmodell Modell 1. Durch das fehlende Linienauflager des Untergurtes, wird eine
Verformung, &hnlich wie im Referenzmodell (vgl. Abb. 136, ebenfalls stark Gberhdht
dargestellt), mdglich. Auch hier ist die aufgebrachte konstante Zugspannungsvertei-
lung, in einem Abstand von 2,0 t zum hot spot, ungestért vorhanden. Die sichtbare
Spannungskonzentration am hot spot ist nun deutlich geringer geworden. Die Span-
nungskonzentration am hot spot nimmt jedoch, mit zunehmender Entfernung zum hot
spot, sehr rasch ab. Schon im Abstand von 0,4 t vom hot spot, ergibt sich praktisch
wieder die Nennspannung Acnenn = 80 N/mm2. Dadurch entspricht auch die extrapo-
lierte Strukturspannung des ebenen Modells 2 nach Gl. 50 der Nennspannung
(Acnenn = Achs,2 = 80 N/mm?).

Ac,,, =1,67-7,99-0,67-7,98 =8,00 [kN/cm’ | =80,0[N/mm? ] Gl. 50
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Abb. 138: Ebenes Modell 2, keine vertikale Lagerung, konstante Zugspannung 80 N/mmz? (dargestellte
Werte in kN/cmz?, Verformungen stark Gberhéht)

Da die Strukturspannung des ebenen Modells 2 im Vergleich zum Referenzmodell zu
gering ausfallt, jedoch die Verformung, durch das fehlende horizontale Linienauflager
des Untergurtes, dem Referenzmodell &hnlich ist, wurde ein ebenes Modell 3 getestet.
Im ebenen Strukturspannungsmodell Modell 3 wird, statt der konstanten Spannungs-
verteilung, ein Spannungsgradient am Untergurt angesetzt (vgl. Abb. 139). Der Span-
nungsgradient am Untergurt wird dabei aus dem Biegemoment des Langstragers ab-
geleitet. Die lineare Spannungsverteilung Uber die Untergurtdicke, von 80 N/mm?2 bis
82,1 N/mm?2, ist weniger konservativ als die konstante Spannungsverteilung im ebenen
Modell 2 und entspricht der Nennspannungsverteilung des Langstragers (vgl. Abb.
119). Die Berechnung von Acns,3 mit Gl. 51 zeigt jedoch keine Verbesserung gegen-

uber Acns,2.

AGy,5 =1,67-7,99-0,67-7,98 =8,00 [kN/cm® | =80,0 [N/mm? | Gl. 51
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82,1

Abb. 139: Ebenes Modell 3, keine vertikale Lagerung, Zugspannungsgradient aus Nennspannungs-
verteilung am Langstrager mit abgebildet, Zugspannung 80-82,1 N/mm?
(dargestellte Werte in kN/cm?, Verformungen stark Gberhdht)

Vergleicht man die Spannungsverteilung im Untergurt des Referenzmodells (Abb. 135)
im Abstand von 2,0 t, mit dem im ebenen Modell 3 angesetzten Spannungsgradienten,
fallt auf, dass die Spannungen im Referenzmodell, von 82,2 N/mm?2 an der Oberseite
des Untergurtes, bis auf 81,4 N/mm? an der Unterseite des Untergurtes, abnehmen.
Dieser Effekt kann mit einem ebenen Modell nicht abgebildet werden.

Grundsatzlich ist es mdglich, Strukturspannungen mit einem ebenen Modell zu be-
rechnen. Bei diesem Detail zeigte sich jedoch die Schwierigkeit, die Randbedingungen
korrekt zu definieren. Ebene Strukturspannungsmodelle alleine kénnen daher nur in
sehr einfachen Fallen mit anndhernd konstanter Spannungsverteilung in Breitenrich-
tung empfohlen werden. Obwohl auch der Quersteifenanschluss geometrisch nicht
sehr komplex ist, ist die Strukturspannungsberechnung mit einem zweidimensionalen
Modell nicht zutreffend méglich.
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5.3.6 Studie unterschiedlicher Extrapolations- und

Vernetzungsvarianten

Um Strukturspannungen berechnen zu kénnen, ist es wichtig die lokale Spannungs-
spitze durch die Kerbe am SchweiBnahtlbergang auszuschlieBen. Die gangigste Va-
riante zur Berechnung von Strukturspannungen ist ein Extrapolationsansatz von Re-
ferenzpunkten in einem gewissen Abstand zum hot spot. Im Folgenden sollen die un-
terschiedlichen Extrapolations- und Vernetzungsvarianten der IIW Richtlinie [21] am
Beispiel des Quersteifenanschlussdetails verglichen werden. Die Abmessungen des
Quersteifenanschlusses wurden, fir die Vergleiche in diesem Abschnitt, mit tug = 12
mm, tst = 8 mm und an = 5 mm definiert, wodurch sich eine Anschlusslange von L = 18
mm ergibt (vgl. Abb. 105). Die Nennspannung an der Oberseite des Untergurts betragt
einheitlich 80 N/mm?2. Die Elementlangen vor dem hot spot sind an die Extrapolations-
vorschriften in Gl. 44 bis GI. 46 angepasst (die Bezeichnung t entspricht der Untergurt-
dicke tua).

- Variante 1: sehr fein vernetztes Submodell (5 Elemente Uber die Blechdicke, vgl.
Abb. 140) mit linearer Extrapolation nach Gl. 44; die zugehérigen Spannungsver-
laufe vor der Quersteife sind in Abb. 141 abgebildet, mit einer maximalen Struk-
turspannung von ohs = 84,70 N/mm?2.

- Variante 2: fein vernetztes Submodell (1 Element Gber die Blechdicke, Lange
des ersten Elements vor dem hot spot ist 0,4 tug, Lange des zweiten Elementes
vor dem hot spot ist 0,6 tua, vgl. Abb. 142) mit linearer Extrapolation nach Gl. 44;
die zugehdérigen Spannungsverlaufe vor der Quersteife sind in Abb. 143 abgebil-
det, mit einer maximalen Strukturspannung von ons = 85,38 N/mm?=.

- Variante 3: fein vernetztes Submodell (1 Element Gber die Blechdicke, Lange
des ersten Elements vor dem hot spot ist 0,4 tug, Lange des zweiten und dritten
Elementes vor dem hot spot ist 0,5 tua, vgl. Abb. 144) mit quadratischer Extrapo-
lation nach Gl. 45; die zugehérigen Spannungsverlaufe vor der Quersteife sind in
Abb. 145 abgebildet, mit einer maximalen Strukturspannung von chs = 85,69
N/mm2,

- Variante 4: grob vernetztes Submodell (1 Element Uber die Blechdicke, vgl. Abb.

146) mit linearer Extrapolation nach Gl. 46; die zugehdrigen Spannungsverlaufe
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vor der Quersteife sind in Abb. 147 abgebildet, mit einer maximalen Struktur-

spannung von chs = 85,46 N/mm?Z.

Alle vier Varianten ergeben etwa dieselben Strukturspannungshéhen am hot spot und
ahnliche Strukturspannungsverlaufe. Die Vergleichsrechnungen fanden an schmalen,
nur Uber die halbe Untergurtbreite reichenden, Submodellen statt. Die Ergebnisse sind
mit einer Bandbreite von 1,1% (von -0,7% bis +0,4%) um den Mittelwert (chsmean =

85,31 N/mm?) bei allen vier Varianten sehr ahnlich.
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Abb. 140: Variante 1: sehr fein vernetztes Submodell, lineare Extrapolation,
Farbskala von 75 - 85 N/mm?2
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Abb. 141: Spannungsverlaufe vor der Quersteife, Variante 1: sehr fein vernetztes Submodell,
lineare Extrapolation
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Abb. 143: Spannungsverlaufe vor der Quersteife, Variante 2: fein vernetztes Submodell,
lineare Extrapolation
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Abb. 144: Variante 3: fein vernetztes Submodell, quadratische Extrapolation,
Farbskala von 75 - 85 N/mm?2
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Abb. 145: Spannungsverlaufe vor der Quersteife, Variante 3: fein vernetztes Submodell,
quadratische Extrapolation
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Abb. 147: Spannungsverlaufe vor der Quersteife, Variante 4: grob vernetztes Submodell,
lineare Extrapolation
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5.3.7 Studie zum Integrationsansatz der Finiten Elemente

In der IIW Richtlinie werden 20 Knoten-Volumenelemente, mit reduzierter Integration,
empfohlen. In der FEM Software Abaqus heiBen diese Elemente C3D20R. Sie
besitzen 8 Integrationspunkte. Im Gegensatz dazu besitzen die C3D20 Elemente mit
voller Integration 27 Integrationspunkte. In Abb. 148 wird eine Seitenflache eines 20
Knoten Elementes mit reduziertem Integrationsansatz (4 Integrationspunkte) und eine
Seitenflache eines 20 Knoten Elementes mit vollem Integrationsansatz (9 Integrations-
punkte) dargestellt. Durch die Verwendung von Elementen mit quadratischer Ansatz-
funktion (20 Knoten), reduzierter Integration und der Anordnung von nur einem Ele-
ment in Blechdickenrichtung, kann die nichtlineare Spannungsspitze der Schwei3naht-
kerbe einfach ausgeschlossen werden, da das Element dann (lber die 2 Integrations-
punkte) nur mehr eine lineare Spannungsverteilung abbilden kann.

face 1, reduced integration element
4 11 3

20 node element

face 2 face 5
ace \ a 15 12 10

Abb. 148: Darstellung eines 20 Knoten Volumenelementes, entnommen aus [74]

Wie der folgende Vergleich zeigt, kbnnen mit 20 Knoten-Elementen und vollem Integ-
rationsansatz die Strukturspannungen nicht korrekt berechnet werden. Die Abmessun-
gen des Quersteifenanschlusses wurden, flr die Vergleiche in diesem Abschnitt, mit
tuc = 12 mm, tst = 8 mm und an = 5 mm definiert, wodurch sich eine Anschlusslénge
von L = 18 mm ergibt (vgl. Abb. 105). Abb. 149 zeigt die Spannungsverldufe vor der
Quersteife bei sehr feiner Vernetzung und linearer Extrapolation (vgl. Variante 1 in
Abb. 141), jedoch ohne reduzierte Integration. Der Spannungsgradient nimmt hier zwi-
schen v =4 cmund v =8 cm zum hot spot hin unerwartet ab (o11 im Abstand von 0,4

tist kleiner als o11 im Abstand von 1,0 t). Laut Definition der Strukturspannung missen
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die Spannungen zum hot spot hin jedoch zunehmen. Abb. 150 zeigt die Spannungs-
verlaufe vor der Quersteife bei feiner Vernetzung, linearer Extrapolation (vgl. Variante
2 in Abb. 143) und vollem Integrationsansatz. Hier sieht man deutlich h6here Struktur-
spannungen, als im Referenzbeispiel mit reduzierter Integration.

Anhand der gezeigten Beispiele ist ersichtlich, dass die Verwendung von 20 Knoten
Volumenelementen, mit voller Integration, bei der Strukturspannungsberechnung nicht
zielflhrend ist. Sowohl der Verlauf, als auch die Héhe der Strukturspannungen, wird
dadurch verandert. Im ersten Beispiel ergaben sich niedrigere Strukturspannungen, im

zweiten Beispiel deutlich héhere Strukturspannungen.
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Abb. 149: Spannungsverlaufe vor der Quersteife, sehr fein vernetztes Submodell, lineare Extrapola-
tion, ohne reduzierter Integration
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Abb. 150: Spannungsverldufe vor der Quersteife, fein vernetztes Submodell, lineare Extrapolation,
ohne reduzierter Integration
5.3.8 Strukturspannungsvergleich der untersuchten

Abmessungs- und Berechnungsvarianten

In diesem Abschnitt werden Strukturspannungen, fir alle Abmessungsvarianten in
Tab. 14, auf drei verschiedene Arten berechnet und miteinander verglichen. Erstens
mit der linearen Strukturspannungsextrapolation am grob vernetzten Submodell SM1
(vgl. Abb. 151 links), zweitens mit der quadratischen Strukturspannungsextrapolation
am sehr fein vernetzten Submodell SM2 (vgl. Abb. 151 rechts) und drittens durch di-
rekte Ablesen der Strukturspannung am hot spot, ebenfalls am grob vernetzten Sub-
modell (vgl. Abschnitt 5.3.3).
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Abb. 151: Darstellung der Submodelle fir den Strukturspannungsvergleich; a) grobes Submodell
SM1, b) feines Submodell SM2

Abb. 151 zeigt auf der linken Seite das grob vernetzte Submodell SM1, mit den zuge-
hérigen Extrapolationspfaden im Abstand von 0,5 t und 1,5 t fUr die lineare Struktur-
spannungsextrapolation, geman Gl. 46. Auf der rechten Seite von Abb. 151 ist das
sehr fein vernetzte Submodell SM2 mit den zugehérigen Extrapolationspfaden im Ab-
stand von 0,4 t, 0,9 t und 1,4 t fir eine quadratische Strukturspannungsextrapolation,
geman Gl. 45 dargestellt. Beide Submodelle nutzen die Symmetrieebene in Steifen-
mitte als zusatzliche Randbedingung. Zur Reduzierung der Gesamtelementanzahl des
rechten, feiner vernetzten Submodells ist dieses von den duBeren Abmessungen her
deutlich kleiner als das linke Submodell. Als Besonderheit der Berechnung mit Sub-
modell SM2 ist hier zusatzlich das Submodell SM1 ,vorgeschaltet®. Das Submodell
SM2 Ubernimmt daher an den auBeren Schnittflachen die Knotenverschiebungen des
Submodells SM1 und nicht direkt die des Langstragermodells. Dadurch wird ein prak-
tisch ungestérter Ubergang zwischen den Modellen erreicht.

Tab. 18 zeigt die Ergebnisse des Vergleiches flr die Abmessungsvarianten V1 — V10
in Form der Strukturspannung ons und als Spannungserhéhungsfaktor, bezogen auf
die Nennspannung ons / onom. Die Grundlage fir die Extrapolation sind jeweils die ma-
ximalen Hauptspannungen. Der Unterschied zwischen den einzelnen Extrapolations-
varianten betragt maximal 1,8 %. Der Unterschied zwischen den extrapolierten und
den direkt abgelesenen Strukturspannungsergebnissen an den grob vernetzten FE
Modellen betragt maximal 2,1 %.
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Tab. 18: Ergebnisse der unterschiedlichen Strukturspannungsextrapolationen

far alle Abmessungsvarianten (Gnom = 80 N/mm2)

grobes FE Netz sehr feines FE Netz grobes FE Netz
Ab- lineare Extrapolation quadratische Extrapolation der direkt abgelesene
mes- | der Strukturspannung Strukturspannung Strukturspannung
S::ﬁ_s Ohs = 1,5 005:- 0,5 G155t | Ohs = 2,52 004t - 2,24 Co0t + 0,72 01 41 am hot spot
ante Ohs iN Ohs iN Ohs iN
[N/mm?] Ohs / Onom [N/mm?] Ohs / Onom [N/mm?] Ohs / Onom
Al 87,0 1,09 87,1 1,09 88,8 1,11
V2 92,8 1,16 91,4 1,14 94,6 1,18
V3 83,3 1,04 84,2 1,05 84,2 1,05
V4 86,6 1,08 87,5 1,09 87,7 1,10
V5 90,4 1,13 90,6 1,13 92,2 1,15
V6 93,2 1,17 94,0 1,18 95 1,19
V7 81,7 1,02 83,2 1,04 82,1 1,03
\':} 82,9 1,04 84,0 1,05 83,6 1,05
V9 84,3 1,05 85,5 1,07 85,2 1,07
V10 85,8 1,07 86,7 1,08 86,9 1,09

In Abb. 152 sind die Spannungserhéhungsfaktoren der linearen Extrapolation aus Tab.
18 Uber der Anschlusslange L aufgetragen. Es ist deutlich ersichtlich, dass die Span-
nungskonzentration gréBer wird, je groBer die Anschlusslange ist. Dies gilt unabhangig
von der Untergurtdicke. Dartber hinaus wird die Spannungskonzentration mit zuneh-
mender Untergurtdicke tuc geringer. Dies widerspricht dem realen Verhalten bei Er-
mudungsversuchen mit dem Nennspannungskonzept (Abnahme der Ermtdungsfes-
tigkeit mit zunehmender Blechdicke) und muss bei der Berechnung der Lebensdauer
Uber einen Blechdickenfaktor korrigiert werden (vgl. Abschnitt 5.2.4).
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Abb. 152: Spannungserhdhungsfaktoren nach dem Strukturspannungskonzept (Ergebnisse flr grobes
FE-Netz und lineare Strukturspannungsextrapolation)

Nachfolgend werden die Strukturspannungsverlaufe vor dem Quersteifenanschluss in
Abb. 153 bis Abb. 162 fir alle Abmessungsvarianten dargestellt (v = 0 entspricht dem
Untergurtrand, v = 120 mm entspricht der Lage der Stegmitte, vgl. Abb. 140). Die Dia-
gramme zeigen neben den Spannungsverldufen der linearen Extrapolationsvariante
(am grob vernetzten Submodell) auch die direkt am hot spot im selben, grob vernetzten
Submodell abgelesene Strukturspannung. Sie ist, verglichen mit der extrapolierten
Strukturspannung, nur geringfligig héher und in der Form des Strukturspannungsver-
laufes praktisch ident. Das direkte Ablesen der Strukturspannung am hot spot stellt
daher in dieser Form eine praktische Alternative zur Strukturspannungsextrapolation
dar. Inwiefern das direkte Ablesen der Strukturspannung auch fir andere Bauteilde-

tails in dieser Form mdglich ist, wurde im Zuge dieser Arbeit nicht untersucht.
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Abb. 153: Strukturspannungsverlauf fur Ausfihrungsvariante V1
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Abb. 155: Strukturspannungsverlauf fir Ausfiihrungsvariante V3
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Abb. 156: Strukturspannungsverlauf fir Ausflihrungsvariante V4
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Abb. 160: Strukturspannungsverlauf fir Ausfiihrungsvariante V8
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Abb. 161: Strukturspannungsverlauf fur Ausfihrungsvariante V9
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Abb. 162: Strukturspannungsverlauf fiir Ausfihrungsvariante V10
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5.4 Kerbspannungsberechnung

In diesem Abschnitt wird die praktische Umsetzung der Kerbspannungsberechnung
mit den zugehdérigen FE-Modellen am Beispiel des Quersteifenanschlussdetails be-
schrieben. Dabei wird auf die Empfehlungen des [IW [36] zurlckgegriffen. Anschlie-
Bend werden die Kerbspannungen fur unterschiedliche Abmessungsvarianten des
Quersteifenanschlusses verglichen und so der GréBeneinfluss der einzelnen Detailab-

messungen aufgezeigt.

5.4.1 Submodellstruktur mit mehreren Submodellebenen

Far ein Kerbspannungsmodell wird eine sehr geringe ElementgréBe gefordert. Bei
quadratischen Elementen ergibt sich eine absolute ElementgroBe < 0,25 mm (vgl. Ab-
schnitt 3.4.3 und Tab. 1). Dies ist besonders bei raumlichen FE-Modellen kritisch, da
die daraus resultierende Elementanzahl schnell so grof3 wird, dass das Modell mit mo-
dernen Burorechnern nicht mehr sinnvoll berechnet werden kann. Da die geringe Ele-
mentgréBe jedoch nur im Bereich des Kerbradius erforderlich ist, bietet sich ein weite-
res Submodell (im Folgenden Kerbspannungssubmodell genannt) an. Dieses ist einem
ersten Submodell nachgeschaltet. Die Vernetzung einzelner Submodelle ist deutlich
einfacher als ein ,gesamtes” FE-Modell durchgehend ,vom Groben ins Feine“ zu ver-
netzen, da der kontinuierliche Ubergang von sehr kleinen Elementen auf gréBere Ele-
mente oft zu einer schlechten Netzqualitat mit stark verzerrten Elementen fihrt.

Die hier verwendete Submodellhierarchie ist in Abb. 163 dargestellt und beinhaltet ins-
gesamt drei ineinander verschachtelte Submodelle (Langstragermodell, Submodell 1
(grob vernetztes Strukturspannungssubmodell), Submodell 2 (fein vernetztes Struktur-
spannungssubmodell) und Submodell 3 (Kerbspannungssubmodell)). Das Kerbspan-
nungssubmodell {bernimmt an den Schnittflachen die Knotenverschiebungen des
Submodells 2, wodurch ein praktisch ungestérter Ubergang zwischen den Modellen
erreicht wird.
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Abb. 163: Darstellung der Submodellstruktur mit mehreren Submodellebenen

5.4.2 Untersuchte Kerbspannungssubmodelle

In diesem Abschnitt werden unterschiedliche Mdglichkeiten dargestellt, wie ein
Kerbspannungssubmodell aussehen kann.

- Variante SM_a

Ein Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_a (vgl. Abb. 164) kann durch seine
geradlinige Form sehr einfach erstellt und an einer beliebigen Stelle entlang einer
SchweiBBnaht positioniert werden (vgl. Abb. 165). Dieses Submodell deckt nur die
Kerbspannungsberechnung des SchweiBnahtlibergangs ab. Sollen die Kerbspannun-
gen auch an der SchweiBBnahtwurzel berechnet werden, ist das Modell im Sinne von
Abb. 37 entsprechend zu erweitern. Fir das betrachtete Detail ist jedoch der Kerbfak-
tor am SchweiBnahtlbergang deutlich héher als der Kerbfaktor an der Schwei3naht-
wurzel. Die Modellierung des effektiven Kerbradius der SchweiBnahtwurzel wird in Va-
riante SM_c gezeigt.

Ein Kerbspannungssubmodell, das, wie bei Variante SM_a, nicht die gesamte

SchweiBnahtlange abdeckt, wird sinnvollerweise an der Stelle der maximalen
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Hauptspannungen im Ubergeordneten Modell positioniert. Ist das Kerbspannungssub-
modell in dieser Art einmal erstellt, kann es einfach kopiert werden, um auch an ande-
ren SchweilBnahten mit dem gleichen SchweiBnahtwinkel (hier 45°) Kerbspannungen
zu berechnen. Zu beachten ist hierbei, wie bei allen Submodellen, der Randbereich.
Wie in Abb. 166 deutlich zu sehen ist, kommt es im Randbereich (im Kerbradiusbe-
reich) zu numerischen Stérungen, da im Ubergeordneten Submodell der 1 mm Kerbra-
dius nicht modelliert ist. Die am Rand ausgegebene, maximale Hauptspannung von
Acmp = 348,6 N/mm?2 in Abb. 166 darf nicht zur weiteren Auswertung herangezogen
werden (mp = maximum principal). Vernachlassigt man die auBBersten drei Elementrei-
hen an beiden Enden, ergibt sich bei diesem Beispiel eine maximale Hauptspannung
von Acmp = 176,6 N/mm? (vgl. Abb. 166). Dieser Wert ist die korrekte Kerbspannung
in diesem Beispiel und kann fir die weitere Restlebensdauerberechnung verwendet
werden.

In Abb. 166 sieht man die gewahlte Vernetzung in Dickenrichtung. Die Elementgréie
entspricht mit 0,25 mm der Empfehlung des IIW beim Einsatz von Elementen mit quad-

ratischer Ansatzfunktion.

Abb. 164: Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_a
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Abb. 166: Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_a, im Randbereich
- Variante SM b

Das Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_b in Abb. 167 und Abb. 168 stellt
eine Verldngerung der Variante SM_a dar, die auch um die Enden der Quersteife
reicht. Durch die auBenseitigen Umlenkungen um 90° ist es etwas aufwendiger zu
modellieren, bendtigt mehr Elemente und kann nur an Stellen mit genau denselben
Abmessungsverhaltnissen des Steifenanschlusses verwendet werden. Man erspart
sich allerdings die genaue Positionierung an der Stelle der maximalen Hauptspannung
im Ubergeordneten Submodell, da diese bei verschiedenen Lastféllen variieren kann.
Weiters kdnnen so auch problemlos die Kerbspannungen im Eckbereich der Schweil3-
naht ermittelt werden und es gibt keine Spannungsspitzen am Rand des Kerbspan-
nungssubmodells.
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Abb. 167: Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_b

z iy

L

Abb. 168: Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_b mit Gibergeordnetem Submodell

- Variante SM_c

Die Variante SM_c zeigt ein umfangreiches Kerbspannungssubmodell, in dem sowohl
der effektive Kerbradius des SchweiBnahtiibergangs, als auch der effektive Kerbradius
der SchweiBnahtwurzel - flir den gesamten Quersteifenanschluss - modelliert wurden.
Die ElementgréBe wurde in den Radien entsprechend klein gehalten und weiter weg
etwas gréBer gewahlt, um die Gesamtanzahl der Elemente im Kerbspannungssubmo-
dell mdglichst gering zu halten. Die Spannungen an der SchweiBnahtwurzel sind bei
dem betrachteten Quersteifenanschluss allerdings nicht maBgebend.
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Darstellung der gewahlten Vernetzung,
ohne Anzeige der Spannungsergebnisse

Spalt zwischen Steife
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effektiver Kerbradius an der
Nahtwurzel

ElementgréBe < 0,25 mm

Abb. 169: Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_c

5.4.3 Kerbspannungsvergleich der untersuchten Modellierungsarten

In diesem Abschnitt werden unterschiedliche Modellierungsarten, am Beispiel der Ab-
messungsvariante V1 aus Tab. 14, verglichen. Die Nennspannung an der Oberseite
des Untergurtes betragt einheitlich 80 N/mm2. Verglichen wird der Ergebnisunterschied
zwischen folgenden Modellierungsvarianten:

- der Elementgréfie im Kerbradius (0,25 mm und 0,125 mm)
- Elementen mit voller und reduzierter Integration
(C3D20 und C3D20R Elementen in Abaqus)
- der Submodellvariante bzw. -gréiR3e
= Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_a
(SubmodellgréBe entspricht der gesamten Untergurtdicke)
= Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_b
(SubmodellgréBe reicht nur Uber einen Teil der Untergurtdicke)
= Kerbspannungssubmodell nach Variante SM_c
(SubmodellgréBe reicht nur Gber einen Teil der Untergurtdicke,
Kerbspannungssubmodell inkl. Modellierung des effektiven Kerbradius

der SchweifBBnahtwurzel)
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Die Ergebnisse sind in den Tab. 19, Tab. 20 und Tab. 21 dargestellt. Uber alle Falle
gesehen, zeigen sich maximale Abweichungen von -3,2 bis +2,4 % vom Mittelwert.
Die Kerbspannungen, die mit C3D20 Elementen (volle Integration) berechnet wurden,
sind um +0,9 bis +2,1 % hdher, als Kerbspannungen die mit C3D20R Elementen (mit
reduzierter Integration) berechnet wurden. Eine Halbierung der Elementgré3e im Be-
reich des Kerbradius reduziert die Abweichungen etwas und fihrt zu Abweichungen
von -1,2 bis +0,5 %. Zwischen Variante SM_a und Variante SM_b besteht praktisch
kein Unterschied. Das bedeutet auch, dass das Kerbspannungssubmodell nicht Gber
die gesamte Untergurtblechdicke reichen muss. Variante SM_c zeigt - offensichtlich
durch die Modellierung des ,1 mm Schlauches® an der SchweiBnahtwurzel (Variante
SM_c ansonst ident mit Variante SM_b), etwas niedrigere Kerbspannungen. Der Spalt
zwischen Steife und Untergurt ist bei allen Kerbspannungssubmodellen berlicksichtigt.

Tab. 19: Kerbspannungsergebnisse fiir Submodell nach Variante SM_a (max. anotch in N/mm?)

ElementgroBe C3D20 C3D20R
0,250 mm 185,0 181,2
0,125 mm 182,8 181,2

Tab. 20: Kerbspannungsergebnisse fir Submodell nach Variante SM_b (max. onotch in N/mmg2)

ElementgroéBe C3D20 C3D20R
0,250 mm 184,2 181,0
0,125 mm 184,2 181,9

Tab. 21: Kerbspannungsergebnisse flir Submodell nach Variante SM_c (max. Onotch in N/mm?)

ElementgroBe C3D20 C3D20R
0,250 mm 177,9 174,9
0,125 mm 177,9 175,9

5.4.4 Kerbspannungsvergleich der untersuchten
Abmessungsvarianten

In diesem Abschnitt wird der GrdBeneinfluss unterschiedlicher Detailabmessungen
des Quersteifenanschlusses auf die resultierende Kerbspannung untersucht. Die be-
handelten Abmessungsvarianten sind in Tab. 14 angefthrt. Tab. 22 zeigt die Ergeb-
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nisse der Abmessungsvarianten V1 bis V10 als Kerbspannung onotch und als Span-
nungserhéhungsfaktor bezogen auf die Nennspannung Gnotch / Gnom. Die Kerbspan-
nungsberechnung erfolgte mit Kerbspannungssubmodellen nach Variante SM_c (vgl.
Abb. 169) und einer ElementgrdBe im Kerbradius von 0,25 mm (vgl. Tab. 1). Die Nenn-
spannung an der Oberseite des Untergurts betragt einheitlich 80 N/mm?2. Dargestellt
ist die maximale Hauptspannung, die mit Elementen mit quadratischer Ansatzfunktion
und voller Integration (Elementbezeichnung: C3D20) bzw. reduzierter Integration (Ele-
mentbezeichnung: C3D20R) berechnet wurde. Die Kerbspannungsergebnisse bei der
Berechnung mit reduzierter Integration sind dabei um -1,7 bis -2,9 % geringer als bei
Berechnung mit voller Integration.

Tab. 22: maximale Kerbspannungen der untersuchten Abmessungsvarianten (Gnom = 80 N/mm?)

volle Integration reduzierte Integration
Abmessungsvarianten
Onotch IN [N/mMmM?] | Onotch / Onom | Onoteh iN [N/MM?] | Onotch / Onom

Al 177,9 2,22 174,9 2,19
V2 197,2 2,47 192,9 2,41
V3 196,6 2,46 193,3 2,42
Va4 219,4 2,74 214,8 2,69
V5 235,6 2,95 230,7 2,88
V6 249,1 3,11 241,8 3,02
V7 202,7 2,53 199,2 2,49
\':] 229,2 2,87 225,1 2,81
V9 245,3 3,07 239,7 3,00
V10 255,8 3,20 249,4 3,12

In Abb. 170 sind die Spannungserhbéhungsfaktoren aus Tab. 22 (Spalte ,volle Integra-
tion“) Gber der Anschlusslange L aufgetragen. Es ist deutlich ersichtlich, dass die
Spannungskonzentration gréBer wird, je gréBer die Anschlusslange ist. Dies gilt unab-
héngig von der Untergurtdicke. DarUber hinaus vergréBert sich die Spannungskon-
zentration, im Gegensatz zum Strukturspannungskonzept, mit zunehmender Unter-
gurtdicke. Die Kerbspannungen bilden den Blechdickeneinfluss implizit ab. Daher
muss im Kerbspannungskonzept kein Blechdickenfaktor bei der Lebensdauerberech-
nung berlcksichtigt werden (vgl. Abschnitt 5.2.4).
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Abb. 170: Spannungserhbéhungsfaktoren fir das Kerbspannungskonzept

Nachfolgend werden die zugehdrigen Kerbspannungsverlaufe vor der Quersteife fur

alle Abmessungsvarianten in Abb. 171 bis Abb. 180 dargestellt (v = 0 am Untergurt-

rand, v = 120 mm in Stegmitte, vgl. Abb. 140).
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Abb. 171: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V1
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Abb. 172: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V2
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Abb. 173: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V3
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Abb. 174: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V4
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Abb. 175: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V5
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Abb. 176: Kerbspannungsverlauf fiir Ausfihrungsvariante V6
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Abb. 177: Kerbspannungsverlauf fir Ausfihrungsvariante V7
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Abb. 178: Kerbspannungsverlauf fiir Ausfihrungsvariante V8
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Abb. 180: Kerbspannungsverlauf fir Ausflihrungsvariante V10
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5.5 Ergebnisvergleich fiir die untersuchten Abmessungsvarianten

Ein einfacher Vergleich der extrapolierten Spannungserhdéhungsfaktoren des Struktur-
spannungskonzeptes (vgl. Abb. 152) und der Spannungserhdhungsfaktoren des
Kerbspannungskonzeptes (vgl. Abb. 170) zeigt in beiden Fallen eine Erhdhung der
Spannungskonzentration mit zunehmender Anschlusslénge L. Auffallend ist jedoch die
unterschiedliche Tendenz der Spannungserhéhungsfaktoren in Bezug auf die Unter-
gurtdicke. Bei den extrapolierten Strukturspannungen nimmt die Spannungskonzent-
ration mit zunehmender Untergurtdicke ab, wohingegen im Kerbspannungskonzept
die Spannungskonzentration mit zunehmender Untergurtdicke zunimmt. Diese unter-
schiedliche Tendenz zeigt deutlich, dass die Strukturspannungsextrapolation den
Blechdickeneinfluss offenbar nicht zutreffend abbilden kann. Um hier einen méglichen
Einfluss der unterschiedlichen Submodelle ausschlieBen zu kénnen, werden in Ab-
schnitt 5.5.1 die Struktur- und Kerbspannungen mit einem einheitlichen FE-Modell be-
rechnet.

Da der Blechdickenfaktor in den Normen und Richtlinien meist durch eine Reduktion
der Ermudungsfestigkeit bertcksichtigt wird, findet in Abschnitt 5.5.2 ein Lebensdau-
ervergleich statt, der auf den extrapolierten Strukturspannungen und den modifizierten
ErmUdungsfestigkeiten basiert. Die Klassifizierung der Ermidungsfestigkeit und die
Berlcksichtigung des Blechdickeneinflusses sind in der Literatur nicht einheitlich ge-
regelt, wie bereits in Abschnitt 5.2 gezeigt wurde. In Abschnitt 5.5.2 wird daher gezeigt,
welche Auswirkungen die unterschiedlichen Regelungen auf die resultierende rechne-
rische Lebensdauer haben. Dadurch wird ersichtlich, wie die berechnete Lebensdauer
durch die konkrete Kerbfallklassifizierung und die notwendige Blechdickenkorrektur
nach dem Strukturspannungskonzept beeinflusst wird.

AbschlieBend wird eine mdgliche Modifikation des Blechdickenfaktors untersucht und
ein Lebensdauervergleich mit Strukturspannungen durchgeflhrt, die den Blechdicken-
effekt bereits inkludieren.

5.5.1 Struktur- und Kerbspannungsberechnung am selben FE-Modell

Da die Struktur- und Kerbspannungen in Tab. 18 und Tab. 22 mit unterschiedlichen
FE-Modellen berechnet wurden, gilt es einen méglichen Modelleinfluss auf den Ergeb-

nisvergleich auszuschlieBen. Daher wurden fir die Varianten V1, V3 und V7 neue FE-
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Modelle erstellt, die es ermdglichen die Struktur- und Kerbspannung an einem einheit-
lichen FE-Modell zu berechnen. Hierflir musste ein sehr groBen Kerbspannungssub-
modell erstellt werden, an dem auch die Strukturspannungen extrapoliert werden
konnten (vgl. Submodell 4 in Abb. 181). Es reicht Uber die gesamte Untergurtdicke,
um auch einen mdéglichen Einfluss unterschiedlich groBer Submodelle in Blechdicken-
richtung auszuschlieBen. Abb. 182 zeigt die Abstufung der FE-Vernetzung der neu
erstellten Submodelle 1 bis 4. Die Ergebnisse der am Submodell 4 berechneten Struk-

tur- und Kerbspannungen sind in Tab. 23 dargestellt.

Tab. 23: Am Submodell 4 ermittelte Struktur- und Kerbspannungen

Abmessungsvarianten | ons in [N/mm?] | Onotch in [N/mm?]
Al 86,6 181,2
V3 83,6 199,4
V7 82,3 205,8

Die Strukturspannungen in Tab. 23 wurden mit der linearen Extrapolationsvorschrift
geman Gl. 44, fur fein vernetzte FE-Modelle, berechnet. Sie unterscheiden sich von
den Ergebnissen aus Tab. 18, um weniger als 0,5 %. Die Kerbspannungen in Tab. 23
wurden aufgrund der groBen Elementanzahl mit reduzierter Integration und einer Ele-
mentgréBe von 0,25 mm im Kerbradius berechnet. Sie sind um 2,1 bis 3,3 % héher,
als die Ergebnisse in Tab. 22, da der ,1 mm Schlauch“ an der Schwei3nahtwurzel bei
diesen Modellen nicht modelliert wurde (vgl. Abschnitt 5.4.3).

Die Ergebnisse in Tab. 23 bestatigen die festgestellte unterschiedliche Tendenz der
Hohe der Spannungskonzentration, bei einer Variation der Untergurtdicke. Bei den
extrapolierten Strukturspannungen nimmt die Spannungskonzentration mit zunehmen-
der Untergurtdicke ab, wohingegen beim Kerbspannungskonzept die Spannungskon-

zentration mit zunehmender Untergurtdicke zunimmt.
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Abb. 181: Submodellhierarchie fir die Berechnung der Struktur- und Kerbspannung
an einem einzigen FE-Modell (Submodell 4)

Abb. 182: Darstellung der Vernetzung der Submodelle 1 - 4

5.5.2 Lebensdauervergleiche der untersuchten Abmessungsvarianten mit
extrapolierten Strukturspannungen und zugehdériger
Blechdickenkorrektur

In diesem Abschnitt wird die rechnerische Lebensdauer aller Abmessungsvarianten
aus Tab. 14 miteinander verglichen. Der Vergleich bezieht sich hauptsachlich auf die
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unterschiedliche Klassifizierung der Ermidungsfestigkeit, mit der zugehérigen Bertick-
sichtigung des Blechdickeneinflusses aus Eurocode [6] und den [IW Richtlinien [21]
und [34]. Die errechnete maximale Strukturspannung bzw. Kerbspannung selbst, ist in
allen Abbildungen gleich. Die maximal ertragbare Lastwechselanzahl N kann mit Gl.
52 berechnet werden. Die zugrundeliegenden Strukturspannungen sind in Tab. 18 an-
geflhrt und wurden mit grob vernetzten Strukturspannungssubmodellen und der line-
aren Spannungsextrapolation berechnet. Die zugrundeliegenden Kerbspannungen
wurden mit Kerbspannungssubmodellen nach Variante SM_c berechnet und sind in
Tab. 22 (Spalte ,volle Integration®) angefthrt. Die unterschiedlichen Ermidungsfestig-
keiten (FAT Klassen) sind in Tab. 17 dargestellt und enthalten bereits die jeweils ge-

forderte Blechdickenkorrektur.

3 3
N:[FATJ -2-10° bzw. N=[ FAT ] .2:10° Gl. 52
Ao, Ac

notch

Die Ergebnisse des Kerbspannungskonzeptes sind in den folgenden Diagrammen im-
mer einheitlich, da hier die Kerbfallklassifizierung eindeutig ist (FAT 225) und keine
zusatzliche Blechdickenkorrektur erforderlich ist.

Abb. 183 zeigt den Lebensdauervergleich fur die untersuchten Abmessungsvarianten,
wobei die Kerbfallklassifizierung des Strukturspannungskonzeptes gemafn Eurocode
einheitlich mit FAT Klasse 100 und ohne weitere Blechdickenkorrektur ausgefihrt ist
(vgl. Tab. 17, Spalte 1). Mit dem Nennspannungskonzept sind bei allen Abmessungs-
varianten 2 Millionen Lastwechsel méglich, da auch hier im Eurocode keine Blechdi-
ckenkorrektur gefordert ist und die Anschlusslange L aller Abmessungsvarianten klei-
ner als 50 mm ist, wodurch sich Uberall FAT Klasse 80 ergibt. Die im Eurocode vor-
handenen Angaben ergeben fir dieses Detail des geschwei3ten Quersteifenanschlus-
ses mit dem Strukturspannungskonzept deutlich héhere Lebensdauerergebnisse als
mit dem Nennspannungskonzept. Der Vergleich der Lebensdauerergebnisse des
Strukturspannungskonzeptes mit jenen des Kerbspannungskonzeptes (das jedoch
nicht im Eurocode angefihrt ist) zeigt, &hnlich wie der Vergleich der Spannungserhé-
hungsfaktoren, eine gegenlaufige Tendenz bezilglich der Untergurtdicke. Dies lasst
darauf schlieBen, dass die im Eurocode fehlende Blechdickenkorrektur fir dieses De-

tail nicht vernachléssigt werden darf.
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Wird zusatzlich die Empfehlung aus [17] zur Blechdickenkorrektur der Strukturspan-
nungsergebnisse fir Blechdicken t > 25 mm angewandt (vgl. Tab. 17, Spalte 2), ergibt
sich der Ergebnisverlauf in Abb. 184. Es verandern sich lediglich die Ergebnisse des
Strukturspannungskonzeptes fur die Abmessungsvarianten V7 bis V10, mit einer Un-
tergurtdicke tuc = 40 mm.

Mit dem Nennspannungskonzept sind gemaf der [IW Richtlinie [21] 2 Millionen Last-
wechsel fir die Varianten V3, V7, V8 und V9 mit FAT Klasse 80 sowie 1,40 Millionen
Lastwechsel fur die Varianten V1, V2, V4, V5, V6 und V10 mit FAT Klasse 71 mdglich.
Abb. 185 zeigt die Ergebnisse gemal IIW Richtlinie [34] (vgl. Tab. 17, Spalte 3) fur
das Struktur- und Kerbspannungskonzept. Der Blechdickenfaktor ist gemas Tab. 16,
Spalte 3 bei allen Abmessungsvarianten = 1,0 und hat daher keine Auswirkung auf die
Ergebnisse. Die gegenlaufige Tendenz der Konzepte in Bezug auf die Unterguridicke,
die auch schon bei den Spannungserhéhungsfaktoren beobachtet werden konnte, ist
auch in Abb. 185 ersichtlich. Insbesondere die fragwirdige Definition der effektiven
Blechdicke tert geman [34], die in Gl. 42 angegeben ist, fiihrt dazu, dass der Blechdi-
ckenfaktor in vielen Fallen zu exakt 1,0 wird und damit keinen Einfluss hat. DartUber
hinaus fuhrt die Anwendung des Kerbfallkataloges der IIW Richtlinien, insbesondere
mit den Anmerkungen 2 und 3 (vgl. Abb. 109), zu eigenwilligen Spriingen der resultie-
renden FAT Klasse, wodurch sich der Zick-Zack Verlauf im Strukturspannungskonzept
der Varianten mit tuc = 24 mm ergibt.

In Abb. 186 werden die Ergebnisse geman [IW Richtlinie [21] dargestellt (vgl. Tab. 17,
Spalte 4). Da der Kerbfallkatalog in beiden IIW Richtlinien identisch ist, unterscheiden
sich die IIW Richtlinien [21] und [34] nur durch die Bericksichtigung des Blechdicken-
einflusses durch die unterschiedlichen Regelungen zur Berechnung der effektiven
Blechdicke teft. Die Auswirkungen bezogen auf die resultierende Lebensdauer ist durch
den Vergleich von Abb. 185 und Abb. 186 ersichtlich. Die Anpassung an die Ergeb-
nisse des Kerbspannungskonzeptes scheint durch die Regelungen in [21] flr diese
Detail besser zu gelingen. Am gréBten ist der Unterschied bei einer Untergurtdicke tua
= 12 mm. Dieser Unterschied resultiert aus der Vernachlassigung von f(tett) Werten >
1,0. Werden, wie in [21] fir Sonderfalle erlaubt, auch Werte f(tett) > 1,0 erlaubt, ergeben
sich die Lebensdauerergebnisse in Abb. 187. Von allen bisher betrachteten Regelun-
gen zur Klassifizierung und zur Bertcksichtigung des Blechdickeneinflusses, scheint
die Anpassung in diesem Fall am besten gelungen, wenngleich diese immer noch nicht
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als optimal betrachtet werden kann. Obwohl alle angefiihrten Wéhlerlinienkonzepte in
der lIW Richtlinie [21] behandelt werden und der betrachtete Quersteifenanschluss ein
sehr h&aufig vorkommendes und sehr einfaches Bauteildetail ist, fihren die jeweiligen

Regelungen dennoch zu deutlich unterschiedlichen Lebensdauerergebnissen.

4,5

Strukturspannungskonzept = = = -

4,0

Millionen

Kerbspannungskonzept = ——

3,5

3,0

2,5
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Lastwechselanzahl
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0,5
0,0
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Abb. 183: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl, Kerbfallklassifizierung des Struktur- und
Nennspannungskonzeptes geman Eurocode [6]
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Abb. 184: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl, Kerbfallklassifizierung des Strukturspan-
nungskonzeptes gemaf Eurocode [6], mit Blechdickenkorrektur gemaf [17]
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Abb. 185: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl geman [IW Richtlinie [34]
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Abb. 186: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl gemas 1IW Richtlinie [21]
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Abb. 187: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl gem&n IIW Richtlinie [21], f(te) auch > 1,0
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5.5.3 Modifikation des Blechdicken- bzw. GréBenfaktors zur
Angleichung von Struktur- und Kerbspannungskonzept

Die Lebensdauervergleiche im vorigen Unterabschnitt zeigten keine einheitlichen Er-
gebnisse zwischen Struktur- und Kerbspannungskonzept. Dies ist insofern unbefriedi-
gend, da es sich hier um ein sehr einfaches Standarddetail handelt und es in der Ver-
gangenheit bereits sehr viele Untersuchungen gab, um den GréBeneinfluss korrekt zu
erfassen. In [75] werden viele dieser Untersuchungen aufgelistet und weitere Mdglich-
keiten gezeigt, um den GréBeneffekt abzubilden.

In diesem Abschnitt werden einfache Mdglichkeiten aufgezeigt, wie durch eine Modifi-
kation des Blechdickenfaktors flr dieses Detail die Strukturspannungsergebnisse an
die Kerbspannungsergebnisse angepasst werden kénnen. Dies soll vor allem zur An-
regung weiterer Untersuchungen in diesem Bereich dienen. In Bezug auf das Struk-
turspannungskonzept wird in [75] auf den zunehmenden Einsatz der Finiten Elemente
Methode in der Ermidungsbemessung hingewiesen und herausgestellt, dass beson-
ders der GroBeneffekt bei dieser Methode besser untersucht und dokumentiert werden
sollte. Wie in [33] angeflhrt wird, ist das Kerbspannungskonzept sehr gut fir den Ver-
gleich unterschiedlicher Bauteilabmessungen und Schwei3naht-Geometrien geeignet.
Daher wurde es auch von Kéttgen et al. [70] und Olivier et al. [39] genutzt, um den
Blechdickenfaktor fir das Strukturspannungskonzept zu kalibrieren.

Lotsberg gibt in [75] auch einen neuen Vorschlag fur die Berechnung einer effektiven
Blechdicke tett an, der es ermdéglichen soll, den Blechdickeneinfluss besser abbilden
zu kénnen. Die geman Gl. 53 mit diesem Vorschlag in [75] berechneten effektiven
Blechdicken teft sind in Tab. 24 angeflihrt. Die restlichen Parameter zur Berechnung
des Blechdickenfaktors f(tef) (Gl. 38 mit to = 25 mm; n = 0,3) und die anschlieBende
Modifikation der FAT Klassen entsprechen der [IW Richtlinie [21]. Die daraus resultie-
renden Lebensdauerergebnisse sind in Abb. 188 dargestellt. Dabei sind auch Blech-
dickenfaktoren f(te) > 1,0 berlicksichtigt, die eine Erhéhung der Lebensdauer bei
Blechdicken teff < 25 mm bewirken, da so die Auswirkungen des Blechdickenfaktors
besser beurteilt werden kénnen. Die GréBenordnung der Abweichungen der Konzepte
in Abb. 188 kann in etwa mit Abb. 187 verglichen werden.
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Zusatzlich wurde, zum Vergleich, durchgehend FAT Klasse 90 angenommen (vgl.
Abb. 189). Dadurch reduzieren sich die Springe durch die Klassifizierungsanmerkun-
gen der lIW Richtlinie (vgl. Abb. 109) und die Anpassung der Konzepte gelingt etwas
besser.

Ein weiterer, neuer Vorschlag zur Berechnung des Blechdickenfaktors ist in Gl. 54
dargestellt. Dieser baut auf der Eurocode Klassifizierung (FAT Klasse 100) und dem
Blechdickenfaktor aus [17] (Gl. 43) auf und berUcksichtigt zusatzlich den Einfluss der
Anschlusslange L, auf Basis der festgestellten Ergebnisse in dieser Arbeit. Die resul-
tierenden Ermidungsfestigkeiten Aocmod Sind ebenfalls in Tab. 24 aufgelistet und die
zugehorigen Lebensdauerergebnisse sind in Abb. 190 dargestellt. Mit diesem Vor-
schlag kann fir die untersuchten Abmessungsvarianten des Quersteifenanschlusses
eine relativ gute Anpassung der Strukturspannungsergebnisse an die Kerbspannungs-
ergebnisse erreicht werden. Es sind allerdings weitere Untersuchungen erforderlich,
um die Parameter zur Einbeziehung der Anschlusslange auch fir andere Bauteildetails
und weitere Geometrievarianten zu tUberprifen. Der Vorschlag in Gl. 54 soll vor allem
dazu dienen, das Potential der zusatzlichen Einbeziehung der Anschlusslange aufzu-

zeigen.

tys =min(14mm+0,66-L;t) Gl. 53
0,2 0,16
f(t,L) = (2—5j (1—5) Gl. 54
t L
AGc,mod = AGc f(t, L) Gl. 55
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Tab. 24: Alternative Blechdickenfaktoren und zugehdérige modifizierte Ermidungsfestigkeiten Accmod

Variante [mm] Lotsberg [75], Gl. 53 Gl. 54
tua| L |FAT IIW| teff |f(terr) | FAT IIW - f(terr) | FAT 90 - f(terr) | f(t,L) [ FAT 100 - f(t,L)
V1 12119,3| 90 12 1,25 112 112 1,11 111
V2 12129,0| 90 12 1,25 112 112 1,04 104
V3 |24]19,3| 90 24 (1,01 91 91 0,97 97
V4 |24129,0/ 80 24 (1,01 81 91 0,91 91
V5 [24(38,6| 90 24 11,01 91 91 0,87 87
V6 |24(48,3| 90 24 (1,01 91 91 0,84 84
V7 |40(19,3| 90 |26,7(0,98 88 88 0,87 87
V8 |40(29,0| 90 |33,1(0,92 83 83 0,82 82
V9 |40(38,6| 90 |39,5(0,87 78 78 0,78 78
V10 |40(48,3| 80 40 |0,87 69 78 0,75 75

- Anm.: Ermittlung f(tetr) nach Gl. 38 mit to = 25 mm, n = 0,3
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Abb. 188: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl mit modifizierten Ermidungsfestigkeiten
(mit FAT nach lIW und f(terr) nach Gl. 38, mit ter nach Gl. 53)
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Abb. 189: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl mit modifizierten Ermidungsfestigkeiten
(mit FAT 90 und f(tef) nach Gl. 38, mit teit nach Gl. 53)
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Abb. 190: Vergleich der maximalen Lastwechselanzahl mit modifizierten Ermidungsfestigkeiten
(mit FAT 100 und f(t,L) nach Gl. 54)
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5.5.4 Lebensdauervergleiche der untersuchten Abmessungsvarianten mit
Strukturspannungen die den Blechdickeneffekt bereits inkludieren

Die korrekte Berucksichtigung des Blechdickeneinflusses mit einem aus den Struktur-
spannungsberechnungen abgeleiteten Blechdickenfaktor ist aufwendig. Daher wur-
den, wie in Abschnitt 5.3.2 beschrieben, neuerlich Strukturspannungen berechnet, die
keiner zusatzlichen Spannungsextrapolation und Modifikation durch einen Blechdi-
ckenfaktor bedirfen, um auch fir diesen Fall Lebensdauervergleiche anstellen zu kén-
nen. Die zugehorigen Lastwechselzahlen werden wieder fur alle Abmessungsvarian-
ten aus Tab. 14 dargestellt und mit den Ergebnissen des Kerbspannungskonzeptes
verglichen.

Damit der Blechdickeneinfluss direkt in den Strukturspannungen enthalten ist, sind
sehr fein vernetzte FE-Modelle erforderlich (ElementgréBe < 0,5 mm). Die Struktur-
spannungen wurden gemal dem Ansatz von Haibach [65] 2 mm vor dem hot spot (vgl.
Abb. 115) und geman dem Ansatz von Xiao und Yamada [66] 1 mm unterhalb des hot
spots, in den schon vorhandenen Kerbspannungssubmodellen abgelesen. Diese sind
in Tab. 25 aufgelistet. Die zugehérige Lastwechselanzahl kann mit Gl. 52 und einer
FAT Klasse 100 berechnet werden.

Anzumerken ist, dass FAT Klasse 100 genau genommen nur von Xiao und Yamada
vorgeschlagen wurde. Wie die folgenden Lebensdauervergleiche zeigen, ergeben sich
aber auch bei Strukturspannungen, die 2 mm vor dem hot spot abgelesen wurden, mit
FAT Klasse 100 &hnliche Lebensdauerergebnisse.

Die Lebensdauervergleiche in Abb. 191 und Abb. 192 zeigen beide eine gute Uberein-
stimmung mit dem Kerbspannungskonzept. Der Ansatz von Xiao und Yamada ist et-
was naher an den Kerbspannungsergebnissen und fir alle Abmessungsvarianten im
Vergleich zum Kerbspannungskonzept auf der sicheren Seite.

Der Vorteil dieser Methoden, im Vergleich zum Kerbspannungskonzept, ist, dass die
FE-ElementgrdBe nicht den strengen Anforderungen des Kerbspannungskonzeptes
genugen muss (die Elemente kdnnen etwas gréBer sein) und die aufwendige Model-
lierung des effektiven Kerbradius entfallen kann.
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Millionen

Lastwechselanzahl

Tab. 25: Strukturspannungen geman Haibach und Xiao/Yamada

fur alle Abmessungsvarianten

Ablesung ons hach Ablesung ohs
o'hs in [N/mmZ] o'hs / onom ahs in [N/mm2] o'hs / Onom
\'A| 88,2 1,10 87,3 1,09
V2 94,8 1,18 93,5 1,17
V3 92,1 1,15 93,2 1,16
V4 98,0 1,23 100,7 1,26
V5 102,1 1,28 108,0 1,35
V6 106,7 1,33 112,9 1,41
V7 94,5 1,18 95,3 1,19
V8 100,4 1,25 104,5 1,31
V9 103,8 1,30 111,2 1,39
V10 106,3 1,33 115,6 1,44
4,5
4,0 12/@ - Strukturspannungskonzept = = = -
79/;, Kerbspannungskonzept -_—
3,5 &
3,0
2,5
2,0
1,5
1,0
0,5
0,0

18,0 20,0 22,0 24,0 26,0 28,0 30,0 32,0 34,0 36,0 38,0 40,0 42,0 44,0 46,0 48,0

L [mm]

Abb. 191: Lebensdauervergleich, Strukturspannungsergebnisse gemal dem
Ansatz von Haibach fiir die Ablesung von ons und FAT = 100
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4,0 Strukturspannungskonzept = = = -

Millionen

Kerbspannungskonzept e

3,5

3,0

2,5

2,0

1,5

Lastwechselanzahl

1,0
0,5

0,0
18,0 20,0 22,0 24,0 26,0 28,0 300 320 340 360 380 40,0 42,0 44,0 46,0 48,0 50,0

L [mm]

Abb. 192: Lebensdauervergleich, Strukturspannungsergebnisse geman dem
Ansatz von Xiao und Yamada fiir die Ablesung von ons und FAT = 100

5.6 Ergebnisvergleich mit Laborversuchen

In diesem Abschnitt wird die rechnerisch ermittelte Lebensdauer der untersuchten
Wohlerlinienkonzepte mit Laborversuchen von Fisher et al. [76] verglichen. Es kbnnen
nur tendenziell die Unterschiede aufgezeigt werden, da die Ermidungsfestigkeitswerte
in Eurocode und IIW Fraktilwerte darstellen und daher nicht unmittelbar mit den Ver-
suchswerten direkt vergleichbar sind. Fisher untersuchte die Ermidungsfestigkeit von
Uber 69 geschweiBten I-Tragern, mit insgesamt 118 Quersteifenanschlussdetails, auf
unterschiedlichem Lastniveau. Davon waren 44 Quersteifenanschliisse direkt mit den
Gurten des I-Tragern verschweif3t und somit identisch mit dem in dieser Arbeit betrach-
teten Referenzdetail. Die Versuchstrager sind in Abb. 193 schematisch dargestellt.
Deren Detailabmessungen sind in Tab. 26 angegeben (Bezeichnung siehe Abb. 105).
Flr einen konsistenten Lebensdauervergleich wurden flir die in den Laborversuchen
von Fisher et al. verwendeten Detailabmessungen die Struktur- und Kerbspannungen
berechnet. Fir den Tragertyp SC Dbetragt der Strukturspannungsfaktor
fhs = Ohs/Onom = 1,23 und fir den Tragertyp SG bzw. SB 1,16. Der ermittelte Kerbspan-
nungsfaktor frotch = Gnotch/Onom betragt 2,47 fiir den Tragertyp SC und 2,48 fiir den Tra-
gertyp SG bzw. SB. Die verwendeten Submodelle &hneln Abb. 163, jedoch wurde auf
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die Modellierung des Langstragers verzichtet und Submodell 1 mit konstanter &u3erer
Nennspannungsverteilung berechnet. Die Strukturspannungsfaktoren wurden mit der
linearen Extrapolationsvorschrift und einer groben FE-Vernetzung berechnet. Die
Kerbspannungsfaktoren wurden mit einem Kerbspannungssubmodell nach Variante
SM_a, einer ElementgréBe im Kerbradius von 0,25 mm und vollem Integrationsansatz
(C3D20 Elementen in Abaqus) berechnet. Das Nennspannungsspiel Aonom am Quer-
steifenanschluss und die zugehdrigen Lebensdauerergebnisse sind in Tab. 27 ange-
fuhrt. Sie wurden fir das Nennspannungskonzept mit Gl. 56, flr das Strukturspan-
nungskonzept mit Gl. 57 und flir das Kerbspannungskonzept mit Gl. 58 berechnet.
Sowohl gemaB IIW, als auch geman Eurocode sind bei diesen Detailabmessungen
keine Blechdickenfaktoren anzusetzen. Die Kerbfallklassifizierung unterscheidet sich
allerdings bei Eurocode und IIW. Der Vergleich der rechnerischen Lebensdauer mit
der tatsachlich ermittelten Lebensdauer ist in Abb. 194 als Diagramm dargestellt.

Die rechnerischen Lebensdauerergebnisse in Tab. 27 bzw. Abb. 194 zeigen flr prak-
tisch alle Quersteifenanschliisse und Berechnungsarten, wie zu erwarten, konserva-
tive Ergebnisse. Lediglich ein Quersteifenanschluss (SCB 331) versagte friiher, als mit
dem Kerbspannungskonzept prognostiziert. Die Uberschatzung der Lebensdauer von
1,5 % ist jedoch sehr gering. Der Vergleich mit den Versuchsdaten zeigt, dass alle
Berechnungsarten fir diese Falle grundsatzlich méglich sind. Das Kerbspannungskon-
zept liefert dabei die hdchste rechnerische Lebensdauer. Mit dem Kerbspannungskon-
zept wird der lebensdauererh6hende Effekt der relativ diinnen Untergurtbleche (9,8
und 12,3 mm) implizit abgebildet. Es sein nochmals darauf hingewiesen, dass dieser
Vergleich nur als grobe Abschatzung zu sehen ist, da hier wenige Versuchsergebnisse
mit Fraktilwerten der Ermidungsfestigkeiten verglichen werden.
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Variante b h tua tst a an L
SC 170,9 | 350,8 | 9,8 7,4 | 6,35 9 254
SG,SB |196,3|965,2| 123 | 6,6 | 6,35 9 24,6
- Nachrechnung mit dem Nennspannungskonzept:
FAT Y
LW :( J .2.10°
A(jl’lOrT'l
mit: FATecs = 80
FATuw = 71

B g A PR S} aexzte
e />_>-5'|s
1%

b) Typ SG bzw. SB /!5“73(‘
/ Y4 Web
B g
o KL T
\ -
-g" 2-4" 2-4" g 10" o' 16" 2'g" 20" 6"
© 0 0e e o @
8 7-0" 5-0" 7-0" 8"
U x 3k bix 3k
¥ e
lqll
T

Abb. 193: Versuchstrager, Abmessungen in inch, entnommen aus [76]

Tab. 26: reale Detailabmessungen in mm

Aonom = Schwingspiel im Versuch

- Nachrechnung mit dem Strukturspannungskonzept:

LW=(
f

mit:

FAT

(o)

3
—j .2.10°
A nom

hs

FATecs = 100

FATuiw =90

fhs = 1,23 flir Typ SC
fhs = 1,16 fur Typ SG bzw. SB
Aonom = Schwingspiel im Versuch

221

Gl. 56

Gl. 57



- Nachrechnung mit dem Kerbspannungskonzept:

3
LW = L .2-10°
f Ac

notch nom

Gl. 58

mit: froteh = 2,47 flr Typ SC
froteh = 2,48 fUr Typ SG bzw. SB
Aonom = Schwingspiel im Versuch

120%

_ 100%

3

3

2 80%

3 = LW Kerbsp.K.

[

° 60% === LW Struktursp.-K. EC3
2

2 — - LW Nennsp.-K. EC3

5 40%

-Fi ----- LW Struktursp.-K. [IW
£ 20% —— LW Nennsp.-K. lIW

0%

AN M AN A NN AN AN NN AN AN AN AN AN AN AN AN A ND AN AN NN
Add I TN NNNANMONNNNONISTTTTT AT AT TNNNNANNODOODNDNNNNONO OO
NAaNNmOmAaNAnOddTNANNNONOdTTANANNNANOONNOOONNOOONNONONONSOO
QOOOODODDDDDDDDDDDD DD D NN DD D DD D DD D DD DDDDDDDDD
[CHCHCHURTRURTRURTRURURURURURCRURCRURURURUNT)

ARRR3ARRARRAARRAARRIARARAIAZIIIZIIIIILIZIIIIIIILIEETRESRRS

Abb. 194: Rechnerische Lebensdauer in % der tatsachlichen Lebensdauer im Versuch
(ohne Berticksichtigung von Teilsicherheitsfaktoren)
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Tab. 27:

Lebensdauervergleich mit Laborversuchen in [76], Lastwechselangabe x103

. Nennspannungs- | Strukturspannungs- Kerbspannungs-
il el konzept konzept konzept
Abmessungs-

variante Nennspannung

A om beim gemessene LW LW LW LW LW

Steifenan- LW EC3 lw EC3 lw

schluss
[N/mm?]

SCB 211 2616
SCB 212 3787
SCB 213 99,3 4512 1046 731 1098 800 1544
SCB 311 4741
SCB 312 3197
SCB 221 1691
SCB 222 1329
SCB 223 132,5 807 440 308 462 337 650
SCB 321 1438
SCB 322 1092
SCB 131 584
SCB 132 579
SCB 231 492
SCB 232 165 527 228 159 239 174 337
SCB 233 421
SCB 331 322
SCB 332 428
SCB 141 355
SCB 142 302
SCB 241 198 214 132 92 138 101 195
SCB 242 361
SCB 243 495
SGB 211 6617
SGB 212 3854
SGB 311 95,2 6060° 1187 830 1485 1083 1731
SGB 312 2012
SGB 221 1742
SGB 222 1366
SGB 321 127 1316 500 349 626 456 729
SGB 322 1553
SGB 323 1261
SGB 231 676
SGB 232 737
SGB 331 158 786 260 181 325 237 379
SGB 332 700
SGB 333 627
SBB 221 1264
SBB 222 1641
SBB 321 127 1206 500 349 626 456 729
SBB 322 1329
SBB 231 1037
SBB 232 561
SBB 331 158 804 260 181 325 237 379
SBB 332 950

Anm. LW*: Versuchsabbruch da, trotz hoher LW-Anzahl, keine Risse feststellbar
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5.7 Integration der alternativen Wohlerlinienkonzepte in den konventionellen
Restlebensdauernachweis von Eisenbahnbriicken

In diesem Abschnitt wird gezeigt, wie die alternativer Wohlerlinienkonzepte in den kon-
ventionellen Restlebensdauernachweis von Eisenbahnbricken integriert werden kdn-
nen. Daflr wird im folgenden Beispiel das Kerbspannungskonzept verwendet. Sinnge-
maf kann jedoch auch das Strukturspannungskonzept eingesetzt werden.

Die konventionellen Restlebensdauernachweise von Eisenbahnbricken verwenden
Schadenséquivalenzfaktoren A, um das schadensaquivalente Nennspannungsspiel
Ace2 = A - ¢2 - Aozt zu berechnen (vgl. Kapitel 2). In Gl. 4 und Gl. 6 ist ersichtlich, wie
das schadenséaquivalente Nennspannungsspiel zur Berechnung der Bauteilschadi-
gung verwendet wird. Durch die Multiplikation mit dem Kerbspannungsfaktor frotch =
Onotch/ Onom Kann das schadensaquivalente Nennspannungsspiel in ein schadensaqui-
valentes Kerbspannungsspiel umgerechnet werden. Mit der FAT Klasse Acoc = 225
N/mm?2 ergibt sich dann eine mit dem Kerbspannungskonzept berechnete Schadi-

gungssumme D1996,notch bzw. DJahr,neu,notch, wie in Gl. 59 und Gl. 60 dargestellt ist.

5 (hy -0y Acy -f Y
D996 n0tch = (VFf 'VMt) ( A2 22571 = hj Gl. 59
5 5
D _ (ny ) YMf) . }\’neu ) ¢2 ) A('571 ) fnotch Gl. 60
Jahr,neu,notch 1 00 225

Der Quersteifenanschluss (mit Detailabmessungen V1 in Tab. 14) definierte die rech-
nerische Restlebensdauer der Eisenbahnbriicke, die am Institut fir Stahlbau in [14]
hinsichtlich Ermidung untersucht wurde. Die hier vorgestellte Integration des
Kerbspannungskonzeptes in den Restlebensdauernachweis, gemans ONR 24008,
ergibt bei diesem Quersteifenanschluss eine deutliche Verlangerung der rechneri-
schen Restlebensdauer, da die Schadigungssummen D1ggs und Duanr,neu jeweils auf 30
% reduziert werden (vgl. Gl. 61, frotch aus Tab. 22 fir Abmessungsvariante V1).

Ao, ) _p.(222-80
225 )

f 5
Dnotcth-(L — j ~D-0,306 Gl. 61
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5.8 Schlussfolgerungen

Die dargestellten Lebensdauervergleiche zeigten, dass, durch die genauere Erfassung
der Bauteilgeometrie mit dem Struktur- und Kerbspannungskonzept, durchaus Poten-
tial vorhanden ist, die Lebensdauer zutreffender als mit dem Nennspannungskonzept
zu berechnen. Vor allem dadurch, dass ein Kerbfall im Nennspannungskonzept viele
Abmessungsvariationen abdecken muss und dadurch automatisch immer fir den
schlechtesten Fall innerhalb der mitabgedeckten Abmessungen gelten muss. Dies be-
deutet jedoch nicht automatisch eine Verlangerung der Lebensdauer, in Bezug auf das
Nennspannungskonzept. Wie die Vergleiche fir verschiedene Anschlusslangen L zei-
gen, ergeben sind gerade fur groBe Anschlusslangen mit dem Kerbspannungskonzept
auch weniger Lastwechsel als im Nennspannungskonzept.

Die Vergleiche zeigen deutlich, dass der Blechdickeneinfluss nicht vernachlassigt wer-
den darf. Dies zeigt auch die grundlegende Definition der Strukturspannung, da die
Strukturspannung alle spannungserhéhenden Effekte der Bauteilgeometrie, auBer der
nichtlinearen Spannungsspitze der SchweiBnahtkerbe, abbilden muss.

Die Strukturspannungs-Klassifizierung des Quersteifenanschlusses als FAT Klasse
100, wie im Eurocode definiert, scheint mit einer zutreffenden Berlicksichtigung des
Blechdickeneinflusses durchaus in Ordnung. Dies zeigt beispielsweise Abb. 192, wo
die Strukturspannung geman der Empfehlung von Xiao und Yamada berechnet wurde.
Wird die Strukturspannung hingegen mit einer Methode berechnet, die den Blechdi-
ckeneinfluss nicht direkt abbilden kann, beispielsweise mit einer Extrapolationsme-
thode oder mit dem direkten Ablesen am hot spot, ist der Blechdickeneinfluss im Nach-
hinein zwingend durch einen Blechdickenfaktor zu bertcksichtigen. Die Lebensdauer-
vergleiche zeigen, dass es nicht einfach ist, einen zutreffenden Blechdickenfaktor zu
bestimmen. Gerade bezlglich des Blechdickenfaktors gibt es in der Literatur unter-
schiedlichste Regelungen. Hier ist sicherlich weiterer Forschungsbedarf gegeben, da
der groBe Vorteil des Strukturspannungskonzeptes gerade in der Mdglichkeit liegt, ein
relativ grob vernetztes FE-Modell zu verwenden. Wie in Abb. 190 gezeigt, ist es auch
mit einem Blechdickenfaktor mdglich, &hnliche Ergebnisse wie mit dem Kerbspan-
nungskonzept zu erzielen.

Dass im Eurocode auch im Nennspannungskonzept auf einen Blechdickenfaktor flr
den Kerbfall Quersteifenanschluss verzichtet wird, ist nach den gezeigten Vergleichs-

rechnungen nicht ganz nachvollziehbar. Auch hier ware aus der Sicht des Autors eine
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Berlcksichtigung unterschiedlicher Gurtdicken sinnvoll. Gerade die genaue Analyse
des haufig maBgebenden Anschlussdetails einer Quersteife am Untergurt zeigt, die
fehlende Vorgabe eines Korrekturfaktors ks fir die Gurtdicke.

Dass das Strukturspannungskonzept in den Eurocode aufgenommen wurde, ist durch-
aus zu begriBBen. Es sollten jedoch, gerade zur Vermeidung von Missverstandnissen
in der Anwendung, auch die zugehdrigen Berechnungsvarianten zumindest erwahnt
werden. Darlber hinaus wére sicherlich auch die Aufnahme des Kerbspannungskon-
zeptes im Eurocode sinnvoll. Die Lebensdauervergleiche mit Laborversuchen an Tra-
gern, die praktisch die gleichen Abmessungen wie die Langstrager der Referenzbru-
cke hatten, zeigen deutlich das Potential des Kerbspannungskonzeptes. Wie in Ab-
schnitt 5.7 dargestellt, Iasst sich das Struktur- bzw. das Kerbspannungskonzept relativ
einfach in den konventionellen Restlebensdauernachweis von Eisenbahnbricken in-
tegrieren.

Die Problematik der Festlegung der Ermidungsbeanspruchung der Vergangenheit
(beispielsweise durch die Verwendung von Aat) besteht allerdings weiterhin. Nur die
Integration der Bruchmechanik in den Restlebensdauernachweis, wie nachfolgend in
Abschnitt 6 gezeigt, macht eine Kenntnis der Ermidungsbeanspruchung der Vergan-

genheit hinfallig.
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6 Anwendung der Bruchmechanik

In diesem Kapitel wird die Anwendung der bruchmechanischen Restlebensdauerbe-
rechnung am Beispiel eines geschweifBten Referenzdetails dargestellt. Dabei wird das-
selbe Referenzdetail wie in Kapitel 5 betrachtet, das bereits in Abschnitt 5.1 naher
beschrieben wurde. Die Grundlagen der Bruchmechanik werden in dieser Arbeit nur
in stark verkdrzter Form, in besonderem Hinblick auf die praktische Restlebensdauer-
berechnung von Eisenbahnbricken erlautert. Die erforderlichen Werkzeuge und Me-
thoden zur praktischen Anwendung der Bruchmechanik werden detaillierter behandelt
und sind groBteils der FKM Richtlinie [77] und dem British Standard [59] entnommen.
Far einen umfassenderen Einblick in die Bruchmechanik und weitere Hintergriinde
sind beispielsweise die Blcher von Edel [78], Anderson [79], Kuna [80] , Blumenauer
[81] oder Biermann et al. [82] zu empfehlen.

Das grundlegende Konzept des bruchmechanischen Restlebensdauernachweises
wurde bereits in Abschnitt 3.5 beschrieben. Der groBe Vorteil des bruchmechanischen
Restlebensdauernachweises ist, dass keine Kenntnis der Ermidungsbeanspruchung
der Vergangenheit erforderlich ist und immer vom aktuellen Untersuchungszeitpunkt

ausgegangen werden kann (vgl. Abb. 41).

6.1 Kurzeinfihrung in die Bruchmechanik

Jeder Werkstoff und jedes Bauteil besitzt Fehlstellen, in unterschiedlichen GréBenord-
nungen. Mit der Bruchmechanik kann das Verhalten von Rissen mit einer GréB8e Uber

1 mm, beschrieben werden, wie in Abb. 195 am Beispiel von Stahl dargestellt ist.
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Physik ~ Materialwissenschaft  Festkorpermechanik
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Abb. 195: Risse auf unterschiedlichen GréBenskalen, entnommen aus [80]

plastische Zone K kontrollierte Zone J

N

Abb. 196: Riss in einer unendlichen Scheibe und Spannungsverteilung vor der Rissspitze, entnommen
aus [79], zuséatzliche Darstellung der plastischen Zone

In der Bruchmechanik wird meist mit sehr einfachen Rissmodellen gearbeitet, da das
Rissverhalten sehr lokal beschrieben werden kann. Das einfachste Rissmodell, ein
Riss in einer unendlichen Scheibe, wird nach einem Begriinder der Bruchmechanik als
Griffith-Riss bezeichnet und ist in Abb. 196 links dargestellt. Rechts in Abb. 196 ist die
Spannungskonzentration vor der Rissspitze dargestellt. Direkt vor der Rissspitze bildet
sich (auBer bei ideal elastischen und damit extrem spréden Materialien) Uber eine ge-
wisse Lange eine plastische Zone. Ist die plastische Zone vor der Rissspitze sehr klein,
im Vergleich zu der Riss- bzw. Bauteilgr6Be, kann das Rissverhalten mit der linear-

elastischen Bruchmechanik (LEBM) beschrieben werden. Mit zunehmender GroR3e der
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plastischen Zone, verliert die LEBM ihrer Gultigkeit. Das Rissverhalten kann dann nur
mehr mit der elastisch-plastischen Bruchmechanik (EPBM) beschrieben werden.

Der wichtigste Parameter der LEBM ist der Spannungsintensitétsfaktor K. Er kann mit
Gl. 62 berechnet werden und definiert die Gré3e aller FeldgréBen (Verschiebungen,
Verzerrungen und Spannungen) im Nahfeld, direkt vor der Rissspitze in der sogenann-
ten K kontrollierten Zone (vgl. Abb. 196). Weiter weg verliert K seine Giiltigkeit. Die
FeldgréBen bilden im Nahfeld eine 1/+/r Singularitat. Diese Singularitat gilt in der Pra-
xis naturlich nicht bis zur Rissspitze bei r = 0, sondern nur bis zum Rand der plasti-

schen Zone.
K =oyra-Y Gl. 62

Der Spannungsintensitatsfaktor K steigt linear mit zunehmender auBerer Spannung ¢
und ist proportional zur Risslénge a. Y ist eine Funktion, die sowohl von der Bauteilge-
ometrie, als auch von der Rissgeometrie, abhangig ist. Bei dem Giriffith-Riss in Abb.
196 (Riss der Lange 2a in einer unendlichen Scheibe unter Zugspannung) gilt Y = 1.
Far andere Rissmodelle gibt es beispielsweise in der FKM Richtlinie [77] umfangreiche
Formelsammlungen zur Bestimmung der jeweiligen Geometriefunktion Y und des zu-
gehdrigen Spannungsintensitatsfaktors. Der Index | steht fiir den Risséffnungsmodus
l, bei dem die Spannung normal zur Rissebene (= den Rissufern) wirkt (vgl. Abb. 197).
Bei Modus Il (ebener Schermodus) verschieben sich die Rissufer in ihrer Ebene senk-
recht zur Rissfront (= Risspitze) und bei Modus Il (nichtebener Schermodus) verschie-
ben sich die Rissufer in ihrer Ebene parallel zur Rissfront. Die Uberlagerung dieser
drei idealisierten Risso6ffnungsarten ergibt eine sogenannte Mixed-Mode Beanspru-
chung. Bei Ermidungsrissen reicht jedoch oft die einfache Annahme einer Modus |
Beanspruchung aus, da der Risswiderstand bei Modus | am geringsten ist und ein Riss
in den meisten Fallen normal zur maximalen Hauptspannung wachst. Dies bestéatigen
auch Untersuchungen in [76] und [83], wo dieses Verhalten von Ermidungsrissen un-
ter Mixed-Mode Beanspruchung ebenfalls beobachtet wurde.
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Modus | Modus 11 Modus I11

Abb. 197: Rissoéffnungsarten, entnommen aus [80]

Die elastisch-plastische Bruchmechanik (EPBM) verwendet als Beanspruchungspara-
meter vor der Rissspitze, entweder das J-Integral, oder die Rissspitzenaufweitung &
(crack tip opening displacement, CTOD). Dabei kénnen alle Beanspruchungsparame-
ter ineinander umgerechnet werden, wie beispielsweise fir K und J in Gl. 63 dargestellt
ist. Ist die &uBere Spannung gering und damit die plastische Zone sehr klein, kann mit
der LEBM gerechnet werden, bei zunehmender GréBe der plastischen Zone verliert
die LEBM ihre Gultigkeit (vgl. Abb. 198).

K,=vJ-E Gl. 63

mit: E'=E ebener Spannungszustand
E‘'=E/(1-v?  ebener Dehnungszustand
v=0,3 Querdehnzahl fir Stahl
4

EPBM

Beansprchungsparameter

duBere Spannung

Abb. 198: Berechnung von K, bei zunehmender GréBe der plastischen Zone

Das J-Integral definiert, &hnlich wie K, die Intensitat des Rissspitzenfeldes (die GroRe
aller Verschiebungen, Verzerrungen und Spannungen) im Nahfeld direkt vor der Riss-
spitze. Diese von J kontrollierte Zone wird auch HRR-Feld genannt, da Hutchinson,
Rice und Rosengren die J-Integral-Feldlésung entwickelt haben. Weiter weg verliert
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das J-Integral seine Gultigkeit. Im Unterschied zu K, beschreibt das J-Integral die In-
tensitat des Rissspitzenfeldes auch innerhalb der plastischen Zone. Es kann daher
auch bei groB3er plastischer Zone verwendet werden kann. Die Dehnungen zeigen im
Nahfeld eine 1/r Singularitat, die bis zur sogenannten Bruchprozesszone, direkt vor
der Rissspitze, gultig ist. Zur Beschreibung der Vorgange in der Bruchprozesszone,
muss die Betrachtungsebene gewechselt werden (vgl. Abb. 195).

Das J-Integral eignet sich sehr gut flir eine numerische Berechnung, da es bei einem
stationaren Riss und monoton steigender Belastung als wegunabhangiges Linienin-
tegral rund um die Rissspitze definiert werden kann und daher in vielen FE Program-
men direkt implementiert ist (vgl. Abb. 199).

Abb. 199: Beliebiger Integrationspfad um die Rissspitze, zur
Berechnung des J-Integrals

In Abb. 200 werden verschiedene Arten der Rissausbreitung beschrieben. Dabei ist
die Unterscheidung zwischen einer einmaligen Belastung (Traglastberechnung), die
mit K oder J beschrieben werden kann, und einer Ermidungsbelastung AK besonders
wichtig, da manche Bezeichnungen zur Rissausbreitung in der Literatur nicht eindeutig
verwendet werden und eine korrekte Einordnung oft nur tber diesen Kontext méglich
ist. Beispielsweise wird die Bezeichnung stabiles Risswachstum, sowohl bei einer ein-
maligen Belastung, als auch bei Ermidungsbelastung, verwendet. Bei einer Ermu-
dungsbelastung AK, die den Schwellenwert der bruchmechanischen Dauerfestigkeit
AKin Gberschreitet, findet allmahliches (oder stabiles) Risswachstum statt. Oftmals wird
auch die Bezeichnung Ermidungsrisswachstum verwendet.

Als stabiles Risswachstum wird in der Literatur aber auch das Risswachstum bezeich-
net, das bei einmaliger monoton steigender Beanspruchung auftritt, wenn das Riss-
wachstum unter laufendem Energieaufwand (plastischer Verformung) voranschreitet
und nicht schlagartig (instabil) stattfindet. Da die plastischen Verformungen vor der
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Rissspitze ein gewisses Maf an Energie bendtigen, stoppt ein stabil wachsender Riss
auch wieder, wenn die dulBere Belastung nicht weiter gesteigert wird. Ein Zahbruch
kann nur eintreten, wenn die Belastung laufend gesteigert wird.

Bei einer monoton steigenden Belastung und sprédem Materialverhalten startet ab ei-
nem gewissen Grenzwert - der Bruchzahigkeit Kic - instabiles Risswachstum, das zu
einem Sprddbruch fihrt.

Wie in Abb. 200 dargestellt, gibt es noch weitere Kombinationsmadglichkeiten der Riss-
ausbreitung. Beispielsweise kann ein Riss zuerst stabil wachsen und dann instabil
werden, oder ein Riss kann in einen Bereich mit héherer Z&higkeit oder niedrigerer
Beanspruchung wachsen und wieder arretieren. Fir eine tiefergehende Beschreibung
wird auf die genannten Literaturquellen verwiesen. Diese Arbeit beschaftigt sich haupt-
sachlich mit dem ErmUdungsrisswachstum, zur Berechnung der mdglichen Lastwech-
selanzahl, bis zu einer maximal erlaubten Rissgréie (vgl. Abschnitt 6.3) und dem Trag-
sicherheitsnachweis gegen Sprodbruch bei der maximalen RissgréBe (vgl. Abschnitt
6.2). Die dafur erforderlichen bruchmechanischen Materialparameter werden in Ab-

schnitt 6.4 erklart und angegeben.

Risshildung

}

Bauteil
(Probe)

mit Riss
Risseinleitung

{

Rissausbreitung

N

instabil@ 5tabi|® allmahliches

l 0 I . @Risswaihstum

Arretiort Schwingbruch
[ rrz_ler er] [S_prﬁdbruch] [ Zahbruch ] Kriechbruch
155 Spannungsrisskorrosion

Abb. 200: Mdglichkeiten der Rissausbreitung, nach Blumenauer [81], entnommen aus [82]
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6.2 Konzept zur Tragsicherheitsbewertung eines Bauteils mit Riss

Um die Bauteile mit einem Riss bzw. deren Tragféahigkeit bewerten zu kénnen, wird in
dieser Arbeit das FAD-Konzept (Failure Assessment Diagramm) verwendet, wie es in
der FKM Richtlinie [77] beschrieben wird. Das grundlegende Konzept entwickelte sich
aus der Zwei-Kriterien-Methode von Dowling und Townley [84]. Spater wurde es von
Harrison et al. [85] und Milne et al. [86] [87] flir das CEGB (Central Electricity Genera-
ting Board der British Energy), unter der Bezeichnung R6 Methode, weiterentwickelt.
Die R6 Methode dient auch als Grundlage des Sicherheitsnachweises gegen Spréd-
bruch im Eurocode 1993-1-10.

In Abb. 201 ist beispielhaft ein FAD-Diagramm dargestellt. Es ermdglicht, neben dem
Tragsicherheitsnachweis, auch eine Aussage Uber den zu erwartenden Versagensmo-
dus (sprod oder duktil). In der linear-elastischen Bruchmechanik (LEBM) ist das Ver-
sagenskriterium sehr einfach definiert. Ist der Spannungsintensitatsfaktor K kleiner als
die Bruchzahigkeit Kic (vgl. Abschnitt 6.4.1), besteht keine Sprédbruchgefahr. Da die
LEBM nur sehr begrenzte Giltigkeitskriterien hat und gerade im Stahlbau groBe plas-
tische Reserven vorhanden sind, kann dieses einfache Bruchkriterium der LEBM so
unmittelbar nicht angewendet werden. Das Bruchkriterium der elastisch-plastischen
Bruchmechanik (EPBM) lautet J < Jc. Die Berechnung von J erfordert allerdings eine
FE-Rechnung. Mit dem FAD-Konzept kann K auch im Gultigkeitsbereich der EPBM
verwendet werden, da eine Grenzkurve den zulassigen K Faktor bei einer héheren
Belastung reduziert.

Die zwei maBgebenden GréBen im FAD-Diagramm sind die bezogene Risszahigkeit
Kr = K/ Kic auf der vertikalen Achse und der Plastizierungsgrad des Ligamentes L auf
der horizontalen Achse. Das Ligament ist der ungerissene Restquerschnitt vor der
Rissfront. Bei einem Durchriss kann Lr = 1,0 als vollstandiges FlieBen des Nettoquer-
schnitts interpretiert werden, bei konstanter Zugspannung gilt dann Lr = Onenn,netto / fy.
Bei einem halbelliptischen Oberflachenriss ist die Ligamentlange (d. h. der Abstand
der Rissfront zur gegenlberliegenden Bauteiloberflache) jedoch nicht konstant und
damit auch die lokale Beanspruchung des Risses, entlang der Rissfront, unterschied-
lich hoch. Zur zutreffenden Berechnung von Lr sind in der Literatur unterschiedliche
Ansatze zu finden. In der FKM Richtlinie wird die Formel von Sattari-Far und Dillstrém
[88] emfpohlen, die Lr = 1 bei jener Nennspannung definiert, bei der die diinnste Stelle
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vor der Rissfront vollst&dndig plastiziert ist (vgl. Abschnitt 6.6.3). Dieser Zustand tritt vor
dem FlieBen des gesamten Nettoquerschnitts auf.

Die Grenzkurve kann aus dem Verhaltnis von K/ Ky abgeleitet werden (Abb. 198). Je
gréBer die auBere Spannung ist, desto mehr muss der linear-elastisch berechnete
Spannungsintensitatsfaktor abgemindert werden, um als Versagenskriterium verwen-
det werden zu kdnnen. Ist der Bewertungspunkt im FAD-Diagramm innerhalb der ma-
terialabh&ngigen Grenzkurve, kann ein Bauteilversagen ausgeschlossen werden.

Die FKM Richtlinie definiert zwei Standard-Grenzkurven. Eine fir Materialien mit aus-
gepragter Streckgrenze (Gl. 64) — dargestellt in Abb. 201 — und eine fir Materialien
ohne ausgepragter Streckgrenze (Gl. 65). Als Erweiterung gibt die FKM Richtlinie auch
eine Grenzkurvenformel (Gl. 66) an, die bei genauer Kenntnis der Spannungs-Deh-

nungs-Beziehung des Materials verwendet werden kann.

- sproédes Versagen
09 -

0.8 4

074
06 ]
205
0]
03
02]

0.1 5

0

sicherer Bereich
(innerhalb der Grenzkurve)

duktiles Versagen

Abnahme der
Bruchzahigkeit

Veranderung

&4 von o

Zunahme der
Bruchzahigkeit

0

01

T
0.2 03 04 0.5 06 07 0.8
Lr

09

T
1

11 12 13 14

B Bewertungspunkt

@ kritische Belastung

Abb. 201: FAD-Diagramm mit Hinweisen zur Interpretation

Im Folgenden werden die wesentlichen Punkte zur praktischen Anwendung des FAD-
Diagramms aufgelistet. Unter welchen Umstéanden auch Eigenspannungen beim Trag-
sicherheitsnachweis berlcksichtigt werden missen, wird in Abschnitt 6.8.1 behandelt.
Wie Eigenspannungen im FAD-Diagramm bericksichtigt werden kénnen, wird am
Ende dieses Abschnitts beschrieben.

- Der Ordinatenwert K: ist das Verhaltnis des Spannungsintensitatsfaktors zur
Bruchzahigkeit. Bei den Anwendungsbeispielen in diesem Kapitel gilt Kr = K/
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Kuic. Der Index J zeigt an, dass die Bruchzahigkeit mit J-Integral Versuchen be-
stimmt wurde. Dies ist bei den sehr duktilen Baustahlen sinnvoll, da kleinere Ma-
terialproben verwendet werden kénnen.

Der Abszissenwert L ist der Plastizierungsgrad des Ligamentes. In Abschnitt
6.6.3 ist die empfohlene Formel fir L bei einem halbelliptischen Oberflachenriss
angeflhrt. Als maximaler Wert ergibt sich Lrmax = (fy+fu) / 2

Als Grenzkurve kann bei Eisenbahnbriicken immer die Grenzkurve fir Materia-
lien mit ausgepragter Streckgrenze (Gl. 64) verwendet werden, die durch die Ma-
terialparameter E, fy und fu definiert ist.

Liegt der berechnete Bewertungspunkt innerhalb der Grenzkurve, findet kein
Risswachstum bei der gegebenen Beanspruchung statt.

Liegt der Bewertungspunkt auBBerhalb der Grenzkurve und schneidet der Vektor
vom Ursprung zum Bewertungspunkt die Grenzkurve im Bereich Lr 2 1, wird duk-
tiles Versagen (FlieBen des Nettoquerschnitts) erwartet. Dies ist in Abb. 201 dar-
gestellt.

Liegt der Bewertungspunkt auBBerhalb der Grenzkurve und schneidet der Vektor
vom Ursprung zum Bewertungspunkt die Grenzkurve im Bereich Lr < 1, wird
sprdédes Versagen erwartet.

Der Schnittpunkt definiert die kritische Last, bei der der betrachtete Grenzzu-
stand (Start des duktilen oder spréden Risswachstums) erreicht wird.

Ist die Bruchzahigkeit héher, wandert der Bewertungspunkt vertikal nach unten
(Kr wird kleiner)

Ist die Bruchzéahigkeit kleiner, wandert der Bewertungspunkt vertikal nach oben
(Kr wird grof3er)

Ist die Nennspannung héher, wandert der Bewertungspunkt entlang des Vektors
vom Ursprung weg nach auf3en

Ist die Nennspannung niedriger, wandert der Bewertungspunkt entlang des Vek-
tors Richtung Ursprung
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e Grenzkurve flr Materialien mit ausgepragter Streckgrenze:
122
flL,)=|1+—= firO<Lr<1
1
“[a+])? fiir Ly = 1
f(Lr)— K+Z r= G| 64

REL
f(Lr) = [7\, —+ —] - Lr2N fUI’ 1 < Lr < Lr’max

mit: 7w=1+¥

y

f
A8=0,0375(1— Y }

1000
fy
N=0,3 1—f—

L :l(fyﬂ‘uJ
' 2\ f,

e Grenzkurve fur Materialien ohne ausgepragter Streckgrenze:

2\ 72
fL,) :(1 +%j (0=3+057exp(—ul-?)) firo<L <1
Gl. 65

N—1

\
f(L,)=15 2-(0,3 +0,7exp(—pn))-L2N fir 1 < Ly < Ly max

mit: pn=min 0,001( E j;O,G
fy0,2
Nzo,3[1—fyf°’2J

. :l(fyo,2 +f, J
r,max 2 fyo,2
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e Grenzkurve bei genauer Kenntnis der Spannungs-Dehnungs-Beziehung:

1
Ee 1Llc |2 )
f(Lr) =|:?8+§ Er::| fir O < Lr < Lrmax Gl. 66

mit: o=Lf

e Bericksichtigung von Eigenspannungen im FAD-Diagramm:

Wie Eigenspannungen im FAD-Diagramm berucksichtigt werden missen, héngt
grundsatzlich davon ab, welche Eigenspannungen gemeint sind. Eigenspannungen,
die zu Normalkraften in einem Bauteil fihren, wirken am Bruchmechanikmodell wie
eine zusatzliche duBBere Nennspannung und erhéhen daher sowohl Kr als auch L. Im
Gegensatz dazu beeinflussen Eigenspannungen an einem Querschnitt, die sich in
Summe Uber den gesamten Querschnitt aufheben, nur den Parameter Kr und nicht
den Parameter L:, da diese nicht zum plastischen Kollaps fihren kdnnen. Dieser Fall
wird im Folgenden beschrieben.

Mit Gl. 67 kann die Erhéhung von K: durch Eigenspannungen im FAD-Diagramm be-
ricksichtigt werden. Der Index p steht flr Primarspannung (= &uBBere Nennspannung),
der Index s steht flir Sekundarspannung (= Eigenspannung) und p dient als Korrektur-
term. Kmat ist in der FKM Richtlinie die allgemeine Bezeichnung der Bruchzahigkeit
(vgl. Abschnitt 6.4.1).

K
K=—"-+—"14p Gl. 67

Es sind 3 Falle zu unterscheiden:

- Fall 1: Ist Ks < 0, gleichwertig zu Druckeigenspannungen, oder sind keine Eigenspan-
nungen vorhanden (Ks = 0) gilt p = 0 und Gl. 67 kann direkt berechnet werden.

- Fall 2:Ist Ks > 0 und Kp = 0, gilt ebenfalls p = 0 und statt Ks muss in Gl. 67 der plas-
tisch korrigierte Spannungsintensitatsfaktor KsP aus Gl. 68 eingesetzt werden.
Dieser Fall (reine Zugeigenspannung, ohne aufBere Nennspannung) ist fir die
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Restlebensdauerberechnung von Eisenbahnbricken allerdings ohne Bedeu-

tung.

mit: a_,

2np

1

1

K (a)=| 2 'K, (a)

% und B = 1 fir ESZ bzw. B = 3 fiir EDZ

y

Gl. 68

- Fall 3: Ist sowohl Kp > 0 als auch Ks > 0, muss p mit Gl. 69 und den Werten ¢ und v

aus Tab. 28 berechnet werden. Zur Interpolation der Werte ¢ und vy in Tab.

28, muss zuerst Lr, Kp und KsP (mit Gl. 68) berechnet werden.

p=y+o/1-—21>0 Gl. 69
KS
Tab. 28: Parametertabellen fir v und ¢ aus [77]
Parameter vy Parameter ¢
L4 Ks* 1 (Ko / Lo) L Ke I (Kp /L)

0 05 1,0 1,5 2,0 25 3,0 35 4,0 45 5,0 005 1,0 1,5 2.0 25 3,0 3,5 4,0 45 5.0
010 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 10 10 10 10 10 10 10 10 10 10
0,110 0,020 0,043 0,063 0,074 0,081 0,086 0,090 0,095 0,100 0,107 0,1/ 0 0,815 0,869 0,877 0,880 0,882 0,883 0,883 0,882 0,879 0,874
0,2|/0 0,028 0,052 0,076 0,091 0,100 0,107 0,113 0,120 0,127 0,137 0,2| 0 0,690 0,786 0,810 0,821 0,828 0,832 0,833 0,833 0,831 0,825
0,3|0 0,033 0,057 0,085 0,102 0,114 0,122 0,130 0,138 0,147 0,160 03[0 0,596 0,715 0,752 0,769 0,780 0,786 0,789 0,789 0,787 0,780
0,40 0,037 0,064 0,094 0,113 0,126 0,136 0,145 0,156 0,167 0,182 04| 0 0,521 0,615 0,696 0,718 0,732 0,740 0,744 0,745 0,743 0,735
0,5|0 0,043 0,074 0,105 0,124 0,138 0,149 0,160 0,172 0,185 0,201 0,5/ 0 0,457 0,589 0,640 0,666 0,683 0,693 0,698 0,698 0,695 0,688
0,6/0 0,051 0,085 0,114 0,133 0,147 0,159 0,170 0,184 0,200 0,215 0,6/ 0 0,399 0,528 0,582 0,612 0,631 0,642 0,647 0,648 0,644 0,638
0,7|10 0,058 0,091 0,117 0,134 0,147 0,158 0,171 0,186 0,202 0,214 0,7/ 0 0,344 0,466 0,522 0,554 0,575 0,587 0,593 0,593 0,589 0,587
0,8/0 0,057 0,085 0,105 0,119 0,130 0,141 0,155 0,169 0,182 0,190 0,8/ 0 0,290 0,403 0,460 0,493 0,516 0,528 0,533 0,534 0,534 0,535
0,9/0 0,043 0,060 0,073 0,082 0,090 0,101 0,113 0,123 0,129 0,132 0,9/ 0 0,236 0,339 0,395 0,430 0,452 0,464 0,470 0,475 0,480 0,486
1,010 0,016 0,019 0,022 0,025 0,031 0,039 0,043 0,044 0,041 0,033 1,010 0,185 0,276 0,330 0,364 0,386 0,400 0,411 0,423 0,435 0,449
1,1/ 0 -0,013 -0,025 -0,033 -0,036 -0,037 -0,042 -0,050 -0,061 -0,073 -0,084 1,1]0 0,139 0,218 0,269 0,302 0,326 0,347 0,367 0,387 0,406 0,423
1,2|0 -0,034 -0,058 -0,075 -0,090 -0,106 -0,122 -0,137 -0,151 -0,164 -0,175 1,2/ 0 0,104 0,172 0,219 0,256 0,287 0,315 0,340 0,362 0,382 0,399
1,30 -0,043 -0,075 -0,102 -0,126 -0,147 -0,166 -0,181 -0,196 -0,209 -0,220 1,3[ 0 0,082 0,142 0,190 0,229 0,263 0,291 0,316 0,338 0,357 0,375
1,4/ 0 -0,044 -0,080 -0,109 -0,134 -0,155 -0,173 -0,189 -0,203 -0,215 -0,227 1,4[ 0 0,070 0,126 0,171 0,209 0,241 0,269 0,293 0,314 0,333 0,350
1,50 -0,041 -0,075 -0,103 -0,127 -0,147 -0,164 -0,180 -0,194 -0,206 -0,217 1,5/0 0,062 0,112 0,155 0,190 0,220 0,247 0,270 0,290 0,309 0,325
1,6/ 0 -0,037 -0,069 -0,095 -0,117 -0,136 -0,153 -0,168 -0,181 -0,194 -0,205 1,6/ 0 0,055 0,100 0,139 0,172 0,200 0,225 0,247 0,267 0,285 0,301
1,7|0 -0,033 -0,062 -0,086 -0,107 -0,125 -0,141 -0,155 -0,168 -0,180 -0,191 1,7/ 0 0,048 0,089 0,124 0,154 0,181 0,204 0,224 0,243 0,260 0,276
1,8/ 0 -0,030 -0,055 -0,077 -0,096 -0,144 -0,129 -0,142 -0,155 -0,166 -0,177 1,8/ 0 0,042 0,078 0,110 0,137 0,161 0,183 0,202 0,220 0,236 0,250
1,9/ 0 -0,026 -0,049 -0,069 -0,086 -0,102 -0,116 -0,129 -0,141 -0,152 -0,162 1,9/ 0 0,036 0,068 0,096 0,120 0,142 0,162 0,180 0,196 0,211 0,225
2,0|0 -0,023 -0,043 -0,061 -0,076 -0,091 -0,104 -0,116 -0,126 -0,137 -0,146 2,0/ 0 0,031 0,058 0,082 0,104 0,124 0,141 0,157 0,172 0,186 0,198

6.3 Konzept der Risswachstumsberechnung

Der wesentliche Beanspruchungsparameter zur Risswachstumsberechnung ist die
Schwingbreite des Spannungsintensitatsfaktors AK (vgl. Gl. 70). Abb. 202 zeigt den
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Zusammenhang zwischen dem Spannungsspiel Ac am Bauteil und AK an der Riss-
spitze sowie das Spannungsverhaltnis R. Das Verhaltnis von Ac zu AK ist nicht kon-
stant, sondern andert sich mit zunehmender Rissldnge. Auch wenn die duBere
Belastung Ac konstant bleibt, steigt der Spannungsintensitatsfaktor mit zunehmender
Risslange an (vgl. Abb. 203 links).

Das Diagramm auf der rechten Seite der Abb. 203 zeigt die Risswachstumsgeschwin-
digkeit da/dN, als Funktion von AK. Der Wert da/dN zeigt die Anderung der Rissldnge
pro Spannungsspiel N. Das Diagramm kann vereinfacht in drei Bereiche unterteilt wer-
den.

Der erste Bereich S; ist gekennzeichnet durch sehr geringes Risswachstum pro Span-
nungsspiel und ist sensibel fur mikrostrukturelle Effekte. Er beginnt mit dem Schwel-
lenwert AKin (threshold value), der die bruchmechanische Dauerfestigkeit eines Bau-
teils charakterisiert. Ist AK kleiner als AKw, findet kein Risswachstum statt. AKin wird
Ublicherweise bei einer Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN = 10”7 mm pro Span-
nungsspiel definiert. Mit zunehmendem Spannungsverhaltnis R wird der Schwellen-
wert AKin kleiner. Ist R nicht genau bekannt sollte AKiw entsprechend konservativ ge-
wahlt werden. In der FKM Richtlinie und im British Standard werden 2 MPaVm als
unterer Grenzwert fir AKin empfohlen.

Im Bereich S ist ein anndhernd linearer Zusammenhang gegeben und die Belastung
dominiert das Risswachstum. Die Bereiche Si und Si sind firr die Risswachstumsbe-
rechnung der Details von Stahlbriicken maBgebend.

Im Bereich S beschleunigt sich das Risswachstum und es sind nur mehr relativ we-
nige Spannungsspiele bis zum vollstdndigen Ermidungsbruch méglich. Dieser tritt auf,
sobald Kmax von AK den kritischen Wert der Bruchzahigkeit Kic erreicht (dann gilt: AK
= AKic = Kic'(1-R)). Dieser Bereich wird beim bruchmechanischen Restlebensdauer-
nachweis von Eisenbahnbriicken jedoch nicht erreicht, da die maximal zulassige Riss-
gréBe amax auf deutlich hdherem Lastniveau nachgewiesen wird (vgl. Abschnitt 6.9).
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Abb. 202: Zusammenhang zwischen Schwingbelastung und Spannungsintensitatsfaktor,
entnommen aus [80]

AK =K, =K = (O — Orip )N - Y (a) Gl. 70
G, K
R = —min _ _‘min
G, Kmax Gl. 71
| AK, =K, (1-R)

2 [T L

S |
3
-\?. SIH l
2 | Paris-Gerade” |
|
|
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|
————— |
|
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S: A |
s |
|
: L e
Zeit t 4K, AK, log AK

Abb. 203: Verlauf von K bei zunehmender Risslange a als Funktion der Zeit t (links) und
Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN als Funktion von AK (rechts),
entnommen aus [80] mit Anmerkungen
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Die bekannteste Gleichung zur Beschreibung der Risswachstumsgeschwindigkeit
wurde von Paris und Erdogan 1963 veréffentlicht [89] und wird oft als Paris-Gerade
bezeichnet (vgl. Abb. 203 und Gl. 72).

da m
—=C-AK fir AKin < AK < AKe Gl. 72

dN

Neben der Paris-Erdogan Gleichung gibt es noch weitere Rissfortschrittsgleichungen,
alle mit dem Ziel die Risswachstumskurve noch besser zu beschreiben. Beispielsweise
die Rissfortschrittsgleichungen von Forman, von Erdogan-Ratwani, von Lukas-Klesnil,
des Luftfahrttechnischen Handbuchs, von Forman-Mettu und vom NASGRO Pro-
gramm der NASA die alle in der FKM Richtlinie [77] angeflhrt werden. Die praktische
Anwendung wird jedoch durch zusétzliche Parameter aufwendiger und erscheint nur
bei einer ausreichenden Menge von experimenteller Daten sinnvoll. In Abb. 203 ist
ersichtlich, dass die rot markierte Paris-Gerade im Bereich S| Gber der tatsédchlichen
Risswachstumsgeschwindigkeit liegt. Gerade bei Stahlbriicken, wo sehr viele Bean-
spruchungsspiele im Schwellenwert-nahen Bereich Si vorkommen, liefert die Paris-
Gerade hier nur sehr konservative Ergebnisse. Daher ist es bei einer Rissfortschritts-
rechnung mit einem Spannungskollektiv durchaus sinnvoll, eine genauere Annahe-
rung an die Risswachstumskurve zu verwenden.

In dieser Arbeit wird die bilineare Beschreibungen der Risswachstumsgeschwindigkeit
mit Materialkennwerten des BS 7910 [59] verwendet und empfohlen (vgl. Abschnitt
6.4.1). Diese erlauben eine bessere Annaherung an das langsamere Risswachstum
im Bereich S und sind experimentell gut abgesichert.

Die Berechnung der mdglichen Lastwechselanzahl N erfolgt von einer definierten An-
fangsrissgréfBBe ao bis zur maximalen RissgréBe amax (die empfohlenen Werte fir ao
und amax werden in Abschnitt 6.9 angefihrt). Ist die Schwingbreite des Spannungsin-
tensitatsfaktors AK unterhalb des Schwellenwertes AK, ist keine weitere Berechnung
der Lebensdauer erforderlich. Der Bauteil ist bei den gewéahlten Annahmen dauerfest.
Ist die Schwingbreite des Spannungsintensitatsfaktors AK oberhalb des Schwellen-
wertes AKin, kann die Lastwechselanzahl tber die Integration eines Rissfortschrittsge-

setzes (z. B. der Paris-Geraden) berechnet werden.
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e Gl. 73
% C-AK" '
Die praktische Berechnung der méglichen Lastwechselanzahl wird flir das betrachtete

geschweiBBte Referenzdetail in Abschnitt 6.9 erlautert.

6.4 Bruchmechanische Materialparameter

In der Bruchmechanik sind neben den grundlegenden Materialparametern von Bau-
stahl (FlieBgrenze fy, Zugfestigkeit fu, Elastizitdtsmodul E und Kerbschlagarbeit Av)
weitere Materialparameter erforderlich, um die Restlebensdauer eines Bestandstrag-
werkes prognostizieren zu kénnen. Dieser Abschnitt stellt eine kurze Einflhrung zu
den wesentlichen bruchmechanischen Materialparametern dar, um die durchgefihrten
Laborversuche und den bruchmechanischen Restlebensdauernachweis allgemein
besser verstehen zu kdnnen.

Far ein Verstandnis der folgenden Erklarungen ist es notwendig, zwischen: (i) allmah-
lichem Ermidungsrisswachstum bei zyklischer Belastung und, (ii) stabilem, duktilem

Risswachstum oder instabilem Risswachstum (Sprédbruch) bei einem quasi-stati-

schen Grenzlastfall, zur Beurteilung der maximal zuldssigen Risslange, zu unterschei-

den.

Ermiddungsrisswachstum bedeutet allmahliches Risswachstum bei vielen relativ gerin-
gen Spannungsspielen von einem Anfangsriss bis zu einer maximalen Rissgré3e. Hier
mussen die Rissfortschrittsrate da/dN (Risswachstum da pro Spannungsspiel N) und
der Schwellenwert der Spannungsintensitat AKw (darunter kein Risswachstum) des
Materials bekannt sein. Zur Beurteilung eines quasi-statischen Grenzlastfalls und Be-
stimmung der maximalen kritischen Risslange muss die Rissz&higkeit Kmat (bzw. die
Bruchzahigkeit Kic oder Kuic als unterer Grenzwert der Risszahigkeit) des Materials
bekannt sein (vgl. Abschnitt 6.4.1 und Abb. 205).

6.4.1 Kennwerte zur Beschreibung des Ermidungsrisswachstums

Die Parameter C und m der Paris-Erdogan Gleichung (Gl. 72) ermdéglichen die Defini-
tion der Rissfortschrittsrate da/dN und werden aus Bruchmechanik-Versuchen abge-
leitet. Sie sind von den Einheiten von da/dN und AK abhéangig. Tab. 29 enthalt die im
British Standard BS 7910 [59] empfohlenen Rissfortschrittskennwerte fir Stahle fir die
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Uberlebenswahrscheinlichkeiten Pu=50% und Pu=97,7%. Die Parameterwerte in Tab.
29 gelten fir AK in [MPavm] und da/dN in [mm/Spannungsspiel]. Die daraus resultie-
renden Rissfortschrittsraten sind in Abb. 204 dargestellt. Fir geschweif3te Bauteile
werden aufgrund von Eigenspannungen die Werte fir R > 0,5 empfohlen (vgl. Ab-
schnitt 6.8.2). Der untere Grenzwert der bruchmechanischen Dauerfestigkeit AKin wird
im British Standard mit 2 MPaVm definiert.

Tab. 29: Empfohlene Rissfortschrittskennwerte flir Stahle aus dem British Standard BS 7910 [59] fir
die Uberlebenswahrscheinlichkeiten Py=50% und Py=97,7% (Die Werte fir R > 0,5 werden fiir die Be-

wertung von SchweiBBverbindungen empfohlen)

AKo [MPavm] AKin < AK < AKo AKo < AK < (1-Rk) Kic
Pu 50% | 97,7 % 50 % 97,7 % 50 % 97,7 %
R C m C m C m C m

<05 | 11,48 9,96 | 2,10E-14 | 8,16 | 7,59E-14 | 8,16 | 8,32E-09 | 2,88 | 1,41E-08 | 2,88
>05| 6,20 455 | 2,14E-10 | 5,10 | 9,38E-10 | 5,10 | 1,22E-08 | 2,88 | 2,70E-08 | 2,88

da/dN [mm/LZ]

10'75'// T AT T : o PU=97,7°/0 3
: , —— Py=50,0% ||
108 ‘ '
10" 102
AK [MPavm]

Abb. 204: Darstellung der Rissfortschrittskennwerte der Tab. 29
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6.4.2 Risszahigkeit und Bruchzahigkeit

Bei der praktischen Anwendung wird meist nicht naher zwischen Risszahigkeit und
Bruchzahigkeit unterschieden, wobei oft der letztere Begriff verwendet wird. Nachfol-
gend werden die wesentlichen Hintergriinde néher dargestellt, die der versuchstech-
nischen Ermittlung der Riss- bzw. Bruchz&higkeit zugrunde liegen.

Die Risszahigkeit definiert den Widerstand eines Materials gegen Risswachstum bei
quasi-statischer Beanspruchung (nicht zu verwechseln mit Ermidungsrisswachstum
bei zyklischer Beanspruchung). Dabei werden je nach Materialzustand, flr sprédes
oder zahes Materialverhalten, detailliertere Bezeichnungen verwendet. Allgemein wird
fur die Risszahigkeit in der FKM Richtlinie [77] die Bezeichnung Kmat verwendet, bei
sprédem Materialversagen spricht man von der Bruchzahigkeit Kic.

Der grof3e Einfluss der Temperatur auf die Risszahigkeit ist im Risszahigkeits-Tempe-
ratur-Verlauf deutlich zu sehen (vgl. Abb. 205). Der Risszahigkeits-Temperatur-Verlauf
ist durch drei Bereiche charakterisiert: Die Tieflage (sprédes Werkstoffverhalten), der
zah-sprode Ubergangsbereich mit groBer Streuung der Versuchsergebnisse und die

Hochlage (zdhes Werkstoffverhalten). Andere Einflussfaktoren auf die Risszahigkeit,
wie beispielsweise die Proben- bzw. Bauteilgeometrie, die Homogenitat des Werkstof-
fes, die Belastungsgeschwindigkeit, Alterungsprozesse sowie Nachbehandlungsver-
fahren verschieben die Risszahigkeits-Temperatur-Kurve zu héheren oder niedrigeren
Temperaturbereichen.

Wird die Risszahigkeit in der Tieflage Uberschritten, beginnt ein Riss instabil zu wach-
sen und es kommt zum Sprddbruch (Versagen ohne makroskopisch sichtbare plasti-
sche Verformungen). Die Risszahigkeit entspricht in der Tieflage der Bruchzahigkeit
Kic, dem kritischen Wert des Spannungsintensitatsfaktors. Ublicherweise werden statt
Kic-Versuchen, sogenannte J-Integral-Versuche durchgefihrt, da die erforderlichen
Materialproben dadurch wesentlich kleiner sein kdnnen. Wird die Bruchzahigkeit aus
einem J-Integral-Versuch abgeleitet, wird die Bezeichnung Kuic verwendet.

Im z&h-sproden Ubergangsbereich wechselt der Bruchmechanismus von einem

Sprédbruch zu einem Zahbruch, wodurch die gemessenen Risszéhigkeitswerte stark
streuen. Durch die gréBere Zahigkeit im Vergleich zur Tieflage, kommt es vor der
Rissinitiierung bei Ji zu einem Aufweiten (Abstumpfen) der Rissspitze (vgl. Abb. 206 —
Entstehung einer sogenannten Stretch-Zone). Wird die Rissinitiierungszahigkeit Ji im

Ubergangsbereich (iberschritten, folgt ein begrenztes stabiles Risswachstum, d. h. es
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kommt zu weiteren plastischen Verformungen vor einem Bruch. Durch das stabile
Risswachstum wird Energie aufgenommen, dadurch erfolgt der Bruch erst auf héhe-
rem Lastniveau, als in der Tieflage.

In der Hochlage kommt es, wie im Ubergangsbereich, ebenfalls zu einem Abstumpfen
der Rissspitze vor der Rissinitiierung (vgl. Abb. 206) und nach dem Uberschreiten der
werkstoffabhangigen Rissinitiierungszahigkeit Ji, zu stabilem Risswachstum mit gro-
Ben plastischen Verformungen. Die zunehmende Risszahigkeit (ausgedrickt im J-In-
tegral), in Abhangigkeit der Risserweiterung Aa, wird durch die Risswiderstandskurve
(J-R oder J(Aa) Kurve) ausgedrickt (vgl. Abb. 206). Es obliegt dem Ingenieur, ob er
mit einer J(Aa) Kurve arbeitet und stabiles Risswachstum Uber eine gewisse Lange
(zum Beispiel Aa = 1 mm) zulasst, oder ob er — konservativ — die Rissinitiierung Ji als
Grenzzustand definiert und mit dem aus Ji abgeleiteten unteren Grenzwert Kyic arbei-
tet.

Risszahigkeits-Temperatur
Verlauf

Risszahigkeit bzw.
Bruchzahigkeit

----------------- Ji

Bruchzahigkeit Kic bzw. | Kue

- = - Temperatur
Tieflage Ubergangsbereich Hochlage

Abb. 205: Schematischer Risszahigkeits-Temperatur-Verlauf mit den Bereichen: Tieflage, Ubergangs-
bereich und Hochlage
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Abb. 206: Risswiderstandskurve J(Aa) mit den Veranderungen an der Rissspitze aus [81]

Die Rissinitiierungszahigkeit Ji (bzw. daraus abgeleitet Kyic) gilt als reiner Materialkenn-
wert, unabhangig von der Bauteildicke. Der Wert Kic (Bruchzahigkeit bei sprédem Ver-
sagen) weist eine gewisse Abhangigkeit zur Lange der Rissfront auf. Bei einem Durch-
riss entspricht die Lange der Rissfront im Prinzip der Bauteildicke. Dieser Zusammen-
hang kann mit der sogenannten weakest-link Theorie bewertet werden. Je langer die
Rissfront ist, desto wahrscheinlicher ist es, dass eine lokale Schwachstelle entlang der
Rissfront vorhanden ist und einen Sprddbruch auslést. Kic wird daher meist fir eine
Rissfrontlange von 25 mm angegeben.

Fir die Beurteilung von Rissen in Stahlbriicken ist in jedem Fall von den tiefen mégli-
chen Temperaturen auszugehen, in Osterreich ca. -30°C (inkl. Strahlungsverluste). In
dieser Arbeit wird daher konservativ die Verwendung der unteren Grenzwerte Kic bzw.
Kuic empfohlen (vgl. Abb. 205), auch wenn Laborversuche zur Bruchzahigkeit bei -30°C
ein duktiles Rissverhalten zeigen. Die konservative Annahme der Bruchzahigkeit kann
dann als ,stille Sicherheitsreserve” betrachtet werden.
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e Bruchzahigkeit der Referenzbricke:

In [2] wurden Bruchzéhigkeitswerte flr die Referenzbriicke bestimmt. Diese werden
im Folgenden kurz dargestellt. Die Versuchsdurchfiihrung erfolgte durch das Fraun-
hofer-Institut fir Werkstoffmechanik in Freiburg/Deutschland, unter der Federfihrung
von Dr. Siegele und Dr. Varfolomeev. Hervorzuheben ist, dass die Bruchz&higkeit, ne-
ben dem Grundmaterial, auch fir die Warmeeinflusszone bestimmt wurde. DarUber
hinaus wurden die Bruchzahigkeitskennwerte auch bei sehr hoher Belastungsge-
schwindigkeit (Vorgabe einer Dehnrate von ¢ = 0,005 [1/s], wie bei einer Schnellzug-
Uberfahrt flr lokale Bauteile zu erwarten) sowie bei tiefer Temperatur (-30°C) be-
stimmt. Dies ermdglichte einen einfachen Vergleich der wesentlichen Einflussfaktoren
auf die Bruchzahigkeit. Die Versuche ergaben Bruchzahigkeitswerte zwischen 185,6
und 257,1 MPavm (vgl. Tab. 30). Interessant ist, dass der niedrigste gemessene Wert
von Kuic = 185,6 MPavm im Grundmaterial und bei Raumtemperatur gemessen wurde,
bei den vermeintlich glinstigsten Randbedingungen. Die Gbrigen Versuche flhrten zu
héheren Bruchzéhigkeitswerten. Insgesamt wurden 15 Bruchzahigkeitswerte ermittelt.
Die gemessenen Werte entsprechen eher dem oberen Ende der Literaturangaben (vgl.
nachster Punkt) und sind deutlich héher als der in der FKM Richtlinie [77] angegebene
untere Grenzwerte von 20 MPaVm.

Wie in Abschnitt 6.10 noch gezeigt wird, ist der konkrete Wert der Bruchz&higkeit je-
doch nur von untergeordneter Bedeutung flr die berechnete Restlebensdauer, da die
meisten Lastwechsel mdglich sind, wenn der Riss noch relativ klein ist.
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Tab. 30: Bruchzahigkeitswerte der Referenzbriicke aus [2]

Proben-Nr. Werkstoffzone* | Temperatur geszavﬁmgi%sk-eit [MPK:\c/m]
ANA 4 CK EK G3 GW RT quasi statisch 221,0
ANA 5 CK AT G1 GW RT quasi statisch 210,9
ANA 5 CK BK G1 GW RT quasi statisch 185,6
ANA 5 CK AT G2 GW -30°C quasi statisch 255,3
ANA 5 CK BK G2 GW -30°C quasi statisch 196,2
ANA 4 CKHK G2 GW -30°C quasi statisch 239,4
ANA 5 CK AT W1 WEZ -30°C quasi statisch 246,4
ANA 5 CK BK W1 WEZ -30°C quasi statisch 188,2
ANA 4 CK GK W2 WEZ -30°C quasi statisch 217,7
ANA 5 CY CK G2 GwW -30°C hoch** 217.,8
ANA5CY CT G4 GW -30°C hoch** 246,6
ANA S4 CR LK G1 GW -30°C hoch** 248,7
ANA 5 CY BK W2 WEZ -30°C hoch** 2459
ANA 5 CY CT W1 WEZ -30°C hoch** 226,3
ANA S4 CY IK W1 WEZ -30°C hoch** 257,1

* GW = Grundwerkstoff, WEZ = Warmeeinflusszone

** ¢ =0,005[1/s]

e Zusammenfassung einiger Literaturangaben zur Bruchzahigkeit:

Die allgemeinen Literaturangaben zur Bruchz&higkeit Kic bewegen sich in einem Be-
reich von 20 bis ca. 250 MPa\m. Ublicherweise wird als Einheit entweder MPavm oder
in Nmm2 angegeben, wobei MPavm mit dem Faktor V1000 in Nmm/2 umgerechnet
werden kann (z. B. 250 MPaym = 250 - Y1000 = 7906 Nmm72).

In der FKM Richtlinie [77] und in [90] wird Kic = 20 MPaym als sehr konservative,
untere Grenze der Bruchzéhigkeit angegeben. Allerdings wird dieser niedrige Wert nur
empfohlen, wenn weder Bruchzahigkeits- noch Kerbschlagarbeitsdaten vorhanden
sind. Da Daten zur Kerbschlagarbeit, im Gegensatz zu Bruchzahigkeitskennwerten,
haufig vorhanden sind bzw. leichter ermittelt werden kénnen, werden in der Literatur
Korrelationen zwischen Bruchzahigkeit und Kerbschlagarbeit angefihrt. Am Ende die-
ses Abschnitts werden zwei gangige Korrelationsbeziehungen gezeigt, die auch in der
FKM Richtlinie angefthrt sind.
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Viele Bruchz&higkeitswerte basieren auf Untersuchungen von Michael F. Ashby. In der
FKM Richtlinie wird Kic in einem eher ,groben Diagramm® von Ashby [91], in Abhan-
gigkeit der Dehngrenze, fir unterschiedliche Materialien angegeben (vgl. Abb. 207).
Hier kann man fir Stahl, mit einer Streck- bzw. FlieBgrenze von 355 MPa, in etwa 65
— 250 MPay/m ablesen. Abb. 208 zeigt das originale Diagramm von Ashby [91], wo ein
Bereich von etwa 60 — 220 MPa+v/m fir oy = 355 MPa eingetragen ist. In den Biichern
[92] und [93] schreibt Ashby von Kic = 140 MPay/m fiir ,mild steels®, mit einer Streck-
grenze von 220 MPa. In einem neueren Buch von Ashby [94] wird Kic fur low carbon
steels“ mit 41 — 82 MPa+/m und fiir ,low alloy steels mit 14 — 200 MPay/m angegeben.
Dietmar Gross gibt in [95] flr Baustahle und fy < 500 N/mm? einen Bereich von Kic =
1000 — 4000 N/mm®2 an. Dies entspricht 31,6 — 126,5 MPaym.

In [96] wird die Bruchzahigkeit von St. 52.3 (Altbezeichnung fir Stahl S355), in Abhan-
gigkeit der Temperatur, Gber einen Temperaturbereich von -200°C bis -100°C ange-
geben. Bei -200°C betragt Kic = 47 MPaym, bei -150°C Kic = 63 MPayvm und
bei -100°C Kic = 105 MPa+y/m.

In [97] wird fUr ,medium carbon steels®, mit einer FlieBgrenze von 260 MPa, eine

Bruchzahigkeit von Kic = 54 MPay/m angegeben.
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Abb. 207: Bruchzahigkeitswerte verschiedener Werkstoffgruppen aus [77], basierend auf [91]
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Abb. 208: Bruchzahigkeitswerte verschiedener Werkstoffgruppen, aus [91]

¢ Korrelation zwischen Bruchzahigkeit und Kerbschlagarbeit:

Die Kerbschlagarbeit als Maf fir die Zahigkeit ist relativ einfach zu bestimmen und hat
sich traditionell im Stahlbau durchgesetzt. Die Kerbschlagarbeit Av (in der FKM Richt-
linie [77] mit KV bezeichnet) gibt Auskunft Uber die Zahigkeit des Stahls bei verschie-
denen Temperaturen und wird auch im Eurocode verwendet, um eine ausreichende
Sprédbruchsicherheit zu garantieren. Fir die Beurteilung eines Risses ist jedoch nicht
die ,Kerbschlagzahigkeit®, sondern die Risszahigkeit malgebend. Die Risszahigkeit

ist im Labor deutlich aufwendiger zu bestimmen und wird daher nicht standardmaBig
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angegeben. Korrelationen zwischen der Kerbschlagarbeit und der Risszahigkeit sind
daher naheliegend. Dennoch unterscheiden sich die Laborversuche zur Ermittlung der
Kerbschlagarbeit und der Risszahigkeit deutlich, da unterschiedliche Beanspru-
chungsverhaltnisse vorliegen und dadurch véllig unterschiedliche Riss- und Bruchvor-
gange getestet und beschrieben werden. Die Versuche unterscheiden sich, unter an-
derem in der Probengeometrie — Kerbe oder Riss — und der Belastungsgeschwindig-
keit. Daher wird in der FKM Richtlinie [77] auch darauf hingewiesen, dass die verwen-
deten Korrelationsbeziehungen generell kritisch zu hinterfragen sind. Die in dieser Ar-
beit angefihrten, gangigen Korrelationsbeziehungen wurden fir moderne Stéhle ab-
geleitet. Fur alteren Stahle (Flussstéhle oder alter) sind in der Literatur eigene Korre-
lationsbeziehungen zu finden (vgl. [98]).

Nachfolgend sind die Korrelationen in der Tieflage und im Ubergangsbereich aus der
FKM Richtlinie [77] angeflhrt. Welche Korrelation gewahlt werden soll, hdngt von den
verflgbaren Kerbschlagarbeitsdaten ab. Ist die Kerbschlagarbeit bei der Einsatztem-
peratur geringer als 27 J, sollte die Korrelation in der Tieflage gewahlt werden.

a) Korrelation in der Tieflage

25 0,25
Kt | MPaym | = 120KV —20)(§j +20 Gl. 74

mit:  Probendicke B in [mm]
Kerbschlagarbeit KV in [J], Mindestwert aus mind. 3 Charpy-V-Tests

Anm.: In [90] ist angegeben, dass diese Korrelation flr die 5 % Perzentile

der Bruchzahigkeit und KV = 27 J abgeleitet ist. Der Glltigkeitsbereich betragt:

3J <KV <27 J.Bei KV =3 J und B = 25 mm, ergibt sich fiir Kmat = 20,7 MPay/m. Bei
KV = 27 J und B = 25 mm, ergibt sich Kmat = 62,4 MPav/m.
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b) Korrelation im Ubergangsbereich:

25 0,25 1 0,25
Kot [MPay/m | =20 +[11+77 . @202 21 ]. (Ej . [m — j
T Gl. 75

mit:  Probendicke B in [mm]
Einsatztemperatur T in [°C]
T27s Temperatur in [°C] bei der KV = 27 J gilt
Versagenswahrscheinlichkeit Ps

Anm.: Das Gleichsetzen von T und T27s sowie das Einsetzen von Ps = 0,05 und B = 25
mm ergibt Kmat = 59,8 MPa+v/m. Dies entspricht etwa dem Ergebnis von Gl. 74 bei KV
=27 Jund B =25 mm.

Abb. 209 zeigt den Zusammenhang der Risszahigkeit (J-Integral) und der Kerbschlag-
arbeit. Im Prinzip verlaufen beide Kurven ahnlich. Sie unterscheiden sich lediglich
durch eine Temperaturverschiebung. Diese Korrelation wurde urspriinglich von Sanz
verdffentlicht [99]. Im British Standard wird die zugehérige Temperaturverschiebung
mit Gl. 76 angegeben, wobei To die Temperatur ist, bei der Kmat = 100 MPa+/m gilt. Die

Standardabweichung der Temperaturverschiebung wird mit ¢ = 15 °C angegeben.

To=Tao7g-18°C Gl. 76
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Abb. 209: Darstellung des J-Integrals (bzw. der Bruchzahigkeit) und der Kerbschlagarbeit in Abhan-
gigkeit von der Temperatur, aus [51]

6.5 Erwartetes Risswachstum vor dem Quersteifenanschluss

Die Spannungskonzentration bei dem untersuchten Quersteifenanschluss ist am
SchweiBnahtiibergang am gréBten, was bereits mit den Kerbspannungsberechnungen
im vorigen Kapitel gezeigt werden konnte. Daher wird ein Ermidungsriss auch am
SchweiBBnahtibergang erwartet und nicht an der SchweiBnahtwurzel. Dies wird auch
durch eine grof3 angelegte Studie von J. W. Fisher et al. [76] bestétigt, in der unter
anderem das Ermudungsrissverhalten und die Ermudungsfestigkeit von 44 Querstei-
fenanschlissen untersucht wurde, die auch an den Gurten der I-Trager angeschweif3t
waren. Keiner der untersuchten Quersteifenanschliisse versagte von der Schweil3-
nahtwurzel aus. Die Risse bildeten sich in allen Fallen am Schweif3nahtiibergang. Das
beobachtete Risswachstum ist in Abb. 210 schematisch und fotografisch dargestellt.
Das oberste Teilbild (,Stage 1) zeigt den Beginn der Ermidungsrissbildung. Anfang-
lich bilden sich an mikroskopischen Fehlstellen und sehr lokalen Spannungskonzent-
rationen, entlang der SchweiBnaht, mehrerer Oberflachenrisse. Bei weiterer Ermu-
dungsbeanspruchung wachsen die Einzelrisse allméhlich zu einem flachen (in der Mo-
dellvorstellung halbelliptischen) Oberflachenriss zusammen. Wachst dieser Riss wei-
ter, entsteht ein Durchriss, wie im mittleren Teilbild (,Stage 2“) dargestellt ist. Vor dem
Durchriss reicht die Oberflachenlange des Risses etwa Uiber die gesamte Steifenbreite.
Das unterste Teilbild zeigt das Ende des Ermidungsversuches und die zugehdrige
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Lastwechselanzahl in Prozent der Gesamtzahl flr die sich einstellenden unterschied-
lichen Rissfronten. Ein Durchriss wurde im Mittel bei 96 % der Gesamtlebensdauer
festgestellt. Ein weiteres Risswachstum, hinein in den Steg, bendtigt nur etwa 4 % der
Gesamtlebensdauer. Die Zahlen zeigen sehr anschaulich, dass kleine Risse deutlich
langsamer wachsen als gréBere Risse. Dieser Zusammenhang kann auch durch die
nachfolgend gezeigten Rissfortschrittsberechnungen flr dieses untersuchte Detail ge-

zeigt werden.
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Abb. 210: Risswachstum vor dem Quersteifenanschluss, entnommen aus [76]

Auch im Druckbereich (Quersteifenanschluss am Druckgurt) konnten in [76] Risse be-
obachtet werden. Diese stoppten allerdings, oder wuchsen nur mehr sehr langsam,
nach dem sie aus der Zugeigenspannungszone am SchweiBnahtiibergang gewach-
sen sind. Kein Trager versagte durch Risse am Druckgurt.

6.6 Rissmodell eines halbelliptischen Oberflachenrisses

In der Bruchmechanik ist die Verwendung einfacher Scheibenlésungen, zur Berech-

nung der Rissbeanspruchungsparameter, weit verbreitet und in den meisten Fallen

ausreichend, da das Rissverhalten von der Beanspruchung der Rissspitze dominiert
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wird und diese lokal sehr begrenzt ist. Die vor dem Quersteifenanschluss beobachte-
ten Risse lassen sich sehr gut mit einem scheibenférmigen Rissmodell eines halbel-
liptischen Oberflachenrisses beschreiben (vgl. Abb. 211). Daher wird in diesem Ab-
schnitt gezeigt, wie der Spannungsintensitatsfaktor K und der Plastizierungsgrad des
Ligaments L fir einen halbelliptischen Oberflachenriss berechnet werden kdnnen. Als
Ligament wird der ungerissene Restquerschnitt vor der Rissfront bezeichnet. Der Plas-
tizierungsgrad des Ligaments wird flir den Nachweis der maximalen, kritischen Riss-
gréBBe im FAD-Diagramm ben6étigt. Zur Berechnung des Plastizierungsgrad Lr, wird die
Lésung von Sattari-Far und Dillstrém [88] in Abschnitt 6.6.3 angeflhrt.

Der Spannungsintensitatsfaktor kann fir eine lineare Nennspannungsverteilung om
Uber die Querschnittsdicke (vgl. Abb. 211) beispielsweise mit der Lésung von Newman
und Raju [100] berechnet werden, die in Abschnitt 6.6.1 angegeben ist und auch in der
FKM Richtlinie [77] angeflhrt wird. Bei einem nichtlinearen Spannungsverlauf in Blech-
dickenrichtung, kann der Spannungsverlauf entweder durch eine Linearisierung ver-
einfacht werden (vgl. Abb. 213 a) oder es kann die Spezialldsung von Shen, Plumtree
und Glinka [101] flr eine variable Spannungsverteilung verwendet werden (vgl. Abb.
212). Diese wird in Abschnitt 6.6.2 angefihrt.

Viele Losungen fir K oder L in der Literatur gelten nur fir lineare Spannungsverlaufe.
Bei einer nichtlinearen Spannungsverteilung Uber die Blechdicke ist daher zuerst oft
eine Linearisierung des Spannungsverlaufes erforderlich. Abb. 213 zeigt die Grundla-
gen zur Spannungslinearisierung bei der Berechnung des Spannungsintensitatsfak-
tors K und des Plastizierungsgrades L. Die mit den durchgezogenen Linien dargestell-
ten Spannungsverlaufe sind die, im Bauteil tatsachlich vorhandenen Spannungsver-
teilungen. Die zugehdrigen, strichliert dargestellten, linearen Spannungsverlaufe sind
als Nennspannung am bruchmechanischen Scheibenmodell anzusetzen (om und ob in
Abb. 211), um die entsprechenden Werte fir K und Lr berechnen zu kénnen. Bei der
Berechnung des Spannungsintensitatsfaktors K ist nur die Spannungsverteilung im
Bereich des Risses zur Ermittlung der linearen Nennspannungsverteilung im bruch-
mechanischen Scheibenmodell relevant. Zur Berechnung des Plastizierungsgrades L«
muss immer die gesamte Spannungsverteilung Uber die Blechdicke bertcksichtigt
werden (vgl. Abb. 213 b).

255



vy o 111111
| bf’l '*$

(0) " it

_vl bl
e [ \:\- 222222

Abb. 211: Halbelliptischer Oberflachenriss mit linearer Spannungsverteilung, entnommen aus [77]
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Abb. 212: Halbelliptischer Oberflachenriss mit beliebiger Spannungsverteilung, entnommen aus [77]

a) zur Berechnung von K b) zur Berechnung von L«
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Abb. 213: konservative Linearisierung des Spannungsverlaufes zur Berechnung
von a) K und b) L, enthommen aus [77]
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6.6.1 Spannungsintensitatsfaktor K einer Scheibe unter Zug und
Biegung

Die angefliihrte Lésung wurde von Newman und Raju [100] verdffentlicht und ist in der
FKM Richtlinie [77] angegeben. Die Variablen entsprechen der Definition in Abb. 211
(Ka = SIF am Scheitel, Kc = SIF an den Oberflachenpunkten).

- Giiltigkeitsbereich: 0 < % <1;0<2<2; %05
w

C

K, :K[cpzfj Gl. 77
2
K. =K(¢=0) Gl. 78
K=(F.c,+Fc,) /“—a Gl. 79
Q

I:m :l:M1 +M2 [%J +M3 [%j j|g f fw Gl 80
F, =F,[H +(H, —H,)sin ¢ | Gl. 81

f, ={cos[;—c %H i Gl. 82
w

- Fur 2 <1 gilt:
C

24
M1=1,13—O,09§;M2:—0,54+ 0.89 .\ -05-— +14(1—§j

02+2 0,65+ 2 c) Gl.83
C C
g:1+{0,1+0,35[%j }(1—sin¢)2 Gl. 84
1,65
Q:1+1,464[EJ Gl. 85
C

1

. a? 4
f, =[5|n2(]>+c—zcos2 ¢] Gl. 86
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p=02+21062 Gl
C t
H =1-0,342 01122 al
t ct
ala a 0,75 a 1,5 a 2
H, :1+(—1,22—0,12—j—+{0,55—1,05[—) +0,47[—j }[—j Gl.
c/t c c t
- Far 851 gilt:
c
C (o] C 4 c 4
a-Flron g m-an(]
a a a a
c(a 2
g=1+l:0,1+0,355(?J i|(1—S|n¢)2 Gl
C 1,65
Q:1+1,464[—j Gl.
a
1
», C° ., ) al
f, =| cos ¢+¥sm o :
p=02+2+062 Gl
a t
cla c 0,75 o 1,5 a 5
H1=1+(—o,04—o,41—j—{0,55—1,93(—) +1,38(—] }(_) Gl.
a t a a t

0,75 15 2
H2=1+[—2,11+O,77E)§+|:O,55—0,72(Ej +o,14[9j }(Ej Gl.
a)t a a t

6.6.2 Spannungsintensitatsfaktor K einer Scheibe bei variabler
Spannungsverteilung

87

88

89

90

91

92

93

94

95

96

Die angeflihrte L6sung wurde von Shen, Plumtree und Glinka [101] veréffentlicht und

ist in der FKM Richtlinie [77] angegeben. Die Variablen entsprechen der Definition in

Abb. 212 (Ka = SIF am Scheitel, Kc = SIF an den Oberflachenpunkten).

- Gultigkeitsbereich: 0 < % <0,8;0<2 <1
c
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K = Tc(x) M., (x,2) dx

M. (x,a) = 1+M (X)2+M (Xj M (X)

c\ 7N - 1c 2c| = 3c|

w/TEX a a a

M, = —= (4\(0-6\(1)-ﬁ;|\/|2 -3 M3a=2[LYO—M1a-4]
@ J2Q 5 2 J2Q

2
B, =1,10190 - 0,019863 [gj —0, 043588[3

2 3
B, = 4,32489 - 14, 9372(%) 19, 4389(%) ~8,5231 8(%)

2 3
B, = -3,03329 + 9,96083 (gj 12, 582(3 + 5,3462(2j

2 3
A, =0,456128 —0,114206 (gj -0, O46523(%)

2 3
A, =3,022 —10,8679(2] 114, 94(2) - 6,8537(%)

2 3
A, = —2,28655 +7,88771 (gj —11,0675 (g] 45,1 6354(%)

M, =——(30F, —18F,)-8

c

3]
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Gl.

Gl.

Gl.
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T

M, = 60F, —90F,)+15 Gl
2¢c m( 1 2)
M,, =—(1+M, +M,.) Gl.
a P a °
F, :o{—] ; :y(—j Gl.
C C
a a 2
a:1’14326+O’0175996(T)+0’501001(Tj Gl.
a a 2
B =0,458320 - 0,102985 n —-0,398175 n Gl.
a a 2
y=0,976770-0,131975 n +0,484875 n Gl.
a a 2
5=0,448863 -0,173295 n -0,267775 n Gl.
a 1,65
Q:1+1,464(—j Gl.
C

6.6.3 Plastizierungsgrad L«

.110

111

112

113

114

115

116

117

Die angeflihrte L6sung wurde von Sattari-Far und Dillstrém [88] veréffentlicht und ist

in der FKM Richtlinie [77] angegeben. Die Variablen entsprechen der Definition in Abb.

211.

- Giltigkeitsbereich: Os%s0,8; 0s§s1; w>cC+t
C

o (1_§)1,58C;b+\/(1_§)3,16(:;b+(1_§)3,14 Gﬁq
(1_§)2 fy

r
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g-_8¢ Gl. 119

t(t+c

~—

6.7 Beriicksichtigung der Spannungskonzentration vor dem
Quersteifenanschluss
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Abb. 214: Spannungskonzentration vor einem Quersteifenanschluss, entnommen aus [76]

Vor dem Anschluss einer Quersteife, bildet sich am Schwei3nahtiibergang eine Span-
nungskonzentration (vgl. Abb. 214 a). Ermidungsrisswachstum startet haufig an Stel-
len mit einer hohen Spannungskonzentration, wodurch die Beanspruchung der Riss-
spitze auch von der Spannungskonzentration beeinflusst wird. Die Erhéhung des
Spannungsintensitatsfaktors K, in Bezug auf die einfache Scheibenlésung, kann dabei
mit dem Faktor Mk beschrieben werden, der von der RissgréBe abhangig ist (Gl. 121).
Je tiefer der Riss ist (vgl. Abb. 214 b), desto geringer wird der Einfluss der Spannungs-
konzentration an der Oberflache. Dies wird im Folgenden dargestellt.

K=M -oyra-Y Gl. 120

In der Literatur findet man analytische Lésung fir Mk, wie beispielsweise von Hobba-
cher [102] (Gl. 121), die auch in der FKM Richtlinie [77] angeflihrt wird. Diese Lésung
hat jedoch den Nachteil, dass sie nur an einem 2D FE-Modell abgeleitet wurde (vgl.
Abb. 215) und bei einem halbelliptischen Oberflachenriss nicht klar ist, wie die Erh6-
hung des Spannungsintensitatsfaktors an der Bauteiloberflache K¢ berticksichtigt wer-
den muss.

Im BS 7910 [59] werden weitere Literaturquellen fir Mk angeflihrt, wie beispielsweise
Bowness und Lee in [103], wo separate Lésungen flr die Erhéhung von Ka und Kc mit
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raumlichen FE-Berechnungen abgeleitet wurden (vgl. Abb. 216). Die Erhéhungsfakto-
ren aus [103] fir Zugmembranspannungen (Index m) sind in Gl. 122 und Gl. 123 an-
gefuhrt. Die zugehdrigen Parameterdefinitionen sind in Abb. 217 dargestellt. Der Pa-
rameter 8 ist in Gl. 122 und GI. 123 in Radiant einzusetzen. Gl. 122 und Gl. 123 gelten
flr scharfe SchweiBnahtlbergange, mit einem Radius p/ T < 0,1. Im Folgenden wird
fir Mkma (Gl. 122) die Bezeichnung Mka, fir Mkmc (Gl. 123) die Bezeichnung Mk ver-
wendet. In [103] sind auch Mk-Faktoren fiir Biegespannungen sowie fiir gréBere Uber-
gangsradien beschliffener SchweiBnahte angegeben.

Abb. 218 zeigt einen Vergleich der Erhéhungsfaktoren Mk, Mka und Mkc flr einen
Quersteifenanschluss mit den Abmessungent=12 mm,t1=8 mm, H=W =5 mm und
B = 45° (vgl. Abb. 215). Das a/c Verhaltnis des halbelliptischen Oberflachenrisses
wurde mit 0,15; 0,4 und 1,0 variiert. Der Parameter ¢ hat far die Ermittlung von Mk
(Gl. 121) keinen Einfluss, aber auch fir Mka (Gl. 122) ist der Einfluss von ¢ im unter-
suchten Fall nur sehr gering. Dies erkennt man an den grafischen Verlaufen, darge-
stellt in Abb. 218. Darlber hinaus zeigt sich, dass der Einfluss des Quersteifenan-
schlusses flir den Spannungserhdhungsfaktor Mka (am Scheitelpunkt des halbellipti-
schen Oberflachenrisses) im untersuchten Fall nur bis zu einer Risstiefe von etwa 20
% der Blechdicke reicht (vgl. Abb. 218). Der BS 7910 [59] gibt hier allgemein einen
Wert von 30 % der Blechdicke an. Mkc (Gl. 123) ist, unabhangig von der Risstiefe,
immer Mkc = 1,0, d. h. der Spannungsintensitatsfaktor der Scheibenlésung an der
Oberflache Ke muss aufgrund des Einflusses des Quersteifenanschlusses immer er-
héht werden. Dies hat zur Folge, dass die Oberflachenlange eines halbelliptischen
Oberflachenrisses, unabhangig von der Risstiefe, vor einer Quersteife immer schneller
wachst als in einer Scheibe ohne Quersteifenanschluss.

Alternativ kann der Spannungsintensitéatsfaktor fir jeden beliebigen Fall auch direkt mit
einer FE-Rechnung bestimmt werden. Dies ist jedoch in den meisten Féllen nicht er-
forderlich, da Scheibenlésungen mit den entsprechenden Erhéhungsfaktoren deutlich
einfacher zu verwenden sind und sehr gute Ergebnisse liefern.

262



N N
— Vi
T ..I.1_ ha //
7 2 AN
" \
_ Y
N~ .
N~ o
Py Z|~ g
2 = _ o ~
c = © O
: 2 20
> S |~
5 e + /__
c + ~
ey c T~ T~ K
@ T|+~ _ ™
~ N— Tp] o
= g 2 o
! 5 < o R
, > S o Vi
= <4 = < + @
2y = Al HE S E=RRY/
- m x H _ s (o)) O
O 7\ <t () [Te)
o © |+ Lo [o0] —
' o ~ _ ,._.n.|v — il
y e S s 9 i
N < (ap] W —
5 = 8 S Vi
= Q — V]
f= @ S -
= (=) T o
_ S I -
trrere © > O & VI \
m I _ - N N\
5 v O
© . WON
: = s ), &/ﬁ////ﬂ//
= \
= m ....ﬂ
...n|lu.
X
=)
=]
O

Abb. 216: rAumliches FE-Modell zur separaten Berechnung des Erhéhungsfaktors fir Kaund Ke,
entnommen aus [103], mit Anmerkungen
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Plane of
symmetry h

Abb. 217: Parameterdefinition zur Berechnung von Mka und Mk, entnommen aus [103]

- Gultigkeitsbereich fur Gl. 122 und Gl. 123 (Achtung: hier entspricht T = t1):

a

0,005<=<10
T

01<2<10
C
30°<0<60°

30°<0<75° (wenn O,5$$s1,25)

0,5 s% (wenn % > 2,75 sollte mit % = 2,75 gerechnet werden)

Risstiefe a [mm]

Mka (a/c = 0,15; 0,4; 1,0)

Abb. 218: Vergleich von Mk, Mka und Mk fir einen Quersteifenanschluss
(Abmessungen gemafi Abb. 215:t =12 mm, t1 =8 mm, H=W =5 mm und 6 = 45°)
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Mk, = f;(£.4)+ £,(£.0) + £,(£.6.%)

where

. _ a [“ﬁ(ﬂz(%))‘j g\ 0050966
fi(s.9) = 0.43358(?) +0.93163 exp (?) + 4,

A, ——1.0343(a/c)’ = 0.15657(a/c) +1.3409

A, =13218(afc)" "

A, =—0.87238(a/c) +1.2788

A, ——0.46190(a/c)’ +0.67090(a/c)’ —0.37571(a/c) +4.6511

£(3.6)= As[l _ (%ﬂ N A{ %)(J

A. =-0.000387370" +0.647710 — 0.72368

3

A, =0.241830+176.23

6

A, =-0.000277430 +2.8143

. . q (4907 4,004, ) a Vi 4\ 4
‘f3(T’e’T):A8 ? +4, ? +| 4, ? + 4 ? + 4

A, =—0.0825026" +0.00848626 + 0.38417

4, =0.010766(L/T)’ =0.060159(L/T)* +013667(L/T)—0.023400
A, =—0.028378(L/T)’ +0.16489(L/T)’ — 0.35584(L/T) - 0.00024554
A4, =—0.0015061(L/T)’ +0.023369(L/T) - 0.23124

A, =0.0515540” +0.0254470 +1.8975
A, =-0129146 +0.218630 +0.13798

A, =—020136(L/T)* +0.93311(L/T)—0.41496
A, =020188(L/T) —0.97857(L/T)+0.068225
A, =—0.027338(L/T) +0.12551(L/T)—11218

- Anm.: Auszug aus [103]
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M= Tl )b B 20,5 Gl. 123

f,)[-4:(4,) -JS(G)W]+A§[l_(g)][-4e(‘,) of5)]

¥ iy

A4, =0.0078157(c/a)’ —0.070664(c/a) +1.8508

A4, =—0.000054546(L/T)’ +0.00013651(L/T) - 0.00047844
A4, =0.00049192(L/T)* —0.0013595(L/T)+0.011400

A, =0.0071654(L/T)’ —0.033399(L/T)—0.25064

A, =-0.018640(c/a)’ +0.24311(c/a)—1.7644

A, =—0.0016713(L/T)’ +0.0090620(L/T) - 0.016479

A, =-0.0031615(L/T)* —0.010944(L/T)+0.13967

A, =—0.045206(L/T)" +0.32380(L/T)’ — 0.68935(L/T)+1.4954

.ﬂ(%,z—z,m:[,@(g)z+AIO(§)+AH](%)AI: +AB[I_(%)]AH

A4, =0.152096" +0.00291556 — 0.38250

o =—0.245230" +0.00132446 + 0.50434

|, =—0.640236° +2.26420+0.25959

, =—0.25473(a/c)’ +0.40928(a/c) +0.0021892
s =—0114580" +0.729276 — 0.22760

. =37.423(a/c)’ —15.741(a/c) +64.903

A
A
A
A
A

| ) a Y ) & [ 426+ 4530+ 43, ]
f(‘—T’,i—’,e,%) » [Alie- + Alée ® A17 (?) ¥ [A199- + Azoe + AZ]] €xXp (?)

A, =-014475(L/T) +0.51648(L/T)-0.18189
A, =0.34950(L/T)* =13069(L/T)+1.0641
A, =-010553(L/T)’ +0.41373(L/T)* — 0.38632(L/T)—1.9885
A, =182250° —4.500860 +3.1650
o = 0.041574(L/T)" - 0.16138(L/T)+0.14184
Ay, =—0.098912(L/T)’ +039688(L/T)—0.58821
A, =0.043891(L/T)’ —0.19694(L/T)’ +0.23516(L/T)+0.97585
A,, =—0.046138(a/c)’ - 0.12171(ajc) +1.6277
A,, =0.088591(a/c)’ +0.27816(a/c) — 4.0124

A4,, = —0.052530(a/c)’ —0.13902(a/c) +2.6646

- Anm.: Auszug aus [103]
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6.8 Beriicksichtigung von Eigenspannungen

Da viele ermUdungskritische Bauteildetails geschweif3t sind, ist grundsatzlich von sehr
hohen Zugeigenspannungen im Bereich der SchweiBnaht auszugehen. Dartber hin-
aus kdnnen Eigenspannungen an Bestandsbriicken nur sehr schwer zutreffend be-
stimmt werden (vgl. Abschnitt 3.3.2). Dieser Abschnitt zeigt einen praktischen Weg,
wie mit der Problematik der Eigenspannungen beim bruchmechanischen Restlebens-
dauernachweis geschweil3ter Bauteildetails umgegangen werden kann. Dabei ist
grundsatzlich zwischen dem Traglastnachweis bei einer Grenzbeanspruchung (Be-
stimmung der maximalen, kritischen Rissldnge) und dem Restlebensdauernachweis
bei einer Ermidungsbeanspruchung zu unterscheiden.

AbschlieBBend werden in Abschnitt 6.8.4 kurz die Hintergrinde der Eigenspannungs-
annahmen der Bruchmechanikberechnungen im Eurocode 1993-1-10 [104] angefuhrt.

6.8.1 Traglastnachweis bei einer statischen Grenzbeanspruchung

Die zentrale Frage ob, Eigenspannungen beim Tragsicherheitsnachweis relevant sind,
ist, ob Sprédbruchgefahr besteht oder nicht. Dies wird auch im Hintergrunddokument
[105] zum Eurocode 1993-1-10 [104] dargestellt (vgl. Abb. 219). Die Berucksichtigung
von Eigenspannungen im Traglastnachweis ist demnach nur bei Sprédbruchgefahr er-
forderlich. Ein Sprédbruch findet vor dem FlieBen des Nettoquerschnitts statt. Im Ge-
gensatz dazu, kdnnen Eigenspannungen im Traglastnachweis vernachlassigt werden,
wenn sichergestellt werden kann, dass Risswachstum erst nach dem Flie3en des Net-

toquerschnitts beginnt. In diesem Fall kénnen vorhandene Eigenspannungen ,heraus

plastizieren®.
Yielding pattern Failure Mode Design values
brittle applied stress distribution
in the net section
—— fracture before + residual stresses
net-section yielding + restraints
ductile

applied nominal stress
fracture with or after distribution in the
net-section yielding net section

Abb. 219: Definition des Versagensmodus und anzusetzende Spannungen, entnommen aus [105]
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Das FAD-Diagramm (vgl. Abschnitt 6.2) zeigt an, ob bei gegebener Riss- und Bauteil-

geometrie, Risszahigkeit und Belastung mit einem Sprédbruch gerechnet werden

muss. Damit wird auch die Frage beantwortet, ob Eigenspannungen im Tragsicher-

heitsnachweis bertcksichtigt werden missen. Die zugehérige Vorgehensweise wird

im Folgenden kurz erldutert.

1

sprédes Risswachstum

09
' Bewertungspunkt

0,3: inkl. Eigenspannunge

07 Fall 2

0.6 -

n
"L duktiles Risswachstum

Sicherheitsreserve
I der Bruchzahigkeit
flr duktiles Rissverhalten

sicherer Bereich

05 — =
= kein Risswachstum .-

0.4 4

0.3 4 5 g S

024
0.1
0 ,l, L L

—r T T T T T T T
Q 0.1 0.2 0.3 0.4 05 0e 0.7 0.8 0.9 1 1.1 1.2 13 14 15
Lr

0

Abb. 220: Beurteilung FAD-Diagramm; Uberpriifung ob Eigenspannungen beriicksichtigt

werden missen oder nicht

Zuerst muss der Bewertungspunkt (ohne die Bericksichtigung von Eigenspannungen)

im FAD-Diagramm eingetragen werden. In Abb. 220 sind beispielhaft zwei unter-

schiedliche Falle dargestellt, wobei beide Félle als sicher einzustufen sind.

Bei Fall 1 mussen keine Eigenspannungen berlcksichtigt werden, da die Ver-
langerung des Vektors vom Ursprung zum Bewertungspunkt die Grenzkurve
bei Lr = 1 schneidet. Dies zeigt ein duktiles Risswachstum an, wenn die
Belastung so weit gesteigert werden wirde, dass die Grenzkurve erreicht oder
Uberschritten wird. Da keine Sprédbruchgefahr besteht, missen keine Eigen-
spannungen angesetzt werden. Im Tragsicherheitsnachweis kann die volle
FlieBgrenze im Nettoquerschnitt ausgendtzt werden, auch wenn der Bewer-
tungspunkt dann auBerhalb der Grenzkurve liegt und mit einem begrenzten
duktilen Risswachstum (Abstumpfen der Rissspitzen) zu rechnen ist. Der
Schnittpunkt mit der Grenzkurve zeigt zudem die ,Sicherheitsreserve der Bruch-
zahigkeit fur duktiles Rissverhalten® an. In diesem Fall kdnnte die Bruchzahig-
keit um den Faktor 0,82 /0,3 = 2,7 geringer sein und sprédes Versagen kdnnte

noch immer ausgeschlossen werden.
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e Bei Fall 2 schneidet der Vektor vom Ursprung zum Bewertungspunkt (bzw. des-
sen Verlangerung) die Grenzkurve bei Lr < 1. In diesem Fall sind zusatzlich
Eigenspannungen zu berlcksichtigen. Der Bewertungspunkt verschiebt sich
durch Zugeigenspannungen vertikal nach oben (vgl. Abschnitt 6.2). Liegt der
Bewertungspunkt auBBerhalb der Grenzkurve undist Lr < 1, ist mit sprédem Riss-
wachstum zu rechnen. Im gezeigten Beispiel in Abb. 220 ist der Bewertungs-
punkt, aber trotz der Berlcksichtigung von Eigenspannungen, innerhalb der
Grenzkurve und der Bauteil ist daher als sicher einzustufen.

Sind Eigenspannungen zu bertcksichtigen, bleibt die Frage, in welcher H6he und mit
welchem Verlauf Gber die Blechdicke Eigenspannungen anzunehmen sind. Im Euro-
code 1993-1-10 [104], zur Vermeidung von Sprédbrichen wird in Abschnitt 2.2 (1) (iii)
eine ,geeignete Annahme fur Eigenspannungen® gefordert. Es werden jedoch keine
genaueren Hinweise zu den anzusetzenden SchweiBBeigenspannungen, bzw. deren
Verlauf Uber die Blechdicke, bei den ermudungskritischen Bauteildetails angegeben.
Im British Standard [59] sind hingegen flr viele Schwei3details Referenzeigenspan-
nungsverlaufe angegeben. In Abschnitt 6.8.3 werden vorhandene Literaturquellen zum
Eigenspannungsverlauf vor einem geschweif3ten Quersteifenanschluss angefihrt.

Zeigt, wie erlautert, das FAD-Diagramm ein gutmutiges, duktiles Bruchverhalten an,
sind Eigenspannungen im Traglastnachweis nicht relevant und kdnnen vernachlassigt

werden.

6.8.2 Ermittlung der Spannungsspielanzahl bei
Ermidungsbeanspruchung

Bei der Berechnung von Ermidungsrisswachstum und damit der noch verfigbaren
Spannungsspielanzahl bzw. Restlebensdauer missen Eigenspannungen Gres immer
bertcksichtigt werden. Zugeigenspannungen erhéhen das Spannungsintensitatsver-
héltnis Rk (Gl. 125), wodurch sich auch die Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN er-
héht. Die Schwingbreite des Spannungsintensitatsfaktors AK (Gl. 124) wird durch Ei-
genspannungen jedoch nicht verandert. In der Literatur werden die Materialkennwerte
zur Berechnung des Ermidungsrisswachstums (C, m und AKt), daher haufig far un-
terschiedliche Rk-Werte gruppiert. Bei geschwei3ten Bauteilen sind in der Regel hohe

Eigenspannungen vorhanden, wodurch Rissfortschrittskennwerte ausgewahlt werden
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mussen, die ebenfalls bei hohen Rk-Werten bestimmt wurden. Die Materialkennwerte,
die im British Standard [59] und in der FKM Richtlinie [77] fir geschweiBte Bauteile
empfohlen werden, wurden bei Rk = 0,5 bestimmt.

Wird durchgangig mit Materialkennwerten fir Rk = 0,5 gerechnet, sind konservative
Ergebnisse zu erwarten, da Eigenspannungen einerseits mit zunehmendem Riss-
wachstum abgebaut werden (vgl. [23] und [106]) und andererseits Eigenspannungen
Uber die Blechdicke nicht konstant hoch sind (vgl. Abschnitt 6.8.3). In [23] wird gezeigt,
dass bei hoher Ermidungsbelastung Eigenspannungen schneller abgebaut werden,
als bei niedriger Ermidungsbelastung. In der FKM Richtlinie [77] wird, basierend auf
den Untersuchungen von Scholtes in [106] bei Ermidungsbeanspruchung die An-
nahme von ,uber den Beanspruchungszeitraum stabilisierte Eigenspannungen® emp-
fohlen und darauf hingewiesen, dass die Eigenspannungsprofile, die bei statischen
Nachweise angesetzt werden mussen, fir Ermidungsnachweise nicht verwendet wer-
den kdnnen.

Die Vergleichsrechnungen zu den Risswachstumsversuchen der Langstrager der Re-
ferenzbriicke in [2] ergeben mit den Materialkennwerten fir Rk = 0,5 deutlich konser-

vative Ergebnisse und bestétigen daher diese Empfehlung.

AK =K(G oy + 15 ) ~K (i + G ) Gl. 124

min

K(G e )
R — min res
K —K(Gmax +Gres) Gl. 125

6.8.3 Eigenspannungsverlauf vor einem T-StoB

Da Eigenspannungen an einer Bestandsbriicke praktisch nicht direkt gemessen wer-
den kdénnen, missen Angaben aus der Literatur herangezogen werden. In diesem Ab-
schnitt wird der anzusetzende Eigenspannungsverlauf vor einem T-Stof3, als Nahe-
rung flr das untersuchte Quersteifendetail, untersucht. Bei diesem Detail sind nach
British Standard BS 7910 [59] Eigenspannungen ores in H6he der FlieBgrenze fy am
SchweiBBnahtiibergang (bei z/B = 0) sowie eine lineare Abnahme Uber die Blechdicke
bis ores = 0 (bei z/B = 1) anzusetzen (vgl. Abb. 221, transversale Eigenspannungen

sind in [59] mit or, die FlieBgrenze mit oy bezeichnet).
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Abb. 221: Eigenspannungsverteilung vor einem T-Stol3, entnommen aus [59]

Etwas detailliertere Untersuchungen sind in der Arbeit von Wimpory et. al. [107] zu
finden. In diesem Beitrag wurden die Eigenspannungen eines T-StoBes, fir verschie-
dene Blechdicken (25, 50 und 100 mm) und Material S355, J2G3 mit Hilfe der Neutro-
nenbeugungsmethode und der Tiefoohrmethode bestimmt. Die Genauigkeit der
Neutronenbeugungsmethode wird mit + 20 MPa und die des Tiefoohrverfahrens mit
+ 33 MPa angegeben. Durch die Verwendung und den Vergleich beider Methoden,
der Erzielung eines Momenten- und Normalkraft-Gleichgewichtes des Eigenspan-
nungsverlaufes in Dickenrichtung, sind die Ergebnisse als sehr vertrauenswirdig ein-
zustufen.

Je dicker die Bleche des T-StoB3es sind, desto héher sind die in [107] vor der Schweil3-
naht gemessenen Eigenspannungen. Der maximale Wert liegt jeweils sehr nahe oder
direkt an der Oberflache beim SchweiBnahtlbergang. Fir den T-Sto3, mit 25 mm di-
cken Blechen, werden die maximalen Eigenspannungen mit 120 MPa (34 % von fy)
angegeben. Bei den 50 mm dicken Blechen betragen die Eigenspannungen 230 MPa
(64 % von fy, Maximalwert in 4 mm Tiefe) und bei den 100 mm dicken Blechen betra-

gen die Eigenspannungen 270 MPa (75 % von fy).
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In [107] wird ein fUr alle Blechdicken gultiger, normierter Eigenspannungsverlauf Gber
die Blechdicke vorgeschlagen (vgl. Abb. 222, y = Achse in Dickenrichtung, w = Blech-
dicke). Die Auswertung der Durchschnittswerte (,Bi-linear approximation of average”
in Abb. 222) ergibt Eigenspannungen in der Héhe von 0,75 fy an der Oberflache bei
y/w = 0, sowie -0,3 fy in einer Tiefe von y/w = 0,275 und Werte von 0,25 fy bei y/w =
1,0. Als obere Grenzkurve wird die Erh6hung um 0,25 fy angegeben (,Bi-linear appro-
ximation of average +0.25“ in Abb. 222). Die in Abb. 222b strichlierte Grenzkurve des
BS 7910 wurde 2013 durch jene in Abb. 221 ersetzt.

w25 mm Average
1,5 : — 1.5 —r { ® 50mmiLL -
L 4 L A 100mm ILL 1
0 Holden et al.
W Force balanced data (average) ©  Cheng and Finnie
e  Asreceived data (average) ] © 100 mm DHD (2)
A Biinear approximation of average i 1k~ — —BS7910(2) |
—— Bi-inear approximation of average +0.25 A «. | Bilinear approximation (upper bound) _

o

Normatised Residual Stress /s, )
o
Qo (4]

Normalised Residual Stress g _ /o, )}
o
o

05 PR S I SV N S | 1 P B | 05 PSS S [ SU S S NN S NS S S S—
0 02 04 06 08 1 0 0.2 a4 a6 08 1

Normalised Position (y/w) Normalised Position (y/w)

Abb. 222: Transversale Eigenspannungsverteilung: (a) Abschétzung der bi-linearen Verteilungen aus
den Mittelwerten und oberen Grenzwerten der Messdaten und (b) Einzelwerte nach Erflillung des
Kraftgleichgewichts, verglichen mit der oberen Grenzwertverteilung; entnommen aus [107]

6.8.4 Berucksichtigung von Eigenspannungen im Eurocode 1993-1-10

Der Eurocode EN 1993-1-10 [104] dient der korrekten Stahlsortenauswahl, in Hinblick
auf die Bruchzahigkeit zur Vermeidung von Sprédbruch und basiert auf bruchmecha-
nischen Untersuchungen geschweiBter Bauteildetails. Die Ergebnisse der bruchme-
chanischen Untersuchungen sind in Tabelle 2.1 ,GroRte zulassige Erzeugnisdicken t
in mm*“ fur die einfache Anwendung aufbereitet und zusammengefasst. Bei der Ver-
wendung dieser Tabelle sind Eigenspannungen bereits inkludiert und nicht extra an-
zusetzen. In diesem Abschnitt wird gezeigt, wie Eigenspannungen bei den zugrunde-
liegenden bruchmechanischen Berechnungen berlcksichtigt wurden.

Wie im Hintergrunddokument des Eurocodes EN 1993-1-10 [105] erklart wird, wurde
zwischen globalen und lokalen Eigenspannungen unterschieden (vgl. Abb. 223). Glo-
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bale Eigenspannungen wurden zur Bertcksichtigung von entfernten Zwangungswir-
kungen pauschal mit os = 100 N/mm?2 angesetzt. Die Festlegung von os = 100 N/mm?
wird dabei mit folgenden drei Punkten begriindet: (i) mit Spannungsmessungen in Bau-
teilen unter entfernter Zwangungseinwirkung; (ii) der Annahme, dass das in Tabelle
2.1 maximal zulassige Spannungsniveau oed = 0,75 fy + 100 N/mm? der FlieBgrenze fy
entspricht und (iii), dass fy + 100 N/mm?2 dem Erwartungswert von fy entspricht;

Lokale (Schweif3-)Eigenspannungen wurden nur indirekt beriicksichtigt. Im Nachweis-
format des Eurocodes 1993-1-10 (FUhrung des Bruchmechaniknachweises tber Tem-
peraturaquivalente), sind lokale (Schweil3-)Eigenspannungen Uber das Sicherheitsele-
ment ATr abgedeckt. ATr wurde dabei mit geschwei3ten Bauteilversuchen bei sehr
tiefen Temperaturen kalibriert.

globale Eigenspannungen

Abb. 223: Lokale und globale Eigenspannungen fiir die bruchmechanische Beurteilung geschweilter
Anschlisse, entnommen aus [105]

6.9 Empfohlene Annahmen zur AnfangsrissgroBBe

Die Anfangsrissgréfie ist der Ausgangspunkt einer bruchmechanischen Restlebens-
dauerberechnung und hat gro3en Einfluss auf die mogliche Restlebensdauer. Kleine
Anfangsrisse ermdglichen eine wesentlich héhere Restlebensdauer, als gréBere An-
fangsrisse, da die Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN pro Spannungsspiel bei ei-
nem kleineren Riss deutlich geringer ist.
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Es ist zu unterscheiden, ob ein Bauteil bereits einen tatsachlichen Riss aufweist, oder
nicht. Baupraktisch Ubliche Verfahren zur Risspriifung — sind neben der visuellen Riss-
prifung, das Farbeindringverfahren, die Magnetpulverprifung und die Ultraschallpri-
fung. In Sonderféllen kann auch eine Wirbelstromprifung oder eine Réntgen-Durch-
strahlungsprifung zum Einsatz kommen. In [108] werden die fur Stahlbriicken geeig-
neten, zerstérungsfreien Prifverfahren naher beschrieben. Die Prifverfahren weisen
dabei unterschiedliche Empfindlichkeiten auf, die von Faktoren wie der
Bauteilgeometrie, dem Oberflachenzustand, der Zugéanglichkeit der Prifflache, der
Technologie und den physikalischen Grundlagen des Prifverfahrens abhangen. Die
Rissprifung ist in jedem Fall von geschultem Personal, nach den entsprechenden
Prifnormen, vorzunehmen. Wird bei einer Inspektion eines Tragwerks ein Riss gefun-
den, sollte auch die vorhandene Rissgeometrie bestimmt werden. Bei einem halbel-
liptischen Oberflachenriss liegt dabei die groBte Herausforderung in der zerstérungs-
freien Bestimmung der Risstiefe. Bei den durchgefihrten Laborversuchen zum Erma-
dungsrisswachstum in [2] wurde die vorhandene Risstiefe am Referenzdetail mit der
ACPD (alternating current potential drop) Methode gemessen.

Wird kein Riss gefunden, muss ein fiktiver Anfangsriss definiert werden (vgl. Abb. 40).
Dieser ist vor allem von der verwendeten zerstérungsfreien Prifmethode abhéngig. Im
Eurocode 1993-1-10 [104] steht: ,Die Grol3e des Anfangsfehlers ist dabei in der Regel
so zu wahlen, dass er dem kleinsten mit den Priifmethoden nach EN 1090 erkennba-
ren Fehler entspricht“. Wie in Abb. 224 dargestellt, ist die volle Erkennbarkeit eines
Risses erst ab einer gewissen Rissgréie, die tber der Registriergrenze eines zersto-
rungsfreien Prlfverfahrens liegt, gegeben.
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Abb. 224: Nachweisbarkeit von Fehlern (Unganzen) mittels zerstérungsfreier Prifverfahren [81]

Die Dissertation von Kiihn [109] zeigt zusammenfassend wesentliche Literaturquellen
und Annahmen zur Bestimmung der Anfangsrissgré3e und Anfangsrissgeometrie, die
als Grundlage fiir die bruchmechanischen Hintergrundberechnungen zum Eurocode
1993-1-10 verwendet wurden (vgl. [105], [110]).

Die Anfangsrisstiefe ao eines halbelliptischen Oberflachenrisses, vor einem ge-
schweiBten Quersteifenanschluss, wurde in [109] mit Gl. 126 bzw. Gl. 127 definiert
und entspricht dem Vorschlag der deutschen Bundesanstalt fur Materialforschung
und -prufung [111], im Zuge der Erstellung der DASt-Ri 009. Die Gleichungen ergeben
Risstiefen, die mit zerstérungsfreien Prifmethoden nur in ungtnstigsten Féllen tber-
sehen werden (vgl. [112], [113] und [114]).

a, =o,5-|n[1+tlJ Gl. 126

0

mit: to=1 mmundt< 15 mm
t
a, =0,5-In(t—J Gl. 127

0

mit: to=1 mmundt>15mm
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Die Anfangsrissgeometrie (das ao/co Verhaltnis) halbelliptischer Oberflachenrisse wird
in [109] far ungeschweiBte Details und fir Risse am Ende einer Langssteife mit ao/co
= 0,4 angenommen. Fir Details mit quer zur Belastungsrichtung verlaufenden
SchweiBnahten (beispielsweise Risse vor einer Quersteife) wird die Anfangsrissgeo-
metrie mit ao/co = 0,15 definiert. Vor einer quer zur Belastungsrichtung verlaufenden
SchweiBBnaht wird ein deutlich flacherer halbelliptischer Oberflachenriss angenommen,
da davon ausgegangen werden muss, dass kleine Fehlstellen entlang der ScheiB3naht
zu einem gréBeren, flachen, Oberflachenriss zusammenwachsen (vgl. Abb. 225). Die
Definitionen der Anfangsrissgeometrien stitzen sich dabei auf die Untersuchungen
[115],[116], [117]und [118]. In [119], [117] und [120] werden ebenfalls Anfangsrissge-
ometrien vor Langs- und Quersteifen angegeben, die sich im Wesentlichen mit den

genannten Angaben aus [109] decken.

Ac

L

Abb. 225: Verschiedene Stadien des Risswachstums bei Schwei3details, mit quer zur Belastungsrich-
tung verlaufenden Nahten [110], entnommen aus [109] mit Anmerkungen

Die vorgestellten Annahmen zur Anfangsrissgréfe und Anfangsrissgeometrie decken
sich mit den in der Praxis erzielbaren Ergebnissen zerstérungsfreier Prifmethoden,
wie auch durch eine gro3 angelegten Studie von Miki et al. [121] von ermUdungsbe-
anspruchten Versuchstragern, mit geschwei3ten Langs- und Quersteifenanschliissen
gezeigt werden konnte. Tab. 31 zeigt die kleinsten, detektierbaren RissgréBen fur ver-
schiedene Prifmethoden, vor und nach dem Entfernen der Anstrichschicht. Wie Kihn
in [109] angibt, ist fir die Detektierbarkeit eines Oberflachenrisses eher die Breite 2¢
maBgebend, als die Risstiefe a. Auffallig ist ebenfalls, dass entgegen der Meinung,
dass Anstrichschichten die zerstérungsfreien Prifungen behindern und deshalb vor
der Prufung entfernt werden sollten, fir die meisten getesteten Prufverfahren genau

das Gegenteil festgestellt wurde. Einzig beim Magnetpulververfahren konnten nach
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dem Entfernen des Korrosionsschutzanstriches kleinere Risse detektiert werden, als

vor der Entfernung [109].

Tab. 31 Kleinste detektierbare RissgréBe fir verschiedene Priifmethoden, vor und nach dem Entfer-

nen der Anstrichschicht nach [121], enthommen aus [109]

kleinste detektierbare RissgréBe in mm
Bauteile mit Anstrich L
ZfP-Methode Ohne Anstrich? Zuverlassigkeit
Risstief Ri i
isstiefe issbreite Rissbreite 2c
a 2c
Sichtprifung - 4 8 relativ gering; groBe Streuung
Wirbelstrom 1 5 5 unzuverlassig
+ 1 mm; Uberschatzt meist die tat-
Ultraschall 2,5 5 6 L . .
sachliche RissgréBe
Magentpulver 0,5 4 2 * 1 mm; zuverlassig
Farbeindrin- o5 4 8 relativ zuverlassig; unterschatzt bis-
gung ’ weilen die tatsachliche RissgrdBe

1) ohne Anstrich bedeutet, dass die Prufungen nach dem Entfernen des Anstrichs durchgefiihrt wurden

In der FKM Richtlinie [77] werden ebenfalls Anhaltswerte fir die Risserkennbarkeit mit
zerstérungsfreien Prifverfahren (ZfP) angegeben (vgl. Tab. 32). Obwohl diese Werte
deutlich kleiner sind als die Werte in Tab. 31, wird in der FKM Richtlinie darauf hinge-
wiesen, dass unter Laborbedingungen bzw. mit erhéhtem Prifaufwand noch kleinere
Fehler gefunden werden kénnen. Die FKM Richtlinie enthalt auch ein Anwendungs-
beispiel eines geschwei3ten Offshore-Rohrknotens, das dem geschweif3ten Querstei-
fenanschluss sehr &hnlich ist und von C.M. Sonsino (Fraunhofer Institut fiir Betriebs-
festigkeit) und M. Vormwald (TU Darmstadt) ausgearbeitet wurde. Die Anfangsrisstiefe
wurde hier mit ao = 1 mm festgelegt und es wurde darauf hingewiesen, dass diese

Risstiefe mit ZfP-Methoden zuverlassig detektierbar ist.
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Tab. 32 Anhaltswerte der Risserkennbarkeit der ZfP, entnommen aus [77]

Priifverfahren Riss- | Risslinge | Risstiefe | Bemerkung Anwendungsgrenzen
breite 2c a, 2a
|mm| [mm] [mm)]
Sichtpriifung 0,1 2 - bei sauberer Oberfliche und | komplizierte Geometrie,
optischen Hilfsmitteln mangelnder Kontrast
Eindringpriifung 0,01 1 0,5 werkstoffunabhingiger porose Werkstoffe, verstopfte
Einsatz Risse, Offng. zur Oberfliche
notwendig, raue Oberfliche
Magnetpul- 0,001 1 0,1 bei feinen Rissen an der nur Ferromagnetika, abhin-
verpriifung Oberfldche und dicht gig von Magnetisierung, Rau-
darunter tiefe, Beleuchtung
Wirbelstrom- 0,01 1 0,1 hohe Priifgeschwindigkei- | nur elektrische Leiter, be-
prifung ten realisierbar grenzte Eindringtiefe, lokale
Anwendung
Potentialsonden- 0,01 2 0,2 Risstiefenmessung, ohne nur elektrische Leiter, kein
prifung Einfluss der Rissbreite, ge- |elektrischer Kontakt der Riss-
mittelte RissgroBen flanken
Ultraschall- 0,001 1 1 fir Innen- und Oberflichen- | Ergebnis abhingig von akus-
priiffung fehler, beliebige Bauteil- tischen Werkstoffeigenschaf-
dicke ten, komplizierte Bauteil- und
Fehlergeometrie
Durchstrahlungs- 0,1 1 2% der | fuir Innen- und Oberflichen- | begrenzte Bauteildicke,
priiffung Wanddicke| fehler, beriihrungslose Strahlenschutz beachten
Priifung

6.10 Praktische Restlebensdauerberechnung des Referenzdetails

In diesem Abschnitt wird die praktische Vorgehensweise der bruchmechanischen
Restlebensdauerberechnung, am Beispiel des Referenzdetails, dargestellt. Dies er-
moglicht die Erlauterung der erforderlichen Annahmen und Empfehlungen und erlaubt
eine anschauliche Darstellung der erzieloaren Restlebensdauerergebnisse. Dartber
hinaus wird der Einfluss der Anfangs- und EndrissgréBe, der Uberfahrtsgeschwindig-
keit, der bruchmechanischen Materialparameter und der Kollektivform hinsichtlich der
bruchmechanisch berechenbaren Restlebensdauer analysiert.

6.10.1 Definition des gewahlten Bruchmechanikmodells

FUr die folgende Restlebensdauerberechnung wird das Scheibenmodell eines halbel-
liptischen Oberflachenrisses (vgl. Abschnitt 6.6), mit der zugehdrigen Modellbreite ent-
sprechend der halben Untergurtbreite 2w = bua/2, gewahlt (vgl. Abb. 226 und Abb.
227). Dadurch befindet sich der Oberflachenriss in Modellmitte, d. h. im Viertelpunkt
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der Untergurtbreite und zentral vor dem Quersteifenanschluss. Die Spannungserhé-
hung durch den Quersteifenanschluss wird mit Mk-Faktoren berticksichtigt (vgl. Ab-
schnitt 6.7, Gl. 122 und Gl. 123).

/ 2w = bua/2

<+—>
bua

A ‘_/ ‘_/ ‘_/ OUG,Nenn

Abb. 226: Lage des Bruchmechanikmodells (rot), in Bezug zum untersuchten Langstrager mit Quer-
steifenanschluss

6.10.2 Definition und Nachweis der maximal zulassigen RissgroBe

Die maximal zuldssige RissgréBe bestimmt das Ende der bruchmechanischen Restle-
bensdauerberechnung (vgl. Abschnitt 6.10.3). In diesem Abschnitt werden die Krite-
rien zur Definition der maximalen zuldssigen RissgréB3e erlautert. Anzustreben ist eine
maximale RissgréBe, bei der unabhangig vom Lastniveau, sprédes Versagen ausge-
schlossen werden kann (vgl. Abschnitt 6.2). Dies ist gegeben, wenn im FAD-Diagramm
die Verlangerung des Vektors vom Ursprung zum Bewertungspunkt die Grenzkurve
bei Lr =2 1 schneidet. Dann missen im Traglastnachweis auch keine Eigenspannungen
bertcksichtigt werden, da es vor einem Sprdédbruch zu einem FlieBen des Nettoquer-
schnitts kommt (vgl. Abschnitt 6.8.1). Wie in Abb. 220 dargestellt, kann im FAD-Dia-
gramm auch die Sicherheitsreserve der Bruchzéahigkeit fur duktiles Bauteilversagen
abgelesen werden. Kann ein Sprédbruch ausgeschlossen werden, wird die zulassige
Maximallast durch das FlieBen im Nettoquerschnitts begrenzt.

Da der GrofB3teil der Lebensdauer bei einem bruchmechanischen Restlebensdauer-
nachweis (die mdgliche Lastwechselanzahl von ao bis amax) in einem Bereich liegt,
wenn der Riss noch relativ klein ist (vgl. Abb. 210), kann die maximal zulassige Riss-
gréBe ebenfalls relativ klein gewahlt werden (beispielsweise amax = 0,8 t oder kleiner).

Ein kleinerer zulassiger Riss flhrt zu einem kleineren Spannungsintensitatsfaktor AK
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und einem gréBeren Nettoquerschnitt, wodurch sich eine deutlich geringere Sprdd-
bruchwahrscheinlichkeit ergibt und die zulassige Maximallast durch den gréBeren Net-
toquerschnitt steigt.

Bei der Ermittlung der maximalen RissgréBe sollten die Gultigkeitsgrenzen der ver-
wendeten Formeln fiir K und Lr beachtet werden. Die Gleichungen in Abschnitt 6.6.1,
zur Berechnung des Spannungsintensitatsfaktors K, beschréanken die maximale Ober-
flachenlange 2c auf die halbe Rissmodellbreite w. Die Gleichungen in Abschnitt 6.6.3,
zur Berechnung des Plastizierungsgrades L:, begrenzen die maximale Risstiefe
a < 0,8-t. Als maximal zulassige RissgréBe sind daher héchstens amax = 0,8t und Cmax
= w/2 als EingangsgroBe fur den Traglastnachweis im FAD-Diagramm méglich.

Die Lastfallkombination fir den Nachweis der maximalen RissgréBe muss ebenfalls
definiert werden. Orientierung diesbezliglich bietet die Bemessungssituation fiir den
Nachweis der Sprédbruchsicherheit im Eurocode 1993-1-10 [104], die als auBerge-
wdhnliche Bemessungssituation mit der Leiteinwirkung Temperatur definiert ist. Die

Einwirkungen sind dabei mit folgender Kombination anzusetzen:
E, =E{Ad [Tea] "+ DG "+" w,Q "+" Z\VZJQH} Gl. 128

Die in [2] durchgeflhrten Maximallastversuche an drei Langstragen der Referenzbri-
cke im Labor, zeigten alle ein auBerst gutmitiges, duktiles Verhalten. Dabei waren
jeweils auBerst unglnstige Umstande durch: (i) Ermidungsrisse Uber die gesamte
Blechdicke reichend, (ii) eine starke Kuhlung auf -30°C, zur Simulation eines kalten
Wintertages und (iii) die maximal mégliche Belastungsgeschwindigkeit der Prifma-
schine (16 mm/s), gegeben. Dennoch konnte im Laborversuch - trotz dieser unglinsti-
gen Bedingungen - kein Sprédbruch erzwungen werden. Die zurtickgerechnete Nenn-
spannung in den jeweiligen Trageruntergurten erreichte Werte Gber 300 N/mm?2 und
Uberschritt somit die nominelle FlieBgrenze von 235 N/mm?2 deutlich. Alle Tragerversu-
che zeigten nur eine geringfigige plastische Aufweitung des Risses und versagten
primar bei der Lasteinleitung durch lokales Beulen und nicht alleine im Bereich des
ErmUdungsrisses.

Im Folgenden werden Vergleichsrechnungen fir unterschiedliche Annahmen zur ma-
ximalen RissgréBen durchgeflhrt, um zu zeigen, bis zu welcher Maximallast diese
nachgewiesen werden kénnen. Die Abmessungen entsprechen dem Referenzdetalil
und sind in Abb. 227 definiert. Ausgangspunkt der Parametervariation sind die gréBten
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zulassigen Werte fir a und c¢ entsprechend dem Giltigkeitsbereich der verwendeten
Formeln: amax = 0,8-tug = 9,6 mm und cmax = w/2 = 30 mm. Die schrittweise Reduktion
der zuldssigen Risstiefe amax, zeigt die zugehérige Erhéhung der Maximallast (vgl. Tab.
33, ausgedrlckt durch die maximal mdgliche Nennspannung omax). Eine Reduktion
von amax fUhrt in weiterer Folge zu einer etwas geringeren Restlebensdauer, wie im
Abschnitt 6.10.5 noch gezeigt wird und sollte daher nur gewahlt werden, wenn der
Traglastnachweis dies erfordert. In Abb. 228 wird das FAD-Diagramm fir den Fall amax
= 0,8-tuc dargestellt. Hier ist die zugehdrige minimale Bruchzahigkeit ablesbar, die er-
forderlich ist, um einen Sprédbruch ausschlieBen zu kénnen. Die entsprechenden
Werte Kuieminert Sind auch in Tab. 33 angeflhrt und deutlich niedriger als die in [2]
gemessenen Bruchzahigkeiten der Referenzbriicke von Kic = 185,6 MPavm.

Scheibenmodell Abmessungsdefinition zur Berechnung
mit halbelliptischem Oberflachenriss: der Mk Faktoren: tst wh
Tole
Omax / ‘\\'
[ f raul
/ Omax \ |I a \ Omax
¢ e tua
o-max 4
Materialparameter: Abmessungen:
e fy=355N/mm? e 2w =buys/2=120mm
o fu=490 N/mm?2 o tug =12mm, tst=8 mm, wh=5mm
e E=210.000 N/mmg? e  Cmax =W/2=30mm
e Kiec=185,6 MPavm e amax =0,81tuac/0,7tus / 0,6-tuc / 0,5tuc / 0,4-tuc

Abb. 227: Parameterdefinitionen fir die Vergleichsrechnungen

Tab. 33: Ergebnisse der Vergleichsrechnungen bei einer Variation der Risstiefe

@max Cmax Amax/Cmax | Omax [N/mm?] Kuic,min,ert [MPa\/m]
0,8-tug | 9,6 mm | w/2 | 30 mm 0,32 0,69 - fy 0,388/ 0,82 - Kyc = 88
0,7 - tug | 8,4mm | w/2 | 30 mm 0,28 0,74 - fy 0,384 /0,82 - Ky = 87
0,6 -tug | 7,2mm | w/2 | 30 mm 0,24 0,78 - fy 0,363/ 0,82 - Kyc = 82
0,5-tug | 6,0mm | w/2 | 30 mm 0,20 0,82 - fy 0,333/0,82 - Kiie =75
0,4 -tug | 4,8mm | w/2 | 30 mm 0,16 0,86 - fy 0,294 /0,82 - Kuc = 67
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Abb. 228: FAD-Diagramm mit den Parametern aus Abb. 227, amax = 0,8 tuc und omax = 0,69 fy

6.10.3 Algorithmus zur Risswachstumsberechnung

Bei einem halbelliptischen Oberflachenriss ist zwischen dem Spannungsintensitats-
faktor (SIF) am Scheitelpunkt Ka und dem SIF an der Oberflache K¢ zu unterscheiden.
Dadurch unterscheidet sich auch die Risswachstumsgeschwindigkeit da/dN in der
Tiefe und an der Oberflache, wodurch sich die Form des halbelliptischen Oberflachen-
risses, mit zunehmender Lastwechselanzahl, &ndert. Eine durchgehende analytische
Integration von Gl. 73 ist somit nicht mehr méglich. Dies bedeutet, dass die Integration
von Gl. 73 numerisch schrittweise gelést werden muss. Daher wird in diesem Abschnitt
der praktische Ablauf der Rissfortschrittsberechnung mit einer einfach zu programmie-
renden Schleife erlautert. Diese ermdglicht es, die Formanderung des halbelliptischen
Oberflachenrisses einfach abzubilden. Abb. 229 zeigt den Algorithmus fiir ein Einstu-
fenkollektiv und Abb. 231 fir ein mehrstufiges Spannungskollektiv. Die dargestellten
Algorithmen ergeben die mdgliche Lastwechselanzahl N und die Endrissgré3e eines
halbelliptischen Oberflachenrisses, ausgehend von der Startgeometrie ao und co. Da-
bei wird zwischen dem zyklischen Spannungsintensitatsfaktor am Scheitelpunkt AKa
und an der Oberflache AKc differenziert und so eine Formanderung des halbellipti-
schen Oberflachenrisses Uber die Lebensdauer zugelassen. Zusatzlich wird auch beim
Mk-Faktor zwischen der Erh6hung von AKa mit Mka und von AKc an der Oberflache mit
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Mkc unterschieden. Die Werte von AK und Mk hangen von der jeweils aktuellen Riss-
geometrie ab und werden bei jedem Schleifendurchlauf aktualisiert.
Sensitivitatsanalysen zeigten, dass bei einem Einstufenkollektiv eine Schrittweite von
AN = 100 zur Aktualisierung der von der Risstiefe abhangigen GréBen leicht ausreicht,
um das Risswachstum numerisch korrekt abzubilden (AN kénnte auch noch kleiner
gewahlt werden, jedoch verandert selbst AN = 1 die Ergebnisse nur unwesentlich).
Bei einem Spannungskollektiv kann das Risswachstum mit einem sogenannten Block-
programm berechnet werden (vgl. Abb. 230). Das Spannungskollektiv der Messung
kann dabei direkt als ein Block verwendet werden. Die Kollektiviange bei der Refe-
renzbrlicke entspricht dem Messzeitraum von 28 Tagen (in Abb. 230 ist die Kollektiv-
lange mit AN bezeichnet). Der in Abb. 231 dargestellte Algorithmus durchlauft das
Spannungskollektiv immer wieder mit der Laufvariable i = 1 bis z, von der héchsten
Kollektivstufe [Ao1, ni] zur niedrigsten Kollektivstufe [Aoz, nz]. Dadurch werden alle
Kollektivstufen Uber die berechnete Lebensdauer praktisch gleichmaBig verteilt, da die
berechnete Lebensdauer deutlich langer ist als der Messzeitraum. Die Werte fir AK
und Mk werden bei jeder Kollektivstufe aktualisiert.

Die Startparameter t (Untergurtdicke) und w (2w = Rissmodellbreite) entsprechen den
Abmessungen des bruchmechanischen Rissmodells (vgl. Abb. 227); L und 6 werden
zur Berechnung der M« Faktoren (vgl. Abb. 217) bendtigt, wobei L der Anschlusslange
(L = tst + 2wn) entspricht und 8 Ublicherweise mit 45° angenommen werden kann.
Beide Algorithmen laufen bis die zulassige Rissgré3e amax oder cmax erreicht wird (vgl.
Abschnitt 6.10.2).
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Start, Definition von:

Ao, tue, W, L, @ = ao, C = Co, @max, Cmax
N = 0. AN = 100. AKin l

a < Amax nein | Ergebnis:

V - N! a,C

AK; = Mia(a,6,tue,L) - AK(Ao, a, ¢, tue, L, 6, w, ¢ =11/2)
AK. = Mk:(a,c.tua. L) AK(Ao, a, ¢, tue. L. 6, w, 6 = 0)

| a=a+c- AKa AN|

| c=c+C-AKM-AN |

AK; od. AK
> AKm

| N=N+aN |

Bauteil
dauerfest

Abb. 229: Schematischer Ablauf zur Berechnung des Rissfortschritts und der Lastwechselanzahl N
eines halbelliptischen Oberflachenrisses vor einer Quersteife, von der RissgréfBe ao bis aend bei einer
Einstufenbelastung Ac

Block Stufe
4

g)

=

22 f

g = - h

o O Rk - it I3
2 Q : ; : :
Q 2 :

n .S 5 [

s = Qi *

@G

(2 8 7Y

FaN I N

Abb. 230: Schematische Darstellung eines Blockprogrammes, enthommen aus [77]
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Start, Definition von:
Kollektivstufen 1 bis z = [Ag;, nj]
Aomax = A01 nges an

tue, W, L, @ = @p, C = Co, @max, Cmax

N = 0, AKth
Ergebnis:
N,a, c
AK, = Mia(a,c,tug,L) - AK(Aa;, a, ¢, tug, L, 8, w, ¢ = 11/2)
AK. = Mie(a,c,tua,L) - AK(Ag;, a, ¢, tu, L, 6, w, ¢ = 0)
| a=a+C- AKa n;
| c=c+C-AK"
ja Bauteil
(AK & AK) < AKjy dauerfest
¢ nein
N=N+ n;
i=i+1

Abb. 231: Schematischer Ablauf zur Berechnung des Rissfortschritts und der Lastwechselanzahl N
eines halbelliptischen Oberflachenrisses vor einer Quersteife, von der RissgréBe ao bis aena mit einem
Spannungskollektiv Ao

6.10.4 Definition der verwendeten Spannungskollektive

Dieser Abschnitt zeigt die Spannungskollektive, die bei den folgenden Vergleichen der
bruchmechanischen Restlebensdauerberechnungen verwendet werden. Als Basis
dient dabei das bei v = 60 km/h am Messquerschnitt LO3 gemessene Spannungskol-
lektiv, das bereits in Abb. 67 dargestellt wurde und zu den unginstigsten gemessenen
Kollektivformen z&hlt (vgl. Abb. 233). Tab. 34 enthélt die Anzahl ni der gemessenen
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Spannungsspiele bei v = 60 km/h fir jede Kollektivstufe Aai (in N/mm?), getrennt fur
die Uberfahrten auf Gleis 1, Gleis 2, die Zugsbegegnungen und fiir das Gesamtkollek-
tiv. Zum Vergleich wird das bei v = 60 km/h gemessene Spannungskollektiv auch auf
v = 120 km/h hochskaliert (vgl. Abschnitt 4.6.1). Abb. 232 zeigt beide Spannungskol-
lektive, LO3 bei v =60 km/h (siehe auch Tab. 34) und LO3 auf v = 120 km/h hochskaliert
(siehe auch Tab. 35). Die Skalierung auf v = 120 km/h betrifft dabei nur die Héhe der
einzelnen Kollektivstufen Aci und wurde separat fir die Uberfahrten auf Gleis 1, Gleis
2 und fUr die Zugsbegegnungen vorgenommen. Die Skalierungsfaktoren fir Aci sind:
f120,L3,Gleis 1 = 1,0614 und f120,L3,Gleis2 = 1,3915 (vgl. Tab. 11, die letzte Spalte der letzten
beiden Zeilen); flr die Zugsbegegnungen wurde der Mittelwert von Gleis 1 und Gleis
2 =(1,0614 + 1,3915) / 2 = 1,2265 gewahlt. In Tab. 35 werden alle auf v = 120 km/h
skalierten Kollektivstufen Aai (inklusive der zugehdérigen Spannungsspielanzahl ni), ge-
trennt fiir die Uberfahrten auf Gleis 1, Gleis 2, die Zugsbegegnungen und als Gesamt-

kollektiv aufgelistet.

80

—T—r—rTT T T e T — T
— Gesamtkollektiv, Messpunkt L03, auf v = 120 km/h hochskaliert
—— Gesamtkollektiv, Messpunkt LO3, bei v = 60 km/h

Abb. 232: Gesamtkollektiv der Messung am Langstrager Untergurt im Messpunkt LO3
bei v = 60 km/h und auf v = 120 km/h hochskaliert
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Tab. 34: Bei v = 60 km/h gemessene Spannungskollektive im Messpunkt LO3; Ao in [N/mm2]

Kollektivstufen Aci | N, gleis1 | Ni, gleis2 | Ni, zugsb n;, ktkollektiv = N, Gleis1 * Ni, Gleis2 + Ni, z
51 0 1 0 1
50 0 0 0 0
49 0 0 0 0
48 0 2 0 2
47 0 0 0 0
46 0 2 2 4
45 0 14 0 14
44 0 17 4 21
43 1 32 2 35
42 0 63 4 67
41 0 121 3 124
40 0 194 5 199
39 0 207 13 220
38 0 257 13 270
37 1 197 7 205
36 2 239 6 247
35 2 208 8 218
34 0 248 16 264
33 2 243 15 260
32 3 263 12 278
31 1 261 20 282
30 2 264 12 278
29 8 404 19 431
28 7 459 16 482
27 8 479 28 515
26 8 597 28 633
25 13 596 24 633
24 12 618 31 661
23 10 901 27 938
22 15 794 38 847
21 12 620 32 664
20 8 733 29 770
19 10 967 43 1020
18 29 1506 50 1585
17 63 2348 73 2484
16 157 1651 51 1859
15 226 837 40 1103
14 236 1067 63 1366
13 292 1732 82 2106
12 286 1892 89 2267
11 787 1820 108 2715
10 1305 2487 166 3958
9 765 2339 136 3240
8 996 2475 148 3619
7 4081 2968 242 7291
6 2252 4230 270 6752
5 1619 4058 246 5923
4 3151 1998 185 5334
3 2824 2159 150 5133
2 2459 3090 232 5781
1 4240 5924 416 10580
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Tab. 35: Auf v = 120 km/h hochskalierte Spannungskollektive im Messpunkt L03; Ac in [N/mm?2]

Gleis 1 Gleis 2 Zugsbegegnung Gesamtkollektiv
AO'i,]_zo = Acilso o 1,0514 n; AO‘i,]_zo = AO'ilso o 1,3915 n; AGi,]_zo = AO'i,Go 0 1,2265 n; AO'i n; AO‘i n;
45,6 1 71,0 1 56,4 2 71,0 1 |265]| 13

39,3 1 66,8 2 54,0 4 66,8 | 2 |264| 967
38,2 2 64,0 2 52,7 2 64,0| 2 |[258| 32
37,1 2 62,6 14 51,5 4 62,6 | 14 | 255| 12

35,0 2 61,2 17 50,3 3 61,2 | 17 | 25,0 | 1506
34,0 3 59,8 32 49,1 5 59,8 | 32 [245| 29
32,9 1 58,4 63 47,8 13 58,4 | 63 |[24,4| 10

31,8 2 57,1 121 46,6 13 57,1121 | 23,7 | 2348
30,8 8 55,7 194 45,4 7 56,4 | 2 |234]| 15
29,7 7 54,3 207 44,2 6 55,7194 | 23,3 | 43
28,7 8 52,9 257 42,9 8 54,3207 | 22,3 | 12

27,6 8 51,5 197 41,7 16 540| 4 |22,3|1651
26,5 13 50,1 239 40,5 15 52,9257 (22,1 50
25,5 12 48,7 208 39,2 12 52,7| 2 |21,2 8

24,4 10 47,3 248 38,0 20 51,5| 4 |209| 837
23,4 15 45,9 243 36,8 12 51,5|197 (20,8 | 73
22,3 12 44,5 263 35,6 19 50,3| 3 [20,2| 10
21,2 8 43,1 261 34,3 16 50,1|239(19,6| 51

20,2 10 41,7 264 33,1 28 49,1| 5 |19,5] 1067
19,1 29 40,4 404 31,9 28 48,7 | 208 | 19,1 | 29
18,0 63 39,0 459 30,7 24 47,8 | 13 | 18,4 | 40

17,0 157 37,6 479 29,4 31 47,3 | 248 | 18,1 | 1732
15,9 226 36,2 597 28,2 27 46,6 | 13 | 18,0| 63
14,9 236 34,8 596 27,0 38 45,9 | 243 |17,2| 63

13,8 292 33,4 618 25,8 32 456 | 1 |17,0| 157

12,7 286 32,0 901 24,5 29 45,4 | 7 |16,7 | 1892
11,7 787 30,6 794 23,3 43 44,5263 | 159 | 82

10,6 1305 29,2 620 22,1 50 44,21 6 | 159 226

9,6 765 27,8 733 20,8 73 43,1261 | 15,3 | 1820

8,5 996 26,4 967 19,6 51 42,9| 8 [14,9]| 236
7,4 4081 25,0 1506 18,4 40 41,7 | 264 | 14,7 | 89

6,4 2252 23,7 2348 17,2 63 41,7 | 16 | 13,9 | 2487

5,3 1619 22,3 1651 15,9 82 40,5| 15 | 13,8 | 292

4,2 3151 20,9 837 14,7 89 40,4 | 404 | 13,5 | 108

3,2 2824 19,5 1067 13,5 108 393| 1 [12,7| 286

2,1 2459 18,1 1732 12,3 166 39,2 | 12 | 12,5 2339

1,1 4240 16,7 1892 11,0 136 39,0 {459 | 12,3 | 166

15,3 1820 9,8 148 38,2 2 |11,7| 787

13,9 2487 8,6 242 38,0 20 | 11,1 | 2475

12,5 2339 7,4 270 37,6 | 479 | 11,0 | 136

11,1 2475 6,1 246 37,1 2 |10,6| 1305

9,7 2968 4,9 185 36,8 | 12 | 9,8 | 148

8,3 4230 3,7 150 36,2 | 597 | 9,7 | 2968

7,0 4058 2,5 232 356| 19 | 9,6 | 765

5,6 1998 1,2 416 350 2 8,6 | 242

4,2 2159 34,8596 | 8,5 | 996

2,8 3090 34,3| 16 | 8,3 | 4230

1,4 5924 340| 3 7,4 | 4081

33,4618 | 7,4 | 270

33,1 28 | 7,0 | 4058

329 1 6,4 | 2252

32,0901 | 6,1 | 246

319| 28 | 5,6 | 1998

31,8 2 5,3 | 1619

30,8 8 4,9 | 185

30,7| 24 | 4,2 | 3151

30,6 | 794 | 4,2 | 2159

29,7 7 3,7 | 150

29,4 | 31 | 3,2 | 2824

29,2 1620 | 2,8 | 3090

28,7| 8 2,5 | 232

28,2 | 27 | 2,1 | 2459

27,8 1733 | 1,4 | 5924

276 | 8 1,2 | 416

27,0| 38 | 1,1 | 4240
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Im n&chsten Abschnitt wird zusatzlich zur Restlebensdauerberechnung mit dem in LO3
gemessenen Spannungskollektiv, auch der Einfluss der Kollektivform — oder der V6l-
ligkeit des Spannungskollektives — auf die Restlebensdauer untersucht. Hierfar wur-
den aus den, in den Messpunkten HO1, H02, LO1, L03, LO6, L0O8, L10, L12, Q06, Q08,
Q10 und Q12 gemessenen Spannungskollektiven, ein oberes und ein unteres Grenz-
kollektiv mit jeweils 20 Kollektivstufen abgeleitet. Da alle gemessenen Spannungskol-
lektive eine unterschiedliche HOhe Aomax und Lange ngesamt = Zni besitzen, mussten
diese, flr den Vergleich der Kollektivform, zuerst normiert werden. In Abb. 233 sind
die gemessenen und normierten Spannungskollektive und die beiden daraus abgelei-
teten Grenzkollektive Uberlagert dargestellt. Die Héhe der einzelnen Kollektivstufen
Aoiist immer auf das maximale Spannungsspiel Aomax bezogen, die Lange der einzel-
nen Kollektivstufen ni ist immer auf die jeweilige Kollektiviange n = 2ni bezogen. Die
Kollektivform bleibt durch diese Normierung unbeeinflusst. Tab. 36 enthalt die exakte
Definition der Grenzkollektive.

—Ho01
— = —H02
09 e —Lo1
—L03
—L06
—L08
L10
L12
Qo6
Qos H
Q10
Q12
|—oberes GK ||
—unteres GK

m
o
o

i

o

o
I

normierte Spannungsspielhéhe: Ae. / Ao ax
=4 o o o o o
- N w = w [=2]
I I I

o

10 10 107 107" 10°
normierte Spannungsspielanzahl: n, kumuliert / Kollektividnge n

o
<
o

Abb. 233: Vergleich der Kollektivformen; Darstellung der gemessenen und normierten Spannungskol-
lektive (jeweils auf ihr max. Spannungsspiel Aomax und ihre Kollektiviange n normiert) und der daraus
abgeleiteten, normierten Grenzkollektive
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Tab. 36: Definition des oberen und unteren Grenzkollektivs
(auf max. Spannungsspiel Aomax und Kollektiviange n normiert)

oberes Grenzkollektiv | unteres Grenzkollektiv
AGi/ AGmax | ni/n | nikumuliert/n| ni/n | nikumuliert/n

1 0,00012 0,00012 0,00001 0,00001
0,95 0,00038 0,0005 0,000002 0,000012
0,9 0,0013 0,0018 0,000017 0,000029
0,85 0,0032 0,005 0,000051 0,00008
0,8 0,007 0,012 0,00007 0,00015
0,75 0,008 0,02 0,00005 0,0002
0,7 0,01 0,03 0,0001 0,0003
0,65 0,01 0,04 0,0006 0,0009
0,6 0,015 0,055 0,0016 0,0025
0,55 0,02 0,075 0,0015 0,004
0,5 0,025 0,1 0,001 0,005
0,45 0,03 0,13 0,0015 0,0065
0,4 0,055 0,185 0,0085 0,015
0,35 0,035 0,22 0,006 0,021
0,3 0,05 0,27 0,004 0,025
0,25 0,11 0,38 0,003 0,028
0,2 0,13 0,51 0,017 0,045
0,15 0,17 0,68 0,006 0,051
0,1 0,13 0,81 0,029 0,08
0,05 0,19 1 0,92 1

6.10.5 Mogliche Restlebensdauern im Vergleich

In diesem Abschnitt werden bruchmechanisch berechnete Restlebensdauerergeb-
nisse gegenubergestellt, die sich bei verschiedenen Parametervariationen ergeben.
Neben dem Einfluss der Anfangs- und EndrissgrdBe auf die resultierende Restlebens-
dauer, wird auch der Einfluss unterschiedlicher Uberfahrtsgeschwindigkeiten, unter-
schiedlicher Material- bzw. Rissfortschrittsparameter und der Einfluss der Kollektivform
selbst auf die Restlebensdauerergebnisse untersucht.

Als Basis fur die folgenden Vergleiche dient immer das bei v = 60 km/h, im Messpunkt
LO3, gemessene Spannungskollektiv (vgl. Abb. 232 und Tab. 34) und der in Abb. 231
dargestellte Algorithmus zur Berechnung des Risswachstums. Die verwendeten Be-
rechnungsparameter und das zugrundeliegende Bruchmechanikmodell sind in Abb.
227 definiert. Die Startrissgeometrie betragt jeweils ao/co = 0,15, wobei die Anfangs-

risstiefe in der Regel ao = 1,0 mm betragt.
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¢ Einfluss der maximal zulassigen RissgroBe

Die maximal zulassige RissgréBe definiert das Ende der Risswachstumsberechnung
(vgl. Abschnitt 6.10.2), auf Basis der Sprdodbruchgefédhrdung. Der Einfluss der maximal
zulassigen RissgroBe auf die bruchmechanisch berechnete Restlebensdauer wird
auch im Obernéchsten Punkt, zum Einfluss der Anfangsrissgré3e und im Punkt zum
Einfluss der Rissfortschrittsparameter, mit abgebildet, da die Ergebnisse immer fir
amax = 0,4/0,5/0,6 /0,7 und 0,8-tuc berechnet wurden. In Tab. 33 ist die fir amax
jeweils erforderliche Mindestbruchzahigkeit Kuic,minerf und die zugehoérige, maximal zu-

lassige Nennspannung omax angegeben.
e Einfluss der Uberfahrtsgeschwindigkeit

Die Restlebensdauerergebnisse, die mit dem im Messpunkt LO3 bei v = 60 km/h ge-
messenen Spannungskollektiv berechnet wurden, gelten nur dann, wenn die Briicke
auch zukunftig nur mit 60 km/h befahren wird. Zum Vergleich wurde daher die Restle-
bensdauer auch mit dem auf v = 120 km/h hochskalierten Spannungskollektiv berech-
net (vgl. Abschnitt 4.6.1, Abb. 232 und Tab. 35), um eine méglichst realitdtsnahe Ein-
schatzung des Restlebensdauerpotentials zu ermdglichen. Bei einer praktischen Rest-
lebensdauerberechnung sollten die Messungen der Betriebsspannungskollektive je-
doch unbedingt direkt bei der zukiinftig gewiinschten maximalen Uberfahrtsgeschwin-
digkeit stattfinden. Dadurch sind alle dynamischen Effekte direkt in den Messungen
abgebildet und der erforderliche Teilsicherheitsfaktor yrt kann sehr gering gewahlt wer-
den. Beispielsweise erscheint ein Teilsicherheitsfaktor von yrt = 1,05 als ausreichend,
zur Berucksichtigung eventueller Messtoleranzen. Die Ergebnisse des auf v = 120
km/h hochskalierten Spannungskollektives dienen nur zum anschaulichen Vergleich
des groBen Einflusses der Uberfahrtsgeschwindigkeit. Der Einfluss der Uberfahrtsge-
schwindigkeit auf die Restlebensdauer wird auch im folgenden Punkt, zum Einfluss
der AnfangsrissgréBe und im Punkt zum Einfluss der Rissfortschrittsparameter, mit
abgebildet, da die Ergebnisse immer fiir beide Uberfahrtsgeschwindigkeiten v = 60
km/h und v = 120 km/h dargestellt sind.
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e Einfluss der AnfangsrissgroBe

Die Anfangsrissgré3e ao definiert den Start der Risswachstumsberechnung (vgl. Ab-
schnitt 6.9). In Tab. 37 werden die Restlebensdauerergebnisse flir eine StartrissgréBe
von ao = 1 mm und in Tab. 38 flr eine Startrissgré3e von ao = 1,28 mm, entsprechend
Gl. 126, dargestellt. Die Rissfortschrittsparameter entsprechen der Empfehlung des
British Standard [59] in Tab. 29 (Pu = 97,7%, Rk = 0,5, AKin = 2 MPavm). Fiir beide
Kollektive (v =60 km/h und v = 120 km/h) wurde ein Teilsicherheitsfaktor von yrt = 1,05
gewahlt (Acid = yr - ACi).

Vergleicht man Tab. 37 mit Tab. 38, sieht man deutlich die Abnahme der méglichen
Restlebensdauer, wenn ein gréBerer Startriss angenommen wird. Wie in Abschnitt 6.9
erlautert wurde, hangt die anzusetzende StartrissgréBe direkt von der verwendeten
zerstérungsfreien Rissprufung ab. Die FKM Richtlinie [77] zeigt, dass hier durchaus
Potential vorhanden ist, die Startrissgré3e ao auch kleiner als 1 mm zu wahlen (vgl.
Tab. 32). Bei einer angenommenen Startrisstiefe von ao = 0,75 mm (Oberflachenriss-
lange 2co = 5 mm, bei ao/co = 0,15), erhdht sich die mdgliche Restlebensdauer bei v =
120 km/h und bei amax = 0,8 - tug auf 48 Jahre sowie auf 40 Jahre bei amax = 0,4 - tua.

Tab. 37: Restlebensdauervergleich, bei einer Variation der zulassigen maximalen Risstiefe und
Uberfahrtsgeschwindigkeit und Anfangsrisstiefe ao = 1 mm

ameas RLD v =60 km/h | RLD v = 120 km/h
0,8 - tug | 9,6 Mmm 157 Jahre 33,2 Jahre
0,7 - tug | 8,4 mm 155 Jahre 32,6 Jahre
0,6 -tug | 7,2 mm 153 Jahre 31,8 Jahre
0,5 - tug | 6,0 mm 149 Jahre 30,5 Jahre
0,4 -tug | 4,8 mm 144 Jahre 28,7 Jahre

Tab. 38: Restlebensdauervergleich, bei einer Variation der zulassigen maximalen Risstiefe und

Uberfahrtsgeschwindigkeit und Anfangsrisstiefe ao = 1,28 mm

Amax RLD v =60 km/h | RLD v = 120 km/h
0,8 -tug | 9,6 mm 108 Jahre 24,7 Jahre
0,7 - tug | 8,4 mm 106 Jahre 24,1 Jahre
0,6 -tug | 7,2 mm 104 Jahre 23,3 Jahre
0,5 tug | 6,0 mm 101 Jahre 22,2 Jahre
0,4 -tug | 4,8 mm 96 Jahre 20,5 Jahre
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Zwischen den beiden Uberfahrtsgeschwindigkeiten ist ein sehr deutlicher Restlebens-
dauerunterschied feststellbar. Aber auch die, im Vergleich deutlich niedrigeren, Rest-
lebensdauerergebnisse bei v = 120 km/h, in der GréBenordnung zwischen 20 und 33
Jahren, sind sehr beachtlich und in einer absolut praxisrelevanten Gré3enordnung,
wenn man bedenkt, dass ein typisches Erneuerungsintervall fir den Korrosionsschutz
etwa 25 Jahre betragt.

o Einfluss der maximalen Risstiefe

Die Anderung der maximal zulassige Risstiefe amaxhat nur einen vergleichsweise ge-
ringen Einfluss auf die mdgliche Restlebensdauer. Um diesen Einfluss der Variation
von amax auch bei v = 120 km/h darzustellen, wurde die zugehdérige Restlebensdauer
mit einer zuséatzlichen Nachkommastelle angegeben. In der Praxis wird die Angabe
der Restlebensdauer in ganzen Jahren empfohlen.

In Abb. 234 bis Abb. 237 ist die Anderung der Rissgeometrie und der RissgroBe, fir
den Fall a0 = Tmm und beide Uberfahrtsgeschwindigkeiten, dargestellt. Die Rissgeo-
metrie entwickelt sich bei beiden Uberfahrtsgeschwindigkeiten praktisch ident. Ausge-
hend von einem sehr flachen halbelliptischen Oberflachenriss mit ao/co = 0,15, bis zu
einem etwas tieferen halbelliptischen Oberflachenriss mit amax/Cmax ~ 0,48 (vgl. Abb.
234 und Abb. 236). Dabei ist die Risswachstumsgeschwindigkeit zu Beginn relativ
langsam, sie nimmt jedoch deutlich zu, je gréBer der Riss wird (vgl. Abb. 235 und Abb.
237). Bei den, in Tab. 37 und Tab. 38, dargestellten Fallen mit amax = 9,6 mm betragt
die Lebensdauer von aop bis a = 4,8 mm zwischen 83 und 92 % der gesamten, berech-

neten Restlebensdauer von ao bis amax.
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Abb. 234: Rissgeometriednderung im Verhaltnis zur Restlebensdauer, bei ao = 1 mm und v = 60 km/h
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Abb. 235: RissgréBe im Verhaltnis zur Restlebensdauer, bei ao = 1 mm und v = 60 km/h
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¢ Einfluss unterschiedlicher Materialparameter

In diesem Abschnitt werden die méglichen Restlebensdauerergebnisse gegentberge-
stellt, die sich bei unterschiedlichen Rissfortschrittsparametern ergeben. Die verwen-
deten Rissfortschrittsparameter sind in Tab. 29 angefihrt und entsprechen den Anga-
ben aus dem British Standard [59]. Die Unterscheidung der Rissfortschrittsparameter
erfolgt einerseits Giber die angegebene Uberlebenswahrscheinlichkeit Pu = 50 % und
Pu = 97,7 % und andererseits Uber die zugrundeliegende Hb6he der Mittelspannung
Rk < 0,5 und Rk = 0,5. Der Schwellenwert des Spannungsintensitatsfaktors ist immer
mit AKin = 2 MPavm festgelegt. Die AnfangsrissgrdBe betrégt einheitlich ao = 1 mm.
In Tab. 39 wird der Restlebensdauervergleich fiir die Uberfahrtsgeschwindigkeit v = 60
km/h dargestellt, in Tab. 40 fir v = 120 km/h. Fur die praktische, bruchmechanische
Restlebensdauerberechnung von geschweif3ten Detailpunkten einer Eisenbahnbrlicke
sind die Materialkennwerte bei Py = 97,7% und Rk = 0,5 empfohlen (vgl. Spalten ganz
rechts), die auch schon im vorigen Vergleich in Tab. 37 und Tab. 38 verwendet wur-
den.

Wechselt man vom charakteristischen Wert der Uberlebenswahrscheinlichkeit Py =
97,7 % auf den Erwartungswert bei P = 50 % (in Tab. 39 und Tab. 40 jeweils eine
Spalte weiter nach links), sieht man eine deutliche Zunahme der bruchmechanisch
berechenbaren Restlebensdauer. Sie erhdht sich dabei um den Faktor 4,2 bis 4,3 bei
v = 60 km/h und um den Faktor 3,6 bis 3,9 bei v = 120 km/h.

Bei der Annahme von Rk < 0,5 erhéht sich die bruchmechanische berechenbare Rest-
lebensdauer (im Vergleich zu Rk = 0,5) ebenfalls signifikant. In Tab. 39 wurde hier nur
mehr ein Wert, bei amax = 0,4 tuc und Pu = 97,7 %, berechnet, da hier die erforderliche
Berechnungsdauer bereits relativ lange ist und die Aussagekraft derart hoher Restle-
bensdauerergebnisse nur mehr auf den Vergleich der resultierenden GréBenordnun-
gen beschrankt ist. Grundsétzlich sollten derartig hohe rechnerische Restlebensdau-
ern in der Praxis gar nicht ausgewiesen werden, eine Angabe von > 100 Jahren ist
ausreichend.
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Tab. 39: Restlebensdauervergleich, bei einer Variation der Rissfortschrittsparameter

und der zulassigen Risstiefe; v = 60 km/h; ao = 1 mm

Amax Rk < 0,5 Rk 20,5
Pi=50% | Pu=97,7% | Pu =50 % | Pu=97,7 %
0,8 - tug | 9,6 mm - - 661 Jahre | 157 Jahre
0,7 - tug | 8,4 mm - - 657 Jahre | 155 Jahre
0,6 - tug | 7,2 mm - - 651 Jahre | 153 Jahre
0,5 - tug | 6,0 mm - - 641 Jahre | 149 Jahre
0,4 -tug | 4,8 mm - 52400 Jahre | 623 Jahre | 144 Jahre

Tab. 40: Restlebensdauervergleich, bei einer Variation der Rissfortschrittsparameter

und der zulassigen Risstiefe; v =120 km/h; ao = 1 mm

Armay Rk < 0,5 Rk 20,5
Pi=50% | Pu=97,7% | Pb=50% | Pu=97,7%
0,8 -tuc | 9,6 mm | 13044 Jahre | 3611 Jahre | 122 Jahre | 33,2 Jahre
0,7 - tuc | 8,4 mm | 13040 Jahre | 3610 Jahre | 121 Jahre | 32,6 Jahre
0,6 - tug | 7,2 mm | 13033 Jahre | 3607 Jahre | 119 Jahre | 31,8 Jahre
0,5-tuc | 6,0 mm | 13014 Jahre | 3601 Jahre | 115 Jahre | 30,5 Jahre
0,4 -tug | 4,8 mm | 12951 Jahre | 3583 Jahre | 111 Jahre | 28,7 Jahre

Es zeigt sich, dass der Einfluss der unterschiedlichen Rissfortschritts-Materialparame-
ter deutlich gréBer ist, als beispielsweise der Einfluss der maximal zulassigen Riss-
gréBe amax. Vergleicht man die Restlebensdauerergebnisse fir Rk < 0,5 und Rk = 0,5
(jeweils firr dieselbe Uberlebenswahrscheinlichkeit Pu = 50 % oder Pu = 97,7 %), er-
geben sich, bei den Ergebnissen in Tab. 40, Erh6hungsfaktoren zwischen 107 und
125. Durch die Reduktion der Uberfahrtsgeschwindigkeit, von v = 120 km/h auf v = 60
km/h, erhéhen sich die Restlebensdauerergebnisse bei Rk = 0,5 um einen Faktor zwi-
schen 4,7 und 5,6.

e Einfluss der Kollektivform

Zuletzt wird auch noch der Einfluss der Kollektivform — oder der Vélligkeit des Span-
nungskollektives — auf die resultierende rechnerische Restlebensdauer untersucht.
Die Frage besteht, ob eine Messung des konkreten Spannungskollektives am betrach-
teten Detailpunkt tatsachlich erforderlich ist, oder ob eventuell auch mit standardisier-
ten Kollektivformen gearbeitet werden kann. Neben der Kollektivform, die im Mess-
punkt LO3 gemessen wurde, wird die Restlebensdauer auch fir die beiden, aus den
Messungen abgeleiteten, Grenzkollektivformen (vgl. Abb. 233), sowie flir ein Einstu-
fenkollektiv berechnet. Die Restlebensdauerergebnisse sind in Tab. 41 dargestellt. Flr
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einen anschaulichen Vergleich wird in Tab. 41 auch die Kollektivh6he Aomax variiert
(daher ist hier auch kein zusatzlicher Teilsicherheitsbeiwert yr: berticksichtigt). Die Kol-
lektiviange ist bei allen Kollektiven ident. Das Restlebensdauerergebnis in Jahren be-
zieht sich auf eine linear hochgerechnete Kollektiviange, auf Basis des im Messpunkt
LO3 Uber 28 Tage gemessenen Kollektives. Die Rissfortschrittsparameter entsprechen
der Empfehlung des British Standard [59] in Tab. 29 (Pu = 97,7%, Rk =2 0,5, AKw = 2
MPavm), die StartrissgréBe betragt ao = 1 mm und ao/co = 0,15. Die EndrissgréBe ist

mit amax = 0,8 tuc = 9,6 mm definiert.

Tab. 41: Restlebensdauervergleich, bei einer Variation der Kollektivform und -héhe
ao =1 mm; amax = 0,8 tus = 9,6 mm; ao/co = 0,15; alle KollektiviAngen sind ident

Restlebensdauer bei unterschiedlicher Kollektivform
Ao [Nimme_| Eimstutenkoliekiv | o 278, | MESEIMH | o ompkolioktiv
35 10,5 Jahre 1871 Jahre 3183 Jahre | 104096 Jahre
40 5,6 Jahre 410 Jahre 881 Jahre 27151 Jahre
45 3,3 Jahre 168 Jahre 417 Jahre 9869 Jahre
50 2,1 Jahre 86 Jahre 228 Jahre 4024 Jahre
55 1,5 Jahre 49,4 Jahre 136 Jahre 1999 Jahre
60 1,1 Jahre 30,9 Jahre 87 Jahre 1155 Jahre
65 0,9 Jahre 20,5 Jahre 59 Jahre 725 Jahre
70 0,7 Jahre 14,3 Jahre 42,4 Jahre 482 Jahre
75 0,6 Jahre 10,4 Jahre 31,5 Jahre 336 Jahre

Der Ergebnisvergleich in Tab. 41 zeigt den gro3en Einfluss der Vélligkeit des Span-
nungskollektives. Auch wenn das obere Grenzkollektiv und das Spannungskollektiv im
Messpunkt LO3 in Abb. 233 sehr &hnlich aussehen, ist die resultierende, rechnerische
Restlebensdauer mit dem gemessenen Spannungskollektiv dennoch um einen Faktor
2 bis 3 hdher, als bei dem Ansatz des oberen Grenzkollektives.

Der Ergebnisvergleich des Einstufenkollektives — dem Spannungskollektiv mit der
héchstmoéglichen Vélligkeit — und des unteren Grenzkollektives — die Kollektivform ist
in der einfach-logarithmischen Darstellung in Abb. 233 anndhernd linear — veranschau-
licht die Bandbreite der resultierenden, rechnerische Restlebensdauer, die sich auf-
grund unterschiedlicher Vélligkeit des Spannungskollektives ergeben kann. Dadurch
zeigt sich die Notwendigkeit, dass das tatséachliche Spannungskollektiv mdglichst
exakt, direkt am betrachteten Detailpunkt gemessen werden muss.
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In Abb. 238 werden die Ergebnisse aus Tab. 41 als bruchmechanisch, berechnete
Lebensdauerlinien dargestellt. Ganz links sind die Ergebnisse des Einstufenkollektives
(ESK) zu sehen. Die Lebensdauerlinie der Kollektivform LO3 liegt zwischen der des
oberen Grenzkollektives (0GK) und der des unteren Grenzkollektives (uGK). Die Héhe
der bruchmechanischen Dauerfestigkeit ergibt sich in diesem Beispiel durch den
Schwellenwert des Spannungsintensitatsfaktors AKin bei Aomax knapp unter 30 N/mm2.
Dies stellt jene Spannungsspielhdéhe dar, unter der kein Risswachstum angenommen
wird (vgl. Abschnitt 6.3).
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Abb. 238: Bruchmechanisch berechnete Lebensdauerlinien zum Vergleich des Einflusses der Kollek-
tivform und -héhe auf die rechnerische Restlebensdauer
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6.11 Anwendung der Bruchmechanik — Zusammenfassung

Die Vergleichsrechnungen in diesem Abschnitt 6 zeigen deutlich das gro3e Potential
der bruchmechanischen Restlebensdauerberechnung bei Bestandsbricken. Die dar-
gestellte praktische, bruchmechanische Restlebensdauerberechnung des Referenz-
details ist relativ einfach durchzufihren und zeigt die wesentlichen Einflussfaktoren auf
die resultierende rechnerische Restlebensdauer.

Ein besonderer Vorteil des bruchmechanischen Restlebensdauernachweises ist,
dass, wenn bei einer eingehenden Rissprifung der kritischen Bauteildetails kein Riss
gefunden wird, die vergangene Betriebsbeanspruchung praktisch ohne Bedeutung ist.
Es wird immer vom aktuellen Untersuchungszeitpunkt ausgegangen. Die in diesem
Fall anzusetzende, fiktive Anfangsrissgrof3e ist ein wesentlicher Einflussfaktor auf die
berechenbare Restlebensdauer und kann, in einem gewissen Rahmen, durch den Auf-
wand bzw. die Methoden der zerstérungsfreien Rissprifung beeinflusst werden.

Bei den dargestellten Einflussfaktoren muss immer unterschieden werden, wie zutref-
fend diese bestimmt werden kdnnen. Kdénnen die entsprechenden Parameter nur
schwierig ermittelt werden, muss auf konservative Annahmen zurlickgegriffen werden.
Die tatsachlich vorhandene Betriebsbeanspruchung ist einer der wichtigsten Einfluss-
faktoren auf die Restlebensdauer und kann glicklicherweise relativ einfach, direkt am
kritischen Bauteildetail, Gber einen reprasentativen Zeitraum gemessen werden. Durch
diese Messung kdnnen samtliche relevanten, auch dynamischen, Einflisse der aktu-
ellen Betriebsbeanspruchung, wie beispielsweise die Héhe des Spannungskollektives,
der Einfluss der Uberfahrtsgeschwindigkeit, der Einfluss der Betriebszugsmischung
oder auch der Einfluss der zutreffenden Zentrifugalkraftwirkung (bei Gleisen im Bogen)
genau erfasst werden. Daher sollte versucht werden, das Spannungskollektiv der Be-
triebsbeanspruchung méglichst genau zu bestimmen.

Die zutreffende, statistisch korrekte Bestimmung der bruchmechanischen Materialpa-
rameter ist hingegen bei einer Bestandsbriicke nur schwierig méglich. Einerseits ist
die Bestimmung der bruchmechanischen Materialparameter im Labor relativ aufwen-
dig und andererseits ist die Anzahl der verfigbaren Materialproben bei einer Bestands-
briicke begrenzt. Daher wird hier empfohlen, die konservativen Materialparameter des
British Standard [59] zu verwenden und diese mit einigen wenigen Materialproben der
Bestandsbricke abzusichern. In Abschnitt 6.10.5 konnte aber auch mit dem Ansatz
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der konservativsten Rissfortschrittsparameter des British Standards eine praxisrele-
vante Restlebensdauer in der GréBenordnung von tber 20 Jahren flir das betrachtete
Referenzdetail berechnet werden.

Die maximal zulassige oder kritische RissgroBe, als Ende der Rissfortschrittsrech-
nung, hat nur einen relativ geringen Einfluss auf die berechenbare Restlebensdauer,
da der GroBteil der Lebensdauer in einem Bereich liegt, wenn der Riss noch relativ
klein ist. Bei der somit mdglichen Definition einer relativ kleinen, maximal zulédssigen
Rissgréie, ist die vorhandene Bruchzahigkeit und die zugehdrige Maximalbelastung
meist nicht maBgebend.

Ein weiterer Vorteil der Anwendung der Bruchmechanik ist, dass anschlieBend an die
bruchmechanische Restlebensdauerberechnung ein sinnvolles Inspektionsintervall
abgeleitet werden kann, beispielsweise als ein Drittel der berechneten Restlebens-
dauer. Wird ein Riss bei einer neuerlichen Risspriufung nach dem gewahlten Inspekii-
onsintervall gefunden, kann die urspringliche Rissfortschrittsrechnung tberprift und
korrigiert werden. Die Wahrscheinlichkeit einen inzwischen gré3eren Riss zu finden ist
ebenfalls hoher als zu Beginn. Wird bei der neuerlichen Rissprifung wieder kein Riss
gefunden, kann die urspringlich bruchmechanisch berechnete Restlebensdauer er-
neut vollstandig angesetzt werden.
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/ Zusammenfassung und Ausblick

In dieser Arbeit wurden mdgliche Ansatze analysiert, die das Potential bieten, die rech-
nerische Restlebensdauer bestehender Eisenbahnbricken zu verlangern, wenn mit
der konventionellen Restlebensdauerberechnung kein zufriedenstellendes Ergebnis

mehr erzielt werden kann.

Als erster Ansatz wurde, am Beispiel einer Eisenbahnbricke im &sterreichischen

Hauptstreckennetz, untersucht, wie zutreffend die aktuell gultigen, normgemafien
Lastannahmen im Vergleich zur tatsachlichen Betriebsbeanspruchung sind. Grund-
lage fUr diesen Ansatz ist der bekannte Zusammenhang, dass schon bei einer gerin-
gen moglichen Reduktion des anzusetzenden schadensaquivalenten Einstufenkollek-
tives, eine signifikante Verlangerung der Gesamtlebensdauer und eine entsprechend
héhere prozentuelle Verlangerung der Restlebensdauer méglich ist. Beispielsweise
fuhrt bereits eine Spannungsreduktion des schadensaquivalenten Einstufenkollektives
Ace von -10 % zu einer Verlangerung der Gesamtlebensdauer von +37 %.

FUr den Vergleich wurde die tatsachliche Betriebsbeanspruchung an den maf3geben-
den, ermindungskritischen Bauteildetails der Eisenbahnbriicke Uber einen Zeitraum
von 28 Tagen gemessen und das zugehdrige Messkonzept erlautert. Parallel dazu
wurde die normgemale Betriebsbeanspruchung mit den Lastmodellen des Eurocodes
und einem detaillierten Computermodell der Eisenbahnbriicke simuliert. Durch den
Vergleich der gemessenen und der simulierten Betriebsspannungskollektive konnte in
dieser Arbeit gezeigt werden, dass die gemessene Ermidungsbeanspruchung — in
Form des &quivalenten Spannungsspiels Ace — der untersuchten Briicke in allen Mess-
punkten deutlich geringer ist als die normgeman anzusetzenden Ermidungsbeanspru-
chung. Dies obwohl die maximalen gemessenen Spannungsspiele durchaus dieselbe
GrdéBenordnung aufwiesen, wie jenes aus dem Eurocode Lastmodell. Dies wurde auch
durch den zugehdrigen Vergleich der jeweiligen schadensaquivalenten Einstufenkol-
lektive quantifiziert. Mit den gemessenen Betriebsspannungskollektiven konnte eine
Reduktion der Hohe der schadensaquivalenten Einstufenkollektive von zumindest 35
% im Vergleich zur normgeméaBen Simulation der Betriebsbeanspruchung berechnet
werden (vgl. Tab. 8).
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Kann dartber hinaus nachgewiesen werden, dass die Betriebsbeanspruchung in der
Vergangenheit nicht hdher war als die aktuelle Betriebsbeanspruchung, kann das ge-
messene Spannungskollektiv fir den Ermidungsnachweis einfach auf die bisherige
Lebensdauer skaliert werden. Dabei kénnen auch Anderungen der Betriebsbeanspru-
chung in der Vergangenheit leicht mitbertcksichtigt werden.

Da die Messung und der Vergleich der Betriebsbeanspruchung auf einer stark befah-
renen Bricke im ésterreichischen Hauptstreckennetz stattfand, ist davon auszugehen,
dass die hier nachgewiesene mdgliche Reduktion der berechneten Ermidungsscha-
digung auch bei anderen Eisenbahnbricken in &hnlicher GréBenordnung nachgewie-
sen werden kann. Um jedoch eine generelle Aussage zur tatsachlichen Betriebsbean-
spruchung von Eisenbahnbricken treffen zu kénnen, werden zusatzliche, gleichartige
Messungen auf weiteren Bricken empfohlen. Der angeflhrte Vergleich zeigt jedoch
auf jeden Fall das deutliche Potential zur Verlangerung der rechnerischen Restlebens-
dauer einer Eisenbahnbriicke durch die Einbeziehung der Messung der tatséchlichen
Betriebsbeanspruchung. Eine genaue Messung der tatsachlichen Betriebsbeanspru-
chung eliminiert zusatzlich viele Modellierungsunschérfen bei der numerischen Simu-
lation der Betriebsbeanspruchung. Das heif3t, durch die Messung direkt an den erma-
dungskritischen Bauteildetails kdnnen alle unwagbaren Effekte der tatséchlichen Last-
abtragung erfasst werden.

Zusatzlich wurden unterschiedliche Systematiken zur Schadensakkumulation der Be-
triebsspannungskollektive verglichen. Neben den Schadensakkumulationsregeln des
Eurocodes wurde beispielsweise auch die Anwendung der, in der FKM Richtlinie [22]
empfohlenen, konsequenten Miner-Regel analysiert und genau erlautert. Die konse-
quente Miner-Regel basiert auf den gleichen Grundannahmen wie die Berechnung der
Schadigungssumme nach Eurocode 1993-1-9 [6], ersetzt jedoch die von Haibach [16]
abgeleiteten, ingenieurmaBigen Vereinfachungen zur Berucksichtigung der Schadi-
gungswirkung der Spannungsspiele unterhalb der anfanglichen Dauerfestigkeit. Da
gerade die Betriebsspannungskollektive einer Eisenbahnbriicke viele Spannungs-
spiele unterhalb der anfanglichen Dauerfestigkeit aufweisen, kann mit Hilfe der konse-
quenten Miner-Regel in der Regel eine Reduktion des schadensaquivalenten Einstu-
fenkollektives berechnet werden. Durch die Anwendung der konsequenten Miner-Re-
gel ergibt sich im Beispielvergleich in Tab. 13, im maBgebenden Messpunkt L03, eine
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mogliche Reduktion des schadensaquivalenten Einstufenkollektives von 2 %, im Ver-
gleich zur Schadensakkumulation des Eurocodes.

Als zweiter Ansatz zur Verldngerung der rechnerischen Restlebensdauer wurde die

praktische Anwendung alternativer Wohlerlinienkonzepte zur Beurteilung der Ermu-
dungstragfahigkeit analysiert und genau beschrieben. Grundlage ist ein typischer, ge-
schweiB3ter Quersteifenanschluss, der auch bei der untersuchten Eisenbahnbriicke
das mafgebende Detail der konventionellen Restlebensdauerberechnung war. Da mit
dem Struktur- und dem Kerbspannungskonzept die Detailgeometrie und die Span-
nungskonzentration genauer abgebildet werden kann, als dies mit den teilweise sehr
breiten ErmUdungsfestigkeitsklassen des Nennspannungskonzeptes madglich ist,
konnte fir gewisse Detailabmessungsvarianten des Quersteifenanschlusses eine Ver-
langerung der Lebensdauer berechnet werden. Mit dem Kerbspannungskonzept ist bei
der Abmessungsvariante V1 — die dem Referenzdetail der untersuchten Eisenbahn-
briicke gleicht — eine Verdoppelung der rechnerischen Lebensdauer gegentber dem
Nennspannungskonzept méglich. Mit dem Strukturspannungskonzept konnte, je nach-
dem welche Literaturquelle zur Berlcksichtigung des Blechdickeneinflusses gewahlt
wurde, die rechnerische Lebensdauer der Abmessungsvariante V1 um den Faktor 1,1
bis 2,2 verlangert werden. Dass eine, im Vergleich zum Lebensdauerergebnis des
Nennspannungskonzepts, deutlich langere Lebensdauer des betrachteten Querstei-
fenanschlusses durchaus der Realitat entspricht, zeigt auch die Tatsache, dass bei
keinem der 120 Quersteifenanschlisse der Referenzbriicke Ermidungsrisse vorhan-
den waren. Auch der pauschale Lebensdauervergleich mit den Langstrager-Erma-
dungsversuchen von Fisher [76] in Abschnitt 5.6 zeigt die Tendenz, dass mit dem
Nennspannungskonzept die Lebensdauer eines Quersteifenanschlusses mit geringen
Detailabmessungen mdéglicherweise unterschatzt wird.

Die Struktur- und Kerbspannungsberechnungen des geschwei3ten Quersteifenan-
schlusses zeigen den signifikanten GréBeneinfluss auf die Lebensdauerergebnisse.
Der GréBeneinfluss betrifft einerseits die Untergurtdicke tue und andererseits die An-
schlusslange L (Blechdicke der Quersteife inklusive der zugehérigen Kehlnahtdicken).
Im Vergleich dazu, ergeben die Regeln des Nennspannungskonzept im Eurocode [6]
bei allen untersuchten Abmessungsvarianten dieselbe Lebensdauer (2 Millionen Last-

wechsel bei Aonenn = 80 N/mm?). Die Regeln zum Nennspannungskonzept in der [IW
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Richtlinie ergeben je nach Abmessungsvariante, durch eine unterschiedliche Kerbfall-
klassifizierung, entweder 1,4 oder 2 Millionen Lastwechsel. Mit dem Strukturspan-
nungskonzept ergibt sich — durch die unterschiedlichen Regeln zur Bertcksichtigung
des GroBeneinflusses und der Kerbfallklassifizierung im Eurocode, den lIW Richtlinien
und den weiteren untersuchten Literaturquellen — eine Bandbreite der rechnerischen
Lebensdauer von etwa 1,1 bis 4,3 Millionen Lastwechsel tber alle untersuchten Ab-
messungsvarianten. Mit dem Kerbspannungskonzept ergibt sich Gber alle untersuch-
ten Abmessungsvarianten eine Bandbreite der rechnerischen Lebensdauer von etwa
1,4 bis 4,1 Millionen Lastwechsel.

Das Kerbspannungskonzept eignet sich prinzipiell sehr gut zur Beurteilung sédmtlicher
GroBeneinflisse, da diese automatisch mit der Spannungsberechnung erfasst werden
kénnen und keine Unterschiede bei der Kerbfallklassifizierung erforderlich sind. Hier
ist der Zusammenhang der abnehmenden, rechnerischen Lebensdauer bei zuneh-
mender Anschlusslange bzw. Gurtdicke eindeutig erkennbar.

Auch im Strukturspannungskonzept gibt es Berechnungsmethoden, die den Blechdi-
ckeneinfluss direkt abbilden kénnen. Bei der Ublichen Strukturspannungsextrapolation
muss der Blechdickeneinfluss jedoch zwingend, separat tber einen Blechdickenfaktor
berlcksichtigt werden, um ahnliche Ergebnisse zum Kerbspannungskonzept zu erhal-
ten. Die Lebensdauervergleiche zeigen, dass es nicht einfach ist, einen zutreffenden
Blechdickenfaktor zu bestimmen. Gerade bezlglich des Blechdickenfaktors gibt es in
der Literatur unterschiedlichste Regelungen. Hier ist sicherlich weiterer Forschungs-
bedarf gegeben, da der groBe Vorteil des Strukturspannungskonzeptes gerade in der
Madglichkeit liegt, ein relativ einfaches, grob vernetztes FE-Modell zu verwenden. Dann
ist allerdings ein separater Blechdickenfaktor erforderlich.

Dass im Eurocode beim Nennspannungskonzept auf einen Blechdickenfaktor flir den
Kerbfall Quersteifenanschluss verzichtet wird, ist nach den gezeigten Vergleichsrech-
nungen nicht ganz nachvollziehbar. Auch hier wére aus der Sicht des Autors eine Be-
ricksichtigung unterschiedlicher Gurtdicken sinnvoll. Dass das Strukturspannungs-
konzept in den Eurocode aufgenommen wurde, ist durchaus zu begriiBen. Es sollten
jedoch, gerade zur Vermeidung von Missverstéandnissen in der Anwendung, auch die
zugehdrigen Berechnungsvarianten zur Ermittlung der zutreffenden ,hot spot“-Span-
nung zumindest erwahnt werden. Dartber hinaus ware sicherlich auch die Aufnahme

des Kerbspannungskonzeptes im Eurocode fir gewisse Details sinnvoll.
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Wie zuletzt in Abschnitt 5.7 gezeigt wird, lassen sich die alternativen Wéhlerlinienkon-
zepte relativ einfach in den konventionellen Restlebensdauernachweis von Eisen-
bahnbriicken integrieren. Die Problematik der zutreffenden Bestimmung der Ermu-
dungsbeanspruchung der Vergangenheit (beispielsweise durch die Verwendung von
Betriebsfaktoren Aar) besteht allerdings weiterhin.

Als dritter Ansatz wurde die Anwendung der Bruchmechanik zur Restlebensdauerbe-
rechnung einer Eisenbahnbriicke analysiert. Auch hier anhand eines geschweif3ten
Quersteifenanschlusses. Der Ansatz der Restlebensdauerberechnung, mithilfe der
Bruchmechanik, unterscheidet sich grundsétzlich von den zuvor analysierten Ansat-
zen, da hier keine Kenntnis der Vorschadigung oder der bisherigen Betriebsbeanspru-
chung erforderlich ist. Es ist lediglich eine Rissprifung der ermidungskritischen Bau-
teildetails erforderlich. Die bruchmechanische Restlebensdauerberechnung startet im-
mer vom aktuellen Untersuchungszeitpunkt, entweder mit einem detektierten Riss
oder einem fiktiv angenommenen Startriss. Bisherige Verdéffentlichungen zur bruchme-
chanischen Restlebensdauerberechnung von Eisenbahnbriicken konzentrierten sich,
vor allem bei ihren praktischen Anwendungsbeispielen, meist nur auf genietete Trag-
werke und Bauteildetails. Daher wird in dieser Arbeit detailliert gezeigt, wie die Bruch-
mechanik zur praktischen Berechnung der Restlebensdauer eines typischen ge-
schweif3ten Bauteildetails einer Eisenbahnbriicke verwendet werden kann. Im Gegen-
satz zu einer genieteten Briicke, missen bei geschweif3ten Bauteildetails sehr hohe
Eigenspannungen bericksichtigt werden. In dieser Arbeit konnte gezeigt werden, dass
es auch bei einer geschweif3ten Eisenbahnbricke und mit durchgehend konservativen
Parameterannahmen mdoglich ist, eine ausreichende Restlebensdauer (von mindes-
tens einem Korrosionsschutzintervall) zu berechnen. Die dargestellte Restlebensdau-
erberechnungsmethode ist jedoch auch dann sinnvoll, wenn es um klirzere Zeitrdume
geht und konventionelle Restlebensdauernachweise keine ausreichenden Ergebnisse
ermoglichen. Beispielsweise wenn eine Eisenbahnbricke in den nachsten Jahren aus-
getauscht werden muss, kann man nun entscheiden, ob die Uberfahrtsgeschwindig-
keit fir einen sicheren Betrieb in der Zwischenzeit reduziert werden muss oder nicht.
Da die Restlebensdauerberechnung immer vom aktuellen Untersuchungszeitpunkt
aus startet, eignet sie sich besonders gut fir die Integration des direkt gemessenen
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Betriebsspannungskollektivs. In den angeflhrten Vergleichsrechnungen wird unter an-
derem der Einfluss der AnfangsrissgréBe und der Endrissgré3e, der Einfluss der Kol-
lektivform und -hdhe, beispielsweise durch unterschiedliche Uberfahrtsgeschwindig-
keiten, und der Einfluss der anzusetzenden Materialparameter auf die bruchmecha-
nisch berechenbare Restlebensdauer untersucht und dargestellt. Bei statistisch
schwierig, eindeutig zu bestimmenden Parametern — wie beispielsweise den konkre-
ten bruchmechanischen Materialparametern — wird empfohlen, auf sehr konservative
Normenkennwerte zurlickzugreifen und diese mit den Ergebnissen der méglichen La-
borversuche abzugleichen. Im Gegensatz dazu, kann beispielsweise das Betriebs-
spannungskollektiv sehr genau gemessen werden. Hier wird es in der Regel ausrei-
chen, einen relativ geringen Teilsicherheitsbeiwert zu verwenden, da die Uberfahrts-
geschwindigkeiten und die maximal zulassigen Achslasten sehr genau kontrolliert wer-
den kdnnen und in der Praxis auf den Bahnstrecken auch werden.

Am Institut far Stahlbau wurden bereits erste GroBversuche mit den Langstragern der
inzwischen abgebauten und ersetzten Referenzbricke durchgeflthrt, zur Verifizierung
der hier vorgeschlagenen Vorgehensweise zur bruchmechanischen Restlebensdauer-
berechnung [2]. Dabei soll vor allem Uberprift werden, ob das Risswachstum tatsach-
lich unabhé&ngig ist von der Ermidungsvorschadigung. Auch wenn bisher nur einige
wenige Laborversuche mit alten Eisenbahnbrickentragern durchgefiihrt werden konn-
ten (9 Rissfortschrittsversuche bei verschiedenen Spannungsspielh6hen, mit erzwun-
genen Startrissen direkt vor den Quersteifenanschlissen sowie 3 Maximallastversu-
che bei sehr unglnstigen Randbedingungen), so waren die Ergebnisse dennoch sehr
positiv. Durch die weite Verbreitung der Bruchmechanik im Maschinenbau, sind die
grundsatzlichen Methoden der Bruchmechanik sehr gut aufbereitet. Dartber hinaus ist
die hier vorgeschlagene Vorgehensweise zur bruchmechanischen Restlebensdauer-
berechnung sehr einfach gehalten. Weiterer Forschungsbedarf ist sicherlich gegeben,
um auch Reihenfolgeeinflisse, infolge unterschiedlich hoher Spannungsspiele, auf
das Risswachstum zu Uberprifen. Hier kdnnten beispielsweise Spannungsspielabfol-
gen realer Zugsuberfahrten simuliert oder im Labor untersucht und verglichen werden.
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