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Stabilit ätsverhalten axial gedr̈uckter

Kreiszylinderschalen aus Stahl

Zur Erlangung des akademischen Grades eines

DOKTOR-INGENIEURS

von der Fakulẗat für
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Kurzfassung

Die vorliegende Arbeit befaßt sich mit numerischen Untersuchungen von

Schweißverzug und Schweißeigenspannungen von Kreiszylinderschalen mit

einlagig oder zweilagig geschweißter Umfangsnaht und deren Einfluß auf

das Stabiliẗatsverhalten unter Axiallast. Betrachtet werden Zylinderaus den

Sẗahlen S235 und S355 mit Blechdicken von 1 mm bis 6 mm und Radienvon

200 mm bis 6000 mm.

Bei der numerischen Berechnung werden die temperaturabhängige Spannungs-

Dehnungsbeziehung, die bei umwandelnden Stählen aus der Gefügeumwand-

lung während des Temperaturzyklus entstehenden zusätzlichen Dehnungen

sowie die sich mit dem Gefüge ändernde Spannungs-Dehnungsbeziehung

ber̈ucksichtigt.

Es wird untersucht, welchen Einfluß auf das Berechungsergebnis Vereinfa-

chungen haben, die in bisherigen Untersuchungen bei der Berechnung getrof-

fen wurden. Es wird weiterhin gezeigt, welchen Einfluß auf den Schweißver-

zug, die Schweißeigenspannungen und die Axialgrenzspannung unterschiedli-

che Heft- und Schweißfolgen sowie das für S235 und S355 unterschiedliche

Werkstoffverhalten haben.

Der Einfluß des Schweißprozesses der einlagigen Umfangsnaht auf die Axial-

grenzspannung der Kreiszylinderschale wird mit Hilfe einer Parameterstu-

die betrachtet. Aus dieser Parameterstudie werden Gesetzmäßigkeiten f̈ur den

Schweißverzug bei unterschiedlichen Zylinderschlankheiten ermittelt.

Mit Vergleichberechnungen werden die Veränderungen aufgezeigt, die sich er-

geben, wenn mehrlagige Nähte statt einlagiger N̈ahte ausgeführt werden.

Für die numerischen Untersuchungen wird das Finite-Element-Programm

Sysweld verwendet.
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Résuḿe

Ce travail traite d’́etudes nuḿeriques sur les d́eformations et les contrain-

tes internes de coques cylindriques circulaires, résultant de soudures cir-

conf́erentielles en une ou deux passes et de leur influence sur la stabilité sous

une contrainte axiale. Des cylindres des nuances d’acier S235 et S355 avec des

épaisseurs de tôle de 1 mmà 6 mm et des rayons de 200 mmà 6000 mm ont

ét́e consid́eŕes.

La relation tension-allongement d’aciers en transformation est d́ependante

de leur microstructure ainsi que de la température,à cause d’allongements

suppĺementaires dus au changement de la microstructure pendant le cycle

thermique du proćed́e de soudure. Ces dépendances de la relation tension-

allongement avec la température ontét́e pris en compte lors deśetudes

numériques.

Dans les calculs existants, une partie des hypothèses se basait sur des simpli-

fications. L’influence de ces simplifications sur le résultat des analyses aét́e

étudíe. Par ailleurs on a montré l’influence de diff́erents ordres de pointage

ou de soudage, ainsi que celle des comportements matériels diff́erents pour

les nuances S235 et S355, sur les déformations, les contraintes internes et la

contrainte axiale limite.

Uneétude paraḿetrique aét́e ŕealiśee pour d́eterminer l’influence du procéd́e

pour une soudure circonférentielle en une passe sur la contrainte axiale limite.

A partir de l̀a, des ŕegularit́es concernant les déformations dues au soudage en

fonction de l’́elancement du cylindre ontét́e d́etermińees.

Finalement des calculs comparatifs montrent les changements survenant lors-

que les soudures sont réaliśees en plusieurs passes et non en une seule.

Lesétudes nuḿeriques ont́et́e ŕealiśees sur la base de la théorie deśeléments

finis avec le logiciel Sysweld.
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1 Nomenklatur

1 Nomenklatur

Größe Einheit Definition

Lateinische Großbuchstaben

Bi Biot-Zahl

E N
mm2 Elastiziẗatsmodul

E kJ
cm Streckenenergie

L mm Meridianl̈ange des Zylinders

I A Stromsẗarke

F N Kraft

Fgr N Grenzlast (hier unter Axialbelastung)

Ms
◦C Martensitstarttemperatur

P Phasenanteil

Peq Gleichgewichtsanteil der Phase

R mm Schalenmittelfl̈achenradius

Re
N

mm2 Streckgrenze (Werkstoffkennwert)

S ◦ Umfangswinkel des abgebildeten Zylindersegmentes

U V Spannung

Lateinische Kleinbuchstaben

a, b, c mm Halbachsen der volumetrischen und der

elliptischen Ẅarmequelle

aL , bL Koeffizienten

b Umwandlungskonstante beim Koistinen-Marburger-Gesetz

c J
kg · K spezifische Ẅarmekapaziẗat

e Eulersche Zahl

e mm Ausmitte, Exzentrizität

f 1
s Umwandlungsgeschwindigkeit (Leblond-Modell)

fy
N

mm2 Bemessungswert der Streckgrenze

1



1 Nomenklatur

h J
kg spezifische Enthalpie

k N
mm elastische Festhaltung, Wegfederkonstante

l mm Länge

n Exponent der Ẅarmequelldichtefunktion

n N
mm Membrannormalkraft

m N mm
mm Plattenbiegemoment, Streckenbiegemoment

p kN
m2 Flächenlast

q W Wärmeleistung

q* W
mm2 flächenspezifische Ẅarmequelldichte

q*
k

W
mm2 flächenspezifische Ẅarmestromdichte aus Konvektion

q*
s

W
mm2 flächenspezifische Ẅarmestromdichte aus Strahlung

q** W
mm3 volumenspezifische Ẅarmequelldichte

r rad Verdrehung, Rotation

t s Zeit

tE s Einschaltdauer

∆ tmin s Mindestzeitschritt

t mm Blechdicke, Plattendicke, Schalendicke

u mm Verschiebung, Axialverformung beim Kreiszylinder

v mm
s Schweißgeschwindigkeit

v mm Verschiebung, Umfangsverformung beim Kreiszylinder

w mm Verschiebung, Radialverformung beim Kreiszylinder

Koordinaten

x, y, z mm Kartesische Koordinaten

x, y, z mm Zylinderkoordinaten FEM-Programm (ŷ= θ)

n, θ, x mm Zylinderkoordinaten Kreiszylinderschale

Griechische Großbuchstaben

∆ Differenz, Teilbetrag, Verḧaltnis

Griechische Kleinbuchstaben

α W
m2

·K
Wärmëubergangskoeffizient

αk
W

m2
· K

Wärmëubergangskoeffizient, Konvektion
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αs
W

m2
· K

Wärmëubergangskoeffizient, Strahlung

ε m
m Dehnung

ε Emissions- oder Schẅarzegrad

η Wirkungsgrad

λ W
m · K Wärmeleitf̈ahigkeit

ν Querkontraktionszahl

π Kreiszahl

ρ kg
m3 Dichte

σ N
mm2 Normalspannung, Biegespannung

σkl
N

mm2 klassische ideale Beulspannung unter Axiallast

σgr
N

mm2 Axialgrenzspannung (zur Grenzlast Fgr aus Axiallast

zugeḧorige Axialmembranspannung)

σxS,R,k
N

mm2 charakteristische Axialgrenzbeulspannung nach

DIN 18800-4

σ W
m2K4 Stefan-Boltzmann-Konstanteσ = 5,67·10-8 W

m2K4

τ N
mm2 Schubspannung

τ s Umwandlungsdauer (Leblond-Modell)

ϑ K, ◦C Temperatur

ϑ0 K, ◦C Umgebungstemperatur, Anfangstemperatur

ϑ̇ K
s Temperatur̈anderungsgeschwindigkeit, Abkühlgeschwin-

digkeit, Aufheizgeschwindigkeit

Indizes

0 Anfangsbedingung, Anfangsgröße, Umgebungsbedingung

max elastisch

eq Gleichgewicht

f frontseitig

i,j Zählindex

k Konvektion

min Minimalwert

max Maximalwert

n Schritt, Zeitschritt

p plastisch

3



1 Nomenklatur

r rückseitig

s Strahlung

th thermisch

thm thermo-metallurgisch

u Umwandlung

up Umwandlungsplastizität

x x-Richtung, Radialrichtung

z z-Richtung, Axialrichtung

θ Tangentialrichtung oder Umfangsrichtung

Abk̈urzungen

BFGS-Verfahren Sekantenverfahren nach Broyden Fletcher Goldfarb Shano

F Ferrit

FEM Finite Element Methode

HV Vickersḧarte

M Martensit

MAG-SchweißverfahrenMetall aktiv Gas Schweißverfahren

P Perlit

SZTU Schweiß-Zeit-Temperatur-Umwandlungs-Schaubild

WEZ Wärmeeinflußzone

Zw Zwischenstufe (Bainit)

ZTU-Schaubild Zeit-Temperatur-Umwandlungs-Schaubild
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2 Einleitung

2 Einleitung

2.1 Allgemeines

Die kritische Beullast von Schalen ist abhängig von geometrischen und struk-

turellen Imperfektionen.

Der Effekt von Eigenspannungen beim Stabilitätsproblem bei Schalen ist

grundlegend anderer Natur als bei Stäben. Bei Schalen haben Eigenspannun-

gen einen Einfluß beim Beulen im elastischen und im plastischen Bereich.

Bei Sẗaben, die im elastischen Bereich knicken, sind Eigenspannungen be-

deutungslos. Die Eigenspannungen verringern bei Stäben die Biegesteifigkeit

nur, wenn Plastizierungen auftreten. Der Verlauf der Knickbiegelinie bleibt un-

ver̈andert. Daher ist ein Ersatz von Eigenspannungen durch zusätzliche Vorver-

formungäquivalent, wobei die Größe der Vorverformungen durch die Eigen-

spannungen bestimmt wird, was deren Einfluß auf die Biegesteifigkeit wieder-

gibt.

Bei Schalen haben Eigenspannungen Einfluß auf die Beulform.Sie k̈onnen lo-

kale Beulen hervorrufen und damit die Beullast reduzieren.Sie k̈onnen jedoch

auch eine beullaststeigernde Auswirkung haben. Daher kannbei der Schale

den Eigenspannungen keine eindeutige geometrische Ersatztimperfektion zu-

geordnet werden.

Die Kreiszylinderschale ist das am häufigsten vorkommende, aus einzelnen

Blechen zusammengeschweißte Schalentragwerk. Durch den Schweißvorgang

entsteht einerseits Schweißverzug, aus dem sich zusätzliche geometrische

Imperfektionen ergeben, andererseits entstehen Eigenspannungen und damit

strukturelle Imperfektionen.

Die geometrischen Imperfektionen wurden bei Stabilitätsuntersuchungen bis-

her vielf̈altig variiert. Die Eigenspannungszustände und Formabweichungen

5



2 Einleitung

aus dem Schweißprozeß wurden bislang nur mit groben ingenieurgem̈aßen

Näherungen berücksichtigt. Der Schweißverzug wurde durch auf gesamter

Nahtl̈ange gleichzeitig stattfindende Schrumpfungen abgebildet. Dies f̈uhrt da-

zu, daß Umfangsn̈ahte nur rotationssymmetrische Imperfektionen zugewiesen

bekommen.

Die Eigenspannungen und Verformungen aus dem Schweißprozeß der Um-

fangsn̈ahte weichen jedoch stark von der Rotationssymmetrie ab, weil sich

während des Schweißvorgangs die Steifigkeit mit dem Entstehen der Naht

sẗandigändert. Insbesondere am Beginn und Ende einer Naht entstehen große

Eigenspannungen quer zur Nahtrichtung. Im Gegensatz dazu sind bei den bis-

herigen Untersuchungen, die die Systemänderung beim Schweißen außer Acht

lassen, in den damit erhaltenen Zuständen die maßgebenden Axialspannungen

an Umfangsn̈ahten aus Gleichgewichtsgründen Null.

Mit der vorliegenden Arbeit wird dieser Abweichung von der Realiẗat ab-

geholfen und eine Stabilitätsuntersuchung durchgeführt, die die durch den

Schweißprozeß bedingten strukturellen und geometrischenImperfektionen un-

ter Ber̈ucksichtigung des Fertigungsablaufes erfaßt.

2.2 Stabilitätsuntersuchungen axial gedr̈uckter

Zylinder

2.2.1 Allgemeines

Seit den grundlegenden Arbeiten von Lorenz [Lor08] und Timoshenko

[Tim10] zur klassischen L̈osung des Stabilitätsproblems von Zylinderschalen

unter Axiallast wurde auf diesem Gebiet eine Vielzahl von Arbeiten publiziert.

Sehr umfassendëUberblicke bisheriger Untersuchungenüber das Verhalten

von zylindrischen Bauteilen unter Axialbelastung sind in den Dissertationen

von Knödel [Knö95] und Speicher [Spe98] zu finden.

In [Sch81] sind die Ergebnisse der Beulversuche von mehr als2000 Ver̈offent-

lichungen zusammengetragen. Auf eine ausführliche Darstellung der Untersu-

chungen zu axialbelasteten Zylindern wird daher hier verzichtet. Das Augen-
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merk wird auf die Untersuchungen gerichtet, die sich entweder mit dem Einfluß

geometrischer Imperfektionen oder mit der Berücksichtigung von Schweißei-

genspannungen und Schweißverzug befassen.

Die klassische Beulspannnungσkl der elastischen Beultheorie ist abhängig von

der ZylinderschlankheitRt , dem Elastiziẗatsmodul und der Querkontraktions-

zahlν:

σkl =
E

√

3(1 − ν2)

t

R
(2.1)

Mit ν = 0, 3 erḧalt man hieraus

σkl ≈ 0, 605E
t

R
(2.2)

Die klassische Beulspannung findet sich bis heute in den Beulsicherheitsnach-

weisen als Bezugsgröße wieder und wird auch in dieser Arbeit als Bezugswert

verwendet.

Kreiszylinderschalen werden in kurze, mittellange und lange Schalen unter-

teilt. Die allermeisten Kreiszylinderschalen des Metallbaus liegen hinsichtlich

des Versagens unter Axialspannungen im Bereich der mittellangen Kreiszylin-

derschale. Daher werden die Zylinderabmessungen im Rahmendieser Arbeit

so geẅahlt, daß sie das mit Bedingung 2.3 angegebene Kriterium für die mit-

tellange Kreiszylinderschale unter Axialdruck erfüllen.

8
√

R
t

≤
l

R
≤ 0, 5 ·

√

R

t
(2.3)

2.2.2 Beulversuche mit erkennbarem Einfluß der Imperfek-
tionen aus Schweißn̈ahten

Speicher [Spe98] führte Biegeversuche mit und ohne Querkraftbeanspruchung

an langen Kreiszylinderschalen aus S235 durch. Die Versuchskörper lagen in
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folgendem Abmessungsbereich:

159 mm< R < 258 mm

2,0 mm< t < 3,1 mm

69,7< R
t < 124

Planm̈aßige Imperfektionen wurden nicht eingebracht. Die Versuchsk̈orper wa-

ren mit Umfangsn̈ahten gefertigt. Die aus der Fertigung entstandenen geome-

trischen Imperfektionen wurden vermessen. Strukturelle Imperfektionen (Ei-

genspannungen) wurden nicht bestimmt.

Die Nennwerte der in [Spe98] wiedergegebenen experimentellen Beulspan-

nungen liegen zwischen 11 % und 28 % der klassischen Beulspannung. Diese

geringen Werte sind die Folge davon, daß die Zylinder wegen der geringen
R
t -Verhältnisse plastisch beulten.

Bei drei Versuchsk̈orpern wurde festgestellt, daß das Versagen an Stellen mit

großen Herstellungsungenauigkeiten auftrat. Einige plastische Beulen bildeten

sich im Bereich der Umfangsnähte. Das l̈aßt vermuten, daß durch die Schweiß-

naht eingebrachte strukturelle oder geometrische Imperfektionen einen Einfluß

auf die Grenztragf̈ahigkeit hatten.

2.2.3 Messung von Schweißimperfektionen an realen Bau-
werken oder Versuchsk̈orpern

Steinhardt und Schulz [SS70] berichtenüber Messsungen des Schweißverzu-

ges an Tankbauwerken der ESSO-Raffinerie in Karlsruhe. Bei den Tanks han-

delte es sich um Zylinder mit Radien von 5800 mm, 8500 mm und 22450 mm,
R
t -Verhältnissen von 725 bis 1710 und Wanddicken von 5,0 mm bis 14,5 mm

aus dem Stahl HSB 50 .

Nach ihren Angaben waren die Umfangsnähte als V-Naht mit mindestens 3 La-

gen ausgef̈uhrt. Dies darf bei t = 5 mm angezweifelt werden. Die Verformun-

gen wurden mittels einer 1000 mm langen Meßbrücke gemessen. Die auf die

Wanddicke bezogenen Nahteinzüge w
t liegen im Bereich zwischen 0,34 und

1,85. Bei den Meßwerten an einer Umfangsnaht sind deutlicheUnterschiede

zwischen den um den Umfang verteilten Meßstellen erkennbar.
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Hornung [Hor00] hat das Beulen von Tankbauwerken unter Außendruck un-

tersucht. An den vier in Tabelle 2.1 aufgeführten Flachbodentanks wurde der

äußereÜberdruck durch Evakuieren der Tanks realisiert.

Bei Tank 1 wurden keine Imperfektionsmessungen durchgeführt.

Bei Tank 2 bis 4 wurden vor den Versuchen globale und lokale Imperfektionen

gemessen. Der Schweißnahtverzug der Umfangsnähte wurde mit einer 500 mm

langen Meßlehre bestimmt. An Tank 2 wurde an zwei Stellen gemessen. An

Tank 3 und Tank 4 wurde der Schweißnahtverzug an den Umfangsnähten zwi-

schen den oberen drei Schüssen jeweils an den Viertelspunkten der Blechtafeln

bestimmt.

Tank Werkstoff R t L R
t

mm mm mm

Tank 1 H II 5000 10 13 290 1329

Tank 2 StE 36 35 000 10,6 bis 29,3 17 066 1195 bis 3302

Tank 3 St 37-2 5750 7, 6, 5 10 000 821 bis 1150

Tank 4 St 37-2 7000 8, 7, 6, 5 10 000 875 bis 1400

Tabelle 2.1: Von Hornung [Hor00] untersuchte Flachbodentanks

Für die Tanks 2 bis 4 wurden folgende auf die Wanddicke bezogenen Radial-

verformungenw
t gemessen:

Tank 2: w
t = 0,36 beiRt = 3200

Tank 3: 0,19≤ w
t ≤ 0,91 beiRt = 1150

Tank 4: 0,32≤ w
t ≤ 0,92 beiRt = 1400

Aus den graphisch dargestellen Verläufen des Schweißnahtverzuges an den je-

weiligen Meßstellen geht hervor, daß der Schweißnahtverzug nicht nur generell

nach innen, sondern an vereinzelten Stellen auch nach außengerichtet ist.

Banke et al. [BSS03] bringen auf zylindrischen Versuchskörpern aus dem

Stahl S355 mit Durchmessern von 825 mm und Wanddicken von 0,6mm

bis 1,0 mm jeweils eine WIG-Blindnaht als Umfangsnaht auf. Die Zylinder

werden vor und nach dem Schweißen vermessen. Da Eigenspannungen nicht

bestimmt werden, ist als Versuchsergebnis nur das Verzugsfeld bekannt. Die
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Einschn̈urungen sind̈uber den Umfang betrachtet nicht konstant, also nicht

rotationssymmetrisch. Eine chemische Analyse des verwendeten Werkstoffes

fehlt in der Ver̈offentlichung, jedoch sind die Schweißparameter der Versuche

angegeben, so daß eine Nachberechnung der Versuche bedingtmöglich ist.

2.2.4 Beulversuche mit gezielt eingebrachten Schweißim-
perfektionen

Teng beschreibt in [TL05] den Versuch, einen aus mehreren Blechtafeln gefer-

tigten Tank mit einem Modell im verkleinerten Maßstab abzubilden. Er ersetzt

dabei die in Realtiẗat auftretenden Schweißnähte an den Blechtafeln durch ein

im Modellmaßstab verkleinertes Muster von WIG-Blindnähten auf der Ober-

fläche des Zylinders.

Der Beulversuch ergibt für die Axiallast eine auf 27,9 % der klassischen Beul-

last reduzierte Grenztragfähigkeit. Leider gibt Teng weder die Schweißparame-

ter Streckenenergie und Schweißgeschwindigkeit, noch diechemische Analyse

des Versuchswerkstoffes an. Zudem sind aus dem in einem 3D-Plot dargestell-

ten Verzugsfeld wegen des kleinen Maßstabes keine Daten abgreifbar. Dieser

Versuch ist daher zur Nachberechnung mit numerischer Schweißsimulation un-

geeignet.

2.2.5 Geometrisch ung̈unstigste Imperfektionen

Insbesondere bei der axialgedrückten Kreiszylinderschale wirken sich Imper-

fektionen signifikant auf die Grenztragfähigkeit aus. Gegenstand vieler Unter-

suchungen ist der Einfluß geometrischer Imperfektionen sowohl hinsichtlich

der Imperfektionsamplitude wie auch des Imperfektionsmusters.

Demel und Wunderlich [DW97] untersuchen unter anderem für den axialge-

drückten Zylinder Grenztragfähigkeiten f̈ur unterschiedliche Imperfektions-

amplituden und -formen. Die Grenztragfähigkeit sinkt mit zunehmender Im-

perfektionsamplitude. Es gibt mehrere ungünstigste Imperfektionsformen, die

ann̈ahernd zur gleichen minimalen Grenztragfähigkeit f̈uhren [DW97].
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Schneider erl̈autert in [Sch04], daß es im Gegensatz zum Stab oder zur Platte

bei einer Schale eine ungünstigste Imperfektionsform nicht geben kann, sobald

physikalische Nichtlinearitäten oder Randstöreinflüsse vorhanden sind. Bei der

Schale sind bei fast gleichem Lastniveau sehr viele verschiedene Versagensfor-

men m̈oglich, die Instabiliẗatslasten liegen geclustert vor.

Ideale Beulformen, zu denen die gesuchte ungünstigste Imperfektionsform

geḧort, setzen voraus, daß das Verhalten bis zum Erreichen der Instabiliẗats-

last nahezu linear ist. Im Nachbeulbereich axialgedrückter Zylinder gibt es un-

terschiedliche Beulformen, die mit der niedrigsten Nachbeulgleichgewichtslast

verbunden sind.

2.2.6 Numerische Untersuchungen mit vereinfachten An-
nahmen für Schweißimperfektionen

Ausgehend von einem Schadensfall bei einer Siloschale hat sich als erster

Häfner [Ḧaf82] intensiver mit der Problematik des axialgedrückten Zylinders

mit Umfangsschweißnaht befaßt. Wegen der damals noch nichtausreichen-

den Rechnerkapazität war es ihm nicht m̈oglich, den Schweißvorgang und den

Beulvorgang geschlossen numerisch zu berechnen.

Er legte getrennt von einander gemessene Schweißnahtverformungen aus

[SS70] und gemessene Schweißeigenspannungsverteilungeneines DHV-Naht

autogen geschweißten Rohres mit einemR
t -Verhältnis von 32 [Ebe34] zugrun-

de. Die gemessenen Imperfektionen werden durch zwei alternative Funktions-

verläufe f̈ur die Verformungen und drei alternative Funktionsverläufe f̈ur die

Eigenspannungen angenähert. Der Maximalwert der Verformung wird einmal

mit 0,5 w
t als unteren und einmal mit 1,0wt als oberen Grenzwert der Messun-

gen angenommen.

Axiale Membraneigenspannungen werden dabei ebenso vernachlässigt wie ei-

neüber den Umfang veränderliche Radialverformung aus dem Schweißprozeß.

Die mit diesen Annahmen ermittelten Beullasten für R
t = 500 und fy

σkl
=1,35

betragen 40 % bis 50 % der klassischen Beullast. Sowohl Eigenspannungen als

auch Verformungen werden axialsymmetrisch angesetzt.
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Rotter und Teng [RT89] untersuchen das Beulverhalten von zentrisch axial ge-

drückten Silos unter Ansatz von axialsymmetrischen, geometrischen und struk-

turellen Imperfektionen. Sie verwenden zwei Funktionen für die geometrische

Imperfektion der Umfangsn̈ahte: Typ A mit zur Zylinderachse paralleler Tan-

gente in Nahtmitte und Typ B mit einem Knick in Nahtmitte.

Die geometrischen Imperfektionen werden durch einen Berechnungslauf mit

aufgebrachten Dehnungen erzeugt. Die Eigenspannungen, die sich aus diesem

Berechnungslauf ergeben, werden als strukturelle Imperfektion angesetzt. Es

werden Berechnungen mit Variation des Nahteinzuges, also der Gr̈oße der geo-

metrischen Imperfektion durchgeführt.

Für einen Nahteinzug von 1,0wt erhalten Rotter und Teng Beulspannungen für

100≤ R
t ≤ 2000 von 30,5 % der klassischen Beulspannung für Imperfektions-

typ A und von 36,3 % der klassischen Beulspannung für Imperfektionstyp B

bei linear elastischem Werkstoffgesetz.

Die angesetzten Imperfektionen sind rein hypothetisch undstehen nicht in Be-

zug zu einem realen Eigenspannungs- und Verzugsfeld. Daherliefern diese

Untersuchungen im Vergleich zu denen von Häfner [Ḧaf82] oder den anderen

oben genannten Untersuchungen zum Einfluß geometrischer Imperfektionen

keine wesentlichen neuen Erkenntnisse.

Pircher [PBDB01] schl̈agt gegen̈uber Rotter und Teng eine etwas abgeänder-

te Funktion f̈ur die geometrische Imperfektion vor, die er an gemessenen

Verzugswerten eines Silos in Australien kalibriert. In [PB01] untersucht Pir-

cher den Einfluß, den unterschiedliche Funktionsanätze zur Approximation

des Schweißverzuges auf die Beullast haben. Er gibt Beulwerte bezogen auf

die klassische Beulspannung für Systeme mit und ohne Eigenspannungen an.

Die eigenspannungsbehafteten Systeme führen bei Pircher generell zu höheren

Beullasten.

Hübner et al. [HTS06] setzen einëaquivalente Schrumpfdehnung im Be-

reich der Schweißnaht an und berechnen daraus einen Eigenspannungs- und

Verformungszustand, der dem aus dem Schweißverzug entsprechen soll. Die

Schrumpfdehnung wird jedocḧuber die gesamte Schweißnahtlänge gleichzei-

tig aufgebracht, so daß sich von der Realität abweichend, ein rotationssymme-

trischer Eigenspannungs- und Verformungszustand ergibt.
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Für einen Zylinder mit einem Radius von 12 000 mm, einer Wanddicke von

12 mm und einer Ḧohe von 3000 mm beträgt die auf die Wanddicke bezogene

Radialverformungw
t = 1,02. Die mit diesen Imperfektionen ermittelte Beullast

bei Axialbelastung beträgt 34 % der klassischen Beullast .

Aus einer Vergleichsberechnung [Hüb02] des in [TL05] beschriebenen Ver-

suchszylinders wird bei der Gegenüberstellung berechneter und gemessener

Verformungen deutlich, daß die Annahme gleichzeitiger Schweißschrumpfung

keine realiẗatsnahe Abbildung liefert. Der gemessene Verzug [TL05] istüber

den Umfang ver̈anderlich, ẅahrend die numerische Berechnung [Hüb02] einen

über den Umfang gleichm̈aßigen Verzug liefert.

Banke et al. [BSS03] berechnen Eigenspannungen und Schweißverzug an Zy-

lindern mit Durchmessern von 825 mm und Wanddicken von 0,6 mmbis

1,0 mm. Bei der Berechnung wird die Ẅarmequelle transient abgebildet. Die

Effekte aus der Gefügeumwandlung werden bei der numerischen Berechnung

nicht ber̈ucksichtigt. Bei der Beulanalyse für die Modelle mit Eigenspannun-

gen und Verzug erḧalt Banke Beulwerte zwischen 38 % und 52 % der klassi-

schen Beulspannung.

2.3 Eigenspannungen und Verzug aus dem

Schweißprozeß

2.3.1 Überblick

Seit der Entwicklung und Anwendung von Schweißverfahren ist das Auftre-

ten von Eigenspannungen und Verzug aus dem Schweißprozeß bekannt. Der

Verzug beeinflußt in erster Linie die Maßhaltigkeit einer Schweißkonstruktion.

Die Eigenspannungen können sich negativ auf die Tragfähigkeit oder die Stei-

figkeit eines Bauteils auswirken. Aus diesen Gründen sind Eigenspannung und

Verzug und deren Minimierung Gegenstand vieler Untersuchungen.

Mit der in den letzten Jahren stetig vergrößerten Rechnerkapazität ist eine

Schweißsimulationsberechnung an Arbeitsplatzrechnern möglich. Leistungs-

starke Parallelrechner, wie der seit Anfang 2007 am Rechenzentrum der Uni-
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Abbildung 2.1: Wechselseitige Beeinflussung von Temperaturfeld,

Spannungs- und Form̈anderungsfeld und Gefügezustandsfeld

versiẗat Karlsruhe betriebene Landeshöchstleistungsrechner HP-XC4000, bie-

ten erstmalig die M̈oglichkeit, Schweißsimulationsberechnungen an großen

Strukturen mit im Bauwesen̈ublichen Abmessungen durchzuführen.

Für eine realiẗatsnahe Schweißsimulationsberechnung sind genaue Kenntnis-

seüber die Vorg̈ange beim Schweißprozeß notwendig. In Abbildung 2.1 sind

die Teilbereiche, die diesen Prozeß beschreiben, und derenWechselwirkun-

gen dargestellt. Vernachlässigt wird bei der Schweißsimulationsberechnung

die Verformungsẅarme, da diese beim Schweißprozeß vernachlässigbar ge-

ring ist. Der Einfluß der freigesetzten Spannungen oder einer äußeren Last auf

die Gef̈ugeumwandlung ist noch nicht so weit erforscht, daß dieser Vorgang

bei der numerischen Berechnung abgebildet werden kann.

Das Verhalten der Stähle beim Schweißen beschreiben Boese, Werner und

Wirtz in [BWW80]. EineÜbersicht g̈angiger Verfahren zur Bestimmung von

Schweißeigenspannungen und Verzug finden sich in [Kaß05, Rad02, Mal69].
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Malisius [Mal69] und Neumann [NR78] geben für Stumpfn̈ahte von ebenen

Blechen und Kehln̈ahte von T-Sẗoßen oder I-Tr̈agern Werte f̈ur den Schweiß-

verzug aus Messungen und Formeln zur Bestimmung des Schweißverzuges an.

Radaj schafft mit seinen Werken [Rad02, Rad99, Rad88] einenumfassen-

den Überblick über Forschungsergebnisse zu den Themen Schweißprozeß,

Schweißeigenspannung, Schweißverzug. Goldak liefert mit[GM05] ein um-

fassendes Werk̈uber den Stand der Technik in der Schweißsimulationsbe-

rechnung. Die Forschungsergebnisse des Schwerpunktprogramms der Deut-

schen Forschungsgemeinschaft
”
Eigenspannung und Verzug durch Wärmeein-

wirkung“ sind in [Mun99] ver̈offentlicht.

2.3.2 Gef̈ugeumwandlung

Bereits Reineisen besitzt die Eigenschaft, daß sich während eines Tempera-

turzyklusses bei bestimmten Temperaturen das Kristallgitter umwandelt (α −
γ − δ− Eisen). Stahl ist eine Eisen-Kohlenstoff-Legierung, deren temperatur-

abḧangige Phasenzustände im metastabilen Eisen-Kohlenstoff-Diagramm be-

schrieben werden.

Das Gef̈uge von Sẗahlen und die bei Temperaturzyklen auftretenden

Gefügeumwandlungen sind bei Hougardy [Hou75, Hou90] beschrieben.

Das von der Abk̈uhlgeschwindigkeit abḧangige Umwandlungsverhalten

bei Schweißprozessen wird in Schweiß-Zeit-Temperatur-Umwandlungs-

Schaubildern (SZTU-Schaubilder) dargestellt, die von Seyffarth et. al. in

[Sey82, SMS92] ver̈offentlicht wurden.

Um die Phasenumwandlung in der Finite-Element-Berechnungber̈ucksichti-

gen zu k̈onnen, muß der Vorgang mathematisch beschrieben werden. Avrami

[Avr41, Avr40, Avr39] gibt für die diffusionsgesteuerte Umwandlung zwischen

zwei Phasen eine mathematische Gesetzmäßigkeit an. Koistinen und Marbur-

ger geben diese für die diffusionslose Phasenumwandlung an. Leblond [LD84]

erweitert die Modelle auf Mehrphasensysteme.

Mit der Gef̈ugeumwandlung ist eine Volumenänderung verbunden. Diese Um-

wandlungsdehnungen haben einen maßgebenden Einfluß auf Eigenspannungen

und Verformungen. Sie k̈onnen mit dem Dilatometertest nachgewiesen werden.
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Während des Umwandlungsvorgangs treten zusätzliche plastische Dehnungen

auf, wenn einëaußere Lastspannung vorhanden ist. Dieses Phänomen wird

Umwandlungsplastizität genannt und kann mit dem Satoh-Versuch [Sat72]

nachgewiesen werden.

2.3.3 Werkstoffkennwerte

Richter hat in [Ric83, Ric73] Werkstoffkennwerte von Stählen und deren Tem-

peraturabḧangigkeit ver̈offentlicht. Genauere Untersuchungen der Werkstoff-

kennwerte in Abḧangigkeit vom Gef̈uge wurden von Groß [Gro88] speziell

für thermische Schweißzyklen durchgeführt. Aus Seyffarth [Sey82, SMS92]

können mechanische Kennwerte bei Raumtemperatur für die jeweiligen

Gefügezusẗande entnommen werden.

Voß ver̈offentlicht in [Voß01] Materialdaten für die Sẗahle S355J2,

X5CrNi 18-10, X20Cr13 und DC04, die er aus dem Schrifttum zusammenge-

tragen hat, und ergänzt diese Daten durch eigene Messungen. Peil und Wichers

haben Versuche zur Ermittlung der temperaturabhängigen Werkstoffkennwer-

te für die Stahlsorte S355J2 durchgeführt und in [PW05a, PW05b, PW04]

veröffentlicht.

2.3.4 Wärmequelle und Temperaturfeldberechnung

Eine einfache Approximation der Schweißwärmequelle stellt die wandernde

Punktẅarmequelle dar. In der Forschung wird heute zur Schweißsimulation die

Wärmequelle mit r̈aumlicher Ausdehnung und Gauß-normalverteilter Wärme-

quelldichte angesetzt. Goldak [GM05, GCB84] schlägt für Volumenelement-

modelle eine doppelhalbellipsoide Wärmequelle vor.

Zur Berechnung von Temperaturfeldern mit der Finite-Element-Methode sei

auf die Ver̈offentlichungen von Bergheau [BF04] und Lewis [LMTS99] ver-

wiesen.
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2.3.5 Numerische Berechnung von Schweißeigenspannun-
gen und Schweißverzug

Schweißeigenspannungen und Schweißverzug werden mit einer transienten

Berechnung ermittelt. Das Temperaturfeld wird unter Berücksichtigung der

thermomechanischen Werkstoffkennwerte ausgewertet, unddie sich daraus er-

gebenden Dehnungen werden bestimmt. Diese Dehnungen werden als Bean-

spruchung bei der strukturmechanischen Berechnung aufgebracht. Die aus der

Gefügeumwandlung entstehenden Umwandlungsdehnungen und Dehnungen

aus der Umwandlungsplastizität sind dabei als zusätzliche
”
Lastkomponente“

zu ber̈ucksichtigen.

Das Verfahren ist in den Veröffentlichungen von Leblond, Mottet, Devaux,

Bergheau und Vincent in [LMD86a, LMD86b, LDD89, DLB00, BVL02]

ausf̈uhrlich beschrieben.

Bei der strukturmechanischen Berechnung muß das Werkstoffgesetz

temperatur- und gefügeabḧangig definiert werden. Insbesondere bei der

Schweißsimulationsberechnung ist dieÄnderung der mechanischen Kenn-

werte und damit dieÄnderung der Spannungs-Dehnungsbeziehung durch

Martensit- oder Bainitbildung zu berücksichtigen.

2.4 Zusammenfassung Schlußfolgerung und Ziel-

setzung

Seit einem halben Jahrhundert wird der Einfluß von Vorverformungen auf das

Beulverhalten der axialgedrückten Kreiszylinderschale untersucht.

Bei der Untersuchung des Einflusses von Schweißnähten auf das Beulverhal-

ten wird zun̈achst nur eine aus Verzugsmessungen abgeleitete geometrische

Imperfektion ohne Ansatz von Eigenspannungen berücksichtigt.

In jüngerer Zeit wurde auch der Einfluß von Eigenspannungen sowohl experi-

mentell als auch theoretisch untersucht.

Dabei ist einschr̈ankend anzumerken, daß es sich bei den experimentellen
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Untersuchungen um mit einer Blindnaht geschweißte Zylinder handelt. Das

Eigenspannungs- und Verzugsfeld eines mit einer Blindnahtgeschweißten Zy-

linders unterscheidet sich vom Eigenspannungs- und Verzugsfeld eines mit ei-

ner Fertigungsnaht geschweißten Zylinders mit sukzessiver Nahtfüllung.

Bei den numerischen Untersuchungen zum Einfluß von Eigenspannungen und

Verzug aus dem Schweißprozess auf das Beulverhalten axialgedr̈uckter Zy-

linder wurden jeweils grobe N̈aherungen oder große Vereinfachungen getrof-

fen. Insbesondere werden die für den Schweißverzug maßgebenden Beanspru-

chungen aus Umwandlungsdehnung und Umwandlungsplastizität außer Acht

gelassen. Schrumpfdehnungen werden pauschaliert angesetzt. Die in der Rea-

lit ät nicht gegebene Rotationssymmetrie wird bei fast allen bisherigen Unter-

suchungen vorausgesetzt.

Daraus folgt, daß die bisher numerisch untersuchten Kombinationen Eigen-

spannungsfeld - Verzugsfeld nichtübereinstimmen mit den Kombinationen Ei-

genspannungsfeld - Verzugsfeld, die sich aus dem realen Schweißprozeß erge-

ben.

Die im Bauwesen gebräuchlichen Sẗahle S235 und S355 werden im Rahmen

dieser Arbeit betrachtet.

Das Eigenspannungsfeld und das Verzugsfeld, das sich aus dem Schweißpro-

zeß von Umfangsn̈ahten an Kreiszylinderschalen einstellt, wurde bislang nicht

realtiẗasnah berechnet. Der Einfluß, den diese Störung der perfekten Zylinder-

schale auf die Grenztragfähigkeit unter Axiallast hervorruft, ist folglich unbe-

kannt.

Ziel dieser Arbeit ist es,

• das Eigenspannungsfeld und die Verformungen mit realitätsnaher

Schweißsimulationsberechnung zu bestimmen,

• zu untersuchen, welche Abweichungen auftreten, wenn stattder rea-

lit ätsnahen Schweißsimulationsberechnung vereinfachende Annahmen

getroffen werden, und

• die Auswirkungen verschiedener Schweißfolgen auf Eigenspannungen,

Verzug und Axialgrenzspannung zu untersuchen.
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3 Gefügeumwandlungen beim

Schweißen und deren numerische

Berechnung

3.1 Gef̈ugeumwandlung unlegierter Sẗahle beim

Aufheizen und Abkühlen

Unlegierte Bausẗahle besitzen einen geringen Kohlenstoffgehalt. Die bei

Raumtemperatur vorliegenden Gefügebestandteile sind Ferrit mit einem

kubisch-raumzentrierten Kristallgitter (α-Eisen), in dem ein sehr kleiner Teil

des Kohlenstoffgehaltes gelöst ist, und Perlit, eine lamellare Anordnung von

Ferrit mit dem Eisencarbid Zementit (Fe3C). In gewalzten Stahlerzeugnis-

sen liegen diese Gefügebestandteile meinst in streifiger Anordnung (Abbil-

dung 3.1) vor.

Abbildung 3.1: Ferritisch-perlitisches Gefüge
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3 Gef̈ugeumwandlungen beim Schweißen und deren numerische Berechnung

Bei der Erẅarmung wandelt sich der Ferrit in Austenit (γ-Eisen) mit kubisch-

flächenzentriertem Kristallgitter um. Aufgrund des kubisch-flächenzentrierten

Kristallgitters ist die Kohlenstoffl̈oslichkeit des Austenits größer als die des

Ferrits. Der im Zementit gebundene Kohlenstoff geht im Austenit in Lösung.

Die Umwandlung in Austenit beginnt im Gleichgewichtsfall (unendlich lang-

same Aufheizung) bei der Temperatur A1 (723◦C) oder im Fall technisch re-

levanter Aufheizgeschwindigkeiten bei der vom Kohlenstoffgehalt abḧangigen

unteren Austenitisierungstemperatur Ac1. Zwischen Ac1 und der mit Ac3 be-

zeichneten oberen Austenitisierungstemperatur liegt einMischgef̈uge aus Fer-

rit und Austenit vor. Oberhalb von Ac3 wandelt bei entsprechend langer Halte-

dauer das gesamte Gefüge in Austenit um.

Bei langsamer Abk̈uhlgeschwindigkeit bildet sich aus dem Austenit wieder

Ferrit und Zementit. Dieser Vorgang geschieht diffusionsgesteuert.

Abbildung 3.2: Martensitisches Gefüge

Bei schneller Abk̈uhlgeschwindigkeit kann der gelöste Kohlenstoff nicht aus-

diffundieren. Es erfolgt beim Unterschreiten der Martensitstarttemperatur Ms
eine diffusionsfreie Umwandlung in ein durch die Kohlenstoffatome verspann-

tes kubisch-fl̈achenzentriertes Kristallgitter. Es entsteht der in Abbildung 3.2

dargestellte Martensit (α-Eisen).

Bei einer Umwandlung mit mittlerer Abkühlgeschwindigkeit entsteht ein Zwi-

schengef̈uge, Bainit (Abbildung 3.3). Bei seiner Bildung diffundiert ein Teil

des Kohlenstoffs. Die Umwandlung läuft teilweise diffusionsgesteuert ab.
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Die in den Abbildungen 3.1 bis 3.3 dargestellten Mikroschliffe wurden von

Sakkiettibutra im Rahmen seiner Diplomarbeit [Sak07] angefertigt.

Abbildung 3.3: Bainitisches Gef̈uge

Bei mehrlagigen N̈ahten werden die zuvor geschweißten Lagen erwärmt. Das

Gefüge wird durch die Wiedererẅarmung ab einer Temperatur von ca. 200◦C

angelassen. Martensit wandelt zu angelassenem Martensit und Bainit zu ange-

lassenem Bainit um. Durch das Anlassen verringert sich die Streckgrenze des

jeweiligen Gef̈uges.

Die Gef̈ugeumwandlung f̈ur Schweißprozesse kann aus SZTU-Schaubildern

abgelesen werden. In diesen Schaubildern ist für verschieden schnelle Abkühl-

geschwindigkeiten die sich einstellende Gefügezusammensetzung dargestellt.

Verwendet wird im Rahmen dieser Arbeit für den S235 das in Abbildung 3.4

dargestellte SZTU-Schaubild R3 und für den S355 das in Abbildung 3.6 dar-

gestellte SZTU-Schaubild R25 nach [SMS92].

In Abbildung 3.5 ist das numerische SZTU-Schaubild für den S235 und in

Abbildung 3.7 das numerische SZTU-Schaubild für den S355 dargestellt.

Die chemische Zusammensetzung der Stähle, die der Bestimmung der SZTU-

Schaubilder zugrunde lagen, ist in Tabelle 3.1 angegeben. Für den tempera-

turabḧangigen Verlauf der Spannungs-Dehnungsbeziehung wurden die Ergeb-

nisse der Warmzugversuche von Peil und Wichers [PW05a, PW05b,PW04]

verwendet. Der f̈ur diese Warmzugversuche verwendete Stahl S355J2 hat die

in Tabelle 3.1 in der Zeile P/W angegebene chemische Zusammensetzung.
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3 Gef̈ugeumwandlungen beim Schweißen und deren numerische Berechnung

Abbildung 3.4: SZTU-Schaubild R3 f̈ur S235 mit den Gefügebereichen aus

Abbildung 3.5
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Abbildung 3.5: Numerisches SZTU-Schaubild für S235
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Abbildung 3.6: SZTU-Schaubild R25 f̈ur S355 mit den Gefügebereichen aus

Abbildung 3.7
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Abbildung 3.7: Numerisches SZTU-Schaubild für S355

23



3 Gef̈ugeumwandlungen beim Schweißen und deren numerische Berechnung

C Si Mn P S Al N Cr Cu Ni

R3 0,16 0,18 0,46 0,020 0,025 0,042 - 0,09 0,15 0,06

R25 0,18 0,47 1,24 0,029 0,029 0,024 0,0085 0,10 0,17 0,06

P/W 0,15 0,30 1,55 0,014 0,012 0,038 0,0041 0,043 0,038 0,037

Tabelle 3.1: Chemische Zusammensetzung in %

3.2 Numerische Modelle zur Berechnung der Ge-

fügeumwandlung

Um die Gef̈ugeumwandlung bei der Schweißsimulationsberechnung berück-

sichtigen zu k̈onnen, muß der im SZTU-Schaubild angegebene Umwandlungs-

vorgang numerisch beschrieben werden. Die dazu verwendeten Modelle wer-

den von Beregheau und Fortuier in [BF04] und Pasquale in [Pas01] erl̈autert.

Die diffusionsfreie Umwandlung Austenit→ Martensit wird mit dem

Koistinen-Marburger-Gesetz [KM59] beschrieben, bei dem der Anteil der mar-

tensitischen Phase P in Abhängigkeit von der Temperaturϑ gegeben ist durch:

P (ϑ) =

{

0 für ϑ > Ms

1 − eb(ϑ−Ms)für ϑ ≤ Ms

(3.1)

Ms Martensitstarttemperatur

b Umwandlungskonstante

Die diffusionsgesteuerte Umwandlung Austenit→ Ferrit und Austenit→ Bai-

nit wird mit der Avrami-Funktion [Avr39, Avr40, Avr41] beschrieben. Leblond

[LD84] hat diese f̈ur Zweiphasensysteme geltende Avrami-Funktion in ein Mo-

dell für Mehrphasensysteme, wie es für die Gef̈ugeumwandlung f̈ur Sẗahle

ben̈otigt wird, erweitert:

dP (ϑ)

dt
= f

(

ϑ̇
)

·
Peq(ϑ) − P (ϑ)

τ(ϑ)
(3.2)

mit
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3 Gef̈ugeumwandlungen beim Schweißen und deren numerische Berechnung

Peq Gleichgewichtsanteil der Phase

τ Umwandlungsdauer

f Umwandlungsgeschwindigkeit

Mit der Funktion Peq(ϑ) wird der Temperaturbereich definiert, in dem die Um-

wandlung stattfindet.

In Tabelle 3.2 sind die geẅahlten Parameter zur Berechnung der Martensitum-

wandlung angegeben.

In den Tabellen 3.3, 3.4 und 3.5 sind die Parameter angegeben, die zur Be-

schreibung der Austenit→ Ferrit und der Austenit→ Bainit Umwandlung des

S235 und des S355 gewählt werden.

Werkstoff Ms b
◦C

S235 430 0,021

S355 420 0,014

Tabelle 3.2: Verwendete Parameter zur Berechnung der Martensitumwandlung

S235 S355

ϑ Peq τ ϑ Peq τ
◦C s ◦C s

589 0 106 629 0 106

590 1 18 630 1 5

790 1 18 730 1 5

791 0 18 731 0 5

Tabelle 3.3: Parameter Peq und τ zur Berechnung der Austenit→ Ferrit Um-

wandlung
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S235 S355

ϑ Peq τ ϑ Peq τ
◦C s ◦C s

429 0 106 419 0 106

430 1 16 420 1 6

590 1 16 630 1 6

591 0 16 631 0 6

Tabelle 3.4: Parameter Peq undτ zur Berechnung der Austenit→ Bainit Um-

wandlung

S235, Umwandlung Austenit→ Ferrit:

ϑ̇ in
◦C
s -297,3 -53,6 -32,6 -19,2 -11,1 -8,2

f in 1
s 0,5 0,2 1,3 3,1 3,0 2,7

ϑ̇ in
◦C
s -5,4 -2,8 -1,9

f in 1
s 2,7 1,5 1,1

S235, Umwandlung Austenit→ Bainit:

ϑ̇ in
◦C
s -297,3 -53,6 -32,6 -19,2 -11,1 -8,2

f in 1
s 18 8,3 3,8 10,4 6,0 4,5

ϑ̇ in
◦C
s -5,4 -2,8 -1,9

f in 1
s 3,0 1,6 1,1

S355, Umwandlung Austenit→ Ferrit:

ϑ̇ in
◦C
s -8,5 -6,2 -4,7

f in 1
s 0,001 0,13 1,5

S355, Umwandlung Austenit→ Bainit:

ϑ̇ in
◦C
s -200 -150 -96,8 -63,8 -52,6 -40

f in 1
s 0,001 0,1 0,3 1,1 1,2 1,03

ϑ̇ in
◦C
s -21,9 -16,4 -11,5 -8,5 -6,2 -4,7

f in 1
s 0,88 0,9 0,75 0,6 0,45 0,6

Tabelle 3.5: Parameter f zur Berechnung der Austenit→ Ferrit und der Auste-

nit → Bainit Umwandlung
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3.3 Numerisches Modell f̈ur die Füllung der

Schweißfuge

Mit der Berechnung der Gefügeumwandlung läßt sich auch das Füllen der

Schweißfuge numerisch abbilden. Für die Elemente in der noch ungefüllten

Schweißfuge wird eine separate Phase definiert (Phase Zusatzwerkstoff). Die

mechanische Steifigkeit dieser Phase ist Null. Das heißt, die Elemente dieser

Phase k̈onnen ohne Reaktionskräfte verformt werden.

Im Bereich der Schweißẅarmequelle wird beim realen Schweißprozeß flüssi-

ger Stahl zugef̈uhrt, der beim Erstarren zunächst in austenitisches Gefügeüber-

geht. Numerisch wird dieser Vorgang nachvollzogen, indem beim Erreichen

der Schmelztemperatur die Phase Zusatzwerkstoff, die den Elementen in der

ungef̈ullten Schweißfuge zugeordnet ist, in die Phase Austenit umwandelt.

Dieses bei der Berechnung mit Sysweld gebräuchliche Verfahren hat folgende

Vorteile:

• Es l̈aßt sich optimal in ein phasenabhängig definiertes Werkstoffmodell

integrieren.

• Beim Aktivieren kommt es nicht zu einem plötzlichen Dehnungssprung

der aktivierten Elemente.

• Da die Elemente mit Zusatzwerkstoff die Verformungen vor der Aktivie-

rung bereits mitmachen, bleibt der Dehnungsverlauf stetig.

• Die numerische Berechnung läuft stabiler als bei der Verwendung einer

sonstüblichen Aktivierungsfunktion.
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4 Finite-Element-Berechnung

4.1 Allgemeine Beschreibung des verwendeten Fi-

nite-Element-Programms

Die Berechnungen der Schweißeigenspannungen und des Schweißverzuges

werden mit dem Finite-Element-Programm Sysweld durchgeführt. Die Beson-

derheit dieses Programms liegt darin, daß die Phasenumwandlungsvorg̈ange,

die beim Aufheizen und Abk̈uhlen des Stahls auftreten, erfaßt werden. Mit der

Phasenumwandlung können Umwandlungsdehnungen berücksichtigt werden.

Die Spannungs-Dehnungsbeziehung des Stahls im Bereich vonSchmelze und

Wärmeeinflußzone ist abhängig vom Gef̈uge. Durch die mit der Martensitbil-

dung verbundene Aufḧartung steigt die Streckgrenze. Dieser Effekt kann mit

der Phasenumwandlung und der Verwendung eines phasenabhängigen Werk-

stoffgesetzes abgebildet werden.

Die Berechnung von Schweißeigenspannungen und Schweißverzug wird in

zwei Schritten durchgeführt. Im ersten Schritt erfolgt die Berechnung des Tem-

peraturfeldes und der Phasenumwandlung. Im zweiten Schritt wird die struk-

turmechanische Berechnung durchgeführt. Aus den Ergebnissen der Tempera-

turfeldberechnung wird die Last berechnet, die sich aus Wärmedehnungen und

Umwandlungsdehnungen zusammensetzt. Zur Bestimmung der lokal g̈ultigen

Werkstoffkennwerte, die von der Temperatur abhängen, wird das Temperatur-

feld ebenfalls ben̈otigt.

Das Temperaturfeld beim Schweißen entsteht aus einer wandernden Ẅarme-

quelle. Der Pfad, den die Ẅarmequelle auf dem Bauteil zurücklegt, kann im

FE-Modell mit eindimensionalen Elementen, Trajektorienelementen, beschrie-

ben werden. Dies vereinfacht die Definition der Wärmequelle. Es werden le-

diglich Parameter f̈ur die Geometrie, die Ẅarmeleistung und die Geschwindig-
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keit der Ẅarmequelle angegeben. Aus diesen Parametern wird zum aktuellen

Zeitpunkt t die Ẅarmelast berechnet, mit der die Elemente im Bereich der

Wärmequelle belastet werden.

Nach Abschluß der strukturmechanischen Berechnung liegt ein Datensatz vor,

in dem die Eigenspannungen, die plastischen Dehnungen und die Verformun-

gen gespeichert sind. Dieser Datensatz kann als Anfangszustand f̈ur Beul- oder

Traglastuntersuchungen mit Sysweld verwendet werden. Soll nur das verform-

te System ohne Eigenspannungen weiter untersucht werden, dann kann die ver-

formte Struktur als neues FE-Netz abgespeichert werden.

Die nachfolgend genannten Ansätze f̈ur die Elemente, die numerischen Formu-

lierungen und die L̈osungsverfahren sind im Schrifttum̈uber Finite-Element-

Berechnungen ausführlich beschrieben. An dieser Stelle wird daher auf die

Herleitung und Nennung von Formeln verzichtet und auf das entsprechende

Schrifttum verwiesen. [BF04, Bat90, Bec00, ZT89, ZT88]

Abbildung 4.1: Bezeichnungen an Kreiszylinderschalen
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In Abbildung 4.1 sind die Bezeichnungen für die Koordinaten, Weg- und Kraft-

größen an der Kreiszylinderschale dargestellt. Die bei Kreiszylinderschalen

gebr̈auchlichen Koordinatenbezeichnungen weichen von den Koordinatenbe-

zeichnungen, die vom Finite-Element-Programm (FEM) verwendet werden

werden ab. In Abbildung 4.1 sind zusätzlich die Koordinatenbezeichnungen

des FEM-Programms angegeben, da diese in den Graphiken auftauchen.

4.2 Elemente

4.2.1 Allgemeines

Die Elemente sind von der gewählten Art der Modellierung abhängig. Bei

räumlichen Volumenelementmodellen (3D) wird das Bauteil als Kontinuum

abgebildet. Das Temperaturfeld, der Spannungszustand undder Verzerrungs-

zustand werden dreidimensional berechnet.

Beim Schalenelementmodell (2D) wird die Struktur räumlich abgebildet. Das

Schalenelementmodell wird bei Bauteilen angewendet, bei denen die Abmes-

sungen in L̈angs- und Querrichtung wesentlich größer sind als in Dickenrich-

tung. Beim Schalenelementmodell werden keine Spannungen rechtwinklig zur

Schalenoberfl̈ache berechnet. Das berechnete Temperaturfeld ist zweidimen-

sional.

Beim Schalen-Volumenelementmodell (2D-3D) wird der Nahtbereich mit Vo-

lumenelementen abgebildet. Hier kann ein Temperaturgradient in Dickenrich-

tung berechnet werden. Mehrlagige Nähte k̈onnen abgebildet werden. Für den

übrigen Bereich werden Schalenelemente verwendet.

Im Rahmen dieser Arbeit wird das Schalenelementmodell für die Berechnung

einlagiger N̈ahte und das Schalen-Volumenelementmodell für die Berechnung

mehragiger N̈ahte verwendet.
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4.2.2 Volumenelemente

In Sysweld k̈onnen dreidimensionale Tetraederelemente, Dreieck-

Prismaelemente und Hexaederelemente definiert werden. Implementiert

sind jeweils isoparametrische Elemente mit linearen und quadratischen

Ansätzen. Bei den Prismaelementen und den Hexaederelementen mit qua-

dratischen Ans̈atzen handelt es sich um Serendipity-Elemente. Die Elemente

können mit voller oder reduzierter Integration angewendet werden. Als

Ansatzfunktionen werden Lagrange-Polynome verwendet.

Für die Berechnungen im Rahmen dieser Arbeit werden lineare Hexaederele-

mente oder Dreieck-Prismaelemente mit voller Integrationverwendet.

4.2.3 Schalenelemente

Aus der Bibliothek der zur Verfügung stehenden Schalenelemente werden iso-

parametrische Dreieck- und Rechteck-Elemente verwendet.Bei diesen Ele-

menten k̈onnen in Dickenrichtung 3 bis 9 Gaußpunkte gewählt werden. 3

Gaußpunkte sind für elastische Berechnungen hinreichend. Bei plastischer Be-

rechnung ist eine größere Anzahl Gaußpunkte notwendig.

Die Temperaturfeldberechnung muß mit topologisch gleichen Schalenelemen-

ten wie die strukturmechanische Berechnung durchgeführt werden. Die Anzahl

der Gaußpunkte muß bei beiden Berechnungen identisch sein.Für Berechnun-

gen im Rahmen dieser Arbeit werden in Dickenrichtung 5 Gaußpunkte ver-

wendet.

Bei den Schalenelementen erfolgt die Eingabe von Lasten (z.B. Wärmequel-

le) und Randbedingungen (z. B. Wärmëubergangskoeffizient) an der Schalen-

unterfl̈ache, der Schalenmittelfläche oder der Schalenoberfläche. Die Ausgabe

von Schnittgr̈oßen ist in jeder Gaußpunktebene möglich.

Bei der Temperarturfeldberechnung werden in Schalenlängsrichtung Ansatz-

funktionen aus Lagrange-Polynomen verwendet. In Schalendickenrichtung

wird ein Wärmestrom aus Ẅarmeleitung nicht berechnet. Ein Temperaturgra-

dient in Dickenrichtung ergibt sich nur aus Randbedingungen, zum Beispiel

einer Ẅarmequelle auf der Schalenoberseite.
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Bei der strukturmechanischen Berechnung werden für die Membranverschie-

bung Ansatzfunktionen aus Lagrange-Polynomen und für die Biegeverfor-

mung Ansatzfunktionen aus Hermite-Polynomen verwendet. Die Schubverfor-

mung rechtwinklig zur Schalenebene wird berücksichtigt.

Die Schalenelemente sind ausgelegt für Berechnungen von Systemen mit

großen Verformungen, großen Rotationen und kleinen Verzerrungen. Sie sind

sowohl f̈ur die Berechnung von Schweißeigenspannungen und Schweißverzug,

als auch f̈ur anschließende Beuluntersuchungen geeignet.

Für reine Schalenelementmodelle werden Elemente mit quadratischen

Ansätzen und f̈ur Schalen-Volumenelementmodelle Elemente mit linearen

Ansätzen verwendet.

4.2.4 Oberfl̈achenelemente

Die Berechnung des Ẅarmëuberganges vom Bauteil in den umgebenden Raum

erfolgt über zweidimensionale Oberflächenelemente, die an der Oberfläche des

Modells zwischen den̈außeren Randknoten eingebracht werden. Die Ober-

flächenelemente werden nur zur Definition der elastischen Randbedingung des

Wärmëubergangs verwendet. Die Oberflächenelemente liefern keinen Beitrag

zur Steifigkeitsmatrix bei der strukturmechanischen Berechnung.

4.2.5 Trajektorienelemente

Die Trajektorienelemente sind eindimensionale Elemente.Mit ihnen wird der

Weg der Ẅarmequelle im Modell beschrieben. Die Wärmequelle wandert an

der aus zusammenhängenden Trajektorienelementen bestehenden Schweißli-

nie entlang.

Eine Schweißlinie allein ist hinreichend, um eine um die Wegachse rotations-

symmetrische Ẅarmequelle zu definieren. Parallel zur Schweißlinie kann eine

Referenzlinie mit gleicher Netztopologie definiert werden, die ebenfalls aus

Trajektorienelementen besteht. Mit Schweiß- und Referenzlinie ist ein lokales

Koordinatensystem eindeutig bestimmbar.
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Eine Wärmequelle mit in allen drei Raumachsen unterschiedlich großen Ab-

messungen kann somit definiert werden.

Abbildung 4.2: Trajektorien: Schweißlinie und Referenzlinie

In Abbildung 4.2 ist ein Netzausschnitt mit einer im folgenden ausf̈uhrlich be-

schriebenen Oberflächenẅarmequelle, mit dem aus der dargestellten Schweiß-

linie und Referenzlinie definierten lokalen Koordinatensystem und den Start-

elementen der Trajektorien sowie den Start- und Endknoten dargestellt.

4.3 Numerische Formulierung

Für die Berechnung des zeitlich veränderlichen Temperaturfeldes sind drei Ver-

fahrenüblich [LMTS99]: Forward-Differenz-Verfahren, Backward-Differenz-

Verfahren und Crank-Nicolsen-Verfahren. Für Probleme, bei denen ein thermi-

scher Schock auftritt, ist das Backward-Differenz-Verfahren am besten geeig-

net. Dieses Verfahren wird daher für die Berechnung von Schweißtemperatur-

feldern verwendet.
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Bei der Wahl der numerischen Formulierung für die strukturmechanische Be-

rechnung und die Beuluntersuchung ist auf die relevanten Nichtlineariẗaten,

nichtlineares Werkstoffverhalten, nichtlineare Strukturantwort zu achten.

Für die Berechnung von Schweißeigenspannungen und Schweißverzug an

dickwandigen, nicht stabilitätsgef̈ahrdeten Bauteilen ist es ausreichend, bei

der numerischen Formulierung nur nichtlineares Werkstoffverhalten zu ber̈uck-

sichtigen. Geeignet ist hierfür die nur physikalisch nichtlineare Formulierung.

Geometrische Nichtlinearitäten werden bei diesem System nicht berücksichtigt

[Bat90, Bec00].

Bei der Updated Lagrangeschen Formulierung werden große Verformungen

und große Rotationen berücksichtigt. Beim Schweißen an dünnwandigen Ble-

chen kann es bereits beim Schweißprozeß zu lokalen Instabilitäten kommen.

Bei Stabiliẗatsuntersuchungen ist die Berücksichtigung großer Verformungen

und großer Rotationen zwingend notwendig. Bei den Schalenelementmodellen

für die in dieser Arbeit untersuchten dünnwandigen Strukturen wird für die

strukturmechanische Berechnung und die anschließende Beuluntersuchung die

Updated Lagrangesche Formulierung gewählt.

4.4 Lösungsverfahren

Beim Schweißen wird eine Ẅarmequellëuber das Bauteil bewegt. Das Bau-

teil wird örtlich an einer von der Zeit abhängigen Stelle erẅarmt und k̈uhlt

anschließend ab. Es liegt somit kein konstanter Wärmestrom vor. Das Tem-

peraturfeld ist damit zeitabhängig. Daraus folgt, daß eine zeitabhängige, also

transiente Berechnung durchgeführt werden muß.

Die Probleml̈osung wird in zwei Ebenen gegliedert. Die innere Ebene der Pro-

blemlösung ist die L̈osung des Systems zum aktuellen Zeitpunkt tn. Wegen der

vorhandenen Nichtlinearitäten erḧalt man nur mit iterativen L̈osungsverfahren

eine N̈aherungsl̈osung. M̈ogliche L̈osungsverfahren werden weiter unten be-

schrieben.
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Die äußere Ebene der Problemlösung ist das Zeitschrittverfahren. Mit dem

Zeitschrittverfahren wird der Berechnungsbeginn, das Berechnungsende und

die Schrittweite gesteuert. Beim automatischen Zeitschrittverfahren wird der

Zeitschritt entsprechend dem aktuellen oder dem zu erwartenden Konvergenz-

verhalten angepaßt. Wird für den aktuellen Zeitpunkt tn keine Konvergenz er-

reicht, dann wird der aktuelle Zeitschritt∆t reduziert und die Berechnung zum

neuen Zeitpunkt tn = tn-1 + ∆ t durchgef̈uhrt.

Die Berechnung wird abgebrochen, wenn∆t einen festgelegten Mindestwert

unterschreitet. Wird f̈ur den aktuellen Zeitpunkt tn Konvergenz erreicht, dann

wird in einem Zwischenschritt zum Zeitpunkt tn+1 = tn + 1,5·∆t die erste Ite-

ration der Systemlösung durchgeführt. Wird bei dieser Iteration eine definierte

Konvergenzgr̈oße eingehalten, so erfolgt eine Vergrößerung des aktuellen Zeit-

schritts∆t.

Alternativ zum automatischen Zeitschrittverfahren kann das konstante Zeit-

schrittverfahren geẅahlt werden. Der Zeitschritt∆t bleibt während der Be-

rechnung unverändert. Das konstante Zeitschrittverfahren ist schneller, da die

Berechnung des Zwischenschrittes entfällt. Es besteht jedoch die Gefahr, daß

die Berechnung vorzeitig abbricht, wenn keine Konvergenz erreicht ist.

Das automatische Zeitschrittverfahren wird verwendet, wenn sich die Gradi-

entenändern. Dies tritt zu Beginn des Schweißens auf. Der maximale Tem-

peraturgradient steigt. Es werden kleine Zeitschritte benötigt. Beim Abk̈uhlen

verringert sich der Temperaturgradient. Die Zeitschrittekönnen mit Fortschrei-

ten der Abk̈uhlung gr̈oßer geẅahlt werden. Ẅahrend des Schweißens bleiben

die Gradienten in etwa konstant. Mit dem konstanten Zeitschrittverfahren und

einem angepaßten Zeitschritt wird in diesem Zeitfenster die optimale Berech-

nungsgeschwindigkeit erreicht.

Für die Lösung des Systems zum aktuellen Zeitpunkt tn stehen mehrere

Lösungsverfahren zur Verfügung. Sie sind unter anderem in [Hin92] beschrie-

ben. F̈ur die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Berechnungen kommen

folgende L̈osungsverfahren in Betracht:
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• Standard Newton-Raphson-Verfahren

• Modifiziertes Newton-Raphson-Verfahren

• BFGS-Verfahren

u

F

Fn-1

Fn

Konvergenzkriterium
für Kraftgröße

Konvergenzkriterium für
Verschiebungsgröße

� � �

Iterationen

Abbildung 4.3: Standard Newton-Raphson-Verfahren

Beim Standard Newton-Raphson-Verfahren (Abbildung 4.3) wird die Tangen-

tensteifigkeitsmatrix bei jedem Iterationsschritt neu berechnet. Dieses Verfah-

ren liefert eine sehr gute Konvergenz. Durch die Berechnungder Tangenten-

steifigkeitsmatrix bei jedem Iterationsschritt ist die Rechenzeit sehr lange.

Beim modifizierten Newton-Raphson-Verfahren (Abbildung 4.4) wird die Tan-

gentensteifigkeitsmatrix nur bei jedem n-ten Iterationsschritt neu berechnet.

Dadurch reduziert sich die Berechnungszeit. Die Anzahl dererforderlichen Ite-

rationen ist gr̈oßer als beim Standard Newton-Raphson-Verfahren.

Beim Verfahren nach Broyden Fletcher Goldfarb Shano (BFGS-Verfahren)

(Abbildung 4.5) handelt es sich um ein Sekantenverfahren. Die Tangentenstei-

figkeitsmatrix wird bei jedem Iterationsschritt so modifiziert, daß die modifi-
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zierte Tangentensteifigkeitsmatrix die Sekante zwischen aktuellem und vorher-

gehendem Iterationsschritt beschreibt.

Bei der numerischen Berechnung von Schweißeigenspannungen und Verzug

liefert das BFGS-Verfahren sowohl bei der Temperaturfeldberechnung wie

auch bei der strukturmechanischen Berechnung gutes Konvergenzverhalten.

Die Berechnungszeiten sind kürzer als bei der Verwendung des Newton-

Raphson-Verfahrens. Das BFGS-Verfahren wird daher für die Schweißsimu-

lationsberechnung verwendet.

Bei der Berechnung der Grenzspannung wird die Berechnung optimiert, indem

vier Iterationen mit dem Standard-Newton-Raphson-Verfahren durchgef̈uhrt

werden und die weiteren Iterationen mit dem BFGS-Verfahrenerfolgen. Dieses

Verfahren wird f̈ur die Berechnung der Grenzspannung verwendet.

u

F

Fn-1

Fn

� � �

Iterationen

� �

Konvergenzkriterium für
Verschiebungsgröße

Konvergenzkriterium
für Kraftgröße

Abbildung 4.4: Modifiziertes Newton-Raphson-Verfahren
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u
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Fn-1

Fn

� � �

Iterationen

y

Konvergenzkriterium
für Kraftgröße

Konvergenzkriterium für
Verschiebungsgröße

�

Abbildung 4.5: Broyden Fletcher Goldfarb Shano (BFGS) Sekantenverfahren

4.5 Berechnung der Grenztragf̈ahigkeit

Zur Bestimmung der Grenzspannung des durch den Schweißprozeß verzoge-

nen eigenspannungsbehafteten Zylinders, wird folgendes Vorgehen geẅahlt

(siehe Abbildung 4.6):

Als Anfangsbedingung wird der Zustand des letzten Zeitschrittes aus der

Schweißsimulationsberechnung verwendet. Auf den oberen und unteren Zy-

linderrand wird eine Axialdrucklast aufgebracht.

Es wird eine transiente Berechnung mit dem automatischen Zeitschrittverfah-

ren durchgef̈uhrt. Die Last wird mit jedem Lastschritt gesteigert.

Wird die Grenzlasẗuberschritten, dann wird für den aktuellen Lastschritt keine

Konvergenz erreicht. Der Lastschritt wird automatisch reduziert. Anschließend

erfolgt eine Iteration gegen die gesuchte Grenzlast des Systems, bei der die

Lastschritte kontinuierlich reduziert werden.
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Das Konvergenzkriterium wird durch den kleinsten zulässigen Lastschritt de-

finiert. Mit dem kleinsten zulässigen Lastschritt ist der größte m̈ogliche Fehler

zwischen tats̈achlicher Grenzlast und berechneter Grenzlast definiert.

Abbildung 4.6: Verfahren zur Ermittlung der Grenztragfähigkeit

4.6 Numerische Modelle zur Abbildung der

Schweißẅarmequelle

4.6.1 Volumenẅarmequelle

Für ein Volumenelementmodell, bei dem der einer MAG-Schweißung entspre-

chende Ẅarmeeintrag abgebildet werden soll, wird eine doppelt-halbellipsoide

Volumenẅarmequelle nach Goldak [GCB84, GM05] verwendet. Form und

Größe entsprechen in etwa denen des Schmelzbades.
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Abbildung 4.7: Volumetrische doppelt-halbellipsoide Ẅarmequelle

Das in Abbildung 4.7 dargestellte Ellipsoid ist in ein frontseitiges (Index f)

und ein r̈uckwärtiges (Index r) Halbellipsoid aufgeteilt. Jedes Halbellipsoid

besitzt im Zentrum den Maximalwert der Gauß normalverteiltangenomme-

nen Ẅarmequelldichte. Die Ẅarmequelle wird mit der effektiv eingebrachten

Wärmeleistung q definiert, die sich aus der Effektivleistungdes Schweißvor-

ganges ergibt. Mit dem Wirkungsgradη, der Schweißstromstärke I und der

Schweißspannung U beträgt sie:

q = I · U · η (4.1)

Das lokale Koordinatensystem (x, y, z) wird durch die in Abschnitt 4.2.5 be-

schriebene Schweiß- und Referenzlinie festgelegt. Die Wärmequelldichte be-

zogen auf das lokale Koordinatensystem beträgt für das frontseitige Halbellip-

soid:

q∗∗(x, y, z) =
6
√

3∆f · q
af · b · c · π

√
π
· e

−
nx2

a2

f · e−
ny2

b2 · e−
nz2

c2 (4.2)

und für das r̈uckwärtige Halbellipsoid:

q∗∗(x, y, z) =
6
√

3∆r · q
ar · b · c · π

√
π
· e

−
nx2

a2
r · e−

ny2

b2 · e−
nz2

c2 (4.3)
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Mit

∆f + ∆r = 2 (4.4)

wird die Wärmeleistung auf das frontseitige und rückwärtige Halbellipsoid

aufgeteilt.

Mit dem Exponenten n wird die Ẅarmequelldichte am Ellipsoidrand einge-

stellt. F̈ur n = 3 betr̈agt die Ẅarmequelldichte am Rand 5% des Maximalwertes

q** und für n = 1 betr̈agt sie 37%.

Wird als Eingabeparameter der frontseitige q∗∗

f und r̈uckwärtige q∗∗r Maximal-

wert der Ẅarmequelldichte verwendet und n = 1 gewählt, vereinfacht sich die

Gleichung (4.2) f̈ur die Wärmequelldichte f̈ur das frontseitige Halbellipsoid

zu:

q∗∗(x, y, z) = q∗∗f · e
−

x2

a2

f · e−
y2

b2 · e−
z2

c2 (4.5)

und die Gleichung (4.3) für die Wärmequelldichte f̈ur das r̈uckwärtige Halbel-

lipsoid zu:

q∗∗(x, y, z) = q∗∗r · e
−

x2

a2
r · e−

y2

b2 · e−
z2

c2 (4.6)

4.6.2 Oberfl̈achenẅarmequelle

Für Schalenelemente ist die doppelellipsoide Volumenwärmequelle nicht ge-

eignet. Die geometrische Ausbreitung in Richtung der Blechdicke, die bei ei-

nem Volumenelementmodell m̈oglich ist, l̈aßt sich nicht auf die verwendeten

Schalen̈ubertragen.

Bei Schalen kann die Ẅarmequelle nur auf die Oberseite, Mittelebene und

Unterfläche aufgebracht werden. Hier wird eine Oberflächenẅarmequelle

ben̈otigt. Es wird eine in Abbildung 4.8 dargestellte doppelt-halbelliptische

Oberfl̈achenẅarmequelle geẅahlt, die analog zur Volumenẅarmequelle eben-

falls eine Gauß normalverteilte Ẅarmequelldichte besitzt und sich aus der Vo-

lumenẅarmequelle ableitet, indem die z-Koordinate entfällt.
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Abbildung 4.8: Doppelt-halbelliptische Oberflächenẅarmequelle

Die Funktion der fl̈achenspezifischen Ẅarmequelldichte q* lautet f̈ur die front-

seitige Ellipse:

q∗(x, y) = q∗f · e
−

x2

a2

f · e−
y2

b2 (4.7)

und für die r̈uckwärtige Ellipse:

q∗(x, y) = q∗r · e
−

x2

a2
r · e−

y2

b2 (4.8)

mit dem Maximalwert q∗f/r der flächenspezifischen Ẅarmequelldichte.

4.6.3 Linienförmige Oberflächenẅarmequelle

Eine linienf̈ormige Ẅarmequelle kommt bei Reibschweißverfahren oder Wi-

derstandschweißverfahren in technischer Anwendung vor. Im Rahmen dieser

Arbeit wird eine linienf̈ormige Ẅarmequelle ben̈otigt für Vergleichsberech-

nungen an Systemen, bei denen Schweißeigenspannungen und Schweißverzug

rotationssymmetrisch sein sollen.

Für diese Ẅarmequelle wird analog zur Volumenwärmequelle und zur fl̈achi-

gen Ẅarmequellëuber die Breite eine Gauß normalverteilte Wärmequelldichte
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angesetzt. Bei dieser in Abbildung 4.9 dargestellten Wärmequelle entf̈allt die

Unterteilung in frontseitigen und rückwärtigen Bereich. Die Funktion der lini-

enförmigen Ẅarmequelldichte mit dem Maxiamlwert q* lautet:

q∗(x, y) = q∗ · e−
y2

b2 (4.9)

Abbildung 4.9: Linienförmige Gauß normalverteilte Oberflächenẅarmequelle
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5 Verifikation des verwendeten

Finite-Element-Progamms

5.1 Schwach gekr̈ummtes Tonnendach unter Ein-

zellast

Bei einem schwach gekrümmten Tonnendach unter Einzellast im First handelt

es sich um ein System mit geometrisch nichtlinearem Systemverhalten, bei

dem bei einer bestimmten Last das Dach durchschlägt. Das in Abbildung 5.1

dargestellte System wird von Entwicklern von Finite-Element-Programmen als

Verifikationstest verwendet. Die verwendeten Schalenelemente von Sysweld

sollen anhand dieses Beispielsüberpr̈uft werden.

Abbildung 5.1: Geometrie des Tonnendachs
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Bei den im Schrifttum ver̈offentlichten Berechnungen [SL73, Cri80, Ram80]

wird ein ideal-elastisches Werkstoffgesetz zugrunde gelegt. Die Berechnungen

werden jeweils f̈ur ein Symmetrieviertel durchgeführt. Die unsymmetrischen

Lösungen werden durch die Symmetriebedingungen unterdrückt [Hin92].

Sabir und Lock [SL73] verwenden für ein Symmetrieviertel ein 4 x 4 Netz

aus Rechteckschalenelementen, Chrisfield [Cri80] ein 5 x 5 Netz aus Recht-

eckschalenelementen und Ramm [Ram80] ein 2 x 2 Netz aus bikubischen, de-

generierten 16-knotigen Rechteckschalenelementen.

Die eigenen Berechnungen werden für ein Symmetrieviertel mit einem 6 x 6

Netz aus 4-Knoten-Rechteckschalenelementen mit Sysweld und zum Vergleich

mit Abaqus durchgeführt. Die Elementans̈atze sind bei Sysweld und Abaqus

gleich.

Für die thermo-mechanische Kopplung gibt es bei Sysweld die Option Ther-

moelasticity. Da diese Option später verwendet wird, werden mit Sysweld

zwei Berechnungen durchgeführt, eine Berechnung ohne thermo-mechanische

Kopplung und eine mit thermo-mechanischer Kopplung, bei der ein konstan-

tes Temperaturfeld mitϑ = 20 ◦C hinterlegt wird. Aus diesem Temperaturfeld

werden keine Ẅarmedehnungen in das System eingetragen.

Die Last-Verformungspfade werden mit dem Bogenlängenverfahren nach

Riks [Rik79] berechnet. Die von Sabir und Lock, Chrisfield und Ramm er-

mittelten Last-Verformungspfade sind in Abbildung 5.2 denmit Sysweld und

Abaqus berechneten Last-Verformungspfaden gegenübergestellt.

Es ist bei der Berechnung mit Sysweld festzustellen, daß diemit der Op-

tion Thermoelasticity durchgeführte thermo-mechanisch gekoppelte Berech-

nung den identischen Last-Verformungspfad liefert wie dieBerechnung ohne

thermo-mechanische Kopplung.

Der mit Sysweld berechnete Last-Verformungspfad ist in guter Übereinstim-

mung sowohl mit dem mit Abaqus berechneten Last-Verformungspfad wie

auch mit den im Schrifttum angegebenen Last-Verformungspfaden.
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Mit Sysweld und Abaqus wurde eine weitere Vergleichsberechnung durch-

geführt, bei der ein ideal-elastisch ideal-plastisches Werkstoffgesetz mit einer

Streckgrenze fy = 2 N
mm2 angesetzt wird. Hierzu gibt es im Schrifttum keine

Veröffentlichungen. Die berechneten Last-Verformungspfadesind in Abbil-

dung 5.3 dargestellt.

Bei diesem System bildet sich, nachdem die Streckgrenze erreicht wird, ein

Fließplateau mit geringer Verfestigung aus. Das Durchschlagen erfolgt bei

größerer Verformung als beim rein elastischen System. Die Berechnungen mit

Sysweld liefern den gleichen Last-Verformungspfad wie dieBerechnungen mit

Abaqus.

Mit diesem Verifikationstest wird bestätigt, daß die mit dem Programm Sys-

weld durchgef̈uhrte Berechnung eines geometrisch und physikalisch nichtli-

nearen Systems sehr gut mit den Lösungen eines anderen bewährten, gebr̈auch-

lichen Programms̈ubereinstimmt.

5.2 Verifikation des Berechnungsverfahrens zur

Bestimmung der Axialgrenzsspannung durch

Vergleichsberechnungen

5.2.1 Allgemeines

Es wird an einer Stichprobe ausgewählter Zylindermodelle ohne Eigenspan-

nungen die Grenztragfähigkeit unter Axiallast mit dem im Abschnitt 4.5 be-

schriebenen Verfahren mit Sysweld berechnet. Dieses Verfahren setzt das Vor-

handensein einer Imperfektion voraus, die durch eine kleine Sẗorlast in Radi-

alrichtung in Zylindermitte oder eine vorverformte Struktur realisiert werden

kann.

Für Zylinder, die elastisch beulen, werden die Grenzlasten mit den Werten ver-

glichen, die mit Abaqus mit der elastischen Eigenwertanalyse am perfekten

System ermittelt werden. Für Zylinder, die plastisch beulen, ist die elastische

Eigenwertanalyse nicht anwendbar. Für diese Systeme werden die Ergebnisse
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der Berechnungen mit Sysweld mit den Werten verglichen, diedie Berechnung

mit Abaqus mit dem Bogenlängenverfahren liefert. Das Bogenlängenverfahren

setzt ebenfalls voraus, daß die untersuchte Struktur imperfekt ist.

Bei der Vergleichsberechnung des plastisch beulenden Zylinders werden Sy-

steme mit identischer Vorverformung untersucht. Mit diesem Vorgehen erfolgt

eine Besẗatigung des im Abschnitt 4.5 beschriebenen Verfahrens, da die Ver-

gleichswerte mit einem Alternativverfahren ermittelt werden.

5.2.2 Elastisch beulender Zylinder

Die Berechnungen des elastisch beulenden Zylinders werdenmit einem ideal-

elastischen Werkstoffgesetz, mit einem Elastizitätsmodul E = 210 000N
mm2 und

einer Querkontraktionszahlν = 0,3 durchgef̈uhrt.

Für dieses Modell werden zwei Systeme gewählt. Mit System 1 wird ein Zy-

linder geẅahlt, dessen unterer Rand in Axialrichtung wölbsteif gehalten ist

und dessen R̈ander in Radial- und Tangentialrichtung bis auf die statisch be-

stimmte Festhaltung gegen Starrkörperverschiebung frei sind. Bei diesem in

Abbildung 5.6 dargestellten System wird eine radiale Störlast in Zylindermitte

aufgebracht.

Die berechneten Verformungsfiguren für einen Zylinder mit den Abmessungen

L = 1200 mm, R = 300 mm und t = 0,5 mm sind in Abbildung 5.4 für die Be-

rechnung mit Sysweld und in Abbildung 5.5 für die Berechnung mit Abaqus

dargestellt. Mit beiden Berechnungsverfahren wird die gleiche Beulform mit 5

Wellen in Umfangsrichtung und einer Halbwelle in Längsrichtung gefunden.

Die Abweichung der ermittelten Grenztragfähigkeit liegt bei 0,11% (siehe Ta-

belle 5.1).

Abmessung Abaqus Sysweld

L / R / t in mm

1200 / 300 / 0,5 89,4 89,5

Tabelle 5.1: Grenzspannung inN
mm2 elastisch beulender Zylinder
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.4: Beulfigur, Berechnung mit Sysweld

Step: buckle
Mode   1: EigenValue =   89.416
Primary Var: U, Magnitude
Deformed Var: U   Deformation Scale Factor: +1.200e+02

1 2

3

Abbildung 5.5: Beulfigur, Berechnung mit Abaqus
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.6: Randbedingung, Last und Störlast System 1, elastischer Zy-

linder

Mit System 2 wird das Symmetrieviertel eines Zylinders abgebildet. Die Rand-

bedingungen sind in Abbildung 5.7 dargestellt. Oberer und unterer Rand sind

gegen tangentiale Verdrehung gehalten, rechter und linkerRand des Zylinder-

segmentes sind gegen tangentiale Verschiebung und axiale Verdrehung gehal-

ten.

Bei der Berechnung mit Sysweld wird eine minimale Vorverformung mit der

in Abbildung 5.8 dargestellten Verformungsfigur aufgeprägt. Bei der Verfor-

mungsfigur handelt es sich um eine radiale Formabweichung inGestalt einer

Kosinushalbwelle in L̈angsrichtung und 2 Kosinuswellen in Umfangsrichtung

des 90◦-Segmentes. Die Zylindermodelle werden in Umfangsrichtung mit 32

Elementen je 90◦-Segment diskretisiert.

Es werden 4-Knoten Schalenelemente mit einem Längen-Breitenverḧaltnis von

nahezu 1 verwendet. Die ermittelten Grenztragfähigkeiten sind in Tabelle 5.2

zusammengefaßt.
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.7: Randbedingungen

Abbildung 5.8: System 2, Vorverformung elastisch beulender Zylinder
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Abbildung 5.9: Beulfigur Sysweld: Zylinder L = 800 mm, R = 400 mm,

t = 1mm

Step: buckle
Mode   4: EigenValue =   169.51
Primary Var: U, Magnitude
Deformed Var: U   Deformation Scale Factor: +8.000e+01

1 2

3

Abbildung 5.10: Beulfigur Abaqus: Zylinder L = 800 mm, R = 400 mm,

t = 1 mm
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Abmessung Abaqus Sysweld Vorverformung

L / R / t in mm Sysweld

w0 in mm

800 / 400 / 1 169,5 168,4 0,0125

1600 / 800 / 1 45,8 45,5 0,025

3200 / 1600 / 1 11,8 11,8 0,04

Tabelle 5.2: Grenzspannung inN
mm2 elastisch beulender Zylinder

Mit der Berechnung mit Sysweld werden die gleichen Grenzlasten ermittelt

wie mit der Berechnung mit Abaqus. Die Beulfiguren sind in denAbbildun-

gen 5.9 und 5.10 dargestellt.

5.2.3 Plastisch beulender Zylinder

Die Berechnungen des plastisch beulenden Zylinders werdenmit ei-

nem ideal-elastisch ideal-plastischen Werkstoffgesetz mit einer Streckgrenze

fy = 355 N
mm2 , einem Elastiziẗatsmodul E = 210 000N

mm2 und einer Querkontrak-

tionszahlν = 0,3 durchgef̈uhrt.

Das verwendete Modell, System 3, entspricht System 2, jedoch wurde eine ro-

tationssymmetrische Vorverformung mit der in Abbildung 5.11 dargestellten

Verformungsfigur geẅahlt. Bei der Verformungsfigur handelt es sich um ei-

ne radiale Formabweichung mit drei Kosinuswellen in Längsrichtung. In Um-

fangsrichtung ist die Vorverformung konstant. Der gewählte Stich der Vorver-

formung w0 betr̈agt 1,5· t = 6,0 mm in Anlehnung an E DASt-Richtlinie 017.

In Tabelle 5.3 sind die mit Sysweld und Abaqus ermittelten Grenztragf̈ahigkei-

ten gegen̈ubergestellt.

Auff ällig ist beim Zylinder L / R / t = 1600 / 800 / 4 die im Gegensatz zu den

anderen Systemen größere Abweichung. Bei dem für Sysweld geẅahlten Be-

rechnungsverfahren wurde hier ein kritischer Eigenwert gefunden, der eine ge-

ringere Grenztragfähigkeit liefert. Dieser Wert wurde bei der Berechnung mit

Abaqus mit dem Bogenlängenverfahren nicht erkannt.
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Abmessung Abaqus Sysweld Vorverformung

L / R / t in mm w0 in mm

400 / 200 / 4 147,8 148,5 6,0

800 / 400 / 4 191,3 193,8 6,0

1600 / 800 / 4 238,9 228,6 6,0

Tabelle 5.3: Grenzspannung inN
mm2 plastisch beulender Zylinder

Abbildung 5.11: System 3, Vorverformung plastisch beulender Zylinder

Die mit Abaqus berechneten Last-Verformungspfade sind in Abbildung 5.12

den Last-Verformungspfaden der Berechnung mit Sysweld gegen̈ubergestellt.

Sowohl die ermittelten Grenztragfähigkeiten, als auch die berechneten Last-

Verformungspfade sind trotz unterschiedlicher Berechnungsverfahren in guter

Übereinstimmung.
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Abbildung 5.12: Last-Verformungskurven der plastisch beulenden Zylinder

5.2.4 Bewertung der Vergleichsberechnung

Das f̈ur die Berechnung mit Sysweld gewählte Verfahren zur Ermittlung der

Grenztragf̈ahigkeit wird durch die durchgeführten Vergleichsberechnungen mit

Abaqus besẗatigt. Die Vergleichsberechnungen mit Abaqus wurden für den ela-

stisch beulenden Zylinder und für den plastisch beulenden Zylinder mit einem

jeweils anderen Verfahren - Eigenwertanalyse, Bogenlängenverfahren - durch-

geführt als die Berechnungen mit Sysweld. Mit der vorliegendenUntersuchung

wird daher das geẅahlte Verfahren und die Berechnung des Programms Sys-

weld verifiziert.
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

5.3 Konvergenzstudien

5.3.1 Einfluß der Netzgr̈oße auf die Berechnungsergebnisse
der Grenzspannungen

Mit dieser Konvergenzstudie soll die Elementgröße f̈ur Schalenelementmodel-

le von Zylindern unter Axiallast ermittlelt werden, bei dersich die Berech-

nungsergebnisse nicht mehrändern, wenn das Netz weiter verfeinert wird. Un-

tersucht wird das Symmetrieviertel eines elastisch beulenden und eines pla-

stisch beulenden Zylinders.

Dem elastisch beulenden Zylinder mit den Abmessungen L = 1600 mm

R = 800 mm und t = 1 mm werden zwei Vorverformungen aufgeprägt. Beim

System 1 wird die in Abbildung 5.13 dargestellte Verformungsfigur mit einer

Kosinuswelle in L̈angsrichtung und drei Kosinuswellen in Umfangsrichtung

des 90◦ Segmentes und beim System 2 die in Abbildung 5.14 dargestellte rota-

tionssymmetrische Verformungsfigur mit drei Kosinuswellen in Längsrichtung

und konstanter Vorverformung in Umfangsrichtung gewählt.

Der geẅahlte Stich der Vorverformung w0 betr̈agt in beiden F̈allen

1,5· t = 1,5 mm in Anlehnung an E DASt-Richtlinie 017. Die Berechnungen

werden mit einem ideal-elastischen Werkstoffgesetz mit einem Elastiziẗatsmo-

dul E = 210 000 N
mm2 und einer Querkontraktionszahlν = 0,3 durchgef̈uhrt.

Dem plastisch beulenden Zylinder mit den Abmessungen L = 800mm

R = 400 mm und t = 4 mm werden die gleichen Vorverformungen, System 1

und System 2, aufgeprägt. Der geẅahlte Stich der Vorverformung w0 betr̈agt

1,5· t = 6,0 mm in Anlehnung an E-DASt-Richtlinie 017. Die Berechnungen

werden mit einem ideal-elastisch ideal-plastischen Werkstoffgesetz mit einem

Elastiziẗatsmodul E = 210 000 N
mm2 , einer Streckgrenze fy = 355 N

mm2 und

einer Querkontraktionszahlν = 0,3 durchgef̈uhrt. Es werden die in Abbil-

dung 5.7 dargestellten Randbedingungen angesetzt. Die Zylindermodelle wer-

den in Umfangsrichtung mit 8, 16, 32, 64 und 128 Elementen je 90◦ Seg-

ment diskretisiert. Es werden 4-Knoten Schalenelemente mit einem L̈angen-

Breitenverḧaltnis von nahezu 1 verwendet. In Dickenrichtung werden 7 Gauß-

punkte geẅahlt.
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.13: Vorverformung System 1, elastisch beulender Zylinder

Abbildung 5.14: Vorverformung System 2, elastisch beulender Zylinder

Die Übersicht der Ergebnisse ist in Tabelle 5.4 zusammengefaßtund in Ab-

bildung 5.15 graphisch dargestellt. Ab 32 Elementen in Umfangsrichtung ist
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Konvergenz erreicht. Die berechnete Grenzspannungändert sich nicht mehr

signifikant, wenn das Netz weiter verfeinert wird.

Elemente elastischer elastischer plastischer plastischer

im Zylinder Zylinder Zylinder Zylinder

Umfang System 1 System 2 System 1 System 2

8 201 123 355 186

16 59,8 71,2 347 167

32 44,3 65,3 327 194

64 40,9 65,0 320 190

128 40,0 65,0 315 189

Tabelle 5.4: Grenzspannungen inN
mm2 für unterschiedlich feine Netze
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Abbildung 5.15: Grenzspannungen in Abhängigkeit von der Netzgröße
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

5.3.2 Einfluß der Netzaufweitung auf die Berechnung der
Grenzspannung

Im Bereich der Schweißnaht m̈ussen kleinere Elemente gewählt werden, als die

Elemente, die f̈ur die Beuluntersuchung im̈ubrigen Bereich notwendig sind.

Zur Reduzierung der Berechungszeit ist es notwendig, das Finite-Element-

Netz vom fein unterteilten Schweißnahtbereich zum Randbereich hin aufzu-

weiten.

Um den Einfluß der Netzaufweitung auf die Berechnungsergebnisse zu unter-

suchen, werden die in Abschnitt 5.3.1 untersuchten Zylinder wie folgt diskre-

tisiert: In Zylindermitte werden auf einer Breite von 20 Elementen n = 128

Elemente in Umfangsrichtung angeordnet. Anschließend folgt eine Netzauf-

weitung im Verḧaltnis 1:8 auf n = 16 Elemente im Randbereich.

Im Rahmen von Voruntersuchungen wurden zwei Netzaufweitungsalgorith-

men untersucht: die in Abbildung 5.16 dargestellte Netzaufweitung mit 3-

Knoten Elementen und die in Abbildung 5.17 dargestellte Aufweitung mit 4-

Knoten Elementen.

Abbildung 5.16: Netzaufweitung mit 3-Knoten Elementen

Es stellte sich heraus, daß die 4-Knoten Netzaufweitung beieinem ela-

stisch beulenden Zylinder und rotationssymmetrischer Vorverformung zu

physikalisch falschen Beulfiguren führt, wie Abbildung 5.18 zeigt. Die 3-

Knoten Netzaufweitung liefert geringere Spannungsunstetigkeiten an den Ele-

menẗuberg̈angen als die 4-Knoten Netzaufweitung. Aus diesen Gründen wird

für die folgenden Untersuchungen die 3-Knoten Netzaufweitung geẅahlt.
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.17: Netzaufweitung mit 4-Knoten Elementen

Abbildung 5.18: Beulmuster Zylinder L = 1600 mm, R = 800 mm, t = 1 mm,

mit rotationssymmetrischer Vorverformung und 4-Knoten Netzaufweitung

Bei der Netzaufweitung entsteht das Problem, daß die Elemente im feinen

Netzbereich einen Kreis besser annähern, als die Elemente im groben Netz-

bereich. Duch den̈Ubergang vom feinen zum groben Netz entsteht die in Ab-

bildung 5.19 dargestellte Exzentrizität. Die Auswirkungen der Netzaufweitung

auf die berechnete Grenzspannung wurde mit folgenden Systemen untersucht,

von denen die Berechnungsergebnisse in Tabelle 5.5 angegeben sind:
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5 Verifikation des verwendeten Finite-Element-Progamms

Abbildung 5.19: Ausmitte durch unterschiedliche Netzgröße

• Dem System mit durchg̈angig 16 Elementen in Umfangsrichtung. Dies

entspricht der Elementgröße im Randbereich des netzaufgeweiteten Zy-

linders.

• Dem System mit Netzaufweitung mit 16 Elementen in Umfangsrichtung

in den Randbereichen und 128 Elementen in Umfangsrichtung im Mit-

telbereich.

• Dem System mit durchg̈angig 128 Elementen in Umfangsrichtung. Dies

entspricht der Elementgröße in der Zylindermitte des netzaufgeweiteten

Zylinders.

In Abbildung 5.20 ist die Beulfigur des elastisch beulenden Zylinders System 1

und in Abbildung 5.21 die Verformungsfigur des plastisch beulenden Zylinders

System 2 dargestellt.

Die Grenztragf̈ahigkeit des Systems mit Netzaufweitung liegt zwischen der

Grenztragf̈ahigkeit des Systems mit grobem Netz und desjenigen mit feinem

Netz. Daraus ist zu erkennen, daß sich die in Abbildung 5.19 aufgezeigte Ex-

zentriziẗat nicht signifikant auf die zu berechnende Grenzspannung auswirkt.

Für die Genauigkeit des Berechnungsergebnisses ist die Elementgr̈oße des gro-

ben Randbereiches ausschlaggebend. Die Zulässigkeit der geẅahlten Netzauf-

weitung ist somit nachgewiesen.
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Abbildung 5.20: Elastisch beulender Zylinder, System 1, Anzahl Elemente:

16 / 128 / 16

Abbildung 5.21: Plastisch beulender Zylinder, System 2, Anzahl Elemente:

16 / 128 / 16
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Elemente elastischer elastischer plastischer plastischer

im Zylinder Zylinder Zylinder Zylinder

Umfang System 1 System 2 System 1 System 2

16 59,8 71,2 347 167

16 / 128 / 16 58,2 65,0 338 166

128 40,0 65,0 315 189

Tabelle 5.5: Grenzspannung inN
mm2 für Systeme mit und ohne Netzaufweitung

5.3.3 Ermittlung der erforderlichen Netzdichte bei der Tem-
peraturfeldberechnung

Für die Ermittlung der erforderlichen Netzdichte bei der Temperaturfeldbe-

rechnung wird das Scheibenelementmodell eines Bleches 48 x48 x 4 mm ver-

wendet, das mit einer doppelt-halbelliptischen Schweißwärmequelle belastet

wird. Die Elementierung wird von 12 x 12 Elementen auf 192 x 192 Elemente

verfeinert.

Ausgewertet werden für diese Netzkonvergenzstudie die Temperaturen nach

4 s an zwei f̈ur alle Systeme jeweils identischen Knoten, die im Bereich der

500◦C und der 1500◦C Isotherme liegen. F̈ur den Knoten 500◦C ist die

Konvergenzkurve in Abbildung 5.22 und für den Knoten 1500◦C in Abbil-

dung 5.23 dargestellt.

Der Wärmeeintrag auf die Schalenelemente wird nach den Gleichungen (4.7)

und (4.8) berechnet. Diese Funktion wird nur mit sinkender Elementgr̈oße

genauer angenähert. Daher umfaßt diese Konvergenzstudie zwei Effekte: die

Überpr̈ufung der Genauigkeit der Temperaturfeldberechnung und die Über-

prüfung der Genauigkeit der Ẅarmequellenberechnung.

Aus Abbildung 5.23 ist zu erkennen, daß die Temperatur beim Netz 12 x 12

Elemente wesentlich höher ist, als bei den feineren Netzen. Aufgrund des zu

groben Netzes wird der Ẅarmeeintrag fehlerhaft berechnet. Beim Netz 24 x 24

ist bereits eine gutëUbereinstimmung mit dem Konvergenzwert erreicht. In

der Schmelzbadbreite sind bei diesem Netz zwei Elemente vorhanden. F̈ur die
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Abbildung 5.22: Temperatur an der 500◦C Isotherme bei 4 s in Abḧangigkeit

der Netzgr̈oße
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Abbildung 5.23: Temperatur an der 1500◦C Isotherme bei 4 s in Abḧangigkeit

der Netzgr̈oße

weiteren Untersuchungen wurden die Netze so gewählt, daß sich die Schmelz-

badbreitëuber mindestens zwei Elemente erstreckt.
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6 Temperaturfeldberechnung

6.1 Feldgleichung der Ẅarmeleitung

Das Temperaturfeld beim Schweißen ist hochgradig instationär und wird f̈ur

das homogene isotrope Kontinuum mit der Feldgleichung der Wärmeleitung

beschrieben [Rad88].

λϑ,ii + q̇∗∗ = cρϑ̇ (6.1)

λ Wärmeleitf̈ahigkeit c spezifische Ẅarmekapaziẗat

ρ Dichte ϑ Temperatur

q** freigesetzte Ẅarmeenergie je Volumeneinheit

Dichte, Wärmeleitf̈ahigkeit und spezifische Ẅarmekapaziẗat sind temperatur-

und phasenabhängig.

6.2 Wärmeübergang

An der Bauteiloberfl̈ache tritt Ẅarme vom Bauteil in den umgebenden Raum

über. Dieser Ẅarmëubergang setzt sich aus zwei physikalischen Vorgängen

zusammen: Konvektion (Index k) und Strahlung (Index s). Beider Konvektion

wird die Wärme von der Bauteiloberfläche auf die Teilchen des angrenzenden

Mediumsübertragen und durch Teilchenbewegung weitergeleitet. Nach dem

Wärmëubertragungsgesetz von Newton ist die Wärmestromdichte q*k propor-

tional zur Temperaturdifferenz zwischen Bauteiloberflächentemperaturϑ und

der Temperaturϑ0 des angrenzenden Mediums, im betrachteten Fall der um-

gebenden Luft:
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6 Temperaturfeldberechnung

q∗k = αk · (ϑ − ϑ0) (6.2)

Der Wärmëubergangskoeffizient ist abhängig von den Eigenschaften der Ober-

fläche, des umgebenden Mediums, den Strömungsverḧaltnissen an der Bau-

teiloberfl̈ache und auch von der Temperaturdifferenz [Rad02]. In DIN EN

ISO 6946:1996-11 sind Ẅarmëubergangskoeffizienten für Außenbauteile in

Abhängigkeit von der Windgeschwindigkeit angegeben:

bei 1 m
s betr̈agt der Ẅarmëubergangskoeffizientαk = 12,5 W

m2
·K

bei 10 m
s betr̈agt der Ẅarmëubergangskoeffizientαk = 50,0 W

m2
·K

Radaj [Rad02] gibt an, daß für Stahlplattenüblicherweiseαk mit einem

temperaturunabḧangigen Wert von 12,0 W
m2

·K
angesetzt wird. Damit wird an-

genommen, daß die Windgeschwindigkeit beim Schweißen annähernd Null ist.

Die von einem K̈orper in den Raum abgestrahlte Wärme, die Ẅarmestrom-

dichte q*s, ist nach dem Stefan-Boltzmann-Gesetz proportional zur Differenz

zwischen der vierten Potenz der absoluten Temperatur T der Bauteiloberfl̈ache

und der vierten Potenz der absoluten Temperatur T0 der Umgebung:

q∗s = εσ(ϑ4 − ϑ4
0) (6.3)

Wobei die Proportionaliẗat durch den Emissions- oder Schwärzegradε und die

Stefan-Boltzmann-Konstanteσ = 5,67·10-8 W
m2 K4 bestimmt wird.

Wird aus Gleichung (6.3) die einfache TemperaturdifferenzT - T0 = ϑ − ϑ0

herausgezogen, so erhält man die linearisierte Form:

q∗s = αs · (T − T0) = αs · (ϑ − ϑ0) (6.4)

mit dem Ẅarmëubergangskoeffizientenαs für Strahlung:

αs = εσ(ϑ + ϑ0)(ϑ
2 + ϑ2

0) (6.5)

so kann ein Gesamtẅarmëubergangskoeffizientα für Konvektion und Strah-

lung verwendet werden:

α = αk + αs (6.6)
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6 Temperaturfeldberechnung

Der Emissionsgradε betr̈agt für einen Schwarzen K̈orper 1,0. F̈ur einen Grau-

en Körper ist der Emissionsgrad kleiner als Eins. Im Schrifttumwird für me-

tallisch blanke Oberfl̈achen 0,2≤ ε ≤ 0,4 und f̈ur rauhe, oxidierte Flächen

0,6≤ ε ≤ 0,9 bei Raumtemperatur angegeben. Der Emissionsgrad ist tempe-

raturabḧangig. Im Bereich der Schmelztemperatur liegt er bei 0,9≤ ε ≤ 0,95.

In Brünn wurden am Institut für angewandte Mechanik Messungen durch-

geführt, bei denen an aufgeheizten Blechen die Temperatur während des

Abkühlens gemessen wurde. Der Abkühlvorgang wurde berechnet. Dabei wur-

de die temperaturabhängige Funktion des Ẅarmëubergangskoeffizienten, aus-

gehend vom Stephan-Boltzmann-Gesetz, so modifiziert, daß die berechneten

Abkühlkurven mit den gemessenen Abkühlkurvenübereinstimmen (siehe Ab-

bildung 6.1).
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6.3 Thermodynamische Werkstoffkennwerte

Zu den f̈ur die Temperaturfeldberechnung benötigten Werkstoffkennwerten

geḧoren die Ẅarmeleitf̈ahigkeit, die Dichte und die spezifische Wärmeka-

paziẗat (sc. Abschnitt 6.1). Diese Werkstoffkennwerte sind temperatur- und

gefügeabḧangig. Sie werden getrennt für die Phasen Ferrit, Bainit, Marten-

sit mit kubisch- bzw. tetragonal-raumzentriertem Kristallgitter und f̈ur die

γ-Phase Austenit mit kubisch-flächenzentriertem Kristallgitter definiert.

Die in Abbildung 6.2̈uber der Temperatur aufgetragenen Wärmeleitf̈ahigkeiten

für dieα- undγ-Phase wurden aus Richter [Ric83] den Werten für Kesselstahl

H II und den Werten f̈ur austenitische Chrom-Nickel-Stähle entnommen.

Für den Bereichüber der Schmelztemperatur von 1500◦C wird ein linea-

rer Anstieg der Ẅarmeleitf̈ahigkeit auf 400 W
m K bei 3000◦C angesetzt, um

die konvektiven Vorg̈ange im Schmelzbad zu approximieren [PW05a, Ham96,

GM05].

Der verwendete und in Abbildung 6.3 dargestellte temperaturabḧangige Ver-

lauf der Dichte aus Richter [Ric73] wird durch Messungen vonPeil und Wi-

chers [PW05b] bestätigt.

Die dritte für die Temperaturfeldberechnung notwendige Größe ist die spezifi-

sche Ẅarmekapaziẗat c. Sie ist ein Maß f̈ur die Wärmemenge, die vom Bauteil

aufgenommen wird, wenn es um 1K erwärmt wird. Die f̈ur die Berechnungen

angesetzte spezifische Wärmekapaziẗat ist für die α- und γ-Phase in Abbil-

dung 6.4über der Temperatur aufgetragen.

Die spezifische Enthalpie h beschreibt die bei einer bestimmten Temperatur im

Bauteil enthaltene Ẅarme. Bei der Phasenumwandlung wird wie beim Schmel-

zen oder beim Verdampfen Ẅarme aufgenommen oder freigesetzt, ohne daß

sich die Temperatur̈andert. Diese Ẅarme wird latente Ẅarme genannt.

Durch die latente Ẅarme erḧoht sich die spezifische Enthalpie im Bereich

der Umwandlungstemperatur. Die Enthalpiekurve besitzt andieser Stelle einen

Sprung. Da mit Sysweld die Phasenumwandlung in Abhängigkeit vom Tempe-

raturfeld berechnet wird und der Temperaturbereich der Umwandlung variabel

ist, ist die Definition einer festen Enthalpiekurve ungeeignet.
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Die Berechnung der latenten Ẅarme bei der Phasenumwandlung wird wie in

Abbildung 6.5 dargestellt durchgeführt. Die Enthalpiedifferenz zwischenα-

undγ-Phase wird bei der Umwandlung bestimmt.

Die Auswirkung der Gef̈ugeumwandlung auf die latente Wärme und den Tem-

peraturverlauf soll durch ein Berechnungsbeispiel erläutert werden. Ein Blech

wird durch konstante Ẅarmezufuhr von 500◦C auf 1400◦C aufgeheizt und

anschließend an freier Luft auf 500◦C abgek̈uhlt.

Der Einfluß der Phasenumwandlung und die damit verbundene Entstehung der

latenten Ẅarme ist in dem in Abbildung 6.6 dargestellten Temperatur-Zeit-

Verlauf nur schwach erkennbar.

Dagegen ist der Enthalpiesprung bei Auftragung der spezifischen Enthalpie

über der Zeit bei der Phasenumwandlung von Ferrit nach Austenit (α → γ)

und bei der Phasenumwandlung von Austenit nach Ferrit (γ → α) deutlich

erkennbar (siehe Abbildung 6.7). Die Enthalpie wurde aus der phasenabḧangig

definierten spezifischen Ẅarmekapaziẗat (siehe Abbildung 6.4) und der Pha-

senumwandlung nach dem Leblond-Modell berechnet.

Der genaue Temperaturverlauf innerhalb des Schmelzbades ist für die

Schweißsimulationsberechnung von untergeordneter Bedeutung. Es kommt

im wesentlichen darauf an, daß der Erstarrungszeitpunkt zutreffend berechnet

wird. Aus diesem Grund wird ohne Schmelzenthalpie gerechnet. Die Tempera-

tur im Schmelzbad ist in der numerischen Berechnung geringfügig gr̈oßer als

in Wirklichkeit. Diese Abweichung ist von vernachlässigbarem Einfluß.

6.4 Wärmeleitung beim Schweißen

Die Wärmeleitung beim Schweißen kann in zwei Kategorien unterteilt werden:

die zweidimensionale Ẅarmeleitung und die dreidimensionale Wärmeleitung.

Bei der zweidimensionalen Ẅarmeleitung bildet sich ein Temperaturgradient

nur in Blechebene aus. Der Temperaturgradient in Blechdickenrichtung ist ver-

nachl̈assigbar klein. Die zweidimensionale Wärmeleitung tritt beim einlagigen

Schweißen von Blechen geringer Blechdicke auf. Dieser Vorgang kann mit

Schalenelementmodellen abgebildet werden.
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Tritt in Blechdickenrichtung ein nicht zu vernachlässigender Temperaturgra-

dient auf, dann liegt eine dreidimensionale Wärmeleitung vor. Diese tritt bei

dicken Blechen und mehrlagigen Nähten auf. Zur Abbildung sind Volumen-

elemente erforderlich.

Für ein gleichm̈aßig erẅarmtes Blech, dessen Oberfläche gek̈uhlt wird, kann

mit der Biot-Zahl Bi abgescḧatzt werden, ob sich ein signifikanter Temperatur-

gradient in Dickenrichtung ausbildet [ID02]. Die Biot-Zahl wird f ür ein Blech

der Dicke t, der Ẅarmeleitf̈ahigkeitλ und dem Ẅarmëubergangskoeffizienten

α wie folgt definiert:

Bi =
2 · α · t

λ
(6.7)

Für ein 6 mm dickes Blech aus unlegiertem Stahl beträgt die Biot-Zahl bei

Raumtemperatur Bi = 0,0055 und bei 1000◦C Bi = 0,065. Die Biot-Zahl ist

sehr viel kleiner als Eins. Eine Biot-Zahl sehr viel kleinerals Eins sagt aus,

daß sich aufgrund der Abkühlung an der Blechoberfläche kein signifikanter

Temperaturgradient in Dickenrichtung ausbildet.

Beim Schweißtemperaturfeld muß auch der Wärmeeintrag betrachtet wer-

den. Die Schweißẅarmequelle wirkt nicht in Blechmitte. Der Temperatur-

gradient ist unmittelbar an der Schweißwärmequelle sehr hoch. Im DVS-

Merkblatt 1703 [DVS84] wird zwischen zweidimensionaler und dreidimensio-

naler Ẅarmeleitung unterschieden. Die Grenzblechdicke liegt nach [DVS84]

zwischen 11 mm und 14 mm.

Aus der dreidimensionalen Temperaturfeldberechnung für ein 6 mm dickes

Blech mit Blindnaht ergibt sich, daß zwar die 1500◦C Isotherme geneigt ist,

jedoch bereits die 800◦C Isotherme hinter der Schweißwärmequelle einen zur

Blechoberfl̈ache rechtwinkligen Verlauf aufweist. Die Isothermen dieses Mo-

dells sind in Abbildung 6.8 dargestellt.

Da für die Eigenspannungsberechnung und die Berechnung des Verzuges der

Temperaturbereich oberhalb 800◦C eine untergeordnete Rolle spielt, ist die

Annahme einer zweidimensionalen Wärmeableitung ohne Temperaturgradient
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in Dickenrichtung gerechtfertigt. Eine für einlagige Stumpfn̈ahte und Blech-

dicken bis 6,0 mm geẅahlte Abbildung als Scheibenelementmodell mit zen-

trisch eingetragener Ẅarmequelle wird als hinreichend zutreffend angesehen.

1 0 0 ° C I s o t h e r m e

80 0 ° C I s o t h e r m e

1 5 0 0 ° C I s o t h e r m e

im Bereich der
Schweißwärmequelle

in Blechdickenrichtung nicht
konstanter Verlauf der 800°C

Isotherme

am Ende der
Schweißwärmequelle

in Blechdickenrichtung
konstanter Verlauf der 800°C

Isotherme

Abbildung 6.8: Isothermen der Blindnaht eines 6 mm dicken Bleches

Bei mehrlagigen N̈ahten ist der Ẅarmeeintrag nicht zentrisch. Durch die la-

genweise Spaltfüllung ändert sich die Steifigkeit im Nahtbereich während des

Schweißvorganges. Daher werden bei einer mehrlagig geschweißten Naht auch

bei geringen Blechdicken (z. B. 6 mm) im numerischen Modell Volumenele-

mente verwendet.

6.5 Schweißfolgen

Die Ausführung einer Umfangsnaht kann durch eine einzige umlaufende oder

eine Folge mehrerer Schweißnähte erfolgen. Die Ausführung mit mehreren

Nähten kann variiert werden. Die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten f̈unf

Varianten von Schweißfolgen sind in Abbildung 6.9 dargestellt. Die rotations-

symmetrische Ẅarmequelle wird Schweißfolge R genannt.
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6.6 Schweißẅarmequellen für einlagige Nähte

In der Schweißtechnik wird zur Bewertung der Wärmeeinbringung die je

Längeneinheit eingebrachte Streckenenergie E betrachtet.Sie ergibt sich aus

eingebrachter Ẅarmeleistung q der Schweißwärmequelle und der Schweißge-

schwindigkeit v:

E =
q

v
(6.8)

Ein gängiges und wirtschaftliches Schweißverfahren ist das MAG-Schweißen.

Die nachfolgend aufgeführten Werte der bei den Untersuchungen im Rahmen

dieser Arbeit verwendeten Parameter werden aus dem MAG-Schweißverfahren

abgeleitet.

Die Schweißgeschwindigkeit wird für den betrachteten Blechdickenbereich

mit 5,0 mm
s angenommen. Die Parameter der Wärmequellen werden so

geẅahlt, daß die berechnete Breite der Schmelze mit der tatsächlichen Brei-

te der Schmelzëubereinstimmt.

Die Schmelzbadbreiten wurden aus Makroschliffen von Schweißproben ab-

geleitet. F̈ur die Breite der Schmelze werden die in Tabelle 6.1 angegebenen

Werte angenommen:

Blechdicke Breite der Schmelze

1 mm 1,8 mm

2 mm 2,7 mm

4 mm 5,0 mm

Tabelle 6.1: Schmelzbadbreite

Die Parameter f̈ur die verwendeten Schweißwärmequellen einlagiger N̈ahte

sind in Tabelle 6.2 angegeben. Für die linienf̈ormige Ẅarmequelle zur Ab-

bildung der Schweißfolge R werden die in Tabelle 6.3 angegebenen Parame-

ter so geẅahlt, daß die Schmelzbadbreite und die Breite der Wärmeeinfluß-

zone (WEZ) bei Verwendung der linienförmigen Ẅarmequelle genauso groß

sind wie die entsprechenden Breiten bei Verwendung der transienten Ober-

flächenẅarmequelle.

77



6 Temperaturfeldberechnung

Abbildung 6.9: Schweißfolgen
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Die linienförmige Oberfll̈achenẅarmequelle wirkẗuber die gesamte Nahtlänge

gleichzeitig. Der Parameter Schweißgeschwindigkeit entfällt und wird durch

den Parameter Einschaltdauer tE ersetzt.

Blechdicke in mm 1,0 2,0 4,0

af in mm 1,125 1,875 3,0

ar in mm 1,825 3,125 5,0

b in mm 0,75 1,25 2,0

q∗f in W
mm2 84,0 80,4 88,8

q∗r in W
mm2 70,0 67,0 74,0

q in W 260 708 1992

v in mm
s 5,0 5,0 5,0

E in kJ
cm 0,52 1,42 3,98

Schmelzbadl̈ange in mm 3,0 5,1 9,7

Tabelle 6.2: Parameter f̈ur die Oberfl̈achenẅarmequelle einlagiger N̈ahte

Blechdicke in mm 1,0 4,0

b in mm 0,75 1,3

q* in W
mm2 23,8 38,0

tE in s 2,0 5,0

E in kJ
cm 0,79 4,40

Tabelle 6.3: Parameter f̈ur die rotationssymmetrische linienförmige Ober-

flächenẅarmequelle einlagiger N̈ahte

Die Temperaturfelder, die sich aus den gewählten Ẅarmequellenparametern

für die Schalenelementmodelle ergeben, sind mit den für die Schweißberech-

nung maßgebenden Isothermen 727◦C (Ac1, Wärmeeinflußzone) und 1500◦C

(Schmelze) in Abbildung 6.10 dargestellt.
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Abbildung 6.10: Temperaturfelder einlagiger Nähte
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6.7 Schweißẅarmequellen für zweilagige Nähte

Bei den zweilagigen N̈ahten an Zylindern mit 6 mm Wanddicke wird ei-

ne V-Naht und eine X-Naht untersucht. Die erste Lage befindetsich bei

beiden Nahtarten an der Zylinderschaleninnenseite. Die Parameter f̈ur die

Schweißẅarmequellen sind in Tabelle 6.4 angegeben.

Blechdicke in mm 6,0 6,0 6,0 6,0

Nahtart V V X X

Lage 1 2 1 2

af in mm 2,25 2,25 2,25 2,25

ar in mm 3,75 3,75 3,75 3,75

b in mm 2,0 4,0 2,0 2,0

c in mm 1,75 2,0 2,25 2,5

q∗∗f in W
mm3 72,0 54,0 72,0 72,0

q∗∗r in W
mm3 60,0 45,0 60,0 60,0

q in W 1855 3270 2290 2440

v in mm
s 5,0 5,0 5,0 5,0

E in kJ
cm 3,71 6,54 4,58 4,88

z0 in mm 0,0 -3,0 3,0 -3,0

Tabelle 6.4: Parameter f̈ur die volumetrische Ẅarmequelle zweilagiger N̈ahte

Der Parameter z0 gibt den Abstand des Ovaloidschwerpunktes zur Blechmitte

an.

Um den Unterschied zwischen ein- und mehrlagig geschweißten Nähten zu

untersuchen, wird die in Tabelle 6.4 beschriebene V- und X-Naht auch als

Tandemnaht abgebildet. Bei der Tandemnaht werden beide Lagen gleichzei-

tig geschweißt. Die in Tabelle 6.5 angegebenen Parameter für diese Tan-

demn̈ahte wurden so geẅahlt, daß die Schmelzbadgeometrie der Tandemnaht

der Schmelzbadgeometrie der entsprechenden zweilagig geschweißten Naht

entspricht.

Der Temperaturverlauf im Nahtquerschnitt ist für die betrachteten zweilagigen

Nähte lagenweise sowie für die Tandemn̈ahte in Abbildung 6.11 dargestellt.
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Blechdicke in mm 6,0 6,0

Nahtart V X

Wärmequelle f̈ur Elemente innen außen innen außen

af in mm 2,25 2,25 2,25 2,25

ar in mm 3,75 3,75 3,75 3,75

b in mm 2,0 4,0 2,0 2,0

c in mm 1,75 2,0 2,0 2,0

q∗∗f in W
mm3 36,0 48,0 60,0 60,0

q∗∗r in W
mm3 30,0 40,0 50,0 50,0

q in W 3450 3480

v in mm
s 5,0 5,0

E in kJ
cm 3,71 6,96

z0 in mm 0,0 -3,0 -3,0 3,0

Tabelle 6.5: Parameter f̈ur Tandemn̈ahte, je Naht mit zwei volumetrischen dop-

pelovaloiden Ẅarmequellen

Abbildung 6.11: Temperaturfelder aus den linienförmigen Oberfl̈achen-

wärmequellen nach Tabelle 6.3
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7 Strukturmechanische

Berechnung

7.1 Spannungs-Dehnungsbeziehung

Die Spannungs-Dehnungsbeziehung wird bei der numerischenBerechnung

durch den Elastiziẗatsmodul, die Streckgrenze und die Verfestigung beschrie-

ben.

Der temperaturabḧangige statische Elastizitätsmodul wird f̈ur die drei raum-

zentrierten Phasen gleich angenommen und weicht geringfügig vom Elasti-

zitätsmodul f̈ur die austenitische Phase ab. In Abbildung 7.1 sind die verwen-

deten Funktionen der Elastizitätsmoduli dargestellt.
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Abbildung 7.1: Funktionen der temperaturabhängigen Elatiziẗatsmoduli
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Peil und Wichers [PW04] haben den temperaturabhängigen Elastiziẗatsmodul

für einen S355 mit drei Versuchsserien, die mit unterschiedlichen Dehnge-

schwindigkeiten gefahren wurden, ermittelt. Der Mittelwert aus diesen drei

Versuchsserien ist in Abbildung 7.1 dargestellt und zeigt,daß die f̈ur die fer-

ritischen Phasen gewählte Funktion eine gute Approximation darstellt.

Der Elastiziẗatsmodul f̈ur die Phase Zusatzwerkstoff wird konstant mit

1000 N
mm2 angesetzt.

Die Streckgrenze muß phasen- und temperaturabhängig definiert werden. Die

geẅahlten Funktionen f̈ur die Streckgrenze sind in Abbildung 7.2 darge-

stellt. F̈ur das martensitische, bainitische und austenitische Gefüge werden un-

abḧangig von der Stahlsorte S355 und S235 die gleichen Funktionen für die

Streckgrenze verwendet. Beim ferritisch-perlitischen Gefüge, dem Gef̈uge des

Ausgangsmaterials, wird nach der Stahlsorte differenziert.
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Abbildung 7.2: Phasen- und temperaturabhängiger Verlauf der Streckgrenze

Grundlage f̈ur die Streckgrenzenverläufe sind die von Peil und Wichers durch-

geführten Warmzugversuche [PW04] für S355, aus denen die Spannuns-

Dehnungbeziehung für das ferritisch-perlitische Gefüge abgeleitet wird.

84



7 Strukturmechanische Berechnung

Ausgehend von einem bekannten Temperatur-Streckgrenzenverlauf des Aus-

gangsmaterials k̈onnen die Streckgrenzen der einzelnen Phasen mit folgen-

der Methode approximiert werden: aus dem SZTU-Schaubild erhält man

die Abkühlgeschwindigkeit t8,5/5, bei der sich ein rein martensitisches oder

rein bainitisches Gefüge einstellt. Die mechanischen Festigkeitswerte sind in

[SMS92] in Abḧangigkeit von der Abk̈uhlgeschwindigkeit t8,5/5 angegeben.

Somit erḧalt man f̈ur Martensit und Bainit die Streckgrenze bei Raumtempe-

ratur. Wird die f̈ur Ferrit bekannte Streckgrenzen-Temperaturfunktion mitdem

bei Raumtemperatur vorhandenen Streckgrenzenverhältnis Martensit zu Fer-

rit multipliziert, so ergibt sich daraus der Temperatur-Streckgrenzenverlauf für

Martensit. Mathematisch läßt sich diese Approximation wie folgt ausdrücken:

Re,Martensit(ϑ) = Re,Ferrit(ϑ)
Re,Martensit(20◦C)

Re,Ferrit(20◦C)
(7.1)

Re,Martensit(ϑ) temperaturabḧangige Streckgrenze von Martensit

Re,Martensit(20 ◦C) Streckgrenze von Martensit bei Raumtemperatur

Re,Ferrit(ϑ) temperaturabḧangige Streckgrenze von Ferrit

Re,Ferrit(20 ◦C) Streckgrenze von Ferrit bei Raumtemperatur

Der temperaturabḧangige Streckgrenzenverlauf von Bainit und angelassenem

Martensit wird analog ermittelt. F̈ur das Gef̈uge von angelassenem Bai-

nit wird die gleiche Spannungs-Dehnungsbeziehung wie für das ferritisch-

perlitische Gef̈uge angenommen. Für Austenit wird ein bekannter Temperatur-

Streckgrenzenverlauf eines austenitischen nichtrostenden Stahls verwendet.

Die Streckgrenzen der martensitischen und der bainitischen Phase sind vom

Kohlenstoffgehalt des Stahls abhängig. Mit dem nach der technischen Lie-

ferbedingung f̈ur den unlegierten Stahl S235 und S355 (DIN EN 10025:

2005-02) zul̈assigen Bereich des Kohlestoffgehaltes ergeben sich unterschied-

liche Streckgrenzen der martensitischen Phase. Der in Abbildung 7.2 darge-

stellte und geẅahlte Streckgrenzenverlauf wird für denüberwiegenden Teil der

Sẗahle der Stahlsorten S235 und S355 als zutreffend und für die Untersuchun-

gen im Rahmen dieser Arbeit als hinreichend genau angesehen.
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Bei unlegierten Sẗahlen verl̈auft die Verfestigung isotrop. Eine Verfestigung,

die aus einer Zugbeanspruchung entstanden ist, bewirkt unmittelbar, daß die-

se Verfestigung auch bei Lastumkehr, also Druckbeanspruchung, vorhanden

bleibt.

Der in Abbildung 7.3 dargestellte temperaturabhängige Verfestigungsverlauf

für das ferritisch-perlitische Gefüge des S355 wird aus den von Peil und Wi-

chers durchgeführten Warmzugversuchen [PW04] abgeleitet.
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Abbildung 7.3: Verfestigung ferritisch-perlitisches Gefüge S355

Bei der Ermittlung der temperaturabhängigen Verfestigungsverläufe der ande-

ren Phasen wird das für die Streckgrenzenermittlung beschriebene Approxi-

mationsverfahenen angewandt. Der bekannte Verfestigungsverlauf des Aus-

gangsmaterials bei Raumtemperatur wird entsprechend dem Streckgrenzen-

und Zugfestigkeitsverḧaltnis auf die Verfestigungsverläufe bei ḧoheren Tem-

peraturen und f̈ur die anderen Phasen umgerechnet.

Durch Schmelzen sowie durch Rekristallisation, verschwinden plastische Deh-

nungen, die das Bauteil bis zu diesen Temperaturen erfahrenhat. Bei der nume-

rischen Berechnung muß dieser Vorgang nachvollzogen werden. Die aus dem
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Aufheizvorgang berechneten plastischen Dehnungen müssen in den Bereichen

gelöscht, das heißt auf Null gesetzt werden, in denen die Schmelztemperatur

erreicht wird.

Werden die plastischen Dehnungen beimÜberschreiten einer bestimmten Tem-

peratur nicht gel̈oscht, so ergeben sich fehlerhafte Werte. Bislang ist dieses

Zurücksetzen der Materialhistorie während der Berechnung nur mit dem Pro-

gramm Sysweld m̈oglich.

Die Schwelltemperatur, bei der die plastischen Dehnungen gelöscht werden,

wird mit 1300◦C geringer als die Schmelztemperatur angenommen und liegt

in dem Bereich, in dem der Stahl bereits sehr weich ist.

7.2 Belastungen aus dem Temperaturfeld

7.2.1 Dilatometertest

In Abbildung 7.4 sind die Kurven von Dilatometerversuchen dargestellt. Mit

dem Dilatometertest werden die Dehnungen bestimmt, die beim Aufheizen und

Abkühlen des Stahl entstehen. Der Kurvenparameterϑmax bezeichnet die Spit-

zentemperatur, auf die das Prüfstück aufgeheizt wurde.

Die Gef̈ugeumwandlungα → γ ist in Abbildung 7.4 am Wechsel von der obe-

ren einḧullenden Gerade, der Ẅarmedehnungskurve derα-Phase, zur unteren

einḧullenden Gerade, der Ẅarmedehnungskurve derγ-Phase zu erkennen.

7.2.2 Wärmedehnungen

Die mit der Temperaturänderung einhergehende Volumenänderung wird als

Wärmedehnung bezeichnet. Die Wärmedehnung oder thermische Dehnungεth

ergibt sich aus dem Produkt aus Wärmeausdehnungskoeffizient und Tempe-

ratur. Hier wird f̈ur die numerische Berechnung jedoch nicht der Wärmeaus-

dehnungskoeffizient definiert sondern die temperaturabhängige Funktion der

Wärmedehnung, die für dieα-Phase einen anderen Verlauf besitzt, als für die

γ-Phase.
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Abbildung 7.4: Dilatometerkurven aus [JKL85]
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Abbildung 7.5: Wärmedehnungen derα- und γ-Phase in Abḧangigkeit von

der Temperatur
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Die verwendeten Verläufe der Ẅarmedehnungen sind in Abbildung 7.5 dar-

gestellt. Ausgangszustand ist der Grundwerkstoff bei Raumtemperatur. Daraus

folgt, daß die thermische Dehnung derα-Phase bei Raumtemperatur Null ist.

7.2.3 Umwandlungsdehnungen

Bei der Phasenumwandlungα → γ undγ → α kommt es zu einem Dehnungs-

sprung. Diese Dehnungsdifferenz wird Umwandlungsdehnungεu genannt. Sie

ergibt sich aus der Volumenänderung, die bei der Phasenumwandlung deswe-

gen entsteht, weil das ferritische kubisch-raumzentrierte Kristallgitter eine ge-

ringere Dichte besitzt als das austenitische kubisch-flächenzentrierte Kristall-

gitter.

Beim Abkühlvorgang wirken die Umwandlungsdehnungenεu den thermischen

Dehnungenεth entgegen.

Bei der Berechnung mit Sysweld ergibt sich die Berücksichtigung der Um-

wandlungsdehnung aus der phasenabhängig definierten Ẅarmedehnung im

Zusammenhang mit der Gefügeumwandlungsberechnung.

Die thermometallurgische Gesamtwärmedehnungεthm setzt sich aus der Sum-

me der Ẅarmedehnungen der Phasen zusammen:

εthm(ϑ) =
∑

Phasen

pi · εth
i (ϑ) (7.2)

εth
i thermische Dehnung der Phase i

pi Anteil der Phase i

7.2.4 Umwandlungsplastiziẗat

Mit Umwandlungsplastiziẗat bezeichnet man die für die Ausbildung der

Schweißeigenspannungen wichtige Tatsache, daß die Fließspannung im Tem-

peraturbereich der Gefügeumwandlung beim Abkühlen gegen̈uber der Fließ-

spannung der beiden Gefügebestandteile weiter vermindert sein kann. Es
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kommt unter Lastspannungen zu plastischen Dehnungenεup, auch wenn

die theoretisch wirksame Verlgeichsspannung kleiner als die Streckgrenze ist

[Pas01, Rad02, LMD86a, LMD86b].

Dieses Pḧanomen wird durch den belasteten Dilatometertest deutlich. In Ab-

bildung 7.6 sind die Ẅarmedehnungen eines niedriglegierten Stahls ohneäuße-

re Druckspannungen (unbelasteter Dilatometerversuch) und mit konstanten

Druckspannungen (belasteter Dilatometerversuch) dargestellt [GJ65]. Mecha-

nische Dehnungen sind in dieser Abbildung nicht erfaßt.

Abbildung 7.6: Einfluß von Druckspannungenσd auf die Ẅarme- und Um-

wandlungsdehnung; Dilatometerkurve nach [GJ65, Rad02]

Die von Sysweld verwendete numerische Beschreibung der Umwandlungspla-

stizität ist in [LMD86a, LMD86b, LDD89] ausf̈uhrlich beschrieben.

Zur Verdeutlichung des Einflusses der Umwandlungsplastizität auf die in die-

ser Arbeit behandelten Untersuchungen wird das Modell eines 30 mm x 6 mm

großen Bleches verwendet, das an den beiden schmalen Seitengegen jede

räumliche Verschiebung gehalten ist. Das gleichmäßig auf 1000◦C aufgeheiz-

te Blech wird an der Luft abgekühlt. Die Kühlrate ist nicht konstant, sondern
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entspricht einem realen Abkühlverhalten. Betrachtet wird ein 1,0 mm dickes

Blech mit großer Abk̈uhlgeschwindigkeit und ein 4,0 mm dickes Blech mit

geringerer Abk̈uhlgeschwindigkeit.

Abbildung 7.7 zeigt die Abk̈uhlkurven und den Verlauf der Phasenumwand-

lung anhand des Anteils der austenitischen Phase. In Abbildung 7.8 sind die

Spannungen rechtwinklig zu den gehaltenen Längsr̈andernüber der Tempera-

tur aufgetragen.
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Abbildung 7.7: Abkühlkurven mit Darstellung des Phasenanteils der austeni-

tischen Phase für ein 4,0 mm und ein 1,0 mm dickes Blech

Die umwandlungsplastischen Dehnungen werden bei diesem Beispiel durch

die Spannungen aus der Wärme- und Umwandlungsdehnung erzeugt und nicht

aus einer̈außeren Last, wie bei den in Abbildung 7.6 dargestellten Dilatometer-

kurven. Die Abbildungen 7.7 und 7.8 beziehen sich nicht auf die Abbildungen

7.6 und 7.4. Die Abk̈uhlgeschwindigkeiten weichen von einander ab und die

Gefügeumwandlung findet in einem anderen Temperaturbereich statt.
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Abbildung 7.8: Längsspannung eines an den Querrändern festgehaltenen

30,0 mm x 6,0 mm großen Bleches beim Abkühlen. Berechnung mit und ohne

Berücksichtigung der Umwandlungsplastizität

Deutlich erkennbar ist, daß der Spannungsverlauf im Temperaturbereich der

Umwandlung bei Ber̈ucksichtigung der Umwandlungsplastizität signifikant

von dem Spannungsverlauf ohne Berücksichtigung der Umwandlungsplasti-

zität abweicht.

Bei diesem Modell enden die Spannungen bei Raumtemperatur unabḧanig von

der Umwandlungsplastizität jeweils in etwa auf dem gleichen Niveau. Dies

liegt daran, daß das Blech gleichmäßig erẅarmt wurde und nach vollzogener

Phasenumwandlung noch große und gleichmäßige Ẅarmedehnungen erfährt.

Beim Schweißen wird die Struktur nicht gleichmäßig, sondern nur̈ortlich

erwärmt. Es ist zu erwarten, daß dann der Effekt aus der Umwandlungspla-

stizität nicht verschwindet. Die Umwandlungsplastizität wird daher bei den

folgenden Untersuchungen berücksichtigt.
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7.2.5 Thermometallurgische und thermomechanische
Kopplung

Die verwendete mathematische Beschreibung des thermo-elasto-plastischen

Werkstoffverhaltens stützt sich auf die Methode der inkrementellen Deh-

nungs̈anderung und beschreibt die Gesamtdehnrateε̇ als Summe der Teil-

dehnratenε̇e, ε̇p, ε̇up und ε̇thm der elastischen Dehnung, der plastischen

Dehnung, der Umwandlungsplastizität und thermometallurgischen Dehnung

[LDD89, LMD86b, LMD86a, Rad02]:

ε̇ = ε̇e + ε̇p + ε̇up + ε̇thm (7.3)

ε̇ Gesamtdehnrate

ε̇e Dehnrate aus elastischer Dehnung

ε̇p Dehnrate aus plastischer Dehnung

ε̇up Dehnrate aus Umwandlungsplastizität

ε̇thm Dehnrate aus thermometallurgischer Dehnung

7.3 Verifikation des verwendeten Werkstoffgeset-

zes, Blindnaht auf einem 9,2 mm dicken Blech

Zur Überpr̈ufung der angesetzten Werkstoffkennwerte wird eine Nachberech-

nung der in Abbildung 7.9 skizzierten Blindnahtschweißungdurchgef̈uhrt. Auf

ein Blech 110 mm x 90 mm x 9,2 mm aus S355 wird eine WIG-Blindnaht

mit einer Streckenenergie von 5,83kJ
cm und einer Schweißgeschwindigkeit von

1,66 mm
s geschweißt.

Der Schweißversuch und die röntgenographische Messung der oberflächen-

nahen L̈angs- und Quereigenspannungen in Blechmitte wurden von Nitsch-

ke [Nit85] im Rahmen seiner Diplomarbeit durchgeführt. In Abbildung 7.10

sind die berechneten Eigenspannungen und die von Nitschke gemessenen Ei-

genspannungen graphisch aufgetragen.
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Abbildung 7.9: Blindnahtversuch von Nitschke
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Abbildung 7.10: Oberfl̈acheneigenspannungen an der Meßlinie, Vergleich der

Berechnungsergebnisse von Sysweld mit den Meßwerten von Nitschke
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Bei dem Vergleich zwischen den gemessenen und den berechneten Werten

zeigt sich eine gutëUbereinstimmung. Zwei wesentliche Besonderheiten sind

hier zu erkennen:

• Einsattelung der L̈angseigenspannungen in der Nahtmitte

• Druckquereigenspannungen in Nahtmitte

Beide Effekte folgen aus dem Einfluß der Umwandlungsdehnungen [BRR74,

Woh86, Woh92, NPW05]. Sie liefern eine Bestätigung f̈ur das phasenabhängig

definierte Werkstoffgesetz mit Berücksichtigung aller Umwandlungseffekte.

Mit üblichen FE-Programmen ohne Berücksichtigung der Gefügeumwandlung

können diese Effekte und damit auch der genaue Verlauf der Eigenspannungen

nicht berechnet werden.

Die gemessene Verformung w rechtwinklig zur Blechebene (vgl. Abbil-

dung 7.9) in Blechmitte mit einem Wert von 0,34 mm stimmt mit der berech-

neten Vertikalverformung mit einem Wert von 0,32 mm ebenfalls sehr guẗube-

rein.

Das geẅahlte, in den Kapiteln 3, 6 und 7 beschriebene Werkstoffgesetz mit

dem darin enthaltenen thermometallurgischen Dehnungs- und Umwandlungs-

verhalten wird durch diese Nachberechnung bestätigt.
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8 Randbedingungen f̈ur die

Schweißsimulations- und

Beulberechnung

8.1 Allgemeines

Bei der Definition der Randbedingungen ist zu beachten, daß im Rahmen dieser

Arbeit der Einfluß von realiẗatsnah berechneten Eigenspannungen und Verzug

aus dem Schweißprozeß auf das Beulverhalten untersucht werden soll.

Aus den Imperfektionen des Schweißprozesses soll sich die für das Beulversa-

gen maßgebende Störung einstellen. Die Randbedingungen sollen so gewählt

werden, daß kein das Tragverhalten negativ beeinflussenderZwang auf die

Kreiszylinderschale ausgeübt wird.

Die Modellgr̈oße f̈ur einen vollsẗandig abgebildeten Zylinder führt zu

sehr langen Berechnungszeiten. Daher werden unter Berücksichtigung von

Symmetrie- und / oder Antimetriebedingungen Teilbereicheeines Zylinders,

Zylindersegmente, abgebildet. Die Zylindersegmente werden so geẅahlt, daß

jeweils eine Umfangsnaht enthalten ist.

Die Symmetrie- und Antimetriebedingungen gelten für die mechanische Be-

rechnung, f̈ur die Beuluntersuchung und für die Temperaturfeldberechnung.

Damit werden auch für die Schweißn̈ahte und die Schweißfolge Symmetrien

und Antimetrien festgelegt. Eine Schweißnaht in einem Zylindersegment be-

deutet n gleichzeitig ausgeführte Schweißn̈ahte am Gesamtzylinder. Die An-

zahl n der gleichzeitig ausgeführten Schweißn̈ahte ist abḧangig von dem mit

dem Zylindersegment abgebildeten Teil des Gesamtzylinders. F̈ur ein Zylin-

derviertel betr̈agt n Vier. In der Praxis bedeutet dies, daß eine Zylinderum-

fangsnaht mit zwei oder mehr Schweißbrennern gleichzeitiggeschweißt wird.
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Für die Schweißsimulationsberechnung und für die Beuluntersuchung werden

identische Randbedingungen gewählt. Auf eineÄnderung der Randbedingun-

gen zwischen den Berechnungsschritten wird im Rahmen der hier gemachten

Untersuchungen verzichtet, da sie die Grenzspannung vergrößert, wie im fol-

genden gezeigt wird.

8.2 Wegrandbedingungen an den Seitenrändern

Wird ein Zylindersegment abgebildet, so ergeben sich die Randbedingungen

an den Seitenrändern aus den Symmetrie- und Antimetriebedingungen. Ab-

bildung 8.1 zeigt die Skizze eines Zylinders, bei dem ein Umfangsviertel

als Finite-Element-Modell abgebildet wird. Im abgebildeten Zylindersegment

wird die Schweißnaht A berechnet. Aufgrund der Symmetrie- und Antimetrie-

bedingungen werden am̈aquivalenten gesamten Zylinder gleichzeitig die mit

B gekennzeichneten Schweißnähte geschweißt.

Abbildung 8.1: Symmetrie in Umfangsrichtung bei Abbildung eines Zylinder-

segmentes
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Abbildung 8.2: Symmetrie- und Antimetrierandbedingungen an den Segment-

seitenr̈andern, Draufsicht

Aus der Symmetrie ergibt sich zunächst die Bedingung, daß an den Sei-

tenr̈andern die Tangentialverschiebungen Null sind.

In Abbildung 8.2 sind die beiden m̈oglichen Symmetrie- und Antimetrierand-

bedingungen am Seitenrand des Zylindersegmentes in der Draufsicht darge-

stellt. Links ist der symmetrische Fall skizziert, bei dem am Seitenrand eine

Radialverschiebung zugelassen wird, jedoch keine Rotation um die Zylinder-

achse. Bei dem rechts dargestellten antimetrischen Fall ist eine Rotation um

die Zylinderachse zugelassen, jedoch keine Radialverformung.

Da mit dem Schweißverzug im Nahtbereich eine Einschnürung oder Ausbeu-

lung und damit eine Radialverformung auch am Seitenrand verbunden ist, ist

die antimetrische Randbedingung für das betrachtete Problem des Schweiß-

verzuges nicht allgemein genug. Für die Schweißsimulationsberechnung wird

daher f̈ur den Segmentseitenrand die in Abbildung 8.2 links dargestellte sym-

metrische Randbedingung gewählt.

Die Beuluntersuchungen werden mit den gleichen Randbedingungen durch-

geführt wie die Schweißsimulationsberechnung. Jedoch ist für die Beulunter-
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suchung im Gegensatz zur Schweißsimulationsberechnung auch die antime-

trische Randbedingung am Seitenrand verträglich. Anhand von Vergleichsbe-

rechnungen an Zylindersegmenten kann gezeigt werden, daß ein Wechsel der

Randbedingungen zu Zwängungen f̈uhrt, die sich beullaststeigernd auf das Sy-

stem auswirken.

In Abbildung 8.3 ist die Beulfigur des Zylindersegmentes mitR = 800 mm

t = 1 mm L = 1600 mm und S = 45◦ abgebildet. Bei diesem Zylinder wurden

bei der Schweißsimulationsberechnung und bei der Beulanalyse symmetrische

Randbedingungen angesetzt. Die Grenzspannung beträgt 65,8 N
mm2 .
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Abbildung 8.3: Beulfigur eines Zylindersegmentes mit R = 800 mm t = 1 mm

L = 1600 mm und S = 45◦, in Radialrichtung 100-facḧuberḧoht, Beulanalyse

mit symmetrischer Randbedingung an den Seitenrändern,σgr = 65,8 N
mm2

In Abbildung 8.4 ist die Beulfigur des gleichen Zylindersegmentes dargestellt,

jedoch wurden bei der Beulanalyse antimetrische Randbedingungen angesetzt.

Die Grenzspannung beträgt 82,8 N
mm2 und ist gr̈oßer als bei dem System oh-

ne Wechsel der Randbedingungen. Bei der Beuluntersuchung ist die klein-

ste Anzahl der Umfangswellen abhängig vom abgebildeten Zylindersegment.

Bei einem abgebildeten Zylinderviertel beträgt die kleinste Umfangswellen-

zahl Zwei.
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Abbildung 8.4: Beulfigur eines Zylindersegmentes mit R = 800 mm t = 1 mm

L = 1600 mm und S = 45◦, in Radialrichtung 100-facḧuberḧoht, Beulanalyse

mit antimetrischer Randbedingung an den Seitenrändern,σgr = 65,8 N
mm2

8.3 Wegrandbedingungen am oberen und unteren

Rand

In Axialrichtung wird ein unendlich langer Zylinder mit periodisch wiederkeh-

renden Umfangsn̈ahten betrachtet. Daher wird der obere und der untere Rand

des abgebildeten Zylindersegments als Symmetrierand betrachtet, und es er-

gibt sich die in Abbildung 8.5 dargestellte Situation der Symmetrie in Axial-

richtung. Gleichzeitig mit der im abgebildeten Zylindersegment ausgeführten

Schweißnaht A folgen darüber und darunter in jeweils beliebiger Fortsetzung

die Schweißn̈ahte B aus der Symmetriebedingung.

In Abbildung 8.6 sind die m̈oglichen Randbedingungen des oberen und unteren

Randes des abgebildeten Zylindersegmentes in der Seitenansicht dargestellt.

101



8 Randbedingungen für die Schweißsimulations- und Beulberechnung

Abbildung 8.5: Symmetrie in Axialrichtung

Bei der antimetrischen Randbedingung (Abbildung 8.6 links) sind die R̈ander

in radialer Richtung gehalten, die Rotation um die Tangentialrichtung ist frei.

Bei der symmetrischen Randbedingung (Abbildung 8.6 Mitte)ist die Rotati-

on um die Tangentialrichtung Null, die Radialverschiebungist frei. In Abbil-

dung 8.6 rechts ist die Randbedingung dargestellt, die gegeben ist, wenn keine

Symmetrie zugelassen wird. Der obere und untere Rand ist frei. Diese Randbe-

dingung ist zu ẅahlen, wenn ein Zylinder nur mit einer Schweißnaht betrachtet

werden soll.

Bei der in Abbildung 8.5 dargestellten Schweißfolge ergibtsich in jeder Naht

an jeweilsübereinanderliegenden Stellen eines Meridians eine gleichgerich-

tete Radialverformung. Sie ist entweder immer nach außen oder immer nach

innen gerichtet. Aus diesem Grund ist die antimetrische Randbedingung, bei

der anübereinanderliegenden Stellen die Verformung abwechselnd nach innen

oder nach außen gerichtet sein muß, mit der untersuchten Fragestellung nicht

vertr̈aglich.
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Abbildung 8.6: Symmetrierandbedingungen am oberen und unteren Rand

Aus den zuvor genannten̈Uberlegungen wird die in Abbildung 8.6 in der Mitte

dargestellte symmetrische Randbedingung mit Festhaltungder Rotation um die

tangentiale Richtung geẅahlt.

8.4 Zusammenstellung der geẅahlten Wegrand-

bedingungen

In Abbildung 8.7 sind die geẅahlten Randbedingungen am abgebildeten Zy-

lindersegment dargestellt. Die in Segmentmitte am oberen und unteren Rand

eingezeichnete Wegfeder verhindert die Starrkörperverschiebung in Axialrich-

tung. Die Wegfederkonstante wird mit einem sehr kleinen Wert angesetzt, so

daß die Reaktionskräfte vernachl̈assigbar klein bleiben.
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Abbildung 8.7: Randbedingungen des Zylindersegmentes für die strukturme-

chanische Berechnung und die Beuluntersuchung

Abbildung 8.8: Kraftrandbedingung f̈ur den Lastfall Axiallast
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8.5 Kraftrandbedingungen

Zur Ermittlung der Grenztragfähigkeit unter Axiallast muß eine Kraftrandbe-

dingung definiert werden. Da auf eine Festhaltung der Knotendes unteren Ran-

des aus den Verträglichkeitsgr̈unden f̈ur die Symmetrie verzichtet wird, ist die

Kraftrandbedingung am oberen und unteren Rand symmetrischzur Schweiß-

naht anzusetzen. Sie ist in Abbildung 8.8 dargestellt. Die Streckenlast wird bei

der numerischen Berechnung in Knotenlasten umgerechnet und entsprechend

dem in Kapitel 4.5 beschriebenen Verfahren als Funktion derZeit definiert.

8.6 Einfluß der Wegrandbedingungen am oberen

und unteren Rand auf Verzug und Eigenspan-

nungen

Der Einfluß der in Abschnitt 8.3 dargestellten möglichen Randbedingungen

des oberen und unteren Randes auf den Schweißverzug und die Schweißeigen-

spannungen soll am Beispiel eines Zylinders aus S355 mit denAbmessungen

R = 400 mm, t = 4 mm, L = 800 mm für ein Segment S = 90◦ verdeutlicht

werden. Geẅahlt wird Schweißfolge 1.

Abbildung 8.9 stellt die Radialverformung am Meridian -22,5◦ dar. Dies ist

die Mitte der ersten Schweißnaht. An dieser Stelle sind die Störeinflüsse aus

Schweißnahtbeginn oder -ende am geringsten.

Abbildung 8.10 gibt dieselbe Auswertung am rechten Segmentrand, Meridian

45◦, wieder. Der gegen̈uber Meridian -22,5◦ größere Verzug ist durch das En-

de von Schweißnaht 2 bedingt. Am Meridian -22,5◦ ist der Radialverzug im

Nahtbereich unabḧangig bei allen drei Varianten nahezu identisch. Am obe-

ren und unteren Rand ergeben sich die aus der Randbedingung zu erwartenden

Unterschiede:

• Symmetrische Randbedingung: Radialverschiebung nach außen mit Bie-

gung der Schale im Randbereich
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• Freier Rand: Radialverschiebung nach außen in vergleichbarer Gr̈oßen-

ordnung wie bei symmetrischer Randbedingung, jedoch ohne Biegung

der Schale im Randbereich
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Abbildung 8.9: Radialverformung w in mm am Meridian -22,5◦, Vergleich

unterschiedlicher Randbedingungen am oberen und unteren Zylinderrand

Am rechten Rand ist der Einzug im Nahtbereich bei den beiden Randbedingun-

gen identisch. Die Verformungsfigur am oberen und unteren Rand ist qualita-

tiv die gleiche wie beim Meridian -22,5◦, jedoch mit jeweils gr̈oßeren Werten

für die Radialverformung. Bei freiem Rand ist die Verzugsdifferenz nur ge-

ringfügig gr̈oßer als bei der symmetrischen Randbedingung.

Unter Axiallast ergeben sich die in Tabelle 8.1 angegebenenGrenzspannungen.

106



8 Randbedingungen für die Schweißsimulations- und Beulberechnung

-0,6

-0,5

-0,4

-0,3

-0,2

-0,1

0

0,1

0,2

0,3

0,4

-400 -300 -200 -100 0 100 200 300 400
Nahtmittenabstand in mm

R
ad

ia
lv

er
fo

rm
un

g
w

in
m

m

Radialverformung bei q = 45°
(rechter Symmetrierand)

Zylinder R = 400 mm t = 4 mm
L = 800 mm S = 90°

freier Rand
symmetrische Randbedingung

Abbildung 8.10: Radialverformung w in mm am rechten Symmetrierand, Ver-

gleich unterschiedlicher Randbedingungen am oberen und unteren Zylinder-

rand

Randbedingung Grenzspannungσgr

oberer / unterer Rand N
mm2

symmetrisch 352,6

frei 319,9

Tabelle 8.1: Grenzspannung der betrachteten Varianten

Aus diesen Werten läßt sich ableiten, daß der freie Rand einen negativen Ein-

fluß auf die Grenztragfähigkeit hat. Dieser ist deswegen unerwünscht, weil der

Einfluß aus Schweißverzug und Schweißeigenspannungen untersucht werden

soll und keine Randstöreinflüsse.

Die Randbedingungen des oberen und unteren Randes haben keinen Einfluß

auf die Schweißeigenspannungen. Sowohl Axial- als auch Umfangseigenspan-

nungen sind bei beiden Varianten identisch (Abbildung 8.11und 8.12).
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8.7 Umfangsblindnaht auf einem Zylinder

Banke et. al. beschreiben in [BSS03] Versuche, bei denen an Stahlzylindern

aus S355 Umfangsnähte, ausgeführt als WIG-Blindnaht, geschweißt wurden.

Die Zylinder wurden vor und nach dem Schweißen vermessen, und aus der

Differenz wurde der Schweißverzug ermittelt. Die Schweißparameter sind in

der Ver̈offentlichung ausf̈uhrlich dokumentiert. F̈ur den Versuchszylinder 3

wird der über den Zylinderumfang gemittelte Schweißverzug graphisch dar-

gestellt. Dieser Zylinder wird zur Nachberechnung gewählt und durch ein

Finite-Element-Modell mit einem 90◦ Segment abgebildet. Die Spannungs-

Dehnungs-Beziehung der ferritischen Phase wird nach den imAufsatz an-

gegebenen Werten für die Streckgrenze Re = 373 N
mm2 und die Zugfestigkeit

Rm = 424 N
mm2 des Zylinderwerkstoffes angepaßt.

Bei den in Abbildung 8.13 dargestellten Radialverformungen stimmen die ge-

mittelten Meßwerte von Banke und die Berechnungsergebnisse von Sysweld

sehr gutüberein. Der qualitative Verlauf der Verformung wird sehr gut abge-

bildet. In Nahtmitte verformt sich der Zylinder entgegen dem Nahteinzug nach

außen. Dieser Effekt zeigt sich bei der numerischen Berechnung und wird von

den Meßwerten bestätigt.

Der Bereich im Schmelzbad weist eine Verformung in RichtungZylinderach-

se auf. Diese Verformung kann an der Blaswirkung des WIG-Lichtbogens, des

Zinkabtrages durch Verdampfen während des Schweißprozesses oder an einem

Einzug der Schmelzbadoberfläche in Nahtmitte, der aus dem Erstarrungspro-

zeß entsteht, liegen.
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Abbildung 8.13: Radialverformung nach dem Schweißen, Vergleich des Be-

rechnungsergebnisses von Sysweld mit den Meßwerten von Banke et. al.

[BSS03]
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9 Schweißfolgen

9 Schweißfolgen

9.1 Herstellungsungenauigkeiten

Angaben zu zul̈assigen Herstellungenauigkeiten für Vorbeulen und Schweiß-

nahteinz̈ugen sind in DIN 18800-4:1990 Element 302 (DIN) und in prEN

1993-1-6:2005 Abschnitt 8.4.4 (EN) angegeben. Die europäische Norm unter-

scheidet zwischen den Qualitätsklassen A, B und C. Die in der deutschen Norm

angegebenen Werte entsprechen den Werten der Klasse B nach europ̈aischer

Norm.

In Tabelle 9.1 sind die zulässigen, auf die Blechdicke t normierten Vorbeultie-

fen ∆w0
t für den betrachteten Parameterbereich angegeben. Die Vorbeultiefen

beziehen sich auf die Meßänge lgx = 4
√

Rt, die nach DIN auf 2000 mm be-

grenzt ist.

Zylinder- Qualiẗatsklasse

schlankheitRt A B C

50 0,17 0,28 0,45

100 0,24 0,40 0,64

200 0,34 0,57 0,91

400 0,48 0,80 1,28

800 0,68 1,13 1,81

1600 0,96 1,60 2,56

Tabelle 9.1: Zulässige bezogene Vorbeultiefe∆w0
t nach EN

Im Bereich von Schweißn̈ahten d̈urfen für den betrachteten Parameterbereich

die in Tabelle 9.2 angegebenen Grenzwerte der normierten Vorbeultiefe nicht

überschritten werden. Die Meßlänge lgw = 4
√

Rt ist hierbei nach DIN auf

500 mm und nach EN auf 25t oder 500 mm begrenzt, wobei der kleinere Wert

maßgebend ist.

111
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Zylinder- Qualiẗatsklasse

schlankheit A B C
R
t DIN EN EN EN

50 0,28 0,15 0,25 0,40

100 0,40 0,15 0,25 0,40

200 0,57 0,15 0,25 0,40

400 0,80 0,15 0,25 0,40

800 1,13 0,15 0,25 0,40

1600 1,60* 0,15 0,25 0,40

Tabelle 9.2: Grenzwerte der bezogenen Vorbeultiefe∆w0
t im Bereich von

Schweißn̈ahten nach DIN und EC (*: für t≤ 2 mm)

9.2 Übersicht über die untersuchten Varianten

In Tabelle 9.3 sind Geometrie, Schweißfolge (siehe Abbildung 6.9) und Heft-

stellen der in diesem Kapitel untersuchten Zylindervarianten zusammengefaßt.

Es wurden Zylinder im elastisch beulenden Bereich (R = 800 mm, t = 1 mm,

L = 1600 mm) und Zylinder im plastisch beulenden Bereich (R = 400 mm,

t = 4 mm, L = 800 mm) aus S355 betrachtet. Der Zylindername wirdmit
R

100/t/Segment/Heftstellen/Schweißfolge definiert. Die Anzahl der Heftstellen

bezieht sich bei den Segmentmodellen auf das Segment. Dabeibefindet sich

am linken und rechten Segmentrand jeweils eine Heftstelle mit halber Breite.

Bei den Modellen eines ganzen Zylinders sind die Heftstellen gleichm̈aßig um

den Zylinderumfang angeordnet.

Die Auswertung von Verformungen und Schnittgrößen erfolgt an den in Ab-

bildung 9.1 dargestellten Schnitten in Meridian- und Umfangsrichtung und an

den in Abbildung 9.2 dargestellten Knoten. Die Meridianschnitte sind in re-

gelmäßigen Absẗanden von je einem Achtel des Zylindersegmentes angeord-

net. Die beiden Meridianschnitte ML3 und MR3 sind drei Elementabsẗande

vom Mittelmeridian entfernt.
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Zylinder R t L Segment Heft- Schweiß-

mm mm mm ◦ stellen folge

4/4/90/3/1 400 4 800 90 3 1

4/4/90/0/1 400 4 800 90 0 1

4/4/90/3/2 400 4 800 90 3 2

4/4/90/0/2 400 4 800 90 0 2

4/4/90/3/3 400 4 800 90 3 3

4/4/90/3/4 400 4 800 90 3 4

4/4/45/3/5 400 4 800 45 3 5

4/4/90/2/5 400 4 800 90 2 5

4/4/90/3/5 400 4 800 90 3 5

4/4/360/4/2 400 4 800 360 4 2

4/4/360/0/2 400 4 800 360 0 2

8/1/45/3/1 800 1 1600 45 3 1

8/1/45/3/2 800 1 1600 45 3 2

8/1/22,5/2/1 800 1 1600 22,5 2 1

8/1/22,5/3/2 800 1 1600 22,5 3 2

8/1/22,5/0/2 800 1 1600 22,5 0 2

8/1/22,5/2/4 800 1 1600 22,5 2 4

8/1/22,5/0/4 800 1 1600 22,5 0 4

8/1/22,5/2/5 800 1 1600 22,5 2 5

Tabelle 9.3: Abmessungen und Schweißfolgen der untersuchten Modelle aus

S355

9.3 Schweißverzug am Zylinder

Im Schrifttum wird Schweißverzug von ebenen Blechen oder von Bautei-

len, die aus ebenen Blechen zusammengesetzt werden, ausführlich behan-

delt. Schweißverzug geschweißter zylindrischer Bauteilekommt dagegen im

Schrifttum fast nicht vor. Gegenüber ebenen Blechen treten bei zylindrisch ge-

krümmten Blechen beim Schweißen folgende Besonderheiten auf:
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Während beim ebenen Blech Dehnungen in Blechebene zu Verformungen in

Blechebene f̈uhren, bewirken beim Zylinder Dehnungen in der Schalenfläche

auch Verformungen in Radialrichtung rechtwinklig zur Schalenfläche. Dies ist

insbesondere bei Umfangsdehnungen der Fall.

Wird auf eine Zylinderoberfl̈ache an einem Punkt eine Radialverformung nach

innen aufgepr̈agt, bewirkt dies in den Bereichen neben dem Lasteinleitungs-

punkt eine Radialverformung nach außen.

Im allgemeinen wird als Ursache für den Schweißverzug das Schrumpfen des

Schweißgutes in der Naht angesehen. Dieses Modell erfaßt jedoch nicht, die

Gesamtheit der komplexen Vorgänge, die zum Schweißverzug an Kreiszylin-

derschalen f̈uhren.

An Beispielen soll die Entstehung des Schweißverzuges am Zylinder anhand

folgender Abbildungen erläutert werden:

Abbildung 9.3: Verzug von Zylinder 4/4/360/4/2 nach dem Heften

Abbildung 9.4: Verzug von Zylinder 4/4/360/4/2 125s nach Schweißbeginn

Abbildung 9.5: Verzug von Zylinder 4/4/360/4/2 nach dem Schweißen

Abbildung 9.6: Verzug von Zylinder 4/4/90/3/4 nach dem Schweißen

Bei Zylinder 4/4/360/4/2 wurde eine Naht vollständig um den ganzen Zylin-

der gelegt. Bei Zylinder 4/4/90/3/4 werden jeweils 4 Nähte entsprechend den

Symmetrierandbedingungen gleichzeitig geschweißt.

Das Schmelzbad ist die heißeste Zone und damit auch der Bereich mit der

geringsten Steifigkeit. Bei der Erwärmung dehnt sich der Nahtbereich radial

nach außen aus. An der Grenzlinie zwischen oberer und unterer Zylinderḧalfte

ist im Schmelzbad und im unverschweißten Bereich keine tangentiale Biege-

steifigkeit vorhanden. Die Verdrehung rθ ist frei. In Nahtmitte entsteht beim

Ausdehnen ein Knick (Abbildungen 9.4 und 9.7).

Der weitere Verlauf des Schweißverzuges wird durch Ausdehnung und Zu-

sammenziehen der Nahtnebenbereiche wesentlich mitbestimmt und von der

sich ẅahrend des Schweißprozesses verändernden Systemsteifigkeit beein-

flußt. Nach Erstarren und Abkühlen der Naht wird der Knick zwischen oberer

und unterer Zylinderḧalfte
”
eingefroren“.
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Abbildung 9.3: Zylinder 4/4/360/4/2, Radialverformung w in mm nach dem

Heften, in Radialrichtung 100-facḧuberḧoht
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Abbildung 9.4: Zylinder 4/4/360/4/2, Radialverformung w in mm 125 s nach

Schweißbeginn, in Radialrichtung 100-fachüberḧoht
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Abbildung 9.5: Zylinder 4/4/360/4/2, Radialverformung w in mm nach dem

Schweißen, in Radialrichtung 100-fachüberḧoht
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Abbildung 9.6: Zylindersegment 4/4/90/3/4, Radialverformung w in mm nach

dem Schweißen, in Radialrichtung 100-fachüberḧoht
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Der verbleibende nach innen gerichtete Radialverzug nach dem Abk̈uhlen ist

neben der Naht größer als in Nahtmitte (Abbildungen 9.5 bis 9.7).

In Abbildung 9.7 sind f̈ur den Zylinder 4/4/360/4/2 am Meridian A3 = +45◦

die Radialverformungen zu verschiedenen Zeitpunkten aufgetragen. Nach 65 s

hat die Schweißẅarmequelle den betrachteten Meridian erreicht. Die maximale

Verformung stellt sich erst hinter der Schweißwärmequelle ein. Anschließend

folgt die Abkühlphase. Der Nahteinzug ist beim Abkühlen neben der Naht

größer als in der Nahtmitte, so daß der in Abbildung 9.7 mit der Kurve für

5000 s dargestellte, typische Verlauf der Radialverformung entsteht.

Im Nahtanfangsbereich und im Nahtendbereich treten gegenüber dem zuvor

beschriebenen Normalbereich folgende Besonderheiten auf:

Am Nahtanfang ist zu beobachten, daß der Schweißverzug nachaußen gerich-

tet ist. Da noch kein erstarrter Nahtbereich vorliegt und die Zylindersteifigkeit

gering ist, sind die Radialverformungen nach außen aus dem Aufheizen gr̈oßer

als in den anderen Nahtbereichen (Abbildungen 9.5 und 9.6).

Am Ende der Schweißnaht trifft die Ẅarmequelle auf den zuvor geschweiß-

ten Nahtanfang. Der bereits abgekühlte Nahtanfang liefert Zẅangungen, die

während des Schweißens zuvor nicht vorhanden waren. Das Schmelzbad k̈uhlt

hier punktuell vollsẗandig ab. An dieser Stelle bildet sich der größte Schweiß-

nahteinzug nach innen. Gleichzeitig werden die Bereiche links und rechts da-

von nach außen gedrückt (Abbildungen 9.5 und 9.6).

Die Verformung nach außen wird durch die Gefügeumwandlung verstärkt. Die

Umwandlungsdehnung wirkt, da sie einer Volumenvergrößerung entstammt,

der Schrumpfdehnung aus der Abkühlung entgegen. F̈ur das Heften (Abbil-

dung 9.3) sind die Abläufe denen des Schweißensähnlich. Im Bereich der

Heftstellen erfolgt ein Einzug, zwischen den Heftstellen verformt sich der Zy-

linder nach außen. Wie aus Abbildung 9.5 zu erkennen ist, zeichnet sich der

aus dem Heften entstandene Verzug auch beim Verzug nach dem Schweißen

noch deutlich ab. Dies ist besonders gut in Abbildung 9.8 zu erkennen. An der

Äquatorlinie korreliert der Verzug aus Heften mit dem Verzug aus Schweißen

in den Bereichen der ungestört geschweißten Naht. Dies sind die Bereiche au-

ßerhalb der Nahtanfangs- und Nahtendbereiche.
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9.4 Heftstellen und Schweißverzug

In Tabelle 9.4 sind die maximalen Radialverformungen nach dem Heften f̈ur

die betrachteten Zylindervarianten zusammengestellt:

Schweißfolge 1 5 1 2

Radius in mm 400 400 800 800

t in mm 4 4 1 1

Segment in◦ 90 90 45 22,5

Heftabstand in◦ 45 90 22,5 11,25

Heftabstand in mm 314 628 314 157

Radialverformung nach außen in mm 0,11 0,11 0,12 0,04

Radialverformung nach innen in mm 0,15 0,25 0,19 0,08

normierte Radialverformungwt nach außen 0,028 0,028 0,12 0,04

normierte Radialverformungwt nach innen 0,038 0,063 0,19 0,08

Tabelle 9.4: Radialverformung w und normierte Radialverformungw
t aus dem

Heften

Wie oben bereits gezeigt, wird mit den Heftstellen die ersteVerzugsform in den

Zylinder eingepr̈agt. Die Anzahl der Heftstellen bestimmt dabei im wesentli-

chen die Umfangswellenzahl. In Abbildung 9.9 ist der Verzugnach dem Heften

amÄquator f̈ur die Zylinder 4/4/90/3/1, 4/4/90/2/5, 8/1/45/3/1 und 8/1/22,5/3/2

gegen̈ubergestellt.

Beim Vergleich von Zylinder 8/1/45/3/1 mit Zylinder 8/1/22,5/3/2 f̈allt auf, daß

bei Zylinder 8/1/22,5/3/2 der Verzug wesentlich geringer ist. Dies liegt an der

größeren Anzahl von Heftstellen. Der Vergleich zwischen Zylinder 4/4/90/3/1

und 4/4/90/2/5 verdeutlicht den gleichen Effekt, jedoch nicht ganz so ausge-

prägt. Weiterhin ist zu beobachten, daß die normierte Radialverformung beim

steiferen Zylinder kleiner ist als beim weicheren Zylinder.

Soll der Schweißverzug aus dem Heften reduziert werden, so sind möglichst

viele Heftstellen auszuführen.

Zur Abscḧatzung des Einflusses des Heftens auf den Gesamtverzug, wurde

an zwei Zylindern mit jeweils zwei Schweißfolgen der Schweißverzug mit
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Abbildung 9.9: Vergleich der Radialverformung w in mm aus dem Heften

amÄquator, 4/4/90/3/1, 4/4/90/2/5 (R/t = 400/4) und 8/1/45/3/1, 8/1/22,5/3/2

(R/t = 800/1)

und ohne Heftstellen berechnet. Der Radialverzug amÄquator aus Heften,

Schweißen mit Heften und Schweißen ohne Heften ist in den Abbildungen

9.10 bis 9.14 dargestellt.

Zunächst werden die Zylinder mit zwei Nähten pro Segment betrachtet (siehe

Abbildungen 9.10 und 9.11). Da hier Nahtanfänge und Nahtenden dicht bei-

einander liegen, ist der Nahtverzug aus dem Schweißen dominant.

Beim Zylinder mit 1 mm und beim Zylinder mit 4 mm Wanddicke istdie Ab-

weichung beim Radialverzug im Bereich von Schweißnaht 1 (links) zwischen

dem System mit Heftstellen und dem System ohne Heftstellen gering. Beim

Nahtende von Schweißnaht 2 ist beim Zylinder mit Heftstellen der Radialver-

zug nach innen größer als beim Zylinder ohne Heftstellen.
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Der Zylinder mit 1 mm Wanddicke ohne Heftstellen hat am Nahtende eine

Radialverformung nach außen. Im Anfangsbereich von Schweißnaht 2 weist

dieser Zylinder kaum Unterschiede bei der Radialverformung zwischen den

Systemen mit und ohne Heftung auf. Dies liegt auch daran, daßam Nahtbeginn

von Schweißnaht 2 keine Heftstelle gesetzt wurde. Beim Zylinder mit 4 mm

Wanddicke wurde dort diese Heftstelle gesetzt. Die Radialverformung nach

außen ist in der Mitte von Schweißnaht 2 beim Zylinder mit Heftstellen gr̈oßer

als beim Zylinder ohne Heftstellen.

Aus den Zylindern mit einer Naht je Segment lassen sich die Gesetzm̈aßigkei-

ten einfacher ableiten (siehe Abbildungen 9.12 und 9.13). Beim Zylinder mit

Heftstellen stellt sich sowohl am Nahtanfang, als auch am Nahtende ein gr̈oße-

rer Radialverzug ein als beim Zylinder ohne Heftstellen. Beim Zylinder mit

1 mm Wanddicke ergibt sich in Segmentmitte eine zusätzliche Einzugsbeule

aus der mittigen Heftstelle. Der Verlauf des Radialverzuges ist ansonsten beim

Zylinder mit Heftstellen̈ahnlich wie beim Zylinder ohne Heftstellen.

Beim Zylinder mit 4 mm Wanddicke bewirken die Heftstellen imNahtmitten-

bereich wesentlich ausgeprägtere Amplituden des Radialverzuges. Sowohl der

Verzug nach innen als auch der Verzug nach außen nehmen zu.

In Abbildung 9.14 ist der Schweißverzug aus Schweißfolge 5 für einen Zylin-

der mit 4 mm Wanddicke mit 2 und mit 3 Heftstellen aufgetragen.

Der maximale Radialverzug nach innen ist beim Zylinder mit 2Heftstellen

geringf̈ugig gr̈oßer als beim Zylinder mit 3 Heftstellen. Am Nahtanfang von

Schweißnaht 1 ist der Radialverzug nach außen beim Zylindermit 2 Heftstellen

signifikant gr̈oßer als beim Zylinder mit 3 Heftstellen. Der Nahtmittenbereich

von Schweißnaht 2 liefert beim Zylinder mit 2 Heftstellen einen nach außen

gerichteten Verzug, ẅahrend beim Zylinder mit 3 Heftstellen der Verzug nach

innen gerichtet ist. Sinngem̈aß kann hier beim Zylinder mit 2 Heftstellen auch

von einem gr̈oßeren Radialverzug nach außen gegenüber dem Zylinder mit 3

Heftstellen gesprochen werden.
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Aus den zuvor genannten Betrachtungen können f̈ur das Heften zwei Ge-

setzm̈aßigkeiten abgeleitet werden:

• Ein Zylinder mit Heftstellen weist eine größere Amplitude des Radial-

verzuges in Nahtmitte auf als ein Zylinder ohne Heftstellen

• Je gr̈oßer die Anzahl der Heftstellen ist, umso geringer wird die Ampli-

tude des Radialverzuges in Nahtmitte.

Die zweite Aussage kann als Grenzbetrachtung in Satz 1überf̈uhrt werden:

Wird die Anzahl der Heftstellen gegen unendlich gesteigert, so ergibt sich eine

sehr hohe Frequenz der Umfangswellenzahl bei sehr geringerAmplitude. Dies

ist im Grenzfall dasselbe wie bei einem Zylinder ohne Heftstellen.
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9 Schweißfolgen

9.5 Schweißfolgen und Schweißverzug

Die maximalen Radialverformungen nach außen sind in den Tabellen 9.5

und 9.6 zusammengefaßt. Die maximalen Radialverformungennach innen sind

in den Tabellen 9.7 und 9.8 zusammengefaßt.

Die Minimalwerte liegen neben dem̈Aquator, die Maximalwerte liegen auf

demÄquator oder am oberen Rand.

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 0,231 0,197 0,233 0,282 0,438

8/1/45/3/SF 0,309 0,355 - - -

8/1/22,5/2/SF 0,233 - - 0,467 0,530

8/1/22,5/3/SF - 0,371 - - -

Tabelle 9.5: Vergleich der maximalen Radialverformung w in mm nach außen

für die Schweißfolgen 1 bis 5

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 0,058 0,049 0,058 0,071 0,110

8/1/45/3/SF 0,309 0,355 - - -

8/1/22,5/2/SF 0,233 - - 0,467 0,530

8/1/22,5/3/SF - 0,371 - - -

Tabelle 9.6: Vergleich der maximalen normierten Radialverformungw
t nach

außen f̈ur die Schweißfolgen 1 bis 5

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 0,492 0,395 0,505 0,595 0,778

8/1/45/3/SF 0,585 0,493 - - -

8/1/22,5/2/SF 0,536 - - 0,430 0,753

8/1/22,5/3/SF - 0,521 - - -

Tabelle 9.7: Vergleich der maximalen Radialverformung w in mm nach innen

für die Schweißfolgen 1 bis 5
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Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 0,123 0,099 0,126 0,149 0,195

8/1/45/3/SF 0,585 0,493 - - -

8/1/22,5/2/SF 0,536 - - 0,430 0,753

8/1/22,5/3/SF - 0,521 - - -

Tabelle 9.8: Vergleich der maximalen normierten Radialverformungw
t nach

innen f̈ur die Schweißfolgen 1 bis 5

Die normierten Radialverformungen nach innen sind kleiner, als die in Tabel-

le 9.1 angegebenen zulässigen normierten Vorbeultiefen nach DIN 18800-4.

Nach europ̈aischer Norm werden bis auf eine Ausnahme die Werte für die Qua-

lit ätsklasse A eingehalten. Der Vergleich liefert nur einen ungef̈ahren Anhalts-

punkt, da die Meßlänge lgx teilweise kleiner ist, als der zu den in Tabelle 9.8

angegebenen Werten zugehörige Abstand der Nulldurchgänge der Radialver-

formung.

Die Radialverformung am̈Aquator ist f̈ur die betrachteten Schweißfolgen in

Abbildung 9.15 f̈ur die Zylinder 4/4/90/3/SF, in Abbildung 9.16 für die Zy-

linder 8/1/45/3/SF und in Abbildung 9.17 für die Zylinder 8/1/22,5/2/SF ge-

gen̈ubergestellt.

Aus allen Schweißfolgen geht hervor, daß der Nahtanfang miteiner Radial-

verformung nach außen und das Nahtende mit einer Radialverformung nach

innen einhergeht. Aus den Schweißfolgen ergeben sich die Kombinationen

Nahtanfang trifft auf Nahtanfang, Nahtende trifft auf Nahtende (Schweiß-

folgen 2, 3 und 5) sowie die Kombination Nahtanfang trifft auf Nahtende

(Schweißfolgen 1 und 4 in Segmentmitte). Weiterhin gibt es die Gruppe von

Schweißfolgen, bei denen das Zusammentreffen zweier Nähte gleichzeitig er-

folgt (Schweißfolgen 2 und 3), und die Gruppe, bei der das Zusammentreffen

mit zeitlichem Abstand erfolgt (Schweißfolge 1, 4 und 5).

Die Schweißfolgen 2 und 3 sind̈ahnlich. Bei Schweißfolge 2 erstreckt sich

beim Zylinder t = 4 mm eine Nahtlängeüber ein Zylindersegment und 3 Heft-

stellen, bei Schweißfolge 3̈uber ein halbes Zylindersegment und zwei Heft-

stellen.
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Der Verzug am Nahtanfang ist bei beiden Schweißfolgen gleich. Der Verzug

am Nahtende ist bei Schweißfolge 3 (Segmentmitte) größer als bei Schweiß-

folge 2 (rechter Segmentrand). Dies liegt am Heftverzug. Die bei Schweißfol-

ge 2 zu beobachtende Umfangswelligkeit (siehe Abbildungen9.15 und 9.16)

ist ebenfalls durch die Verformung aus dem Heften zu erklären.

Erfolgt das Aufeinandertreffen zweier Schweißnähte nicht gleichzeitig, son-

dern zeitverz̈ogert, dann verstärkt sich der Radialverzug. Dies ist am deutlich-

sten im Vergleich von Schweißfolge 3 mit Schweißfolge 5 zu erkennen. Sowohl

am Zylinderrand (Nahtanfang) als auch in Zylindermitte (Nahtende) ist der Ra-

dialverzug von Schweißfolge 5 größer. Bei Schweißfolge 1 ist der Nahtanfang

von Schweißnaht 2 bei der Ankunft von Schweißnaht 1 nicht so weit abgek̈uhlt

wie bei der Schweißfolge 4. Daraus ergibt sich in Zylindermitte bei Schweiß-

folge 4 ein gr̈oßerer Radialverzug nach innen als bei Schweißfolge 1. Dieser

Effekt ist beim Zylinder mit t = 4 mm (siehe Abbildung 9.15) ausgepr̈agter als

beim Zylinder mit t = 1 mm (siehe Abbildung 9.17), da unter Schweißfolge 1

bei 1 mm Blechdicke die Abk̈uhlung von Schweißnaht 2 weiter vorangeschrit-

ten ist als bei 4 mm Blechdicke.

Der Vergleich von Schweißfolge 4 mit Schweißfolge 5 (siehe Abbildun-

gen 9.15 und 9.17) zeigt, daß bei zeitversetztem Aufeinandertreffen der N̈ahte

der Radialverzug nach innen größer ist, wenn das Nahtende auf ein erkaltetes

Nahtende trifft (Schweißfolge 5), als wenn das Nahtende aufeinen erkalteten

Nahtanfang trifft (Schweißfolge 4).

In Abbildung 9.18 ist die Radialverformung für alle Schweißfolgen am Meridi-

an ML3 = -6,8◦ für den Zylinder R = 400 mm aufgetragen. Aus diesem Schnitt

ist zu erkennen, wie der maximale Radialverzug nach innen von Schweißfol-

ge 1 bis Schweißfolge 5 zunimmt.

Eine wie in Schweißfolge 5 abgebildete Schweißsituation ist in der praktischen

Ausführung unwahrscheinlich. Dagegen spiegelt Schweißfolge 4die Situation

am Nahtendbereich eines umfangsnahtgeschweißten Zylinders sehr gut wieder

(Abbildung 9.19).
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9.6 Membrannormalkraft

Bei den Schweißeigenspannungen aus Membrannormalkräften sind zwei Be-

reiche zu unterscheiden: Nahtanfangs- und -endbereiche und die dazwischen-

liegenden Normalbereiche.

In Abbildung 9.20 sind f̈ur den Zylinder mit 4 mm Wanddicke die Membran-

spannungen aus Umfangsnormalkraft am̈Aquator f̈ur die verschiedenen

Schweißfolgen abgebildet. Der Nahtanfangsbereich am Symmetrierand un-

terscheidet sich kaum vom Normalbereich. Dies ist die Situation am linken

Segmentrand für alle Schweißfolgen und am rechten Segmentrand für die

Schweißfolgen 3 und 5.

Betrachtet man Schweißfolge 3 in Segmentmitte und Schweißfolge 2 am rech-

ten Segmentrand, so ist zu erkennen, daß die Umfangsnormalkraft gegen̈uber

dem Normalbereich ansteigt, wenn zwei Schweißnähte gleichzeitig an einem

Punkt enden.
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Endet eine Schweißnaht an einer bereits erkalteten Schweißnaht, dann kommt

es zu einer Erḧohung der Umfangsnormalkraft am Schweißnahtende. Am be-

reits erkalteten Nahtbereich sinkt die Umfangsnormalkraft lokal ab. Dies ist

an den Verl̈aufen der Schweißfolgen 1, 4 und 5 zu erkennen. Auch hier zeich-

net sich eine Verstärkung des Effektes ab, wenn die Naht bereits erkaltet ist

(Schweißfolgen 4 und 5). An der Nahtgrenze tritt längs des Umfangs zusätzlich

eine durch die Umwandlungsdehnungen bedingte Veränderung der Umfangs-

normalkraft auf. Die Schweißfolgen 4 und 5 weisen die größten Schwankungen

der Umfangsnormalkraft auf.

In Abbildung 9.21 sind die Membranspannungen aus Axialnormalkraft am

Äquator, die sich aus den fünf Schweißfolgen ergeben, für den Zylinder

mit 4 mm Wanddicke aufgetragen. Die Membranspannungen sindim Nor-

malbereich gering. Im Nahtanfangs- und Nahtendbereich an den Symme-

trierändern und im Bereich, in dem zwei Wärmequellen gleichzeitig enden wie

bei Schweißfolge 3 in Segmentmitte, entstehen Axialnormalkräfte. Es handelt

sich jeweils um Drucknormalkräfte im Anfangsbereich und Zugnormalkräfte

im Endbereich.

Besondere Beachtung verdient jedoch die Stelle, an der eineNaht an ei-

ner bereits erkalteten Naht endet. Die Axialnormalkraft inSegmentmitte aus

Schweißfolge 4 f̈ur den Zylinder mit 1 mm Wanddicke (8/1/22,5/2/4) ist in

Abbildung 9.22 dargestellt. Die freie Schrumpfung des Nahtendes (links) wird

durch die bereits erkaltete Naht behindert. Es bildet sich eine Spannungszwie-

bel mit einem Druckbereich am Nahtanfang und einem Zugbereich am Naht-

ende aus. Um die zuletzt erstarrende Schmelzgutlinse bilden sich an der Vor-

derfront ausgeprägte Zugspannungen. In dieser Schmelzgutlinse selbst sinken

die Axialspannungen aufgrund der Umwandlungsdehnungen ab.

Bei den Schweißfolgen 1, 4 und 5 tritt diese Spannungszwiebel auf. Der Maxi-

malwert der Membranspannungen ist bei Schweißfolge 1 geringer als bei den

Schweißfolgen 4 und 5. Dies liegt daran, daß bei Schweißfolge 1 der Nahtan-

fang der vorangehenden Naht noch nicht vollständig abgek̈uhlt ist und es noch

zu Schrumpfdehnungen aus Temperaturabkühlung kommt. Der Nahtanfang der

vorangehenden Naht ist bei den Schweißfolgen 4 und 5 vollständig abgek̈uhlt,

wenn die Ẅarmequelle das Nahtende erreicht.
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bei den Zylindern 4/4/90/3/SF

-500

-400

-300

-200

-100

0

100

200

300

-45 -30 -15 0 15 30 45
Umfangswinkel in °

S
p

an
n

u
n

g
au

s
A

xi
al

n
or

m
al

k
ra

ft
n

x
in

N
/m

m
²

Schweißfolge 1 Schweißfolge 5

Schweißfolge 4

Schweißfolge 3

Schweißfolge 2

Schweißfolge 1

Schweißfolge 5

Schweißfolge 4

Abbildung 9.21: Axialmembranspannung inN
mm2 aus Axialnormalkraft nx am
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Abbildung 9.22: Axialnormalkraft in N
mm in Segmentmitte beim Zylinder

8/1/22,5◦/2/4

Für den Normalbereich werden die Membranspannungen aus Umfangsnor-

malkraft in Abbildung 9.23 f̈ur Zylinder mit 4 mm Wanddicke und in Abbil-

dung 9.24 f̈ur Zylinder mit 1 mm Wanddicke gezeigt.

Die Umfangseigenspannungen zeigen den typischen Verlauf aus Zugeigen-

spannung mit Einsattelung der Spannungsamplitude in Nahtmitte und Druck-

eigenspannung im Bereich neben der Naht. Die Einsattelung bei der Umfangs-

spannung f̈allt beim Zylinder mit 1 mm Wanddicke wesentlich größer aus als

beim Zylinder mit 4 mm Wanddicke. Dies liegt an der größeren Abk̈uhlge-

schwindigkeit, die bei der geringeren Wanddicke vorliegt.
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Die Gef̈ugeumwandlung findet bei geringeren Temperaturen statt. Aus den

der Abk̈uhldehnung entgegengesetzt wirkenden Umwandlungsdehnungen er-

gibt sich beim Zylinder mit geringerer Wanddicke eine größere Entlastung der

Zugspannungen in Nahtmitte als beim Zylinder mit größerer Wanddicke. Die

Schweißfolge hat keinen Einfluß auf den Verlauf der Umfangsnormalkraft im

Normalbereich.

9.7 Schalenbiegemomente

Aus dem Schweißnahteinzug im Nahtbereich entstehen Schalenkrümmungen

um die Umfangstangente. Daraus resultieren Schalenbiegemomente mx. Im

Normalbereich sind diese Schalenbiegemomente unabhängig von der Schweiß-

folge, wie aus der Abbildung 9.26 hervorgeht, bei der am Meridian VL = -22,5◦

die Schalenbiegemomente mx aus den f̈unf Schweißfolgen f̈ur den Zylinder

R = 400 mm, t = 4 mm aufgetragen sind.

Im Übergangsbereich von Schweißnaht 1 zu Schweißnaht 2 kommt es zur

Störung dieses Momentenverlaufes. In Abbildung 9.25 sind dieSchalen-

biegemomente mx aus Schweißfolge 4 in Segmentmitte für den Zylinder

R = 400 mm t = 4 mm abgebildet.
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Abbildung 9.25: Biegemoment mx in N mm
mm aus Schweißfolge 4 in Segment-

mitte beim Zylinder 4/4/90/3/4
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Die Amplitude des Schalenbiegemomentes mx geht im Bereich, in dem die

Schweißnaht an der bereits erkalteten zuvor geschweißten Naht endet, zur̈uck.

Diese Situation ist bei den Schweißfolgen 1, 4 und 5 vergleichbar und bei

den Schweißfolge 4 und 5 ausgeprägter als bei Schweißfolge 1 (siehe Ab-

bildung 9.27). An den Nahtanfangs- und Nahtendbereichen, an den Symme-

trierändern sowie am Nahtendbereich in Segmentmitte bei Schweißfolge 3 ist

der Verlauf der Schalenbiegemomente mx nur gering gesẗort. Dies geht eben-

falls aus Abbildung 9.27 hervor.

9.8 Grenzspannung

Der Schweißverzug wirkt sich unmittelbar auf das Beulmuster aus, das sich

aus der Belastung unter Axialdruck einstellt. Zunächst wird der Zylinder

4/4/360/4/2 betrachtet. Dies ist der Zylinder, der als ganzer Zylinder mit 360◦

Umfangsnaht abgebildet wurde. Die aus dem Schweißen entstandene Verfor-

mung (siehe Abbildung 9.5) bestimmt maßgeblich die Beulfigur (siehe Abbil-

dung 9.28).
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Abbildung 9.28: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach
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Aus einem Bereich mit radialer Verformung nach innen entwickelt sich eine

Beule nach innen und umgekehrt. Der gleiche Ablauf läßt sich auch bei den Zy-

lindersegmenten erkennen. Abbildung 9.29 zeigt die Beulverformung des Zy-

linders R = 800 mm, t = 1 mm und S = 45◦ mit Schweißfolge 1 (8/1/45/3/1). Es

bilden sich unter der axialen Grenzspannung in Umfangsrichtung zwei Halb-

wellen aus, die mit der Verformungsfigur aus dem Schweißverzug affin sind

(Abbildung 9.31).

Beim gleichen Zylinder, jedoch mit Schweißfolge 2 geschweißt, ergibt sich ei-

ne Radialverformung mit geringerer Amplitude. Aus dem Schweißverzug bil-

den sich in Umfangsrichtung auch bei dieser Schweißfolge zwei Halbwellen,

die sich als Beulwellen ausbilden (Abbildung 9.30 und 9.31).

In Tabelle 9.9 sind die Grenzspannungen für die untersuchten Zylindervari-

anten zusammengefaßt. Bei den Zylindern 8/1/45/3/1 und 8/1/45/3/2 wurde

ein doppelt so großes Segment abgebildet wie bei den Zylindern 8/1/22,5/2/1

und 8/1/22,5/3/2. Die Schweißnahtlänge ist bei 8/1/45/3/1 - 8/1/45/3/2 doppelt

so lang wie bei 8/1/22,5/2/1 - 8/1/22,5/3/2. Daraus ergibt sich bei den Zylin-

dern 8/1/22,5/2/1 - 8/1/22,5/3/2 eine Vorverformung mit doppelt so großer Um-

fangswellenzahl wie bei den Zylindern 8/1/45/3/1 - 8/1/45/3/2. Dadurch wird

den letztgenannten Zylindern eine höhere Eigenform aus dem Schweißver-

zug aufgepr̈agt. Die Grenzspannung ist daher bei den Zylindern 8/1/22,5/2/1 -

8/1/22,5/3/2 gr̈oßer als bei den Zylindern 8/1/45/3/1 - 8/1/45/3/2.

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 352 353 352 351 346

8/1/45/3/SF 67,3 71,2 - - -

8/1/22,5/2/SF 85,2 - - 89,7 58,9

8/1/22,5/3/SF - 91,4 - - -

Tabelle 9.9: Grenzspannungσgr in N
mm2 unter Axiallast nach Schweißverzug

und mit Eigenspannungszustand aus den Schweißfolgen 1 (SF 1) bis 5 (SF 5)

Die Amplitude des Radialverzuges aus dem Schweißen wirkt sich auf die

Grenzspannung aus. Je größer die Verformung, desto geringer die Grenzspan-

nung:

8/1/45/3/1→ 8/1/45/3/2; 8/1/22,5/2/4→ 8/1/22,5/2/1→ 8/1/22,5/2/5.
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Abbildung 9.29: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 8/1/45/3/1, Schweißfolge 1
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Abbildung 9.30: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 8/1/45/3/2, Schweißfolge 2
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Bei den Zylindern mit R = 400 mm und t = 4 mm sind die Grenzspannun-

gen f̈ur alle Schweißfolgen etwa gleich groß. Der Zylinder mit Schweißfolge 5

(4/4/90/3/5) liefert die geringste Grenzspannung. Er hat deutlich gr̈oßere Radi-

alverformungen als die gleichen Zylinder mit den anderen Schweißfolgen. Die

Grenzspannungen erreichen annähernd die Streckgrenze des Grundmaterials.

Es handelt sich um plastisches Versagen.

Die Last-Verformungskurven für die Zylinder mit 1 mm Wanddicke sind in Ab-

bildung 9.32 und die f̈ur die Zylinder mit 4 mm Wanddicke in Abbildung 9.33

dargestellt. Die Zylinder mit großen Schweißverformungen(Schweißfolge 5)

liefern ausgepr̈agte Beulverformungen. Bei den Zylindern mit 1 mm Wand-

dicke ist die Beulverformung im 22,5◦ Segment nicht so ausgeprägt wie im

45◦ Segment.

Bei den Last-Verformungskurven ist im allgemeinen kein Absinken der Axi-

alsteifigkeit zu beobachten. Die Last-Verformungskurven für die Verschiebung

u verlaufen bis zur Grenzlast mit konstanter Steigung. Diesstellt in Abbil-

dung 9.34 exemplarisch die Kurve für den Zylinder 8/1/22,5/2/5 dar.
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Dieses Verhalten deutet auf ein Verzweigungsproblem hin, da die bei dieser

Laststufe erreichten Radialverformungen eine eindeutigehorizontale Tangente

in der Last-Verformungskurve aufweisen. Die zur Grenzlastzugeḧorigen Radi-

alverformungen sind groß. Bei dem plastisch versagenden Zylinder 4/4/90/3/5

ist im Bereich der Grenztragfähigkeit deutlich die Ausbildung einer horizon-

talen Tangente in der Last-Verformungskurve bei der Axialverformung zu er-

kennen.

Sysweld bietet die M̈oglichkeit, die Struktur mit den aus der Schweißsimula-

tionsberechnung berechneten verschobenen Knotenkoordinaten abzuspei-

chern. Man erḧalt ein FE-Netz mit der Verformungsfigur nach dem Schweißen,

jedoch ohne Eigenspannungen. Für diese Systeme wird die Grenzspannung be-

stimmt. Es wird der Gef̈ugezustand, der sich aus dem Schweißen ergibt, für

diese Beulberechnung angesetzt. Aus dem Vergleich der Grenzspannung des

Zylinders mit Schweißeigenspannung mit dem Zylinder ohne Schweißeigen-

spannung kann abgeschätzt werden, ob die Eigenspannungen einen Einfluß auf

das Beulverhalten haben oder ob die Grenztragfähigkeit allein von der Radial-

verformung bestimmt wird.
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Die Last-Verformungskurven für die Zylinder mit 1 mm Wanddicke sind in

Abbildung 9.35 dargestellt. In Tabelle 9.10 sind die Grenzspannungen aus dem

Beulen der schweißverzogenen Zylinder ohne Schweißeigenspannungen zu-

sammengefaßt. Das Verhältnis aus der Grenzspannung eines schweißverzoge-

nen Zylinders ohne Eigenspannungen zur Grenzspannung eines schweißverzo-

genen Zylinders mit Eigenspannungen (σgr ohne

σgr mit
) ist Tabelle 9.11 zu entnehmen.
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Abbildung 9.35: Last-Verformungskurven am Knoten LM für den Zylinder

R = 800 mm und t = 1 mm mit Schweißverzug aus Schweißfolge 1 bis 5,

jedoch ohne Schweißeigenspannungen

Wenn dieser Verḧaltniswert gr̈oßer als Eins ist, bewirken die Schweißeigen-

spannungen eine Reduktion der Grenzspannung, wenn dieser Wert kleiner als

Eins ist, bewirken die Schweißeigenspannungen eine Steigerung der Grenz-

spannung.

Bei den Zylindern mit 4 mm Wanddicke liegt die Grenztragfähigkeit der Mo-

delle ohne Schweißeigenspannungen auf etwa gleichem Nieveau und Ḧohe der

Streckgrenze des Grundwerkstoffs. Auch bei den Modellen mit Schweißeigen-

spannung. Bei den Zylindern mit 1 mm Wanddicke sind die Grenzspannun-
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gen bei den Systemen mit 45◦ Segment sowohl mit, als auch ohne Schweißei-

genspannungen gleich groß. Bei den Systemen mit 22,5◦ Segment nimmt die

Grenzspannung ab, wenn keine Schweißeigenspannungen vorhanden sind. Das

Eigenspannungsfeld wirkt sich günstig auf das Stabilitätsverhalten aus.

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 349 351 350 346 345

8/1/45/3/SF 66,2 69,9 - - -

8/1/22,5/2/SF 72,8 - - 58,9 57,9

8/1/22,5/3/SF - 77,9 - - -

Tabelle 9.10: Grenzspannungσgr in N
mm2 unter Axiallast nach Schweißverzug

aus den Schweißfolgen 1 bis 5, jedoch ohne Eigenspannungen

Zylinder SF 1 SF 2 SF 3 SF 4 SF 5

4/4/90/3/SF 0,992 0,993 0,994 0,986 0,997

8/1/45/3/SF 0,984 0,982 - - -

8/1/22,5/2/SF 0,854 - - 0,657 0,809

8/1/22,5/3/SF - 0,852 - - -

Tabelle 9.11: Verhältnis der Grenzspannung unter Axiallast ohne Eigen-

spannung zur Grenzspannung unter Axiallast mit Eigenspannung σgr ohne

σgr mit
nach

Schweißverzug aus den Schweißfolgen 1 bis 5
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10 Werkstoffverhalten

10.1 Allgemeines

Um den Einfluß des Werkstoffverhaltens auf den Schweißverzug, die Schweiß-

eigenspannungen und die daraus resultierenden Auswirkungen auf die Grenz-

tragf̈ahigkeit unter Axiallast zu betrachten, werden Zylindermodelle mit

t = 1 mm, t = 2 mm und t = 4 mm geẅahlt, die jeweils mit dem Werkstoff

S235 und dem Werkstoff S355 berechnet wurden. Daraus ergeben sich die in

Tabelle 10.1 zusammengefaßten Varianten.

Zylinder R t L S Werk- Heft- SF

mm mm mm ◦ stoff stellen

4/4/90/3/1 400 4 800 90 S355 3 1

4/4/90/3/1 400 4 800 90 S235 3 1

4/2/360/8/1 400 2 800 360 S355 8 1

4/2/360/8/1 400 2 800 360 S235 8 1

8/1/22,5/2/4 800 1 1600 22,5 S355 2 4

8/1/22,5/2/4 800 1 1600 22,5 S235 2 4

Tabelle 10.1: Abmessungen, Werkstoffe und Schweißfolgen der untersuchten

Modelle

Die thermomechanischen Werkstoffkennwerte von S235 und S355 unterschei-

den sich kaum. Da bei den Modellen die Wärmequellen jeweils identisch defi-

niert sind, entstammen Unterschiede beim Verzug und bei denEigenspannun-

gen der strukturmechanischen Berechnung. Für die Berechnung ergeben sich

aus den Werkstoffgesetzen signifikante Unterschiede bei der

• Streckgrenze der ferritisch-perlitischen Phase (Grundwerkstoff)

• Gefügeumwandlung
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Die Streckgrenze des Grundwerkstoffs ist beim S235 geringer als beim S355.

Dieser Einfluß macht sich dann bemerkbar, wenn die Spannungen außerhalb

der Wärmeeinflußzone die Streckgrenze des S235überschreiten.

Bei der Gef̈ugeumwandlung besteht der wesentliche Unterschied zwischen bei-

den Stahlsorten darin, daß beim S235 die Austenit-Ferrit-Umwandlung noch

bei ḧoheren Abk̈uhlgeschwindigkeiten stattfindet als beim S355. Dies beein-

flußt die Eigenspannungen und den Schweißverzug in zweierlei Hinsicht. Das

Gefüge in Naht und Ẅarmeeinflußzone weist beim S235 einen größeren Ferrit-

und Bainitanteil auf als beim S355. Daraus folgt beim Zylinder aus S235 eine

geringere Streckgrenze im Naht- und Wärmeeinflußzonenbereich als beim Zy-

linder aus S355. Die Umwandlungγ → α findet beim S235 bei einer höheren

Temperatur statt als beim S355. Die Streckgrenze, und damitdie Steifigkeit, ist

bei ḧoheren Temperaturen geringer. Daraus folgt, daß die Umwandlungsdeh-

nungen beim S235 eine geringere Auswirkung haben als beim S355.

10.2 Gef̈ugeumwandlung

Die Gef̈ugeumwandlung beim Schweißen ergibt sich aus den Abkühlraten und

wird für die verschiedenen Stahlsorten jeweils durch SZTU-Schaubilder be-

schrieben. Die berechnete Phasenverteilung im Nahtbereich nach dem Schwei-

ßen ist in Abbildung 10.1 f̈ur die Zylinder mit 4 mm Wanddicke und in Abbil-

dung 10.2 f̈ur die Zylinder mit 1 mm Wanddicke aufgetragen.

Die Abkühlgeschwindigkeit bei 1 mm Blechdicke ist größer als bei 4 mm. Da-

mit verbunden ist die Martensitbildung bei der dünneren Blechdicke größer.

Bei S355 entsteht bei t = 1 mm 75% Martensit, bei t = 4 mm nur 25% Mar-

tensit. Bei S235 entsteht bei t = 1 mm 31% Martensit, bei t = 4 mmist der

Martensitanteil mit 2,5% sehr gering.

Beim S235 entsteht bei größerer Abk̈uhlgeschwindigkeit noch Ferrit, ẅahrend

bei vergleichbaren Abk̈uhlgeschwindigkeiten beim S355 Martensit entsteht.

Die Zylinder aus S355 weisen im Nahtbereich keinen Ferrit auf. Bei den Zy-

lindern aus S235 bildet sich in Nahtmitte Ferrit.
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Der Ferritanteil ist mit 12% beim Zylinder mit 4 mm Wanddickegrößer als

beim Zylinder mit 1 mm Wanddicke, bei dem der Ferritanteil 3%betr̈agt. Der

Martensitgehalt ist beim S235 deutlich geringer.

Werden die Gef̈ugeunterschiede zwischen S235 und S355 verglichen, so stellt

man folgendes fest:

Zylinder mit 4 mm Wanddicke:

Der Bainitanteil ist bei beiden Werkstoffen dominant.

Bei S235 ist das Restgefüge ferritisch, bei S355 martensitisch.

Zylinder mit 1 mm Wanddicke:

Bei S235 ist das Gefüge bainitisch, das Restgefüge martensitisch.

Bei S355 ist das Gefüge martensitisch, das Restgefüge bainitisch.

Bei Schweißsimulationsberechnungen wird die Gefügeumwandlung aufgrund

der Umwandlungsdehnungen als Last aufgefaßt. Die im folgenden aufgezeig-

ten Unterschiede zwischen den Stahlsorten beim Schweißverzug und bei den

Eigenspannungen fußen auf den hier aufgezeigten Gefügeunterschieden.

10.3 Schweißverzug

Die Auswirkungen auf den Schweißverzug, die aus den Eigenschaften des

Werkstoffs stammen, sollen in diesem Abschnitt betrachtetwerden.

Dazu sind in Tabelle 10.2 die maximalen Radialverformungenw in mm sowie

die auf die Wanddicke t normierten Radialverformungenw
t nach dem Heften

und nach dem Schweißen für die betrachteten Zylindermodelle mit t = 1 mm,

t = 2 mm und t = 4 mm aus den Stahlsorten S235 und S355 gegenübergestellt.

Die Abbildungen 10.3 bis 10.6 zeigen die Radialverformungsfelder und die

Abbildungen 10.7 bis 10.12 stellen die Radialverformungenam Meridian- und

Äquatorschnitt dar.

Im weiteren Verlauf dieses Abschnittes wird ausschließlich die Radialverfor-

mung nach dem Heften betrachtet.
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Abbildung 10.3: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht beim Zylinder 4/4/90/3/1 aus S235
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Abbildung 10.4: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht beim Zylinder 4/4/90/3/1 aus S355
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Abbildung 10.5: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht beim Zylinder 4/2/360/8/1 aus S235
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Abbildung 10.6: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht beim Zylinder 4/2/360/8/1 aus S355
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Radius in mm 400 400 400 400 800 800

t in mm 4 4 2 2 1 1

Werkstoff S235 S355 S235 S355 S235 S355

nach dem Heften:

nach außen w 0,10 0,11 0,12 0,15 0,010 0,12

nach innen w 0,16 0,15 0,23 0,22 0,18 0,19

nach dem Schweißen:

nach außen w 0,16 0,23 0,11 0,14 0,40 0,47

nach innen w 0,60 0,49 0,71 0,43 0,67 0,43

nach dem Heften:

nach außenwt 0,025 0,028 0,06 0,075 0,010 0,12

nach innenw
t 0,04 0,038 0,12 0,11 0,18 0,19

nach dem Schweißen:

nach außenwt 0,04 0,058 0,055 0,22 0,40 0,47

nach innenw
t 0,15 0,12 0,36 0,07 0,67 0,43

Tabelle 10.2: Radialverformung w in mm und normierte Radialverformungw
t

nach dem Heften und nach dem Schweißen bei den betrachteten Zylindern

Der Radialverzug nach innen ist bei den Zylindern aus S235 größer als bei den

Zylindern aus S355. Dies zeigen die am Meridianschnitt aufgetragenen Radi-

alverformungen in Abbildung 10.7 für den Zylinder mit 4 mm Wanddicke, in

Abbildung 10.9 f̈ur den Zylinder mit 2 mm Wanddicke und in Abbildung 10.11

für den Zylinder mit 1 mm Wanddicke.

Bei den Zylindern 4/2/360/8/1, bei denen zwei einander gegenüberliegende

Schweißẅarmequellen gleichzeitig um den̈Aquator wandern und demzufol-

ge an gegen̈uberliegenden Stellen enden, ergibt sich beim Werkstoff S235

die in Abbildung 10.5 erkennbare ellipsoide Grundform des Schweißverzu-

ges, ẅahrend beim Werkstoff S355, wie aus Abbildung 10.6 zu ersehen, die

Grundform des Schweißverzuges annähernd kreisf̈ormig bleibt.

Aus der in Abbildung 10.12 am̈Aquatorschnitt dargestellten Radialverformung

für den Zylinder mit 1 mm Wanddicke wird deutlich, daß sich beim Zylinder

aus S235 in Segmentmitte, dies ist der Nahtendbereich von Schweißnaht 1 und
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der Nahtanfangsbereich von Schweißnaht 2, ein deutlicher Einzug mit einer

Amplitude von 0,60 mm ausbildet. Die Radialverformung nachinnen ist damit

um 0,4 mm gr̈oßer als am rechten Rand. Beim vergleichbaren Zylinder aus

S355 bildet sich dieser Einzug nicht aus. Der Radialverzug nach innen ist mit

0,2 mm nur unwesentlich größer als am rechten Rand. Die Radialverformung

nach außen nimmt beim Zylinder aus S235 gegenüber dem Zylinder aus S355

deutlich ab. Dies ist in Abbildung 10.12 beim Zylinder mit 1 mm Wanddicke

am linken Rand gut zu erkennen.

Beim Zylinder mit 4 mm (Abbildung 10.8) und auch beim Zylinder mit 2 mm

(Abbildung 10.10) Wanddicke aus S235 verformt sich dieÄquatorlinie über

den gesamten Segmentumfang nach innen, während beim entsprechenden Zy-

linder aus S355 Verformungen nach innen und außen auftreten.

In Tabelle 10.3 ist die Differenz der Radialverschiebung zwischen dem maxi-

malen Einzug neben der Naht und dem Einzug in Nahtmitte für die betrachte-

ten Zylinder am Schnitt VL oder A1 angegeben. Bei den Zylindern aus S235

ist diese Differenz geringer als bei den vergleichbaren Zylindern aus S355.

Beim Zylinder mit 4 mm Wanddicke ist diese Differenz geringer als beim ver-

gleichbaren Zylinder mit 1 mm Wanddicke. Dieses Verhalten korreliert mit der

Gefügeumwandlung:

Geringere Martensitbildung beim S235→ geringere Differenz der Radialver-

schiebung.

Geringere Martensitbildung bei t = 4 mm→ geringere Differenz der Radial-

verschiebung.

Radius in mm 400 400 400 400 800 800

t in mm 4 4 2 2 1 1

Werkstoff S235 S355 S235 S355 S235 S355

Meridian VL VL A1 A1 VL VL

Differenz∆ w 0,064 0,127 0,093 0,15 0,19 0,27

Differenz∆
w
t 0,016 0,032 0,047 0,074 0,19 0,27

Tabelle 10.3: Differenz der Radialverformung∆ w in mm und der normier-

ten Radialverformung∆ w
t zwischen maximaler Radialverformung nach innen

und Radialverformung in Nahtmitte am Meridian VL oder A1 beiden betrach-

teten Zylindern
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Abbildung 10.7: Radialverformung w in mm am Meridian VL = -22,5◦ beim

Zylinder 4/4/90/3/1 aus S235 und S355
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Abbildung 10.9: Radialverformung w in mm am Meridian A1 = -135◦ beim

Zylinder 8/2/360/8/1 aus S235 und S355
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8/1/22,5/2/4 aus S235 und S355
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Nach diesen Erkenntnissen kann die unterschiedliche Gefügeumwandlung als

Ursache f̈ur die auftretenden Abweichungen beim Schweißverzug festgestellt

werden. Dies kann einerseits mit der Tatsache begründet werden, daß die

Gefügeumwandlung ẅahrend des Aufheiz- und Abkühlvorgangs bei unter-

schiedlichen Blechdicken unterschiedlich verläuft, andererseits auch mit der

Tatsache, daß ein grundsätzlich anderes Umwandlungsverhalten auch zu un-

terschiedlichen Gefügeumwandlungen führt.

Die Umwandlungsdehnungen bestimmen das Verzugsfeld insbesondere bei

den hier vorliegenden schlanken Strukturen maßgeblich.

10.4 Spannungen aus der Membrannormalkraft

Die allgemein vertretene Auffassung, daß die Größe der Zugeigenspannungen

generell mit der Gr̈oße der Streckgrenze des Werkstoffs zunimmt, muß bei ge-

nauer Betrachtung der hier untersuchten Varianten als nicht immer zutreffend

eingestuft werden.

In den Abbildungen 10.13 und 10.14 sind die Spannungen aus der Umfangs-

normalkraft am Meridianschnitt VL für die Zylinder mit 1 mm und 4 mm

Wanddicke dargestellt. In den Abbildungen 10.15 und 10.16 sind für den Zylin-

der mit 4 mm Wanddicke die Spannungen aus Umfangs- und Axialnormalkraft

amÄquator dargestellt.

Beim Zylinder aus S355 gibt es im Nahtbereich eine Einsattelung der Span-

nung aus der Umfangsnormalkraft, die beim Zylinder mit 1 mm Wanddicke

ausgepr̈agter ist, als beim Zylinder mit 4 mm Wanddicke. Aufgrund des

abweichenden Umwandlungsverhaltens ist diese Einsattelung beim Zylinder

mit 1 mm Wanddicke aus S235 wesentlich geringer und beim Zylinder mit

4 mm Wanddicke aus S235 nicht mehr vorhanden (siehe Abbildungen 10.13

und 10.14). Das in Nahtmitte entstehende bainitische Gefüge f̈uhrt bei den Zy-

lindern aus S235 zu Eigenspannungen, die beim Zylinder mit 4mm Wanddicke

mit 415 N
mm2 deutlich über der Streckgrenze des Grundmaterials liegen. Im

nahtnahen Bereich, der bis maximal Ac1 aufgeheizt wurde, liegen die Span-

nungen aus der Umfangsnormalkraft auf dem Niveau der Streckgrenze des

Grundwerkstoffs.
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Abbildung 10.13: Spannung in N
mm2 aus Umfangsnormalkraft nθ am Meridian

VL = -22,5◦ beim Zylinder 4/4/90/3/1
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Abbildung 10.14: Spannung in N
mm2 aus Umfangsnormalkraft nθ am Meridian

VL = -5,625◦ beim Zylinder 8/1/22,5/2/4

159



10 Werkstoffverhalten

0

50

100

150

200

250

300

350

400

450

500

-45 -30 -15 0 15 30 45
Umfangswinkel in °

S
p

an
n

u
n

g
au

s
U

m
fa

n
gs

n
or

m
al

k
ra

ft
n

q
in

N
/m

m
²

S355

S235

Abbildung 10.15: Spannung in N
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beim Zylinder 4/4/90/3/1
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Bei dem in Abbildung 10.15 dargestellten Verlauf der Spannungen aus Um-

fangsnormalkraft des Zylinders mit 4 mm Wanddicke liegen die Werte f̈ur den

Werkstoff S235 deutlicḧuber den Werten für den Werkstoff S355. Dies ent-

spricht zun̈achst nicht den Erwartungen, ist jedoch zweifelsohne auf die bei

beiden Werkstoffen unterschiedlich verlaufende Gefügeumwandlung zurück-

zuführen.

Die Spannungen aus Axialnormalkraft (Abbildung 10.16) weisen f̈ur beide

Stahlsorten einen̈ahnlichen Verlauf auf. Beim Zylinder aus S355 ist die Span-

nungsamplitude im Nahtwechselbereich in Segmentmitte größer als beim Zy-

linder aus S235.

10.5 Grenzspannung

In den vorigen Abschnitten wurde festgestellt, daß sich wegen des un-

terschiedlichen Werkstoffverhaltens bei Zylindern aus S235 ein anderes

Eigenspannungs- und Verzugsfeld einstellt als bei vergleichbaren Zylindern

aus S355. Es wird erwartet, daß sich diese Unterschiede auchbeim Beulver-

halten auswirken.

In Tabelle 10.4 sind die Grenzspannungen mit und ohne Eigenspannungen f̈ur

die betrachteten Zylinder zusammengestellt. Der Verhältniswert σgr ohne

σgr mit
ist an-

gegeben. In den Abbildungen 10.17 bis 10.22 sind die Beulmuster der betrach-

teten Zylinder f̈ur das Beulen mit Eigenspannungen dargestellt.

Radius in mm 400 400 400 400 800 800

t in mm 4 4 2 2 1 1

Segment in◦ 90 90 360 360 22,5 22,5

Werkstoff S235 S355 S235 S355 S235 S355

Grenzspannung

mit Eigenspannungen 228 352 198 310 60,1 89,7

ohne Eigenspannungen 233 349 219 312 60,5 58,9

Verhältniswert
σgr ohne
σgr mit

1,02 0,99 1,11 0,99 1,01 0,66

Tabelle 10.4: Grenzspannungσgr in N
mm2 bei den betrachteten Zylindern nach

Schweißverzug mit und ohne Eigenspannungen; Verhältniswertσgr ohne

σgr mit
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Abbildung 10.17: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/4/90/3/1, S235
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Abbildung 10.18: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/4/90/3/1, S355
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Abbildung 10.19: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/2/360/8/1, S235
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Abbildung 10.20: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/2/360/8/1, S355
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Abbildung 10.21: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 8/1/22,5/2/4, S235
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Abbildung 10.22: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 8/1/22,5/2/4, S355
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Die in Tabelle 10.4 f̈ur die Zylinder mit R
t =800 und einem Segment von

22,5◦ angegebenen Grenzspannungen dienen nur dem Vergleich zwischen den

beiden Werkstoffen. Die Grenzspannung ist beim Zylindersegment von 22,5◦

größer als bei einem größeren Zylindesegment, da durch die gewählten Rand-

bedingungen am Seitenrand bei kleinerer Segmentgröße eine gr̈oßere Um-

fangswellenzahl erzwungen wird.

Beim Zylindersegment mit 4 mm Wanddicke aus S355 (Abbildung10.18)

bildet sich ein schachbrettförmiges Beulmuster mit 112 Beulwellen in Um-

fangsrichtung aus. Beim vergleichbaren Zylindersegment aus S235 (Abbil-

dung 10.17) versagt im wesentlichen der Nahtbereich am rechten Segmentrand

durch Radialverformung nach innen. Es gibt nur einen sehr kleinen Bereich,

der nach außen beult. Das beim S355 deutlich ausgeprägte Schachbrettmuster

ist beim S235 nur schwach zu erkennen. Die Grenzspannung desplastisch beu-

lenden Zylinders mit 4 mm Wanddicke liegt sowohl bei S235 alsauch bei S355

bei der Streckgrenze des Grundwerkstoffes.

Beim elastisch beulenden Zylinder mit 1 mm Wanddicke ist beim Modell mit

Eigenspannungen zu beobachten, daß die Grenzspannung beimZylinder aus

S235 mit 60,1 N
mm2 deutlich geringer ist als die Grenzspannung beim Zylin-

der aus S355 mit 89,7N
mm2 . Nach allgemeinem, bisher geläufigem, Versẗandnis

wäre zu erwarten, daß beide Grenzspannungen gleich groß sind, da diese Span-

nungen weit unterhalb der Streckgrenze liegen und die unterschiedlich hohe

Streckgrenze keinen Einfluß haben dürfte.

Die Grenzspannungen der entsprechenden Zylindermodelle ohne Eigenspan-

nungen sind mit 60,5 N
mm2 für den Zylinder aus S235 etwa so groß wie für

den Zylinder aus S355 mit 58,9N
mm2 . Das bedeutet, daß bei dem gewählten

System die Schweißeigenspannungen beim Werkstoff S355 eine signifikannte

Steigerung der Grenzspannung bewirken, während die Schweißeigenspannun-

gen beim Werkstoff S235 keine Auswirkung auf die Grenzspannung haben.

Der Zylinder mit 2 mm Wanddicke weist ein̈ahnliches Beulverhalten auf.

Beim Werkstoff S355 (Abbildung 10.20) bildet sich ebenfalls ein schach-

brettförmiges Beulmuster aus. Beim vergleichbaren Zylinder aus S235 (Ab-

bildung 10.19) versagt im wesentlichen der Nahtanfangs- und Nahtendbereich
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durch Radialverformung nach innen. Es gibt fast keine Radialverformung nach

außen. Daf̈ur setzt sich die ellipsoide Grundform aus dem Schweißverzug (Ab-

bildung 10.5) bei der Beulverformung fort.

Aus der in Abbildung 10.23 aufgetragenen RadialverformungamÄquator f̈ur

den Zylinder mit 1 mm Wanddicke (8/1/22,5/2/4) nach dem Schweißen und

nach dem Beulen läßt sich die Affiniẗat der Beulfigur zum Schweißverzug er-

kennen.

Zusammenfassend wird festgestellt, daß der Verzug durch den Werkstoff maß-

gebend beeinflußt wird und durch den Verzug die Beulform und die Grenz-

spannung signifikant beeinflußt wird.
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Abbildung 10.23: Radialverformung w in mm am̈Aquator beim Zylinder

8/1/22,5/2/4 f̈ur S235 und S355 nach dem Schweißen und nach dem Beulen.
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11 Vereinfachungen

11.1 Untersuchte Vereinfachungen bei der Be-

rechnung

In einer Vielzahl von Ver̈offentlichungen zur Berechnung von Schweißverzug

und Schweißeigenspannungen werden Vereinfachungen bei den Berechnungs-

annahmen getroffen, weil keine geeignete Software verwendet wird oder weil

Rechenkapazität fehlt. Deshalb wird der Einfluß folgender Parameter unter-

sucht:

a. Heftstellen

b. Gef̈ugeumwandlung

c. Zusatzwerkstoff

d. transiente Ẅarmequelle

e. Löschen der Materialhistorie oberhalb der Schmelztemperatur

indem diese in Vergleichsberechnungen unterdrückt werden. Das Berech-

nungsmodell ohne Zusatzwerkstoff und ohne Heften entspricht der Simulation

einer Blindnaht.

Tabelle 11.1 liefert den̈Uberblick über die f̈ur die Vergleichsberechnungen

verwendeten Zylindergeometrien.

11.2 Heftstellen

Als wesentliches Ergebnis aus Kapitel 9 ist festzustellen,daß der Maximalwert

der Radialverformung bei Berücksichtigung der Heftstellen zunimmt.
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Radius in mm 800 800

t in mm 1 1

L in mm 1600 1600

Segment in◦ 22,5 22,5

Heftstellen 2 2

Schweißfolge 4 4

Werkstoff S235 S355

Tabelle 11.1: Übersicht der verwendeten Zylindergeometrien

11.3 Gef̈ugeumwandlung

In den vorangegangenen Kapiteln wurden bereits die Einflüsse der Gefügeum-

wandlung auf den Schweißverzug und die Schweißeigenspannungen bei um-

wandelnden Stählen erl̈autert. In diesem Abschnitt wird mit einem Vergleich

zwischen der Berechnung mit und der Berechnung ohne Gefügeumwandlung

die Gr̈oßenordnung der Abweichung gezeigt.

In Tabelle 11.2 sind f̈ur die Modelle mit Berechnung der Gefügeumwandlung

und für die Modelle ohne Berechnung der Gefügeumwandlung die Maximal-

werte der Radialverformungen nach innen und nach außen zusammengestellt.

Der Verḧaltniswert der Radialverformungw ohne Gef̈ugeumwandlung
w mit Gefügeumwandlung stellt das Maß

für die Abweichung dar. Bei jedem Modell und bei beiden Stahlsorten treten

signifikante Abweichungen zwischen der Berechnung mit und der Berechnung

ohne Gef̈ugeumwandlung auf.

Den Vergleich des Verlaufes der Radialverformung w am Meridian VL und

amÄquator bei einer Berechnung mit und einer Berechnung ohne Gefügeum-

wandlung sind in den Abbildungen 11.1 bis 11.2 dargestellt.

Am deutlichsten ist der Einfluß der Gefügeumwandlung auf die Radialver-

formung an den̈Aquatorschnitten in Abbildung 11.2 erkennbar. Es gibt ohne

Gefügeumwandlung Abweichungen der Verformungslinie sowohl nach innen,

als auch nach außen.
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Radius in mm 800 800

t in mm 1 1

Werkstoff S235 S355

mit Berechnung der Gefügeumwandlung:

Radialverformung nach außen in mm 0,40 0,47

Radialverformung nach innen in mm 0,67 0,43

ohne Berechnung der Gefügeumwandlung:

Radialverformung nach außen in mm 0,49 0,45

Radialverformung nach innen in mm 0,77 0,57

Verhältniswert w ohne Gef̈ugeumwandlung
w mit Gefügeumwandlung für die:

Radialverformung nach außen 1,22 0,96

Radialverformung nach innen 1,15 1,67

Tabelle 11.2: Radialverformung w nach dem Schweißen bei Zylindern, die mit

Gefügeumwandlung berechnet wurden im Verlgeich zu Zylindern,die ohne

Gefügeumwandlung berechnet wurden

Am rechten Segmentrand, an dem der Symmetrie wegen zwei Wärmequel-

len enden, ist bei der Variante mit Gefügeumwandlung die Radialverformung

sẗarker zur Zylinderachse gerichtet, als bei der Variante ohne Gef̈ugeumwand-

lung.

Der Vertikalschnitt in Abbildung 11.1 zeigt den unterschiedlichen Verlaufüber

die Zylinderḧohe. Es zeigen sich sowohl im Naht-, als auch im Nahtnebenbe-

reich deutliche Abweichungen.

Die in Abbildung 11.3 am Meridianschnitt VL dargestellten Spannungen aus

der Umfangsnormalkraft zeigen die Auswirkungen der Gefügeumwandlung

auf die Membraneigenspannungen.

Es sind folgende zwei Effekte festzustellen:

• Beim S355 bewirken die der Schrumpfdehnung entgegengesetzten Um-

wandlungsdehnungen eine Reduktion der Umfangsspannungen. Das

führt dazu, daß die Umfangsspannungen in Nahtmitte kleiner werden,

wenn mit Gef̈ugeumwandlung berechnet wird.
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• Beim S235 ist der Einfluß der Umwandlungsdehnungen geringerals

beim S355. Es entsteht jedoch in Nahtmitte bainitisches Gefüge, dessen

Streckgrenze mit 500N
mm2 wesentlich gr̈oßer ist als die Streckgrenze des

ferritischen Gef̈uges im Grundwerkstoff mit 240N
mm2 . Dies f̈uhrt dazu,

daß bei der Berechnung ohne Berücksichtigung der Gefügeumwandlung

die Umfangsspannungen in Nahtmitte im Bereich der Streckgrenze des

Grundmaterials liegen, ẅahrend die Umfangsspannungen in Nahtmitte

auf 440 N
mm2 steigen, wenn die Berechnung mit Berücksichtigung der

Gefügeumwandlung durchgeführt wird.

Es f̈allt weiterhin auf, daß es auch bei der Berechnung ohne Gefügeumwand-

lung zu einer Einsattelung der Umfangsspannungen in Nahtmitte kommt. Die

Ursache hierf̈ur liegt in der Verfestigung in der Ẅarmeeinflußzone, die größer

ist als im geschmolzenen Nahtbereich.
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11.4 Zusatzwerkstoff

Mit der Abbildung des Zusatzwerkstoffes wird bei der Berechnung ber̈ucksich-

tigt, daß der Schweißnahtspalt zwischen oberer und untererZylinderḧalfte erst

nach dem Vorbeiziehen der Schweißwärmequelle geschlossen und nach dem

Abkühlen tragf̈ahig wird.

Bei einer Berechnung ohne Zusatzwerkstoff wird dem Nahtspalt zu Beginn der

Berechnung der Grundwerkstoff, die ferritische Phase, zugewiesen. Dieses Be-

rechnungsmodell entspricht einem Zylinder, auf den eine Blindnaht geschweißt

wird. Der Zylinder mit Schweißnahtspalt ist während des Schweißprozesses

weicher als der Zylinder mit Blindnaht. Dies führt zur Vermutung, daß der

Schweißverzug geringer wird, wenn kein Schweißnahtspalt vorhanden ist.

Die Besẗatigung dieser Vermutung liefern die in den Tabellen 11.3 und 11.4

zusammengestellten Berechnungsergebnisse der Radialverformungen. Der

Verhältniswert w ohne Zusatzwerkstoff
w mit Zusatzwerkstoff ist für alle betrachteten Zylinder kleiner als

Eins. Sowohl die maximale Radialverformung nach außen, alsauch die maxi-

male Radialverformung nach innen wird geringer, wenn der Zusatzwerkstoff

nicht mit abgebildet wird.

In Tabelle 11.3 haben alle Modelle Heftstellen. Daraus ergibt sich der direk-

te Vergleich mit und ohne Zusatzwerkstoff, da das gesamte Temperaturfeld,

Heften und Schweißen, jeweils identisch ist.

In Tabelle 11.4 fehlen bei den Modellen ohne Zusatzwerkstoff die Heftstel-

len. In dieser Tabelle wird folglich eine Umfangsnaht mit Schweißspalt und

Heftstellen mit einer reinen Blindnaht verglichen.

Die Darstellung der Radialverformungen am̈Aquator (Abbildung 11.5) zeigt

die Abnahme der Verformungsamplitude in Umfangsrichtung,wenn der

Schweißspalt nicht abgebildet wird (ohne Zusatzwerkstoff). Am linken Seg-

mentrand treten Radialverformungen auf, die bei den Zylindern mit Ber̈uck-

sichtigung des Zusatzwerkstoffes deutlich weiter nach außen gerichtet sind als

bei den Zylindern ohne Berücksichtigung des Zusatzwerkstoffes.

Die Abweichungen beim Verlauf der Radialverformungüber die Zylinderḧohe

sind nicht nur auf den Nahtbereich beschränkt, sondern sind auch in den Be-
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reichen neben der Naht deutlich zu erkennen (Abbildung 11.4). Insbesondere

beim Zylinder mit 1 mm Wanddicke ist die Abweichung neben demNahtbe-

reich wesentlich gr̈oßer als im Nahtbereich selbst.

Radius in mm 800

t in mm 1

Werkstoff S355

Berechnung mit Zusatzwerkstoff und Heftstellen:

Radialverformung nach außen in mm 0,47

Radialverformung nach innen in mm 0,43

Berechnung ohne Zusatzwerkstoff und Heftstellen

Radialverformung nach außen in mm 0,23

Radialverformung nach innen in mm 0,40

Verhältniswertw ohne Zusatzwerkstoff
w mit Zusatzwerkstoff für die:

Radialverformung nach außen 0,49

Radialverformung nach innen 0,93

Tabelle 11.3: Radialverformung w nach dem Schweißen, identische Tempera-

turfelder

Radius in mm 800 800

t in mm 1 1

Werkstoff S235 S355

Berechnung mit Zusatzwerkstoff und Heftstellen:

Radialverformung nach außen in mm 0,40 0,47

Radialverformung nach innen in mm 0,67 0,43

Berechnung ohne Zusatzwerkstoff ohne Heftstellen (Blindnaht):

Radialverformung nach außen in mm 0,27 0,17

Radialverformung nach innen in mm 0,63 0,35

Verhältniswertw ohne Zusatzwerkstoff
w mit Zusatzwerkstoff für die:

Radialverformung nach außen 0,68 0,36

Radialverformung nach innen 0,94 0,81

Tabelle 11.4: Radialverformung w nach dem Schweißen, Fertigungsnaht -

Blindnaht

173



11 Vereinfachungen

-0,25

-0,20

-0,15

-0,10

-0,05

0,00

0,05

0,10

0,15

0,20

0,25

-200 -150 -100 -50 0 50 100 150 200

Nahtmittenabstand in mm

R
ad

ia
lv

er
fo

rm
u

n
g

w
in

m
m

S355 mit Zusatzwerkstoff mit Heften
S355 ohne Zusatzwerkstoff mit Heften
S355 ohne Zusatzwerkstoff ohne Heften

Abbildung 11.4: Radialverformung w in mm am Meridian VL = -5,625◦ beim

Zylinder 8/1/22,5/H/4

-0,6

-0,4

-0,2

0

0,2

0,4

0,6

-11,25 -8,75 -6,25 -3,75 -1,25 1,25 3,75 6,25 8,75 11,25

Umfangswinkel in °

R
ad

ia
lv

er
fo

rm
u

n
g

w
in

m
m S355 mit Zusatzwerkstoff mit Heften

S355 ohne Zusatzwerkstoff ohne Heften
S355 ohne Zusatzwerkstoff mit Heften

S235 mit Zusatzwerkstoff mit Heften
S235 ohne Zusatzwerkstoff ohne Heften

Abbildung 11.5: Radialverformung w in mm am̈Aquator beim Zylinder

8/1/22,5/H/4

174



11 Vereinfachungen

11.5 Transiente Ẅarmequelle

Wird vereinfachend eine rotationssymmetrische Wärmequelle anstatt einer

transienten Ẅarmequelle angesetzt, führt dies bei der Berechnung zu wesent-

lich kürzeren Rechenzeiten. Aus den bislang gezeigten Radialverformungen

von Zylindern mit transienter Ẅarmequelle geht eine Umfangswelligkeit, die

insbesondere im Nahtanfangs- und Nahtendbereich ausgeprägt ist, hervor. Die-

se Umfangswelligkeit kann aus einer rotationssymmetrischen Wärmequelle nie

entstehen.

Die in 11.5 angegebenen Ergebnisse der Radialverformung der Varianten mit

rotationssymmetrischer und transienter Wärmequelle zeigen, daß die maxima-

le Radialverformung nach innen bei rotationssymmetrischer Wärmequelle ge-

ringer ist als bei transienter Ẅarmequelle. Eine Radialverformung nach außen

tritt bei den Zylindern mit rotationssymmetrischer Wärmequelle nur bei weni-

gen Ausnahmen auf.

Radius in mm 800 800

t in mm 1 1

Werkstoff S235 S355

Berechnung mit transienter Ẅarmequelle:

Radialverformung nach außen in mm 0,40 0,47

Radialverformung nach innen in mm 0,67 0,43

Berechnung mit rotationssymmetrischer Wärmequelle:

Radialverformung nach außen in mm 0,023 0,017

Radialverformung nach innen in mm 0,61 0,36

Verhältniswert w rotationssymmetrisch
w transient für die:

Radialverformung nach außen 0,058 0,036

Radialverformung nach innen 0,91 0,84

Tabelle 11.5: Radialverformung w nach dem Schweißen

Die Differenz des Radialverzuges zwischen Nahtmitte und maximalem Ein-

zug im Nahtnebenbereich ist bei den Zylindern mit rotationssymmetrischer

Wärmequelle gr̈oßer als bei den Zylindern mit transienter Wärmequelle (Ab-

bildung 11.6).
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Der Übergang vom Nahtbereich in den Nahtnebenbereich erfolgt bei den Zy-

lindern mit transienter Ẅarmequelle weicher als bei den Zylindern mit rotati-

onssymmetrischer Ẅarmequelle. Diese Unterschiede liegen an den zwischen

den beiden Ẅarmequellenarten unterschiedlichen Temperaturfeldverläufen in

den Bereichen neben der Naht begründet (Abbildung 11.6).

Außer im Nahtmittenbereich stimmen die Umfangsspannungengut überein

(Abbildung 11.7).

Im Nahtmittenbereich unterscheidet sich die Abkühlgeschwindigkeit zwischen

transienter und rotationssymmetrischer Wärmequelle. Daher kommt es auf-

grund von Umwandlungseffekten zu den Abweichungen bei den Umfangs-

spannungen.
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11.6 Zurücksetzen der Materialhistorie

Da beim Schweißprozeß Dehnungen auftreten, die im Bereich der Verfestigung

des Werkstoffs liegen, spielt die Verfestigung bei der Berechnung der Eigen-

spannungen eine maßgebende Rolle. Beim Erreichen der Schmelztemperatur

wird durch den Schmelzprozeß das bestehende Kristallgefüge aufgebrochen.

Die bis dahin kumulierten plastischen Dehnungen verschwinden. Nach der Er-

starrung entstehen die plastischen Dehnungen von Neuem.

In Abbildung 11.8 wird dieser Vorgang dargestellt. Betrachtet wird der Zeitbe-

reich von 25 s bis 75 s am Schnittpunkt des Meridians VL = -22,5◦ mit dem

Äquator beim Zylinder R = 400 mm, t = 4 mm, S = 90◦ mit Blindnaht mit und

ohne L̈oschen der Materialhistorie. An der linken Abzisse ist die Temperatur

aufgetragen. An der rechten Abzisse sind die kumulierten plastischen Dehnun-

gen derγ-Phase aufgetragen.
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Abbildung 11.8: Verlauf von Temperatur und kumulierter plastischer Dehnung

derγ-Phase beim Zylinder R = 400 mm, t = 4 mm, S = 90◦ am Schnittpunkt

des Meridians VL = -22,5◦ mit demÄquator

Es wird dieγ-Phase betrachtet, da der Werkstoff im betrachteten Zeitfenster

austenitisiert ist. Bei der Berechnung mit Löschen der Materialhistorie wer-

den die kumulierten plastischen Dehnungen bei etwa 31 s, beim Erreichen der

Schmelztemperatur gelöscht.

Der Zylinder R = 400 mm, t = 4 mm, S = 90◦ wurde mit rotationssymmetrischer

Wärmequelle ohne Heften und ohne Gefügeumwandlung einmal mit L̈oschen

der Materialhistorie und einmal ohne Löschen der Materialhistorie berechnet.

In Abbildung 11.9 sind die Spannungen aus Umfangsnormalkraft am Meridian

M = 0◦ aufgetragen.

Die Unterschiede im Spannungsverlauf im Nahtmittenbereich kommen aus den

Unterschieden bei den Verfestigungsspannungen, die sich aus dem in Abbil-

dung 11.8 dargestelltem unterschiedlichen Verlauf der kumulierten plastischen

Dehnungen ergeben.

Wenn die plastischen Dehnungen nicht gelöscht werden, kommt es zu einer

fehlerhaften Berechnung der Verfestigungsspannungen.
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Abbildung 11.9: Spannung in N
mm2 aus Umfangsnormalkraft uy am Meridian
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Die größte festgestellte Abweichung bei den Umfangsspannungen zwischen

der Berechnung mit und der Berechnung ohne Zurücksetzen der Materialhi-

storie lag bei dem Faktor 1,33 (Abbildung 11.9).

11.7 Einfluß der Vereinfachungen auf die berech-

nete Grenzspannung

In Tabelle 11.6 sind die Grenzspannungen der Zylinder, bei denen Eigenspan-

nung und Verzug realitätsnah berechnet wurden, den Axialgrenzsspannungen

der Zylinder gegen̈ubergestellt, bei denen Vereinfachungen bei der Berechnung

getroffen wurden. Der Verḧaltniswert σgr ohne Vereinfachung
σgr mit Vereinfachung ist das Maß f̈ur die

Auswirkung der jeweils betrachteten Vereinfachung auf dieGrenzspannung.

Es f̈allt auf, daß die Anwendung einer rotationssymmetrischen Wärmequel-

le statt einer transienten Ẅarmequelle zu einer deutlichen̈Uberscḧatzung der

axialen Grenzspannung führt. Wird der Zusatzwerkstoff nicht abgebildet, so
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Radius in mm 800 800

t in mm 1 1

Werkstoff S235 S355

realiẗatsnahe Berechnung:

Grenzspannung inN
mm2 60,1 89,7

ohne Heften:

Grenzspannung inN
mm2 - 91,9

Verhältniswert
σgr ohne Heften
σgr mit Heften - 1,02

ohne Gef̈ugeumwandlung:

Grenzspannung inN
mm2 59,9 85,4

Verhältniswert
σgr ohne Gef̈ugeumwandlung
σgr mit Gefügeumwandlung 1,00 0,93

ohne Zusatzwerkstoff mit Heften:

Grenzspannung inN
mm2 - 93,2

Verhältniswert
σgr ohne Zusatzwerkstoff
σgr mit Zusatzwerkstoff - 1,04

ohne Zusatzwerkstoff ohne Heften:

Grenzspannung inN
mm2 70,8 91,0

Verhältniswert
σgr ohne Zusatzwerkstoff
σgr mit Zusatzwerkstoff 1,18 1,01

rotationssymmetrische Ẅarmequelle:

Grenzspannung inN
mm2 98,6 151

Verhältniswert
σgr rotationssymmetrisch

σgr transient 1,64 1,68

Tabelle 11.6: Grenzspannungσgr für Zylinder mit realiẗatsnah berechneten

Schweißeigenspannungen und Schweißverzug im Vergleich zuZylindern mit

Vereinfachungen bei der Berechnung

liegt beim Zylinder aus S235 die Grenzspannungüber dem Wert, der sich aus

einer realiẗatsnahen Berechnung ergibt. Beim Zylinder aus S355 sind mitund

ohne Vereinfachung die Grenzspannungen annähernd gleich groß.

Bei der Ber̈ucksichtigung der Gefügeumwandlung ergeben sich aus der Verein-

fachung beim Zylinder aus S355 Auswirkungen auf die Grenzspannung, beim

Zylinder aus S235 jedoch kaum. Die Grenzspannung ist mit Berücksichtigung

der Gef̈ugeumwandlung größer.

Bei der Vereinfachung ohne Heften konnte bei den hier betrachteten Varianten

kein signifikanter Einfluß auf die Grenzspannung festgestellt werden.
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11.8 Bewertung der untersuchten Vereinfachun-

gen

Es wurde gezeigt, daß die untersuchten Vereinfachungen beider Berechnung

signifikante Auswirkungen auf das berechnete Verzugsfeld nach dem Schwei-

ßen haben k̈onnen.

Auf die berechneten Eigenspannungen haben die Vereinfachungen
”
Berech-

nung ohne Gef̈ugeumwandlung“ und
”
ohne L̈oschen der Materialhistorie“

einen Einfluß.

Abweichungen bei der Grenzspannung, die sich bei der Berechnung ergeben,

konnten abḧangig von System und Werkstoff für alle Vereinfachungen außer

dem Heften nachgewiesen werden. Das Heften hat jedoch Einfluß auf den

Schweißverzug.
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12 Einlagige Umfangsn̈ahte

12.1 Übersicht über die untersuchten Varianten

Die untersuchten Modelle haben Wanddicken von 1 mm, 2 mm und 4mm.

Die Zylinderradien betragen 200 mm, 400 mm, 800 mm und 1600 mm. Die

Zylinderlänge wird doppelt so groß wie der Zylinderradius gewählt: L = 2R.

Die Segmentgr̈oße wird abḧangig vom Radius so gewählt, daß die Bogenlänge

lB des Segments mit 628 mm bei den Varianten gleich groß ist: lB = 90· R
400.

Um abzuscḧatzen, in wie weit die Gr̈oße des geẅahlten Segmentbogens das

Berechnungsergebnis beeinflußt, wird bei ausgewählten Varianten ein doppelt

so großes Segment oder ein ganzer Zylinder betrachtet.

Die Berechnungen erfolgen sowohl für Zylinder aus dem Werkstoff S235 als

auch f̈ur Zylinder aus dem Werkstoff S355. Die Auswertung der Ergebnisse

erfolgt getrennt nach den beiden Werkstoffen.

Aus den in den vorangegangenen Kapiteln betrachteten Schweißfolgen werden

die Schweißfolgen 2 und 4 für alle Geometrievarianten gewählt. Schweißfol-

ge 4 repr̈asentiert die Nahtanfangs- und Nahtendbereiche eines umfangsnaht-

geschweißten Zylinders mit dem an dieser Stelle maximal werdenden Naht-

einzug, sowie den an dieser Stelle signifikant auftretendenin Abbildung 9.22

beispielhaft dargestellten Axialeigenspannungen. Schweißfolge 2 repr̈asentiert

einen auf minimalen Verzug optimiert geschweißten Zylinder mit geringerem

Nahteinzug und geringen Axialeigenspannungen. Schweißfolge 5 wird, da sie

in der Realiẗat eher selten auftritt, nur bei ausgewählten Geometrievarianten be-

trachtet. Um eine Aussage zu erhalten, wie sich das transiente Temperaturfeld

im Vergleich zum rotationssymmetrischen Temperaturfeld bei unterschiedli-

chen Zylinderschlankheiten verhält, werden die Varianten mit 1 mm und 4 mm

Wanddicke mit gleichzeitiger Ẅarmequelle, Schweißfolge R, berechnet.

Die Berechnungesergebnisse sind in den beiden nachfolgenden Tabellen zu-

sammengefaßt.

183



12
E

inlagige
U

m
fangsn̈ahte

R
t 50 100 200 400 800 1600

σkl 2541 1271 635 318 159 79,4

t 4 4 1 2 4 1 2 4 1 2 1

S 180 90 180 90 45 90 45 22,5 45 22,5 22,5

Heft 3 2 3 2 2 2 2 2 2 2 2

w
t (2) -0,11 -0,17 -0,24 - -0,24 -0,41 -0,40 -0,29 -0,64 -0,63 -0,92

w
t (4) -0,15 -0,22 -0,35 -0,362) -0,31 -0,53 -0,53 -0,36 -0,80 -0,66 -1,16

w
t (R) 1) -0,05 -0,09 -0,15 - -0,14 -0,33 - -0,21 -0,61 - -1,02

mit Schweißeigenspannungen
σgr
σkl

(2) - 0,18 - - 0,33 0,46 0,44 0,43 0,43 0,49 0,42
σgr
σkl

(4) - 0,18 - 0,312) 0,30 0,37 0,37 0,45 0,39 0,40 0,33
σgr
σkl

(R) 1) - 0,18 - - 0,35 0,47 - - 0,44 - 0,433)

ohne Schweißeigenspannungen
σgr
σkl

(2) - 0,18 - - 0,35 0,47 0,45 0,43 0,38 0,40 0,31
σgr
σkl

(4) - 0,18 - 0,342) 0,36 0,43 0,39 0,47 0,37 0,38 0,28
σgr
σkl

(R) 1) - 0,18 - - 0,36 0,59 - - 0,41 - 0,303)

Tabelle
12.1:B

erechnungsergebnisse
f

ür
S

235
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m
fangsn̈ahte

R
t 50 100 200 400 800 1600

σkl 2541 1271 635 318 159 79,4

t 4 4 1 2 4 1 2 4 1 2 1

S 180 90 180 90 45 90 45 22,5 45 22,5 22,5

Heft 3 2 3 2 2 2 2 2 2 2 2

w
t (2) -0,07 -0,101) -0,16 - -0,20 -0,33 -0,33 -0,37 -0,53 -0,56 -0,89

w
t (4) -0,10 -0,151) -0,19 -0,215) -0,23 -0,33 -0,39 -0,26 -0,61 -0,582) -0,95

w
t (5) - - - - - - -0,542) - - -0,812) -

w
t (R) 4) -0,03 -0,06 -0,08 - -0,10 -0,19 - -0,16 -0,36 - -0,673)

mit Schweißeigenspannungen
σgr
σkl

(2) - 0,281) 0,39 - 0,49 0,50 0,53 0,48 0,45 0,50 0,43
σgr
σkl

(4) - 0,281) 0,39 0,495) 0,45 0,50 0,48 0,44 0,41 0,432) 0,39
σgr
σkl

(5) - - - - - - 0,462) - - 0,432) -
σgr
σkl

(R) 4) - 0,28 0,38 - 0,54 0,72 - - 0,61 - 0,453)

ohne Schweißeigenspannungen
σgr
σkl

(2) - 0,281) 0,39 - 0,49 0,50 0,52 0,48 0,44 0,46 0,38
σgr
σkl

(4) - 0,271) 0,36 0,495) 0,46 0,50 0,46 0,44 0,41 0,412) 0,33
σgr
σkl

(5) - - - - - - 0,422) - - 0,382) -
σgr
σkl

(R) 4) - 0,28 0,38 - 0,53 0,71 - - 0,61 - 0,443)

Tabelle
12.2:B

erechnungsergebnisse
f

ür
S

355
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Fußnoten zu Tabelle 12.1:

1) Schweißfolge R ohne Heften
2) Segment: 360◦, 8 Heftstellen, Schweißfolge 1
3) Doppelte Segmentgröße

Fußnoten zu Tabelle 12.2:

1) 3 Heftstellen2) Doppelte Segmentgröße, 3 Heftstellen
3) Doppelte Segmentgröße
4) Schweißfolge R ohne Heften
5) Segment: 360◦, 8 Heftstellen, Schweißfolge 1

12.2 Segment im Vergleich mit ganzem Zylinder

Anhand eines Zylinders mit R = 400 mm, t = 2 mm und L = 800 mm aus

S355 wirdüberpr̈uft, wie groß die Abweichungen der Berechnungsergebnisse

zwischen einem Segmentmodell und dem Modell eines ganzen Zylinders sind.

Für das Segmentmodell (S = 90◦) wird Schweißfolge 4 geẅahlt. Beim Modell

des ganzen Zylinders (S = 360◦) laufen zwei Schweißẅarmequellen im Ab-

stand von 180◦ gleichzeitig in gleichem Drehsinn um je eine Zylinderhälfte.

Verglichen wird derÜbergangsbereich Nahtanfang→ Nahtende. Beim Seg-

mentmodell befindet sich dieser Bereich in Segmentmitte.

Die Grenzspannung und die Beulverformung in diesem Grenzzustand der bei-

den Modelle zeigen keine signifikanten Abweichungen. Die Radialverformung

des Segmentes unter der Grenzspannung von 309N
mm2 ist in Abbildung 12.3

dargestellt. Die vergleichbare Radialverformung des ganzen Zylinders unter

der Grenzspannung von 310N
mm2 zeigt Abbildung 12.4.

In Abbildung 12.1 ist die Radialverformung w des Segmentmodells (S = 90◦)

nach dem Schweißen dargestellt. Die in Abbildung 12.2 dargestellte Radial-

verformung w des ganzen Zylinders (S = 360◦) stimmt mit dieser qualitativ

überein. Die maximale Radialverformung nach außen ist beimSegmentmodell
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Abbildung 12.1: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht, nach dem Schweißen, Zylinder 4/2/90/3/4 aus S355
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Abbildung 12.2: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht, nach dem Schweißen, Zylinder 4/2/360/8/1 aus S355
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Abbildung 12.3: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/2/90/3/4 aus S355
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Abbildung 12.4: Radialverformung w in mm in Radialrichtung 100-fach

überḧoht unter Grenzspannung, Zylinder 4/2/360/8/1 aus S355
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mit w = 0,248 mm gr̈oßer als beim Modell des ganzen Zylinders mit

w = 0,135 mm. Die maximale Radialverformung nach innen, die für das Beulen

maßgebend ist, stimmt bei beiden Modellen sehr gutüberein: w = -0,463 mm

beim Segmentmodell und w = -0,428 mm beim ganzen Zylinder.

Damit wird besẗatigt, daß eine Berechnung am Segmentmodell bei ausreichend

großer Segmentgröße in Bezug auf die Betrachtung eines ganzen Zylinders

hinreichend zutreffende Ergebnisse liefert.

12.3 Zylinderschlankheit und Schweißverzug

Den Wanddicken werden in den nachfolgend dargestellten Diagrammen fol-

gende Farben zugeordnet:

t = 1,0 mm→ rot

t = 2,0 mm→ blau

t = 4,0 mm→ grün

Den Schweißfolgen werden in den nachfolgenden Diagrammen folgende Sym-

bole zugeordnet:

Schweißfolge 2→ Quadrat

Schweißfolge 4→ Raute

Schweißfolge 5→ Kreis

Schweißfolge R→ Dreieck

Die maximale Radialverformung w nach innen ist in Abbildung12.5 f̈ur den

Werkstoff S235 und in Abbildung 12.7 für den Werkstoff S355̈uber der Zylin-

derschlankheitRt für die in Abschnitt 12.1 angegebenen Varianten aufgetragen.

Der normierte Radialverzugwt nach innen ist f̈ur den Werkstoff S235 in Abbil-

dung 12.6 und in Tabelle 12.1 und für den Werkstoff S355 in Abbildung 12.8

und Tabelle 12.2 angegeben.

Folgendes ist f̈ur die Radialverformung nach innen festzustellen:

• Der Gr̈oßtwert der Radialverformung ist bei allen Geometrievarianten

beim Werkstoff S235 gr̈oßer als beim Werkstoff S355.
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• Die maximale normierte Radialverformung ist für Varianten gleicher

ZylinderschlankheitRt und gleicher Schweißfolge unabhängig von der

Wanddicke gleich.

• Der Gr̈oßtwert der Radialverformung ist im allgemeinen bei gleichzeiti-

ger Wärmequelle (Schweißfolge R) geringer als bei transienter Wärme-

quelle (Schweißfolgen 2, 4). Beim Werkstoff S235 sind die Größtwerte

der Radialverformung zwischen Schweißfolge R und Schweißfolge 2 ab

einer ZylinderschlankheitRt von 800 etwa gleich groß.

• Die maximale Radialverformung ist bei Schweißfolge 4 und 5 für alle

Geometrievarianten größer als bei Schweißfolge 2 und R.

• Je gr̈oßer die ZylinderschlankheitRt ist, desto gr̈oßer ist die normierte

Radialverformung. Die Abḧangigkeit der Radialverformung von der Zy-

linderschlankheit ist nichtlinear.

• Die normierten Radialverformungen liegen abhängig von der Schweiß-

folge innerhalb einer konstanten Bandbreite.

• Die Radialverformungen sind kleiner als die nach DIN 18800-4 als Her-

stellungenauigkeit (Tabelle 9.1) zulässigen Vorbeultiefen.

Die maximale normierte Radialverformung nach innenwmin
t läßt sich auf-

grund der dargestellten Berechnungsergebnisse durch folgende allgemeine Ge-

setzm̈aßigkeit in Abḧangigkeit von der ZylinderschlankheitR
t darstellen:

wmin

t
= aL

(

R

1000 · t

)
1

bL

(12.1)

Die in Tabelle 12.3 angegebenen Koeffizienten aL und bL sind abḧangig vom

Werkstoff und von der Schweißfolge:

Werkstoff S235 S235 S355 S355 S355

Schweißfolge 2 4 2 4 5

aL 0,70 0,90 0,65 0,70 0,95

bL 1,75 1,75 1,5 1,5 1,5

Tabelle 12.3: Koeffizienten f̈ur Gleichung 12.1
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Für Schweißfolge 4 ergibt sich somit folgende Beziehung zwischen Zylinder-

schlankheit und maximalem normierten Radialverzug nach innen:

Für S235:
wmin

t
= 0, 9 ·

(

R

1000 · t

)
1

1,75

(12.2)

Für S355:
wmin

t
= 0, 7 ·

(

R

1000 · t

)
1

1,5

(12.3)

Die maximale normierte Radialverformungwt nach außen ist in Abbildung

12.9 f̈ur den Werkstoff S235 und in Abbildung 12.10 für den Werkstoff S355

über der ZylinderschlankheitRt aufgetragen. Bei der gleichzeitigen Wärme-

quelle treten vernachlässigbar kleine Radialverformungen nach außen auf. Die

normierte maximale Radialverformung nach außen nimmt bei den transienten

Schweißfolgen mit zunehmender Zylinderschlankheit zu. Esist jedoch kein so

eindeutiger Bezug zwischenRt und w
t wie bei der Radialverformung nach innen

festzustellen.

12.4 Grenzspannung f̈ur Imperfektionen aus

Schweißverzug mit Schweißeigenspannun-

gen

In den Tabellen 12.1 und 12.2 sind die normierten Grenzspannungenσgr/σkl ,

die sich bei Ber̈ucksichtigung von Schweißverzug und Schweißeigenspannun-

gen ergeben, geordnet nach Zylinderschlankheit, Wanddicke und Schweißfolge

der betrachteten Varianten angegeben.

Graphisch sind die Grenzspannungenσgr in Abbildung 12.11 f̈ur den Werk-

stoff S235 und in Abbildung 12.13 für den Werkstoff S355̈uber der Zy-

linderschlankheitRt aufgetragen. Als Vergleichswert ist die charakteristische

AxialgrenzbeulspannungσxS,R,k eingetragen, die sich nach DIN 18800-4 er-

gibt, wenn die charakteristischen Werkstoffkennwerte zurBemessung mit

fy = 240 N
mm2 (für S235), fy = 360 N

mm2 (für S355) und E = 210000N
mm2 an-

gesetzt werden.
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Die auf die klassische Grenzbeulspannung normierten Grenzspannungen

σgr/σkl sind in Abbildung 12.12 f̈ur den Werkstoff S235 und in Abbil-

dung 12.14 f̈ur den Werkstoff S355̈uber der ZylinderschlankheitRt aufgetra-

gen. Als Vergleichswert ist die auf die klassische Grenzbeulspannung normier-

te charakteristische Axialgrenzbeulspannung nach DIN 18800-4 σxS,R,k/σkl

eingetragen.

Aus den Grafiken ist folgendes zu erkennen:

• Die berechneten Grenzspannungen liegen generellüber dem jeweiligen

Vergleichswert nach DIN 18800-4.

• Die berechneten Grenzspannungen folgen qualitativ dem Verlauf der

Axialgrenzsbeulspannungen nach DIN 18800-4.

• Die berechneten Axialgrenzspannungen der Zylinder aus S235 liegen

näher an den Axialgrenzbeulspannungen nach DIN 18800-4 als die be-

rechneten Grenzspannungen der Zylinder aus S355.

• Die geringsten berechneten Grenzspannungen ergeben sich jeweils aus

Schweißfolge 4 und 5.

• Aus der rotationssymmetrischen Wärmequelle ergeben sich jeweils

größere Grenzspannungen als für die Zylindermodelle mit transienter

Wärmequelle. Mit einer gleichzeitigen Ẅarmequelle wird folglich die

Grenzspannung zu hoch und damit zur unsicheren Seite abgeschätzt.

• Bei einer ZylinderschlankheitRt ≥ 200 liegt bei transienter Ẅarmequelle

die normierte Grenzspannungσgr/σkl für die betrachteten Zylinder aus

S235 zwischen 0,30 und 0,50 und für die betrachteten Zylinder aus S355

zwischen 0,40 und 0,53.

• Bei einer ZylinderschlankheitRt ≤ 100 ist die Grenzspannung, un-

abḧangig von den untersuchten Schweißfolgen, beim S355 gleichder

Streckgrenze und beim S235 nur geringfügig geringer als die Streck-

grenze. Im Gegensatz zur DIN 18800-4 liefern die Berechnungsergeb-

nisse beiRt = 100 keine Abminderung aus dem Beulen.
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Abbildung 12.13: Grenzspannungσgr in N
mm2 , Werkstoff S355
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Die Feststellung des letzten Punktes wird unter Betrachtung des Schweiß-

nahteinzuges, der beim S355 0,1t und beim S235 0,15t beträgt und wesent-

lich kleiner als die f̈ur die Herstellung zulässige Vorbeultiefe mit 0,4t ist,

versẗandlich. Wird die Grenzspannung für einen Zylinder ohne Schweißver-

zug jedoch mit der in Abbildung 5.11 dargestellten Vorverformungsfigur mit

dem f̈ur die FEM-Berechnung in prEN 1993-1-6: 2005 Abschnitt 8.7.2 für die

Qualiẗatsklasse B angegebenen Stich der Vorverformung vonw0
t = 0,64 ermit-

telt, so ergibt sich beim Zylinder R = 400 mm, t = 4 mm und fy = 355 N
mm2

eine Grenzspannung von 0,7fy. Dieser Wert entspricht der Abminderungκ

nach DIN 18800-4. Die Werte der Herstelltoleranz-Qualitätsklasse B nach

prEN 1993-1-6 ensprechen den in DIN 18800-4 spezifizierten Werten der Her-

stelltoleranzen. Daraus ist zu schließen, daß für dickwandige Zylinder die

nichtschweißbedingten Imperfektionen einen größeren Einfluß auf das Beul-

verhalten haben, als die schweißbedingten.

Abbweichungen zu den Ergebnissen von Banke et al. [BSS03] und Hübner

et. al [HTS06] liegen in Vereinfachungen begründet, die Banke und Ḧubner

bei der numerischen Abbildung von Schweißeigenspannungenund Schweiß-

verzug getroffen haben. Zu diesen Vereinfachungen gehören der rotationssym-

metrische Ansatz der Ẅarmequelle, die Vernachlässigung der Gefügeumwand-

lung, die nicht Ber̈ucksichtigung der sukzessiven Füllung des Schweißnaht-

spaltes, der vereinfachende Ansatz von Schrumpfdehnungenim Nahtbereich

oder die Nichtber̈ucksichtigung des Aufheizvorganges.

12.5 Grenzspannung f̈ur Imperfektionen aus

Schweißverzug ohne Schweißeigenspannun-

gen

Aus dem Vergleich der Grenzspannung des Systems mit Schweißeigenspan-

nung (σgr mit) zur Axialgrenzspannung des Systems ohne Schweißeigenspan-

nung (σgr ohne) kann eine Aussage zum Einfluß der Schweißeigenspannungen

auf das Stabiliẗatverhalten getroffen werden.
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In den Tabellen 12.1 und 12.2 sind die normierten Grenzspannungenσgr/σkl ,

die sich bei Ber̈ucksichtigung von Schweißverzug und Schweißeigenspannun-

gen ergeben, geordnet nach Zylinderschlankheit, Wanddicke und Schweißfolge

der betrachteten Varianten angegeben.

Graphisch sind die Grenzspannungenσgr in Abbildung 12.15 f̈ur den Werk-

stoff S235 und in Abbildung 12.17 für den Werkstoff S355̈uber der Zylinder-

schlankheitRt aufgetragen. Als Vergleichswert ist die charakteristische Axial-

grenzbeulspannungσxS,R,k nach DIN 18800-4 eingetragen.

Die auf die klassische Grenzbeulspannung normierten Grenzspannungen

σgr/σkl sind in Abbildung 12.16 f̈ur den Werkstoff S235 und in Abbildung

12.18 f̈ur den Werkstoff S355̈uber der ZylinderschlankheitR
t aufgetragen. Als

Vergleichswert ist die auf die klassische Grenzbeulspannung normierte charak-

teristische Axialgrenzbeulspannung nach DIN 18800-4σxS,R,k/σkl eingetragen.

Neue Erkenntnisse liefert das in Abbildung 12.19 für den Werkstoff S235 und

in Abbildung 12.20 f̈ur den Werkstoff S355̈uber der ZylinderschlankheitRt
aufgetragene Verḧaltnis der Grenzspannung mit Schweißeigenspannungen zur

Grenzspannung ohne Schweißeigenspannungσgr mit/σgr ohne.

Ist dieses Verḧaltnis kleiner als Eins, dann wirken sich die Schweißeigenspan-

nungen beullastmindernd aus. Ist dieses Verhältnis gr̈oßer als Eins, dann wir-

ken sich die Schweißeigenspannungen beullaststeigernd aus.

Zum Einfluß der Schweißeigenspannungen auf das Stabilitätsverhalten k̈onnen

folgende Aussagen getroffen werden:

• Die Art des Einflusses ist abhängig vom Werkstoff und von der Zylin-

derschlankheit.

• Bei den Zylindern aus S235 ist bei einer Zylinderschlankheit

100 < R
t ≤ 500 eine beullastmindernde Wirkung und bei einer Zylin-

derschlankheitRt ≥ 700 eine beullaststeigernde Wirkung der Schweißei-

genspannungen festzustellen.

• Bei den Zylindern aus S355 ist generell keine beullastmindernde Wir-

kung der Schweißeigenspannungen festzustellen.

199



12 Einlagige Umfangsn̈ahte

• Bei den Zylindern aus S355 ist bei einer Zylinderschlankheit R
t ≥ 800

eine beullaststeigernde Wirkung der Schweißeigenspannungen erkenn-

bar.

• Bei den Zylindern aus S355 haben bei einer Zylinderschlankheit R
t ≤

800 die Schweißeigenspannungen weder eine beullaststeigernde noch

eine beullastmindernde Wirkung. Eine Ausnahme bilden die Zylinder

mit 2 mm Wanddicke, bei denen im BereichR
t = 400 bis R

t = 800 ei-

ne beullaststeigernde Wirkung der Schweißeigenspannungen festgestellt

werden kann.
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0,0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0,7

0,8

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600

Zylinderschlankheit R/t

n
or

m
ie

rt
e

G
re

n
zs

p
an

n
u

n
g

s
gr

/ s
k

l

S235 t = 1 Schweißfolge 2 S235 t = 1 Schweißfolge 4
S235 t = 1 Schweißfolge R S235 t = 2 Schweißfolge 2
S235 t = 2 Schweißfolge 4 S235 t = 4 Schweißfolge 2
S235 t = 4 Schweißfolge 4 S235 t = 4 Schweißfolge R
DIN 18800-4

Schweißverzug ohne
Schweißeigenspannungen

Abbildung 12.16: Normierte Grenzspannungσgr in N
mm2 , Werkstoff S235,

Schweißverzug ohne Schweißeigenspannungen

201



12 Einlagige Umfangsn̈ahte

0

50

100

150

200

250

300

350

400

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600

Zylinderschlankheit R/t

G
re

n
zs

p
an

n
u

n
g

s
gr

in
N

/m
m

²

S355 t = 1 Schweißfolge 2
S355 t = 1 Schweißfolge 4
S355 t = 1 Schweißfolge R
S355 t = 2 Schweißfolge 2
S355 t = 2 Schweißfolge 4
S355 t = 2 Schweißfolge 5
S355 t = 4 Schweißfolge 2
S355 t = 4 Schweißfolge 4
S355 t = 4 Schweißfolge R
DIN 18800-4

Schweißverzug ohne
Schweißeigenspannungen

Abbildung 12.17: Grenzspannungσgr in N
mm2 , Werkstoff S355, Schweißver-

zug ohne Schweißeigenspannungen

0,0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0,7

0,8

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600
Zylinderschlankheit R/t

n
or

m
ie

rt
e

G
re

n
zs

p
an

n
u

n
g

s
gr

/s
k

l

S355 t = 1 Schweißfolge 2 S355 t = 1 Schweißfolge 4
S355 t = 1 Schweißfolge R S355 t = 2 Schweißfolge 2
S355 t = 2 Schweißfolge 4 S355 t = 2 Schweißfolge 5
S355 t = 4 Schweißfolge 2 S355 t = 4 Schweißfolge 4
S355 t = 4 Schweißfolge R DIN 18800-4

Schweißverzug ohne
Schweißeigenspannungen

Abbildung 12.18: Normierte Grenzspannungσgr in N
mm2 , Werkstoff S355,

Schweißverzug ohne Schweißeigenspannungen

202



12 Einlagige Umfangsn̈ahte

0,6

0,7

0,8

0,9

1,0

1,1

1,2

1,3

1,4

1,5

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600

Zylinderschlankheit R/t

V
er

h
äl

tn
is

s
gr

m
it

/ s
gr

oh
n

e
S

ch
w

ei
ß

ei
ge

n
sp

an
n

u
n

ge
n

S235 t = 1 Schweißfolge 2 S235 t = 1 Schweißfolge 4
S235 t = 1 Schweißfolge R S235 t = 2 Schweißfolge 2
S235 t = 2 Schweißfolge 4 S235 t = 4 Schweißfolge 2
S235 t = 4 Schweißfolge 4 S235 t = 4 Schweißfolge R

sgr mit > sgr ohne

sgr mit < sgr ohne
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13 Mehrlagige Umfangsn̈ahte

13.1 Übersicht über die untersuchten Varianten

Die Berechnungen werden mit Schalen-Volumenelementmodellen durch-

geführt, bei denen der Nahtbereich mit Volumenelementen und der übrige Be-

reich mit Schalenelementen abgebildet wird. Gewählt wird ein Zylinderseg-

ment aus S355 mit der in Tabelle 13.1 angegeben Geometrie. Variiert werden

die Temperaturfelder, die die unterschiedliche Lagenfolge beim Schweißen ab-

bilden. Die Zylinderschlankheit beträgt R
t = 1000. Die erwarteten Grenzspan-

nungen liegen damit im elastischen Bereich.

Material R t Segment L Heft- Schweißfolge

mm mm ◦ mm stellen 1. Lage - 2. Lage

S355 6000 6 11,25 2400 5 4 - 2

Tabelle 13.1: Abmessung und Schweißfolge der untersuchten Varianten

Die Heftn̈ahte werden bei allen Varianten gleich mit fünf äquidistant verteilten

Heftstellen und einer L̈ange von 1 cm ausgeführt. Der Abstand der Heftstellen

betr̈agt 295 mm. Geheftet wird jeweils die erste Lage. Das ist die der Zylinder-

mitte zugewandte Lage. Heftbeginn ist bei 0 s.

Es werden zwei Nahtgeometrien untersucht: X-Naht und V-Naht. Bei der

geẅahlten X-Naht erfolgt die F̈ullung der Schweißfuge wechselseitig. Damit

ist der Ẅarmeeintrag ann̈ahernd symmetrisch. Dieser Fall ist damit den ein-

lagigen N̈ahten des vorangegangenen Kapitelsähnlich, mit dem Unterschied,

daß bei einer mehrlagigen Naht die Nahtanfangs- und Nahtendbereiche der zu-

vor geschweißten Lagen wieder erwärmt werden. Bei der V-Naht erfolgt die

Füllung der Naht einseitig und damit unsymmetrisch. Der bei ebenen Blechen

bei einer V-Naht auftretende Winkelverzug führt bei der Umfangsnaht eines
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Zylinders und der geẅahltenÖffnung der Schweißfuge nach außen zu einer

Vergrößerung der Radialverformung nach innen. Die gewählten Nahtformen

decken eine f̈ur den Verzug g̈unstige und eine für den Verzug ung̈unstige An-

ordnung der Nahtgeometrie ab.

Bei der Variante
”
mehrlagige Naht“ wird die erste Lage mit Schweißfolge 4

geschweißt, die zweite Lage mit Schweißfolge 2. Schweißnaht 2 der ersten

Lage beginnt bei 1000 s, Schweißnaht 1 der ersten Lage beginnt bei 2000 s

und die Schweißnaht von Lage 2 bei 3000 s.

Bei den Varianten
”
einlagige Naht“ wird Schweißfolge 4 mit den im vorigen

Absatz f̈ur die Lage 1 genannten Zeiten verwendet. Bei den einlagigenNähten

wird die Wärmequelle so abgebildet, daß das Schmelzbad der einlagigen Naht

dem aufgeschmolzenen Bereich der mehrlagigen Naht entspricht.

In Tabelle 13.2 sind die maßgebenden Parameter der untersuchten Varianten

zusammengestellt.

Zylinder Naht

Name

V2 zweilagige V-Naht

V1 einlagige V-Naht

X2 zweilagige X-Naht

X1 einlagige X-Naht

Tabelle 13.2: Nahtausf̈uhrung der untersuchten Varianten

13.2 Axialspannung

In Abbildung 13.1 ist f̈ur das Modell der zweilagig geschweißten V-Naht (V2)

die Axialspannungσx amÄquator in Schalenmitte nach dem Heften, nach dem

Schweißen der Lage 1 und nach dem Schweißen der Lage 2 dargestellt.

Nach Lage 1 entsteht am Nahtwechselbereich zwischen Schweißnaht 1 und

Schweißnaht 2 die aus den einlagig geschweißten Zylindern bekannte Axial-

spannungszwiebel (vgl. Abbildung 9.22). Dies ist in Segmentmitte am Zug-

Druckspannungswechsel der blauen Kurve in Abbildung 13.1 zu erkennen.

206



13 Mehrlagige Umfangsn̈ahte

Die in dieser Kurveüberwiegenden Druckspannungen kommen aus der Ex-

zentriziẗat der Schalenmittelfl̈ache, wenn nach Lage 1 der Schweißspalt erst

zur Hälfte gef̈ullt ist.

Wird der Nahtwechsel der Lage 1 mit der Lage 2überschweißt, so verschwin-

den die Axialeigenspannungen. Dies zeigt die grüne Kurve in Abbildung 13.1.

Bei der X-Naht ist die Situation bezüglich der Axialspannungen die gleiche

wie bei der V-Naht.
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Abbildung 13.1: Axialspannungσx in N
mm2 amÄquator in Schalenmitte, zwei-

lagig geschweißte V-Naht (V2)

13.3 Schweißverzug

In Tabelle 13.3 sind die maximalen Radialverformungen w nach außen und

nach innen f̈ur die betrachteten Varianten zusammengestellt. Die auf die Wand-

dicke normierten Radialverformungenwt sind in Tabelle 13.4 angegeben. Die

maxialen Radialverformungen nach innen treten genauso wiebei den einlagi-

gen N̈ahten im Nahtnebenbereich auf.
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Abbildung 13.2 zeigt f̈ur die Varianten mit X-Naht (X1,X2) am Meridian

VL = -2,8125◦ die Radialverformung w nach den einzelnen Fertigungsschrit-

ten. Die Schweißnaht 2 befindet sich auf der rechten Seite desSegmentes und

nicht am betrachteten Meridian. Daher weist die Verformungnach Schweiß-

naht 2 in Nahtmitte nach außen. Wie bei den einlagigen Nähten entsteht auch

hier ein Knick im Nahtbereich.

Die Radialverformung nach innen des zweilagig geschweißten Zylinderseg-

mentes ist deutlich geringer als die Radialverformung des entsprechenden ein-

lagig geschweißten Segmentes. Dies ist aus Abbildung 13.2 für die X-Naht zu

erkennen und gilt genauso für die V-Naht (siehe Tabelle 13.3).

Naht V 2-lagig V 1-lagig X 2-lagig X 1-lagig

nach Heften:

nach außen 0,314 0,314 0,314 0,314

nach innen 0,0672 0,0672 0,0672 0,0672

nach Lage 1:

nach außen 0,479 - 0,379 -

nach innen 0,682 - 0,841 -

nach Lage 2:

nach außen 0,170 0,273 0,136 0,257

nach innen 1,611 2,00 1,24 1,95

Tabelle 13.3: Maximalwerte der Radialverformung w in mm

In Abbildung 13.3 ist die Radialverformung am̈Aquator f̈ur die zweilagig ge-

schweißte V-Naht und in Abbildung 13.4 für die zweilagig geschweißte X-

Naht nach den einzelnen Fertigungsschritten dargestellt.

Die zweite Lage der V-Naht hat ein deutlich größeres Schmelzbadvolumen als

die zweite Lage der X-Naht. Dadurch kommt es beim Modell mit V-Naht zu

einem deutlich gr̈oßerem Schweißnahteinzug als beim Modell mit X-Naht.

Der Schweißverzug ist in den Abbildungen 13.5 bis 13.8 für die betrachteten

Varianten dargestellt.
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Naht V 2-lagig V 1-lagig X 2-lagig X 1-lagig

nach Heften:

nach außen 0,0523 0,0523 0,0523 0,0523

nach innen 0,0112 0,0112 0,0112 0,0112

nach Lage 1:

nach außen 0,0798 - 0,0632 -

nach innen 0,114 - 0,140 -

nach Lage 2:

nach außen 0,0283 0,0455 0,0227 0,0428

nach innen 0,269 0,333 0,207 0,325

Tabelle 13.4: Maximalwerte der normierten Radialverformungw
t
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Abbildung 13.5: Radialverformung w in mm nach dem Schweißen, 50-fach

überḧoht dargestellt, zweilagig geschweißte V-Naht (V2)

x y

z

0

-1.5

-0.735
-0.65
-0.565
-0.48
-0.395
-0.31
-0.225
-0.14
-0.055
0.03

-1.415

0.115
0.2

-1.33
-1.245
-1.16
-1.075
-0.99
-0.905
-0.82

    
   Max = 0.272676 
   Min = -1.99816 
    
Ref.Visu Cylindrique
Ref.Calcul Global
Deformee X 50
Temps 10000
Ux

ISOVALEURS

S
Y

S
W

E
L

D
 - 8

.1
0

  -  w
in

3
2

x8
6

  -  S
a

t Ju
n

 0
2

 1
5

:3
6

:0
0

 2
0

0
7

Abbildung 13.6: Radialverformung w in mm nach dem Schweißen, 50-fach

überḧoht dargestellt, einlagig geschweißte V-Naht (V1)
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Abbildung 13.7: Radialverformung w in mm nach dem Schweißen, 50-fach

überḧoht dargestellt, zweilagig geschweißte X-Naht (X2)
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Abbildung 13.8: Radialverformung w in mm nach dem Schweißen, 50-fach

überḧoht dargestellt, einlagig geschweißte V-Naht (X1)
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13.4 Grenzspannung

Die Grenzspannung der betrachteten Varianten ist in Tabelle 13.5 angegeben.

Die zu den Grenzspannungen zugehörigen Verformungsfiguren zeigen die Ab-

bildungen 13.9 bis 13.12.

Die berechneten Grenzspannungen sind im Vergleich zu den Modellen mit ein-

lagiger Naht und vergleichbarer ZylinderschlankheitR
t größer. Dies liegt an

der geẅahlten Segmentgröße, die mit 11,25◦ sehr klein ist. Dadurch wird eine

große Umfangswellenzahl und damit ein größerer Eigenwert erzwungen. Die

Grenzspannungen sind daher nur als Vergleichswerte der Varianten unterein-

ander anzusehen.

Aus den Modellen mit den einlagig geschweißten Nähten und der zweilagig

geschweißten V-Naht ergeben sich Grenzspannungen der gleichen Gr̈oßenord-

nung. Die Grenzspannung der zweilagig geschweißten X-Nahtist signifikant

größer. F̈ur diesen Effekt ist die beim Modell mit zweilagig geschweißter X-

Naht insgesamt geringere Radialverformung verantwortlich.

Zylinder Naht Grenzspannung normierte Grenz-

Name spannung
σgr
σkl

V2 V 2-lagig 84,5 0,67

V1 V 1-lagig 86,6 0,68

X2 X 2-lagig 99,7 0,79

X1 X 1-lagig 86,5 0,68

Tabelle 13.5: Grenzspannungσgr in N
mm2

Bei der zweilagig geschweißten X-Naht bewirkt der gegenüber der einlagigen

Ausführung deutlich reduzierte Verzug eine signifikante Steigerung der Grenz-

spannung. F̈ur diese Nahtform kann festgestellt werden, daß die vereinfachte

Berechnung mit einlagiger Naht eine Abschätzung zur sicheren Seite darstellt.

Bei der V-Naht ist die Verzugsdifferenz zwischen einlagigem und zweilagigem

Schweißen nicht so ausgeprägt, wie bei der X-Naht. Die Beulfiguren beider

Varianten sind jedoch deutlich unterschiedlich (Abbildung 13.9 und 13.10).
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Die Variante mit einlagiger Naht weist eine deutlich ausgeprägte Beule im

Nahtanfangs- und Nahtendbereich in Segmentmitte auf. Bei der zweilagigen

Naht liegt die ausgeprägte Beule am linken Segmentrand. Daraus wird auf fol-

genden Sachverhalt geschlosen:

Im Übergangsbereich Nahtanfang - Nahtende kommte es zu signifikanten geo-

metrischen und strutkurellen Imperfektionen, die zu einerausgepr̈agten Beule

im Grenzzustand führen. Dies zeigen die Modelle mit einlagiger Umfangs-

naht (z.B. Abbildung 12.1 und 12.3) wie auch das Modell mit der einlagig

geschweißten V-Naht (Abbildung 13.10). Wird bei einer mehrlagigen Naht der

Nahtanfangs- und Nahtendbereich der darunterliegenden Lage überschweißt,

dann werden die Imperfektionen aus der ersten Lage abgeschwächt, die maß-

gebende Beule bildet sich im Grenzzustand an einer anderen Stelle, im betrach-

teten Modell (Abbildung 13.9) am linken Segmentrand.

Die berechneten Grenzspannungen sind bei beiden Modellen mit V-Naht

gleich. F̈ur diese Nahtform kann festgestellt werden, daß die vereinfachte Be-

rechnung mit einlagiger Naht zur gleichen Grenzspannung führt, wie die Be-

rechnung mit mehrlagiger Naht.

Aus den zuvor genannten̈Uberlegungen kann geschossen werden, daß mehrla-

giges Schweißen keinen ungünstigeren Imperfektionszustand erzeugt, als ein-

lagiges Schweißen. Damit können die Ergebnisse aus der Parameterstudie ein-

lagiger N̈ahte auch auf Zylinder mit größeren Blechdicken̈ubertragen werden,

die fertigungstechnisch mehrlagig geschweißt werden.
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Abbildung 13.9: Radialverformung w in mm unter Grenzspannung, 50-fach

überḧoht dargestellt, zweilagig geschweißte V-Naht (V2)
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Abbildung 13.10: Radialverformung w in mm unter Grenzspannung, 50-fach

überḧoht dargestellt, einlagig geschweißte V-Naht (V1)
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Abbildung 13.11: Radialverformung w in mm unter Grenzspannung, 50-fach

überḧoht dargestellt, zweilagig geschweißte X-Naht (X2)
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Abbildung 13.12: Radialverformung w in mm unter Grenzspannung, 50-fach

überḧoht dargestellt, einlagig geschweißte X-Naht (X1)
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14 Zusammenfassung

Ziel der vorliegenden Untersuchungen war es, Aussagen zum Einfluß rea-

lit ätsnaher Schweißeigenspannungen auf das Stabilitätsverhalten von axialge-

drückten Kreiszylinderschalen zu treffen. Die aus dem Fügeprozeß entstehen-

den Schweißeigenspannungen sind in Realität immer mit dem zugeḧorigen

Schweißverzug gekoppelt.

Die Berechnungen, bei denen der Schweißprozeß und der Beulvorgang ge-

schlossen numerisch abgebildet wurde, zeigen einen deutlichen Einfluß des

Fügeprozesses auf das Stabilitätsverhalten. Um das̈uber den Umfang veränder-

liche Eigenspannungs- und Verzugsfeld abzubilden, ist eine Berechnung

mit transienter Ẅarmequelle notwendig. Es wurde gezeigt, daß die für die

Grenztragf̈ahigkeit maßgebenden Imperfektionen an Nahtanfangs- und Naht-

endbereichen entstehen. Die sukzessive Füllung der Schweißfuge verstärkt die

Umfangswelligkeit des Schweißverzuges. Imperfektionen aus dem F̈ugepro-

zeß k̈onnen daher nicht durch rotationssymmetrische Verläufe abgebildet wer-

den. Es wurde gezeigt, daß die rechnerische Grenztragfähigkeit bei transienter

Wärmequelle kleiner ist als beiäquivalenter rotationssymmetrischer Wärme-

quelle.

Der Werkstoff beeinflußt die Grenzspannung nicht nur aufgrund der Streck-

grenze. Durch abweichendes Verhalten bei der Gefügeumwandlung entstehen

beim Schweißen bei unterschiedlichen Stahlsorten, jedochgleichen Tempe-

raturfeldern unterschiedliche Schweißverzüge und damit voneinander abwei-

chende Imperfektionen, die sich wiederum auf die Grenztragfähigkeit auswir-

ken. So ist die normierte Grenzspannungσgr/σkl bei Zylindern aus S235 kleiner

als bei Zylindern aus S355.

In Abhängigkeit von Werkstoff und Schweißfolge ergab sich eine Beziehung

zwischen der maximalen normierten Radialverformung nach innen wmin
t und
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14 Zusammenfassung

der ZylinderschlankheitRt :

wmin

t
= aL

(

R

1000 · t

)
1

bL

Der Koeffizient aL ist vom Werkstoff und von der Schweißfolge abhängig. Der

Koeffizient bL ist werkstoffabḧangig. In ihn geht unter anderem der Einfluß aus

der Gef̈ugeumwandlung ein.

Die Auswirkungen der Schweißeigenspannungen auf die Grenztragf̈ahigkeit

sind vom Werkstoff und von der Zylinderschlankheit abhängig. Sie k̈onnen sich

beullaststeigernd, beullastmindernd auswirken oder sie haben keinen Einfluß.

Aufgrund der Vielf̈altigkeit von Schalen k̈onnen diese Untersuchungen nicht

auf alle Anwendungsbereiche verallgemeinert werden. Bei zukünftigen Arbei-

ten, in denen der Einfluß aus dem Fügeprozeß untersucht wird, ist die transi-

ente Abbildung der Ẅarmequelle, die sukzessive Schweißnahtfüllung und die

Gefügeumwandlung des Werkstoffs zu berücksichtigen.
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Diss., 1982

[Ham96] HAMANN , R.: Numerische Berechnung des instationären Tem-
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[KM59] K OISTINEN, D. P. ; MARBURGER, R. E.: A general equation pre-

scribing the extent of the austenite-martensite transformation in

pure iron-carbon steels. In:Acta Metallurgica7 (1959), S. 59–60
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den Eigenspannungszustand von WIG-geschweißten Platten aus

St 52-3 und StE70, Institut für Werkstofftechnik der Universität-

Gesamthochschule Kassel, Diplomarbeit, 1985

[NPW05] NITSCHKE-PAGEL, Th. ; WOHLFAHRT, H.: Residual stresses in

welded joints - sources and consequences. In:Handbook on Resi-

dual Stress1, 2nd edition (2005), S. 70–78. – Jian Lu (Editor)
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sẗahlernen Schalentragwerken - eine Fiktion? In:Bauingenieur

79 (2004), S. 436–442

[Sey82] SEYFFARTH, P.: Schweiß-ZTU-Schaubilder. DVS Verlag, 1982

[SL73] SABIR, A. B. ; LOCK, A. C.: The application of finite elements

to the large deflection geometrically non-linear behaviourof cy-

lindrical shells. In: BREBBIA, C. A. (Hrsg.) ; TOTTENBAM, H.

(Hrsg.): Variational Methods in Engineering, Southampton Uni-

versity Press, 1973, S. 7/66–7/75

[SMS92] SEYFFARTH, P. ; MEYER, B. ; SCHARFF, A.: Großer Atlas

Schweiß-ZTU-Schaubilder. DVS-Verlag, 1992

[Spe98] SPEICHER, G.:Beulstabiliẗat langer sẗahlerner Kreiszylinderscha-
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