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Das im folgenden dargestellte Forschungsprojekt 
 

Erschließung des hochfesten Stahls für den Schiffbau 
 
wurde gefördert von der gemeinnützigen Stiftung Stahlanwendungsforschung im 
Stifterverband für die Deutsche Wissenschaft e.V. Zweck der Stiftung ist die 
Förderung der Forschung auf dem Gebiet der Stahlverarbeitung und -anwendung in 
der Bundesrepublik Deutschland. Geprüft wurde das Forschungsvorhaben von einem 
Gutachtergremien der Forschungsvereinigung der Arbeitsgemeinschaft der Eisen 
und Metall verarbeitenden Industrie e.V. (AVIF), das sich aus Sachverständigen der 
Stahl anwendenden Industrie und der Wissenschaft zusammensetzt.  
Begleitet wurde das Projekt von einem Arbeitskreis des Center of Maritime 
Technologies e.V. 
 
Der nachstehende Bericht faßt Zielsetzung und wichtigste Ergebnisse des 
Forschungsprojektes zusammen. 
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Zusammenfassung 
 
Im Hinblick auf mögliche Anwendungen des hochfesten Stahls mit Streckgrenzen von bis 
zu 690 MPa in dickwandigen Bereichen der Schiffskonstruktion wurden verschiedene 
Untersuchungen durchgeführt. Die experimentellen Untersuchungen konzentrierten sich 
auf die Schwingfestigkeit von Strukturdetails, die in den Längsverbänden des 
Schiffskörpers praktisch unvermeidbar sind und somit die Dimensionierung bestimmen: 
freie Blechkanten, Stumpfstöße ohne und mit Dickensprung sowie Längsspantstöße mit 
Abschweißlöchern. Im Vergleich zu den bislang verwendeten normal- und höherfesten 
Stählen mit einer Streckgrenze von bis zu 355 MPa ergaben sich für den untersuchten 
hochfesten Stahl zum Teil gleiche und zum Teil etwas höhere Schwingfestigkeiten. Mit 
Untersuchungen zur Rauhigkeit und zum Eigenspannungszustand der Blechkanten 
sowie zum Nahtprofil der Stumpfstöße konnte das Schwingfestigkeitsverhalten erklärt 
werden. Allerdings wurden einige nachteilige Fertigungseinflüsse identifiziert, zu denen 
kleinere Heißrisse in den Stumpfstößen an dickeren Blechen sowie Anrisse gehören, die 
von entfernten Montagehilfsschweißungen ausgingen. Die erstgenannten Probleme sind 
jedoch weniger dem hochfesten Stahl als vielmehr der Verwendung rutiler Fülldrähte 
zuzuordnen. Ein Vergleich der Hauptspantquerschnitte von mittelgroßen Container-
schiffen, für die in den oberen Längsverbänden bei der Dimensionierung verschiedene 
Stahlfestigkeiten angenommen wurden, zeigt, dass bei auf übliche Weise geschweißten 
Schiffskonstruktionen aus hochfestem Stahl aus Betriebsfestigkeitsgründen höchstens 
etwa doppelt so hohe Spannungen wie beim normalfestem Stahl zugelassen werden 
sollten, wobei in dem Fall an vielen Stellen die Kerbwirkung durch konstruktive oder 
fertigungstechnische Maßnahmen zu verringern ist. Bezogen auf das gesamte 
Stahlgewicht wären damit Einsparungen von knapp 5 % im Vergleich zum höherfestem 
Stahl möglich. 

 



- III - 

Abstract 
 
Several investigations have been performed regarding the possible application of high-
tensile steel with yield strength of up to 690 MPa in thick-walled structural members in 
ships. The experimental investigations had the focus on the fatigue strength of those 
structural details, which are practically unavoidable in the longitudinal hull structures and, 
therefore, determine the structural design:  free plate edges, butt joints without and with 
change in plate thickness and joints of longitudinals with cut-outs (scallops) for welds. 
Compared with the normal and higher-tensile steels used up to now, having a yield 
strength of up to 355 MPa, partly the same and partly a somewhat increased fatigue 
strength were observed for the high-strength steel used. Investigations of the roughness 
and residual stresses at plate edges and of the weld profile at butt joints could explain the 
fatigue strength behaviour. However, some detrimental fabrication effects were identified, 
i. e. small hot cracks in the butt joints at thicker plates and cracks initiating from removed 
auxiliary welds for fabrication purposes. The first mentioned problems are less related to 
the high-tensile steel but more to the usage of rutil filler wires. A comparison of the 
midship sections of medium-sized container ships, which were designed with different 
steel strengths in the upper flange of the hull girder, shows that in usually welded ship 
structures made of high-tensile steel, the permissible stress should not be more than 
about twice of that for normal strength steel for fatigue reasons, whereby in this case the 
notch effect has to be reduced by structural or fabrication-related measures at several 
details. Almost 5 % of the total steel weight compared to higher-tensile steel may then be 
saved. 
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1 Einleitung 
 
Nach wie vor ist Stahl der im Schiffbau am häufigsten eingesetzte Werkstoff. Die 
Hauptgründe hierfür sind die günstigen Kosten und die gute Verarbeitbarkeit. Hinsichtlich 
der Festigkeit wird zwischen normalfesten und höherfesten Schiffbaustählen 
unterschieden. Die Nennstreckgrenzen liegen für normalfesten Stahl (NF) bei 235 MPa 
und für höherfeste Stähle (HF) zwischen 315 und 390 MPa (Germanischer Lloyd, 1998). 
Höherfeste Schiffbaustähle werden in erheblichem Umfang seit Anfang der 1970er Jahre 
eingesetzt (Petersen und Thiele, 1986), wobei überwiegend Stähle mit Streckgrenzen 
von 315 MPa und 355 MPa verwendet werden (HF32 und HF36). Bei größeren 
Massengut- und Tankschiffen ergeben sich durch Einsatz von höherfesten anstelle 
normalfesten Stahls in den oberen und unteren Längsverbänden Gewichtseinsparungen 
in der Größenordnung von 15 % (Fricke et al., 1994). Durch die Verwendung dünnerer 
Bleche werden gleichzeitig die Fertigungskosten gesenkt. 

Bei der Verwendung von höherfestem Stahl ist zunehmend auf eine ausreichende 
Betriebsfestigkeit zu achten. Da diese an den Kerbstellen und Schweißverbindungen 
praktisch unabhängig von der Stahlfestigkeit bleibt, andererseits die zyklischen 
Beanspruchungen aus den Seegangs- und anderen Lasten in höherfesten 
Konstruktionen zunehmen, werden Betriebsfestigkeitskriterien bei der Bemessung 
bestimmend. Hinzu kommt, dass sich Alterungseinflüsse, vor allem die Korrosion, 
verstärkt auswirken können, da vermutet wird, dass der Korrosionsabtrag mit 
zunehmender Beanspruchung ansteigt. 

Aus diesen Gründen wird der Einsatz von höher- und hochfestem Stahl von den Eignern 
sehr kritisch gesehen. Die Entwicklung der letzten Jahre konzentrierte sich daher vorerst 
auf eine geringfügige Anhebung der Festigkeit, d. h. auf die Verwendung von Stählen mit 
einer Nennstreckgrenze von 390 MPa (Janssen, 2000). Stähle höherer Festigkeit sind 
seit langem verfügbar und erprobt und werden z. B. bei großen Offshore-Konstruktionen 
eingesetzt (Healy et al., 1993). In speziellen Fällen sind entsprechende Stähle auch in 
Schiffen verwendet worden, z. B. solche mit einer Streckgrenze von 500 MPa im 
Vorschiffsbereich von Eisbrechern (Porter, 1993) oder mit bis zu 690 MPa in 
Hebezeugen von Frachtschiffen und in U-Booten (HY 80; HY 100). Natürlich sind hier 
besondere Schweißverfahren und schweißtechnische Probleme wie zum Beispiel 
angemessene Vorwärmtemperaturen bzw. Abkühlzeiten zur Vermeidung von Kaltrissen 
zu beachten. Aktuelle Entwicklungen in der Schweißtechnik beschreiben u. a. Dilthey et 
al. (2002). 

Generell liegt in der Anwendung höherfester Stähle ein erhebliches Einsparpotential, das 
sich nicht nur im Baupreis, sondern in der Gesamtwirtschaftlichkeit widerspiegelt (Løseth 
et al., 1994). Dieses ist auch von dem Einsatz hochfester Stähle bis zu einer 
Nennstreckgrenze von 690 MPa (HF69) zu erwarten. In anderen Anwenderbereichen 
sind entsprechende Entwicklungen bereits weiter fortgeschritten, d. h. hochfeste Stähle 
kommen wesentlich häufiger zum Einsatz (Kranbau, Brückenbau). Schwingfestigkeits-
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daten für entsprechende Strukturdetails liegen vor (z. B. Nowack et al., 1975), die in 
Normen und Richtlinien berücksichtigt wurden (DASt-Richtlinie 011, 1979,  Eurocode, 
1994). 

Mögliche Anwendungsbereiche für hochfesten Stahl im Schiffbau betreffen sowohl relativ 
dünnwandige, gewichtskritische Konstruktionen (z.B. für schnelle Fahrzeuge) als auch 
dickwandige Strukturbereiche großer Schiffe, bei denen die Bemessung in erster Linie 
durch die hinsichtlich Fließversagen ertragbaren Spannungen bestimmt wird. 

Das Hauptaugenmerk der hier beschriebenen Untersuchungen gilt den letztgenannten 
Strukturbereichen. Dickwandige Bauteile treten z. B. in der oberen Gurtung von größeren 
Container- und Mehrzweckfrachtschiffen auf. Typische Plattendicken liegen zwischen 30 
und 60 mm. Hier kann durch den Einsatz von hochfestem Stahl noch erhebliches 
Potential erschlossen werden. Damit würden die derzeit zweitrangigen Kriterien Beulung 
und Verformungen zu den relevanten Auslegungskriterien avancieren. Voraussetzung 
dafür ist die Lösung der genannten Betriebsfestigkeitsprobleme, während Korrosions-
probleme in der oberen Schiffsgurtung weniger ausgeprägt sind als in den unteren 
Strukturbereichen und Tanks. 

Allerdings würden sich einige wesentliche konstruktive Änderungen dadurch ergeben, 
dass in hochfestem Stahl normalerweise nur Platten und nicht die im Schiffbau vielfach 
verwendeten Flachwulst- und Winkelprofile zur Verfügung stehen. In der oberen 
Schiffsgurtung werden jedoch in der Regel Flachstähle für die Versteifung gewählt, 
insbesondere wenn aus Gründen der Längsfestigkeit vor allem die Querschnittsfläche 
zählt. Sollen hierzu auch die Steifen beitragen, ist die Verwendung von Flachstählen die 
wirtschaftlichste Lösung. 

Flachstähle lassen sich aus Platten schneiden, wodurch allerdings der Anteil der freien 
Schnittkanten in der Schiffskonstruktion erheblich ansteigt. Eine Nachbearbeitung der 
Kanten z. B. durch Schleifen ist aus Kostengründen unbedingt zu vermeiden. Dieses wirft 
die Frage nach der Bewertung der Betriebsfestigkeit von Schnittkanten an hochfesten 
Stählen unter Berücksichtigung der schiffbautypischen Schneidverfahren und Blech-
dicken auf. 

Auch für die Schweißkonstruktionen ist eine ausreichende Betriebsfestigkeit 
sicherzustellen. Unterstellt man für hochfeste Stähle die Gültigkeit der vom 
Germanischen Lloyd (2002) definierten Formel für die Werkstoffkennziffer  k  für die 
Festlegung der zulässigen Spannungen, könnten für den HF69 im Vergleich zum HF36 
um 80 % höhere Spannungen erlaubt werden. In gleichem Maße würden auch die 
zyklischen Spannungen ansteigen. Andererseits ist seit langem bekannt, dass die 
Schwingfestigkeit stark gekerbter Konstruktionen, zu denen die Schweißkonstruktionen 
gehören, weitgehend unabhängig von der Stahlfestigkeit ist. Dieses wurde auch für 
Schweißverbindungen an hochfestem Stahl bestätigt (Nowack et al., 1975). 
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Das bedeutet, dass in der Schiffskonstruktion die Kerbwirkung an den Strukturdetails und 
Schweißverbindungen entsprechend reduziert werden muss. Betrachtet man die 
erwähnten Längsverbände in der oberen Gurtung, sind neben den Schnittkanten (z. B. an 
Lukenecken) vor allem die folgenden nicht vermeidbaren Details kritisch: 

 Stumpfstöße im Bereich großer Blechdicken mit und ohne Dickensprung, 

 Abschweißlöcher an Steifenverbindungen. 

Außerdem haben sich in Schiffskonstruktionen häufig „Längssteifenenden“ und ähnliche 
Details als anrisskritisch gezeigt. Wegen ihrer hohen Kerbwirkung sollten diese Details an 
hochfestem Stahl ganz vermieden oder in weniger beanspruchte Bereiche verlegt 
werden. Hierfür denkbar ist auch eine lokale Reduktion des Spannungsniveaus durch 
aufgedickte Bereiche. Des weiteren ist der Kerbfall „Quersteife“ unvermeidbar, allerdings 
dürfte dieser weniger kritisch als die zuvor genannten sein. 

In dem hier vorgestellten Vorhaben steht daher die Betriebsfestigkeit der genannten nicht 
vermeidbaren Strukturdetails im Vordergrund. Hierzu werden Untersuchungen anhand 
des hochfesten Stahl HF 69 vorgestellt. Dieser wird vorerst als obere Grenze für den 
Einsatz von hochfesten Stählen im Schiffbau angesehen. Die aus den Untersuchungen 
gewonnenen Erkenntnisse können prinzipiell auch für den Einsatz von weniger 
hochfesten Stählen mit Streckgrenzen von z. B. 500 oder 560 MPa genutzt werden. 

Da im Zusammenhang mit hochfesten Stählen die Fertigungsqualität eine besondere 
Rolle spielt, werden mehrere Fragen zu Fertigungseinflüssen vertieft behandelt. Hierzu 
gehören die Nahtqualität, insbesondere die Nahtgeometrie, sowie mögliche 
Imperfektionen, die Eigenspannungsverteilungen an geschnittenen Blechkanten aus 
hochfestem Stahl und Einflüsse aus Montagehilfsschweißungen. 

Anhand eines prototypischen Konstruktionsentwurfs für den Mittelschiffbereich eines 
größeren Containerschiffes wird das zu erwartende Spannungsniveau bei Verwendung 
verschiedener Stahlfestigkeiten überprüft. Dabei werden die zulässigen Spannungen im 
Hinblick auf das Fließ- und Beulversagen, die Betriebsfestigkeit von Strukturdetails und 
das Verformungsverhalten der Struktur betrachtet. Somit werden alle derzeit üblichen 
Festigkeitsnachweise auf die Alternativkonstruktion aus hochfesten Stahl angewendet 
und ein Vergleich der Gewichte vorgenommen, um die Einsparmöglichkeiten zu 
quantifizieren. 

Bei der Planung und Durchführung des Vorhabens war es wichtig, einen engen Bezug 
zur gängigen Werftpraxis zu halten. Deshalb wurden alle Versuchsproben unter 
praxisnahen Bedingungen beim Projektpartner aus der Werftindustrie, der Flensburger 
Schiffbau-Gesellschaft, gefertigt. Das Material dafür wurde von der Dillinger Hütte GTS 
bereitgestellt. Für die Bereitstellung von Material und Proben sowie die fachliche 
Begleitung wird beiden Unternehmen gedankt. 
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2 Werkstoffcharakterisierung 
 
Der in diesem Vorhaben untersuchte Stahl ist ein hochfester, schweißgeeigneter 
Feinkornbaustahl, der von dem Projektpartner Dillinger Hütte GTS unter der 
Markenbezeichnung Dillimax 690 B vertrieben wird. Nach EN 10137 (zukünftig EN 10025 
Teil 6) trägt er die Werkstoff-Nummer 1.8931 - S690Q. Bisher findet er bevorzugt 
Anwendung für geschweißte Stahlkonstruktionen im Anlagen-, Maschinen- und Stahlbau. 

Die mechanischen Eigenschaften dieses Stahls werden durch eine Wasservergütung 
erreicht. Er wird in drei verschiedenen Güten hergestellt, die durch den Zusatz B, T oder 
E unterschieden werden. Sie beziehen sich auf die Kerbschlagarbeit, deren Mindestwert 
bei dem im vorliegenden Vorhaben verwendeten Stahl bis zu einer Temperatur von -20°C 
erreicht werden muss. In den Güten T und E muss der Mindestwert der Kerbschlagarbeit 
auch noch bei -40°C respektive -60°C erreicht werden. Die Mindestwerte der 
mechanischen Eigenschaften sind in Tabelle 2.1 dargestellt. 

 
Tabelle 2.1:  Mindestwerte der mechanischen Eigenschaften  

des Werkstoffs Dillimax 690 B 

Zugfestigkeit Rm [MPa] 770 – 940 
Streckgrenze ReH [MPa] 690 
Bruchdehnung A5 [%] 14 

   0°C 40/37 Kerbschlagarbeit AV [J] 
(Probenrichtung längs/quer) -20°C 30/27 

 
Die Grenzwerte für die chemische Zusammensetzung der Schmelzanalyse sind in 
Tabelle 2.2 zusammengefasst. Durch die Zugabe von einem ausreichendem Anteil 
Aluminium wird die Feinkörnigkeit des Stahls sichergestellt. 

 
Tabelle 2.2:  Grenzwerte für die chemische Zusammensetzung 

der Schmelzanalyse des Werkstoffs Dillimax 690 B 

C Si Mn P S Cr Ni Mo V+Nb B 

≤ 0,18% ≤ 0,50% ≤ 1,60% ≤ 0,02% ≤ 0,01% ≤ 1,5% ≤ 1,80% ≤ 0,60% ≤ 0,10% ≤ 0,004%

 
Die Proben für das vorliegende Forschungsvorhaben wurden aus fünf Blechen mit einer 
Dicke von 7 mm bis 30 mm gefertigt, die aus fünf verschiedenen Schmelzen stammen. 
Die chemische Zusammensetzung aller Schmelzen wurde von der Dillinger Hütte GTS 
analysiert (siehe Tabelle 2.3). Die Abnahmeprüfzeugnisse bestätigen, dass alle 
Legierungsanteile innerhalb der Grenzwerte liegen. 

Ebenso wurden die mechanischen Eigenschaften geprüft. Die Ergebnisse des 
Zugversuches nach EN 10137 an sieben Proben sind in Tabelle 2.4 zu finden. 
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Kerbschlagbiegeversuche (zukünftig EN 10025 Teil 6) sind ebenfalls an sieben Proben 
(Charpy-V-Querproben) durchgeführt worden (Tabelle 2.5) und bestätigen zusammen mit 
den Messwerten aus den Zugversuchen auf dem Abnahmeprüfzeugnis des Stahlwerkes, 
dass die mechanischen Eigenschaften den Mindestanforderungen genügen. 

Die Proben der Vergleichsserien aus normalfestem Schiffbau wurden aus jeweils drei 
Blechen der Dicke 7 mm bzw. 10 mm hergestellt. Sie entsprechen den Prüfzeugnissen 
des Stahlwerkes SSAB Öxelösund den Anforderungen, die an Stahl der Güteklasse GL-A 
nach Germanischer Lloyd (2002) gestellt werden. 

 
Tabelle 2.3:  Chemische Analyse der fünf Schmelzen 

Nr. C Si Mn P S Al Mo Ni Cr V Nb B 
16056 0,159 0,281 1,43 0,016 0,0010 0,067 0,25 0,053 0,590 0,05 0,001 0,0017
16057 0,164 0,300 1,41 0,015 0,0010 0,063 0,27 0,033 0,570 0,05 0,000 0,0017
18449 0,157 0,289 1,20 0,012 0,0008 0,061 0,12 0,032 0,050 0,05 0,000 0,0015
18940 0,161 0,285 1,17 0,012 0,0008 0,074 0,11 0,035 0,048 0,05 0,000 0,0009
19571 0,158 0,297 1,16 0,012 0,0004 0,074 0,10 0,047 0,032 0,05 0,000 0,0016

 

Tabelle 2.4:  Ergebnisse der Zugversuche 

Schmelze 
Nr. 

Walztafel 
Nr. 

t 
[mm] 

ReH 
[MPa] 

Rp0,2 
[MPa] 

Rm 
[MPa] 

A5 
[%] 

18940 56602  7,0 834  863 20,0 
18940 56602  7,0 834  863 20,0 
19571 54783 10,0 824  863 17,8 
19571 54783 10,0 824  863 17,8 
18449 55796 12,0 824  865 16,8 
16056 61386 25,0 814  860 17,9 
16057 56706 30,0  751 824 18,7 

 

Tabelle 2.5:  Ergebnisse des Kerbschlagbiegeversuchs 

Kerbschlagarbeit AV [J] Schmelzen 
Nr. 

Walztafel 
Nr. 

Prüftemp.
[°C] 

Breite 
[mm] 1 2 3 ∅ 

18940 56602 -20 5 65 64 65 65 
18940 56602 -20 5 65 64 65 65 
19571 54783 -20  166 151 165 161 
19571 54783 -20  166 151 165 161 
18449 55796 -20  142 167 119 143 
16056 61386 -20  157 151 133 147 
16057 56706 -20  89 81 76 82 
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3 Schwingfestigkeitsversuche 
 
Um das Verhalten von Strukturdetails aus hochfestem Stahl unter zyklischer Bean-
spruchung zu untersuchen, wurden Schwingfestigkeitsuntersuchungen an stabartigen 
Probekörpern durchgeführt. Das Programm umfasste Versuche an freien Blechkanten 
und an ausgewählten Schweißkonstruktionen. Hierbei wurde auch die Fertigungsqualität 
im Hinblick auf das angestrebte höhere Spannungsniveau kritisch überprüft. 

Hinsichtlich der freien Blechkanten wurden verschiedene werfttypische Trennverfahren 
und -parameter ausgewählt, mit denen Kleinproben (Probentyp A) für Schwingfestigkeits-
versuche hergestellt wurden (siehe 3.1). Hinsichtlich der Schweißkonstruktion sind 
Schwingfestigkeitsversuche an stabartigen Probekörpern mit Stumpfnähten (Proben-
typ B, siehe 3.2) sowie an bauteilähnlichen Proben mit Längsspantstößen (Probentyp C, 
siehe 3.3) durchgeführt worden. 

Alle Proben wurden unter werfttypischen Bedingungen hergestellt, um dem bereits oben 
erwähnten Einfluss der Fertigungsqualität Rechnung zu tragen. 

Die Versuche wurden mit Ausnahme einer Serie, die in einem Vier-Punkt-Biegeversuch 
getestet wurde, auf Horizontal-Resonanzpulsern mit hydraulischen Spannbacken der 
Bauart Schenck durchgeführt. Sie wurden kraftkontrolliert im Zugschwell-Bereich (R = 0) 
an Luft gefahren. Die Prüffrequenz bewegte sich je nach Steifigkeit der Proben und 
Prüflast zwischen 25 Hz und 30 Hz. Der Vier-Punkt-Biegeversuch wurde in einem 
Versuchsaufbau mit einem servohydraulischen Zylinder durchgeführt. Zylinder und 
zugehörige Steuerung waren ebenfalls von der Bauart Schenck. Die Prüffrequenz für 
diesen Versuch betrug etwa 2 Hz bis 3 Hz. 
 
 
3.1 Freie Blechkante (Probentyp A) 

Aus den heute auf Werften angewendeten Trennverfahren wurden drei verschiedene 
ausgewählt, um damit Proben für die Schwingfestigkeitsversuche herzustellen: Plasma 
an Luft (Serien A 1 und A 4), Plasma unter Wasser (Serie A 2) und autogenes Brenn-
schneiden (Serie A 3). Die Proben hatten die in Abb. 3.1 dargestellten Abmessungen.  

Tabelle 3.1 zeigt eine Übersicht der durchgeführten Versuche. Die Einzelergebnisse sind 
im Anhang A zusammengefasst. Die Proben der Serien A 1, A 3 und A 4 wurden auf 
jeweils zwei Lasthorizonten getestet. Die Serie A 2 wurde zusätzlich zu den ursprünglich 
geplanten Versuchen hinzugenommen, um den Einfluss der unterschiedlichen Trenn-
verfahren besser zu erkennen. Aus Tabelle 3.1 geht ebenfalls hervor, dass die 10 mm 
dicken Proben Zugbelastung erfahren haben, während die letzte Serie mit einer 
Blechdicke von 25 mm in einem 4-Punkt-Biegeversuch getestet wurde (siehe Abb. 3.2), 
da die Kapazität der vorhandenen Versuchseinrichtungen (Resonanzpulser) nicht 
ausgereicht hätte, um die gewünschte Spannungsschwingbreite zu erzeugen. 
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Abb. 3.1:  Form und Abmessungen des Probentyps A 

 

Tabelle 3.1:  Übersicht Probentyp A 
 

Serie Trennverf. t [mm] Belastung Anzahl Proben Nr. σ∆  [MPa] 
3 -9 588 

A 1 Plasma Luft 10 Zug 16 
10 - 18 408 

A 2 Plasma UW 10 Zug  8 1 - 8 422 
1 - 8 428 

A 3 autogen 10 Zug 16 
9 - 16 512 

4 - 9, 19 - 20 505 
A 4 Plasma Luft 25 Biegung 17 

10 - 18 326 

 

 

 

 

 

 
 
 
 
 

Abb. 3.2:  Zugprobe und Biegeprobe 
 

Die Anrisslebensdauern der einzelnen Proben, d.h. bis zu einer Risslänge von 10 mm bis 
15 mm, sind in Anhang A zu finden. Abb. 3.3 zeigt die aus den Schwingfestigkeits-
versuchen ermittelten Ergebnisse der Serien A 1 bis A 3 im Vergleich zu Ergebnissen 
aus vorangegangenen Vorhaben an anderen Schiffbaustählen. Die in diesem Vorhaben 



- 8 - 

 

untersuchte Stahlsorte ist darin mit HF 69 gekennzeichnet. Dargestellt sind jeweils die 
einzelnen Versuchsergebnisse und die Wöhlerlinie für eine Versagenswahrscheinlichkeit 
von 50 %. Die beiden Serien, bei denen auf zwei Lasthorizonten geprüft wurde, 
bestätigten eine Neigung der Wöhlerlinie von m = 3,5. Es wurde angenommen, dass 
diese Neigung auch für die Serie A2 (Plasma unter Wasser) Gültigkeit besitzt. An den 
kennzeichnenden Spannungsschwingbreiten bei einer Lastwechselzahl von 6102 ⋅  
erkennt man einen deutlichen Unterschied zwischen den verschiedenen Trennverfahren. 
Insbesondere schneidet die Serie A2 schlechter ab als die Serien A1 und A3. Dies 
könnte auf eine größere Aufhärtung im Randbereich und evtl. eine ungünstigere 
Eigenspannungsverteilung zurückzuführen sein. Weitere Untersuchungen hierzu sind 
weiter unten beschrieben. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.3:  Wöhlerlinien für Serien A 1 – A 3 (freie Blechkante, t = 10 mm)  
sowie für frühere Ergebnisse 

 

In der Vergangenheit sind bereits vergleichbare Proben aus anderen schiffbaulichen 
Stählen auf ihr Schwingfestigkeitsverhalten getestet worden (Paetzold, 1989 und 
Paetzold, 1993). Generell zeigten sich bei den dort untersuchten Stählen der 
Festigkeitsklassen GL-A 24 bis GL-E36 flachere Wöhlerlinien. Drei dieser Linien sind 
auch in Abb. 3.3 dargestellt. Man erkennt, dass mit zunehmender Festigkeit die Steigung 
der Wöhlerlinien zunimmt. Das bedeutet, dass man den Zugewinn der Schwingfestigkeit 
im unteren Bereich der Zeitfestigkeit in Richtung der Dauerfestigkeitsgrenze verliert und 
er sich sogar ins Gegenteil verkehren kann. Nimmt man für den Neigungsexponenten 
m = 3,5 an, gewinnt man durch den Einsatz von hochfestem Stahl kein wesentlich 
besseres Betriebsfestigkeitsverhalten von freien Plattenkanten. 
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Da die Ergebnisse der dicken Proben mit jenen der dünnen Proben nicht direkt 
vergleichbar sind, sind sie in Abb. 3.4 dargestellt. Die Neigung der Wöhlerlinie ergab sich 
bei den dicken Proben zu m = 3,5. Im Vergleich zu den dünneren Proben zeigt sich ein 
recht hoher Schwingfestigkeitswert von 245 MPa bei einer Schwingspielzahl von 6102 ⋅ . 
 

 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 

Abb. 3.4:  Wöhlerlinie für Serie A 4 (freie Blechkante, t = 25 mm) 

 

Um die ermittelten Schwingfestigkeiten mit den empfohlenen Detailkategorien bzw. 
Entwurfswöhlerlinien vergleichbar zu machen, muss die untere Grenze des Streubandes 
herangezogen werden (Mittelwert minus zwei Standardabweichungen entsprechend 
97,7 % Überlebenswahrscheinlichkeit). Außerdem muss der kennzeichnende Wert der 
Wöhlerlinie um 20 % abgesenkt werden. Damit wird dem ungünstigeren Eigen-
spannungseinfluss in Großbauteilen im Vergleich zu Kleinproben Rechnung getragen 
(Hobbacher, 1996). Demnach liegen die an Luft plasmageschnittenen und die autogen 
geschnittenen Proben mit über 170 MPa (A1 170 MPa, A3 176 MPa und A4 178 MPa) 
deutlich über der Detailkategorie ∆σR bzw. FAT 140 nach Germanischer Lloyd (2002) 
bzw. Hobbacher (1996). Die unter Wasser plasmageschnittenen Kanten schneiden etwas 
schlechter ab, und ihre Schwingfestigkeit entspricht mit 141 MPa ziemlich genau der 
Detailkategorie.  

Fertigungseinflüsse können sich in starkem Maße auf die Schwingfestigkeit der Proben 
auswirken, wie die Unterschiede zwischen den einzelnen Trennverfahren zeigen. Zur 
Bewertung dieser Unterschiede wurde die Rauhigkeit der Schnittkanten untersucht. Wie 
in EN ISO 9013 vorgesehen, wird dafür der Wert Ry5 herangezogen, der mit einem 
Rauhigkeitsmessgerät vom Typ MITUTOYO Surftest 301 bestimmt wurde. An den drei 
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Schnittkanten wurden jeweils drei Messstrecken vermessen (Abb. 3.5). Es zeigte sich, 
dass auf der unteren Seite (Strahlaustritt) eine größere Rauhigkeit zu finden ist als an der 
oberen Seite. Die Messstrecken, welche die jeweils größten Rauhigkeitswerte aufwiesen, 
wurden bewertet und sind in Abb. 3.5 dargestellt. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.5:  Rauhtiefenmessung an Schnittkanten verschiedener Trennverfahren 
 

Die glatteste Oberfläche erzeugt das Verfahren "Plasma an Luft" (Ry5 = 28,2 µm), etwas 
rauher sind die Schnittkante der unter Wasser plasmageschnittenen Proben 
(Ry5 = 57,6 µm). Deutlich größere Rauhtiefen (Ry5 = 113,6 µm) zeigen sich bei autogen 
gebrannten Kanten. 

Außerdem wurde die Rechtwinkligkeitstoleranz u bestimmt (siehe Abb. 3.6), die 
zusammen mit den Rautiefen in Tabelle 3.2 zu finden ist. Aufgrund der relativ großen 
Rechtwinkligkeitstoleranz, die nach EN ISO 9013 für alle Probenserien in Feld 3 
einzuordnen sind, sind alle Schnittflächen insgesamt mit der Güte II zu bewerten. In 
Bezug auf die Schwingfestigkeit sind jedoch noch einmal die signifikanten Unterschiede 
in der Rauhigkeit hervorzuheben. 
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Abb. 3.6:  
Rechtwinkligkeitstoleranz u 

Abb. 3.7:  Proben für Schliffbilder und Härtemessungen  
an thermisch geschnittenen Kanten 

 
Tabelle 3.2:  Rauhigkeit und Rechtwinkligkeitstoleranz der Schnittkanten 

 Rauhtiefe Ry5 [µm] Rechtwinkligkeitstoleranz u [mm] 
Plasma an Luft  28,2 1,1 
Plasma unter Wasser  57,6 0,9 
autogen 113,6 0,6 

 

Die Unterschiede, die sich zwischen den verschiedenen Trennverfahren zeigen, lassen 
sich zum Teil auch auf die Aufhärtung in der Wärmeeinflusszone (WEZ) zurückführen. 
Deshalb sind Schliffbilder der Brennkanten angefertigt worden. 

Dazu wurden Proben mit einer schräg gefrästen Kante hergestellt, wie es in Abb. 3.7 
dargestellt ist. Die Kante hat eine Steigung von 1:10, so dass die Koordinaten  x  (siehe 
Abb. 3.8), die entlang dieser verläuft, proportional zur Tiefe unter der Brennkante ist. 
10 mm entlang der x-Koordinate entsprechen zum Beispiel 1 mm in Tiefenrichtung. Auf 
diese Weise kann der Härteverlauf in Tiefenrichtung bestimmt werden. Pro 
Trennverfahren wurden zwei Proben angefertigt. Die Härteverläufe sind in Abb. 3.8 und 
die Schliffbilder sind in Abb. 3.9 dargestellt.  

Schliffbilder und Härteverläufe korrespondieren sehr gut miteinander. Deutlich zu 
erkennen ist die im Vergleich zu den beiden Plasma-Schneidverfahren breitere 
Wärmeeinflusszone bei den autogen geschnitten Proben, da der Energieeintrag beim 
autogenen Brennschneiden höher ist. Dieses zeigt sich auch beim Übergang von den 
hohen Härtewerten (ca. 450 HV3) in der WEZ auf die Härte des Grundmaterials von etwa 
300 HV3. (Man beachte die unterschiedlichen Maßstäbe auf der Abszisse.) Er findet zum 
einen erst in einer Tiefe von 1 bis 2 mm statt, zum anderen ist der Abfall flacher als bei 
den plasmageschnittenen Proben. Im Schliffbild erkennt man den Übergangsbereich an 
einem dunkeln Streifen, der bei den autogen geschnitten Proben deutlich zu erkennen ist, 
bei den anderen Proben nur als dunkler Streifen zu erahnen ist.  
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Abb. 3.8:  Aufhärtung der Brennkanten bei verschiedenen Trennverfahren 
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Abb. 3.9:  Schliffbilder der Brennkanten (t = 10 mm) und Koordinate x 

 

Vergleicht man die plasmageschnittenen Proben untereinander, findet man im Verlauf 
nur geringe Unterschiede. Wichtig ist aber, dass die unter Wasser geschnittenen Proben 
in der WEZ stärker aufgehärtet sind. Hier erreichen die Härtewerte fast 500 HV3.  
 
 
3.2 Stumpfstoß 

Bezüglich der Schweißverbindungen wurde als erstes Detail ein einfacher Stumpfstoß mit 
und ohne Dickensprung untersucht. Form und Abmessungen können der Abb. 3.10 
sowie der Tabelle 3.3 und dem Anhang B entnommen werden. Insgesamt wurden fünf 
Probenserien aus hochfestem Stahl (HF 69) und eine Vergleichsserie aus normalfestem 
Schiffbaustahl untersucht (siehe Tabelle 3.3).  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.10:  Form und Abmessungen des Probentyps B 
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Tabelle 3.3:  Übersicht Probenform B 
 

Serie Material t1 [mm] t2 [mm] Proben Nr. ∆σ [MPa] 
1, 2, 9   83 

B 1 HF 69 10 10 
3 - 8, 10 - 18 140 

B 2 HF 69 10 12 1 - 10 140 
3 - 8,15 140 

B 3 HF 69 25 25 
9 - 14,16 - 17   88 
1 - 2,4 - 8,10 140 

B 4 HF 69 10 10 
3, 9   83 
1 - 6   70 

7 - 12   85 B 5 HF 69 25 30 
13 - 16 111 

1 - 6,11 - 12   85 
B NF NF 10 12 

7 - 10   70 
 

Ursprünglich war geplant, eine Serie (B 4) mit variablen Belastungsamplituden (Kollektiv-
last) zu untersuchen. Allerdings zeigte sich in Serie B1 eine ungewöhnlich große 
Streuung, so dass diese Serie für zusätzliche Untersuchungen und zur statistischen 
Absicherung der ursprünglich vorgesehenen Serien verwendet wurde. 

Es wurden zwei Bleche mit einer Länge von 800 mm bis 1000 mm verschweißt und 
anschließend in Streifen der Breite b zersägt (Anhang B). Alle Schweißnähte wurden als 
V-Naht (Einseitenschweißung) hergestellt. Bei den Proben mit Dickensprung von 25 mm 
auf 30 mm wurde ein Übergang mit der Steigung 1:3 gefräst, bevor die eigentliche 
Nahtvorbereitung angebracht wurde. Der Schweißnahtaufbau ist in Abb. 3.11 zu 
erkennen, die Schweißparameter sind in den Tabellen 3.4 und 3.5 zusammengefasst.  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.11:  Nahtvorbereitung und Schweißnahtaufbau 
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Tabelle 3.4:  Schweißparameter für Serie B 1, B 2, B 4 und B NF 
 

 Schweiß-
raupe 

Stromstärke
[A] 

Spannung
[V] 

Stromart
/ Polung 

Drahtvorsch. 
[m/min] 

Geschw.
[cm/min ] 

1 Wurzellage 225 26,5 + 10,5 21 
2 Fülllage 270 28,5 + 12,0 28 
3 Decklage 250 27,0 + 10,5 16 

 

Tabelle 3.5:  Schweißparameter für Serie B 3 und B 5 
 

 Schweiß-
raupe 

Stromstärke
[A] 

Spannung
[V] 

Stromart
/ Polung 

Drahtvorsch. 
[m/min] 

Geschw.
[cm/min ] 

1 Wurzellage 225 26,5 + 10,5 24 
2 Füll 270 28,5 + 12,0 30 
3 Füll-Pendel 280 28,5 + 12,0 22 
4 Füll-Pendel 280 28,5 + 12,0 22 

5 - 6 Füll-Strich 280 28,5 + 12,0 29 
7 - 8 Füll-Strich 280 28,5 + 12,0 29 

9 - 11 Füll-Strich 280 28,5 + 12,0 32 
12 - 16 Decklage 260 28,0 + 11,0 40 

 
Für die Herstellung der Proben aus hochfestem Stahl kam eine rutile Fülldrahtelektrode 
vom Typ ESAB Tubrod 15.09 mit einem Durchmesser von 1,2 mm zum Einsatz, die unter 
Corgon 18 auf einer keramischen Badsicherung verschweißt wurde. 

Auch bei diesem Probentyp wurden Schliffbilder angefertigt (siehe Abbildungen 3.12, 
3.13 und 3.14) und Härtemessungen durchgeführt (siehe Abbildungen 3.15 und 3.16). 

 

Abb. 3.12:  Schliffbild B 1-11 Abb. 3.13:  Schliffbild B NF-10 
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Abb. 3.14:  Schliffbild der Probe B 3-13 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.15:  Härtemessung an der Probe B 1-11 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.16:  Härtemessung an der Probe B NF-10 
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Bevor die Schwingfestigkeitsversuche durchgeführt wurden, wurde die Mehrzahl der 
Proben vermessen. Kantenversatz und Winkelschrumpfung, die beim Schweißprozess 
zwangsläufig auftreten, wurden Probe für Probe erfasst und sind in den Abbildungen 3.17 
und 3.18 dargestellt. Es zeigen sich nur recht kleine Abweichungen von ±1 mm bzw. ±1 °. 
Insbesondere wurde die Winkelschrumpfung klein gehalten, indem die Bleche vor der 
Schweißung mit einer Winkelvorgabe zueinander ausgerichtet wurden. Die 
Einzelergebnisse sind im Anhang B aufgelistet. Zusätzlich wurden Nahtprofile 
aufgemessen, worauf in Kapitel 5 eingegangen wird. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.17:  Kantenversatz 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.18:  Winkelschrumpfung 
 

Wie bereits erwähnt zeigte die Probenserie B1 ohne Dickensprung mit einer Blechdicke 
von 10 mm eine sehr große Streuung. Hierbei ist zu erwähnen, dass die Proben aus zwei 



- 18 - 

 

Platten herausgetrennt wurden (Serie B1, Platte 1 und 2 mit jeweils 9 Proben). Zur 
Klärung der Ursache hierfür wurde die Serie B4 herangezogen. 

Im Hinblick auf eine Bewertung der Ergebnisse wurde wie folgt vorgegangen: Als erstes 
wurden jene Proben aus der Auswertung genommen, deren Anriss nicht an der 
Schweißnaht entstand, sondern durch die Montagehilfsmittel (Knaggen) verursacht sind 
(B 1-5, B 1-9, B 1-18). Weiterhin wurden drei Proben aus der Serie B 1, die aus nicht 
eindeutig bestimmbarem Grund auffällig lange Lebensdauern aufwiesen, aus der 
Auswertung ausgeklammert (B 1-12, B 1-14, B 1-15). Anschließend ergibt sich im 
Wahrscheinlichkeitsnetz (Abb. 3.19) ein klareres Bild. Die Proben aus Platte 1 der Serie 
B 1 weisen deutlich geringere Lebensdauern auf als jene aus den beiden anderen 
Platten. Die anderen beiden lassen sich gemeinsam auswerten bei einer Streubandbreite 
TN = 2,42, die im üblichen Rahmen für solche Versuche liegt. Sie werden als Stichprobe 
genutzt, von der auf die Grundgesamtheit geschlossen werden kann. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.19:  Versuchsergebnisse für 10 mm Stumpfnahtproben ohne Dickensprung  
unter ∆σ = 280 MPa im Wahrscheinlichkeitsnetz 

 

Auch die Probenserie B 3 lieferte Ergebnisse, von der auf eine Grundgesamtheit 
geschlossen werden kann. Außerdem konnte an Hand dieser die für Schweiß-
verbindungen übliche Steigung der Wöhlerlinie von m = 3 bestätigt werden. In Abb. 3.20 
sind die Ergebnisse aller Stumpfnahtproben ohne Dickensprung dargestellt. Die bereits 
erwähnten Proben, die durch von Knaggen verursachte Risse versagten, sind mit 
geschlossenen Symbolen dargestellt. Pfeile repräsentieren Durchläufer, d. h. Proben, die 
wesentlich mehr als 2 Millionen Lastspiele erlebt haben und somit dem Dauerfestigkeits-
bereich zugeordnet werden müssen. 
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Abb. 3.20:  Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche 
für Probentyp B ohne Dickensprung 

 

Will man die ermittelten kennzeichnenden Werte der Wöhlerlinien (für N = 2⋅106 und 
Pü = 97,7 %) mit den empfohlenen Detailkategorien nach Germanischer Lloyd (2002) 
vergleichen, müssen die Ergebnisse von Kleinproben, die bei einem Spannungs-
verhältnis von R = 0 ermittelt wurden, in gleicher Weise wie bei den Schnittkanten um 
20 % abgesenkt werden. Danach liegen die Ergebnisse der dünnen Proben mit 107 MPa 
etwas über, jene der dicken Proben mit 92 MPa etwas unter der Detailkategorie 
∆σR = 100 (siehe Tabelle 3.6). Obwohl in den Empfehlungen des IIW (Hobbacher, 1996) 
ein Dickeneinfluss erst ab 25 mm Blechdicke berücksichtigt wird, ist dieser dennoch 
möglicherweise der Grund für die relativ schlechte Schwingfestigkeit der Proben B 3. 

 

Tabelle 3.6:  Übersicht der Versuchsergebnis für Probentyp B 

 t1/t2 [mm] Material Rσ∆  
[MPa] 

Rσ∆   
inkl. Zusatz-

biegung 

Rσ∆  
abgemindert 

für R = 0,5 

Rσ∆  
(GL, 2002) 

B 1 / B 4 10/10 HF 69 133,19 107 100 
B 3 25/25 HF 69 114,62 

 
92 100 

B 2 10/12 HF 69 88,78 115,41 92 90 
B 5 25/30 HF 69 97,21 126,37 101 90 

B NF 10/12 NF 74,82 97,27 78 90 
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Die Proben mit Dickensprung zeigten ein etwas anderes Verhalten. Hier war die 
Lebensdauer der dünnen Proben niedriger als die der dicken (siehe Abb. 3.21). Es fällt 
auf, dass der Anrissort, der aufgrund des durch den Dickensprung hervorgerufenen 
Biegemomentes auf der Seite der Decklage liegen sollte, bei den dicken Proben trotzdem 
auf der Seite der Wurzellage zu finden ist. Hier spielt möglicherweise die lokale 
Geometrie des Schweißnahtüberganges eine wesentliche Rolle (siehe Kapitel 5). 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.21:  Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche 
für Probentyp B mit Dickensprung 

 

Vergleicht man auch die Probenserien mit Dickensprung mit der empfohlenen Detail-
kategorie, muss die Zusatzbiegespannung durch den Dickensprung in der 
Nennspannung berücksichtigt werden. Für die vorliegende Geometrie (t2/t1 = 1,2) ist die 
Nennspannung durch Zusatzbiegung etwa um den Faktor 1,3 erhöht. Für die Serie B 2 
zeigt sich nach Abminderung um 20 % (Eigenspannungseinflüsse) etwa die 
Detailkategorie nach Germanischer Lloyd (2002), siehe Tabelle 3.6. Die Serie B 5 hat 
eine höhere Schwingfestigkeit, während die Serie aus normalfestem Stahl schlechter 
abschnitten hat. Eine Erklärung für die relativ großen Unterschiede konnte nicht gefunden 
werden. 
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3.3 Längsspantstoß 

Als dritter Probentyp wurde ein Doppel-T-Profil gewählt, welches in der Mitte einen 
Längsstoß enthält. Es repräsentiert so die unvermeidlichen Längsspantstöße in den 
Schiffsverbänden. Abschweißlöcher sind ebenfalls ein notwendiges Detail einer solchen 
Verbindung und wurden dementsprechend auch in den Versuchskörpern eingebaut. Bei 
der Blockmontage im Dock oder auf der Helling sind Schweißungen in Zwangslage nicht 
zu vermeiden. Deshalb wurden bei der Probenfertigung die Schweißungen in der Abfolge 
und der Lage so durchgeführt, als handele es sich um einen solchen Montagestoß. 
Zunächst wurde die Steg-Gurt-Verbindung in voller Länge verschweißt. Anschließend 
wurden die oberen und unteren Plattenstreifen in Wannelage verschweißt. Dabei wurde 
das Bauteil nicht gedreht. Als letztes wurden die Stege mit einer Steigenaht verbunden. 
Form und Abmessungen des Probentyps C sind in Abb. 3.22 zu sehen. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 3.22:  Form und Abmessungen des Probentyps C 
 

Es wurden neun Proben aus hochfestem Stahl und eine Vergleichsserie bestehend aus 
neun weiteren Proben aus normalfestem Schiffbaustahl getestet. 

Berechnungen mit Hilfe der Methode der finiten Elemente (FEM) hatten bereits vor den 
Versuchen gezeigt, dass mehrere konkurrierende Kerben in der Probe vorhanden sind 
(siehe Abbildungen 3.23 und 3.24). Dies sind zum einen die Umschweißungen der Steg-
Gurt-Verbindung am Abschweißloch, zum anderen Anfang und Ende der (als Steigenaht 
ausgeführten) Stumpfnaht im Steg. 
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Abb.2.23:  Mögliche Anrissorte Abb.3.24:  Verteilung der Längsspannungen  

im Probentyp C aus FE-Berechnungen  
(Bezug: Nennspannung im Bruttoquerschnitt) 

 

 
 

Abb. 3.25:  Streubänder der beiden Serien des Probentyps C im Wahrscheinlichkeitsnetz 
 

Wie die Berechnungen bereits vermuten ließen, zeigte sich bei einigen Proben ein Anriss 
an der Umschweißung, bei anderen an der Stumpfnaht. Die Versuchsergebnisse sind im 
Anhang C aufgeführt. Die Lebensdauer beider Details ist rechnerisch annähernd gleich 
zu bewerten, und so lagen auch die Versuchsergebnisse unabhängig vom Anrissort in 
einem relativ schmalen Streuband (siehe Abb. 3.25). 
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Für die Wöhlerlinien in Abb. 3.26 wurde eine für Schweißnähte übliche Steigung von 
m = 3 vorausgesetzt. Die mittlere Lebensdauer der Serie aus hochfestem Stahl ist im 
Vergleich zur normalfesten Serie zwar ein wenig höher, der kennzeichnende Wert 
( 6102 ⋅  Lastwechsel und 97,7 % Überlebenswahrscheinlichkeit) liegt jedoch mit 
88,8 MPa für die Serie aus hochfestem Stahl ein klein wenig unterhalb des Wertes für die 
Serie aus normalfestem Stahl. Es zeigt sich also, dass für eine solche 
Schweißverbindung sich die Lebensdauer durch den Einsatz von hochfestem Stahl nicht 
verbessert. In Abb. 3.26 ist in blauer Farbe die Wöhlerlinie eingetragen, die nach 
Germanischer Lloyd (2002) für die Bewertung eines solchen Details heranzuziehen ist 
(FAT 71). Eine Abminderung um 20 % ist hier nicht nötig, weil ein Bauteilmodell unter-
sucht wurde. Die Proben zeigten trotz der in Zwangslage hergestellten Schweißnähte ein 
besseres Schwingfestigkeitsverhalten. 
 

 
Abb. 3.26:  Wöhlerlinien der Versuche an Probentyp C 
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4 Eigenspannungsmessungen an freien Blechkanten 
 
4.1 Einleitung 

Die Ergebnisse der Schwingfestigkeitsversuche an freien Blechkanten weisen hinsichtlich 
der verwendeten Trennverfahren „Autogener Brennschnitt“, „Plasma an Luft“ und 
„Plasma unter Wasser“ deutliche Schwankungen auf (siehe Abb. 3.3). Eigenspannungen 
können das Schwingfestigkeitsverhalten von freien Blechkanten wesentlich beeinflussen. 
Mit dem Trennverfahren "Plasma an Luft" ist in diesem Vorhaben eine relativ neue 
Technologie zum Einsatz gekommen, die bisher in der Werftindustrie kaum Anwendung 
fand. Entsprechend existieren kaum Kenntnisse über Eigenspannungsverläufe an 
solchen Schnittkanten. Auch über die Eigenspannungsverläufe aus anderen 
Trennverfahren an hochfesten Stahl ist nur wenig bekannt. 

Um Aufschluss über diese Eigenspannungsverläufe und mögliche Erklärungen für das 
unterschiedliche Verhalten der Proben zu erhalten, wurden die in diesem Abschnitt 
beschriebenen Eigenspannungsmessungen an Schnittkanten durchgeführt.  
 
 
4.2 Entstehung von Eigenspannungen an Brennschnittkanten 

Durch die Temperaturen beim Brennschneiden entstehen hohe Wärmespannungen, die 
plastische Verformungen und Eigenspannungen verursachen. An der Oberfläche sollte 
infolge der Längskontraktion beim Abkühlen der Kante ein Zugspannungsmaximum 
auftreten. Bei einer hohen Abkühlungsgeschwindigkeit mit zugehöriger Umwandlung von 
Austenit in Martensit wird dieses jedoch in ein Druckmaximum verkehrt. 
 
 
4.3 Messmethode  

Für die Eigenspannungsermittlung an thermischen Schnittkanten kamen in der 
Vergangenheit bereits verschiedene Verfahren zum Einsatz. Das Biegepfeilverfahren 
verwenden Goldberg et el. (1974), Anders et al. (1993), Paetzold (1993) und Rao et al. 
(1970). Das Bohrlochverfahren und das Einschneideverfahren benutzten Paetzold (1989) 
und Anders et al. (1993) respektive Thomas et al. (1976), Sonsino et al. (1992) und 
Chiarelli et al. (2000). Die röntgenographische Spannungsermittlung wurde von Giere 
(1992) zum Einsatz gebracht.  

Da in diesem Fall jedoch aufgrund der Geometrie der Schnittkante (Blechdicke, 
Rauhigkeit) Einschränkungen gegeben sind, können nicht alle der aufgeführten 
Methoden angewendet werden. Außerdem soll das Verfahren in der Lage sein, neben 
den Eigenspannungen in Schneidrichtung auch ihre Gradienten senkrecht zur 
Schneidrichtung im Bereich der Wärmeeinflusszone (WEZ) zu ermitteln. Unter diesen 
beiden Gesichtspunkten erscheint das Biegepfeilverfahren als die sinnvollste Alternative 
für diese Aufgabe. Eine Messeinrichtung war vorhanden, da das Biegepfeilverfahren 
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bereits im Rahmen früherer Eigenspannungsmessungen an gleicher Stelle zur 
Anwendung gekommen ist, z.B. Paetzold (1993). 

Beim Biegepfeilverfahren ermittelt man die Eigenspannungen in der Brennschnittkante 
und ihren Verlauf in Tiefenrichtung, indem balkenartige Messproben in kleinen Schritten 
ausgehend von der Schnittkante mechanisch abgearbeitet werden. Dabei werden 
Eigenspannungen ausgelöst, was eine Änderung des Eigenspannungszustandes und 
damit des Verformungszustandes der Probe zur Folge hat. Da die Proben aufgrund ihrer 
Geometrie als Biegebalken idealisiert werden können, steht die Änderung des 
Eigenspannungszustandes in unmittelbarem Zusammenhang mit der Änderung der 
Balkenkrümmung. Diese kann wiederum, bei Annahme konstanter Krümmung über die 
Probenlänge, aus der Änderung der Durchbiegung berechnet werden, welche gemessen 
und als Biegepfeil bezeichnet wird. 
 
 
4.4 Messproben 

Zur Herstellung der Messproben standen drei rechteckige und rundum geschnittene 
Platten aus dem hochfesten Stahl HF 69 mit den Abmessungen von 450 mm x 400 mm x 
10 mm zur Verfügung (Abb. 4.1). Diese wurden mit den Schneidverfahren „Autogener 
Brennschnitt“, „Plasma an Luft“ sowie „Plasma unter Wasser“ bei der Flensburger 
Schiffbau-Gesellschaft angefertigt. Die Walzrichtung war auf der Platte gekennzeichnet. 
Aus diesen Platten wurden die Messproben für die Biegepfeilmessungen per Sägeschnitt 
herausgetrennt und auf das Endmaß 300 mm x 40 mm gefräst. Um den Einfluss der 
Walzeigenspannungen zu erfassen, wurden aus jeder Platte jeweils eine Probe in 
Walzrichtung und eine Probe senkrecht dazu gefertigt, so dass an insgesamt sechs 
Schnittkanten Eigenspannungen gemessen wurden. 
 

 
 

Abb.4.1:  Entnahme der Proben für das Biegepfeilverfahren 
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4.5 Durchführung der Messungen 

Die bei der Forschungsstelle vorhandene Messeinrichtung wurde dahingehend 
modifiziert, dass der zuvor verwendete induktive Wegaufnehmer durch ein Laser-
messgerät der Firma „µε“, Typ LD 1606-2 ersetzt wurde, da dieser eine höhere 
Messgenauigkeit (1/10000 mm) als der Wegaufnehmer (1/1000 mm) besitzt 
(Abbildungen 4.2 und 4.3). Zur mechanischen Abarbeitung der Schnittkanten wurde eine 
Bornitrid-Schleifscheibe benutzt, welche die Proben mit einer Drehzahl von 2000 min-1 
und einem Vorschub von 100 mm/min bearbeitet (Abb. 4.4).  
 

  
 

Abb. 4.2:  Messanlage mit Lasermesssystem 
für das Biegepfeilverfahren 

 Abb. 4.3:  Messaufbau schematisch 

 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

Abb. 4.4:  Schleifvorgang beim Biegepfeilverfahren 
 
Die Probe wurde während des Schleifvorgangs intensiv gekühlt. Die Abtragdicke pro 
Schliff betrug 0,05 mm, wobei nicht nach jedem Durchlauf gemessen wurde. Zur 
Messung wurden die Proben nach sorgfältiger Reinigung in die Messeinrichtung gelegt. 
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Die abgeschliffene Seite zeigte nach oben, und der unter der Probe angebrachte 
Lasermesskopf maß den Abstand zur Unterseite der Probe. Vergrößert sich der Abstand 
im Vergleich zur vorangehenden Messung, verbiegt sich die Probe nach oben, was 
bedeutet, dass im vorangegangenen Schliff Zugeigenspannungen freigesetzt wurden. 
Vor jeder Messung wurden außerdem die Durchbiegungen einer Referenzprobe 
gemessen, um Temperatureffekte auszuschließen. Die autogengeschnittenen Proben 
wurden auf bis zu 5,0 mm abgearbeitet, die plasmageschnittenen Proben aufgrund ihrer 
schmaleren WEZ auf bis zu 3,0 mm. Der Messplan ist in Tabelle 4.1 dargestellt.  
 

Tabelle 4.1:  Messplan für Eigenspannungsmessungen mit dem Biegepfeilverfahren 

Pr. 1 Autogener Brennschnitt in Walzrichtung 
Pr. 2 Autogener Brennschnitt senkr. zur Walzrichtung 

0 mm - 2 mm in 
0,1 mm - Schritten 

2 mm - 5 mm in 
0,2 mm - Schritten

Pr. 3 Plasma trocken in Walzrichtung 
Pr. 4 Plasma trocken senkr. zur Walzrichtung 
Pr. 5 Plasma unter Wasser in Walzrichtung 
Pr. 6 Plasma unter Wasser senkr. zur Walzrichtung 

0 mm - 1 mm in  
0,1 mm - Schritten 

1 mm - 3 mm in 
0,2 mm - Schritten

 
Die Berechnung der Eigenspannungen erfolgte mit der von Rao et al. (1970) entwickelten 
Rekursionsformel, welche einfach zu programmieren war und somit eine zügige 
Auswertung ermöglichte. 
 
 
4.6 Messergebnisse 

Abb. 4.5 zeigt die Ergebnisse der Biegepfeil-Messungen. Die Messwerte weisen starke 
Streuungen auf.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

Abb. 4.5:  Gemessene Biegepfeile 
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Da Vorzeichen und Größe der Eigenspannungen von den Gradienten der 
Biegepfeilverläufe abhängen, ergäbe eine auf den gemessenen Werten basierende 
Eigenspannungsberechnung stark oszillierende Verläufe, deren Werte teilweise jenseits 
der Streckgrenze lägen. Somit war eine Glättung der Messwerte erforderlich. Diese 
Glättung wurde insbesondere im Randbereich erschwert, da die Schwankungen der 
Biegepfeile, hier vor allem bei den Proben 3 und 5, sehr extrem sind und kein eindeutiger 
Trend, welcher das Vorzeichen der Randeigenspannung liefern würde, zu erkennen ist. 

Daher wurde für zwei plasma-geschnittene Blechkanten mit einer röntgenographischen 
Spannungsmessung am Institut für Werkstofftechnik (IWT) in Bremen die Rand-
eigenspannung bestimmt. Die Messung ergab eine Druckeigenspannung von -135 MPa 
für die an Luft plasma-geschnittene Kante und -29 MPa für die unter Wasser plasma-
geschnittene Kante. 

Anschließend wurden die gemessenen Biegepfeile durch ein Polynom dritter Ordnung 
nach dem Prinzip des kleinsten Fehlerquadrates geglättet. Zusätzliche Bedingung für 
dieses Ansatzpolynom war dabei die Anfangssteigung, die proportional zur röntgeno-
graphisch gemessenen Randeigenspannung gewählt wurde. Entsprechend der Formeln 
von Rao et al. (1970) ergibt sich für den Eigenspannungsverlauf ein Polynom vierter 
Ordnung (siehe Abb. 4.6). 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 
 

Abb. 4.6:  Eigenspannungverläufe Proben 1 – 6 
 
Die autogen geschnittenen Proben 1 und 2 konnten ohne zusätzlich Bedingung geglättet 
werden. Die negativen Steigungen im Randbereich führen zu Randdruckspannungen. 
Diese gehen mit einer großen Steigung in den Zugbereich über und erreichen ihre 
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Maxima bei ungefähr bei z = 2,5 mm. Danach fallen die Eigenspannungen wieder ab, 
wobei ein Nulldurchgang im Messbereich bis 5 mm nicht mehr zu verzeichnen ist. 
Extrapoliert läge dieser bei z = 5,5 mm. 

Bei den plasma-geschnittenen Proben ist der Spannungsgradient noch größer, so dass 
schon nach weniger als 0,2 mm Zugeigenspannungen zu finden sind. Diese erreichen 
nach etwa 1 mm ihre Maxima. 

Zur Verifizierung der gemessenen Eigenspannungen wurde das Bohrlochverfahren 
herangezogen. Da bei diesem Verfahren die Oberfläche ein gewisses Maß an Rauhigkeit 
nicht überschreiten darf, beschränkten sich auch hier die Messungen auf die 
plasmageschnittenen Kanten (Proben 3 bis 6). 

Wie beim Biegepfeilverfahren wird auch beim Bohrlochverfahren der Eigenspannungs-
zustand durch Auslösung von Eigenspannungen und Messung daraus resultierender 
Verformungsänderungen ermittelt. Dazu wird an der interessierenden Messstelle, in 
diesem Fall auf der Schnittkante, ein Sackloch eingebracht, und die aus der Freisetzung 
der Eigenspannungen resultierenden Oberflächendehnungen werden mit um das 
Sackloch herum angeordneten Dehnungsmessstreifen (DMS) gemessen, welche auf 
einer sogenannten DMS-Rosette angebracht sind (Abb. 4.7). Findet bei Zunahme der 
Bohrtiefe keine Dehnungsänderung mehr statt, sind die Eigenspannungen vollständig 
ausgelöst und werden mit den Gesamtdehnungen berechnet (König, 1991). 

 

 

 
 
 
 
 
 
 

Abb. 4.7:  DMS-Anordnung 
 

Für die Bohrlochmessungen standen jeweils noch 2 Schnittkanten pro Ausgangsprobe, 
eine in Walzrichtung geschnitten und eine senkrecht dazu, zur Verfügung. Auf diese 
wurden die 0°/ 45°/ 90°-Bohrlochrosetten des Typs CEA-062UM-120 geklebt. 

Die Bohrlochmessungen wurden mit einer speziellen Bohrvorrichtung der Firma Sint, Typ 
MTS 3000 durchgeführt. Zur Positionierung der Bohranlage über der Schnittkante wurde 
eine spezielle Vorrichtung erstellt (Abb. 4.8). Es wurde inkrementell in Schritten von 
0,1 mm auf die maximale Bohrtiefe von 2,0 mm gebohrt, wobei der Bohrdurchmesser 
1,6 mm betrug. Die Visualisierung und Verarbeitung der Messwerte erfolgte dynamisch 
über eine PC-Schnittstelle mit entsprechender Software. 
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Abb. 4.8:  Messvorrichtung für das Bohrlochverfahren 

 
In Abb. 4.9 sind die gemessenen Dehnungsverläufe dargestellt. Der Übersicht halber 
sind nur die Dehnungen am Messstreifen 2 dargestellt. Die anderen Messstreifen zeigen 
nur sehr kleine Dehnungen, da in der Brennkante annähernd ein einachsiger 
Spannungszustand herrscht. Der glatte Verlauf und die vollständige Auslösung der 
Dehnungen signalisieren die Gültigkeit der Ergebnisse.  

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
Abb. 4.9:  Dehnungen am Mess-Streifen 2 während des Bohrlochverfahrens 

 
Die berechneten Spannungen in Kantenrichtung σx  sind in Tabelle 4.2  aufgelistet. Die 
Bohrlochmessung an den plasmageschnittenen Kanten bestätigt, dass überwiegend 
Zugspannungen in der Randschicht (z = 0 mm – 0,5 mm) der Kante vorherrschen. Eine 
Aussage über die Spannungen an der Oberfläche der Kante lässt diese Methode jedoch 
nicht zu, da ein über die Tiefe gemittelter Wert gemessen wird. 
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Tabelle 4.2:  Spannungen aus Bohrlochverfahren 
 

  Probe 3 Probe 4 Probe 5 Probe 6 

Verfahren Plasma trocken 
in Walzrichtung 

Plasma trocken 
senkr. zur 
Walzrichtung 

Plasma unter 
Wasser in 
Walzrichtung 

Plasma unter 
Wasser senkr. 
zur Walzrichtung

σx [N/mm²] 352 347 323 289 
 

Bezüglich der Lage der Schnittkanten zur Walzrichtung und deren Auswirkung auf die 
Eigenspannungsverteilung lassen sich keine eindeutigen Gemeinsamkeiten bzw. Unter-
schiede erkennen. Dies deutet darauf hin, dass der Eigenspannungszustand in den 
Platten vor dem thermischen Heraustrennen der Proben unterschiedlich war. 

Es sind zahlreiche Untersuchungen zu Eigenspannungsverläufen an thermischen 
Schnittkanten bekannt, in denen sich ganz unterschiedliche Verläufe zeigen. Dies ist 
sicherlich auf die Vielfalt der verwendeten Stahlsorten, der Probengeometrien und der 
zum Einsatz gekommenen Trennverfahren mit ihren unterschiedlichen Schneid-
parametern zurückzuführen. Besonders deutlich wird dies an den Diagrammen von Rao 
et al. (1970). Nach deren Messungen wirken sich selbst geringe Variationen der 
Schneidparameter erheblich auf die Eigenspannungsverläufe und insbesondere auf die 
Vorzeichen und Beträge der Randeigenspannungen aus. Ein Vergleich dieser 
Messungen mit den eigenen wird daher unterlassen. 

Die veröffentlichten Eigenspannungsverläufe an autogen geschnittenen Proben zeigen 
qualitativ ähnliche Verläufe wie die eigenen: Druckeigenspannungen am Rand mit 
raschem Anstieg in den Zugbereich, siehe Giere (1992), Goldberg et al. (1974), dort 
insbesondere Probe 2 sowie Thomas et al. (1976). Auch quantitativ stimmen diese zum 
Teil mit den eigenen Messungen recht gut überein. 

Anders verhält es sich mit den Ergebnissen an plasmageschnittenen Proben aus der 
Literatur. Wie die eigenen Messungen weisen diese zwar durchweg Druck-
eigenspannungen am Rand auf. Trotzdem unterscheiden sich die Verläufe aus der 
Literatur teilweise deutlich voneinander. Dabei spielt es ebenfalls eine Rolle, ob an Luft 
oder unter Wasser geschnitten wurde. In einigen Verläufen erhöhen sich die 
Randdruckspannungen betragsmäßig (Paetzold, 1989),  in anderen wandeln sie sich 
mehr oder weniger schnell in Zugspannungen um, z.B. Chiarelli et al. (2000), Goldberg et 
al. (1974), Paetzold (1993). 
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5 Lokale Nahtgeometrie 

Die lokale Geometrie einer Schweißnaht (insbesondere Flankenwinkel und Radius am 
Nahtübergang) hat einen wesentlichen Einfluss auf die Schwingfestigkeit von Schweiß-
verbindungen. Bewertungskonzepte wie z.B. das Kerbspannungskonzept (Radaj, 1985; 
Radaj und Sonsino, 2000) sind in der Lage, alle geometrischen Einflüsse der 
Schweißverbindung zu berücksichtigen, und die Anwendbarkeit des Kerbspannungs-
konzepts konnte in begleitenden Berechnungen zu Schwingfestigkeitsuntersuchungen an 
verschiedenen Schweißverbindungen (u.a. Petershagen, 1989) nachgewiesen werden. 

Eine Schwierigkeit besteht allerdings in der Erfassung der lokalen Geometrie. In der 
Vergangenheit kam verschiedentlich eine Abdrucktechnik (rubber silicon technique) zum 
Einsatz. Mit dieser Technik wurden Abdrücke der Schweißnaht genommen und die 
Geometrie aus vergrößerten Schnitten aufgemessen.  

Im vorliegenden Vorhaben wurde hingegen ein berührungsloses Verfahren verwendet, 
das es erlaubt, alle Schweißnähte aufzumessen und ihre Geometrie mit hoher Auflösung 
als dreidimensionales Oberflächenprofil zu speichern. Aus diesen Daten können in einem 
weiteren Schritt jeder beliebige Querschnitt extrahiert und daraus Formparameter der 
Schweißnaht (Flankenwinkel, Nahtüberhöhung, Nahtbreite, Übergangsradius, u.a.) 
bestimmt werden (Seemann, 2002). 
 
 
5.1 Sheet of Light Range Imaging 

Zur Erkennung des dreidimensionalen Oberflächenprofils der Schweißnähte ist ein 
Verfahren nach dem sogenannten Sheet of Light Range Imaging eingesetzt worden. In 
Abb. 5.1 ist die Objektabtastung mit diesem Verfahren schematisch dargestellt. Streift die 
Laserlinie das Objekt, wird sie an dieser Stelle von ihrem ursprünglichen Verlauf 
ausgelenkt und erscheint aus Sicht der Kamera versetzt zum Rest der Linie auf der 
Objektoberfläche. 
 

 
Abb. 5.1:  Messprinzip des Sheet of Light 

Range Imaging 
Abb. 5.2:  Von der Kamera erfasste 

Profillinie aus Abb. 5.1 
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Der Laserstrahl wird durch ein Linsensystem fächerförmig aufgeweitet (sheet-of-light, 
Lichtschnitt-Vorhang). Das am Kamerasensor vorbeigeführte Werkstück wird linienförmig 
abgetastet. Unterschiedliche Höhen des Werkstückes führen zu definierten 
Abweichungen vom ursprünglich kontinuierlich horizontalen Verlauf der Laserlinie. Die 
von der Kamera gemessene Auslenkung a des vom Objekt reflektierten Lichtstreifens ist 
abhängig von der Geometrie des Messaufbaus. Bei bekannten Abmessungen und 
erfolgter Eichung lassen sich Objekte sehr genau vermessen. Wie Abb. 5.1 zeigt, lässt 
sich durch Detektion der Abweichung a der Laserlinie von ihrem horizontalen Verlauf auf 
die Höhe h des Werkstückes schließen. Werden diese Abweichungen fortlaufend 
aufgezeichnet, gewinnt man aus den aufeinander folgenden Linienbildern ein 
dreidimensionales Oberflächenprofil (3D-Topologie) des Werkstückes. Abb. 5.2 zeigt eine 
dazugehörige Momentanaufnahme solch einer Profillinie. 

Die Genauigkeit dieses Verfahrens ist durch die Anzahl der Pixel der Kamera bestimmt. 
Um also eine gute Auflösung der Höheninformation zu erhalten, muss die Breite des 
aufgenommenen Profils eingeschränkt werden. Dies bedeutete für die Stumpfnaht-
proben, dass die Schweißnaht nur vom Übergang bis Mitte Naht in einem Durchlauf 
aufgezeichnet werden konnte. Für jede Probe sind demnach vier Messvorgänge nötig, 
um Deck- und Wurzellage der Naht vollständig aufzunehmen. 

Die Proben der Serien B 1 (Stumpfstoß ohne Dickensprung, t = 10 mm) und B 2 
(Stumpfstoß mit Dickensprung t = 10 mm / 12 mm) wurden mit diesem Verfahren 
aufgenommen (siehe Abbildungen 5.3 und 5.4). Die Probenserien mit Blechdicken von 
25 mm bzw. 30 mm konnten nicht aufgemessen werden, da die Schweißnaht sehr viel 
breiter ist und eine vollständige Erfassung bei der geforderten Genauigkeit nicht möglich 
war. 

Abb. 5.3: 
Versuchsaufbau mit Stumpfnahtprobe 

Abb. 5.4:  Detail des Versuchsaufbaus 

 
Bei jedem Messvorgang wurden ca. 500 Querschnitte aufgemessen, die jeweils ca. 500 
Messpunkte beinhalten. Die Höheninformation kann als Graustufenbild gespeichert 
werden. Dabei entspricht jede der 256 möglichen Graustufen einer bestimmten Höhe 
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(Abb. 5.5). Diese Graustufenbilder können mit einem speziellen Programm 
dreidimensional gerendert werden (Abb. 5.6). 
 

 

Abb. 5.5:  Probe B 1-1 (Wurzellage 
rechts) als Graustufenbild 

Abb. 5.6:  Probe B 1-1 (Wurzellage rechts) 3D-Bild 
(Höhe nicht maßstäblich) 

 
 
 

5.2 Ermittlung von Nahtformparametern 

Zunächst wurde versucht, mit einem numerischen, iterativen Verfahren die gesuchten 
Formparameter Flankenwinkel θ und Übergangsradius r zu bestimmen. Um in einem 
Querschnitt einen Radius bestimmen zu können, werden drei Hilfspunkte benötigt, die 
solange verschoben werden bis sie den kleinsten Radius gefunden haben. Diese 
Hilfspunkte müssen als Mittelwert mehrerer nebeneinander liegender Messwerte gebildet 
werden, um unrealistisch kleine Radien in der Größenordnung der Messgenauigkeit 
herauszufiltern. Die Steigung der sich an den Übergangsradius anschließenden 
Tangente (Flankenwinkel) kann durch zwei weitere Hilfspunkte gefunden werden. 

Dieses Verfahren hat sich leider als wenig robust herausgestellt, da es sehr empfindlich 
auf die oben beschriebene Mittelung der Hilfspunkte reagiert. Außerdem ist es für die 
relativ flachen Nahtprofile insbesondere in den Decklagen schwierig, einen Übergangs-
radius zu bestimmen. Dies wurde weiterhin dadurch erschwert, dass die durch das Sheet 
of Light Range Imaging und die dafür verwendete Messapparatur vorgegebene 
Auflösung in Höhenrichtung nicht optimal ausgenutzt werden konnte. Die im folgenden 
dargestellten Nahtprofile weisen deshalb eine relative grobe Stufung auf. 

Sowohl das Messverfahren als auch das numerische Verfahren zur Bestimmung der 
Nahtformparameter sollten weiterentwickelt werden. Im vorliegenden Vorhaben wurde 
das numerische Verfahren aus den genannten Gründen nicht weiter zur Auswertung der 
lokalen Schweißnahtgeometrie verwendet. 

Statt dessen wurde exemplarisch für jeweils eine Probe der Serien B 1 und B 2 ein 
Nahtprofil am Querschnitt durch den Anrissort aus den Messdaten entnommen (Abb. 5.7 
und 5.8). Daraus wurden die Übergangsradien und die Flankenwinkel manuell 
aufgemessen. Es zeigten sich in der Decklage kleinere Übergangradien als in der 
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Wurzellage, was auf eine schärfere Kerbwirkung schließen lässt. Die Mehrheit der 
Proben aus der Serie B 1 sind zwar am Übergang in die Wurzellage der Schweißung 
angerissen. Die beispielhaft untersuchte Probe B 1-5 ist jedoch, wie es das Nahtprofil 
vermuten lässt, am Übergang in die Decklage gerissen. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 5.7:  Nahtprofil der Probe B 1-5 am Querschnitt durch den Anrissort 
(Anriss: Decklage links) 

 

 
Abb. 5.8:  Nahtprofil der Probe B 2-1 am Querschnitt durch den Anrissort 

(Anriss: Decklage links) 

 
Infolge der Zusatzbiegung durch den Dickensprung der Probenserie B 2 ist die Oberseite 
der Naht im Versuch höher belastet als die Nahtunterseite. Dementsprechend ist auch 
die Mehrheit der Proben dieser Serie am Nahtübergang zur Decklage eingerissen. Bei 
der aufgemessenen Probe B 2-1 wirken zusätzlich relativ scharfe Kerbradien. 

Wie bereits erwähnt, konnten die dicken Stumpfnahtproben mit dem gewählten Verfahren 
nicht aufgemessen werden. Um wenigstens exemplarisch alle getesteten 
Nahtgeometrien darstellen zu können, wurden aus den Serien B 3 und B 5 Sägeschnitte 
entnommen, die geschliffen und anschließend mit einem herkömmlichen Flachbett-
Scanner erfasst wurden (Abbildungen 5.9 und 5.10). Auch hier wurden manuell Radius 
und Flankenwinkel bestimmt. Auffällig an diesen Nahtprofilen ist der sehr glatte Verlauf 
der Decklage, der durch die sechs nebeneinander liegenden Schweißraupen der 
Decklage zu erklären ist. Lediglich die letzte Lage bildet eine Nahtüberhöhung. 
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Abb. 5.9:  Nahtprofil aus der Serie B 3 
(Anriss: Wurzellage) 

Abb. 5.10:  Nahtprofil aus der Serie B 5 
(Anriss: Wurzellage links) 

 
Daraus resultiert auch, dass sowohl die Proben der Serie B 3 als auch jene der Serie B 5 
mehrheitlich von der Nahtwurzel ausgehende Risse zeigten. Besonders für die Serie B 5 
ist das bemerkenswert, da hier aufgrund der Zusatzbiegung die Nahtoberseite höher 
belastet war. Offensichtlich wurde dies jedoch durch die relativ kleine Kerbwirkung des 
Übergangsradius an der Decklage mehr als ausgeglichen. 
 
 
 
5.3 Abschätzung der Kerbwirkungszahlen 

Nach dem Kerbspannungskonzept von Radaj (1985) lässt sich die Schwingfestigkeit von 
Schweißverbindungen mit der Kerbwirkungszahl Kf beschreiben, die für die anriss-
kritische Stelle unter Berücksichtigung der lokalen Geometrie ermittelt wird. Bei den 
relativ scharfen Nahtübergangskerben wird zur Erfassung der Mikrostützwirkung des 
Werkstoffes der Übergangsradius fiktiv um 1 mm vergrößert: 

rf  =  r + 1 mm ( 5.1 )

Die Kerbwirkungszahl Kf entspricht dann der für den fiktiven Radius ermittelten 
Kerbformzahl Kt. 

Kerbformzahlen an Nahtübergängen können mit numerischen Methoden (FE-Methode; 
Randelementemethode) oder mit hierfür aufbereiteten parametrischen Näherungsformeln 
ermittelt werden. Aus letzteren werden für die folgende Auswertung diejenigen von 
Anthes et al. (1993) verwendet. Für Stumpfstöße mit Nahtübergangswinkeln  θ ≤ 35° 
unter Normalbeanspruchung wird folgende Formel angegeben: 

382,0

f

932,0
f r

t)(sin728,01K 







⋅θ+=  ( 5.2 )
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Hiermit ergeben sich die in Tabelle 5.1 angegebenen Kerbwirkungszahlen Kf. Diese 
bestätigen, dass bei den Serien mit dünneren Blechen (B1, B2) die Kerben an der Deck- 
und Wurzellage fast gleichwertig sind, während bei den dickeren Proben die Wurzellage 
höhere Kerbwirkungszahlen aufweist, was den unerwarteten Anriss an dieser Stelle 
erklärt. 

 
Tabelle 5.1:  

Kerbwirkungszahlen für die Nahtprofile nach den Abbildungen 5.7 bis 5.10 
 

 Decklage Wurzellage 
Probe links rechts links rechts 
B 1-5 1,38 1,35 1,31 1,43  
B 2-1 1,37 1,25 1,41 1,56* 
B 3 ∼ 1,0     1,66 2,10 1,92  
B 5 ∼ 1,0     1,58 1,89 1,69  

*) weniger kritisch, da im dickeren Plattenbereich mit geringerer Nennspannung 
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6 Weitere Fertigungseinflüsse 
 
6.1 Rissbildung in der Nahtwurzel 

Bei den in Abschnitt 3.2 beschriebenen Schwingfestigkeitsuntersuchungen an Stumpf-
nähten aus hochfestem Stahl wurden bei den Probenserien B 3 und B 5 innere 
Ungänzen im Schweißgut als Ausgangsort für Brüche entdeckt. Da diese Risse klein im 
Verhältnis zur Querschnittsfläche der Proben waren (< 3 %) und das Auftreten der Fehler 
in Serie war, sollte die Ursache für diese Rissbildung ermittelt werden. Hierzu wurde das 
Institut für Schadensforschung und Schadensverhütung e.V. (ISSV) an der Universität 
der Bundeswehr Hamburg in die Untersuchungen einbezogen. 

Zum Zeitpunkt der Untersuchungen lag das Untersuchungsmaterial in folgender Form 
vor: 

Serie B 3: Stumpfstoß ohne Dickensprung, t = 25 mm, 
 Blech komplett in Proben zerteilt. 

Serie B 5: Stumpfstoß mit Dickensprung, t = 25 mm / 30 mm, 
 Blech zu ca. 2/3 in Proben zerteilt, 1/3 Reststück unzerteilt. 

Es wurden nochmals Analysen des Grundwerkstoffes (GW) sowie des Schweißgutes 
(SG, in der Mitte der Decklage) durchgeführt. Die an den Schweißproben gemessenen 
chemischen Zusammensetzungen (siehe Tabelle 6.1) entsprechen relativ gut den 
Sollwerten der Hersteller (siehe Tabelle 6.2). 

 
Tabelle 6.1:  Chemische Analyse von Grundwerkstoff (GW) und Schweißgut (SG) 

 
 C Si Mn P S Cr Ni Mo V Ti B Al 

GW 0,153 0,291 1,57 0,025 0,008 0,62 <0,1 0,27 0,054 0,006 0,0015 0,07 
SG 0,06 0,451 1,48 0,025 0,016 0,07 2,6 0,32 <0,05 0,086 0,0073 <0,005

 
 

Tabelle 6.2: 
Herstellerangaben zur Zusammensetzung von Grundwerkstoff und Schweißgut 

 

 C Si Mn P S Cr Ni Mo V+Nb B 
DILLIMAX 

690 <0,18 <0,50 <1,60 <0,020 <0,010 <1,50 <1,50 <0,60 <0,10 <0,0040

OK Tubrod 
15.09 0,06 0,4 1,15 <0,015 <0,015  2,8 0,3   

 

Die verwendeten Schweißdaten sind nochmals in Tabelle 6.3 dargestellt. Die errechneten 
Streckenenergien sind relativ niedrig. Aus der Wärmeflussrechnung wurde die Abkühlzeit 
zwischen 800 und 500°C abgeschätzt. Es liegt für alle Raupen eine 3-dimensionale 
Wärmeabfuhr vor. Die t8/5 -Zeiten betragen ca. 6 Sekunden. Damit wird die maximal 
zulässige t8/5 -Zeit von 15 s (nach Herstellerangaben) weit unterschritten. 
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Zur Ermittlung der Art der Ungänzen, des Erscheinungsbilds und der Auswirkungen auf 
den Bruch wurden folgende Untersuchungen ausgeführt: 

1) Sichtprüfung der Probenstücke 

2) Röntgengrobstrukturuntersuchung der Probenstücke (zur Verminderung von 
Überstrahlungen wurde Ausgleichstücke verwendet, die gebrochenen Proben mit 
möglichst geringem Spalt zusammengelegt) 

3) Querschliffe aus fehlerbehafteten Bereichen (Sichtprüfung, Röntgen) 

4) Bruchflächenanalyse mit Stereomikroskop und REM mit angeschlossener EDX-
Analyseneinrichtung 

 

Tabelle 6.3:  Schweißparameter und berechnete Streckenenergie 
 

 Schweiß-
raupe 

Strom- 
stärke 

[A] 

Spannung
[V] 

Stromart / 
Polung 

Draht- 
vorschub
[m/min] 

Geschw  
[cm/min] 

Strecken-
energie 
[kJ/cm] 

1 Wurzellage 225 26,5 + 10,5 25 14,3 
2 Füll 270 28,5 + 12 35 13,2 
3 Füll-Pendel 275 28,5 + 12 25 18,8 
4 Füll-Pendel 275 28,5 + 12 25 18,8 

5 u. 6 Füll-Strich 275 28,4 + 12 30 15,6 
7 u. 8 Füll-Strich 275 28,5 + 12 30 15,7 

9 bis 11 Füll-Strich 275 28,5 + 12 30 15,7 
12 bis 16 Decklage 260 28 + 11 38 11,5 

 
 
 
6.1.1 Sichtprüfung 

Die Sichtprüfung ergab, dass alle Trennungen, die durch die dynamische Beanspruchung 
hervorgerufen wurden, von der Nahtwurzel ausgingen. Entweder starteten sie am 
Übergang WEZ / Schweißgut, oder sie verliefen durch die Mitte der Naht. 

In der Serie B 3 waren nur die Proben B 3-4 bis B 3-14 angerissen. Die Proben B 3-15 
bis B 3-17 waren zum Zeitpunkt dieser Untersuchungen noch nicht beansprucht worden. 
Rissausgang war überwiegend auf der rechten Seite der Nahtwurzel (Blick in Schweiß-
richtung, Tabelle 6.4). In den Proben 12 und 13 ging der Riss von der Nahtmitte aus. An 
den Proben 7 und 11 wurden ebenfalls Risse in der Nahtmitte detektiert. Zu erkennen 
waren sie auf den Schnittflächen. Die letzten beiden Risse waren nicht auf den 
Röntgenfilmen zu detektieren. Diese beiden Proben hatten die Hauptrisse neben der 
Naht. 
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Tabelle 6.4:  Rissausgangsorte in der Serie B 3 

 

Probe 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 
Riss über 
ges. Dicke ja nein nein nein nein nein nein nein nein nein nein nein nein nein nein

links      A A  A  R A    

Mitte     HR*)    HR*) A/HR A/HR     

rechts A A A A A   A        

Ausgangsorte (A) für Risse in der Nahtwurzel, Heißriss (HR) 
*) nicht bei Röntgenuntersuchung entdeckt 
 
Alle Proben der Serie B5 waren durchgerissen. Fast alle Bruchpfade starteten in der 
WEZ neben der Nahtwurzel in Schweißrichtung links auf der dickeren Blechseite. Probe 
9 wies einen Riss auf, der rechts neben der Naht im Bereich von Einbrandkerben 
startete. Proben 8 und 11 wiesen Ungänzen in der Mitte der Nahtwurzel auf. Der Riss 
verlief in Probe 8 mittig durch die Naht. Bei Probe 11 nahm dieser Bruchverlauf 2/3 der 
Fläche ein. Der Rest des Bruchpfads startete links neben der Nahtwurzel (Abb. 6.10). 

 
Tabelle 6.5:  Rissausgangsorte in der Serie B 5 

 

Probe 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 Rest:
Riss über 
ges. Dicke ja ja ja ja ja ja ja ja ja ja ja ja nein 

links A A A A A A A   A R A  

Mitte        A/HR   A/HR   

rechts         A     

Ausgangsorte (A) für Risse in der Nahtwurzel, Heißriss (HR) 
*) nicht bei Röntgenuntersuchung entdeckt 
 
 
 
6.1.2 Röntgengrobstruktur-Untersuchung 

Durch die Trennungen in den Proben war die Auswertung der Filme erschwert. Die 
Nahtmitte war aber in allen Fällen gut abgebildet, mit Ausnahme der Randbereiche an 
den Sägeschnitten. Die bei der visuellen Prüfung erkannten Schwingrisse waren auch auf 
den Filmen deutlich zu erkennen. Hingegen wurden zwei Heißrisse bei der Serie B3, die 
nahezu keine Rissausbreitung durch die Schwingbeanspruchung erfahren hatten, nicht 
detektiert. Da diese nur auf den Schnittflächen erkannt wurden, kann über deren 
Längsausdehnung keine Aussage gemacht werden. Trotzdem waren in Nahtmitte 
linienförmiger Anzeigen auf dem Röntgenfilm schwach zu erkennen. An diesen Stellen 
wurden Querschliffe entnommen (B 3-7 und B 3-9). Die Nahtwurzel wies dort keine 
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Heißrisse auf. In den Füllagen wurden mehrere Heißrisse entdeckt. Die Korrelation zu 
den Röntgenaufnahmen ergab, dass die dünnen Linien auf den Aufnahmen durch die 
Heißrisse in den Füllagen verursacht wurden.  

Die Röntgenprüfung zur Auffindung der Heißrisse in der Nahtwurzel ist fraglich, wenn die 
Risse nicht nach außen offen sind. 

 
 

6.1.3 Ultraschallprüfung 

Der Wurzelbereich des Reststücks von Probeserie B 5 wurde einer Ultraschallprüfung 
unterzogen. Es ergab sich Anzeigen mit der Ersatzreflektorgröße EF 1,5 – 2 mm. Dort 
wurde eine Probe entnommen. Abb. 6.1 zeigt den Heißriss, der eine Höhe von ca. 1 mm 
im Schliff aufweist. 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.1:  Querschliff entnommen nach US-Prüfung aus Reststück 
der Serie B 5 mit Heißriss einer Höhe von ca. 1mm 

 
 

6.1.4 Schliffe 

Es wurden vier Querschliffe aus dem Blech B 3 entnommen. Die Abbildungen 6.2, 6.3 
und 6.4 zeigen die Nahtausbildung. Durch die Viellagentechnik sind die rekristallisierten 
Flächenanteile im Schweißgut hoch. Nicht rekristallisiert sind die WEZ neben der 
Decklage. In der Nahtwurzel ist die WEZ am breitesten. Die Härtewerte erreichen in der 
WEZ neben der Decklage ca. 450 HV (Abb. 6.5). Das Schweißgut hat dort im Mittel 
350 HV. Die Härtewerte im Bereich der Nahtwurzel sind sehr viel geringer. 
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Abb. 6.2:  Übersicht Probe B3-7 Seite A 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

be B3-7 Seite A 
 
 
 

Abb. 6.3:  Übersicht Probe B3-9 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.4:  Übersicht Probe B3-13 
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Abb. 6.5:  Härteverlauf der Probe B 3-9 

 
Die Nahtwurzel der Probe B 3-13 zeigt Abb. 6.6. Epitaxiales Wachstum der Kristalle bis 
zur Nahtmittel ist in der 1. Lage vorhanden. Beim Zusammenstoßen der Erstarrungslinien 
liegt ein Riss mit zackiger Risslinie vor (Heißriss siehe REM). Oberhalb, im Bereich der 
zweiten Lage, hat der Riss einen geraden Verlauf (Abb. 6.7). In der gleichen Art ist die 
Rissausbildung in der unteren Hälfte der Wurzel. Damit hat der Heißriss eine Höhe von 
ca. 2 mm hier im Querschliff. Darüber und darunter erfolgte die Rissausbreitung durch 
dynamische Beanspruchungen. 
 
 

 
Abb. 6.6:  Nahtwurzel der Probe B 3-13 
(unten im Bild Begrenzung erkennbar)  

Abb. 6.7:  Detail Nahtwurzel der Probe B 3-13 
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Im Querschliff sind mehrere Heißrisse in den Fülllagen vorhanden (Abb. 6.8). 
 

 

Abb. 6.8:  Heißrisse in den Fülllagen der Probe B 3-13 

 
Die Ausformung der Heißrissspitze an der 1. Füllage ist unterschiedlich. Während in 
Abb. 6.1 eine runde Form vorliegt, wurde in Probe B 3-7 (Abb. 6.9) der Riss in die erste 
Fülllage erweitert und bildet dort einen scharfen Kerb. Damit sind unterschiedliche 
Wachstumsrichtungen und -geschwindigkeiten bei einer Rissbildung unter dynamischer 
Beanspruchung verbunden. 
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Abb.6.9:  Querschliff aus B 3-7 mit Heißriss einer Höhe von 2 mm 
 
 
6.1.5 Bruchflächenanalyse 

Es sind drei verschiedene Zonen im Bruchpfad vorhanden. Rissstart war in der Naht-
wurzel. Von hier breitete sich der Riss in glatter Form aus. Unterschiedliche Risslagen im 
Verhältnis zur Nahtmitte gingen in eine Rissfront über (Abb. 6.10). Im oberen Teil sind 
stark zerklüftete Bruchoberflächen aufgrund des hohen Spannungsniveaus entstanden. 
Der Restbruch erfolgte duktil mit Scherlippen unter 45°. 

Der Rissausgang wurde meistens durch die Formkerbe in der Nahtwurzel bestimmt. 
Einige Proben hatten mit Schlacken belegte Risse im Schweißgut als Rissausgang 
(Tabellen 6.4 und 6.5). Die Flächenanteile dieser Risse war klein (Abbildungen 6.10 und 
6.11), unter 3 %. Trotzdem bestimmten sie den Bruchpfad.  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.10:  Bruchpfad der Probe B 5-11 
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Abb. 6.11:  Bruchpfad  Probe B 5-8 
 
 

6.1.6 Untersuchungen mit dem Raster-Elektronenmikroskop (REM) 

Abb. 6.12 zeigt einen Heißriss. Die Art des Risses war aufgrund der Belegung mit 
Schlacken (Abb. 6.13, HR1) und der Begrenzung nach oben durch das Schweißgut der 
zweiten Lage eindeutig bestimmbar.  

 
 

Abb. 6.12:  REM-Aufnahme der Probe B 5-8: 
Heißriss in der Übersicht 

Abb. 6.13:  Probe B 5-8:  
Heißriss mit Schlackenbedeckung 
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Oberhalb der Heißrisse waren sphärische Trennungen (ST) mit Schlackenbelegung 
innen vorhanden (Abb. 6.14). Im unteren Teil der Heißrisse (Abb. 6.15) waren 
Schmelzoberflächen (HR2) ohne Schlackenbelegung vorhanden.  

Abb. 6.14:  Probe B 5-8:  
Heißriss und Schwingriss,  

sphärische Einschlüsse mit hohem Ti-Gehalt 

Abb. 6.15:  Probe B 5-8:  
Heißriss unten, Schwingriss darunter 

 
 
6.1.7 EDX-Analysen 

Die Analysen der drei Bereiche ergab: HR2 entsprach dem Schweißgut (Abb. 6.16). Das 
Element Schwefel konnte auf der Oberfläche nicht nachgewiesen werden, da der 
Grundwerkstoff und der Schweißzusatz Molybdän enthalten war. Die Zone HR1 war mit 
Ti, Si, Fe–Schlacken belegt (Fe, Ti, Mn, Si, Ni, Abb. 6.17). In den sphärischen 
Trennungen waren sehr hohe Anteile von Titan vorhanden (Ti, Mn, Mg, Fe, Si, Al, Ni, 
Abb. 6.18). 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.16:  Heißrissoberfläche unten ohne Schlackenbedeckung (HR 2) 
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Abb. 6.17:  Heißrissoberfläche mit Schlackenbedeckung (HR 1, Großfeld) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb.6.18:  Schlacke in sphärischem Raum oberhalb des Heißrisses (ST) 
 
 
6.1.8 Zusammenfassung der Untersuchungen zur Heißrissbildung 

Es ergab sich zweifelsfrei, dass es sich bei den inneren Ungänzen einzelner Proben der 
Serien B3 und B5 um Heißrisse handelt. Diese Art der Fehler konnte nicht mit der 
Durchstrahlungsprüfung detektiert werden. Die Fehler traten in beiden untersuchten 
Schweißungen in Serie auf. Die untersuchten Schweißnähte waren sonst aber von 
ausgezeichneter Qualität. 

Initiiert durch diese Untersuchung wurde von der Flensburger Schiffbau-Gesellschaft und 
dem ISSV eine weitere Versuchsreihe, in der die Heißrissbildung untersucht wurde, 
durchgeführt. 
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Fazit aus beiden Untersuchungen ist, daß diese Art der Fehler reproduzierbar entsteht. 
Sie treten nicht nur bei den hochfesten Stählen auf. Vielmehr wurde die stärkste 
Rissbildung bei der werftüblichen Kombination aus höherfestem Stahl und rutilem 
Schweißzusatz PZ6114 erhalten. Damit handelt es sich um ein allgemeines Problem, 
wobei diese Fehler in dem üblichen Fertigungsablauf kaum zu entdecken sind, da die 
Risse visuell schwer und mit der Durchstrahlungsprüfung nicht auffindbar sind. 

Die in Zwangslagen äußerst wirtschaftlich einzusetzenden rutilen Fülldrähte mit schell 
erstarrender Schlacke bergen ein Risiko, in der Wurzel Risse zu bilden. Die Bruchbilder 
zeigten, dass die Lage dieser Fehler geeignet ist, Ausgangsort für Schwingbrüche zu 
werden, da die Wurzel höher beansprucht ist und die Fehler nahe an der Oberfläche 
liegen. 

In Wannenlage konnte das Problem mit dem basischen Fülldraht beseitigt werden. 

Die Abschätzung des Risikos für den Einsatz dieser Drähte in Zwangslagen ist aufgrund 
des geringen Kenntnisstands der Ursachen nicht möglich. Sinnvoll wäre eine 
Untersuchung der Heißrissbildung, speziell unter praxisgerechter Verformungs-
behinderung. Die Fehler waren gerade an einer Probengröße ermittelt worden, die 
deutlich größer ist als die Proben, die bei den Verfahrenstests verwendet werden, und 
somit höhere Verformungsbehinderungen geherrscht haben.  
 
 
 
6.2 Montageprobleme 

Sollen z.B. zwei Bleche durch eine Stumpfnaht verbunden werden, bedarf es einer 
sorgfältigen Schweißnahtvorbereitung. Es muss Vorsorge getroffen werden, dass die 
Blechkanten auf gleicher Höhe zueinander stehen, um Kantenversatz zu vermeiden. Es 
muss außerdem während des Schweißprozesses dafür gesorgt werden, dass sich der 
Luftspalt zwischen den Flanken der Bleche bei langen Nähten nicht verändert. Weiterhin 
besteht auch die Gefahr, dass sich die noch freien Enden der zu verschweißenden 
Blechkanten durch das Abkühlen der bereits verschweißten Naht aufeinander zu 
bewegen, der Luftspalt verkleinert wird und es sogar zu einer scherenartigen 
Überlappungen kommen kann. In der schiffbaulichen Vorfertigung sind dafür in den 
Schweißanlagen entsprechende hydraulische Niederhalter vorgesehen, die die Bleche an 
der Naht auf eine ebene feste Unterlage drücken. 

Ganz anders sieht es im Schiffbau bei Montagestößen zweier Volumensektionen aus. 
Hier werden Hilfswerkzeuge, in der Schiffbaupraxis „Knaggen“ genannt, eingesetzt, um 
z.B. die zu verschweißenden Blechkanten auf gleiche Höhe zu bringen und während des 
Schweißvorganges zu halten. Die Knaggen sind aus Blechen geschnittene Z- bzw. L-
förmige Stücke oder Reststücke von Profilen, die senkrecht zur freien Blechkante durch 
eine einseitige Kehlnaht auf das Blech geschweißt werden. Dabei ragt das freie Ende der 
Knagge in das zu verschweißende andere Blech. Durch einen eingeschlagenen Keil 



- 50 - 

 

zwischen Blech und der überragenden Knagge werden die freien Blechkanten auf gleiche 
Höhe gebracht. Nach dem Schweißvorgang werden die einseitig angeschweißten 
Knaggen abgeschlagen. Gewünscht ist dabei der Bruch der Kehlnaht an der Knaggen-
seite. Die verbleibende Kehlnaht auf dem Blech wird schließlich abgeschliffen. Oftmals 
aber bricht die Kehlnaht auf der Blechseite so, dass das Blech verletzt wird. Es entstehen 
Krater (Fehlstellen), die entweder ausgeschliffen werden, wenn sie nicht zu tief sind, oder 
durch Auftragsschweißung aufgefüllt und anschließend die Schweißraupen blecheben 
geschliffen werden.  

Abb. 6.19 zeigt solch einen Montagevorgang in der Schiffsfertigung. Statt der 
eigentlichen kleinen Knagge wurde hier ein größeres Profil verwendet, da offensichtlich 
bei der Montage größere Kräfte erwartet wurden. Gut zu sehen sind auch die einseitig 
geschweißten Kehlnähte, die später entfernt werden müssen. 

 
 

Abb. 6.19:  Montage einer Decksektion Abb.6.20:   
Geschraubte und geschweißte 

Knaggen 
 

An Stelle von Knaggen werden auch Schraubbolzen parallel zur Blechkante 
angeschweißt. Mit Hilfe der Schraubbolzen und einer Klammer (Abb. 6.20) werden die 
beiden zu verschweißenden Blechkanten auf gleiche Höhe gebracht. 

Die Probenherstellung erfolgte in der Nebenfertigung auf der Werft. Daher wurden die zu 
verschweißenden Plattenstücke mit den Knaggen fixiert und geklammert. Abb. 6.21 zeigt 
solch ein Blech, nachdem dieses in Probenstücke zerteilt wurde. Durch das Abschlagen 
der Knaggen traten Verletzungen im Grundwerkstoff auf. Sie wurden abgeschliffen, wie 
Abb. 6.22 es zeigt.  
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Abb. 6.21:  Blick auf Unterseite (Nahtwurzel) der Probenserie B 4 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.22:  Fehlstellen an Probe B 2-2 
 

Die Verletzungen im Grundwerkstoff wirken ähnlich wie eine geometrische Kerbe. Die 
Form der Kerbe sowie ihre Lage zur Beanspruchungsrichtung sind willkürlich und schwer 
einzuschätzen. Diese Fertigungstechnik bei der Montage hat sich seit Jahrzehnten 
bewährt. Ermüdungsversagen durch solche Verletzungen an Proben mit nominellen 
Streckgrenzen < 355 MPa sind in der Vergangenheit bei Schwingfestigkeitsunter-
suchungen in der Forschungsstelle nie vorgekommen. Da die Kerbwirkung mit 
zunehmender Festigkeit des Werkstoffs größer wird, wird dies hier offensichtlich zu 
einem zusätzlichen Problem beim Einsatz von Stählen mit Streckgrenzen > 355 MPa. 
Immerhin sind bei diesem Forschungsvorhaben drei der getesteten Proben an den von 
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den Knaggen verursachten Kerben gebrochen (siehe Abb. 6.23). Hier muss in der Praxis 
eine neue und in der Kerbwirkung verbesserte Lösung gesucht werden. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 6.23:  Bruchflächen der Probe B 1-9 
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7 Vergleich von Hauptspantquerschnitten 
mit verschiedenen Stahlfestigkeiten 

 
7.1 Einleitung 

Als Ausgangsbasis wurde der Hauptspantquerschnitt eines mittelgroßen Container-
schiffes (ca. 3000 TEU) gewählt. Es handelt sich dabei nicht um ein tatsächlich gebautes 
Schiff, sondern um ein Beispiel aus dem Programm Poseidon ND des Germanischen 
Lloyd (GL). Tabelle 7.1 enthält die Hauptabmessungen dieses Schiffes. 

 
Tabelle 7.1:  Hauptabmessungen 

 
Länge in der WL WLL = 234 m 

Länge zwischen den Loten ppL  = 230 m 

Tiefgang (Design) T = 13,5 m 

Breite B = 32,25 m 

Seitenhöhe H = 18,3 m 

Blockkoeffizient CB = 0,65    

Geschwindigkeit 0v  = 23 kn 

 
Das Programm Poseidon ermöglicht es, rechnergestützt die Hauptverbände eines 
Schiffes nach Germanischer Lloyd (2002) zu bemessen. 

In der Ausgangsvariante (Variante 1) kommt in der oberen Gurtung (bis etwa 2,5 m 
unterhalb des Gurtungsdecks) höherfester Stahl HF 36 zum Einsatz. Alle anderen 
Bereiche sind in normalfestem Stahl NF ausgeführt. Die Abmessungen von Platten und 
Profilen sind in Abb. 7.1 zu sehen. 

Im wesentlichen ist der Einsatz von hochfestem Stahl in einem solchen Hauptspant-
querschnitt ohne große konstruktive Modifikationen möglich. Änderungen ergeben sich 
lediglich aus der Tatsache, dass die häufig verwendeten Flachwulst (HP)- und 
Winkelprofile nicht zur Verfügung stehen. 

In der zweiten Variante wird der hochfeste Stahl HF 69 in der oberen Gurtung eingesetzt. 
Es ist dann sinnvoll, den übrigen Querschnitt in höherfestem Stahl HF 36 auszuführen, 
da sonst die Streckgrenze des HF 69 nicht ausgenutzt werden kann. Dabei wird davon 
ausgegangen, dass die Definition der Werkstoffkennziffer nach Germanischer Lloyd 
(2002) 

60R
295k

eH +
=  ( 7.1 )

auch für den hochfesten Stahl ihre Gültigkeit behält. 
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Abb. 7.1:  Abmessungen von Platten und Profilen (Variante 1) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 7.2:  Abmessungen von Platten und Profilen (Variante 2) 



- 55 - 

 

Die Werkstoffkennziffer ist in diesem Fall 39,0k = . Unter diesen Vorraussetzung ergeben 
sich die in Abb. 7.2 dargestellten Abmessungen. 

Eine dritte Variante wurde unter Verwendung von HF 50 in der oberen Gurtung 
bemessen. Die Werkstoffkennziffer ist dann 53,0k = . Es zeigt sich, dass auch dann die 
untere Gurtung aus höherfestem Stahl HF 36 gebaut werden sollte. Der mittlere Bereich 
(um die neutrale Faser) bleibt niedrig belastet, so dass weiterhin normalfester Stahl 
verwendet werden kann (Abb. 7.3). Die Variante 3 kann auch für den HF 69 als Lösung 
angesehen werden, wenn die Werkstoffkennziffer von den Klassifikationsgesellschaften 
höher als nach Gl. (7.1 ) angesetzt wird. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 7.3:  Abmessungen von Platten und Profilen (Variante 3) 
 
 

7.2 Globale Biegebeanspruchung 

Durch den Einsatz von hochfestem Stahl steigt die zulässige Spannung reziprok zur 
Werkstoffkennziffer k. Die in diesem Vergleich verwendeten Festigkeitsklassen sind in 
Tabelle 7.2 mit der Werkstoffkennziffer k und den jeweils zulässigen Spannungen 
bezüglich Schiffskörperbiegung aufgelistet. 

MPa
k

175
p =σ  ( 7.2 )
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Tabelle 7.2:  
Zulässige Längsbiegespannung σp bei verschiedenen Festigkeitsklassen 

 

 ReH [MPa] k pσ  [MPa] 

NF 235 1 175 
HF 36 355 0,72 245 
HF 50 500 0,53 332 
HF 69 690 0,39 445 

 

Proportional zur Werkstoffkennziffer sinkt das geforderte Widerstandsmoment. In der 
oberen Gurtung kann Querschnittsfläche eingespart werden. Gleichzeitig steigt auch die 
Biegespannung im Boden, so dass es auch hier sinnvoll sein kann, Stahl mit höheren 
Festigkeitswerten einzusetzen. Solange die Bemessung der Längsbauteile im Boden 
nach örtlichen Drucklasten erfolgt, wirkt sich eine Erhöhung der Festigkeitswerte 
zusätzlich positiv aus, da eine Verkleinerung der Querschnittsflächen im Boden ein zu 
starkes Absinken der neutralen Faser verhindert. 

Die Verteilung der globalen Biegespannung für die drei Hauptspantvarianten zeigt 
Abb. 7.4.  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. 7.4:  Verteilung der globalen Biegspannung 
 

Abb. 7.5 zeigt die Materialauslastung bezüglich globaler Biegespannung. Die Sprünge 
entstehen an den Übergängen von einer Festigkeitsklasse zur anderen.  
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Abb. 7.5:  Auslastung bezüglich globaler Biegespannung 
 
 
 

7.3 Beulsicherheit 

Wenn die Längsspannungen im Schiffsquerschnitt steigen, verschiebt sich die Bedeutung 
der beiden Bemessungskriterien lokale Druckbelastung und Stabilitätsversagen (Beulen), 
da die Beullast hauptsächlich durch globale Biegung hervorgerufen, die Beulsicherheit 
hingegen durch die Festigkeitsklasse nur sehr wenig beeinflusst wird. 

In der „konventionellen“ Variante sind die Längsspannungen im Boden so gering, dass 
Blechdicken und Profilabmessungen ausschließlich aufgrund der lokalen Druckbelastung 
bemessen werden. In Variante 3 sind die erforderlichen Dicken, um dem lokalen 
Druckbelastungen standzuhalten, in etwa genauso groß wie jene, um die nötige Beul-
sicherheit zu gewährleisten. In Variante 2 ist es schon überwiegend die Beulsicherheit, 
die für die Bemessung der Bauteile in der Bodenstruktur ausschlaggebend ist.  

In Abb. 7.6 ist für die Außenhautbeplattung der Varianten 1 bis 3 ein Auslastungsgrad 
angegeben, der das Verhältnis von der für ausreichende Beulsicherheit erforderlichen 
Blechdicke zu vorhandener Blechdicke wiedergibt. 

Bei der Auslegung der Längsbauteile in der Bodenstruktur großer Containerschiffe 
hinsichtlich Stabilitätsversagen muss beachtet werden, dass die Bodenstruktur im 
Laderaumbereich jeweils zwischen zwei Querschotten aufgrund des Wasserdrucks 
zusätzliche Beullasten erfährt. Dies könnte dazu führen, dass in der unteren Gurtung 
eventuell zusätzliches Material eingebaut werden muss. 
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Abb. 7.6:  Auslastung bezüglich Beulen 
 
 

7.4 Betriebsfestigkeit 

Im gleichen Maße wie die Längsbiegespannungen wachsen auch die zyklischen 
Belastungen, die einem Betriebsfestigkeitsnachweis (z.B. nach Germanischer Lloyd, 
2002) zugrunde gelegt werden müssen. Was aus vorangegangen Vorhaben bereits 
bekannt war, hat sich auch in dem aktuellen Forschungsvorhaben bestätigt: Die 
Betriebsfestigkeit stark gekerbter Schweißkonstruktionen verbessert sich mit steigender 
Zugfestigkeit nicht oder nur sehr wenig. Das bedeutet, dass die zulässigen 
Detailkategorien bei wachsender Belastung ansteigen. Poseidon bietet die Möglichkeit, 
diese Detailkategorien für den eingegebenen Querschnitt und die vorgegebenen Lasten 
zu berechnen. Sie sind in Abb. 7.7 dargestellt. Da kein detaillierter Betriebsfestigkeits-
nachweis durchgeführt wurde, sind sie als Anhaltswerte zu verstehen. 

Die „konventionelle“ Variante 1 weist in der Süllbank die Detailkategorie 63 auf, so dass 
Stumpfstöße (auch mit Dickensprung) problemlos möglich sind. Im Gurtungsdeck bzw. 
unmittelbar darunter findet man Kategorie 56, so dass an den Längsspantstößen 
Abschweißlöcher vorgesehen werden können. 

Variante 2 (HF 69) dagegen zeigt in der Süllbank eine so hohe Detailkategorie, dass 
Stumpfstöße nur dann ausgeführt werden können, wenn sie blecheben nachbearbeitet 
(geschliffen) und zerstörungsfrei geprüft werden. Es wäre nicht möglich, die 
Längsspanten und Querrahmen mit Kehlnähten an das Gurtungsdeck zu schweißen. Es 
ist daher sehr fraglich, ob bei diesem Spannungsniveau eine solche Konstruktion mit 
vertretbarem Aufwand zu fertigen ist.  
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Abb. 7.7:  Zulässige Detailkategorien 
 

In Variante 3 (HF 50) sind die zulässigen Detailkategorien wieder relativ niedrig, so dass 
eine Konstruktion mit gewissem Mehraufwand im Bereich des Möglichen liegt. Allerdings 
liegen die erforderlichen Detailkategorien um zwei Klassen höher als bei der Variante 1, 
was generell zu einer deutlich geringer gekerbten Konstruktion führen muss. Man denke 
z.B. an Ausrüstungsteile wie die Befestigung der Lukendeckel auf dem Längssüll. 

 
 
7.5 Verformungen 

Wachsen aufgrund der höheren Festigkeitsklassen die Spannungen im Schiffs-
querschnitt, dann wachsen unweigerlich auch die Verformungen. Insbesondere für 
Schiffe mit hohem Decksöffnungsgrad, zu denen Containerschiffe zu rechnen sind, 
können diese Verformungen zu einem wichtigen Kriterium der Dimensionierung werden. 

Die absoluten Verformungen zu berechnen, ist mit einem einfachen Modell, bei dem nur 
der Hauptspant dimensioniert ist, nicht möglich. Anhand der Trägheitsmomente (siehe 
Tabelle 7.3) kann aber abgeschätzt werden, wie stark sich die Verformungen gegenüber 
einem Referenzschiff (Variante 1) verändern. 

 
Tabelle 7.3:  Trägheits- und Widerstandsmomente des Hauptspantquerschnittes 

 
 Iyy WDeck WBoden IT 

Variante 1 196,481 m4 16,303 m3 24,594 m3 8,5579 m4 
Variante 2 120,982 m4 9,019 m3 18,389 m3 7,5457 m4 
Variante 3 153,270 m4 12,240 m3 20,452 m3 8,1556 m4 
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Die Durchbiegung aufgrund globaler Biegemomente (Glattwasser- und vertikales 
Wellenbiegemoment) verändert sich mit dem Flächenträgheitsmoment yyI  um die 
Schiffsquerachse: 

yy
Biegung I

1~u  ( 7.3 )

Das bedeutet, dass die Verformungen aufgrund globaler Biegung in Variante 2 um ca. 
60 %, in Variante 3 um 30 % größer sind als in Variante 1. Dies hat aber keine 
technische Bedeutung, da es sich bei der Längsbiegung um ein reines Festigkeits-
problem handelt. Ob dagegen das subjektive Sicherheitsempfinden der Besatzung durch 
Verformungen in der Größenordnung von einem halben Meter beeinflusst wird, kann an 
dieser Stelle nicht diskutiert werden. Zu prüfen bleibt allerdings, wie sich die globalen 
Eigenfrequenzen verändern und ob dadurch kritische Zustände auftreten. 

Die torsionsbedingte Relativverschiebung der Decklängsstreifen, die maßgeblich für die 
Auslegung der Querriegel und der Lukenradien ist, kann entsprechend Germanischer 
Lloyd (2002) für die Längsfestigkeit von Schiffen mit hohem Decksöffnungsgrad nach 
Gl. ( 7.4 ) abgeschätzt werden: 

yyTII
1~u∆  

( 7.4 )

Demnach wachsen diese Verformungen gegenüber der Variante 1 um ca. 35 % 
respektive 16 % in Variante 2 und 3. 
 
 
 
7.6 Stahlgewicht 

Die Reduzierung der Blechdicken und Profilabmessungen infolge der Erhöhung der 
Festigkeitswerte bewirkt in den Längsbauteilen eine Gewichtsersparnis, die anhand der 
Variation des Hauptspantquerschnittes als Gewicht pro laufenden Meter ermittelt werden 
kann. Ein Teil der Gewichtsersparnis für Variante 2 und 3 ist nicht auf den Einsatz von 
HF 69 zurückzuführen. Dies zeigt die Modifikation der Variante 1 unter Einsatz von 
höherfestem Stahl (d.h. mit einer Streckgrenze von 355 MPa) in der unteren Gurtung, die 
in Abb.7.8 als Variante 1a dargestellt ist. Die in Tabelle 7.4 angegebene prozentuale 
Gewichtsersparnis der Varianten 2 und 3 wird durch jene für Variante 1a relativiert. 
 

Tabelle 7.4:  Reduzierung des Stahlgewichts der Längsbauteile im Hauptspant 

 Gewicht [t/m] prozentuale Ersparnis 

Variante 1 27,364  
Variante 1a 25,775 5,8 % 
Variante 2 20,681 24,4 % * 
Variante 3 23,509 14,1 %  
*)  kaum realisierbar aus Betriebsfestigkeitsgründen  
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Abb. 7.8:  Abmessungen von Platten und Profilen (Variante 1a) 
 
Um die Reduzierung des gesamten Stahlgewichtes abschätzen zu können, wurde zum 
Vergleich der Entwurf eines Containerschiffes der Flensburger Schiffbau-Gesellschaft 
(FSG) herangezogen (Tabelle 7.5).  

 
Tabelle 7.5:  Hauptabmessungen des Vergleichschiffs (FSG 3300) 

 
Länge über alles oaL  = 233,08 m 

Länge zwischen den Loten ppL  = 203,01 m 

Tiefgang (Design) T = 11,25 m 

Breite B = 32,2 m 

Seitenhöhe H = 18,47 m 

Containerkapazität TEU = 3.305    

 
Das Stahlgewicht dieses Entwurfs beträgt (ohne Deckshaus) ca. 9100 t. Die Längs-
bauteile im Hauptspant haben ein Gewicht von 28 t/m. Unter der Vorraussetzung, dass 
im Bereich zwischen x/L = 0,4 und x/L = 0,65 die Gewichtsersparnis voll möglich ist, nach 
hinten zum Maschinenraumfrontschott auf die Hälfte und nach vorne zum Kollisionsschott 
auf Null abfällt, ergibt sich die Verteilung, wie sie in Abb. 7.9 dargestellt ist. Die Fläche 
unter dem Kurvenzug ist die absolute Gewichtsersparnis. Variante 1a ist um 257 t (2,8 %) 
und Variante 2 um 994 t (10,9 %) leichter als Variante 1. Bei Variante 3 spart man 
immerhin noch 624 t (6,8 %). 
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Abb. 7.9:  Gewichtsersparnis 
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8 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen 
 
In dem vorliegenden Vorhaben wurden umfangreiche Untersuchungen zur Erschließung 
des hochfesten Stahls für den Schiffbau durchgeführt. Diese erfolgten im Hinblick auf 
relativ dickwandige Bauteile z.B. in der oberen Gurtung großer Containerschiffe, in denen 
die zulässigen Spannungen hauptsächlich von der Streckgrenze des Werkstoffes 
bestimmt werden und hochfester Stahl erhebliche Einsparmöglichkeiten bietet. Weitere 
Anwendungsmöglichkeiten, die im vorliegenden Vorhaben nicht betrachtet wurden, 
betreffen relativ dünnwandige, gewichtskritische Konstruktionen z.B. in schnellen 
Fahrzeugen und in den Aufbauten von Passagierschiffen. 

Da mit höheren Beanspruchungen Betriebsfestigkeitskriterien die Bemessung 
bestimmen, wurde die Schwingfestigkeit von verschiedenen Strukturdetails, die in den 
oberen Längsverbänden praktisch nicht vermeidbar sind, experimentell untersucht. 
Hierzu gehörten Schnittkanten an Blechen, Stumpfstöße ohne und mit Dickensprung 
sowie Längsspantstöße mit Abschweißlöchern. Als Werkstoff wurde hochfester Stahl mit 
einer Streckgrenze von 690 MPa gewählt (HF 69), der als Obergrenze für mögliche 
Anwendungen in der Schiffskonstruktion angesehen wird. Mit den Untersuchungen sollte 
somit der gesamte Bereich der hochfesten Stähle bis zu dieser Festigkeitsklasse 
abgedeckt werden. 

Die Untersuchungen an Schnittkanten von 10 und 25 mm dicken Blechen betraf drei 
Schneidverfahren: Autogenes Brennschneiden, Plasmaschnitt an Luft und Plasmaschnitt 
unter Wasser. Die beiden erstgenannten Verfahren zeigten kennzeichnende Schwing-
festigkeiten, die um 20 bis 30 % über den Detailkategorien im Regelwerk für normal-
festen Stahl liegen, während unter Wasser geschnittene Kanten letztere gerade 
erreichten. Messungen zur Rauhigkeit, Härte und zur Eigenspannungsverteilung zeigten, 
dass bei autogen geschnittenen Kanten die hohe Schwingfestigkeit trotz größerer 
Rauhigkeit offenbar mit einem günstigen Eigenspannungszustand verbunden ist. Die 
plasmageschnittenen Kanten waren glatter, wiesen aber dicht unter der Oberfläche hohe 
Zugeigenspannungen auf. Die unter Wasser plasmageschnittenen Kanten hatten eine 
wesentlich höhere Härte, was der Grund für die geringere Schwingfestigkeit sein dürfte. 

Die Stumpfstöße wurden ebenfalls an 10 und 25 mm dicken Blechen untersucht. Zwei 
Versuchsserien enthielten Übergänge zu 12 bzw. 30 mm dicken Blechen. Generell 
ergaben sich kennzeichnende Schwingfestigkeiten, die vergleichbar mit den 
Detailkategorien im Regelwerk sind. Damit wurde bestätigt, dass bei stark gekerbten 
Konstruktionen die Schwingfestigkeit nicht mit der Stahlfestigkeit ansteigt. Allerdings war 
ein Einfluss des Nahtprofils auf den Anrissort zu beobachten, was qualitätsverbessernde 
Maßnahmen zur Steigerung der Schwingfestigkeit nahelegt. Bei Stumpfstößen mit 
Dickensprung verdeutlichten die Versuche, dass sich die Zusatzbiegespannungen 
aufgrund des Mittenversatzes sehr ungünstig auf die Schwingfestigkeit auswirken. Somit 
gehören diese Konstruktionsdetails zu den kritischsten im oberen Längsverband. 
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Die Längsspantstöße mit Abschweißloch wurden an bauteilähnlichen Proben aus 
normalfestem Schiffbaustahl sowie aus HF 69 untersucht, die auf werftübliche Weise 
gefertigt wurden. Auch hier zeigten sich nur geringe Unterschiede zwischen den 
Stahlfestigkeiten. Allerdings lag der Schwingfestigkeitskennwert um mehr als eine 
Detailkategorie über dem entsprechenden Wert aus dem Regelwerk. 

Im Rahmen der Untersuchungen wurden verschiedene Fertigungseinflüsse deutlich, die 
vor allem beim Einsatz von hochfestem Stahl zu beachten sind. An den Bruchflächen der 
dickeren Stumpfstöße wurden Ungänzen in der Wurzellage entdeckt, die als Heißrisse 
identifiziert wurden. Bei weiteren Untersuchungen zeigte sich, dass die Fehler 
reproduzierbar waren, jedoch nur schwer oder gar nicht bei einer Durchstrahlungsprüfung 
entdeckt werden konnten. Grundsätzlich betrifft das Problem weniger den hochfesten 
Stahl als vielmehr den Schweißzusatzwerkstoff in Form eines rutilen Fülldrahtes. In den 
vorliegenden Untersuchungen wurde die Schwingfestigkeit durch die Heißrisse jedoch 
praktisch nicht beeinflusst, wie das Streuband der Lebensdauern der betroffenen 
Versuchsserien zeigte. 

Ein weiteres Problem betrifft die Fertigung der Montagestöße an Sektionen, die im 
Schiffbau traditionell mit temporär angeschweißten Knaggen erfolgt, mit denen die zu 
verbindenden Platte auf gleiche Höhe gebracht werden. Auf diese Weise wurden auch 
die Stumpfstoßproben hergestellt. Bei den Schwingfestigkeitsversuchen zeigten sich 
erstmals einzelne Risse an den Stellen, an denen die Hilfsschweißungen der Knaggen 
lagen. Bei hochfestem Stahl sind demnach die Montageverfahren dahingehend zu 
verändern, dass derartige Hilfsschweißungen entfallen oder diese mit großer Sorgfalt so 
entfernt werden, dass hiervon keine Gefahr für Schwingrisse ausgeht. 

Im Rahmen der Untersuchungen wurden abschließend die möglichen Gewichts-
einsparungen durch den Einsatz von hochfestem Stahl in der oberen Gurtung eines 
mittelgroßen Containerschiffes von ca. 3000 TEU ermittelt. Dabei wurde die vom 
Germanischen Lloyd definierte Beziehung für die Werkstoffkennziffer k, welche den 
Kehrwert der Erhöhung der zulässigen Spannung im Verhältnis zum normalfesten Stahl 
beschreibt, in den Bereich des hochfesten Stahls extrapoliert. 

Zur Abschätzung wurden drei Mittelschiffsvarianten entworfen. Neben der üblichen 
Bauweise mit höherfesten Stahl HF 36 in der oberen Gurtung (Streckgrenze 355 MPa), 
für den k = 0,72 gilt, wurde jeweils eine Variante mit hochfestem Stahl HF 50 und HF 69 
in der oberen Gurtung betrachtet, Bei diesen ist zusätzlich im unteren Bereich 
höherfester Stahl HF 36 erforderlich. Die zugehörigen Werkstoffkennziffern sind k = 0,53 
(HF 50) und k = 0,39 (HF 69). Die Dimensionierung des Hauptspantquerschnitts zeigte, 
dass Beulfestigkeitskriterien zunehmend die Dimensionierung bestimmen. Dasselbe gilt 
für die Betriebsfestigkeit, die allerdings mit k = 0,39 (HF 69) so hohe Detailkategorien in 
der oberen Gurtung erfordert, dass herkömmliche geschweißte Bauweisen nicht mehr 
möglich sind.  
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Bis zu etwa k = 0,5, d.h. bis zu doppelten zulässigen Spannungen gegenüber normal-
festem Stahl, erscheint eine herkömmliche geschweißte Konstruktion realisierbar. 
Allerdings ist gegenüber derzeit üblichen Schiffskonstruktionen die Kerbwirkung an vielen 
Stellen zu reduzieren, die insbesondere Ausrüstungsdetails betreffen. Bei dem 
untersuchten Containerschiff läge die Gewichtseinsparung im Hauptspantbereich bei 
knapp 10 % und bezüglich des gesamten Stahlgewichts bei knapp 5 %, wobei die 
Ersparnis infolge von HF 36 im unteren Bereich nicht eingerechnet ist, da dieser bereits 
heute dort zunehmend verwendet wird. 
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Anhang A 
 

Tabelle A.1:  Probenserie A1 

 t [mm] b [mm] A [mm²] ∆F [kN] ∆σ [MPa] R N 

A1-3 10 61,3 613 180 588 0 98600 
A1-4 10 61,4 614 180 588 0 111636 
A1-5 10 61,3 613 180 588 0 101400 
A1-6 10 61,3 613 180 588 0 92000 
A1-7 10 61,3 613 180 588 0 92100 
A1-8 10 61,3 613 180 588 0 99100 
A1-9 10 61,3 613 180 588 0 85400 
A1-10 10 61,3 613 125 408 0 262000 
A1-11 10 61,3 613 125 408 0 255370 
A1-12 10 61,3 613 125 408 0 288624 
A1-13 10 61,3 613 125 408 0 399000 
A1-14 10 61,3 613 125 408 0 275650 
A1-15 10 61,3 613 125 408 0 285200 
A1-16 10 61,3 613 125 408 0 286127 
A1-17 10 61,3 613 125 408 0 276863 
A1-18 10 61,3 613 125 408 0 286760 

 
 
 

Tabelle A.2:  Probenserie A2 

 t [mm] b [mm] A [mm²] ∆F [kN] ∆σ [MPa] R N 

A2-1 10 60,7 607 125 422 0 75922 
A2-2 10 59,5 595 125 422 0 79695 
A2-3 10 58,9 589 125 422 0 114572 
A2-4 10 59,2 592 125 422 0 97939 
A2-5 10 57,8 578 125 422 0 106108 
A2-6 10 59,2 592 125 422 0 95387 
A2-7 10 59,2 592 125 422 0 110424 
A2-8 10 59,2 592 125 422 0 88141 
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Tabelle A.3:  Probenserie A3 

 t [mm] b [mm] A [mm²] ∆F [kN] ∆σ [MPa] R N 

A3-1 10 59,9 599 125 428 0 207720 
A3-2 10 59,4 594 125 428 0 171634 
A3-3 10 60,3 603 125 428 0 147979 
A3-4 10 58,3 583 125 428 0 208877 
A3-5 10 56,7 567 125 428 0 195485 
A3-6 10 59,4 594 125 428 0 189760 
A3-7 10 56,9 569 125 428 0 226716 
A3-8 10 57 570 125 428 0 190341 
A3-9 10 59,2 592 150 428 0 111645 
A3-10 10 59,8 598 150 428 0 124281 
A3-11 10 58 580 150 428 0 95444 
A3-12 10 58 580 150 428 0 92787 
A3-13 10 58,3 583 150 428 0 95470 
A3-14 10 58,6 586 150 428 0 99290 
A3-15 10 59,2 592 150 428 0 123679 
A3-16 10 57,1 571 150 428 0 133622 

 
 

Tabelle A.4:  Probenserie A4 

 t [mm] b [mm] A [mm²] ∆F [kN] ∆σ [MPa] R N 

A4-4 24,80 61,80 1532,64 160 521,33 0,09 176240 
A4-5 24,80 62,00 1537,60 155 505,04 0,09 185000 
A4-6 24,80 61,95 1536,36 155 505,04 0,09 169500 
A4-7 24,80 62,00 1537,60 155 505,04 0,09 146067 
A4-8 24,80 61,90 1535,12 155 505,04 0,09 155948 
A4-9 24,80 62,00 1537,60 155 505,04 0,09 128436 
A4-19 24,80 62,00 1537,60 155 505,04 0,09 134982 
A4-20 24,80 61,95 1536,36 155 505,04 0,09 144000 
A4-10 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 704033 
A4-11 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 712500 
A4-12 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 793251 
A4-13 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 794500 
A4-14 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 806000 
A4-15 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 589206 
A4-16 24,80 61,95 1536,36 100 325,83 0,09 617000 
A4-17 25,80 61,95 1598,31 100 325,83 0,09 1010462 
A4-18 26,80 61,95 1660,26 100 325,83 0,09 724017 
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Anhang B 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. B.1:  Anrissorte (Blick in Schweißrichtung) 
 
 

Tabelle B.1:  Probenserie B 1 

 t [mm] b [mm] α [°] 1) e [mm] 2) ∆σ [MPa] R N Anrissort

B 1-1 10,1 60,6 0,94 -0,47 166,66 0 897947 1 
B 1-2 10,1 60,8 0,80 -0,24 166,66 0 3274883 *)  
     280 0 76563 1 
B 1-3 10,1 59,7 0,52 -0,09 280 0 246638 2 
B 1-4 10,1 59,3 0,42 0,09 280 0 192342 2 
B 1-5 10,1 59,6 0,33 0,40 280 0 307061 Knagge 
B 1-6 10,1 60,2 0,00 0,56 280 0 143353 2 
B 1-7 10,1 60,3 -0,23 0,64 280 0 125707 2 
B 1-8 10,1 60,2 -0,31 0,72 280 0 134527 2 
B 1-9 10,1 59,3 -0,11 0,85 166,6 0 387725 Knagge 
B 1-10 10,1 60,6 0,79 0,30 280 0 334920 1 
B 1-11 10,1 60,1 0,44 0,33 280 0 388117 2 
B 1-12 10,1 60,1 0,13 0,37 280 0 1165111 +) 2 
B 1-13 10,1 60,2 0,15 0,31 280 0 571933 1 
B 1-14 10,1 59,6 0,22 0,18 280 0 1299923 +) 3 
B 1-15 10,1 60,3 0,52 -0,01 270 0 1713300 +) 4 
B 1-16 10,1 60,1 0,55 -0,05 280 0 421988 2 
B 1-17 10,1 59,4 0,45 -0,07 280 0 270110 1 
B 1-18 10,1 59,1 0,43 -0,20 280 0 123000 Knagge 

1) Winkelschrumpfung 
2) Kantenversatz 
*) hochgesetzter Durchläufer 
+) nicht in Auswertung 
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Tabelle B.2:  Probenserie B 2 

 t1 [mm] t2 [mm] b [mm] ∆σ [MPa] R N Anrissort 

B 2-1 10 12 59,6 280 0 86795 3 
B 2-2 10 12 59,1 280 0 92486 3 
B 2-3 10 12 59,2 280 0 93990 3 
B 2-4 10 12 59,6 280 0 79960 3 
B 2-5 10 12 59,8 280 0 99160 3 
B 2-6 10 12 60 280 0 205600 3 
B 2-7 10 12 59,8 280 0 125040 3 
B 2-8 10 12 60,2 280 0 135105 3 
B 2-9 10 12 60 280 0 86854 3 
B 2-10 10 12 60 280 0 198250 3 
B 2-11 10 12 59,3 280 0 86795 3 

 
 
 

Tabelle B.3:  Probenserie B 3 

 t [mm] b [mm] ∆σ [MPa] R N Anrissort 

B 3-3 24,8 50,8 280 0 215817 1 
B 3-4 24,8 51,7 280 0 195972 1 
B 3-5 24,8 48,0 280 0 300300 1 
B 3-6 24,8 48,6 280 0 169574 1 
B 3-7 24,8 50,4 280 0 182284 1 
B 3-8 24,8 49,9 280 0 192227 2 
B 3-9 24,8 48,5 176 0 841231 2 
B 3-10 24,8 50,3 176 0 980400 1 
B 3-11 24,8 48,6 176 0 996536 2 
B 3-12 24,8 48,4 176 0 1375000 Heißriss 
B 3-13 24,8 49,1 176 0 1051000 Heißriss 
B 3-14 24,8 49,1 176 0 838312 2 
B 3-15 24,7 47,4 280 0 216190 1 
B 3-16 24,7 50,7 176 0 925354 2 
B 3-17 24,7 47,1 176 0 1674683 *) 1 
*) Schwingspielzahl umgerechnet von ∆σ = 196 MPa 
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Tabelle B.4:  Probenserie B 4 

 t [mm] b [mm] ∆σ [MPa] R N Anrissort 

B 4-1 10,1 59,6 280 0 259107 1 
B 4-2 10,1 60,0 280 0 460545 1 
B 4-3 10,1 59,8 167 0 3515604 *)  
   280 0 1113954 4 
B 4-4 10,1 59,9 280 0 864270 2 
B 4-5 10,1 59,9 280 0 510942 3 
B 4-6 10,1 60,5 280 0 489046 3 
B 4-7 10,1 60,6 280 0 315320 2 
B 4-8 10,1 60,0 280 0 460535 1 
B 4-9 10,1 60,0 167 0 3166013 *)  
   280 0 576695 1 
B 4-10 10,1 60,0 280 0 460839 1 
B 4-11 10,1 Härtemessung 

*) hochgesetzter Durchläufer 
 
 

Tabelle B.5:  Probenserie B 5 

 t1 [mm] t2 [mm] b [mm] α [°] 1) e [mm] 2) ∆σ [MPa] R N Anrissort

B 5-1 24,8 30,4 47,0 0,73 0,89 140 0 2591800 2 
B 5-2 24,9 30,2 47,3 0,37 0,85 140 0 2127240 2 
B 5-3 24,9 30,2 48,1 0,44 0,52 140 0 1088081 2 
B 5-4 24,9 30,2 46,2 0,39 0,25 140 0 986325 2 
B 5-5 24,8 30,1 45,3 0,30 0,07 140 0 1915286 2 
B 5-6 24,9 30,3 47,0 0,32 -0,04 140 0 3003190 2 
B 5-7 24,8 30,1 46,6 0,21 -0,03 170 0 1952581 2 
B 5-8 24,9 30,1 42,5 0,25 -0,09 170 0 660933 Heißriss 
B 5-9 24,9 30,0 46,4 0,18 -0,13 170 0 1957136 1 
B 5-10 24,9 30,2 48,0 0,14 -0,12 170 0 1347086 2 
B 5-11 24,8 30,2 48,0 0,09 -0,05 170 0 1150952 Heißriss 
B 5-12 24,8 30,2 48,0 0,01 0,06 170 0 1191032 2 
B 5-13 24,7 30,0 51,6 0,00 0,19 222 0 445500 2 
B 5-14 24,7 30,0 46,0 0,00 0,21 222 0 792087 2 
B 5-15 24,7 30,0 47,2 -0,04 0,34 222 0 777955 2 
B 5-16 24,7 30,0 45,3 0,03 0,52 222 0 678880 2 
1) Winkelschrumpfung 
2) Kantenversatz 
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Tabelle B.6:  Probenserie B NF 

 t1 [mm] t2 [mm] b [mm] ∆σ [MPa] R N Anrissort

B NF-1 10,00 12,00 50,40 170 0 554157 3 
B NF-2 10,00 12,00 50,50 170 0 379010 3 
B NF-3 10,00 12,00 50,30 170 0 310151 3 
B NF-4 10,00 12,00 50,40 170 0 301646 3 
B NF-5 10,00 12,00 51,00 170 0 386672 3 
B NF-6 10,00 12,00 50,60 170 0 339209 3 
B NF-7 10,00 12,00 50,40 140 0 729657 3 
B NF-8 10,00 12,00 50,20 140 0 2225698 3 
B NF-9 10,00 12,00 50,70 140 0 8278546 *)  
    170 0 1041700 3 
B NF-10 10,00 12,00 50,30 140 0 6424663 *)  
    170 0 1553100 2 
B NF-13 10,00 12,00 50,10 140 0 1025134 1 
*) hochgesetzter Durchläufer 
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Anhang C 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Abb. C.1:  Mögliche Anrissorte des Probentyps C 
 
 

Tabelle C.1:  Probenserie C-1 

 ∆σ [MPa] R N Anrissort 

C1-1 138,0 0 790000 1 
C1-2 138,0 0 954000 1 
C1-3 138,0 0 690600 1 
C1-4 138,0 0 587700 1 
C1-5 138,0 0 894609 1 
C1-6 138,0 0 796000 1&2 
C1-7 138,0 0 717800 1 
C1-8 138,0 0 746173 1 
C1-9 138,0 0 851000 1&2 

 
 

Tabelle C.2:  Probenserie C-2 

 ∆σ [MPa] R N Anrissort 

C2-1 138,0 0 634000 1 
C2-2 138,0 0 810000 1 
C2-3 138,0 0 613000 1 
C2-4 138,0 0 732700 2 
C2-5 138,0 0 1093000 1&2 
C2-6 138,0 0 1093000 1 
C2-7 138,0 0 846128 1 
C2-8 138,0 0 1052500 1&2 
C2-9 138,0 0 773000 2 
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