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Kurzfassung

Spannungsinduziertes Versagen in Hochtemperaturschichtsystemen

Die keramischen Komponenten von Hochtemperaturschichtsystemen unterliegen aufgrund der
Diskrepanz der thermischen Ausdehnungskoeffizienten und systemspezifischer Degradationspro-
zesse spannungsinduziertem Versagen. Zur Identifikation der dem Versagen zu Grunde lie-
genden Mechanismen und der Bewertung der Verldsslichkeit der Schichtsysteme werden Le-
bensdauermodelle erstellt. Die Berechnung der Haltbarkeit atmosphérisch plasmagespritzter
Warmedammschichten unter thermozyklischer Belastung wurde {iber ein probabilistisches Le-
bensdauermodell realisiert, in dessen Algorithmus Finite-Elemente-Analysen der thermisch
induzierten Spannungsfelder integriert sind. Die numerischen Berechnungen erfolgen unter
Beriicksichtigung des thermisch induzierten Wachstums einer Oxidschicht, des Sinterns des ke-
ramischen Topcoats, der Spannungsrelaxation und der Mikrostruktur an der Grenzfliche des
Topcoats zu den metallischen Schichten. Die Grenzfliche wird in berechnungseffizienten zwei-
dimensionalen Modellen durch periodische Funktionen approximiert, die ausgehend von expe-
rimentell ermittelten Oberflichenrauheitsparametern parametrisiert werden. Die Resultate von
Spannungsmessungen in den gewachsenen Oxidschichten iiber photoinduzierte Lumineszenz-
Spektroskopie validieren die Implementierung der strukturmechanischen Randbedingungen,
der Materialparameter und die Methodik der Mikrostruktur-Approximation fiir das Teilsy-
stem ohne Topcoat. In Bezug auf die fiir Lebensdauermodellierung relevanten Aspekte zeigen
die unter Verwendung der Grenzflichennéherungsfunktionen berechneten Spannungsverteilun-
gen Ubereinstimmung zu Verteilungen aus dreidimensionalen Finite-Elemente-Analysen, deren
realitdtsnahe Grenzflichenstrukturen aus Topographiemessungen importiert wurden. Das Le-
bensdauermodell basiert auf einer Kalibrierung iiber Vorgabe einer experimentellen Lebens-
dauerverteilung, deren zugeordneter zyklenabhéingiger Kalibrierungsparameter den Effekt der
Bruchzihigkeitszunahme mit steigender Risslange reflektiert. Die Spannungsverteilungen werden
in einer bruchmechanischen Analyse zur Berechnung von unterkritischem Rissfortschritt verwen-
det. Der Vergleich der transienten Energiefreisetzungsrate zu deren rissldngenabhéngigen kriti-
schen Referenzwert resultiert in einer kumulativen Wahrscheinlichkeitsverteilung der System-
lebensdauer in Abhéngigkeit der Zyklierbedingungen. Die berechneten Erwartungswerte und
die Standardabweichungen der Lebensdauern geben experimentell in Abhéngigkeit der Grenz-
flichentemperatur bestimmte Lebensdauern korrekt wieder, wobei als Hauptversagensmechanis-
mus die Inversionsrate des Spannungsfeldes identifiziert wurde, die unmittelbar mit der Wachs-
tumsrate der Oxidschicht korreliert. Im Hinblick auf weitere Einflussfaktoren auf die System-
lebensdauer wurde eine Sensitivitdtsanalyse durchgefiihrt. Der Lebensdauermodell-Algorithmus
wurde abstrahiert und auf das spannungsinduzierte Versagen von Chromverdampfungsschutz-
schichten, die in Stacks aus Hochtemperaturbrennstoffzellen eingesetzt werden, zur Erstellung

eines konzeptionellen Modellansatzes angewendet.






Abstract

Stress induced failure in high-temperature coating systems

Ceramic components in high-temperature coating systems are prone to stress-induced failure
because of thermal mismatch and system specific degradation processes. Lifetime models are
developed, in order to identify the underlying mechanisms of system failure and to assess the
coating system reliability.

A probabilistic lifetime model was developed for calculations of the durability of atmospheri-
cally plasma sprayed thermal barrier coating systems under thermo-cyclic loading. The model
algorithm includes finite element analyses of thermally induced stress fields in consideration
of thermally induced oxide scale growth, sintering of the ceramic topcoat, stress relaxation,
and microstructural features of the ceramic-metal interface. To reduce the computing time, the
interface of two-dimensional models was approximated by periodic functions, which are parame-
terized based on experimentally determined surface roughness parameters. The results of stress
measurements in grown oxide scales by photo-stimulated luminescence-spectroscopy validated
the implementations of mechanical boundary conditions, material parameters, and the metho-
dology of microstructure approximation for the subsystem without topcoat. Lifetime relevant
stress field distributions calculated on the basis of interface approximation functions were found
to be in accordance with stress distributions from three-dimensional finite element analyses with
realistic interface structures, which were imported from topography measurements. The lifetime
model requires a calibration by presetting an experimental lifetime distribution. The associated
cycle dependent calibration parameter reflects the effect of fracture toughness increase for incre-
asing crack length. The calculated stress field distributions are employed in fracture mechanical
analyses of subcritical crack growth. A comparison of the transient energy release rate with its
crack length dependent critical value results in cumulative distribution functions for the proba-
bility of system lifetime in dependence of the cycling conditions. Calculated lifetime expectation
values and standard deviations were found to be in accordance to experimental lifetimes deter-
mined as a function of interface temperature. The stress field inversion rate directly correlated
to oxide scale growth rate was identified as main failure mechanism. Sensitivity analyses were
conducted with regard to further parameter effects on the lifetime.

The lifetime model algorithm was abstracted and applied to the stress induced failure of chro-
mium evaporation barriers in stacks of solid oxide fuel cells providing a conceptual modelling

approach.
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1. Einleitung und Zielsetzung

Vor dem Hintergrund klimapolitischer Zielsetzungen wird die gegenwértige energiepolitische Dis-
kussion in Deutschland zunehmend von den Themenschwerpunkten Nachhaltigkeit und Effizienz
geprigt [1]. Die im Rahmen ressortiibergreifender Projekte unter dem Schlagwort Energiewen-
de zusammengefassten Vorhaben zur Erreichung der auf internationaler Ebene angestrebten,
drastischen Reduktion der Kohlendioxid-Emissionen [2] sind auf eine Sicherstellung der Ener-
gieversorgung unter gleichzeitiger Beriicksichtigung wirtschaftspolitischer Anliegen ausgerichtet
[3]. Zur Umsetzung der Energiewende werden konventionelle Kraftwerke unter Nutzung fossi-
ler Rohstoffe in der langfristigen Planung insbesondere nach dem Beschluss zur Abkehr von
der nuklearen Energieerzeugung als zuverlissige Ubergangstechnologie gesehen. Die Steigerung
von Effizienz und Umweltvertriglichkeit dieser Kraftwerkstypen ist in diesem Zuge verstarkt
Gegenstand geforderter, wissenschaftlicher Projekte [4]. Parallel hierzu wird die Forschung auf
dem Sektor regenerativer Energiequellen zur Entwicklung neuer Technologien und alternativer,
hocheflizienter Systeme zur Energiegewinnung intensiviert.

Auf beiden schwerpunktmifig geforderten Forschungsfeldern kommen funktionale Schichtsyste-
me zum Schutz der Integritit des Gesamtsystems und zur Erhaltung des Leistungsvermogens
zum Einsatz. Ein schiddigungsbedingter Ausfall der Schutzwirkung dieser Systeme in Betrieb
resultiert in einer deutlichen Degradation oder Zerstérung des Systems und stellt aus sicher-
heitstechnischen und wirtschaftlichen Griinden ein unbedingt zu vermeidendes Szenario dar.
Zur Erzielung hoherer Wirkungsgrade oder der thermischen Aktivierung der technologierele-
vanten, physikalischen Prozesse werden die Schichtsysteme bestehend aus einer Kombination
einzelner Lagen mit unterschiedlichen Funktionen sehr hohen Betriebstemperaturen ausgesetzt.
Diese meist keramischen Hochtemperaturschichtsysteme zeigen aufgrund der extremen, ther-
momechanischen Belastung vorwiegend spannungsinduziertes Versagen. Die Problematik einer
mechanischen Uberbeanspruchung einzelner Systemkomponenten wird in vielen Fillen durch die
Degradation beschleunigende Wirkung chemischer Prozesse verschérft.

Trotz der Problematik der thermisch induzierten, mechanischen Spannungen ist eine umfas-
sendere Anwendung der funktionalen Hochtemperaturschichtsysteme unter Gewéhrleistung der
Sicherheitsstandards moglich, wenn eine fundierte Einschitzung der Systemverlésslichkeit auf
Grundlage empirisch instruierter und auf experimenteller Ebene validierter Modelle erfolgt. Die-

se Modelle basieren auf einem Verstédndnis der dem Versagensmechanismus zu Grunde liegenden
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physikalischen Prozesse. Nach Modellierung der thermisch aktivierten Prozesse und deren Ef-
fekten auf die transienten Spannungsfelder werden Aussagen zur erwarteten Lebensdauer der
Systeme getroffen. Die Lebensdauermodelle werden systemspezifisch entwickelt und sind zur
Einordnung des Zeitraums, in dem von einer verldsslichen Funktionalitit ausgegangen werden
kann, in 6konomischer und umweltpolitischer Hinsicht von hohem Interesse fiir die industrielle
Nutzung.

Das Ziel der Arbeit ist die Entwicklung eines probabilistischen Lebensdauermodells fiir ke-
ramische Warmeddmmschichtsysteme. Das Modell basiert auf einem bruchmechanischen An-
satz zur Beschreibung unterkritischen Rissfortschrittes. Ausgehend von einer numerischen Be-
rechnung thermisch induzierter Spannungsfelder unter Beriicksichtigung der Effekte von Oxid-
schichtwachstum, Sintern, Relaxation und Mikrostruktur werden die aktuelle und die riss-
lingenabhéngige, kritische Energiefreisetzungsrate der Warmeddmmschicht ermittelt. Die zeit-
liche Entwicklung der Energiefreisetzungsraten ist Gegenstand einer statistischen Analyse zur
Bestimmung der Systemlebensdauer. Zur Verdeutlichung der Ubertragbarkeit des Modellkon-
zeptes wird der Algorithmus in abstrahierter Form auf einen Lebensdauermodell-Entwurf fiir
eine Chromverdampfungsschutzschicht als Komponente einer Hochtemperatur-Brennstoffzelle
angewendet.

Der Algorithmus des Lebensdauermodells fiir Warmedammschichtsysteme wird in Kapitel 2 vor-
gestellt. Die fiir eine bruchmechanische Analyse erforderliche Berechnung der thermisch induzier-
ten Spannungsfelder erfolgt hierbei iiber Finite-Elemente-Analysen, deren Grundlagen (Finite-
Elemente-Methode, FEM) und konkrete Anwendungsfille erldutert werden. Die experimentellen
Methoden dienen der Erfassung modellierungsrelevanter Eingangsparameter und der Zusammen-
stellung von Daten zu einem Nachweis der Verwendbarkeit zentraler Modellierungsannahmen.
Sie sind Gegenstand von Kapitel 3. In Kapitel 4 werden die auf experimenteller Ebene erzielten
Ergebnisse vorgestellt und diskutiert. Kapitel 5 behandelt die Ergebnisse auf theoretischer Ebene
sowohl im Hinblick auf grundlegende Fragestellungen numerischer Spannungsfeldberechnungen
als auch in Bezug auf die probabilistische Interpretation des Lebensdauermodells. Die Grundla-
gen fiir eine Anwendung des Modellierungskonzeptes auf die in Hochtemperatur-Brennstoffzellen
integrierte Verdampfungsschutzschicht werden in Kapitel 6 entwickelt. Die Arbeit umfasst ab-
schliefend eine Zusammenfassung der zentralen Ergebnisse und zeigt an der entwickelten Me-

thodik ansetzende Perspektiven der Lebensdauermodellierung auf.



2. Grundlagen und theoretische Methoden

Aufgrund der hohen thermomechanischen Belastung von Hochtemperaturschichtsystemen
stellt deren Lebensdauer ein zum Leistungsvermogen gleichwertig ausschlaggebendes Kri-
terium zur Einordnung der Systemfunktionalitit dar. Eine Systemneuentwicklung oder -
optimierung muss sowohl die Eigenschaften der Komponentenwerkstoffe als auch deren Haltbar-
keit beriicksichtigen. Hierbei ist eine hohe Verlésslichkeit funktionaler Schichtsysteme fiir eine
effektive Anwendung zwingend erforderlich. Thre Bewertung erfolgt vorwiegend auf theoretischer
Ebene durch Identifikation der fiir Versagen urséchlichen Mechanismen und anschliefender Mo-
dellierung.

Die prinzipielle, auf bruchmechanischen Ansiitzen basierende Vorgehensweise zur Modellie-
rung von spannungsinduziertem Systemversagen erfolgt am Fallbeispiel eines Wirmeddmm-
schichtsystems, das neben einer weiteren, innerhalb von Hochtemperatur-Brennstoffzellen Ein-
satz findenden, funktionalen Schicht im einleitenden Grundlagenkapitel charakterisiert wird.
Der daran anschliefend vorgestellte Algorithmus des probabilistischen Lebensdauermodells fiir
Wirmedammschichten umfasst Finite-Elemente-Analysen, deren Grundziige im darauf folgen-
den Kapitel erldutert und in ihrer Anwendung unter Angabe der zur Analyse herangezoge-
nen Materialparameter im abschlielenden Kapitel diskutiert werden. Im Gegensatz zu bisher
erzielten Ergebnissen der Lebensdauermodellierung erméglicht dieser im Rahmen der Arbeit
entwickelte probabilistische Ansatz die Berechnung von Wahrscheinlichkeitsverteilungen der Sy-

stemhaltbarkeit.

2.1 Funktionen und Verlisslichkeit von Schichtsystemen

Die Frage nach der Verldsslichkeit funktionaler Schichtsysteme ergibt sich aus sicherheitsrele-
vanten Aspekten der Technologiekonzeption. Diese Aspekte betreffen sowohl den Einsatz der
Systeme unter grofitmoglicher Vermeidung von Gefihrdungspotentialen als auch die Planungs-
sicherheit auf 6konomischer Ebene mit dem Ziel effizienter Technologieanwendungen.

Kapitel 2.1.2 bezieht sich ausschliellich auf die Modellierung der Versagensmechanismen von
Wérmedammschichtsystemen, aus der sich eine Bewertung der Systemverlisslichkeit mit dem
entscheidenden, strategischen Vorteil ergibt, die Haltbarkeit unter dem Aspekt der Anwendungs-

sicherheit einordnen zu koénnen. Die konkrete Formulierung der Problemstellung zum span-
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nungsinduzierten Versagen einer Chromverdampfungsschutzschicht innerhalb eines Systems aus
Hochtemperatur-Brennstoffzellen wird zusammen mit einer Einordnung in Modellierungspro-
jekte auf diesem Themengebiet in Kapitel 6.1 gegeben. Beide Hochtemperaturschichtsysteme

werden im folgenden ersten Unterkapitel vorgestellt.

2.1.1 Hochtemperaturschichtsysteme

Zu der Kategorie unter hoher thermischer Belastung Anwendung findender Mehrschichtsysteme
zihlen keramische Wiarmedédmmschichten (WDS) und Chromverdampfungsschutzschicht inner-
halb von Hochtemperatur-Brennstoffzellen (SOFCs), die beide eine Schutzfunktion der angren-
zenden Systemkomponenten erfiillen.

Wérmeddmmschichtsysteme werden in Flug- und stationéren Gasturbinen [5] verwendet, um die
metallischen Turbinenkomponenten, deren maximal zuléssige Oberflichentemperatur bei etwa
1000°C liegt, gegen die hohen Temperaturen zu schiitzen. Bei zusétzlicher, aktiver Kiihlung
der Innenseiten wird die Oberflichentemperatur dieser Komponenten um etwa 200 K reduziert,
wodurch hohere Gaseintrittstemperaturen zulissig und aufgrund dessen hohere Wirkungsgrade
realisierbar sind.

Die Hauptkomponente der WDS-Systeme ist der keramische Topcoat, der aufgrund seiner nied-
rigen Wirmeleitfihigkeit die Temperaturbarriere (Thermal Barrier Coating, TBC) darstellt.
Topcoat-Material ist in vielen Anwendungsfillen sieben bis acht Gewichtsprozent Yttrium-
teilstabilisiertes Zirkonoxid (Y203-ZrO2, YSZ), das sich durch eine hohe Phasenstabilitdt und
relativ hohe Bruchzihigkeit auszeichnet [6, 7]. Die keramische WDS wird typischerweise iiber
atmosphérisches Plasmaspritzen (APS) hergestellt und weist hohe, den thermischen Widerstand
steigernde Porositdt auf. WDS-Systeme werden in der Anwendung Oberflichentemperaturen in
der Grofenordnung von 1300°C ausgesetzt. Die zweite Komponente des Schichtsystems ist die
metallische Haftvermittlerschicht (Bond Coat, BC), die zum Beispiel iiber Vakuumplasmasprit-
zen (VPS) aus nickel- und cobaltbasierten sowie aluminium- und chromreichen Legierungen her-
gestellt wird. Aufgrund der hohen Oberflichenrauheit wird eine effektive Anbindung der WDS
iiber mechanische Verklammerung ermdoglicht. Abbildung 2.1 (a) zeigt die einzelnen Komponen-
ten unter Angabe typischer Schichtdicken in schematischer Darstellung und den qualitativen
Verlauf der Warmeleitfihigkeit A.

Unter Betriebsbedingungen kommt es zur Ausbildung einer zusétzlichen Oxidschicht an der
Grenzfliche zwischen BC und Topcoat (Abbildung 2.1 (b)). Die Oxidschicht besteht aufgrund
des beabsichtigt hohen Aluminiumanteils im BC im Wesentlichen aus Aluminiumoxid und dient
dem Schutz des Substrats vor Oxidation.

Das thermisch induzierte Wachstum der Oxidschicht ( Thermally Grown Ozide, TGO) hat einen
nachteiligen Effekt auf das Spannungsfeld im Topcoat. Der thermische Ausdehnungskoeffizient «
des Topcoats liegt zwischen den entsprechenden Werten des BCs und der TGO, woraus bedingt

durch das Wachstum eine Inversion des Spannungsfeldes resultiert. Der typische Versagensme-
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r N (b)

| TGO

Substrat Substrat

hN a

Abbildung 2.1: Schematische Darstellung eines WDS-Systems bestehend aus (a) den drei Komponen-
ten Substrat, Haftvermittlerschicht und Wérmeddmmschicht. Die deutlich reduzierte Wirmeleitfahigkeit
A des Topcoats bewirkt (bei gleichzeitiger Gegenkiihlung des Substrats) eine niedrigere Substrat-
Oberflichentemperatur. (b) Nach Anwendung unter Hochtemperaturbedingungen bildet sich eine Oxid-

schicht, deren thermischer Ausdehnungskoeffizient o geringer ist als der des Topcoats.

chanismus der im Folgenden im Fokus stehenden, plasmagespritzten Systeme ist Abplatzung des
keramischen Topcoats infolge von spannungsinduziertem Rissfortschritt.

Alternativ iiber Elektronenstrahlverdampfen (Electron Beam Physical Vapor Deposition, EB-
PVD) typischerweise auf Platin-Aluminid-BCs hergestellte YSZ-Wérmeddmmschichten zeigen
eine kolumnare Mikrostruktur mit geringerer Porositidt. Aufgrund dieser Strukturunterschiede
sind diese Schichten durch eine hohere Dehnungstoleranz und eine hohere Warmeleitfihigkeit
charakterisiert. Der Topcoat wéchst kolumnar auf dem BC auf. Das durch die gleichen Trieb-
kréfte wie bei den APS-Systemen verursachte mechanische Versagen findet meist innerhalb der
TGO statt.

Die in SOFC-Systemen verwendete Chromverdampfungsschutzschicht dient dem Schutz vor De-
gradation. Schutzschichten verringern die Degradationsraten um zwei bis drei Gréflenordnungen
und sind somit essentiell fiir eine wirtschaftliche Nutzung der SOFC [8]. Die SOFC erméglicht
eine hocheffiziente Umwandlung chemischer zu elektrischer Energie [9]. Getrennt durch einen
selektiv permeablen Elektrolyten stellen die Kathode und die Anode einer einzelnen SOFC von-
einander getrennte Reaktionsrdume dar, in denen sich elektrochemische Potentiale ausbilden,
die als elektrische Spannung abgegriffen werden kénnen.

Das Elektrolytmaterial definiert aufgrund der temperaturabhéngigen ionischen Leitfahigkeit die
Betriebstemperatur. Die Betriebstemperatur der vorwiegend fiir stationire Anwendungen in
Frage kommenden SOFC liegen zwischen 600°C und 1000°C. Der SOFC-Elektrolyt besteht

aus Sauerstoffionen leitenden, keramischen Werkstoffen (Solid Ozide Ion Conductor), zu de-
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nen yttriumstabilisiertes ZrOg, CeO2 und LaGaOs zédhlen [10]. Die Materialien der Kathode
sind Perowskite wie beispielsweise Lanthan-Manganat LaMnQOs. Fiir die Anode werden Nickel-
YSZ-Verbundwerkstoffe verwendet [10].

Zur industriellen Nutzung werden einzelne Zellen durch metallische Interkonnektoren getrennt
zu Stacks verbunden, um die erforderliche elektrische Leistung zu erzielen. Ein hoher Chroman-
teil in den Interkonnektoren erfiillt die Werkstoffanforderungen hoher elektrischer Leitfadhigkeit
und Stabilitéit in oxidierender Atmosphéire durch eine Chromoxid-Schutzschicht. In Betrieb ver-
dampft das Chrom und kontaminiert die Kathode und die zwischen Interkonnektor und Kathode
liegende, keramische Kathodenkontaktschicht [11], die im Allgemeinen aus Perowskiten auf der
Basis von Lanthan-Cobaltat LaCoOs3 besteht [10]. Die Chromkontamination hat eine deutliche
Erhohung des Polarisationswiderstands zur Folge, der den Wirkungsgrad der Energieumwand-
lung erheblich reduziert.

Um die thermisch induzierte Degradation des SOFC-Stacks zu unterbinden, wird eine MCF-
Schicht bestehend aus Mn, Co, Fe und O als keramische Chromverdampfungsschutzschicht zum
Schutz der Kathodenkontaktschicht auf den Interkonnektor iiber thermisches Spritzen aufge-
bracht [10]. Im Vergleich zu nasschemisch aufgetragenen Schutzschichten konnte die Alterungs-
rate damit von etwa 1%/1000 h auf etwa 0,2%/11000 h gesenkt werden [8]. Das Teilsystem
Interkonnektor-Schutzschicht-Kontaktschicht ist aufgrund der unterschiedlichen, mechanischen
Reaktionen der einzelnen Werkstoffe auf die Hochtemperaturbelastung anfillig fiir spannungs-
induziertes Versagen.

Der grundsétzlich kritische Aspekt bei der Entwicklung mehrerer Schichten umfassender
Hochtemperatursysteme sind die thermisch induzierten Spannungen, die aufgrund der Inkompa-
tibilitéit der einzelnen Komponenten im Hinblick auf das mechanische Verhalten unter Tempe-
ratureinfluss auftreten. Die Bewertung der Systemverldsslichkeit basiert auf der Fragestellung,
wann aufgrund von Phasenumwandlungen, Kriechverhalten und insbesondere der Diskrepanz

der thermischen Ausdehnungskoeffizienten spannungsinduziertes Systemversagen eintritt.

2.1.2 Bewertung der Systemverlisslichkeit

Die Modellierungsansétze zur Bestimmung der MCF-Lebensdauer innerhalb eines SOFC-
Stacks unter Betriebsbedingungen werden in Kapitel 6.1 vorgestellt. Die zur Bewertung der
Verlasslichkeit plasmagespritzter Wéarmedammschichten in der Fachliteratur zu findenden, em-
pirischen Studien und numerischen Modelle werden im Folgenden skizziert.

Auf experimenteller Ebene werden empirische Ansétze verfolgt, die aufbauend auf einer Charak-
terisierung der mechanischen und mikrostrukturellen Eigenschaften der Systeme nach Ablauf der
Lebensdauer einzelne Indikatoren fiir Systemversagen identifizieren, die in folgenden Anwendun-
gen zur Einschétzung der verbleibenden Lebensdauer erfasst werden [12-15]. Ein Beispiel stellt
die zerstorungsfreie Analyse der Spannungszustéinde in der wachsenden Oxidschicht {iber pho-

toinduzierte Lumineszenzspektroskopie dar [16, 17], deren Ziel es ist, anhand charakteristischer
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Spannungsverliufe Informationen iiber die Integritdt der Systeme zur Einschitzung der ver-
bleibenden Lebensdauer zu erhalten. Aufgrund durch Fremdmaterial verfilschter Spektren und
gestorter Lichtpfade stoBt dieser Ansatz bei realen Systemen an seine Grenzen. Grundsitzlich
unterliegen die experimentellen Vorgehensweisen der Einschrankung, dass die zu Versagensin-
dikatoren erfassten Daten anwendungsspezifisch sind und im Allgemeinen nicht auf verinderte
Systemgegebenheiten wie beispielsweise geometrische Spezifikationen oder Betriebsbedingungen
iibertragen werden koénnen.

In Orientierung an experimentell zu den Versagensmechanismen erfassten Daten stellen Vor-
hersagen auf theoretischer Ebene dahingehend eine Erweiterung dieser Ansitze dar, dass die
Versagensursachen nachvollzogen werden, um ihre Wirkung auf die Systemlebensdauer abzu-
bilden. Die meisten Lebensdauermodellierungen umfassen Finite-Elemente-Analysen zur nume-
rischen Berechnung der thermisch induzierten Spannungen unter Einbindung der Interfacemi-
krostruktur iiber parametrisierte, analytische N#dherungsfunktionen. Basierend auf kritischen
Materialkennwerten wie beispielsweise maximal zuldssigen Spannungen oder aus Spannungsfel-
dern abgeleiteten, physikalischen Groflen formulieren die Modelle unterschiedliche Kriterien fiir
das Systemversagen.

Umfangreiche Parameterstudien analysieren unter Variation zentraler Eingangsparameter wie
zum Beispiel der Kriechraten der einzelnen Werkstoffe oder der Struktur der gewéhlten Interface-
approximation die Effekte auf die FE-Resultate und liefern eine Einschéitzung, inwiefern die
Festlegung dieser Parameter die numerischen Spannungsfeldberechnungen determiniert [18-24].
In einigen Modellen werden FE-Analysen fiir mehrere Parametersitze ausgefithrt und finden
anschliefend bei der Bestimmung der auftretenden Spannungsniveaus in Form einer auf einen
Referenzpunkt bezogenen, analytischen Niherung Anwendung [24-27].

Riickschliisse iiber Systemversagen und erwartete Lebensdauern finden zum Teil auf Grundlage
der reinen Spannungsfeldinformation statt. Die Ergebnisse beziehen sich dabei auf qualitative
Aussagen zur Wirkung einzelner Effekte [20, 21, 25, 26, 28, 29] wie beispielsweise des Oxid-
schichtwachstums.

In erweiterten Lebensdauermodell-Ansétzen werden bruchmechanische Berechnungen zu unter-
kritischem Risswachstum an die Spannungsfeldbestimmungen angeschlossen [24, 27, 30-32], die
grundsétzlich davon ausgehen, dass der Einfluss des Oxidschichtwachstums auf das Spannungs-
feld zu Rissfortschritt fithrt, der in der Folge das Abplatzen des Topcoats bewirkt. In dieser
Betrachtung ergibt sich ein generalisiertes Kriterium fiir Schichtversagen aus einer Analyse der
Energiefreisetzungsraten [27, 31, 33-35]. Die Energiefreisetzungsraten werden zum Teil unter
Annahme idealisierter Bedingungen auch analytisch berechnet [36]. Werden explizit Risskonfi-
gurationen unter Beriicksichtigung der Energiebilanz betrachtet, sind die Ergebnisse ausschlief3-
lich unter Verwendung einer numerischen Berechnung zu erzielen [37, 38]. Die entsprechenden
Modelle beziehen sich wie auch eine Studie zur Ausbreitung eines Primérrisses in einem von wei-

teren Rissen beeintriichtigten Topcoat [39] auf eine vorgegebene, klar definierte Konfiguration
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von Rissen. Die erzielten Modellierungsergebnisse sind durch die Definition der Risspositionen
und -dimensionen determiniert und folglich im Rahmen einer statistischen Auswertung nicht
belastbar.

Das im Rahmen der vorliegenden Arbeit weiterentwickelte Lebensdauermodell atmosphérisch
plasmagespritzter Wérmedammschichten verfolgt den in einigen der angefiithrten Modelle in
Ansitzen oder identisch [27] vorgezeichneten, bruchmechanischen Ansatz zur Bestimmung einer
kritischen Energiefreisetzungsrate. Der zentrale, neue Aspekt ist hierbei die von Risskonfigura-
tionen losgeloste und abstrahierte, statistische Interpretation der thermisch induzierten Span-
nungsfelder, die iiber Finite-Elemente-Analysen unter Einbindung der Mikrostruktur und der
transienten, Rissfortschritt beschleunigenden Prozesse in den Lebensdauermodell-Algorithmus
eingebunden sind. Die Annahme vordefinierter Risspositionen und -geometrien entffllt mit dem
entscheidenden Vorteil, den Effekt der kompletten, relevanten, transienten Spannungsfeldstruk-

tur auf die Systemlebensdauer abbilden zu kénnen.

Das Versagen von EB-PVD-Wiarmeddammschichten unterliegt aufgrund des anderen BC-
Werkstoffes und der abweichenden Topcoat-Mikrostruktur (Kapitel 2.1.1) anderen Randbe-
dingungen. Grundsétzlich bleibt der Versagensmechanismus einer durch thermisch induzierte
Prozesse beschleunigten, thermomechanischen Schidigung Gegenstand der Modellierung. Un-
terschiede zur Modellierung der APS-Wirmedammschichten zeigen sich bei der Verlagerung des
fiir Rissfortschritt relevanten Bereichs von dem Topcoat in die TGO und bei der zeitlich variablen
BC-Interfacestruktur, die aufgrund der héheren elastischen Nachgiebigkeit des BCs und unter
Einfluss der bei Zyklierung wechselnden Beanspruchung durch Zug- oder Druckspannungen Ver-
formungen unterliegt. EB-PVD-WDS-Lebensdauermodelle zeigen vergleichbare, konzeptionelle
Ansitze zur Bewertung der Systemverlésslichkeit, die an diese Systemmodifikationen angepasst
sind [40-48].

2.2 Lebensdauermodellierung

Das Lebensdauermodell fiir atmosphérisch plasmagespritzte Warmeddmmschichtsysteme basiert
auf einem Algorithmus, in dessen konzeptionelle Entwicklung Erkenntnisse aus Experimenten
zum Systemversagen unter thermischer Zyklierung eingeflossen sind. Das Ziel der Lebensdauer-
modellierung war es, die zentralen, Lebensdauer einschréinkenden Kenngroéfien zu identifizieren,
die wesentlichen physikalischen Prozesse auf theoretischer Ebene nachzuvollziehen und so die

experimentell erfassten Lebensdauern in der theoretischen Analyse zu reproduzieren.

Das Lebensdauermodell wird in seiner Ausgangsversion in Kapitel 2.2.1 dargestellt. Die Model-

lerweiterung um eine statistische Interpretation ist Gegenstand von Kapitel 2.2.2.
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2.2.1 Das Lebensdauermodell in der Ausgangsversion

Ausgangspunkt der Weiterentwicklung eines Modells zur Berechnung der Haltbarkeit atmo-
sphérisch plasmagespritzter WDS-Systeme war ein numerisches Lebensdauermodell [27], das
grundsétzliche Annahmen zur mathematischen Beschreibung der zentralen Eigenschaften des
Systemversagens formuliert. Das grundlegende Konzept des Lebensdauermodells liegt in der
Bestimmung der transienten Spannungsfelder im Topcoat und der Berechnung spannungsin-
duzierter Schadigung. Als Hauptversagensmechanismus wurde das Anwachsen der Oxidschicht
identifiziert, das den schwerwiegendsten Effekt auf die Spannungsentwicklung im Topcoat mit
voranschreitender Zyklierdauer hat. Das Modell umfasst die Berechnung der Spannungen an
genau einer Referenzposition in analytischer Naherung von numerischen Berechnungen an FE-
Modellen, in denen die Mikrostruktur des BCs iiber eine Cosinus-Funktion erfasst wurde. Hier-
auf aufbauend wurde in einem bruchmechanischen Ansatz Rissfortschritt in Folge zyklischer
Belastung beschrieben, der initiiert durch die transienten Spannungsfelder zum Abplatzen des
Topcoats fiihrt.

Die Berechnung des Rissfortschritts als dominierendem Schidigungsmechanismus erfolgte un-
ter folgenden, in enger Orientierung an Erkenntnissen aus Thermozyklierexperimenten (Kapitel

3.2.2) getroffenen Annahmen:

e Mikrorisse der Groflenordnung 10 pm liegen im as-sprayed-Zustand vor. Eine Charakteri-

sierung der Rissinitiierung war innerhalb des Modells nicht erforderlich.

e Aufgrund hinreichend hoher Kriechraten befindet sich das System nach den Hochtempe-

raturphasen der Thermozyklierung in einem spannungsfreien Zustand.

e Rissfortschritt findet innerhalb des Topcoats in der Nihe der BC-Grenzflache statt. Der
Bereich in unmittelbarer Umgebung dieser Grenzfliche war folglich fiir die Modellierung

entscheidend.

e Systemversagen tritt zu einem Zeitpunkt ein, zu dem die Oxidschichtdicke bereits so grof3
ist, dass eine Inversion des Spannungsfeldes (Kapitel 5.2.1) stattgefunden hat. Ein Versa-
gen des Schichtsystems findet vorwiegend in einer Niedrigtemperaturphase aufgrund der

Eigenspannungen nach dem Abkiihlen statt.

In zyklischer Belastung fithren die Spannungen nach Abkiihlen sukzessiv zu hoheren Risslédngen
an der gewihlten Referenzposition, auf die sich ebenfalls das finale Kriterium fiir Systemversagen
bezog.

Das Lebensdauermodell folgt in seiner Ausgangsversion [27] dem in Kapitel 2.2.1.1 dargestellten
Ansatz im Rahmen der linearen Bruchmechanik zur Beschreibung des Rissfortschrittes. Die in
Kapitel 2.2.1.2 erlduterten empirischen Formeln werden zur Implementierung der fiir Rissfort-

schritt relevanten, thermisch induzierten Prozesse verwendet. Zur Bestimmung experimentell
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schwer zugénglicher Parameter ist eine Kalibrierung des Modells erforderlich, deren allgemeine-

rer Fall im Rahmen der Modellerweiterung in Kapitel 2.2.2.2 erldutert wird.

2.2.1.1 Bruchmechanischer Ansatz

Das Lebensdauermodell verfolgt den Ansatz, in einer bruchmechanischen Analyse unter An-
nahme linear-elastischen Materialverhaltens und eines reinen Riss6ffnungsmodus I den Rissfort-
schritt Aa eines Risses der Lénge a als Funktion thermisch induzierter Spannungsfelder zu
beschreiben. Zur Feststellung des Systemversagens wurde ein auf dem Konzept der Spannungs-
intensitéitsfaktoren K beruhendes Kriterium verwendet, das in der folgenden Zusammenfassung
der zentralen Formeln des Algorithmus motiviert wird. Da Scherspannungen aufgrund der An-
nahme eines reinen Riss6ffnungsmodus nicht beriicksichtigt werden, fehlen die zugeordneten
Spannungsintensititsfaktoren K;r und K7y in der mathematischen Beschreibung.

Die Hypothese des K-Konzeptes lautet, dass der Zustand an der Spitze eines Risses des Modus I
indirekt durch den Spannungsintensitéitsfaktor K charakterisiert werden kann [49]. Fiir spréode
Materialien ist die Spannungsverteilung in der Umgebung der Rissspitze von hochster Relevanz
bei der Beschreibung des Rissfortschrittes. Rissfortschritt setzt nach dem Griffith-Kriterium ein,
sobald K eine materialspezifische, kritische Grofie K. erreicht [49].

Kr > K. (2.1)

K. wird synonym als Bruchzéhigkeit des Materials bezeichnet. Die Bruchzéhigkeit eines Ma-
terials nimmt lokal aufgrund mehrerer Rissfortschritt hemmender Effekte wie beispielsweise
der Deformation der plastischen Zone (plastisches Flieflen) oder Briickenbildungseffekten bei
grobkérnigen Materialien (mechanische Verklammerung von Mikrostrukturelementen, Wechsel-
wirkung der Rissréinder), die die Rissspitze gegen die Wirkung von Zugspannungen durch die
Ausbildung lokaler Druckspannungsfelder abschirmen [50], als Funktion der Risslingenzunahme
Aa zu. Diese Zunahme AKj, wird iiber materialspezifische Risswiderstandskurven (R-Kurven)
erfasst, deren Verlauf qualitativ in Abbildung 2.2 (b) dargestellt ist.

Die Zunahme der Bruchzéhigkeit bei Rissfortschritt ist in erster Linie auf die Ausformung ei-
ner Transformationszone, in der spannungsinduzierte Phasenumwandlungen zur Bildung von
lokalen Spannungsfeldern fiihren kénnen [7, 50, 52], zuriickzufiihren. Es stellen sich stationére
Bedingungen an der Rissspitze ein, sobald ein weiteres Anwachsen der Transformationszone die
Bedingungen an der Rissspitze nur noch marginal betrifft. Die Bruchzéhigkeit kann auf ein Viel-
faches ihres Startwertes K?. anwachsen [53-55]. Empirisch wird das R-Kurven-Verhalten iiber
den Ansatz in Gleichung 2.2 erfasst, in dem AKj.(Aa) eine asymptotische Funktion mehrerer

Parameter darstellt [51].

Kr.(Aa) = K9 + AKj.(Aa) (2.2)

10
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Abbildung 2.2: Das Rissspitzenfeld, fiir das der Spannungsintensitétsfaktor K eine abgeleitete Zu-
standsgrofie darstellt, spielt bei der Beschreibung des Rissfortschrittes Aa eine zentrale Rolle. (a) Definiti-
on des 2D-Koordinatensystems mit (r, ¢) als Variablen zur mathematischen Erfassung des K;-bestimmten
Feldes mit Radius R und der plastischen Zone mit Radius r,, (vgl. [49, 51]). (b) Schematischer, qualitativer
Verlauf einer R-Kurve K.(Aa). Aufgrund der zunehmenden Verformung einer vom K-Feld beeinflus-
sten Transformationszone um die voranschreitende Rissspitze steigt die Bruchzéhigkeit des Materials
an, bis die Kurve wegen Einstellung stationédrer Bedingungen an der Rissspitze gegen einen Grenzwert

konvergiert.

Bei einem reinen Rissoffnungsmodus im linear-elastischen Fall ist das Rissspitzenfeld durch Ky
eindeutig festgelegt. Das K-Konzept wird in diesem Fall &quivalent durch ein Kriterium der Ener-
giefreisetzungsraten G abgebildet [49]. Fiir den ebenen Verzerrungszustand ist die Aquivalenz

iiber

1— 2
G= E” K7 (2.3)

mit v als Poisson-Zahl und FE als Elastizitdtsmodul gegeben. In einer zweidimensionalen Be-
trachtung stellt die Energiefreisetzungsrate G die auf einen infinitesimalen Rissfortschritt da
bezogene freigesetzte Energie —dW dar. Der Wert von G wird hierbei auf die Einheitsdicke des

Systems bezogen.

aw
G=-"- (2.4)

Die beim Rissfortschritt pro neu entstandener Rissoberfliche frei werdende Energie entspricht
in der Energiebilanz der Abnahme der mechanischen Energie W des Systems und steht fiir den
Bruchprozess zur Verfiigung [49].

Das Versagenskriterium aus Gleichung 2.1 ldsst sich folglich in einer dquivalenten Formulierung
des Griffith-Kriteriums durch die Ungleichung

11
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G > G (2.5)

abbilden, sofern entsprechend der vereinfachenden Annahmen ein reiner Risséffnungsmodus im
linear-elastischen Fall vorliegt. Kritisches Risswachstum setzt ein, sobald die aktuelle Energie-
freisetzungsrate G den kritischen Wert G, iibersteigt. Der Materialkennwert G, wird analog zur
Bezeichnung von K7, Bruchzihigkeit genannt.

Die Wechselwirkung eines Primérrisses der Lange a mit anderen Rissen findet in der Hinsicht in-
direkt Berticksichtigung, dass Sekundérrisse das Material fiir Rissausbreitung anfilliger machen.
In einem globalen, das komplette System betrachtenden Zusammenhang fiihrt Risswachstum
aufgrund der Zunahme der Rissléingen und der assoziierten Schidigung des Werkstoffes zu einer
Abnahme der Bruchzéhigkeit. In einer mathematischen Definition dieser risslingenabhingigen

Abnahme iiber

Ge(a) =G (01 +c (1 — exp (—%))2) (2.6)

stellt L eine charakteristische Grofle der geometrischen Konfiguration dar. Die Parameter ¢; =
0,1 — ¢o und
0,9
Cy = ] (27)
(1= ()1

werden so bestimmt, dass zu Beginn der Rissausbreitung fiir a = a¢ der Startwert G.(ap) =

GY vorliegt und dieser in der Grenzwertbetrachtung zunehmender Risslingen a auf 10% des
Startwertes abfillt [27].

lim Ge(a) = 0,1 G? (2.8)

a—o0
Zur Berechnung der aktuellen Energiefreisetzungsrate G ergibt sich aus einer Energiebetrachtung
bei Rissfortschritt [49]

1—12
2F

woriiber die Delamination einer diinnen Schicht der Dicke A von einem Trégermaterial mit

G =

o?h, (2.9)

konstanter Dehnung berechnet werden kann. Bei Variation der mechanischen Last o(z) iiber
die Schichthohe h folgt fiir den Spezialfall deutlich hoherer Spannungen in der Bezugsebene als

senkrecht hierzu (o, > 0yt) in einer allgemeineren Formulierung

1— 2
G=r71 2Ey /Um2dz, (2.10)
h

wobei der konstante Parameter 7 beriicksichtigt, dass Gleichung 2.9 fiir grofie Rissliangen a > h

hergeleitet wurde [49]. Fiir kleinere Risslédngen ist G kleiner, so dass 0 < 7 < 1 gilt. Der Parameter

12
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Abbildung 2.3: Schematischer Verlauf der Energiefreisetzungsraten als Funktion der Zeit unter ther-
mischer Zyklierung. Die kritische Energiefreisetzungsrate G. fillt monoton mit steigender Risslédnge ab.

Die aktuelle Energiefreisetzungsrate G steigt monoton an.

wurde durch Definition eines Referenzwertes fiir G fiir den zugehorigen Referenzparametersatz
angepasst [27].

Ein typischer Verlauf beider Energiefreisetzungsraten als Funktion der Zeit unter thermischer
Zyklierung ist schematisch in Abbildung 2.3 dargestellt. Die aktuelle Energiefreisetzungsrate G
steigt wegen der Zunahme des E-Moduls aufgrund des einsetzenden Sinterprozesses (Kapitel
2.2.1.2) an.

Das fiir Rissfortschritt entscheidende Spannungsfeld innerhalb einer kleinen Umgebung mit Ra-
dius R um die Rissspitze (Modus-I-Rissspitzenfeld in Abbildung 2.2 (a)) wird durch den Span-
nungsintensitatsfaktor K als neue ZustandsgroBe fiir die Intensitét des Rissspitzenfeldes charak-
terisiert. Im zweidimensionalen Fall sind die Spannungen als Funktion des Radius r singulér vom
Typ o o r— /2 [49]. Die Spannungsverteilung im Modus-I-Rissspitzenfeld ist durch die Angabe
von K7 vollstindig bestimmt. Im Fall eines geraden Risses der Anfangslinge a unter einachsiger
Zugspannung o lautet der entsprechende Spannungsintensititsfaktor K; in zweidimensionaler

Betrachtung

K(o,a) =Yov/a, (2.11)

wobei Y einen die Geometrie der Risskonfiguration berticksichtigenden Geometrie-Faktor be-
zeichnet [49)].

Bei wiederholter Be- und Entlastung des Materials mit der in Gleichung 2.11 erfassten mechani-
schen Last folgt fiir die Risswachstumsrate da/dt in empirischer Beschreibung in Analogie zum
Paris-Gesetz [49]

da K(o,a)\"
e p(Ko)" .
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

wobei der Proportionalitidtsfaktor B und der Exponent n materialspezifische Werte annehmen.
Die Ursache fiir das resultierende Ermiidungsrisswachstum sind komplexe, inelastische Vorgénge
bei periodischer Belastung in der plastischen Zone des Rissspitzenfeldes (Abbildung 2.2 (a)),
wechselnde Eigenspannungsfelder und zunehmende Schédigung des Werkstoffes [49)].

In Kombination der Gleichung 2.12 fiir unterkritisches Risswachstum im Fall einer Materia-
lermiidung mit der Definition des Spannungsintensitétsfaktors in Gleichung 2.11 ergibt sich
die zentrale Integralgleichung 2.13, die die zeitabhéngige Spannungsentwicklung mit der Ris-

slingenentwicklung korreliert.

af n BY™ ty
/ a” 2da = —n/ o(t)*dt (2.13)
ag Kr" Jig

Die iiber das Zeitintegral mit Startzeit ¢y und Endzeit ¢y erfasste Akkumulation der transienten
mechanischen Last o(t) ist proportional zur Risslingenentwicklung entsprechend des Integrals

auf der linken Gleichungsseite. Das Rissldngenintegral kann analytisch gelost werden, wonach

Gleichung 2.14 folgt.
2 [z o2\ By /tf \
— = t)"dt 2.14
s (o7 =0 ) = o [ o (211)

Der Quotient auf der rechten Gleichungsseite setzt sich aus dem Proportionalitétsfaktor B (Glei-
chung 2.13), dem Geometrie-Faktor Y (Gleichung 2.11) und der Bruchzéhigkeit K. (Gleichung

2.2) zusammen. Die einzelnen Parameter kénnen zu einem neuen Parameter

BY"
C=—— 2.15
Ky cn ( )
zusammengefasst werden, der nach Gleichung 2.13 iiber den Quotienten der Intergrale bestimmt

werden kann.

af J—
7 fao a” 2da

DT (2.16)

Nach der finalen Rissldnge ay aufgelost ergibt sich aus Gleichung 2.14 und nach Einsetzen von
Gleichung 2.15

2_n ty 2-n\ 2-n
ap = ( 5 C | o) dt+ay’ ) (2.17)
to

Nach Kombination der Gleichungen 2.16 und 2.17 folgt, dass ay fiir grofie Risslingen a > aqg

proportional ist zum Verhéltnis von zwei Spannungsintegralen.

_2
tf]f o(t)rdt \ "
apoc | Sp—— (2.18)

Jio oc(t)ndt
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2.2 Lebensdauermodellierung

Parameter Formelzeichen Standardwert
Startwert der kritischen Energiefreisetzungsrate G 150 J m~2 [31]
Konstruktionsparameter 1 c1 c1(L) =0,1 —cp(L)
Konstruktionsparameter 2 &) nach Gleichung 2.7
Mikrorissstartléinge ao 25 pm
Korrekturfaktor T 0,4

Exponent fiir unterkritisches Risswachstum n 18 [27, 50]
Viskositét n 3,6 - 10° GPa s [27]

Tabelle 2.1: Zusammenstellung der im Rahmen der Modellierung verwendeten Standardparameter

Die mit Index C' gekennzeichneten Parameter sind hierbei den entsprechenden Parametern in
Gleichung 2.16 zugeordnet, die im Allgemeinen nicht mit den Parametern aus Gleichung 2.17
identisch sind.

Die Abnahme der transienten Spannungen o (t) aufgrund von Relaxation wird iiber

o(t) = oo exp (—%t) (2.19)

mit 7 als Viskositét erfasst.
Im Rahmen einer Beschreibung einer periodischen Belastung kann eine Berechnung des Span-

nungsintergrals nach Integration von Gleichung 2.19 folglich tiber

/to t)dt = Z/t, 1 oj(t)"dt = n ZUOJ (1—exp (—n%%—)) (2.20)

mit ty = t; und den N Integrationsintervallen [t;_1,%;] als disjunkter Zerlegung des gesam-
ten Intervalls [to, ;] erfolgen, wobei E; den zeitabhéngigen Elastizitétsmodul (Kapitel 2.2.1.2)
reprasentiert.

Tabelle 2.1 fasst die in den Gleichungen auftretenden Parameter zusammen und listet die im

Rahmen der Modellierung verwendeten Standardwerte auf.

2.2.1.2 Empirische Beschreibung thermisch induzierter Prozesse

Im Rahmen der Lebensdauermodellierung von WDS-Systemen stellen die Oxidation des BCs
und die Zunahme der Steifigkeit des Topcoats die wesentlichen, thermisch induzierten Prozesse
dar, die sich nachteilig auf die Haltbarkeit des Systems auswirken. Die beiden Prozesse wurden
iiber empirische Formeln in dem Lebensdauermodell implementiert.

Das Oxidschichtwachstum wird mafigeblich durch die thermische Aktivierung der Diffusions-

prozesse der Aluminiumatome durch den BC und der Sauerstoffmolekiile durch die bereits ent-
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

Parameter Formelzeichen Standardwert
Vorfaktor Drco 7,5-107* m s—PTCO
Aktivierungsenergie Frco 0,91 eV
Exponent PTGo 0,25

Tabelle 2.2: Parameter zur empirischen Beschreibung des TGO-Wachstums nach Gleichung 2.22 [27]

standene Oxidschicht determiniert. Da die Diffusion den limitierenden Prozess darstellt, ergibt
sich ein Temperatureffekt, der unter Verwendung eines Boltzmann-Faktors exp(—Frgo/ksT)
erfasst wird. Die zugefiihrte thermische Energie kT wird mit der Aktivierungsenergie Frgo ver-
glichen. Die Boltzmann-Konstante wird hierbei mit kg bezeichnet. Der Exponent der zeitlichen
Entwicklung wird in der empirischen Beschreibung haufig als inverses, ganzzahliges Vielfaches
m~! (m € N) gewihlt [18, 24-26, 36], um hieriiber die in Experimenten in analytischer Niiherung
nachvollziehbare Proportionalitit

—(m—1)

d 1
—drao < drgo = dpgo x tm (2.21)

dt

einzubinden. Die durch Anpassung an experimentelle Daten unter Verwendung der in das Le-

bensdauermodell eingehenden Gleichung

F
dreo(T,t) = Drgo exp (7;7@;) gprao (2.22)
B

zur Beschreibung der temperatur- und zeitabhéingigen Zunahme der TGO-Dicke drgo(T,t) ver-
wendeten Parameter [27] sind in Tabelle 2.2 erfasst.

Entscheidend fiir TGO-Wachstum ist die Temperatur am BC-Interface. In Abbildung 2.4 sind
fiir drei verschiedene BC-Interfacetemperaturen die Zunahmen der TGO-Dicken als Funktion
der Zeit unter Verwendung von Gleichung 2.22 mit den Parametern aus Tabelle 2.2 dargestellt.
Der Arrhenius-Ansatz, der bei der Beschreibung des Oxidschichtwachstums zur Erfassung der
Temperaturabhingigkeit verwendet wurde, fand ebenfalls bei der empirischen Beschreibung des
Sinterns Anwendung [27]. Unter dem Begriff Sintern werden sdmtliche Materialtransportmecha-
nismen zusammengefasst, die iiber einen Porenschluss zur Verdichtung und Verfestigung eines
Materials fithren. Der Materialtransport ist thermisch aktiviert, findet bei Keramiken vorwie-
gend iiber Diffusion statt und fithrt zu einer Verringerung der Oberfléche [56]. Das Sintern des
Topcoats resultiert in einer Zunahme der Warmeleitfahigkeit aufgrund der Porositétsreduktion
[57-59], die im Rahmen des Modells nicht weiter verfolgt wurde, und einer Zunahme des Elasti-
zitdtsmoduls. Die in Analogie zu Gleichung 2.22 in ihrer Grundstruktur ibernommene Formu-
lierung der thermischen Aktivierung fand unter Definition einer weiteren Aktivierungsenergie

Fgint Beriicksichtigung.
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2.2 Lebensdauermodellierung

drgo 1]

Zeit [h]

Abbildung 2.4: Zunahme der TGO-Dicke drgo als Funktion der Zeit fiir drei verschiedene Interface-

temperaturen

Sinterfaktor

0 50 100
Zeit [h]

Abbildung 2.5: Zunahme des Elastizitdtsmoduls Eppc als Funktion der Zeit fiir drei verschiedene

Interfacetemperaturen. Die verwendeten Parameter sind in Tabelle 4.1 gegeben.

o 1 + DbULt exp ( FSvnt) tPsint
Erpo(T,t) = Erpe 7, P
1 DSznt €Xp ( S:;}) {Psint

(2.23)

In Abbildung 2.5 sind die zeitlichen Entwicklungen des Elastizitdtsmoduls fiir drei verschiedene
Temperaturen dargestellt.
Der E-Modul des Topcoats Erpc nimmt als Funktion der Temperatur 7" und der Zeit ¢ um

einen Faktor gegeniiber dem Startwert E%BC zu. Dieser iiber den Quotienten in Gleichung
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

2.23 gegebene Faktor wird im Folgenden als Sinterfaktor bezeichnet. Durch Modifikation des
Arrhenius-Ansatzes wurde sicher gestellt, dass die Randbedingungen Eppc(T,0) = E% g und
limy_;o0 ETpe = EFp erfiillt werden, wobei der E-Modul des Bulk-Materials E2% als Grenz-
wert angenommen wurde. Liegt eine inhomogene ortsabhiingige Temperaturverteilung T'(Z) vor,
stellt der Sinterfaktor SF(&,t) = Ergc (T(%),t) /B35, der die Versteifung des Materials er-

fasst, ebenfalls eine ortsabhingige Grofie dar.

2.2.2 FErweiterung des Lebensdauermodells

Zentraler Punkt der Erweiterung des Lebensdauermodells war die Einfiihrung einer statisti-
schen Erfassung der thermisch induzierten Topcoat-Spannungsfelder, die eine umfassendere
Beriicksichtigung der experimentellen Daten im Hinblick auf die Standardabweichungen inner-
halb von Messreihen erdffnete. Die transiente Spannungsverteilung wurde in Finite-Elemente-
Analysen (Kapitel 2.3) berechnet, deren Modellerstellung, Lésung und Datenabfrage in den Al-
gorithmus des unter Matlab, Version R2012a (MathWorks, Inc., Natick, USA) umgesetzten Le-
bensdauermodells integriert waren. Die in Kapitel 2.2.1.1 dargestellte bruchmechanische Analyse
bezog sich somit nicht mehr auf einen einzelnen Referenzpunkt, sondern erfasste eine Vielzahl
fiir Rissfortschritt relevanter Positionen innerhalb des Topcoats nahe der BC-Grenzflache. Im
Vordergrund stand hierbei im Hinblick auf die FE-Analysen eine Minimierung der Rechendauer,
die unter Anderem durch eine Reduktion der physikalischen Problemstellung auf ein zweidimen-
sionales Modell realisiert wurde. Die wesentlichen, konzeptionellen Schritte des Algorithmus der
Modellerweiterung werden im Folgenden erldutert und sind in dem Flussdiagramm in Abbildung
2.6 zusammengefasst.

Grundsétzlich wurde eine Anzahl von Zyklen zur Berechnung vorgegeben, da die Definition eines
Abbruchkriteriums im Rahmen der FE-Analysen mit der zur Minimierung der Rechendauer
voneinander entkoppelten Berechnung und Auswertung der Spannungsfelder nicht vereinbar
war. Die Vorgabe von 4000 Zyklen erfiillte die Bedingung, die im Rahmen einer realistischen
Parametervariation zu erwartenden Lebensdauern deutlich zu {ibersteigen.

Die zur Erstellung des FE-Modells erforderliche Definition des FE-Netzes wird in Kapitel 2.3.2.1
erldutert. Unter Verwendung der Netzinformation wurden mehrere FE-Analysen ausgefiihrt. In
einem ersten Schritt wurde die Temperaturverteilung in der Hochtemperaturphase, an deren En-
de nach Annahme ein spannungsfreier Zustand vorliegt, in einer thermisch-stationéren Analyse
(Kapitel 2.3.1.1) berechnet. Auf der Grundlage der Temperaturfeldinformation wurde unter Ver-
wendung von Gleichung 2.22 die zyklenabhéngige Entwicklung der TGO-Schichtdicke bestimmt.
Da das Temperaturfeld aufgrund der geringen relativen Dicke der TGO-Schicht als Funktion der
Zeit nahezu konstant war, war nur eine Berechnung erforderlich. Das Temperaturfeld wurde in
den anschlieenden strukturmechanischen Berechnungen als thermische Last vorgegeben.

Eine mechanische Berechnung wurde im Vorfeld an einem Modell eines kompletten Mehrla-

genverbundes unter Verwendung von periodischen Randbedingungen nach Kapitel 2.3.3.1 aus-
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parameter
’ Erstellen des Netzes ‘
v
I Finite-Elemente-Analyse der Temperaturverteilung I
v
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I Finite-Elemente-Analyse der mechanischen Randbedingungen I
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Abbildung 2.6: Flussdiagramm zum Algorithmus des um eine probabilistische Auswertung erweiter-

ten Lebensdauermodells. Die Kalibrierung des Modells erfolgt zu Beginn der Lebensdauerberechnungen

anhand einer experimentell ermittelten Lebensdauer.

gefiihrt und diente der Bestimmung der lateralen Verschiebungen. In den folgenden mechani-
schen Analysen an entsprechend der Festlegung des relevanten Bereichs verkleinerten Modellen
wurden diese lateralen Verschiebungen als Randbedingung definiert. Zur Berechnung der aktu-
ellen Energiefreisetzungsrate als Pfadintegral nach Gleichung 2.10 wurde in der vorgelagerten
strukturmechanischen Analyse die nahezu von der TGO-Schichtdicke unabhéngige Ebenenspan-
nung an der oberen Topcoat-Begrenzung ausgelesen. Der Spannungsverlauf entlang des Pfadin-

tegrals {iber dem Topcoat-Bereich, der im verkleinerten Modell nicht erfasst wurde, wurde zur
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spateren Berechnung unter Verwendung dieses Wertes interpoliert. Die vorangestellte Bestim-
mung der Randbedingungen war bei gleichzeitiger Reduktion der Rechendauer durch Berech-
nungen an Modellen mit kleineren Dimensionen erforderlich, da das kleine Modell aufgrund der
anderen relativen Schichtdicken nicht die tatséchliche Gewichtung der unterschiedlichen ther-
mischen Ausdehnungskoeffizienten zur Bestimmung der Randverschiebungen erfasste. Analog
zur thermischen Analyse war die zeitlich variable Dicke der TGO-Schicht fiir die Bestimmung
der Randbedingungen aufgrund der wesentlich dickeren anderen Schichten nicht relevant. Inner-
halb der strukturmechanischen Berechnungen konnten folglich einheitliche Randbedingungen
definiert werden.

Die Berechnung der thermisch induzierten Spannungsfelder in den Abkiihlphasen als Funktion
der Schichtdicke drgo, deren Diskretisierung iiber Vielfache der als Schrittweite festgelegten
Variable Adrgo (Kapitel 2.3.2.1) realisiert wurde, erfolgte in stationéren, strukturmechanischen
Berechnungen. Die Diskretisierung war wegen der Nutzung der FE-Methode notwendig.

Die Datensétze zu Temperatur- und Spannungsfeld wurden an die anschlielende bruchmecha-
nische Analyse (Kapitel 2.2.1.1), in der das Sintern des Topcoats entsprechend Gleichung 2.23
zum Tragen kam, iibergeben. Das Sintern wurde unter der vereinfachenden Annahme, dass die
Elementsteifigkeitsmatrix nur geringfiigig durch die Sinterfaktoren beeinflusst wurde, erst im
Post-Processing beriicksichtigt.

Die Berechnung von Sinterfaktor und aktueller Energiefreisetzungsrate erfolgten iiber die Glei-
chungen 2.23 und 2.10. Die Berechnung der akkumulierten Spannungsentwicklung nach Glei-
chung 2.20 fand ebenfalls unmittelbar auf Grundlage der FEA-Datensitze statt.

Grundsétzlich waren zwei Analysen zur Lebensdauerberechnung erforderlich. Einmalig wurde
ein Kalibrierungsparameter nach Vorgabe einer experimentell ermittelten Lebensdauerverteilung
unter Verwendung des entsprechenden Parametersatzes iiber Gleichung 2.16 ermittelt. Hierzu
wurde ausgehend von der Identitét der aktuellen und der kritischen Energiefreisetzungsrate bei

Rissfortschritt die Verteilung der zyklenabhéngigen Risslédngen

2

ay = Llog (2.24)

=/ &

nach dquivalenter Umformung von Gleichung 2.6 berechnet. Auf der Grundlage dieser Daten
wurde nach Kapitel 2.2.2.2 der Kalibrierungsparameter C' als Funktion des Zyklus ermittelt.
Die anschliefenden Lebensdauerberechnungen wurden unter Kenntnis von C' ausgefithrt. Der
Kalibrierungsparameter diente als Eingabeparameter, um die Verteilung der Rissldngen nach
Gleichung 2.17 und hierauf aufbauend die Verteilung der kritischen Energiefreisetzungsraten
nach Gleichung 2.6 zu bestimmen.

Den letzten Schritten des Algorithmus liegt das Konzept der probabilistischen Auswertung zu
Grunde, das im folgenden Unterkapitel behandelt wird. Die Umsetzung dieses Konzeptes in der

statistischen Analyse wird im zweiten Unterkapitel erlautert.
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2.2.2.1 Probabilistisches Konzept

Das Ziel der probabilistischen Analyse war eine Aussage zur zyklenabhéngigen Versagenswahr-
scheinlichkeit des Systems. Das Konzept zur statistischen Auswertung der berechneten Span-
nungsfeldverteilung unter Verwendung des bruchmechanischen Ansatzes beruhte auf der Hypo-
these, dass im Rahmen der Modellbildung in Bezug auf einen kleinen Teilbereich des Systems
bereits ein einzelner, makroskopischer Riss zu lokaler Abplatzung des Topcoats fithren kann. In
dquivalenten Teilbereichen des Systems sind nach dieser Annahme zu diesem Zeitpunkt eben-
falls makroskopische Risse entstanden, so dass von einem ganzheitlichen Versagen ausgegangen
werden kann. Die Position des entscheidenden Risses innerhalb des modellierten Spannungsfel-
des wurde als diskrete Zufallsverdnderliche aufgefasst. Da keine der moglichen Risspositionen
gegeniiber einer weiteren Position ausgezeichnet ist, konnte die Verteilungsfunktion dieser Zu-
fallsverdnderlichen als Gleichverteilung angenommen werden. Jede physikalisch realisierbare, im
Modell erfasste Position ist in Bezug auf die Existenz eines anfénglich vorliegenden Mikroris-
ses gleichwahrscheinlich. Durch die Positionierung eines Risses unterlag dieser der positions-
abhéngigen Spannungsfeldentwicklung. Der spannungsinduzierte Fortschritt eines Risses war
folglich ebenso wie die kritische Energiefreisetzungsrate als Funktion der anféinglichen Position
aufzufassen.

Aus der Verteilung der Risspositionen ergab sich eine Verteilung der kritischen Energiefreiset-
zungsrate, die nach Anwendung des Kriteriums fiir Schichtversagen in Gleichung 2.5 in einem
Vergleich mit der aktuellen Energiefreisetzungsrate nach obiger Hypothese iiber die Aquivalenz
der Existenz eines makroskopischen Risses und Systemversagen im Rahmen des Modells zu
einer zyklenabhéngigen Verteilung der Lebensdauer fithrt. Die Gleichverteilung der Risspositio-
nen fithrt zu einer von der Struktur des Spannungsfeldes und dessen Entwicklung beeinflussten
Verteilungsfunktion.

Eine Position wird in der folgenden Betrachtung als kritisch in einem Zyklus Z bezeichnet, wenn
die Spannungsentwicklung an dieser Rissposition bis zu diesem Zyklus Z zu einem Riss mit kri-
tischer Risslidnge a. gefithrt hat. Die kritische Linge a. bedeutet in diesem Zusammenhang, dass
die korrelierte kritische Energiefreisetzungsrate kleiner als der aktuelle Wert ist (Gc(ac) < G)
und das finale Kriterium somit erfiillt wird. Aufgrund der Monotonie der Integrale in Gleichung
2.13 folgt, dass eine kritische Position in Zyklus Z in jedem Zyklus Y mit Y > Z ebenfalls kri-
tisch ist. Die Wahrscheinlichkeit fiir das Auftreten eines kritischen Risses entspricht nach obiger
Ausfithrung der Versagenswahrscheinlichkeit des Systems. Die Wahrscheinlichkeit fiir Systemver-
sagen vor einem Zyklus Z ist somit proportional zur Zahl der kritischen Risspositionen in diesem
Zyklus. Der Proportionalititsfaktor ist die durch die Gleichverteilung gegebene Wahrscheinlich-
keit p = N, olt > Wobei Nt die Gesamtzahl der moglichen Risspositionen bezeichnet. Daraus
folgt, dass die Versagenswahrscheinlichkeit in einem Zyklus proportional ist zur Zahl der in die-
sem Zyklus neu auftretenden kritischen Positionen. Liegen N kritische Positionen (N < Npotar)

in einem Zyklus Z vor, so ist die Wahrscheinlichkeit, dass das System in einem Zyklus z < Z
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versagt hat, gleich P = pN = N/Nryq-

Die Umsetzung dieses probabilistischen Konzeptes ist Gegenstand des folgenden Unterkapitels.
Auf Basis der Spannungsfeldberechnung durch FE-Analysen (Kapitel 2.3) wurde die Analyse
der Spannungsverldufe an mehreren Punkten ermdoglicht und hierdurch die notwendige Voraus-

setzung fiir die probabilistische Auswertung erfiillt.

2.2.2.2 Statistische Auswertung

Nach Kapitel 2.2.2.1 korreliert die Versagenswahrscheinlichkeit mit der Zahl der kritischen Riss-
positionen. Fiir die statistische Auswertung ist es folglich erforderlich, diese Anzahl als Funktion
der Zyklenzahl zu ermitteln. Die Umsetzung des probabilistischen Konzepts wurde durch eine
Diskretisierung des relevanten Modellbereichs realisiert, indem die méglichen Risspositionen als
Knoten des FE-Netzes (Kapitel 2.3.2) identifiziert wurden. Die hieriiber definierten, nach Annah-
me gleichwahrscheinlichen Positionen werden beibehalten. In der mathematischen Beschreibung
fand kein Rissfortschritt mit assoziierter Rissspitzenverschiebung statt. Die Spannungsentwick-
lung wurde an zeitlich konstanten Positionen ermittelt, da eine zeitlich variable Formulierung
eine unverhéltnisméBig umfassende Erweiterung des Parameterraumes um mdogliche Rissspitzen-
verschiebungsvektoren beinhaltet hétte. Die Rissspitzen sind an den permanent zugeordneten
FE-Knoten lokalisiert.

Um das Spannungsfeld représentativ abbilden zu kénnen, miissen die Knoten gleichméBig iiber
den im Modell erfassten Bereich verteilt sein. Die Struktur des Spannungsfeldes wurde durch eine
nahezu konstante Knotendichte (Anzahl der Knoten pro Fliche) von etwa 21 + 3 Knoten/im?
abgebildet. Diese fiir die Umsetzung der gleichverteilten Positionen erforderliche Voraussetzung
war durch den zur Netzerstellung verwendeten Algorithmus (Kapitel 2.3.2.1) gewéhrleistet. Zu-
dem war die Gesamtzahl der Knoten (Kapitel 5.3) fiir eine hinreichend fundierte Datenbasis der
statistischen Auswertung ausreichend.

Die Berechnung der kumulativen Verteilungsfunktion nach Kapitel 2.2.2.1 erfolgte iiber Glei-
chung 2.5. Die Differenzen im Zyklus aufeinander folgender kumulativer Wahrscheinlichkeiten
gaben in Analogie zum kontinuierlichen Fall einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion die Versa-
genswahrscheinlichkeiten in den jeweiligen Zyklen an.

Die zur Bestimmung des zyklenabhingigen Parameters C' unter Verwendung von Gleichung
2.16 erforderliche Kalibrierung stellt eine Transformation der durch die Struktur des transienten
Spannungsfeldes vorgegebenen Verteilung der Versagenszeitpunkte an die {iber eine Verteilungs-
funktion f(Z) realisierte Vorgabe experimenteller Werte zur Systemlebensdauer dar. An jeder
Knotenposition wurde bei der Kalibrierung der Kalibrierungsparameter nach Gleichung 2.16
berechnet, wobei ay nach Gleichung 2.24 iiber die Identitét der Energiefreisetzungsraten, die bei
Vorgabe der experimentellen Lebensdauer nach Definition (Kapitel 2.2.1.1) vorlag, bestimmt
werden konnte. Die Versagenswahrscheinlichkeit war folglich in jedem Zyklus bekannt. In jedem

Zyklus wurde anschliefend unabhéngig der Kalibrierungsparameter bestimmt, der der Vorgabe
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Abbildung 2.7: Schematische Veranschaulichung zur Bestimmung des Kalibrierungsparameters. (a) Die
zur vereinfachten Darstellung abgebildeten, negativen Logarithmen der positions- und zyklenabhéngigen
Werte C), des Kalibrierungsparameters. (b) Nach Sortieren innerhalb der Zyklen wurden entsprechend
der Vorgabe der Lebensdauerverteilung (schwarze Kurve) zyklenabhéngig Kalibrierungswerte fiir C' ex-
trahiert. (c) Aufsicht auf Abbildung (b).

der Verteilung der Versagenszeitpunkte entsprach. Die Vorgehensweise zur Bestimmung des Ka-
librierungsparameters ist schematisch fiir eine Auswahl an Positionen und Zyklen in Abbildung
2.7 dargestellt.

Die in jedem Zyklus berechneten Werte —log C' sind in Abbildung 2.7 (a) dargestellt. Hierbei
kommt zum Tragen, dass tiber den Kalibrierungsparameter eingestellt werden kann, wie viele
Positionen als kritisch zu betrachten sind. Wird ein C' zu einer bestimmten Position gewahlt, so
bedeutet dies, dass alle Positionen mit einer bis zu dem aktuellen Zyklus hoheren Spannungsak-
kumulation als an dieser Position ebenfalls zum Versagen fithren (Gleichung 2.17). Der Wert des
Rissléingenintegrals ist hierbei fiir einen gegebenen Zyklus konstant. Je héher das Spannungs-
integral an einer Position ist, desto kleiner ist der positionsabhéingige Kalibrierungsparameter
C) (Gleichung 2.16). Fiir den kleinsten Cp-Wert wird beispielsweise nur die Position mit dem
hochsten Spannungsintegral kritisch. Aus der Menge dieser Werte C, wird dann der Kalibrie-
rungsparameter C' gew#hlt, so dass die Anzahl der Positionen, an denen der Vorgabewert des
Rissléngenintegrals erreicht wird, dem Wert der Vorgabe f(Z)Nrytq entspricht. Kritisch werden
in Zyklus Z demnach die Positionen, deren zugeordneter Kalibrierungsparameter Cj, kleiner ist
als der gewihlte Kalibrierungsparameter C. Die relative Zahl der kritischen Positionen entspricht
in diesem Fall der kumulativen Versagenswahrscheinlichkeit. Je grofier C' bezogen auf die Men-
ge der moglichen Risspositionen ausfillt, desto mehr Positionen werden kritisch sein, da bereits
bei den kleineren Spannungsintegralwerten der fiir die kritische Risslédnge ay angesetzte Wert er-
reicht wird. Dies bedeutet insbesondere, dass in einem Zyklus mit sicherem Versagen (f(Z) = 1),
alle Positionen kritisch sind und somit der Kalibrierungsparameter der grofite berechnete Wert
C = max,(C}) (entsprechend kleinster negativer Logarithmus in Abbildung 2.7 (b)) in diesem
Zyklus ist. Die Monotonie der Integrale in Gleichung 2.13 und von G.(a) (Gleichung 2.6) ist bei

23
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dieser Argumentation eine entscheidende Voraussetzung. Die schwarze Kurve in Abbildung 2.7
(c) reprisentiert die iiber eine Gauf-Verteilung vorgegebene, experimentell ermittelte Lebens-
dauerverteilung, deren Standardabweichung von der Steigung der Kurve wiedergegeben wird.
Hierbei wird in jedem Zyklus j die entsprechende Komponente des Kalibrierungsparameters
nach C; = Nrogar-0,5- (1+erf((5 — p)/v/20)) ermittelt, wobei der Faktor mit der Fehlerfunktion
erf(z) die kumulative Wahrscheinlichkeitsverteilung zur Gaufl-Verteilung mit Mittelwert p und
Standardabweichung o und C' die angeordnete Verteilung aus Abbildung 2.7 (b) darstellen.
Die spannungsfeldintrinsische Verteilung wird durch die Kalibrierung in eine Verteilung entspre-
chend der experimentellen Vorgabe umgewandelt. Die Kalibrierung umfasst die Vorgabe eines
Schwellwertes fiir die bis zu diesem Zyklus erforderliche akkumulierte mechanische Belastung,
anhand dessen die kritischen Positionen identifiziert werden. Mit bekanntem Kalibrierungspara-
meter konnte die erwartete Lebensdauer aus der Verteilung der Zeitpunkte des Systemversagens
iiber die Berechnung von Mittelwert und Standardabweichung bestimmt werden. Hierbei war
nach Gleichung 2.18 in erster Linie die relative Entwicklung der Spannungsfelder entscheidend,
da hiertiber die Rissldngen und somit die kritischen Energiefreisetzungsraten bestimmt wurden.
Der Kalibrierungsparameter diente somit der Gegeniiberstellung der mechanischen Lasten bei
verdndertem Parametersatz der Zyklierbedingungen.

Die transiente Struktur des Spannungsfeldes (Abbildung 2.8) als Funktion der Zeit ist durch die
Wachstumsrate der TGO-Schicht determiniert. Bei einer abweichenden, das TGO-Wachstum
(Kapitel 2.2.1.2) bestimmenden Grenzflichentemperatur liegt eine andere Wachstumskinetik
vor, die sich neben der direkt durch die Temperaturinderung hervorgerufenen Effekte auf das
Spannungsfeld auswirkt.

Fiir Rissfortschritt waren nur Zugspannungen entscheidend, die nach Annahme nach einer Inver-
sion des Spannungsfeldes (Kapitel 5.2.1) vorlagen. Die statistische Auswertung konnte folglich
auf einen Teilbereich innerhalb des Modells eingeschréinkt werden. Die Bereichsdefintion erfolg-
te modellabhéingig und orientierte sich an der zentralen Fragestellung, an welchen Positionen
nach Inversion fiir Rissfortschritt erforderliche und fiir die Geometrie charakteristische Zug-
spannungen existierten (Kapitel 5.3). Die Einschrinkung des Bereichs kam der mathematischen
Umsetzung entgegen, da Positionen mit entgegengesetzt invertierter Spannungsfeldentwicklung
im Rahmen der Kalibrierung aufgrund der in diesem Fall nicht zwangsldufig erfiillten Monotonie

der Integrale zu widerspriichlichen Ergebnissen fiithren konnten.

2.3 Finite-Elemente-Analyse thermisch induzierter Spannungs-
felder

Die Berechnung der thermisch induzierten Spannungsfelder stiitzte sich auf die Finite-Elemente-
Methode zur ndherungsweisen Losung partieller Differentialgleichung. Die Differentialgleichun-

gen resultierten aus der mathematischen Formulierung der physikalischen Prozesse sowohl fiir die
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Abbildung 2.8: Einfluss der TGO-Schichtdicke auf die Struktur des Spannungsfeldes. Die Knoten des
FE-Netzes dienen zur Lokalisierung der einzelnen stationdren Rissspitzen, von denen zwei schematisch
nachverfolgt wurden. Die drei Abbildungen entsprechen FE-Modellen mit TGO-Schichtdicken drgo von
2 pm, 6 pm und 10 pm. Die Farben entsprechen typischen Werten der Normalspannung in z-Richtung
ohne Beriicksichtigung des Sinterfaktors (Kapitel 2.2.1.2).

Berechnung der Temperaturverteilung im Rahmen der thermischen Analyse in Kapitel 2.3.1.1
als auch bei der strukturmechanischen Analyse in Kapitel 2.3.1.2.

Die Anwendung der FEM zur Losung konkreter Problemstellungen wird als Finite-Elemente-
Analyse (FEA) bezeichnet. Zur Umsetzung der Methode in den einzelnen Analysen wurde die
FE-Software ANSYS, Version 14.0 (ANSYS Inc., Canonsburg, USA) verwendet. Die Vorgehens-
weise zur Einbindung der Mikrostruktur wird in Kapitel 2.3.2 nach zwei- und dreidimensionalen
Modellen differenziert betrachtet.

Eine Reduktion der Rechenzeit war aufgrund der hohen Anzahl an erforderlichen FE-Analysen
ein bestimmender Faktor bei der Wahl der Modellgrofien.

2.3.1 Finite-Elemente-Methode

Die Finite-Elemente-Methode stellt ein von der konkreten physikalischen Beschreibung der Pro-
blemstellung abstrahiertes, numerisches Verfahren zur n&herungsweisen Losung partieller Dif-
ferentialgleichungen dar [60]. Die in FE-Analysen erfolgende Formulierung des physikalischen
Problems wird iiber die Vorgabe von Randwerten iiber Dirichlet- (Vorgabe der priméren Va-
riable) oder von Neumann-Randbedingungen (Vorgabe einer sekundéren, abgeleiteten Variable)
realisiert. Diese Unterscheidung wird in der Anwendung der Finite-Elemente-Methode in den
Kapiteln 2.3.1.1 und 2.3.1.2 konkretisiert.

Die Randwertvorgaben definieren eine Variationsaufgabe, zu deren Funktionalen eine Ansatz-
funktion zun#chst auf diskretisierten Teilbereichen des Systems gefunden werden muss. Die

primére Variable (z.B. Temperatur, Verschiebung) wird im Anschluss iiber eine Gesamtansatz-
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

funktion abgebildet.
Die wesentlichen, konzeptionellen Schritte der FE-Methode werden im Folgenden in Orientierung
an [60] kurz dargestellt.

1. Aufstellung der Variationsaufgabe
Auf dem Rand A = 9V eines Integrationsgebietes V' werden durch Wahl von Dirichlet-

oder von Neumann-Randbedingungen entsprechend der vorgegebenen Randwertaufgabe

die Randbedingungen definiert.

2. Diskretisierung

Das Integrationsgebiet V' wird so in einfache Teilgebiete v; zerlegt, dass aneinander gren-
zende Teilgebiete gemeinsame Seiten oder Eckpunkte besitzen. Die Menge der Teilgebiete
v; stellt eine disjunkte Zerlegung von V' dar. Das gesamte Integrationsgebiet wird oh-
ne Uberschneidungen durch die Teilgebiete abgedeckt. Je feiner die Zerlegung ist, desto
préziser ist die Losung. Diese Steigerung der Prézision geht jedoch mit einer ldngeren

Rechendauer einher.

3. Ansatz fiir gesuchte Funktion

In jedem Teilgebiet v; wird eine parametrisierte Ansatzfunktion definiert. Die an den Eck-
punkten der Diskretisierung vorliegenden diskreten Werte der priméren Variablen werden
unter Verwendung dieser Ansatzfunktion auf dem Teilgebiet interpoliert. Der Grad der
Ansatzfunktion bestimmt die Genauigkeit der Losung auf dem jeweiligen Teilgebiet. Ein
Teilgebiet mit einer zugehorigen Ansatzfunktion wird als finites Element bezeichnet. Die
Menge der Ansatzfunktionen stellt einen Ansatz zur Losung des Randwertproblems dar.
Hierbei miissen die Ansatzfunktionen beim Ubergang in angrenzende Teilgebiete zumin-

dest stetig sein, um eine stetige Gesamtlosung zu erhalten.

4. Berechnung der Ansatzkoeffizienten

Ein lineares Gleichungssystem ergibt sich unter der Forderung, dass der Ansatz fiir das
Gesamtgebiet V' die Variationsaufgabe fiir alle Ansatzfunktionen der Teilgebiete v; erfiillt.
Die Parameter der Ansatzfunktionen kénnen durch Losung dieses Gleichungssystems be-

rechnet werden.

Nach Bestimmung der Ansatzkoeffizienten durch Variationsrechnung [60] stellt der Ansatz fiir
V eine explizite Naherungslosung dar. Materialeigenschaften werden im Rahmen einer FEA den

finiten Elementen zugeordnet.

2.3.1.1 Thermische Analyse

Im Rahmen einer thermischen Analyse ist die Temperatur die priméire Variable, von der

die sekundéren Variablen wie beispielsweise die Wiarmestromdichte abgeleitet werden. Die

26



2.3 Finite-Elemente-Analyse thermisch induzierter Spannungsfelder

Wirmeleitungsgleichung als zentrale Diffusionsgleichung der Thermodynamik

cpaa—jtj =V(QAVT)+Q (2.25)

ergibt sich aus dem im ersten Hauptsatz der Thermodynamik formulierten Prinzip der Energie-
erhaltung [61]. Die im Allgemeinen ortsabhiingige thermische Leitfihigkeit A wird ebenso wie
die Temperaturverteilung 7" im Gradienten V betrachtet. Die spezifische Wérmekapazitét ¢ und
die Dichte p sind nach einer Vereinfachung der Gleichung fiir stationire Rechnungen ohne innere

Wiérmeerzeugung () nicht mehr erforderlich.

V(AVT) =0 (2.26)

Die Definition des Randwertproblems erfolgt entweder iiber Dirichlet-Randbedingungen
durch Vorgabe der Temperatur oder von Neumann-Randbedingungen durch Vorgabe der
Wérmestromdichte.

Die Berechnung der Temperaturfelder wurde an einem Modell, das die komplette Hohe des
Referenzsystems (Kapitel 3.1.3) wiedergibt, unter Verwendung der Temperaturdaten aus den
Zyklierexperimenten (Kapitel 3.2.2) durchgefiihrt. Die Temperaturfelder wurden entsprechend
der Positionierung der kleineren Modelle der strukturmechanischen Berechnungen in dem kom-

pletten System (Spezifikationen zu Modellen unter Kapitel 2.3.2) als thermische Last vorgegeben.

2.3.1.2 Strukturmechanische Analyse

Uber die Positionséinderungen der FE-Knoten beim Ubergang eines Systems vom Ausgangszu-
stand in einen Zustand unter Belastung konnen sédmtliche strukturmechanisch relevanten Gréfien
analysiert werden. Ziel der FE-Berechnungen ist somit die Bestimmung des Verschiebungsvek-
tors @, in dem die Verschiebungen des kompletten Systems als primire Variable zusammenge-
fasst sind. Der aus @ geméf €;; = O;u; abgeleitete Verzerrungstensor e ist fiir linear elastisches,
isotropes Material unter Beriicksichtigung der Summenkonvention iiber

€ij = —%Ukkéij + H_TV%‘ (2.27)
mit dem Spannungstensor mit den Komponenten o;; verkniipft [49]. Die beiden aus dem Ela-
stizitdtsmodul F und der Poisson-Zahl v aufgebauten Quotienten stellen die Koeffizienten des
Elastizitétstensors dar.
Die thermische Dehnung ¢, eines Materials bei der Temperatur 7" wird iiber den thermischen
Ausdehnungskoeflizienten o nach e, = o (T' — Tep) mit Tj..r als Referenztemperatur, bei der
sich das mechanische System im spannungsfreien Zustand befindet, erfasst. T;..y kann eine Funk-
tion des Ortes darstellen. Aufgrund einer Einschrankung durch die verwendete FE-Software ist
die Definition eines Temperaturgradienten als Referenztemperatur jedoch nur mit limitierter

Ortsauflésung méglich, da die Werte fiir T;..y nur elementweise vorgegeben werden kénnen und
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jedes Element eine endliche Grofle aufweist. Zur Berechnung der thermisch induzierten Spannun-
gen 0 = Feo = E (€ — €,) beim Abkiihlen vom spannungsfreien Hochtemperaturzustand unter
Gradient auf Niedrigtemperatur werden deshalb die Spannungen, die beim inversen Vorgang des
Autheizens entstehen, berechnet und mit —1 multipliziert. Unter der Annahme linear-elastischen
Materialverhaltens sind die berechneten Spannungen betragsmifig identisch zu den urspriinglich
zu bestimmenden Abkiihlspannungen, weil das System gegen Ende der Hochtemperaturphase
als spannungsfrei angesehen werden kann (Kapitel 2.2.1 und 5.1.2).

Der Annahme eines spannungsfreien Hochtemperaturzustandes lagen die hohen Kriechraten der
vorliegenden Materialien zugrunde, die fiir eine vollstindige Spannungsrelaxation unabhéngig
von den in dem betrachteten Parameterraum auftretenden Zyklierbedingungen ausreichend hoch
sind. Ein Nachweis der Belastbarkeit dieser Annahme wird in Kapitel 5.1.2 gegeben.

Die Definition der Randwertaufgaben stiitzte sich sowohl auf Dirichlet-Randbedingungen, bei
denen die Verschiebungen indirekt iiber periodische Randbedingungen vorgegeben wurden (Ka-
pitel 2.3.3.1), als auch auf von Neumann-Randbedingungen, die zur Vorgabe der thermischen
Dehnungen verwendet wurden.

Vor dem Hintergrund der prinzipiellen Vorgehensweise im Rahmen der FE-Methode (Kapitel
2.3.1) stellen sich die Schritte bei der strukturmechanischen Analyse folgendermaBen dar [62]: Be-
zogen auf die finiten Elemente werden in einem ersten Schritt die Elementsteifigkeitsmatrix und
die Elementlastvektoren entsprechend der Definition der mechanischen Lasten aufgestellt. Der
Ansatz der mathematischen Beschreibung des Gesamtsystems ergibt sich nach der Bildung der
Steifigkeitsmatrix und des Systemlastvektors. Das resultierende lineare Gleichungssystem wird
nach dem Systemverschiebungsvektor « aufgelost, auf dessen Grundlage die Berechnung der ap-
proximierten, kontinuierlichen Verschiebungen unter Verwendung der gewéhlten Ansatzfunktion
erfolgt. Das Resultat der Berechnungen sind approximierte, kontinuierliche Verzerrungen und
Spannungen.

Im Rahmen transienter FE-Analysen unter Beriicksichtigung des Kriechens wurden die
zeitabhéngigen Prozesse durch ein materialspezifisches Kriechgesetz (Kapitel 2.4.2) in der Mo-
dellierung erfasst [63]. Die Losung erfolgte iiber die Methode der Zeitintegration und basierte

auf dem grundsétzlich zur Berechnung herangezogenen Boltzmann-Superpositionsintergral [64]

o(t) = E/ttf dil(:)dr, (2.28)

in dem die zeitliche Entwicklung der Dehnungen e im Zeitintervall [to,¢f] entscheidend ist.

2.3.2 Modellerstellung

Die Diskretisierung im Rahmen der FE-Analysen kann entweder durch unmittelbare Vorgabe der
finiten Elemente erfolgen oder nach Erstellung einer Geometrie und anschlieBender Anwendung

des Vernetzungsalgorithmus der FE-Software erhalten werden. Die Ansatzfunktion wird hierbei
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Kriterium Voraussetzung fiir

Periodizitit periodische Randbedingungen (Kapitel 2.3.3.1)

stetige Differenzierbarkeit Oxidschichtwachstums-Algorithmus

Parametrisierbarkeit Analyse des Mikrostruktureinflusses auf die Lebensdauer

(Kapitel 5.3.4)

Tabelle 2.3: Kriterien zur Wahl der Grenzflichen-N#herungsfunktion

entsprechend der grundsétzlichen Konzeption eines FE-Algorithmus (Kapitel 2.3.1) durch die
Wahl der softwarespezifischen Elementtypen vorgegeben [65].

Dreidimensionale Modelle, die basierend auf realitdtsnahen Abbildungen von Ober-
flichenstrukturen erstellt wurden (Kapitel 2.3.2.2), sind im Rahmen des Lebensdauermodells
prinzipiell moglich. Der Rechenaufwand ist jedoch wesentlich hoher, da die Zahl der Freiheits-
grade deutlich hoher liegt und fiir jede in den Berechnungen betrachtete TGO-Dicke ein separa-
tes Modell notwendig ist, das individuelle Geometrieerstellung und Vernetzung erfordert. Jede
Variation der Modellgeometrie im Hinblick auf die Dicke der TGO-Schicht bedingte eine im
Allgemeinen grundlegend verschiedene Vernetzung, wodurch sowohl die Positionen als auch die
Abfolge der Knoten anders strukturiert wurden. Diese abweichende FE-Netzstruktur erfordert
einen Zwischenschritt im Post-Processing, da die Berechnung der thermisch induzierten Span-
nungen an den lokalisierten Referenzpositionen eine Interpolation der Felder voraussetzt, um
modelliibergreifend die TGO-Schichtdicken-abhéngige Spannungsfeldentwicklung abzubilden.
Im zweidimensionalen Fall wurde die Grenzflichenmikrostruktur iiber eine von Rauheitsparame-
tern abgeleitete Ndherungsfunktion implementiert. Die Vernetzung erfolgte unmittelbar durch
Vorgabe der Knotenpositionen iiber deren Koordinaten, die unabhéingig von der Oxidschicht-
dicke identisch verteilt bleiben. Die Definition der Elemente erfolgte durch Zuordnung mehrerer
Knoten [65].

In beiden Diskretisierungen wurde beriicksichtigt, dass TGO-Wachstum aufgrund der kiirzeren
Diffusionswege der Sauerstoffmolekiile durch die bereits entstandene Oxidschicht senkrecht zur
BC-Grenzflache stattfindet.

2.3.2.1 Erstellung zweidimensionaler Netze

Die zur Modellierung der Grenzflichenrauheit herangezogene Néherungsfunktion unterlag den
in Tabelle 2.3 genannten und begriindeten Kriterien.

Die zur Realisierung periodischer Randbedingungen geforderte Periodizitdt der Funktionen wur-
de durch die Definition einer Cosinus-Funktion oder einer Superposition von Cosinus-Funktionen,
die iiber ganzzahlige Vielfache der Periode in das Modell eingebunden waren, erfiillt. Stetige Dif-

ferenzierbarkeit wurde ebenfalls unmittelbar durch Vorgabe dieser Funktionen gewéhrleistet. Zur
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Festlegung der Parameter dieser Funktionen entsprechend der Vorgabe experimenteller Kenn-
werte zur Oberflichenrauheit der zu modellierenden Grenzflichen wurde das Gleichungssystem
bestehend aus den Gleichungen 2.29, 2.30 und 2.31 numerisch geldst. Die letzte Gleichung re-

prisentiert das Fallbeispiel einer zweidimensionalen Cosinus-Funktion.

| Mo1N-1
Sa =N |z (zk, y1) (2.29)
k=0 =0
M+1N+1 2 2
1 z (e, ) — 2 (Iml,yl)) <Z (Te, 1) — 2 (kaylfl))
S, = + 2.30
2mx 2
z(z,y) = Acos (%) cos (%) (2.31)

Die Werte der mittleren Rauheit S, und des root-mean-square-Gradienten Sy, waren hierbei
durch Topograhiemessungen bekannt. Die Amplitude A und die Wellenldnge L der in Abbil-
dung 2.9 (a) entsprechend Gleichung 2.31 dargestellten, idealisierten Oberfliche wurden so be-
stimmt, dass die Funktion z(z,y) die experimentellen Werte wiedergab. Die Modellparameter
wurden folglich numerisch tiber die Zuordnung (S,, Sqq) — (A, L) unter Verwendung der idea-
lisierten mathematischen Oberfliche bestimmt. In den zweidimensionalen Modellen wurde der
Querschnitt der Oberfliche z(x) = z(z,0) verwendet. Die fiir die Wellenléinge L erhaltenen Wer-
te wurden entsprechend der modellspezifischen Wahl der lateralen Auflésung auf Vielfache von
0,1 gerundet, um die Erstellung der Netze zu vereinfachen.

Nach Vorgabe einer parametrisierten Grenzflichenfunktion z(x) mit den zuvor bestimmten Pa-
rametern A und L wurde auf Grundlage des folgenden Algorithmus das Netz durch Berechnung

der Knotenkoordinaten erstellt.
1. Bestimmung der Menge der z-Koordinaten in dquidistantem Abstand Az = 0,1
={z€0,L] | z = mAz,m € N} (2.32)

2. Bestimmung der Knotenpositionen der sukzessiv erweiterbaren Oxidschicht

Nach der Berechnung der z-Koordinaten der Ausgangsgrenzfliche z(x) auf C, werden
die folgenden in Abbildung 2.9 (b) schematisch am Beispiel einer komplexeren Grenz-

flachenfunktion dargestellten Schritte in einer Schleife mit Parameter n ausgefiihrt, bis die

max

zuvor definierte maximale TGO-Dicke d7&%, durch das Netz abgebildet werden kann.

e Berechnung einer abgeleiteten Menge von Punkten mit den Koordinaten

d
Zn = & +n Adrgo sin (arctan <d—;)) (2.33)

zn = z(x) — n Adrpgo cos (arctan (%)) (2.34)
T
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Abbildung 2.9: (a) Zur Herleitung der Grenzfliichengeometrie herangezogene, idealisierte Oberfliche.
Amplitude und Wellenléinge werden so bestimmt, dass sie mit den Rauheitsparametern der abzubilden-
den Oberfléchen iibereinstimmen. (b) Schematische Darstellung des zweiten Schrittes im Algorithmus
zur Berechnung der FE-Knotenpositionen fiir zweidimensionale Modelle am Beispiel einer komplexeren
Grenzflichenfunktion. Zu jedem auf der Ausgangskurve z(z) liegenden Punkt wurde ein Punkt in zu z(x)
senkrechtem Abstand n A drgo ermittelt. Von den resultierenden Punkten wurden diejenigen gefiltert,
die den Mindestabstand zu jedem Punkt auf z(z) einhalten (volle Symbole). Zur spéteren Berechnung

der z-Koordinaten auf Cy werden diese Punkte durch Z,(z) interpoliert.

in senkrechtem Abstand n Adrgo zu jedem Punkt (z, z(x)) € C x R

e Filtern der Knoten (x,,z2,) mit Mindestabstand von n Adpgo zur gesamten Aus-
gangsfunktion z(x)

e Interpolation Z,(z) der gefilterten Koordinaten

e Berechnung der z-Koordinaten Z,(z) auf Cy

3. Berechnung der Koordinaten im Topcoat

Nach Definition einer konstanten Funktion zgpe, = ko als oberer Modellgrenze mit
ko € Rymax(z(z)) Werden die z-Koordinaten auf Cy von J iibereinander liegenden FE-

Knotenreihen in einer Schleife berechnet.

Shapeoat(@) = 5 (ko = 2(2)) + 2(2) (j € Ney) (2.35)

4. Berechnung der Koordinaten im BC

Analog zu Schritt 3 werden nach Definition einer weiteren konstanten Funktion zypien = ku
mit k, € R<min(z(w)),d$% als unterer Modellgrenze J FE-Knotenreihen auf C, berech-
net, wobei N = dp&%,/Adrco den Maximalwert des Schleifenparameters n aus Schritt 2
représentiert.

Sho(w) = 3 (k= (@) + 2n(@) (G € Ne) (236)
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

Die Elemente wurden anschliefend durch Zuordnung der Knoten entsprechend den Vorgaben der
FE-Software [65] definiert. Die Definition der Elemente unterlag aufgrund numerischer Aspekte
FE-Software-internen Kriterien [66] in Bezug auf das Seitenverhéltnis der Elemente und die
eingeschlossenen Winkel. Da die Knoten in z-Richtung &quidistant verteilt waren und somit
ausschlieflich der Gradient der iiber die Knotenpositionierung umgesetzten Naherungsfunktion
die Winkel der Elemente definierte, ergab sich aus dem Kriterium eines maximal zuldssigen
Winkels eine einschréinkende Bedingung in Bezug auf den maximal abbildbaren Gradienten.
Kombinationen der Parameter A und L, die diese an die Naherungsfunktion gestellte Bedingung
nicht erfiillen, kénnen folglich nur unter dem Vorbehalt im Modell erfasst werden, dass die
Ergebnisse der numerischen Berechnungen weniger prézise sind.

Die laterale Dimension der zweidimensionalen Modelle entspricht im Allgemeinen einer Wel-
lenldnge L, die Modellhohe k, — k. Fiir die Erfassung der kompletten Systemhohe wurden die
noch fehlenden Knoten analog zur Definition der Elemente des Topcoats und des Bondcoats mit
jeweils zwei konstanten begrenzenden Funktionen generiert.

Die resultierenden Netzstrukturen erfiillten die Vorgabe, dass das Wachstum der Oxidschicht
senkrecht zur Ausgangsgrenzfliche erfolgt. Durch sukzessive Neuzuordnung der Materialeigen-
schaften zu den Elementen, die entlang eines Linienprofils in konstantem Abstand Adrgo = 0,1
von der TGO-Schicht entfernt lagen, wurde das Oxidschichtwachstum in den Modellen imple-
mentiert, ohne dass ein erneutes Einlesen einer verdnderten Netzstruktur fiir jede TGO-Dicke
erforderlich war. Die zeitaufwéndige Knotenerstellung und -zuordnung zu den Elementen konnte
durch diese Vorgehensweise bei der Implementierung im Sinne einer effizienten Berechnung ver-
mieden werden. Die Auflésung der TGO-Dickenzunahme betrug im Rahmen der FE-Simulation
folglich Adrgo = 0,1 pm.

Eine schematische Darstellung der Parametrisierung der zweidimensionalen Modelle ist am Bei-
spiel der Cosinus-Niherungsfunktion in Abbildung 2.10 (a) gegeben.

Die zwei FE-Netzteilbereiche in Abbildung 2.10 (b) verdeutlichen das iiber Neuzuweisung von
Materialeigenschaften realisierte Wachstum der TGO-Schicht fiir 2 pm und 6 pm Dicke.

Die unterschiedlichen Spezifikationen der zweidimensionalen Modelle im Rahmen der Berech-
nungen zum Lebensdauermodell und weiterer FE-Analysen sind in den entsprechenden Kapiteln

angegeben.

2.3.2.2 Erstellung dreidimensionaler Netze

Der zur Erstellung der dreidimensionalen Netze verwendete Vernetzungsalgorithmus der FE-
Software [67] stellt ein Verfahren zur automatischen Diskretisierung und den Zeitaufwand der
numerischen Losung reduzierenden Nummerierung der Elemente [68] dar. Zur Erstellung der
Netze wurde eine Geometrie bendtigt, die von experimentell erfassten Oberflichen abgleitet
wurde. Die Modellierung realitédtsnaher, dreidimensionaler BC-Oberflachenstrukturen umfass-

te in einem ersten Schritt das Einlesen iiber 3D-Mikroskopie erhaltener Daten C,yp von BC-
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(a) Schematische Darstel
Bereichs am Beispiel der Cosinus-Niherungsfunktion z(z,0) nach der Definition in Gleichung 2.31. Die

Abbildung 2.10

Breite des Modells entspricht einer Wellenlénge. (b) TGO-Schicht mit 2 pm und 6 pm Dicke in dem in

(a) markierten FE-Netzteilbereich.

Oberflichen in Matlab, um basierend auf den importierten Koordinaten (z,y,z) € Ceyp vir-

tuelle Oberflichenstrukturen zu generieren, die weitere Grenzflichen im BC-TGO-System re-

prisentieren. Die Erzeugung dieser abgeleiteten Sekundérflichen erfolgt unter der Annahme,

dass das Oxidschichtwachstum senkrecht zur urspriinglich vermessenen Oberfliche stattfindet.

Die Originaloberfliche wurde entsprechend als TGO-Topcoat-Grenzfliche aufgefasst. Der Algo-

rithmus, der zur Berechnung einer Sekundérgrenzflache in vorgegebenem Abstand dpgo erstellt

wurde, umfasste die folgenden Schritte.

1. Definition einer Kugelschar

An jedem Messpunkt der Originaloberfliche (z,y,2) € Ceqp wird eine Kugel mit Radius

drgo definiert.

2. Filtern der Punkte auf den Kugeloberflichen

€ Ck, die auf den definier-

2, %)

(z

sultierende Menge der Punkte
wird gefiltert. Es werden nur noch diejenigen, unterhalb der

Die aus Schritt 1 re

)

ten Kugeloberflichen liegen

Ausgangsflache liegenden Punkte in der Betrachtung erfasst, deren Abstand zu jedem der

stens drgo entspricht. Das Resultat dieser Reduktion

Punkte der Originaloberfliche minde

der Menge Ck ist die untere Einhiillende der Kugelschar.

3. Interpolation der reduzierten Punktmenge
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1 1 1
50 100 150 200 250
X [um]

Abbildung 2.11: Profile der urspriinglichen und der abgeleiteten Grenzflichen im 3D-Modell. Die TGO-
Schichten von 2 pm, 4 pm und 6 pm werden jeweils von der obersten Linie und einer der im entsprechenden
Abstand darunter liegenden Linien begrenzt. Die obere Linie entspricht der vorderen Kante der Oberfliche
in Abbildung 4.2.

Format Programm Inhalt

grd Surfer (Golden Software, Inc., Golden, USA)/ Matrix der Hohenwerte
Matlab

stl (Standard CAD-Format, Stereolithographie) Oberfléche in Dreiecken
igs (Standard CAD-Format) Oberfléche in nicht-uniformen

rationalen B-Splines
ipt AutoDesk Inventor (proprietires CAD-Format) proprietires CAD-Format
stp (Standard CAD-Format) 3D-Korper

Tabelle 2.4: Programme zur Anpassung des Dateiformats und Inhalt der entsprechenden Dateien

Nach Interpolation der aus Schritt 2 resultierenden Punktmenge kénnen an den Positionen

der Messreihe (x,y) € Ceyp die z-Koordinaten der abgeleiteten Fliche berechnet werden.

Abbildung 2.11 verdeutlicht anhand eines Querschnittes die Resultate des Algorithmus zur Her-
leitung der Sekundérflichen. Die oberste Linie stammt aus der urspriinglichen Fléche. Die weite-
ren Linien sind Profile der abgeleiteten Grenzflichen im Abstand von 2 pm, 4 pm und 6 pm. Aus
der Darstellung wird ersichtlich, dass es sich bei den berechneten Flichen insbesondere nicht um
eine Verschiebung des Ausgangsprofils in z-Richtung handelt.

Die oberste Grenzfliche Sy und eine abgeleitete Fliche S; im Abstand drgo wurden herange-
zogen, um ein Dreischichtsystem mit entsprechender TGO-Schichtdicke zu erstellen. Das Datei-
format wurde iiber die in Tabelle 2.4 enthaltenen Stationen fiir die weitere Datenverarbeitung
angepasst.

Die in einer grd-Datei vorliegenden Daten der Mikroskopiemessungen wurden nach Ausfithrung
des TGO-Wachstumsalgorithmus in das stl-Format umgewandelt, in dem Oberflichen durch

Dreiecksflichen gendhert werden. Das stl-Format stellt wie das igs-Format, das nach Glatten der
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2.3 Finite-Elemente-Analyse thermisch induzierter Spannungsfelder

Oberfliche unter Verwendung des Programms Mesh2Snurbs (Resurf, Trunhoo Network Techno-
logy, Nanjing, China) erhalten wurde, eine Standardschnittstelle fiir CAD-Systeme dar. Nach
separatem Einlesen der beiden in Verkniipfung zu setzenden, geglitteten Oberflichen Sy und S;
fand eine Zwischenspeicherung im Inventor-spezifischen ipt-Format statt (Inventor, Autodesk,
Inc., San Rafael, USA). Die im ipt-Format vorliegenden Oberflichen wurden erneut unter Inven-
tor importiert, um in dem abschlieenden Schritt eine repréisentative dreidimensionale Geometrie
durch Extrudieren des Volumenkorpers zwischen beiden Oberflichen (BC-Oberfliche und be-
rechnete TGO-Oberflidche) zu erstellen. Das fiir Datenaustausch standardisierte stp-Format als
Ausgabeformat des Algorithmus zur Erzeugung der TGO-Objekte wurde vom Vernetzungsal-
gorithmus der FE-Software unterstiitzt, die zur Erstellung von ergéinzenden Geometrieobjekten
(Topcoat und BC) und anschlieBender Vernetzung verwendet wurde. Die Spezifikationen der
Modelle héngen von den experimentellen Daten ab (Kapitel 3.3.2) und sind in Kapitel 5.2.1
angegeben.

Die importierte TGO-Geometrie wurde durch eine unterhalb liegende BC-Schicht und eine ober-
halb anschlieBende Topcoat-Schicht komplettiert. Hierbei wurde das globale Minimum des TGO-
Objektes als Referenzpunkt definiert, zu dem die Oberseite des Topcoat-Objektes einen Abstand
von 90 pm und die Unterseite des BC-Objektes einen Abstand von 10 pm aufwies. Der re-
sultierende, aus drei Schichten bestehende Quader hatte folglich eine Héhe von 100 um. Die
Quadergrundfliche wurde auf eine zentral liegende Fliche von 250 pm x 180 pm reduziert, um
mogliche Randeffekte, die von nicht eindeutigen Messdaten an den Réndern oder Artefakten
des Algorithmus zur Ergénzung des Schichtsystems in den Grenzbereichen stammen kénnten,
zZu minimieren.

Analoge Datenverarbeitungsschritte wurden ausgefiithrt, um Zweischichtmodelle ohne TGO-
Schicht zu generieren, fiir die ausschliefflich die urspriinglich gemessenen Oberflichen Sy impor-
tiert wurden. Abbildung 2.12 zeigt beispielhaft eine vernetzte BC-Geometrie, die auf Grundlage
der Daten aus Abbildung 4.2 erstellt wurde.

Fiir die Vernetzung wurde die Defeaturing-Toleranz auf dem Standardwert belassen [67]. Merk-
male und Strukturen der zu modellierenden Fliche, die kleiner als dieser Toleranzwert waren,
wurden durch das Netz nicht abgebildet. Die maximal zuléssige Kantenlénge der Elemente wurde
auf 2 pm festgelegt. Eine Verringerung der maximalen Kantenlidnge auf 1,5 pm fiir eine prézisere
Vernetzung hatte keine signifikanten Auswirkungen auf die Ergebnisse aus Kapitel 5.2.1.
Sowohl durch die Umwandlung der Dateiformate als auch durch den Vernetzungsalgorithmus
wurde die urspriinglich experimentell erfasste Topographie verdndert. Die nachfolgenden nume-
rischen Berechnungen basieren folglich auf einer grundsétzlich erforderlichen Naherung, deren
Einfluss auf die Topographie durch eine konservative Festlegung der Parameter minimiert wurde.
Der Algorithmus wurde fiir eine effiziente Datenverarbeitung einer Vielzahl von Oberflichenscans
abschnittsweise automatisiert. Die erhaltenen Informationen tiber das generierte Netz aus Te-

traedern wurden, unterteilt in Knotenkoordinaten und Knotenzuweisungen zu Elementen, den
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2 Grundlagen und theoretische Methoden

T,

Abbildung 2.12: Beispielhafte Darstellung eines abgeleiteten, vernetzten BC-Objekts. Die Geometrie

wurde basierend auf den Daten aus Abbildung 4.2 erstellt. Der zu einem Quader der Hohe 100 pm

komplementire Topcoat ist nicht dargestellt.

anschliefenden Berechnungen zur Verfiigung gestellt. Die Knotenanzahl der Netze lag abhéngig

von der importierten TGO-Geometrie zwischen 1,6 und 1,8 Millionen Knoten.

2.3.3 Umsetzung der Randbedingungen in den strukturmechanischen

Analysen

Der Implementierung der physikalischen Randbedingungen kommt bei der Losung der Randwert-
aufgaben eine elementare Rolle zu. Im Folgenden werden die beiden Spezialfille der Umsetzung
periodischer Randbedingungen und der Umsetzung konsistenter Randbedingungen bei einem
Vergleich von drei- und zweidimensionalen Ergebnissen im Rahmen der strukturmechanischen
Analysen dargestellt.

Die periodischen Randbedingungen dienten im Rahmen der im Vorfeld einfach ausgefiihrten,
strukturmechanischen Analyse des Lebensdauermodells (Kapitel 2.2.2) primér der Ermittlung
der mechanischen Randbedingungen, die in der Folge unabhingig von der Modellhéhe als Ver-

schiebungen vorgegeben werden konnten.

2.3.3.1 Umsetzung periodischer Randbedingungen

Bei den zweidimensionalen Modellen wurden zur Implementierung periodischer Randbedingun-
gen zwei zusitzliche Freiheitsgrade eingefiihrt. Die linke Seite des Modells verhielt sich exakt

wie die rechte Seite bis auf eine relative Dehnung, die durch diese zusétzlichen Freiheitsgrade in
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(a) TBC (b)
062) fen T )
B (X Zewt)
TGO
BC

Abbildung 2.13: Schematische Darstellung zur Umsetzung periodischer Randbedingungen, iiber die die
(a) Integration des Modells in eine an den Réndern fortgesetzte Struktur simuliert wurde. (b) Die Knoten
der linken Modellbegrenzung (x;,z;) wurden mit den Knoten der rechten Modellbegrenzung (zy, )
paarweise gekoppelt. Drei dieser iiber die zusitzlichen Gleichungen 2.37 beriicksichtigten Kopplungen

sind schematisch dargestellt.

die Simulation einging. Ziel dieser Vorgehensweise war die Simulation der Integration der Mo-
dellgeometrie in einen beziiglich der lateralen Koordinate unendlich fortgesetzten Verbund. Die
Umsetzung erfolgte unter der Voraussetzung, dass die Modellgeometrie die Periodizitdt wider-
spiegelte und insbesondere identische Materialeigenschaften an den miteinander identifizierten
Réndern zugewiesen waren. Die Methodik wird in Anlehnung an [69] im Folgenden dargestellt.
Zur Einbindung des in Abbildung 2.10 (a) schematisch dargestellten Modells in eine jeweils ach-
sensymmetrisch an den seitlichen Réndern fortgesetzte Gesamtstruktur wurden {iber zusétzliche
Randbedingungen weitere Gleichungen in das lineare Gleichungssystem eingegeben. Die Knoten
der linken Modellbegrenzung, deren Nummern in der Indexmenge J enthalten sind, wurden in
Bezug auf die Translationsfreiheitsgrade = und z mit den Knoten des rechten Randes, deren
Nummern in der Indexmenge K enthalten sind, gekoppelt und hierdurch bis auf eine relati-
ve Dehnung miteinander identifiziert. Abbildung 2.13 (b) verdeutlicht diesen Zusammenhang
exemplarisch fiir eine Auswahl an Knoten.

Die relative Verschiebung der Randknoten zueinander wurde hierbei iiber die beiden zusétzlichen
Freiheitsgrade des extern liegenden Knotens (Zegt, zeyt) realisiert. Die zusitzlichen Gleichungen
zur Verschiebung der Geometrie fiir jeweils ein Element der Indexmengen J und K lauteten
folglich

Azj— Az — Aoy =0 N Azj — Az, — Azegy = 0. (2.37)
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Identische vertikale Positionen (z-Koordinate) der Knoten auf miteinander zu korrelierenden
Seiten waren bei der Aufstellung der Gleichungen hilfreich. Der Algorithmus zur Aufstellung
der Randbedingungen ist im allgemeineren Fall unterschiedlicher Knotenverteilungen auf den
Réandern komplexer, da die Freiheitsgrade mehrerer Knoten auf beiden Seiten, gewichtet nach
dem relativen Abstand zueinander, miteinander in Beziehung gesetzt werden miissen. Unter
Verwendung innerhalb der FE-Software definierter Funktionen kénnen die Gleichungen indirekt
aufgestellt werden, indem die beiden vertikalen Knotenlinien iiberlagert, in der Uberlagerung
verkniipft und anschlieBend wieder an die urspriingliche Position verschoben werden [69]. Eine
zusétzliche Fixierung des gesamten Modells erfolgte in Bezug auf den an der Unterseite des

Modells zentral liegenden Knoten.

2.3.3.2 Umsetzung konsistenter Randbedingungen

Ein Vergleich von Modellen mit unterschiedlicher Dimension in einer strukturmechanischen Ana-
lyse ist ausschliellich unter einer einheitlichen Umsetzung der Randbedingungen sinnvoll.

Fiir die zweidimensionalen Modelle wurden zu einem dreidimensionalen Modell konsistente
Randbedingungen iiber den generalisierten, ebenen Verzerrungszustand definiert, bei dem ei-
ne konstante Verschiebung in der virtuellen, dritten Dimension vorgegeben werden konnte [65].
Fiir den Spezialfall des ebenen Verzerrungszustandes ist diese Verschiebung gleich Null. Die
zusétzlich einstellbare Verschiebung war mit der Umsetzung der periodischen Randbedingungen
(Kapitel 2.3.3.1) in den FE-Analysen kompatibel.

2.4 Materialparameter

Die fiir die thermischen und strukturmechanischen FE-Analysen erforderlichen Materialpara-
meter sind in den beiden folgenden Kapiteln enthalten. In den Tabellen sind die temperatur-
abhiingigen Werte zu den Materialien des Topcoats (7 Gew.% YSZ), des Bondcoats (Amdry
386) (Oerlikon Metco, Wohlen, Schweiz) und des Substrats (IN 738) (Special Metals Corpo-
ration, Huntington, USA) zusammengestellt [30, 70]. Zusétzlich sind die Daten fiir a-AlyO3
angegeben [71].

2.4.1 Thermische Materialeigenschaften

Die in die vereinfachte Wirmeleitungsgleichung (Gleichung 2.26) eingehende Wirmeleitfihigkeit
A stellt in einem isotropen Medium eine skalare Grofle dar. Tabelle 2.5 stellt die temperatur-
abhéngigen Werte zusammen.

Der thermische Ausdehnungskoeffizient o = €,/ (T'—Tref) als Antwortfunktion des Materials auf
eine Temperaturbelastung kann fiir ein isotropes Medium ebenfalls als skalare Gréfle angegeben

werden. Die Daten zu den WDS-System-Materialien sind in Tabelle 2.6 gegeben.
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2.4 Materialparameter

A[Wm™ K A [Wm™t K AW m! K7
TP T[°C TP
YSZ Amdry IN YSZ Amdry IN a-Al, O3
27 14 10,7 11,8 927 1,1 345 281 20 33,0
127 1,3 14,4 13,5 1127 1,1 44.5 32,4 500 11,4
327 12 197 169 1327 1.2 1000 7.2
527 12 237 204 1527 1.2 1200 6,7

77 1,1 281 24,1

Tabelle 2.5: Temperaturabhiingige Wérmeleitfihigkeit A der WDS-System-Materialien [30, 71]. YSZ:
Topcoat aus 7 Gew.% YSZ, Amdry: BC aus Amdry 386, IN: Substrat aus Inconell 738

TPC) TPC) —— TPC] — = 7PC] — 2 7pqy
YSZ a-AlpO3 Amdry Amdry IN
70 106 20 4,6 190 132 600 144 200 128
200 100 500 70 240 132 700 153 400 13.4
400 10,1 1000 8,1 300 13,3 800 16,4 500 13,7
600 10,3 1200 8.3 360 13,5 900 16,9 600 14,0
800 10,6 430 139 1000 175 700 144
1000 10,7 500 14,2 1100 18,0 750 14,8
1200 10,2 800 15,1
850 155
900 15,8

Tabelle 2.6: Temperaturabhiingiger thermischer Ausdehnungskoeffizient a [10"6K~1] der WDS-System-
Materialien [30, 71]. YSZ: Topcoat aus 7 Gew.% YSZ, Amdry: BC aus Amdry 386, IN: Substrat aus
Inconell 738

2.4.2 Mechanische Materialeigenschaften

Der Elastizitdtsmodul E ist fiir ein linear-elastisches Material unabhéngig von der Dehnung. Der
Elastizitdtsmodul von YSZ wurde mit Ey gz = 20 GPa temperaturunabhéingig angenommen. Im
Lebensdauermodell kommen nur die Raumtemperaturwerte des E-Moduls zum Tragen, da die
versagensrelevante Spannung bei Raumtemperatur am grofiten ist. Bei den transienten Rech-
nungen zur Uberpriifung der Spannungsfreiheit bei hohen Temperaturen durch Kriechen werden
die temperaturabhéngigen Daten benétigt. Tabelle 2.7 listet die temperaturabhéingigen Werte
der weiteren WDS-System-Materialien auf. Die Poisson-Zahlen zur Bestimmung der Querkon-

traktion von YSZ, Amdry 386 und IN 738 sind ebenfalls unabhingig von der Temperatur und
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E [GPa| E [GPa] E [GPa]
T°C ——  T°C] —  T[°C] ———
Amdry IN Amdry IN a-Al, O3
200 220 191 750 180 158 20 416

400 208 184 800 174 153 500 390
500 200 180 850 168 147 1000 364
600 193 174 900 160 140 1200 354
700 184 163

Tabelle 2.7: Temperaturabhiingiger Elastizitéitsmodul E der WDS-System-Materialien [30, 70, 71]. Am-
dry: BC aus Amdry 386, IN: Substrat aus Inconell 738

T°C] 20 500 1000 1200

Oé-AlQOg _—
v 0,23 0,24 024 0,25
YSZ Amdry IN
0,22 0,3 0,3

Tabelle 2.8: Poisson-Zahlen v der WDS-System-Materialien [30, 71]. YSZ: Topcoat aus 7 Gew.% YSZ,
Amdry: BC aus Amdry 386, IN: Substrat aus Inconell 738

in Tabelle 2.8 neben der temperaturabhingigen Poisson-Zahl von a-AlsO3 enthalten.

Die Relaxation des Topcoats wurde durch einen Norton Ansatz [63]

é(T,0) = ki exp (—%) oks (2.38)

zur Beschreibung des sekundéren Kriechens, bei dem die Kriechrate ¢ unter festgehaltener Span-
nung o zeitlich konstant ist [49], erfasst. In diese Gleichung geht die Temperaturabhingigkeit
iiber einen Arrhenius-Ansatz ein, da die Geschwindigkeit der Molekularbewegungen bei vis-
koelastischen Prozessen {iber molekulare Neuordnung und Diffusionsprozesse meist thermisch
aktiviert ist [64]. Die Kriechparameter fiir den Topcoat [39] sind in Tabelle 2.9 gegeben. Die
anderen Materialien zeigen deutlich hohere Kriechraten [19, 21, 22].

Parameter Wert
ky 1,05-1079 =1 Pa~hs
ko 1,62 eV
ks 1,3

Tabelle 2.9: Parameter zur Modellierung des Topcoat-Kriechens nach Gleichung 2.38 [39]
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3. Experimentelle Methoden

Zur Bestimmung zentraler modellrelevanter Kenngréfien wurden freistehende Schichten und
komplette Schichtsysteme zu Testzwecken hergestellt und unter Zyklierung thermischen Lasten
ausgesetzt.

Freistehende BC-Proben wurden in homogenen Temperaturfeldern zykliert. Im Anschluss an
die thermische Zyklierung wurden die mittleren Eigenspannungen in den entstandenen Oxid-
schichten bei Raumtemperatur {iber photoinduzierte Lumineszenzspektroskopie und die Dicken
der Oxidschichten {iber Bildanalyse ermittelt. Die Elastizitdtsmoduli freistehender YSZ-Proben
wurden vor und nach thermischer Auslagerung iiber Dreipunktbiegeversuche bestimmt. Zudem
wurden komplette WDS-Systeme unter Temperaturgradient zykliert, um experimentelle Refe-

renzwerte fiir die Lebensdauer zu ermitteln.

3.1 Herstellung der Proben

Die Probenherstellung erfolgte unter Verwendung thermischer Spritzverfahren. Das thermische
Spritzen stellt ein Verfahren zur Herstellung wenige pm bis einige mm dicker keramischer und
metallischer Funktionsschichten auf Substraten dar. Das Ausgangsmaterial liegt haufig in Form
eines Pulvers vor, dessen Partikel in einem Plasmastrahl oder einer Hochgeschwindigkeitsflam-
me aufgeschmolzen werden und auf dem Substrat bei deutlich niedrigerer Temperatur nach dem
Erstarren Schichten mit charakteristischen, von den Prozessparametern abhéngigen Mikrostruk-
turen bilden.

Ein kurzer Uberblick iiber dieses Verfahren wird in dem ersten Unterkapitel gegeben. Im An-
schluss werden die Herstellung freistehender BC- und Topcoat-Schichten und die Herstellung
kompletter WDS-Systeme beschrieben.

3.1.1 Thermisches Spritzen

Die wesentlichen Kenngrofien des Plasmaspritzverfahrens sind in Abbildung 3.1 in Anlehnung
an [72] schematisch dargestellt.
Die Substratoberfliche wird durch Sandstrahlen so prapariert, dass eine hinreichend hohe

Rauheit fiir eine mechanische Verklammerung mit der im Folgenden aufgetragenen Schicht
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Partikelduse Partikel- Schicht
Trajektorie

p Relativ-
= . bewegung

[2]
3
= dV o
N dt -
®© T
O E> Plasmakern Substrat
Anode
TSub

Spritzabstand D

Abbildung 3.1: Schematische Darstellung der wesentlichen Kenngréen des Plasmaspritzverfahrens.
(vgl. [72])

gewéhrleistet werden kann. Der Plasmastrahl wird in einem Brenner durch Anlegen einer elek-
trischen Spannung zwischen Anode und Kathode erzeugt. Dem Plasmagas, dessen prozessspe-
zifische Zusammensetzung {iber einzelne Volumenstrome dV/dt eingestellt wird, wird hierbei
die elektrische Leistung P,; zugefiihrt. Die geometrischen Spezifikationen des Brenners und der
Plasmadiise wirken sich auf die Struktur des Plasmastrahls und des Bereichs mit hochster Tem-
peratur (Plasmakern) aus. Das Ausgangsmaterial wird in Form eines Pulvers oder als Suspension
mit gegebener PartikelgroBenverteilung iiber eine an der Offnung der Plasmadiise positionierte
Partikeldiise in den Plasmastrahl injiziert. Unmittelbar nach Eintritt werden die Partikel aufge-
schmolzen und durch den {ibertragenen Impuls auf das im Spritzabstand D befindliche Substrat
beschleunigt. Die Flugzeit ist abhéngig von der Masse der Teilchen und dem Spritzabstand und
liegt in der GroBenordnung 100 ps.

Eine Klassifizierung der verschiedenen, unter dem Sammelbegriff des thermischen Spritzens zu-
sammengefassten Prozesse ist im Hinblick auf die unterschiedliche Gewichtung der Energietrans-
ferprozesse zwischen Plasma und Partikeln moglich. Die Energie wird sowohl in gerichteter Form
durch Impulsiibertrag mit resultierender, mittlerer Partikelgeschwindigkeit v, als auch ungerich-
tet als thermische Energie charakterisiert durch die Plasmatemperatur 7', die bei hinreichend
langer Présenz im Plasma im Wesentlichen der Partikeltemperatur entspricht, {ibertragen. Beim
HVOF-Verfahren (High- Velocity Ozygen-Fuel) wird durch eine verdnderte Gaszusammenstellung
ein hoherer Impulsiibertrag erreicht. Hierbei entsteht kein Plasma. Das Gasgemisch wird ver-
brannt. VPS- und HVOF-Prozesse bieten sich insbesondere zur Herstellung metallischer Schich-
ten an, da der reduzierte Sauerstoffgehalt in der Umgebung eine Oxidation der Partikel verzogert.
In Abhéngigkeit von der statistisch verteilten Injektionsposition im Strahl und der Partikelmasse
sind eine Vielzahl von Partikeltrajektorien moglich, die eine unterschiedlich lange Flugdauer in
den verschiedenen Temperatur- und Impulsbereichen der Fackel aufzeigen. Die Wechselwirkung

zwischen Partikeln und Fackel unterliegt somit stochastischen Schwankungen. Der Grad der
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3.1 Herstellung der Proben

Parameter Co-basierte Proben Ni-basierte Proben
Sauerstoff/ Wasserstoff Verhéltnis [slpm] 165/630 155/630
Stickstoff Mantelgas [slpm)] 460 430
Spritzabstand [mm)] 200 200
Robotergeschwindigkeit [mm/s] 500 500

Tabelle 3.1: Zur Herstellung freistehender BC-Proben verwendete HVOF-Parameter unterteilt nach

Zusammensetzung der verwendeten Pulver

Aufschmelzung und die Einschlagposition der Partikel auf dem Substrat variieren.

Das Substrat wird wihrend des gesamten Prozesses auf einer Mindesttemperatur T's,; gehal-
ten, die aufgrund des auftreffenden meandierenden Fackelstrahls Schwankungen unterliegt. Der
Schichtbildungsprozess kann durch Einstellen der Temperaturdifferenz zwischen Partikel und
Substrat beeinflusst werden. Das Zentrum der Partikelauftreffzone wird mit der Relativgeschwin-
digkeit vg,p verschoben.

Beim Auftreffen verflachen die Partikel und bilden Splatlagen mit abhéngig von Temperatur,
Grad der Aufschmelzung und Partikelgeschwindigkeit charakteristischer Mikrostruktur, die einen
unmittelbaren Einfluss auf die physikalischen Eigenschaften der Schicht ausiibt. Die erforderliche

Schichtdicke wird durch Uberlagerung mehrerer Splatlagen erreicht.

3.1.2 Herstellung freistehender Schichten

Zur experimentellen Charakterisierung zentraler Eigenschaften von WDS-Systemkomponenten
wurden diese freistehend, das heifit aus dem Systemverbund losgeldst in den fiir die Experimente
erforderlichen, geometrischen Spezifikationen hergestellt. Die Herstellungsverfahren freistehen-
der BC-Proben fiir Thermozyklierexperimente und freistehender Topcoat-Proben sind in den

beiden folgenden Unterkapiteln dargestellt.

3.1.2.1 Herstellung freistehender BC-Schichten

Grofiflichige (100 mm x 50 mm) und relativ dicke (> 2,8 mm) BC-Schichten wurden auf Stahl-
substraten iiber das HVOF-Verfahren [73] mit den Parametern in Tabelle 3.1 unter Verwendung
eines DJ 2600 Brenners (Oerlikon Metco, Wohlen, Schweiz) hergestellt.

Die nominelle Zusammensetzung der Ausgangspulver ist in Tabelle 3.2 gegeben. Es handelte
sich um ein Co-basiertes (Amdry 9954) und ein Ni-basiertes (Amdry 386) Material (Oerlikon
Metco, Wohlen, Schweiz).

Die erzeugten Schichten wurden von den Substraten unter Verwendung von Funkenerosion ( Elec-
trical Discharge Machining, EDM) mit einer resultierenden Schichtdicke von 2 mm abgetrennt.

Aus der erhaltenen BC-Schicht wurden freistehende Proben mit einer Grundfliche von 10 mm
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Co Ni Cr Al Y Hf Si
Co-basiert Rest 32 21 8 0,5
Ni-basiert 22 Rest 17 12 0,5 0,5 0,4

Tabelle 3.2: Nominelle Zusammensetzung der Ausgangspulver zur Herstellung Co-basierter und Ni-
basierter BC-Schichten in Gew.%

x 10 mm ebenfalls durch Funkenerodieren gefertigt. Die weitere Probenpréiparation umfasste
die Fertigung von Loéchern mit Durchmessern von 1 mm in 2 mm Entfernung zu einem der
Probenrinder. Die Locher dienten der Anbringung der Proben am experimentellen Aufbau (Ka-
pitel 3.2.1). Fiir die Hélfte des Probensatzes wurden die Locher spanend erzeugt. Die Licher der
restlichen Proben wurden aufgrund der effizienteren Fertigung durch Funkenerosion eingebracht.
Letztere Proben werden im Folgenden als EDM-Proben bezeichnet. Ablagerungen nach den Fun-
kenerosion umfassenden Verarbeitungsschritten wurden abgeschliffen. Im Fall der EDM-Proben
war dies an den unzugénglichen Innenseiten der erzeugten Locher nicht moglich.

Zur Herstellung unterschiedlicher Oberflichenrauheiten auf den gegeniiberliegenden, grof3-
flichigen Probenseiten wurde eine Seite jeder Probe mit 120 grit SiC-Papier, die andere mit
600 grit SiC-Papier pripariert. Vor der thermischen Auslagerung wurden die Proben zunichst
eine halbe Minute mit Aceton und daran anschlieBend eine halbe Minute mit Ethanol in einem
Geféfl im Ultraschallbad gereinigt.

3.1.2.2 Herstellung freistehender Topcoat-Schichten

Uber atmosphérisches Plasmaspritzen wurde 7 Gew.% YSZ-Pulver (Oerlikon Metco, Wohlen,
Schweiz) auf einem salzbeschichteten Stahlsubstrat mit einem Triplex Pro 210 Brenner ab-
geschieden [74]. Als APS-Parameter wurden 420 A (alternativ 470 A) Stromstirke, 200 mm
Spritzabstand und 20% Forderungsrate verwendet. Die YSZ-Schicht wurde anschlieBend durch
Auflosen der Salzschicht in Wasser abgetrennt. Die Dimensionen der Proben nach Schneiden
waren 12 mm x 4 mm X 0,5 mm. Die Porositdt der Proben wurde iiber Bildanalyse zu 14%

(respektive 19%) bestimmt.

3.1.3 Herstellung kompletter Wirmedidmmschichtsysteme

Die Dimensionierung der zu Zyklierexperimenten hergestellten, kompletten WDS-Systeme rich-
tet sich nach den Maflen der Teststinde. Es wurden zylinderformige Substrate mit einem Durch-
messer von 30 mm und einer Hohe von 3 mm verwendet, die eine zur Fixierung der Probe in
einem Halter erforderliche, auf der Zylindermantelfliche umlaufende Nut und eine Bohrung zur
Anbringung eines Thermoelements am Substratzentrum aufwiesen [75, 76]. Eine der ebenen

Substratoberflichen war an den Réndern abgerundet und wurde iiber VPS mit einem BC aus
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3.2 Thermozyklierung

Experiment Temperatur [°C] Umgebung EDM-Loch
1 1100 Luft Nein
2 1050 Luft Nein
3 1050 Luft + 10 Vol.% H>O Nein
4 1000 Luft Ja
5 1000 Luft + 10 Vol.% HyO  Ja
6 950 Luft Ja

Tabelle 3.3: Zusammenfassung der experimentellen Parameter der Zyklierung freistehender BC-Proben

Amdry 386-Pulver (Oerlikon Metco, Wohlen, Schweiz) mit einer PartikelgréBe von dsg = 24 pm
(d1p = 15 pm, dgp = 36 pm) beschichtet. Die BC-Schichtdicke betrug 150 pm. Die Substrat-
BC-Systeme wurden thermisch unter Vakuum ausgelagert, um die Anbindung durch Ausbildung
einer Interdiffusionszone zu erhéhen. Die mittlere Rauheit der BC-Schichtoberflache liegt typi-
scherweise im Intervall R, = [5 pm, 8 pm]. Es wurden 400 pm dicke Topcoat-Schichten aus 7
Gew.% YSZ-Pulver iiber APS aufgebracht.

3.2 Thermozyklierung

Die zyklische, thermische Belastung der Proben simuliert den Einsatz von Systemkomponen-
ten oder kompletten Schichtsystemen unter realen Bedingungen. Die Zyklierung unter einem
Gradienten hat den grundsétzlichen Vorteil, dass die Oberflichentemperatur wesentlich héher
als die Substrattemperatur gesetzt werden kann, ohne dass der Schmelzpunkt des Substrates

iiberschritten wird.

3.2.1 Zyklierung freistehender BC-Proben unter isothermen Bedingungen

Die entsprechend der in Kapitel 3.1.2.1 dargestellten Vorgehensweise hergestellten, freistehen-
den HVOF-BC-Proben wurden in einem homogenen Temperaturfeld thermisch zykliert. Vor
der Thermozyklierung erfolgte keine Auslagerung der Proben. Die Proben wurden mit an den
Lochern befestigten Platindréhten an die Halterung des experimentellen Aufbaus angebracht.
Die Halterung wurde in den darunter liegenden automatisierten Zyklierofen [77] herabgesenkt
und zur passiven Kiihlung aus dem Ofen gehoben. Die Parameter zur thermischen Zyklierung
der Proben sind in Tabelle 3.3 angegeben.

In jedem der sechs Experimente wurden jeweils vier Co-basierte und vier Ni-basierte freistehende
BC-Proben zykliert. Ein Zyklus umfasste eine Stunde bei Hochtemperatur und zehn Minuten
Kithlung an Luft. Nach 5, 20, 40 und 100 Zyklen wurde je eine Probe von beiden Materialien

aus der Zyklierung genommen. Zu jeder im Parameterraum liegenden Kombination der fiinf

45



3 Experimentelle Methoden

Parameter Material, Oberflichenrauheit, Zykliertemperatur, Zyklierumgebung und Zyklierdauer
existierte somit jeweils eine Probenoberfliche zur anschliefenden Charakterisierung.

Um Proben mit abweichendem Oxidationsverhalten identifizieren zu kénnen, wurden die Massen
der Proben vor der Zyklierung bestimmt und die Massenénderungen zu den Zeitpunkten, an
denen die Experimente zur Probenentnahme unterbrochen wurden, verfolgt. Die Zyklierungen
wurden teilweise unter Zugabe von Wasserdampf durchgefiihrt, weil nachteilige Effekte auf WDS-
Lebensdauern bekannt sind, die in einem verénderten Oxidationsverhalten des BCs begriindet
sein kénnten [77-80].

Zwei weitere EDM-Proben wurden vor einer zusétzlichen, nicht unter die sechs Experimente
aus Tabelle 3.3 fallenden Zyklierung bei 1000°C bei der gleichen Temperatur fiir zehn Stunden
unter Vakuum ausgelagert, um einen moglichen Effekt auf die Massenzunahme wéahrend der

Zyklierung nachzuweisen.

3.2.2 Zyklierung kompletter WDS-Systeme unter Temperaturgradienten

Komplette WDS-Systeme, deren Herstellungsverfahren in Kapitel 3.1.3 erldutert ist, wurden
unter einem Temperaturgradienten in einer Simulation einer realitdtsnahen thermischen Bela-
stungssituation zykliert [75, 81]. Die Vorderseiten der Proben wurden abwechselnd mit einem
beweglichen Brenner erhitzt und mit Druckluft gekiihlt, wihrend die Riickseiten einer perma-
nenten Kiihlung unterlagen. Hierdurch wurde innerhalb der Proben ein Temperaturgradient mit
deutlich hoherer Oberflichentemperatur erzeugt als aufgrund des Schmelzpunktes des Substrats
bei homogenen Temperaturfeldern moéglich wére. Die erhéhten Topcoat-Temperaturen sind ins-
besondere fiir thermisch induzierte Prozesse relevant. Wie in der schematischen Darstellung in
Abbildung 3.2 gekennzeichnet, wurde die Temperatur am Substratzentrum iiber ein Thermoele-
ment und an der Oberfliche unter Verwendung eines Pyrometers gemessen.

Die typischen Messdaten in Abbildung 3.2 (a) zeigen eine charakteristische, nahezu sta-
tiondre Temperaturverteilung in der zweiten Hilfte der Hochtemperaturphasen. Die Ober-
flachentemperatur betrug 1400°C. Am Zentrum des Substrats wurden 1050°C gemessen und
an der Grenzfliche zwischen BC und Topcoat basierend auf diesen Daten etwa 1096°C berech-
net. In den Niedrigtemperaturphasen lag die Zieltemperatur bei 60°C. Aufgrund der beidseitigen
Abkiihlung stellt sich die homogene Niedrigtemperatur innerhalb etwa einer halben Minute ein.
Die Dauer der Heiz- und Kiihlphasen waren fiinf und zwei Minuten. Der sich in der Hochtem-
peraturphase ausbildende Temperaturgradient ist in Abbildung 3.2 (b) iiber die Hohe zwischen
den Messpositionen dargestellt.

Der bei der Thermozyklierung vorherrschende Versagenstyp war Topcoat-Abplatzung infolge
von spannungsinduziertem Rissfortschritt im Topcoat in der Nihe zum BC-Interface [27]. Als
Kriterium fiir Versagen der Schichtsysteme wurde das Abplatzen der Topcoat-Schicht iiber mehr
als 30% der BC-Oberfliche verwendet [75]. Aus Schallemissionsmessungen einer an der gleichen

Apparatur durchgefithrten Studie [76] war bekannt, dass Rissfortschritt in erster Linie wihrend
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung des experimentellen Aufbaus eines Zyklierstandes (vgl. [81]).
Der Brenner ist beweglich und wird wihrend der Heizphase auf die Probenoberfliche gerichtet. Eine
Messung der Temperaturen erfolgte an der Oberfliche unter Verwendung eines Pyrometers und am Sub-
stratzentrum iiber ein Thermoelement. (a) Typischer Temperaturverlauf an den beiden Messpositionen
in einem (5 min/2 min)-Zyklus. Die Kiihlrate an der Probenoberfliche liegt unmittelbar zu Beginn der
Kiihlphase in der GréBenordnung von 100 K/s. (b) Durch die beiden unterschiedlichen Temperaturen an
den beiden Messpositionen erzeugter, stationdrer Temperaturgradient in der Hochtemperaturphase als

Funktion der Hohenposition zwischen den beiden Messpositionen.

der Niedrigtemperaturphasen wihrend des raschen Abkiihlvorgangs stattfand.

3.3 Weitergehende Charakterisierung der Proben

Die Lebensdauern kompletter WDS-Systeme wurden in den in Kapitel 3.2.2 dargestellten Ther-
mozyklierexperimenten ermittelt. Die weitergehende experimentelle Charakterisierung der kom-
pletten WDS-Systeme und verschiedener Teilsysteme erfolgte mit dem Ziel, Modellierungspa-
rameter zu bestimmen und Modellierungsresultate auf Grundlage eines Vergleichs zu validie-
ren. Die experimentellen Methoden zur Charakterisierung der freistehenden Topcoat- und BC-

Proben sind in den folgenden Unterkapiteln dargestellt.

3.3.1 Messung des Topcoat-Elastizitdtsmoduls

Die den Messungen der Elastizitdtsmoduli der freistehenden YSZ-Proben (Kapitel 3.1.2.2) zu
Grunde liegende Methode der Dreipunktbiegeversuche wird im Folgenden kurz dargestellt.

Die Topcoat-Proben wurden in einem Dilatometer (Setsys 16/18, Setaram Instrumentation,
Caluire, Frankreich) bei unterschiedlichen Temperaturen iiber verschiedene Dauern ausgelagert.
Die verwendete Heizrate betrug 20 K/min, so dass der Hauptbeitrag zum Sinterverhalten der

stationdren Hochtemperaturphase zugeordnet werden konnte. Die Messung der E-Moduli vor
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Abbildung 3.3: (a) Schematische Darstellung des Dreipunktbiegeversuchs. (b) Typische Messkurven
der zentral liegenden vertikalen Verschiebung d, in Korrelation zur aufgebrachten Kraft F'. Anhand des

Diagramms wurden die Wertepaare (F,d,) zur Berechnung des E-Moduls bestimmt.

und nach thermischer Auslagerung erfolgte bei Raumtemperatur. Abbildung 3.3 (a) gibt hierzu
eine schematische Darstellung.

Direkte Messgrofie war die Durchbiegung ¢, der Probe entlang der Kraftrichtung durch Posi-
tionsbestimmung der Kante, die der Kraftiibermittlung diente. Eine typische Messkurve ist in
Abbildung 3.3 (b) dargestellt. Die nach den jeweiligen Unterbrechungen der thermischen Aus-
lagerung ausgefithrten Messprogramme wurden im Hinblick auf die Definition der Lasten und
Belastungsdauern individuell gew&hlt. Zwischen den einzelnen Lastschritten lagen belastungs-
freie Zeitintervalle.

Die repréasentativen Werte der Probendurchbiegung wurden aus den Schnittpunkten der
Verlidngerungen der Lastplateaus und der ansteigenden Flanken ermittelt (Abbildung 3.3 (b)).
Es ergaben sich Wertepaare aus der extern vorgegebenen Kraft F' und der Durchbiegung der
Probe §,. Zur Bestimmung des Elastizitdtsmoduls einer Probe wurden diese Wertepaare (F, d)
durch lineare Regression zur Bestimmung der mittleren Steigung 0F/96, genihert. Diese wurde
in der im Folgenden hergeleiteten Formel zur Berechnung des E-Moduls benotigt.

Betrachtet wird eine quaderférmige Probe der Héhe h und Breite b. Entsprechend Abbildung
3.3 (a) sei L der Abstand der beiden Auflagepunkte. Das zur mathematischen Beschreibung
verwendete Koordinatensystem befindet sich im Schwerpunkt des geometrischen Koérpers. Die
z-Achse zeigt in Richtung der Schwerkraft. Die unter Belastung auftretenden Spannungen sind

gegeben durch

Oz = 22 3.1)

mit
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L F
My @) = (5 -1el) 3 (3.2)
als Drehmoment einer Rotation um die y-Achse und

R/2 b2 3
Iy, = / 22dA = / 2dyds = (3.3)
A —hj2J—b/2 12

als entsprechendem Tragheitsmoment. Mit der Dehnung €, des Korpers in z-Richtung, die sich

aus dem Produkt der zweiten Ableitung der Biegelinie und der z-Koordinate ergibt [82], folgt

(5 —ll) 3

o
E="% = 22 T (3.4)
(3 -lal) 7
so dass die Berechnung des E-Moduls iiber
L F
= Wi, (3.5)

gegeben ist, sofern die Bedingung kleiner Deformationen erfiillt ist.
Die Sinterfaktoren ergaben sich entsprechend Gleichung 2.23 aus dem Quotienten der E-Moduli

nach Auslagerung und des E-Moduls der nicht ausgelagerten Proben.

3.3.2 Bestimmung der BC-Topographie

Die VPS-BC-Oberfldchen (Kapitel 3.1.3) wurden mit einem konfokalen Lasermikroskop (VK-
9700K, Keyence, Neu-Isenburg) vermessen. Die Oberflichentopographien und abgeleiteten Rau-
heitsparameter wurden mit einer lateralen Auflésung von 0,28 pm und einer vertikalen Auflésung
von 50 nm ermittelt. Grofiflichige Oberflichenscans wurden mit einer Unterteilung der Ober-
fliche in 282 pm x 211 pm grofle Teilbereiche durchgefiihrt.

Die unterschiedlich préparierten Oberflichen der freistehenden HVOF-BC-Proben (Kapitel
3.1.2.1) wurden unter Verwendung eines Weiilichttopographen (CT350T, cyberTechnologies

GmbH, Ingolstadt) iiber die Oberflichenrauheitsparameter charakterisiert.

3.3.3 TGO-Schichtdickenmessung

Die Dicken der TGO-Schichten auf den freistehenden HVOF-BC-Proben (Kapitel 3.1.2.1) wur-
den nach Thermozyklierung (Kapitel 3.2.1) iiber Bildanalyse basierend auf REM-Aufnahmen
von Probenquerschnitten unter Verwendung der Software ImageJ (National Institutes of He-
alth, Bethesda, USA) bestimmt. Die REM-Aufnahmen wurden sowohl am Oak Ridge National
Laboratory mit einem Hitachi S4800 (Hitachi Europe GmbH, Diisseldorf) als auch in Jiilich mit
einem Zeiss Gemini Ultra 55 (Carl Zeiss NTS GmbH, Oberkochen) erstellt. Die Vergleichbarkeit
der Aufnahmen von beiden Geréten wurde an vier Probenquerschnitten verifiziert. Es wurden

keine signifikanten Abweichungen festgestellt.

49



3 Experimentelle Methoden

Je Oberflichenquerschnitt wurden iiber die gesamte Linge verteilt acht Aufnahmen herangezo-
gen, auf denen die TGO-Dicken senkrecht zur BC-Oberfliche an acht festgelegten, dquidistanten
Positionen unabhéngig von Mikrostruktureigenschaften und chemischer Zusammensetzung der
Schicht gemessen wurden. Die Vergroflerung der REM-Aufnahmen wurde so gewéhlt, dass der
systematische Fehler bei der Bildanalyse klein war und gleichzeitig ein Bildausschnitt vorlag,
in dem die dquidistant definierten Messpositionen hinreichend weit fiir die Bestimmung eines

statistisch reprasentativen Mittelwerts auseinander lagen.

3.3.4 TGO-Spannungsmessung

Die photoinduzierte Lumineszenzspektroskopie (Photo-Stimulated Luminescence-Spectroscopy,
PSLS) stellt ein Verfahren zur zerstérungsfreien Messung der Spannungszustdnde durch An-
regung spannungsabhingiger, elektromagnetischer Ubergénge in Chrom-Substitutionsionen in
einer Aluminiumoxidmatrix dar [83].

Die mittleren Eigenspannungen der auf den zyklierten HVOF-BC-Proben (Kapitel 3.2.1) ent-
standenen Oxidschichten, deren Dicken nach Kapitel 3.3.3 bestimmt wurden, wurden bei Raum-
temperatur iiber PSLS ermittelt. Der hohe a-AlsO3-Gehalt der TGO-Schichten erméglichte eine
Untersuchung der Eigenspannungen durch Spektrometrie unter Nutzung des piezospektroskopi-
schen Effektes, aufgrund dessen das Lumineszenzspektrum spannungsinduzierten Verschiebun-
gen unterliegt. Das Lumineszenzsignal der Cr3*-Substitutionsionen in der Aluminiumoxidschicht
h#éngt von dem Spannungszustand in der Schicht ab. Die PSLS wurde mit dem experimentellen
Aufbau [84] am Oak Ridge National Laboratory durchgefiihrt. Abbildung 3.4 zeigt in Anleh-
nung an [85] den schematischen Aufbau zur gleichzeitigen Anregung der Ionen und Messung der
Lumineszenzspektren.

Die wesentlichen Spezifikationen dieses Aufbaus werden im Folgenden kurz dargestellt. Ein
Argon-Tonen-Laser (Innova 308c, Coherent, Inc., Santa Clara, USA) mit einer Wellenzahl von ge-
rundet 19436.4 cm~! (514.5 nm Wellenléinge) wurde zur Anregung der Chrom-Ionen verwendet.
Die Aufnahme der Lumineszenzspektren erfolgte in dem Wellenzahlintervall [14220 cm™!,14560
cm™!] mit einer Raman-Microprobe (Dilor XY800, JY, Inc., Edison, USA) bei Raumtempera-
tur. Es wurden jeweils elf Messungen mit 5 s Erfassungszeit entlang eines Linienscans mit 5
mm Linge auf den einzelnen BC-Oberflichen durchgefiihrt. Der Anregungslaserstrahl wurde
zur Messung der mittleren Spannung defokussiert. Sein Durchmesser betrug auf den Probeno-
berflichen niherungsweise 500 pm, so dass eine Vielzahl von Kérnern angeregt wurde. Die
angeregten Ionen re-emittieren in mehreren Schritten Photonen bis sie in den Grundzustand
zuriickkehren.

Die Lumineszenzspektren stammten von den iiber die komplette Schichtdicke verteilten Cr3+-
Tonen, da keine weiteren Ionen auf die Anregung reagierten [86] und die Intensitét des Lasers
nicht vermindert wurde. Die Experimente wurden bei niedrigen Laserleistungen durchgefiihrt,

um ein Aufheizen der Proben und eine Beeinflussung der Messung aufgrund der hohen Tempe-
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Abbildung 3.4: Schematische Darstellung des Aufbaus der optischen Elemente zur Messung der Span-
nung iiber Lumineszenzspektroskopie (vgl. [85]) und typisches Doppel-Peak-Spektrum (Ri,R2) in dem
fiir Cr3*-Ionen in einer a-AlyO3-Matrix charakteristischen Wellenzahlbereich

ratursensitivitéit [87] zu verhindern.

Die Peak-Position v, des R2-Peaks (Abbildung 3.4) korreliert im Gegensatz zum in der Intensitét
hoher liegenden R1-Peak linear mit dem Spannungszustand des emittierenden Kristallsystems
[87]. Diese Peak-Position v, wurde aus dem Lumineszenzspektrum durch die Kurvenanpassung

eines Pseudo-Voigt Doppel-Peak-Profils iiber

Iv)=1Iy | rexp <4\1/H§2 <1/bl/p>2> +(1T)(1_|_41"_b”p>2 (3.6)

extrahiert. Die Parameter der Kurvenanpassung représentieren die Intensitét Iy, Peak-Breite b
und den relativen Anteil r des in dem Pseudo-Voigt-Profil enthaltenen Gauf-Profils im Vergleich
zum iiber den Faktor (1 — r) komplementér gewichteten Lorentz-Profils. Dariiber hinaus wurde
der Beitrag des 6-AlyO3-Spektrums [88] iiber eine lineare Funktion mit Steigung und Achsenab-
schnitt als zusétzlichen Parametern beriicksichtigt. Die Anpassung eines Profils an Messwerte
ist beispielhaft in Abbildung 3.5 dargestellt.

Die fiir die Bestimmung des Spannungszustandes relevante R2-Peak-Verschiebung wurde iiber
einen Vergleich der extrahierten Peak-Position v, mit einer Referenzposition erhalten. Diese
Referenz-Peak-Position 1y wurde mit demselben Setup an als spannungsfrei angenommenem
Aluminiumoxid-Pulver (NIST SRM 676a) [89], in dem die Substitutions-Chrom-Ionen in aus-

reichend hoher Konzentration vorkommen, ermittelt. Abbildung 3.5 verdeutlicht diesen Zusam-
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Abbildung 3.5: Prinzipielle Vorgehensweise zur Bestimmung der Peak-Verschiebung des R2-Peaks in
einer Oxidschicht unter Spannung iiber einen Vergleich mit dem Spektrum einer Messung an spannungs-
freiem Aluminiumoxid-Pulver. An die Messdaten wurden Doppel-Peak-Profile angepasst, um die Peak-

Positionen v, bzw. vy zu erhalten.

menhang. Ferner zeigt sich in dem Diagramm deutlich der Einfluss des 6-Al,O3-Beitrags zu dem
Gesamtspektrum, der im Spektrum des a-AlyO3s-Pulvers nicht auftritt. Die spannungsinduzierte
Peak-Verschiebung Av = v, — 1y des R2-Peaks folgt nach [83] aus

Av = Hijaij (37)

wobei II;; den piezospektroskopischen Tensor der R2-Linie [87] darstellt. Falls die c-Achse der
Aluminiumoxid-Kristalle senkrecht zur BC-Grenzflache ausgerichtet ist, ist die mittlere bi-axiale

Spannung in der TGO-Schicht folglich gegeben durch

Av
0= —"—" 3.8
My + 1l 38
Liegt hingegen eine polykristalline TGO-Schicht ohne Vorzugsrichtung der Kristallorientierung
vor, wird zur Berechnung der mittleren Peak-Verschiebung iiber die zuféllig orientierten Korner

integriert und es ergibt sich nach [83]

— 1

Av = gHiinj (39)
Aufgrund der niedrigen Rauheitswerte ist die Normalspannung senkrecht zu den Grenzflichen
o33 entscheidend kleiner als die Komponenten in dieser Bezugsebene o117 und 0. In diesem Fall
ist die mittlere bi-axiale Spannung @ unter der Annahme identischer Spannungskomponenten in

der Ebene 011 = 099 folglich durch
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§B

gegeben. Neben der experimentell durch das Defokussieren des Anregungsstrahls realisierten

o =

(3.10)

Mittelung wurde bei der Auswertung zudem auf Grundlage der elf Einzelmessungen und Kur-
venanpassungen die mittlere Verschiebung des R2-Peaks zur Berechnung eines experimentellen
Spannungsmittelwertes verwendet. Die gemessene Spannung ist somit der auf das komplette

iiber den Linienscan erfasste TGO-Volumen bezogene Mittelwert.
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4. Experimentelle Ergebnisse

Die experimentellen Ergebnisse dienen primér einer Uberpriifung modellrelevanter Annahmen
und der Zusammenstellung von Materialparametern und Referenzwerten, die zu einer Validie-
rung der Ergebnisse auf theoretischer Ebene herangezogen werden.

Die parametrisierte Beschreibung des Sinterfaktors und die Bestimmung der Rauheitsparameter
sowie die Aufnahme der BC-Topographien werden in den ersten beiden Unterkapiteln behandelt.
Die Resultate der PSLS-Messung als Funktion der TGO-Dicke sind Gegenstand des anschlie-
Benden Kapitels. Abschliefend werden die experimentell erfassten Lebensdauern von kompletten

WDS-Systemen présentiert.

4.1 Effekt der thermischen Behandlung auf den Elasti-

zitdtsmodul des Topcoats

Die Elastizitédtsmoduli von freistehenden YSZ-Proben (Kapitel 3.1.2.2) wurden im Rahmen ei-
ner anderen Dissertation [74] vor und nach thermischer Auslagerung in Dreipunktbiegeversuchen
(Kapitel 3.3.1) gemessen, um die Sinterfaktoren E(T,t)/Fy entsprechend Gleichung 2.23 zu be-
stimmen. Die Werte sind als Funktion der Temperatur und der Zeit in Abbildung 4.1 zusammen
mit der angepassten Kurve dargestellt.

Zur empirischen Beschreibung der Zunahme des E-Moduls durch Sintern wurde Ey = 20 GPa als

= e o
g === g
© oSS '®
= = =
0 £
£ £
(7] (7]
Temperatur [K] Temperatur [K]

Abbildung 4.1: Experimentell bestimmte Sinterfaktoren als Funktion der Zeit und Temperatur (Da-
tenpunkte [74]) und entsprechend Gleichung 2.23 angepasste Flichen aus zwei Perspektiven
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Parameter Formelzeichen Ermittelter Wert
Vorfaktor Dgp 236 s7PsF
Aktivierungsenergie Fsp 0,74 eV
Exponent PSF 0,097

Tabelle 4.1: Durch Anpassung von Gleichung 2.23 an die Messwerte zum Sinterfaktor ermittelte Para-

meter

Mittelwert der gemessenen E-Moduli vor Auslagerung verwendet und ein Bulk-Modul von Ey
= 200 GPa angenommen [35, 58]. Fiir die verbleibenden Parameter ergaben sich die in Tabelle
4.1 dargestellten Werte fur die theoretische Beschreibung des Sinterverhaltens.

In Bezug auf die Zeitabhéngigkeit des Sinterns ist festzuhalten, dass eine deutliche Abweichung
von in anderen Modellen [24, 27, 35] verwendeten Parametern 0,2 < p < 0,5 vorliegt. Die
vorliegenden YSZ-Schichten zeigen demgegeniiber ein verzogertes Sinterverhalten. Im Vergleich
zu den in der Ausgangsversion des Modells [27] verwendeten Parametern ist die Temperatur-
abhéngigkeit aufgrund der niedrigeren Aktivierungsenergie Fsp kleiner. Der Vorfaktor Dgp
weicht aufgrund unterschiedlicher Fisp- und pgp-Werte ebenfalls signifikant ab.

Die Daten zur E-Modul-Zunahme, die bei der Ausgangsversion des Modells [27] als Grundla-
ge der empirischen Beschreibung verwendet wurden, deuten ein schnelleres Sinterverhalten an.
Die Bestimmung dieser Daten erfolgte {iber Vierpunktbiegeversuche an YSZ-Proben, die mit
einem Triplex I Brenner (Oerlikon Metco, Wohlen, Schweiz) hergestellt wurden [90]. Da in der
zitierten Messreihe ein Triplex Pro 210 Brenner verwendet wurde [74], liegt moglicherweise ei-
ne andere und hier verwendete Mikrostruktur und aufgrund dessen ein anderer E-Modul der
freistehenden YSZ-Schicht vor. Daneben besteht die Moglichkeit, dass die Abweichungen bei
den Ergebnissen der E-Modul-Messungen durch die Verwendung einer anderen experimentellen
Methode begriindet sind.

4.2 Charakterisierung der BC-Probenoberflichen

Die mittleren Rauheitsparameter, die nach Kapitel 3.3.2 fiir die unterschiedlich préiparierten
Oberflachen freistehender HVOF-BC-Proben (Kapitel 3.1.2.1) iiber WeiBlichtprofilometrie und
fiir die VPS-BC-Proben als Komponenten kompletter WDS-Systeme (Kapitel 3.1.3) iiber La-
sermikroskopie bestimmt wurden, sind in Tabelle 4.2 dargestellt.

Die Tabelle stellt die Mittelwerte der mittleren Rauheit S, (Gleichung 2.29) als reinem Amplitu-
denparameter und des root-mean-square-Gradienten Sg, (Gleichung 2.30) als Hybridparameter
zur Charakterisierung des Zusammenhangs der Amplituden- und Wellenldngeninformationen
der Oberflichentopographie zusammen.

Unabhéngig von der Bestimmung der Rauheitsparameter wurden zur detailgetreuen Reproduk-
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4.3 Thermische Zyklierung freistehender BC-Proben

Freistehende BC-Proben

120 grit 600 grit
Sy [um] 0,67 0,19 5,8
Sdq 0,131 0,057 2,38

BC-Proben (WDS)

Tabelle 4.2: Mittlere gemessene Oberflichenparameter der freistehenden BC-Proben und der VPS-BC-
Proben als Komponenten kompletter WDS-Systeme

200

Z [um]

y [um]

250

X [pum]

Abbildung 4.2: Messdaten zu einem der Teilbereiche eines Oberflichenscans. Die Dimensionen der
Grundfldche in der zy-Ebene sind 282 pm x 211 pm. Auf der Grundlage dieser Daten wurde das FE-
Modell in Abbildung 2.12 erstellt.

tion der BC-Topographie (Kapitel 2.3.2.2) Teilbereiche einer groBflichigen Messung an den VPS-
BC-Proben verwendet. Abbildung 4.2 stellt beispielhaft einen Teilbereich dar, dessen Grund-
flache in der zy-Ebene die Dimensionen 282 pm x 211 pm aufweist. Auf der Grundlage dieser
Daten wurde das FE-Modell in Abbildung 2.12 erstellt.

4.3 Thermische Zyklierung freistehender BC-Proben

Die Massenzunahme der freistehenden BC-Proben (Kapitel 3.1.2.1) aufgrund der Oxidation
an den Oberflichen ist in der aktuellen Studie nicht entscheidend. Die entsprechenden Daten

werden nicht ndher analysiert, weil sie in erster Linie erfasst wurden, um abweichendes Oxi-
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Abbildung 4.3: REM-Aufnahmen der polierten Querschnitte (a) der 600-grit-Oberfliche einer
CoNiCrAlY- und (b) der 120-grit-Oberflache einer NiCoCrAlY-Probe, die bei 1100°C fiir 20 Stunden
an Luft zykliert wurden. Die Kupferschicht wurde aufgrund des deutlicheren Kontrastes zur einfache-
ren Identifizierung der Oxidschichten aufgebracht. Die Co-basierte Probe weist aufgrund des niedrigeren

Aluminiumgehalts eine ausgeprégtere S-Verarmungszone auf.

dationsverhalten identifizieren zu kénnen und die assoziierten Proben zu fritheren Zeitpunkten
aus der Zyklierung zu nehmen (Kapitel 3.2.1). Innerhalb der einzelnen Messreihen wurden keine
signifikanten Abweichungen bei der Uberwachung der Masseninderungen festgestellt.

Eine Ausnahme stellt die in Kapitel 4.3.1 diskutierte Betrachtung der EDM-Proben dar. Die
erste Zyklierung mit diesen Proben (Tabelle 3.3) wurde aufgrund des ersten Auftretens der
gesteigerten Massenzunahme nach 60 statt nach 100 Stunden beendet. Der nicht erwartete Ein-
fluss der EDM-Bohrungen auf das Oxidationsverhalten in Form einer erhéhten Oxidationsrate
spiegelt sich auch in den Daten zu den Oxidschichtdicken wieder, die Gegenstand des ersten
Unterkapitels sind.

Ein Einfluss der Proben-Verunreinigung durch den im Rahmen der Priaparation ausgefiihrten
EDM-Prozess auf die Ergebnisse der PSLS-Messungen ist nicht zu erwarten, da ausschliellich
die Lumineszenzspektren der Cr3*-Ionen in den entstandenen Aluminiumoxidschichten erfasst
werden. Die Effekte der Parameter der thermischen Zyklierung auf die Eigenspannungen in
den Aluminiumoxidschichten der CoNiCrAlY- und NiCoCrAlY-BC-Proben werden im zweiten
Unterkapitel diskutiert.

4.3.1 Oxidschichtwachstum

Das Oxidschichtwachstum wird im Folgenden anhand der Schichtdicken der wihrend der Zy-
klierung entstandenen Oxidschichten quantifiziert. Beispielhafte REM-Aufnahmen der polierten
Querschnitte sind in Abbildung 4.3 in der Vergroflerung, die auch zur Bildanalyse nach Kapitel
3.3.3 verwendet wurde, dargestellt.

Die gemessenen Dicken der TGO-Schichten sind in Abbildung 4.4 iiber die Mittelwerte der
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Abbildung 4.4: Ergebnisse der Messung der TGO-Dicken unter Angabe des Messreihen iibergreifend
grofiten mittleren Fehlers des Mittelwerts in (a) zur Einordnung der Messgenauigkeit. Die Abkiirzung W

kennzeichnet die Ergebnisse zu den unter Zugabe von Wasserdampf zyklierten Proben.

64 Einzelmessungen fiir jede Probenoberfliche als Funktion der Hochtemperaturzeit zusam-

mengestellt. Die entsprechenden mittleren Fehler der Mittelwerte sind grundsétzlich kleiner

als die Symbolgréfie und durch den Messreihen iibergreifend gréfiten Fehlerbalken, der fiir

die rauere Seite der Co-basierten Proben vorliegt, in Abbildung 4.4 (a) charakterisiert. Zur

iibersichtlichen Datenzusammenstellung werden die Ergebnisse nach Materialzusammensetzung

und Oberflachenbeschaffenheit getrennt dargestellt.

Die wesentlichen Merkmale der erhaltenen Daten sind folgende:

e Die Co-basierten Proben zeigen gegeniiber den Ni-basierten Proben ein leicht schnelleres

TGO-Wachstum.

e Die Verldufe fiir die 120 grit und 600 grit Oberflichen sind dhnlich. Ein Einfluss der
Topographie auf das Oxidschichtwachstum ldsst sich in Bezug auf die beiden in den Expe-

rimenten erfassten Werte nicht feststellen. Ein moéglicher Oberflacheneffekt kann aufgrund

des relativ geringen Rauheitsunterschiedes (Tabelle 4.2) nicht aufgeldst werden.
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e Die Dicken der Oxidschichten auf den EDM-Proben (Zyklierung bei 1000°C) sind trotz der
niedrigeren Temperatur vergleichbar mit den Dicken, die fiir die néchsthohere Temperatur

festgestellt wurden.

e Ein eindeutiger Atmosphéreneffekt kann nicht festgestellt werden, da die Streuung der
Messdaten hoher war als die bei einem Vergleich der Messdaten der beiden Zyklierum-
gebungen beobachteten Unterschiede. Fiir die Ni-basierten Proben wurden dickere Oxid-

schichten nach Zyklierung unter Zugabe von Wasserdampf gemessen.

Jede Probenoberflache trug mit einem Datenpunkt zu dieser Abbildung bei. Die zeitliche Ent-
wicklung der TGO-Schichtdicken kann somit nicht einer individuellen Probe zugeordnet werden.
Es handelt sich vielmehr um mehrere unabhéingig gewachsene Oxidschichten. Dass die einzelnen
Kurven nicht durchgéingig monotone Steigungen aufweisen, kann auf diese Zusammensetzung
der Datensétze zuriickgefiithrt werden.

Fiir die bei 950°C zyklierten Proben wurden keine Schichtdickenbestimmungen durchgefiihrt,
weil die geringen Intensitdten bei der Spektrometrie bereits angedeutet hatten, dass die TGO-
Schichten eine fiir die Bildanalyse zu geringe Schichtdicke aufweisen.

Der Temperatureffekt auf die TGO-Dicke wird durch abweichendes Oxidationsverhalten der bei
1000°C zyklierten EDM-Proben iiberlagert. Entgegen der Erwartung erfolgt das Wachstum der
TGO-Schichten bei diesen Proben grundsétzlich schneller, obwohl die Temperatur kleiner ist als
in den anderen drei Experimenten.

Der Effekt der gesteigerten Oxidationsraten der EDM-Proben kann vermutlich auf eine Verunrei-
nigung der Proben im dielektrischen Fluid zuriickgefiihrt werden, das wihrend der Funkenerosion
zum Einsatz kam. Zur Uberpriifung dieser Hypothese wurden zusitzlich die zuvor ausgelagerten
Proben (Kapitel 3.2.1) zykliert. Nach Auslagerung wurde ein flichenspezifischer Massenver-
lust nach Tabelle 4.3 festgestellt, der die Annahme dahingehend stiitzt, dass zuvor vermutlich
Fremdmaterial innerhalb der Probe vorhanden war. Das Fremdmaterial wurde wihrend der
Auslagerung aufgrund des Unterdrucks aus den Proben entfernt, deren mittlere Porositét iiber
Bildanalyse von mehr als 200 repriisentativen Lasermikroskop-Aufnahmen zu 3,4% bestimmt
wurde. Die Massenzunahmen aufgrund von Oxidation waren mit denen fiir den ersten Satz von
Proben ohne EDM-Locher konsistent und unterschieden sich deutlich von den Massenzunahmen
der EDM-Proben, die vor Zyklierung nicht ausgelagert wurden.

Der statistische Messfehler bei der Bestimmung der Massendnderungen Am pro Probenober-
fliche A betrug A(Am/A) = 0,03 mg cm™2.

Die Zyklieratmosphire wies keinen signifikanten Effekt auf die TGO-Dicke der bei 1050°C zy-
klierten Proben auf, die nicht durch mégliche EDM-bedingte Effekte beeintrichtigt waren. Wer-
den die Proben, deren Zyklierparameter ausschliefilich im Hinblick auf die Zyklierumgebung
variierten, separat miteinander verglichen, stellt sich heraus, dass die TGO-Dicke in der Mehr-

zahl der Fille nach Zyklierung unter Zugabe von Wasserdampf gréfler war.
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4.3 Thermische Zyklierung freistehender BC-Proben

Flichenspezifische Massensinderung [mg cm™2]

nach Zyklierung

nach Auslagerung
ausgelagert nicht ausgelagert

Co-basierte Probe -0,88 1,06 1,92
Ni-basierte Probe -1,18 0,26 1,21

Tabelle 4.3: Massenverlust der EDM-Proben nach zehnstiindiger Auslagerung bei 1000°C und Massen-
zunahme wihrend der anschlieBenden Zyklierung nach 20 Stunden im Vergleich mit der Massenzunahme

der nicht ausgelagerten EDM-Proben

Parameter Formelzeichen Standardwert
Vorfaktor Drco 4,45-107° m s~PTGO
Aktivierungsenergie Frco 0,81 eV
Exponent PTGO 0,3

Tabelle 4.4: Aus den Daten zu den Oxidschichtdicken der Ni-basierten Proben ermittelte Parameter
zur empirischen Beschreibung des TGO-Wachstums nach Gleichung 2.22

Eine Bestimmung der Parameter in Gleichung 2.22 wurde représentativ unter Verwendung der
Daten zu den Ni-basierten Proben durchgefiihrt. Hierbei wurden die in Tabelle 4.4 angegebenen
Werte ermittelt.

Im Vergleich zu den Modellparametern in Tabelle 2.2 ergeben sich basierend auf der neu be-
stimmten Parametrisierung niedrigere TGO-Dicken. Dies liegt darin begriindet, dass das Wachs-
tum der Oxidschicht auf den Oberflichen freistehender Proben nicht mit dem Wachstum am
Interface zu einem keramischen Topcoat vergleichbar ist. Bei einer thermischen Aktivierung des
Oxidschichtwachstums mit Topcoat zeigen sich hohere Oxidationsraten [78]. Aus diesem Grund
wurden die im Modell verwendeten Parameter nicht durch die neu ermittelten Parameter fiir

das Oxidschichtwachstum ohne Topcoat ersetzt.

4.3.2 Oxidschicht-Eigenspannungen

Die Ergebnisse der PSLS-Messungen (Kapitel 3.3.4) sind umgerechnet auf die mittleren, bi-
axialen Spannungen nach Gleichung 3.10 in Abbildung 4.5 unter Angabe der mittleren Fehler
der Mittelwerte als Funktion der gemessenen TGO-Dicken (Abbildung 4.4) dargestellt.

Analog zu Abbildung 4.4 sind die Daten in vier getrennten Diagrammen wiedergegeben. Die
TGO-Schichten befinden sich nach Abkiihlen unter Druckspannung. Als grundsétzlicher Trend
steigen die Eigenspannungen bei zunehmender TGO-Dicke entweder leicht an oder bleiben kon-

stant. Ausnahmen stellen die Co-basierten Proben mit rauerer Oberfliche (Abbildung 4.5 (a))
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Abbildung 4.5: Gemessene Eigenspannungen innerhalb der Al;O3-Schicht als Funktion der gemessenen
mittleren TGO-Dicke aus Abbildung 4.4. Der aus der Umrechnung der unmittelbar gemessenen Frequenz-
verschiebungen auf die mittleren Spannungen resultierende, systematische Fehler ist représentativ fiir die
Messreihe der bei 1100°C zyklierten Proben dargestellt. Die Abkiirzung W deklariert die Proben, die
unter Wasserdampf zykliert wurden.

und die Ni-basierten Proben mit niedrigerer Oberflichenrauheit (Abbildung 4.5 (d)) dar, die
beide bei 1050°C zykliert wurden.

Die Daten zeigen Ubereinstimmung mit Ergebnissen zu Spannungsmessungen an vergleichbaren
Systemen [86, 91], wobei innerhalb dieser Messreihen &hnlich grofie Schwankungen auftraten.
Anhand von REM-Aufnahmen wurde die TGO-Mikrostruktur analysiert. Abbildung 4.6 zeigt
exemplarisch Aufnahmen zu Proben nach der Zyklierung bei 1100°C und bei 1050°C. Fiir diese
Proben konnte im Rahmen der durchgefiihrten Experimente nachgewiesen werden, dass die
Mikrostruktur der Oxidschicht aus zwei unterschiedlichen Bereichen aufgebaut ist. Unter einer
polykristallinen, oberen Schicht liegt eine kolumnare Struktur vor [92, 93], bei der die c-Achse
der Aluminiumoxid-Kristallsysteme vorzugsweise parallel zur Wachstumsrichtung orientiert ist
[94, 95].

Da die Oxdischicht nur einen geringen polykristallinen Anteil aufweist, motiviert die festgestell-

te kolumnare Mikrostruktur eine Umrechnung der Frequenzverschiebungen in Spannungen nach
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Abbildung 4.6: REM-Aufnahmen zur Mikrostruktur in der Oxidschicht nach Zyklierung bei 1050°C fiir
100 Stunden (a) in Standard-Kontrasteinstellungen. (b) Auf der Aufnahme des gleichen Bereichs nach

Kontrasterh6hung erkennbare kolumnare Mikrostruktur unter einer polykristallinen Schicht.

Gleichung 3.8. Aufgrund der Bestimmung der Spannungen in den TGO-Schichten iiber die je-
weilige Anpassung eines einzelnen Doppel-Peak-Spektrums gehen Frequenzverschiebungen aus
beiden unterschiedlich strukturierten Schichtbereichen in das Resultat ein. Zur Spannungsbe-
rechnung wéren somit zusétzlich eine Quantifizierung des Anteils der Kolumnen an der Gesamt-
struktur und eine entsprechende Gewichtung der beiden Spannungsumrechnungen (Gleichungen
3.8 und 3.10) notwendig. Die hierfiir erforderlichen Messungen unterliegen der Anforderung, fiir
die komplette, in den Messungen erfasste TGO-Schicht représentativ zu sein. Da diese Quanti-
fizierung auf Grundlage der ausgefithrten Messungen nicht moglich war, dient die zweite Um-
rechnung fiir kolumnare Strukturen geméafi Gleichung 3.8 der Abschitzung eines systematischen
Fehlers, der reprisentativ fiir die Messreihe bei 1100°C in Abbildung 4.5 eingetragen ist. Der sy-
stematische Fehler kann der Umrechnung der Peak-Verschiebungen auf Spannungen zugeordnet
werden. Es besteht die Moglichkeit, dass die Spannungsbetrige aufgrund ungenauer Kenntnis
iiber die zu Grunde liegende Mikrostruktur iiberschétzt werden.

Die Effekte der einzelnen Parameter auf die Spannungen stellen sich wie folgt dar:

e Auf den 600-grit-Oberflichen sind die mittleren bi-axialen Spannungen leicht héher. In
einem direkten Vergleich der Spannungswerte fiir die rauere und die glattere Seite der

einzelnen Proben trifft diese Feststellung in etwa 75% der Fille zu.

e Die Druckspannungen sind auf den Ni-basierten Proben im Allgemeinen hoher als auf
Co-basierten BC-Proben.

e Eine hohere Zykliertemperatur bewirkt héhere Druckspannungen. Die thermisch induzier-
ten Spannungen sind proportional zur Differenz zwischen der unter Messbedingungen vor-
liegenden Raumtemperatur und der Ofentemperatur, bei der sich aufgrund von Relaxation

ein spannungsfreier Hochtemperaturzustand einstellt.

63



4 Experimentelle Ergebnisse

e Der Atmosphireneffekt ist nicht eindeutig. Die Zugabe von Wasserdampf wihrend der
Zyklierung fithrt mehrheitlich zu héheren Druckspannungen im Vergleich zur Zyklierung
an Luft. Bei den Daten fiir die 600-grit-praparierten Oberflichen der Co-basierten Proben
(Abbildung 4.5 (b)) ldsst sich kein signifikanter Atmosphéreneffekt feststellen. Nach Zy-
klierung bei 1000°C mit Wasserdampf sind die Spannungen auf den 120-grit-Oberflichen
kleiner fiir die Co-basierten Proben (Abbildung 4.5 (a)) und héher fiir die Ni-basierten
Proben (Abbildung 4.5 (c)).

Die Entwicklungen der mittleren Eigenspannungen als Funktion der Oxidschichtdicke unterliegen
stochastischen Fluktuationen, die vorwiegend durch lokale Abplatzungen der bereits entstande-
nen Oxidschicht hervorgerufen werden. Lokale Abplatzungen der entstandenen TGO-Schichten
fiihren zu einer Reduktion der bi-axialen Spannungen und beeinflussen auf diese Weise die
Messungen der mittleren Peak-Verschiebungen. Die Abplatzungen legen zur gleichen Zeit auch
BC-Oberflachenbereiche frei, an denen das TGO-Wachstum erneut einsetzen kann. Das Fehlen
von Informationen in Bezug auf das Ausmaf}, in dem Abplatzungen und hierdurch initiiertes
Neuwachstum stattfinden, bedeutet eine Unsicherheit bei der Bestimmung der mittleren Span-
nungszustinde in den TGO-Schichten. Je ldnger eine Probe zykliert wurde, desto hoher ist die
Wabhrscheinlichkeit fiir Abplatzungen. Dieser Zusammenhang zeigt sich an den relativ grofien
Fehlern, die sich fiir die TGO-Spannungen auf den Co-basierten Proben ergeben (Abbildung 4.5
(a) und (b)).

Der Wasserdampfeffekt auf die Eigenspannungen ist aufgrund von Unterschieden bei der
Oxidwachstumskinetik, die verschiedene Prozesse mit entgegengesetzter Wirkung beeinflusst,
nicht eindeutig. Wasserdampfzugabe fithrt zu einer Zunahme der Oxidationsrate von HVOF
NiCoCrAlY-BCs und férdert die Entstehung von Spinell-Phasen [96]. Zudem zeigt sich eine
hohere Abplatzungsrate von den BC-Oberflichen [79]. Dieses beschleunigte Wachstum bei gleich-
zeitig erhohter Abplatzungswahrscheinlichkeit bedingt zusétzliche Unsicherheitsfaktoren, die zu
den zufillig verteilten Ereignissen von Abplatzungen und im Anschluss neu einsetzendem Wachs-
tum mit entgegengesetzten Effekten auf die mittlere Spannung in den Schichten hinzukommen.
Unabhéngig von der Zyklierumgebung unterliegen die Spannungsentwicklungen als Funktion der
TGO-Schichtdicke diesen stochastischen Prozessen, deren Effekte in den Messdaten erkennbar
sind.

Grundsétzlich ergaben die PSLS-Messungen als Zwischenresultat die mittleren Peak-
Verschiebungen, die aus den Lumineszenzspektren iiber ein Pseudo-Voigt-Profil abgeleitet wur-
den. Mogliche Unterstrukturen der Spektren, die prinzipiell verschiedenen Peak-Verschiebungen
und somit unterschiedlichen Spannungsniveaus zugeordnet werden konnen, wurden hierbei
nicht berticksichtigt. Der tatséichliche Spannungszustand ist folglich komplexer als sich aus
der Betrachtung der mittleren Spannungen ergibt und stellt eine Uberlagerung einer Vielzahl
von leicht variierenden Spannungsniveaus dar. Ein Mapping der Spannungsverteilungen mit

hoherer rdumlicher Auflésung und anschlieflender statistischer Analyse der Messdaten stellt ei-
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4.4 Lebensdauern kompletter WDS-Systeme unter thermischer Zyklierung
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Abbildung 4.7: Lebensdauern der WDS-Systeme [97] in logarithmischer Darstellung als Funktion der
inversen BC-Grenzflichentemperatur bei 1400°C Oberflichentemperatur und (5 min/2 min)-Zyklen

ne Méglichkeit zur Identifikation dieser einzelnen Beitréige zu der gemittelten Spannung dar [84].
Fiir einen Vergleich der Spannungen in den Oxidschichten auf mehreren Proben werden trotz
des geringeren Auflosungsvermogens bevorzugt die defokussierten Anregungsstrahlen verwendet,
um unabhéngig von einer moglicherweise selektiven Wahl der Messpositionen auf den einzelnen

Proben représentative Ergebnisse zu erzielen.

4.4 Lebensdauern kompletter WDS-Systeme unter thermischer
Zyklierung

Abbildung 4.7 stellt die bei der thermischen Zyklierung unter Temperaturgradient (Kapitel 3.2.2)
gemessenen Lebensdauern dar, die fiir einen Vergleich mit den Ergebnissen auf theoretischer
Ebene zur Verfiigung standen [97].

Die Darstellung der Lebensdauern als Funktion der inversen Interfacetemperatur Tpc
beriicksichtigt einen aufgrund der thermischen Aktivierung der Lebensdauer begrenzenden Pro-

zesse vorliegenden, funktionalen Zusammenhang, der empirisch iiber einen Arrhenius-Ansatz
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4 Experimentelle Ergebnisse

mit Boltzmann-Faktor erfasst werden kann.

Die Streuung der experimentellen Daten kann zum einen auf Unterschiede in der Mikrostruk-
tur der Topcoat-Schichten zuriickgefiihrt werden, die aufgrund von statistischen Schwankungen
im Herstellungsprozess iiber das Plasmaspritzen auftreten. Es ergeben sich lokale Unterschie-
de beim Rissfortschritt wegen lokal unterschiedlicher, unmittelbar mit der Mikrostruktur ver-
kniipfter Bruchzéhigkeiten [54]. Zum anderen kénnen Fluktuationen der zur Erzeugung des
Temperaturgradienten verwendeten Brennerflamme zu lokalen Abweichungen von der mittleren
Oberflachentemperatur fithren. Die verdnderte Belastungssituation beeinflusst in der Folge das
thermisch induzierte Spannungsfeld und somit die zu Systemversagen fithrenden bruchmechani-
schen Prozesse.

Als Mittelwert fiir die Lebensdauer kann basierend auf einer gréfileren Zahl an zyklierten WDS-
Systemen (Kapitel 3.1.3) ¢ = (1000 £ 300) Zyklen fiir eine Zyklierung bei einer Interfacetempe-
ratur von 1096°C, die bei einer Oberflichentemperatur von 1400°C und einer Temperatur am

Substratzentrum von 1050°C erzielt wird, angegeben werden [97].
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5. Ergebnisse der Modellierung

Basierend auf den experimentell ermittelten Spannungsdaten wurden zentrale Annahmen des
Lebensdauermodells iiberpriift. Weitere, das Lebensdauermodell fundierende Studien umfassten
den Nachweis des spannungsfreien Hochtemperaturzustandes und eine statistische Analyse zur
Einschétzung der Verwendbarkeit der wesentlich berechnungseffizienteren, zweidimensionalen
Modelle auf Grundlage eines Vergleichs mit dreidimensionalen FE-Spannungsfeldanalysen.

Die Ergebnisse der Lebensdauermodellierung sind in einem Vergleich mit den experimentellen

Werten und in Diskussion der Effekte der Eingangsparameter in Kapitel 5.3 dargestellt.

5.1 Uberpriifung zentraler Modellierungsannahmen

Im Folgenden wird dargelegt, wie die im Rahmen der Lebensdauermodellierung verwendete
Definition der FE-Modelle und die Annahme eines spannungsfreien Hochtemperaturzustandes
durch weitere FE-Analysen gestiitzt wurden. Kapitel 5.1.1 stellt die experimentell iiber PSLS
ermittelten Spannungsdaten den Ergebnissen strukturmechanischer FE-Analysen zur Kontrol-
le der Randbedingungen und der Materialparameter des BC-TGO-Systems gegeniiber. Zur
Uberpriifung der Spannungsfreiheit des Schichtsystems zu Beginn der Kiihlphasen wurde die
in Kapitel 5.1.2 dargestellte transiente FE-Analyse ausgefiihrt.

5.1.1 TUmsetzung der strukturmechanischen Randbedingungen

Eine Validierung der Umsetzung der strukturmechanischen Randbedingungen im Hinblick auf
die Definition des physikalischen Randwertproblems als auch im Hinblick auf die Vorgabe der
Materialparameter erfolgte durch einen Vergleich auf Grundlage der experimentell bestimmten
Spannungen (Kapitel 4.3.2). Der Vergleich bot zudem eine Méglichkeit zur Uberpriifung der
Néherungsfunktion (Kapitel 5.2.2), die zur Beschreibung der beiden unterschiedlichen Ober-
flichentopographien herangezogen wurde.

Dem Algorithmus in Kapitel 2.3.2.1 folgend wurden unter Auslassung der Topcoat-Knoten fiir
die halbe Hohe der BC-Proben (Kapitel 3.1.2.1) zweidimensionale FE-Modelle erstellt, um die
in-plane-Spannungen in der Oxidschicht, deren Dicke in den Berechnungen variabel einstell-
bar war, zu berechnen. Als Annahme wurde verwendet, dass die Oxidschicht in den Modellen

ausschliellich aus a-Al;O3 bestand.
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5 Ergebnisse der Modellierung

Priparation S, [nm]  Sg; A [pm] L [pm]

120 grit 0,67 0,131 165 56
600 grit 0,19 0,057 0,47 37

Tabelle 5.1: Mittlere gemessene Oberflichenparameter aus Tabelle 4.2 und abgeleitete Interfacepara-

meter

o, [GPa] 5 '
1 o
&

-3,5 -3,2 -3,0 -2,7

Abbildung 5.1: Berechnete Verteilung der Normalspannung in z-Richtung in den TGO-Schichten fiir

die beiden unterschiedlichen Oberflachenparametrisierungen in Tabelle 5.1

Fiir die Co-basierten und Ni-basierten Proben wurden unterschiedliche Materialparameter fiir die
thermischen Ausdehnungskoeffizienten verwendet [98]. Die Daten zu den Ni-basierten Proben
entsprechen den BC-Daten im Rahmen der Lebensdauermodellierung. Da vor der Zyklierung
keine Auslagerung der BC-Proben erfolgte, besteht die Moglichkeit, dass diese Daten aufgrund
einer Anderung des thermischen Ausdehnungskoeffizienten durch Phasentransformation [98, 99]
von den tatséchlich vorliegenden Werten abweichen.

Es wurde eine homogene Temperaturverteilung vorgegeben. Die untere Modellgrenze wurde in
z-Richtung fixiert. An den seitlichen Modellbegrenzungen wurden die zu validierenden, peri-
odischen Randbedingungen (Kapitel 2.3.3.1) definiert. Ferner wurde der generalisierte ebene
Verzerrungszustand (Kapitel 2.3.3.2) in den FE-Berechnungen vorgegeben. Auf der Grundlage
der gemessenen Oberflichenrauheitsparameter (Tabelle 4.2) wurden nach dem Gleichungssystem
unter Kapitel 2.3.2.1 die Parameter der Cosinus-Grenzflichenfunktionen in Tabelle 5.1 berech-
net.

Abbildung 5.1 zeigt beispielhaft eine Verteilung der Normalspannungskomponente in z-Richtung
nach Abkiihlung des Systems vom spannungsfreien Hochtemperaturzustand auf Raumtempera-
tur fiir eine bei 1000°C zyklierte Schicht. Fiir geringere TGO-Dicken zeigt sich eine vergleichbare
Verteilungsstruktur, die Spektren der auftretenden Spannungsbetréige nehmen in diesem Fall in
ihrer Breite ab.

In Abbildung 5.2 sind neben den aus Abbildung 4.5 entnommenen experimentellen Daten zu den
Spannungszustinden die numerischen Ergebnisse durch schraffierte Flichen, deren Mittellinie
durch die mittleren Normalspannungen in xz-Richtung gegeben ist, dargestellt.

Die als Mittelwert iiber die FE-Knoten-Positionen berechnete mittlere Normalspannung ist

néherungsweise unabhingig von der TGO-Schichtdicke. Fiir die rauere Seite der Ni-basierten
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Abbildung 5.2: Vergleich der gemessenen Eigenspannungen aus Abbildung 4.5 mit den berechneten
Werten, die innerhalb der schraffierten Bereiche liegen. Die zentralen Linien der Bereiche entsprechen den
Mittelwerten der Spannungsfelder. Die zugehorigen Standardabweichungen, die als Maf fiir die Streuung

der Werte herangezogen wurden, sind iiber die Hohen der Bereiche gegeben.

Proben (Abbildung 5.2 (c¢)) ergaben sich mittlere Druckspannungen von 3,28 GPa (1100° C),
3,13 GPa (1050° C) und 2,98 GPa (1000° C). Jedoch zeigen die entsprechenden Standardab-
weichungen, die als Maf fiir die Heterogenitét der berechneten Spannungsfelder herangezogen
wurden, eine Zunahme mit steigender TGO-Dicke, weil die Breite des Spannungsspektrums mit
hoher werdenden Schichten zunimmt. Die auf den glatteren Oberflichen berechneten Druck-
spannungen sind leicht héher und zeigen eine kleinere Varianz aufgrund der kleineren Rauheits-
parameter.

Die berechneten Spannungen stimmen mit den PSLS-Resultaten darin iiberein, dass auf den
glatteren Oberflichen leicht hohere Spannungen auftreten. Auch der Temperatureffekt, der sich
in der Zuordnung der einzelnen Temperaturen auf die Hohe der Spannungsbetrige zeigt, wird
qualitativ korrekt wiedergegeben.

Im Vergleich mit den experimentellen Daten lassen sich die thermischen Spannungen aufgrund
der Diskrepanz zwischen den thermischen Ausdehnungskoeffizienten als Hauptbeitrag zu den

experimentell ermittelten Eigenspannungen identifizieren. Die relative Position der den drei
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5 Ergebnisse der Modellierung

Zykliertemperaturen zugeordneten Spannungsentwicklungen weist Abweichungen auf, die nicht
alleine durch die verschiedene Zykliertemperatur {iber den linearen Zusammenhang zwischen
Temperaturdifferenz AT = T — T,y und Spannung 0 = FAaAT erkldrbar sind. Die Verschie-
bung der theoretischen Ergebnisse fiir 1000°C gegeniiber der nichsthoheren Temperatur gibt
die relative Position der experimentellen Daten fiir die beiden niedrigeren Temperaturen wieder
wie entsprechend des Temperatureinflusses auf die thermisch induzierten Spannungen zu erwar-
ten ist. Die Messwerte fiir die hochste Temperatur liegen exponiert und sind nicht durch den
reinen Temperatureffekt auf die thermisch induzierte Spannung erklérbar. Zu erwarten wire in
erster Niherung, dass die Gleichung o11000¢/010500c & 0105000/ 10000¢ in Néherung erfiillt wird
und die drei Messreihen in allen Diagrammen aus Abbildung 5.2 &hnlich weit wie die FE-Werte
auseinander liegen.

Vor diesem Hintergrund erscheint die Abschéitzung des systematischen Fehlers, der den Einfluss
der zur Umrechnung der Frequenzverschiebung auf den mittleren Spannungszustand verwende-
ten Gleichung nach Kapitel 4.3.2 berticksichtigt, sinnvoll. Die exponiert gelegenen Messdaten zur
hochsten Zykliertemperatur, bei der die kolumnare Mikrostruktur am weitesten ausgepragt ist,
riicken hierdurch ndher an die darunter liegenden Werte heran, wodurch sich ein konsistenteres
Gesamtbild zeigt.

Die absolute Lage der Ergebnisse der FE-Analysen zeigt moglicherweise Abweichungen, weil die
Spannungsberechnungen ausschlieflich den Beitrag der thermisch induzierten Spannungen in
den TGO-Schichten umfassten. Effekte von Phasentransformationen und in Folge Verdnderungen
der Ausdehnungskoeffizienten, die wegen fehlender Auslagerung der BC-Proben vor den Zyklier-
experimenten moglich erscheinen, sowie von aus Volumenzunahmen durch Oxidation resultie-
renden Wachstumsspannungen, die angesichts der wiederholt auftretenden Abplatzungen und
anschliefendem Neuwachstum entscheidend sein kénnten, wurden nicht beriicksichtigt. Die zeit-
liche Entwicklung und die Bedeutung dieser weiteren Beitrige zum Gesamtspannungszustand
miissen jedoch unter Beriicksichtigung einer Effektabschwichung oder -unterdriickung aufgrund
von Hochtemperaturrelaxation gesehen werden.

Die Verwendung der Oberflichenniherungsfunktion ldsst zudem lokale Abweichungen der Ober-
flichenbeschaffenheit auler Acht, die basierend auf den Rauheitsparametern abstrahiert wurde.
Die Varianz der berechneten mittleren Spannungen ist demzufolge aufgrund der vereinfachten
Geometrie unterschétzt, da Berechnungen an komplexeren Strukturen in anderen Spannungs-
verteilungen mit hoherer Abweichung der Extremwerte resultieren wiirden.

Die Umsetzung der Randbedingungen und die Definition der Materialparameter fithrten im
Rahmen der FE-Analysen zu Ergebnissen, die in grundsitzlicher Ubereinstimmung mit den
experimentellen Daten sind. Aufgrund des mafigeblichen Einflusses der Wahl der Randbedin-
gungen auf die Modellierungsergebnisse zeigten sich fiir andere Randbedingungen deutlich ab-
weichende Ergebnisse. Eine Fixierung der seitlichen Randknoten fiithrte bei der Berechnung

des Abkiihlvorgangs zu Zugspannungen innerhalb der TGO, da die gesamte im Modell erfasste
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5.2 Simulation realititsnaher Spannungsfelder

Struktur kontrahiert. Dieses Ergebnis steht im direkten Widerspruch zu den experimentellen
Ergebnissen. Die Umsetzung freier Rénder gibt die Integration des modellierten Teilsystems in
die Gesamtstruktur nicht korrekt wieder. Die Wahl der periodischen Randbedingungen nach Ka-
pitel 2.3.3.1 stellt folglich einen sinnvollen und experimentell validierten Ansatz zur Einbindung

der strukturmechanischen Randbedingungen dar.

5.1.2 Spannungsfreiheit des Systems am Ende der Hochtemperaturphase

Die Annahme der Spannungsfreiheit am Ende der Hochtemperaturphase ist erforderlich, da die
Berechnung des Aufheizprozesses wegen eingeschriankter Moglichkeiten bei der Definition einer
Referenztemperatur unter Gradient durch die im Rahmen linear-elastischer Berechnungen bis
auf das Vorzeichen dquivalente Berechnung des Abkiihlvorgangs ersetzt werden musste (Kapitel
2.3.1.2).

In einer transienten, strukturmechanischen Analyse wurde die o,-Verteilung im Topcoat
wihrend der ersten Hochtemperaturphase einer Zyklierung unter Temperaturgradient (Kapi-
tel 3.2.2) berechnet. Die FE-Modell-Spezifikationen entsprachen den Standardeinstellungen im
Rahmen der Lebensdauermodellierung, die in Kapitel 5.3 angegeben sind. Uber Gleichung 2.38
wurde der Norton-Ansatz zur Beschreibung des Kriechverhaltens mit den Parametern fiir YSZ
aus Tabelle 2.9 implementiert.

Abbildung 5.3 zeigt die aus der FE-Analyse erhaltene, transiente Verteilung der Normalspan-
nungskomponente o, im Topcoat in einer vergréflerten Darstellung des Wertebereichs unterhalb
einer relativen Hiufigkeit von 10%.

Es zeigt sich eine deutliche Reduktion der Breite der einzelnen Histogramme mit zunehmen-
der Zyklierdauer. Liegen hohere Spannungswerte vor, wie es bei den Spannungskomponenten
o, der Fall ist, ergeben sich nach dem Norton-Ansatz hoéhere Kriechraten, so dass der Ge-
samtspannungszustand ausschliefllich durch Spannungsbetrige nahe Null charakterisiert wird.
Die Annahme eines spannungsfreien Zustandes am Ende der ersten Hochtemperaturphase wird

folglich durch die unabhéingig ausgefiihrten Berechnungen gestiitzt.

5.2 Simulation realitdtsnaher Spannungsfelder

Der in Kapitel 2.3.2.2 dargestellte Algorithmus zur Implementierung einer aus Topographie-
messungen (Kapitel 3.3.2) bekannten, realititsnahen BC-Interfacestruktur in eine FE-Analyse
birgt den entscheidenden Nachteil, dass neben der im Vergleich zu zweidimensionalen Analysen
langeren Rechendauer auch die vorbereitenden Schritte der Geometrie- und Netzerstellung deut-
lich léangere Zeiten in Anspruch nehmen. Aus diesem Grund sind zweidimensionale FE-Modelle
trotz der weniger akkuraten Erfassung der Mikrostruktur zu bevorzugen. Vor diesem Hinter-
grund wird die grundlegende Frage erortert, ob eine zweidimensionale Ndherung der Mikrostruk-

tur basierend auf Ndherungsfunktionen, deren Parameter aus Oberflichenrauheitsparametern
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Abbildung 5.3: Entwicklung der Spannungsverteilung im Topcoat wihrend der ersten Hochtempera-
turphase der Zyklierung aus zwei Perspektiven in Darstellung des Bereichs der relativen Haufigkeit von
unter 10%. Die Breite der Histogramme verringert sich. Die Spannungsbetriige nihern sich schnell der
Null an.

abgeleitet werden, ohne Informationsverlust in Bezug auf die dariiber liegenden Topcoat-

Spannungsfeldverteilungen realisierbar ist.

Die thermisch induzierten Spannungsfelder wurden unter Vorgabe identischer Temperaturfelder
in Orientierung an den Zyklierexperimenten (Kapitel 3.2.2) berechnet. Die Referenztemperatur
betrug 60°C. Entsprechend der in Kapitel 2.3.3.2 dargestellten Vorgehensweise wurden kon-
sistente, strukturmechanische Randbedingungen umgesetzt. Die Berechnung der Spannungen

erfolgte unter Annahme eines spannungsfreien Hochtemperaturzustands (Kapitel 5.1.2).

Die thermisch induzierten Spannungsfelder wurden im Hinblick auf die Verteilung der
nach Kapitel 2.2.1.1 fiir Rissfortschritt nach Risséffnungsmodus I relevanten out-of-plane-
Normalspannungskomponente im Topcoat statistisch ausgewertet. Die statistische Auswertung
konzentrierte sich hierbei auf die diese Komponente, da die Spannungskomponenten in der Be-
zugsebene durch die strukturmechanischen Randbedingungen determiniert wurden. Ein Ver-
gleich der 2D-Spannungsfeldverteilungen zu der 3D-Referenzverteilung erfolgte fiir drei verschie-

dene Niherungsfunktionen und vier verschiedene TGO-Dicken.

Die Ergebnisse der FE-Analysen auf Grundlage von 3D-Modellen mit realitéitsnaher Grenzflache
sind im folgenden Kapitel und im daran anschlieBenden die Ergebnisse der 2D-Analysen mit

Néherungsfunktionen im Vergleich zur 3D-Referenz dargestellt.
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5.2 Simulation realititsnaher Spannungsfelder

0 500
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Abbildung 5.4: Verteilung der Normalspannung in z-Richtung in dem zu Abbildung 2.12 komple-
mentéren Topcoat an der BC-Grenzfldche bei (a) fehlender und (b) 6 pm dicker TGO-Schicht

5.2.1 Topcoat-Spannungsverteilung in dreidimensionalen Modellen

Entsprechend der ersten Spezifikationen aus Kapitel 2.3.2.2 waren die Dimensionen der 3D-
Modelle 250 pm x 180 pm x 100 pm. Fiir jede in den Berechnungen erfasste, individuelle
Oberfléchenstruktur wurden jeweils vier Modelle ohne TGO-Schicht und mit 2 pm, 4 pm sowie
6 pm TGO-Schichtdicke erzeugt. Die maximale Kantenlinge der finiten Elemente lag bei 2
pm. Um die Genauigkeit der Vernetzung zu iiberpriifen, wurde eine zusétzliche vollstéindige
Analyse unter Vorgabe einer maximalen Kantenlinge von 1,5 pm durchgefiihrt. Es ergab sich
keine signifikante Abweichung zu den Ergebnissen unter den zuvor gewéhlten Einstellungen im
Rahmen der statistischen Auswertung der Spannungsverteilung.

Abbildung 5.4 zeigt exemplarisch die Spannungsfelder in dem Topcoat, der das komplementéire
Objekt zur 3D-Geometrie in Abbildung 2.12 darstellt, ohne und mit 6 pm dicker TGO-Schicht.
Die Randbereiche wurden bei der statistischen Auswertung nicht beriicksichtigt, um den Einfluss

von im Zuge der Modellerstellung auftretenden Artefakten zu minimieren. Je Modell bilden etwa
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5 Ergebnisse der Modellierung

37000 Knoten die Datengrundlage zur Auswertung der Spannungsfelder.

Zur 3D-Referenzanalyse wurden zehn unterschiedliche Modelle mit zehn unterschiedlichen Ober-
flachenprofilen berechnet. Die vier resultierenden, gemittelten Verteilungen sind nach der Dicke
der TGO-Schicht unterteilt in Abbildung 5.5 mit den dazugehdrenden mittleren Fehlern der
Mittelwerte unter Beriicksichtigung eines Schwellwertes oy, = 2 MPa fiir die Spannungsbetréige
dargestellt. Der Schwellwert oy, wurde bei der Darstellung der Histogramme gesetzt, weil die
Histogramm-Klassen, die bei Null zentriert sind, wegen der relativ grofien Modellteilbereiche
in groflerer Entfernung zur BC- bzw. TGO-Grenzfliche mit relativ geringen Spannungen un-
verhéltnisméBig stark frequentiert waren. oy, diente primér einer Skalierung der Null-zentrierten
Klasse gegeniiber den anderen Klassen und hatte keinen Einfluss auf die Struktur der Vertei-
lungen, da die unterdriickten Spannungsbetriige |o| < oy, ausschliefllich in die jeweilige bei Null
liegende Klasse eingingen. Die relativ kleinen Fehler deuten an, dass eine Mittelung iiber zehn
unterschiedliche Geometrien hinreichend genau ist.

Die Breiten der Spannungsverteilungen nehmen ab, weil die Diskrepanz der thermischen Aus-
dehnungskoeffizienten an der TGO-Topcoat-Grenzfliche kleiner ist als an der BC-Topcoat-
Grenzfliche (Tabelle 2.6). Dies fiihrt zu einer deutlichen Reduktion der anfiinglich vorliegenden
Spannungsbetrige sobald das TGO-Wachstum eingesetzt hat. Die Inversion des Spannungsfeldes
infolge des TGO-Wachstums, die an der Verschiebung des gesamten Spektrums in Richtung des
Zugspannungsbereichs erkennbar ist, tritt auf, weil der thermische Ausdehnungskoeffizient des
Topcoats zwischen den entsprechenden Werten fiir die TGO und den BC liegt. Der Schwerpunkt
der Verteilung verschiebt sich wegen der unterschiedlichen, relativen Anteile der Bereiche mit

Druck- und Zugspannung.

5.2.2 Néiherung der Spannungsfelder durch zweidimensionale Modelle

Aufgrund der hohen geometrischen Gradienten wurden die 2D-Modelle fiir verschiedene
Interface-Néherungsfunktionen unter Verwendung von Dreieckselementen [65] nach Kapitel
2.3.2.1 erstellt. Die 2D-Modelle wurden basierend auf einer Approximation der Mikrostruk-
tur iiber eine Cosinus-Funktion mit den Parametern der Ausgangsversion des Modells [27], eine
Cosinus-Funktion mit berechneten Parametern und eine modifizierte Naherungsfunktion, deren
Eingangsparameter ebenfalls berechnet wurden, erstellt. Die berechneten Parameter der Grenz-
flichenfunktionen in Tabelle 5.2, in der zusétzlich deren maximalen Gradienten enthalten sind,
ergaben sich nach Kapitel 2.3.2.1 aus den mittleren Rauheitsparametern S, und Sg, aus Tabelle
4.2.

Zur Berechnung der thermisch induzierten Spannungsfelder wurden die gleichen Temperaturin-
formationen wie in Kapitel 5.2.1 vorgegeben. Die strukturmechanischen Randbedingungen wur-
den konsistent nach Kapitel 2.3.3.2 definiert. Die Modellhéhe betrug 130 pm. Bezogen auf den
Nulldurchgang der Grenzflichenapproximation betrug die Dicke des BCs 30 pum. Die Topcoat-
Dicke betrug dementsprechend 100 pm. Die Breite der Modelle entsprach einer Wellenldnge
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Abbildung 5.5: Histogramme zu den gemittelten Spannungsverteilungen der Normalkomponente in z-
Richtung unter Angabe der mittleren Fehler der Mittelwerte. Die Inversion des Spannungsfeldes aufgrund
des Anwachsens der TGO-Schicht wird im Vergleich zu dem gestrichelt eingezeichneten spannungsfreien

Zustand deutlich.

L bei einer lateralen Netzauflosung von 0,1 pm. Die Anzahl der fiir die Auswertung relevan-
ten Knoten war somit abhéngig von der N#éherungsfunktion und lag zwischen 3300 und 8200
Spannungswerten.

Die thermisch induzierten Spannungsfelder {iber der Néherungsfunktion

+(z) = Acos (%%) (5.1)

mit den vorgegebenen Parametern [27] sind in Abbildung 5.6 fiir die vier unterschiedlichen
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5 Ergebnisse der Modellierung

Cosinus Modifizierter Cosinus
nach [27] berechnet berechnet
A [pm] 10 14,4 4,9
L [ym] 50 26 41
maximaler Gradient 1,26 3,48 2,05

Tabelle 5.2: Vorgegebene Parameter der Interfaceniherungsfunktion [27] und berechnete Werte basie-
rend auf den mittleren gemessenen Oberflichenrauheitsparametern aus Tabelle 4.2 fiir eine N#iherung
durch eine Cosinus-Funktion (Gleichung 5.1) und durch eine modifizierte Cosinus-Funktion (Gleichung
5.2).

TGO-Dicken dargestellt.
Aus diesen Spannungsfeldern resultieren die in Abbildung 5.7 dargestellten Histogramme zur
Spannungsverteilung im Topcoat. Die Histogramme sind unter ergénzender Angabe des Mittel-

wertes und der Standardabweichung der zugrunde liegenden Datensétze nach Anwendung des

A A 4

L.

X -250 -200 -100 0 100 150

o, [MPa]

Abbildung 5.6: Spannungen in z-Richtung im Topcoat nach Abkiihlen von Betriebstemperatur (1400°C
Oberfliichentemperatur) auf Niedrigtemperatur fiir vier unterschiedliche TGO-Dicken. Die Approximation
der Mikrostruktur basiert auf Gleichung 5.1.
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Abbildung 5.7: Verteilungen der Normalspannungskomponente in z-Richtung im 2D-Topcoat iiber
der nach [27] parametrisierten Cosinus-Funktion in Gleichung 5.1 fiir vier unterschiedliche TGO-Dicken.
Grundlage zur Histogrammerstellung waren die 2D-Spannungsfelder aus Abbildung 5.6. Die Angabe der
Mittelwerte und Standardabweichungen der Verteilungen dient dem Vergleich mit den Spannungsvertei-

lungen zu der 3D-Referenzoberfliche aus Abbildung 5.5.

Schwellwertes oy, = 2 MPa (Kapitel 5.2.1) im Vergleich zur 3D-Referenzverteilung aus Abbil-
dung 5.5 dargestellt.

Die Verteilung fiir das Zweischichtsystem ohne TGO weist analog zum 3D-Modell héhere Span-
nungsbetrige auf. Aus diesem Grund wurden die Spannungsintervalle in den Histogrammen
entsprechend der unterschiedlichen maximalen Spannungsbetrige gewihlt, wobei die Klassen-
Breite beibehalten wurde. Die Inversion des Spannungsfeldes im 2D-Modell verhalt sich dhnlich
zur Spannungsfeldentwicklung in den 3D-Modellen.

Fiir das Zweischichtsystem ohne TGO zeigt die Verteilung der Zugspannungen eine hohe
Ubereinstimmung zum 3D-Referenzhistogramm. Trotz der Unterdriickung der Spannungen, die
betragsméafig kleiner als der Schwellwert oy, sind, existiert ein dominierender Beitrag der kleinen
Spannungswerte von etwa einem Drittel zur Verteilung. Die Verteilung der Druckspannungen
weist Abweichungen von der Referenzverteilung auf. Die maximalen Druckspannung weicht um

etwa 100 MPa ab und iiber nahezu das gesamte negative Spannungsintervall ist die Verteilung
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5 Ergebnisse der Modellierung

fiir das 2D-Modell deutlich unterhalb der 3D-Verteilung lokalisiert.

Die Ubereinstimmung im Druckspannungsbereich steigt im Hinblick auf die Modelle mit 2 pm
TGO-Schichtdicke. Der Zugspannungsbereich wird hierbei jedoch weniger prizise wiedergegeben.
Die Verschiebung des Spannungsmittelwertes bei der Inversion des Spannungsfeldes ist bei den
3D-Strukturen grofler. Dieser Trend wird in den zwei Histogrammen fiir 4 pm und 6 pm TGO-
Schichtdicke bestétigt. Die Referenzverteilungen werden in beiden Féllen sowohl in Bezug auf
die Breiten der Verteilungen als auch auf die maximalen Zugspannungen nicht hinreichend exakt
gendhert.

Die charakteristischen Eigenschaften der Spannungsverteilungen zeigen sich auch in den Hi-
stogrammen der Abbildungen 5.8 und 5.10 zu den N&herungsfunktionen mit den berechneten
Parametern. Die Breite der auf Grundlage der Spannungsfelder erstellten Histogramme ist in
den Zweischichtsystemen hoher als in den Dreischichtsystemen. Die Inversion findet in modell-
spezifischer Abhéngigkeit von der transienten TGO-Dicke statt.

Abbildung 5.8 zeigt die Verteilungen der Normalspannungskomponente in z-Richtung fiir die
Cosinus-Grenzflichennéherung nach Gleichung 5.1 mit den berechneten Parametern aus Tabelle
5.2.

Fiir das Zweischichtsystem werden die 3D-Referenzverteilungen im Druckspannungsbereich ex-
akter reprisentiert. Die maximale Druckspannung ist in Ubereinstimmung zur Referenzvertei-
lung. Im Druckspannungsbereich liegt ndherungsweise eine gleichférmige Verteilung vor, die auch
iiber den jeweiligen Intervallen in den Verteilungen fiir 2 pm und 4 pm TGO-Schichtdicke erhal-
ten bleibt. Im Gegensatz zu Abbildung 5.7 sind die Strukturen der Referenzverteilung nicht in
gleichem Mafle korrekt erfasst. Insbesondere die Zugspannungen werden nicht so prizise wieder-
gegeben. Die Akkumulation der Spannungswerte mit Betréigen nahe Null in der entsprechenden
Klasse ist in allen vier Diagrammen nicht so ausgepréigt wie im Fall der Cosinus-Funktion mit
den Parametern nach [27].

Die modifizierte Grenzflichennédherungsfunktion ist eine Superposition aus einer urspriinglichen

und einer quadrierten Cosinus-Funktion.

2(z)=A <cos (%’rm) + 2 cos? (2%3:)) (5.2)

Diese Modifikation wurde gew&hlt, um die Basisparametrisierung mit nur zwei Parametern iiber
A und L beizubehalten und gleichzeitig mehrere, geometrische Merkmale in die Modellierung der
Mikrostruktur zu integrieren. Die geometrischen Besonderheiten waren ein zusétzliches lokales
Maximum, ein anderer maximaler Gradient (Tabelle 5.2) und ein nicht achsensymmetrisches
Kurvenverhalten in der Umgebung der Minima.

Die thermisch induzierten Spannungsfelder iiber der modifizierten Ndherungsfunktion (Glei-
chung 5.2) sind in Abbildung 5.9 dargestellt.

Abbildung 5.10 zeigt die auf Grundlage der Daten aus Abbildung 5.9 erstellten Histogramme

zur Spannungsfeldverteilung im Topcoat iiber dieser modifizierten Grenzflichenfunktion.
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Abbildung 5.8: Verteilungen der Normalspannungskomponente in z-Richtung im 2D-Topcoat iiber
der Cosinus-Funktion in Gleichung 5.1 mit den berechneten Parametern fiir vier unterschiedliche TGO-
Dicken. Die Angabe der Mittelwerte und Standardabweichungen der Verteilungen dient dem Vergleich

mit den Spannungsverteilungen zu der 3D-Referenzoberfliche aus Abbildung 5.5.

Es zeigt sich eine am wenigsten prézise Naherung des Referenzhistogramms fiir das Zweischicht-
system ohne TGO. Hingegen erfolgt die Inversion des Spannungsfeldes iiber ein vergleichbares
TGO-Dicken-Intervall wie bei der Referenzverteilung. Zudem sind die maximalen Zugspannun-
gen verglichen mit den fiir die Cosinus-Funktionen erhaltenen Verteilungen am hochsten. Die
entsprechenden Referenzwerte werden jedoch auch hier nicht reproduziert. Der Anteil der Ver-
teilung in den Klassen um Null ist wie bei den Cosinus-Funktionen hoher als bei der Verteilung
fiir die Mittelung der 3D-Modelle. Dies fiithrt aufgrund der reduzierten relativen Anteile zu einer
ungenaueren Wiedergabe beider Kurvenverldufe im Zug- und Druckspannungsbereich.

Die Zug- und Druckspannungsbereiche in den nach Abkiihlen betrachteten Eigenspannungsfel-
dern befinden sich an den Maxima- und Minima-Positionen der BC-Oberfléiche, sofern es sich um
das Zweischichtsystem handelt. Mit zunehmender TGO-Dicke dndern sich diese Zuordnungen.
In Abhéngigkeit von der Modellgeometrie und den maximalen Gradienten (Tabelle 5.2) unter-
liegen die Entwicklungen der Spannungsfelder einer Inversion mit bestimmten Zwischenstadien,

die sich durch charakteristische Verteilungen der Spannungsniveaus auszeichnen.
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Abbildung 5.9: Spannungen in z-Richtung im Topcoat nach Abkiihlen von Betriebstemperatur (1400°C
Oberfliichentemperatur) auf Niedrigtemperatur fiir vier unterschiedliche TGO-Dicken. Die Approximation
der Mikrostruktur basiert auf Gleichung 5.2.

Ein hoherer maximaler Gradient der 2D-Naherungsfunktion resultiert in hoheren Druckspannun-
gen im Zweischichtsystem. Gleichzeitig hat er aufgrund der geometrieabhéingigen Entwicklung
der Spannungsfelder auch eine Reduktion der Breite der Verteilungen fiir die Dreischichtsysteme
zur Folge.

Die Einbindung eines zusétzlichen Peaks durch Modifikation der Grenzflachennaherungsfunktion
fiihrt zu einer verinderten Entwicklung der Histogramme mit einem charakteristisch erhohten
relativen Anteil in der bei 100 MPa zentrierten Klasse fiir die hochste betrachtete TGO-Dicke.
Diese Klasse korreliert mit dem Spannungsfeldteilbereich in der Nihe der beiden Minima in
Abbildung 5.9.

Eine vollstdndige Reproduktion der 3D-Referenzverteilung wird durch keinen der 2D-Ansétze
erreicht. In Abhiingigkeit der TGO-Schichtdicke ist die hochste Ubereinstimmung fiir die beiden
kleineren Werte (0 pm und 2 pm) durch die Spannungsverteilungen in den durch eine Cosinus-
Funktion umgrenzten Topcoats gegeben, wéhrend fiir die beiden dickeren TGO-Schichten (4 pm
und 6 pm) der Ansatz iiber die modifizierte Grenzfliichenfunktion die prézisere Nidherung ergibt.
Eine gezielte Modifikation der 2D-Grenzfunktion ist nur eingeschrinkt moglich, da umsetzbare

Parametrisierung grundsétzlich mit der Simulation komplexer Geometrien, die bereits in gewis-
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Abbildung 5.10: Verteilungen der Normalspannungskomponente in z-Richtung im 2D-Topcoat iiber
der modifizierten Cosinus-Funktion in Gleichung 5.2 fiir vier unterschiedliche TGO-Dicken. Grundlage
zur Histogrammerstellung waren die 2D-Spannungsfelder aus Abbildung 5.9. Die Angabe der Mittelwerte
und Standardabweichungen der Verteilungen dient dem Vergleich mit den Spannungsverteilungen zu der
3D-Referenzoberfliche aus Abbildung 5.5.

sem Mafle durch die Reduktion der Modelldimension unterbunden wird, in Widerspruch steht.
Vor diesem Hintergrund erscheint die vereinfachte Bestimmung der Spannungsverteilungen im
Rahmen umfassenderer Modelle anwendbar, falls die Entwicklung der Verteilungen in Bezug auf
die fiir das Zweischichtsystem erhaltene Verteilung und nicht die Information iiber die absoluten
Spannungswerte den relevanten Aspekt darstellen.

Dariiber hinaus miissen die Berechnungsdauern der unterschiedlichen Modelle in Betracht ge-
zogen werden, die fiir die 3D-Modelle mit realitdtsnahen Oberflichen auch im Hinblick auf die
Modellerstellung, Vernetzung und Umsetzung des TGO-Wachstums in der Simulation (nur ein
2D-Modell und je ein 3D-Modell) deutlich héher sind.

Die statistischen Analysen der entsprechenden Normalspannungskomponente deuten an, dass
die gemittelte 3D-Referenzverteilung auf der Grundlage der 2D-Modelle nur teilweise repro-
duzierbar ist. Eine Realisierung einer ganzheitlichen Ubereinstimmung der Verteilungen ist

vermutlich nur schwer erreichbar, da die Entwicklung der Topcoat-Spannungsverteilungen als
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Funktion zunehmender TGO-Dicke mit der Geometrie der Grenzfliche korreliert. Der entschei-
dende Faktor ist, dass die Reproduktion der komplexen 3D-Modellgrenzfliche nicht mit einer
iiberschaubaren Parametrisierung der 2D-Grenzfunktion vereinbar ist. Jedoch erscheint es im
Allgemeinen durchfiihrbar, eine Ndherungsfunktion zu finden, die eine Simulation eines rea-
litatsnahen Spannungsfeldes zu vorgegebener TGO-Dicke iiber einem definierten Spannungsbe-
reich ergibt. In Abhéngigkeit von den Zielen der Modellierung bestimmen die jeweiligen Er-
fordernisse an die Spannungsberechnung, ob die betrichtliche Reduktion der Rechenzeit die
weniger genaue Information iiber die Spannungsfeldverteilung und deren zeitliche Entwicklung
kompensiert oder ob ausfiihrlichere und prézisere Berechnungen erforderlich sind.

Im Rahmen der Lebensdauermodellierung ist die korrekte Darstellung der 3D-o,-Verteilung
durch die 2D-N&dherung in Bezug auf das Zugspannungsintervall nach der Spannungsfeldinver-
sion fiir héhere TGO-Dicken relevant, da diese Werte fiir Modus-I-Rissfortschritt entscheidend
sind. Die Rate der Spannungsfeldinversion 9a/ddrgo konnte durch die Verwendung der mo-
difizierten N#herungsfunktion nach Gleichung 5.2 dahingehend optimiert werden, dass die ent-
sprechenden Mittelwerte @ mit denen der Referenzverteilung im relevanten TGO-Dickenbereich

nahezu iibereinstimmen.

5.3 Lebensdauermodellierung

Die Lebensdauermodellierung erfolgte wegen der enormen Reduktion der Rechenzeit auf der
Grundlage von zweidimensionalen FE-Analysen. Die Berechnungsdauer ist abhingig von der
Anzahl der erforderlichen, strukturmechanischen Analysen, die nach der Berechnung der TGO-
Dickenentwicklung feststeht, und betréigt unter Verwendung von sechs Prozessoren bei den FEAs
in etwa eine halbe Stunde.

In Kapitel 5.2.2 wurde gezeigt, dass die dreidimensionalen Spannungsfelder komplexer sind und
deren Spannungsverteilung durch die zweidimensionale Niherung nicht detailgetreu wiederge-
geben werden. Entscheidend ist in erster Linie jedoch die Entwicklung der Spannungsvertei-
lung relativ zur Ausgangsverteilung in dem fiir Risswachstum relevanten Bereich als Funktion
der anwachsenden TGO-Schicht der Dicke dpgo in Abhéingigkeit der Inversionsrate do/ddrco.
Die Absolutwerte sind aufgrund der Kalibrierung des Modells nicht ausschlaggebend, weil nach
Gleichung 2.18 zur Berechnung der Rissldngen und somit der kritischen Energiefreisetzungsra-
ten grundsétzlich der Quotient aus zwei Spannungsfeldentwicklungen mit im Allgemeinen zwei
unterschiedlichen Integralwerten in die Modellanalyse eingeht. Diese relative Entwicklung der
Spannungsfelder wird nach Kapitel 5.2.2 von beiden getesteten Naherungsfunktionen korrekt
wiedergegeben. Die folgenden Ergebnisse basieren auf Berechnungen, die an beiden Interfa-
cefunktionen ausgefithrt wurden. Das Lebensdauermodell ist unabhéngig von der gew#hlten
Interfacenéherung anwendbar. Es wurden grundsétzlich die Daten zu den o,-Verteilungen ver-

wendet, da im Rahmen des bruchmechanischen Ansatzes (Kapitel 2.2.1.1) ausschlieflich der
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Abbildung 5.11: Fiir die statistische Analyse definierte Bereiche, in denen nach Spannungsfeldinversion
fiir Rissausbreitung relevante Zugspannungen vorliegen. Der Bereich im modifizierten Modell steht nicht
in Kontakt zum Interface, weil iiber dem lokalen Maximum nach Inversion Druckspannungen vorliegen
(vgl. Abbildung 5.9).

Riss6ffnungsmodus I betrachtet wurde.

Die Ausfithrung des Modells mit dreidimensionalen Modellen ist prinzipiell moglich, stellt aus
Zeitgriinden jedoch keine praktikable Alternative dar. Die Modellerstellung und die Berech-
nungsdauer sind nach Kapitel 2.3.2 wesentlich zeitaufwindiger. Zudem sind mehrere Modelle
erforderlich, da fiir jede in den Berechnungen zu berticksichtigende TGO-Dicke ein weiteres Mo-
dell erforderlich ist (Kapitel 2.3.2.2). Der Lebensdauermodell-Algorithmus lésst sich effizienter
und eleganter mit 2D-Modellen realisieren.

Die in den folgenden Unterkapiteln nach Variation der Eingangsparameter unterschiedenen Er-
gebnisse zur Lebensdauermodellierung wurden mit Modellen erzielt, die dem Algorithmus in Ka-
pitel 2.3.2.1 folgend erstellt wurden. Die Modellhohe betrug 90 pm. Die laterale Netzauflosung
war 0,1 pm. Die Festlegung des relevanten Bereichs wurde modellabhéingig entsprechend Abbil-
dung 5.11 auf Grundlage der Kriterien in Kapitel 2.2.2.2 vorgenommen.

Das Spannungsspektrum innerhalb der Bereiche unterliegt unabhéngig von der TGO-Dicke der
Bedingung, eine breite o.-Verteilung aufzuweisen, auf deren Grundlage eine eindeutige Kalibrie-
rung vorgenommen werden kann. Aufgrund der Einschrinkung, dass zu schmale Spannungs-
verteilungen im Rahmen der numerischen Analyse nur bedingt aufzulésen sind, wurden die
Berechnungen des Cosinus-Modells mit den Standardparametern und nicht mit den berechneten
Werten fiir A und L ausgefiihrt (Tabelle 5.2).

Zur Erlduterung des Einflusses der Bereichswahl auf die Lebensdauerberechnung in Kapitel 5.3.2

83
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wurden fiir die Cosinus-Struktur die zwei Bereiche aus Abbildung 5.11 (a) und (b) verwendet.
Um den Bereich mit den relevanten Zugspannungen einzubinden, wurde die Mindesththe ausge-
hend vom Minimum des Interfaces auf das 1,75-fache der Amplitude A gesetzt. Eine Variation
der lateralen Begrenzung wurde nicht in Betracht gezogen, da iiber dem weiteren Verlauf der
Cosinus-Struktur entgegengesetzt invertierende Bereiche des Spannungsfeldes auftreten, die im
Rahmen der statistischen Auswertung zu Widerspriichen fithren kénnen (Kapitel 2.2.2.2). Aus
dem gleichen Grund wurden bei der Definition des Bereiches fiir die nach Kapitel 5.2.2 modifi-
zierte Cosinus-Struktur in Abbildung 5.11 (c) die sich in Abbildung 5.9 nach Spannungsfeldinver-
sion zeigenden Druckspannungszonen von den bruchmechanischen Analysen ausgeklammert. Die
Zahl der berechneten Risspositionen betrug 7360 fiir die erste Bereichsfestlegung in Abbildung
5.11 (a), 6244 fiir die verkleinerte Version (b) und 1853 fiir die modifizierte Interfaceniherung
(c), so dass hinreichend viele Datenpunkte (FE-Knoten) fiir eine aussagekréftige Datenbasis im
Rahmen der statistischen Auswertung vorlagen. Berechnungen an den iiber die Bereichsfest-
legungen definierten Modellansétzen erfolgten mit den jeweils an diesen Modellen ermittelten
Kalibrierungsparametern.

Die thermische Last wurde in Orientierung an den Zyklierexperimenten (Kapitel 3.2.2) definiert.
Dementsprechend wurde die Referenztemperatur konstant auf 60°C gesetzt. Periodische Rand-
bedingungen (Kapitel 2.3.3.1) wurden nach dem in Kapitel 2.2.2 dargestellten Algorithmus in
der vorbereitenden Analyse eingesetzt, um die strukturmechanischen Randbedingungen der FE-
Analysen des zentralen Teils der numerischen Berechnungen zu ermitteln. Unstetigkeiten in den
Ergebnissen sind auf die den FEM-bedingte Diskretisierung des TGO-Wachstums in Schritten
von Adrgo = 0,1 pm zuriickzufiihren.

Nach einer Betrachtung der Aussagekraft und Interpretierbarkeit des abstrakten Kalibrierungs-
parameters in Kapitel 5.3.1 werden die Ergebnisse der Modellierung in Abhéngigkeit der Wahl
des relevanten Bereichs und der Interfacendherung in Kapitel 5.3.2 vorgestellt. Dem folgen in
den weiteren Unterkapiteln Diskussionen zu Ergebnissen, die in einer Sensitivitédtsanalyse zen-
traler Eingangsparameter erzielt wurden. Um die Auswirkungen der Parametervariation auf das
Modellierungsergebnis eindeutig zuordnen zu kénnen, wurde im Allgemeinen ausschliefflich ein
Parameter gedindert und das erhaltene Resultat mit dem Ergebnis zum Referenz-Parametersatz

verglichen.

5.3.1 Interpretation des Kalibrierungsparameters

Entsprechend Kapitel 2.2.2 wurde zur Kalibrierung des Modells eine experimentell ermittelte
Lebensdauerverteilung vorgegeben. Der Kalibrierungsparameter wurde in den Berechnungen
aller nachfolgend présentierten Ergebnisse in Bezug auf die spezifischen Bereichsdefinitionen in
Abbildung 5.11 unverédndert gelassen. Seine Bestimmung erfolgte nach Vorgabe der entsprechend
Kapitel 4.4 experimentell bekannten Lebensdauerverteilung iiber eine Gau-Verteilung t;(z) =
F(p, 05 ) mit dem Mittelwert 1 = 1000 Zyklen und der Standardabweichung o = 300 Zyklen fiir
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Abbildung 5.12: Auf der Grundlage der Lebensdauervorgabe ¢ = (1000 + 300) Zyklen berechneter
Kalibrierungsparameter C' und nach Gleichung 5.3 resultierender, relativer Verlauf der Bruchzihigkeit
Ki./K?.. Der Exponent n = 18 bezieht sich auf den in Tabelle 2.1 angegebenen Wert.

eine Interfacetemperatur von 1096°C, die bei den typischen Temperaturen von 1400°C an der
Probenoberfliche und 1050°C am Substratzentrum vorliegt. Die Vorgabe der experimentellen
Werte iiber diese Verteilung beeinflusst die daraus abgeleitete Form des Kalibrierungsparameters
aufgrund des in Kapitel 2.2.2.2 dargestellten Algorithmus.

Abbildung 5.12 zeigt den nach Vorgabe der Gauf-Verteilung resultierenden Kalibrierungspara-
meter C' als Funktion der Zyklenzahl berechnet nach Gleichung 2.16 am Beispiel des grofiten
Bereiches (Abbildung 5.11 (a)). Die Kalibrierung erfolgte fiir jeden der Bereiche separat, er-
gibt jedoch unabhéngig von der Festlegung des Bereiches den dargestellten, charakteristischen
Verlauf.

Wird Gleichung 2.15 unter der Annahme, dass der Geometrie-Faktor Y (Gleichung 2.11) und
der Proportionalitétsfaktor B (Gleichung 2.12) als Funktion der Zyklenzahl konstant sind, nach

dem Verhiltnis der Modus-I-Bruchzéhigkeit K. zu deren Anfangswert K? umgeformt,

i _ (Co)"" (5.3)
- \e :

kann die zyklenabhingige Entwicklung von C' als Implementierung der lokalen, relativen Risswi-
derstandszunahme identifiziert werden, die sich experimentell im R-Kurven-Verhalten durch
Risse beeintrichtigter Materialien zeigt (Abbildung 2.2). Die mit n = 18 aus Tabelle 2.1 ent-

sprechend umgerechnete Kurve ist in Abbildung 5.12 bezogen auf die numerisch verwendbaren

85



5 Ergebnisse der Modellierung

C-Werte als Funktion der Zyklenzahl dargestellt. In einem Vergleich mit experimentellen Er-
gebnissen zur Zunahme des Risswiderstands von YSZ, die entsprechend des Zusammenhangs in
Gleichung 2.2 als Funktion der Risslangenzunahme vorliegen, zeigen sich Parallelen im Hinbick
auf den qualitativen Verlauf [53-55].

Der relative Verlauf des Kalibrierungsparameters besitzt im Rahmen der bruchmechanischen
Auswertung einen physikalischen Hintergrund. Uber ihn wird der Effekt der lokalen Risswi-
derstandszunahme bei zunehmender Rissldnge beriicksichtigt, sofern die Annahme, dass der
Proportionalitétsfaktor aus dem Paris-Gesetz (Gleichung 2.12) konstant ist, gerechtfertigt ist.
In erweiterten Formulierungen des Zusammenhangs zwischen der Rate des Rissfortschrittes und
dem Verhiltnis der Spannungsintensititsfaktoren ist B haufig temperatur- und zeitabhéngig
[100]. In diesem Fall kann der zyklenabhingige Kalibrierungsparameter nicht zu dem riss-

laingenabhéngigen R-Kurven-Verlauf in Bezug gesetzt werden.

5.3.2 Temperatureffekte

Zur Analyse des Temperatureffektes auf die Lebensdauer wurden unterschiedliche Temperatur-
felder vorgegeben. Im Rahmen der allgemeinen, vorbereitenden Herleitung der zentralen Ergeb-
nisse des Lebensdauermodells wird im Folgenden nicht zwischen den einzelnen Bereichen aus
Abbildung 5.11 differenziert. Betrachtet wird zunéchst der in Abbildung 5.11 (a) definierte Be-
reich. Die alternativen Bereichsfestlegungen (Abbildung 5.11 (b) und (c)) fithren zu vergleichba-
ren Ergebnissen, die insbesondere keine signifikanten Abweichungen zeigen. Die Unterscheidung
der Bereiche wird wieder aufgenommen, sobald Relevanz im Hinblick auf die Modellierungser-
gebnisse vorliegt.

Das Zwischenergebnis des Vergleichs von aktueller und kritischer Energiefreisetzungsrate als
Funktion der Zyklen ist exemplarisch fiir die Berechnung mit einer Interfacetemperatur von
1065°C in Abbildung 5.13 gegeben.

Fiir jeden Zyklus ist ein Histogramm dargestellt, das die relative Héufigkeit der Risspositionen
angibt, die nach der Definition in Kapitel 2.2.2.1 kritisch in dem jeweiligen Zyklus sind. Die
aktuelle Energiefreisetzungsrate G wird als Kurve und nicht als Verteilung iiber die moglichen
Risspositionen angegeben, weil sich nur etwa 3% maximale Abweichung bei der Berechnung der
Pfadintegrale (Gleichung 2.10) ergaben, deren Startposition jeweils mit einem der FE-Knoten im
relevanten Bereich identifiziert wurde. Der in Abbildung 2.3 schematisch dargestellte, charakte-
ristische Anstieg der aktuellen Energiefreisetzungsrate G aufgrund des durch Sintern ansteigen-
den Elastizitdtsmoduls und die mit Rissfortschritt zusammenhingende Abnahme der kritischen
Energiefreisetzungsrate werden positionsabhéingig wiedergegeben. Der auf die individuellen Po-
sitionen bezogene Verlauf der beiden Kenngrofien entspricht der schematischen Darstellung in
Abbildung 2.3.

Basierend auf diesem Zwischenresultat erfolgt die Auswertung in Orientierung an dem in Kapitel

2.2.2.1 behandelten probabilistischen Konzept unter Verwendung des Kriteriums fiir Systemver-
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Abbildung 5.13: Statistische Verteilung der kritischen Energiefreisetzungsraten G, in den Histogram-
men im Vergleich zur Entwicklung der aktuellen Energiefreisetzungsrate G (schwarze Kurve) als Funktion
der Zyklen fiir eine Interfacetemperatur von 1065 °C in (a) dreidimensionaler Darstellung und (b) als
Aufsicht

sagen in Gleichung 2.5. Fiir die Lebensdaueranalyse werden diejenigen Positionen als kritisch
betrachtet, fiir die G, kleiner als G ist.

Die zyklenabhéngige, relative Haufigkeit fiir die diese Ungleichung erfiillt ist, kann in Abbildung
5.13 aufgrund des diskreten Verlaufs von G eindeutig bestimmt werden. In der statistischen Ana-
lyse entspricht diese monoton mit der Zyklenzahl steigende relative Haufigkeit einer kumulativen
Verteilungsfunktion fiir Systemversagen. Die Differenzen der kumulativen Wahrscheinlichkeiten
aus aufeinander folgenden Zyklen ergeben in Analogie zu kontinuierlichen Wahrscheinlichkeits-
verteilungen, bei denen die Ableitung der kumulativen Verteilungsfunktion der Wahrscheinlich-
keitsdichte entspricht, die Wahrscheinlichkeiten in den jeweiligen Zyklen. Die aus Abbildung
5.13 resultierende, kumulative Verteilungsfunktion und die assoziierte Wahrscheinlichkeitsdich-
teverteilung sind in Abbildung 5.14 fiir die Berechnung mit der Interfacetemperatur von 1065°C
dargestellt.

Die Daten zu der Wahrscheinlichkeitsdichte wurden zur {ibersichtlicheren Darstellung sequenz-
weise durch polynomiale Regression mit einem Savitzky-Golay-Filter [101] gegléttet. Dargestellt
sind somit generalisierte, gleitende Mittelwerte.

Im Vergleich zu der fiir 1096°C Interfacetemperatur vorgegebenen Gauf3-Verteilung zeigt sich ein
deutlicher Unterschied sowohl im Hinblick auf die Struktur als auch in Bezug auf den Schwer-
punkt der Verteilung. Die ausgehend von dieser Verteilung berechnete Lebensdauer betrégt (1533
+ 436) Zyklen, wobei auf ganzzahlige Zyklen gerundet wurde. Fiir weitere Interfacetemperaturen

ergaben sich die Diagramme in Abbildung 5.15.

87



5 Ergebnisse der Modellierung

Wahrscheinlichkeit

Wahrscheinlichkeitsdichte (-107°)

— H L 1 00
1000 2000 3000 4000

o

Zyklus

Abbildung 5.14: Aus Abbildung 5.13 nach Gleichung 2.5 resultierende, kumulative Wahrscheinlich-
keitsverteilung der Lebensdauer fiir eine Interfacetemperatur von 1065°C. Nach Bildung der Differenzen
aus den Wahrscheinlichkeiten aufeinander folgender Zyklen ergab sich die Wahrscheinlichkeitsdichtever-
teilung, auf deren Grundlage der Erwartungswert und die Standardabweichung berechnet wurden. Zum
Vergleich ist die zur Kalibrierung verwendete GauB-Verteilung mit einer Lebensdauer von (1000 + 300)

Zyklen bei 1096 °C gestrichelt eingezeichnet.

Die Verteilung zur Interfacetemperatur von 1096°C stellt die Reproduktion der experimentel-
len Vorgabe iiber die Gaufl-Verteilung nach Kapitel 5.3.1 dar und unterscheidet sich aus diesem
Grund deutlich von den anderen Berechnungsergebnissen. Die auf Grundlage der Wahrscheinlich-
keitsverteilungen berechneten Mittelwerte und Standardabweichungen sind in Abbildung 5.16
den experimentellen Werten zur Lebensdauer aus Abbildung 4.7 gegeniibergestellt.

Die Ergebnisse beider Bereichsdefinitionen fiir die Interfacenéherung durch die Cosinus-Funktion
nach Abbildung 5.11 (a) und (b) sind in logarithmischer Darstellung als Funktion der inversen
BC-Temperatur angegeben (Arrhenius-Darstellung, Kapitel 4.4). Der zur Kalibrierung vorgege-
bene Wert bei 1096°C wird von beiden Modellansétzen identisch reproduziert. Beide Ergebnis-
se auf theoretischer Ebene geben den Zusammenhang steigender Lebensdauern bei sinkenden
Interfacetemperaturen korrekt wieder. Dieser Zusammenhang ist unmittelbar mit der Inversi-
onsgeschwindigkeit des Spannungsfeldes verkniipft, die durch das Interfacetemperatur determi-
nierte Oxidschichtwachstum vorgegeben wird. Bei geringerer Temperatur erfolgt das Wachs-
tum verzogert, so dass erst zu einem spéteren Zeitpunkt der Zyklierung Zugspannungen auftre-
ten, die zu Rissfortschritt fithren. Das Modell bildet die in den Thermozyklierexperimenten in
Abhéngigkeit der Interfacetemperatur festgestellten Lebensdauern richtig ab. Die Streuung der
experimentellen Werte ist ebenfalls in Ubereinstimmung mit den berechneten Standardabwei-

chungen.
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Abbildung 5.15: Fiir weitere Grenzflichentemperaturen erhaltene Verteilungsfunktionen der kumula-

tiven Wahrscheinlichkeiten fiir Systemversagen und der entsprechenden Wahrscheinlichkeitsdichten

Bei einem direkten Vergleich der Modellergebnisse zeigen sich Unterschiede in Bezug auf die
Steigung der Werte und deren Standardabweichungen. Die Aussage des Modells ist sensitiv auf
eine Anderung des relevanten Bereichs entsprechend der Vorgaben in den Abbildungen 5.11 (a)

und (b), ohne dass signifikant abweichende Resultate auftreten.

Wird bei unverénderter Struktur des Spannungsfeldes iiber der Cosinus-Funktion und identi-
scher an die Interfacetemperatur gekoppelter Inversionsrate der grofiere, nach oben erweiter-
te Bereich aus Abbildung 5.11 (a) zur probabilistischen Interpretation herangezogen, werden
bei der Kalibrierung zusétzlich Positionen mit aufgrund der relativ grofien Entfernung zum
Interface dhnlicher Spannungsfeldentwicklung und vergleichsweise kleinen Spannungsintegralen
bertiicksichtigt. Entsprechend werden im Vergleich mit der Kalibrierung zum Bereich in Ab-
bildung 5.11 (b) die in Abbildung 2.7 (b) sortierten (—logC)-Werte blockweise im kleinen
Wertebereich ergénzt, da sich aus den relativ kleinen Spannungsintegralwerten nach Gleichung
2.16 relativ grole C-Werte ergeben. Bei der auf den relativen Anteil der Positionen bezogenen
Selektion des positionsunabhéngigen Kalibrierungsparameters nach der ¢-Verteilung der expe-
rimentellen Lebensdauervorgabe verschieben sich die einzelnen C-Komponenten somit hin zu
kleineren (—logC')-Werten und daher groferen C-Werten. Dies hat auf theoretischer Ebene ein

fritheres Versagen bei gleichen Spannungsintegralwerten zur Folge.
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Abbildung 5.16: Vergleich der berechneten Lebensdauern mit den experimentellen Referenzwerten aus
Abbildung 4.7 fiir beide Bereichsdefinitionen zum Cosinus-Interface nach Abbildung 5.11 (a) und (b). Die
Modellierungsergebnisse bei 1096°C sind identisch und entsprechen dem zur Kalibrierung vorgegebenen
Wert. Die beiden vom experimentellen Trend abweichenden Messwerte sind mit diinneren Konturen

dargestellt.

Aufgrund dieser unterschiedlichen, bereichsabhéngigen Kalibrierung liegen auch andere berech-
nete Standardabweichungen vor. Die entsprechenden Werte sind fiir den kleineren Bereich ins-
besondere in Bezug auf die niedrigeren Interfacetemperaturen deutlich grofler. Die Abweichung
der beiden Modellaussagen ist nicht signifikant.

Fiir den dritten Bereich in Abbildung 5.11 (c) iiber der modifizierten Grenzflichenfunktion
zeigen sich in analoger Vorgehensweise die berechneten Lebensdauern in Abbildung 5.17.

Das Lebensdauermodell zeigt unabhéngig von der Grenzflichenndherung aufgrund der indi-
viduellen Kalibrierung konsistente Ergebnisse. Die zwischen den einzelnen Modellergebnissen
auftretenden Abweichungen sind durch die zuvor diskutierte Vorgehensweise bei der Kalibrie-
rung nachvollziehbar. Die unter Kapitel 5.3 formulierte Hypothese, dass der Entwicklung der
Spannungsfeldverteilungen relativ zur Verteilung der Spannungslevel zu Beginn der Zyklierung
eine hohere Bedeutung zukommt als der detailgetreuen Reproduktion der 3D-Referenzverteilung,

wird hierdurch gestiitzt.
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Abbildung 5.17: Vergleich der unter Verwendung der modifizierten Néherungsfunktion (Abbildung 5.11
(¢c)) berechneten Lebensdauern mit den experimentellen Referenzwerten aus Abbildung 4.7. Die beiden

vom experimentellen Trend abweichenden Messwerte sind mit diinneren Konturen dargestellt.

Der in der Arrhenius-Darstellung der Ergebnisse (Kapitel 4.4) vorliegende lineare Trend wird
durch die in Tabelle 5.3 enthaltenen Werte zur Steigung einer angepassten Funktion der Grund-
form ¢g(T') = aexp(b/kpT) mit b als konstanter Steigung erfasst.

Die entsprechende Ausgleichskurve aller experimentellen Werte hat die Steigung b = 1,94 eV.

Werden die zwei bei hohen Interfacetemperaturen auftretenden experimentellen Datenpunkte

Bereich Steigung der angepassten Kurve [eV]
Abbildung 5.11 (a) 2,31 £ 0,05
Abbildung 5.11 (b) 3,09 £ 0,11
Abbildung 5.11 (c) 2,74 £ 0,15
Experiment 2,83 £ 0,38

Tabelle 5.3: Steigungen der angepassten Ausgleichskurven zu den Datenpunkten aus den Abbildungen
5.16 und 5.17
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Abbildung 5.18: In Zyklen angegebene Zeitpunkte, ab denen die jeweiligen Positionen innerhalb des
Bereichs (a) aus Abbildung 5.11 aufgrund der Risswachstum initiierenden mechanischen Belastung als
kritisch betrachtet werden mit entsprechenden statistischen Verteilungen fiir drei unterschiedliche In-
terfacetemperaturen. Die Verteilungen sind identisch zu den korrespondierenden Verteilungen in den
Abbildungen 5.14 und 5.15.

(diinnere Konturen) mit Lebensdauern um 1500 Zyklen wegen des abweichenden Zyklierverhal-
tens aus der Betrachtung ausgeklammert, ist b = 2,83 eV.

Der Algorithmus des Lebensdauermodells ergibt vergleichbare Resultate fiir die beiden
Niherungsfunktionen, so dass die Bereichsfestlegungen nach Abbildung 5.11 im Folgenden
zur Identifikation und Analyse weiterer Effekte dquivalent verwendet werden kénnen. Fiir die
Cosinus-Naherungsfunktion werden aufgrund der kleineren Standardabweichungen die Ergeb-
nisse der Berechnungen fiir das Modell mit dem gréfleren Bereich vorgestellt.

Abbildung 5.18 zeigt eine nach den Zeitpunkten, zu denen die einzelnen Positionen als kritisch
betrachtet werden, differenzierte Betrachtung dieses Bereiches fiir unterschiedliche Interfacetem-
peraturen.

Die Reihenfolge, in der die einzelnen Positionen bei den verschiedenen Temperaturen kritisch
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Homogenes Niedrigere
Ofenzyklierung
Temperaturfeld Belastungsfrequenz

Trop [°C] 1096 1250 1100
Tou [°C] 1096 1020 1100
Atpy [s] 300 1500 7200
Aty [s] 120 600 900

trp [h] 77T+ 25 188 + 79 96 £+ 170
bp=thes o) 76 15,8

Ref

Tabelle 5.4: Fiir die definierten Parametersétze bestehend aus Oberflichentemperatur T'r,,, Temperatur
am Substratzentrum 7’s,;, Hoch- und Niedrigtemperaturdauer Aty und Aty berechnete Lebensdauern

trp und deren relative Abweichung von den jeweiligen Referenzwerten

werden, bleibt aufgrund der bei allen Berechnungen identischen, transienten Spannungsfeld-
struktur unverédndert. Die unterschiedlichen Lebensdauern resultieren aus Verzogerungen und
Beschleunigungen des Systemversagens gegeniiber der Situation bei der Kalibrierung. Die zeit-
liche Verschiebung der Versagenszeitpunkte erfolgt nichtlinear, da das TGO-Wachstum als
Hauptversagensmechanismus iiber einen Boltzmann-Faktor (Gleichung 2.22) von der Tempe-
ratur abhéingt. Die Inversionsrate 9o /0drco(T) bestimmt maBgeblich die Lebensdauer.

Die Histogramme in Abbildung 5.18 geben in Ergéinzung die relative Haufigkeit der einzelnen
Versagenszyklen an und sind identisch zu den den Temperaturen zugeordneten Wahrscheinlich-
keitsdichteverteilungen in den Abbildungen 5.14 und 5.15.

Ein weiterer Temperatureffekt zeigt sich unter Zyklierung mit homogener Temperaturvertei-
lung und der gleichen Interfacetemperatur, die ein identisches Oxidschichtwachstum wie bei der
Zyklierung unter Temperaturgradient bewirkt. Tabelle 5.4 beinhaltet in der ersten Spalte die
entsprechenden Modellparameter.

Die relative Abweichung in der letzten Zeile versteht sich unter ausschlieflicher Anderung der
angegebenen Parameter und bezieht sich auf die vorgegebene Lebensdauer des Systems von
tres = (83 & 25) h bei den typischen Zyklierparametern (1400°C Oberflichentemperatur Trop,
1050°C Substrattemperatur Tgys, 300 s Hochtemperaturzeit Aty und 120 s Niedrigtempera-
turzeit Atr,), die zu der gleichen Interfacetemperatur von 1096°C fithren. Die Lebensdauer bei
Zyklierung mit homogenem Temperaturfeld unterliegt in den Berechnungen einer relativen Ab-
weichung von -7,6%. Im Vergleich zu der Berechnung der Lebensdauer bei thermischer Belastung
des Systems iiber einen Temperaturgradienten zeigt sich, dass der die Haltbarkeit begiinstigende
Effekt niedrigerer Sinterfaktoren (geringere Topcoat-Temperaturen) nicht in dem Mafe aus-
schlaggebend ist wie die Substratdehnung. Deren Betrag ist wegen der hoheren Temperatur

im Substrat bei dem homogenen Temperaturfeld héher, worin die Reduktion der Lebensdauer
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gegeniiber der Zyklierung mit Temperaturgradient begriindet liegt.
Die weiteren in Tabelle 5.4 spezifizierten Parametervariationen werden in den folgenden Kapitel
diskutiert.

5.3.3 Zyklendauereffekt

Zur Analyse des Effektes einer Anderung der Zyklendauer und damit der Belastungsfrequenz
auf die Lebensdauer wurde der Kalibrierungsparameter als Funktion der Zeit aufgefasst. Diese
Interpretation beruht auf den funktionalen Zusammenhéngen zwischen der Rissléngenzunahme
Aa(t) = af(t) — ap und dem Integral der Spannungen iiber die Zeit nach Gleichung 2.17. Die
Zunahme des kritischen Spannungsintensitétsfaktors ist entsprechend Gleichung 2.2 somit eben-
falls zeitabhéingig. Mit K (t) folgt nach Gleichung 2.15, dass auch C(t) eine Funktion der Zeit
ist.

Die Parameter zur Berechnung einer thermischen Zyklierung mit niedrigerer Belastungsfrequenz
sind in Tabelle 5.4 aufgefiihrt. Das relative Verhéltnis der Heiz- und Kiihldauer Aty /Atpy wur-
de konstant gehalten. Zur Berechnung der relativen Abweichung erfolgte der Vergleich mit der
Lebensdauer zu dem Referenzparametersatz (1250°C, 1020°C, 300 s, 120 s) fiir die niedrigste,
in den Berechnungen erfasste Interfacetemperatur von 1050°C mit tgey = (162 & 50) h Lebens-
dauer, weil im vorliegenden Fall verldngerte Hochtemperaturintervalle betrachtet werden. Eine
langere Hochtemperaturzeit bedeutet gesteigertes Oxidschichtwachstum, das innerhalb des FE-
Modells nur bis zu einer bestimmten, in dem Algorithmus der Netzerstellung in Kapitel 2.3.2.1
vorgegebenen Hohe korrekt abgebildet werden kann. Eine weitere Oxidschichtdickenzunahme
wiirde eine Neudefinition des Netzes erfordern. Um diese mit léngeren Rechendauern verbun-
dene Neudefinition zu umgehen, wird im Gegenzug die Interfacetemperatur niedrig gewihlt,
um die Wachstumsrate der Oxidschicht zu senken und so den Effekt moglichst realitdtsnah zu
erfassen.

Fiir um den Faktor 5 verldngerte Heiz- und Kiihlphasen ergibt sich nach Tabelle 5.4 eine um
15,8% hohere Lebensdauer. Die niedrigere Belastungsfrequenz des Systems bei lingeren Zy-
klendauern fithrt zusammen mit der Niedrigtemperaturrelaxation nach Gleichung 2.19 zu einer
Reduktion der in der Summe wirkenden mechanischen Last und in der Folge aufgrund des
verlangsamten Risswachstums zu einem spéteren Versagen. Die Modellierungsergebnisse wer-
den durch experimentelle Erkenntnisse zu Zyklierungen mit ldngeren Hochtemperaturphasen
auf qualitativer Ebene bestitigt. Bei der experimentellen Uberpriifung des Zyklendauereffekts
zeigen sich um einen Faktor 3 bis 4 lingere Lebensdauern. Aufgrund der Kalibrierung des Le-
bensdauermodells ist eine Anpassung der Modellierungsergebnisse an die experimentellen Daten
zur indirekten Bestimmung von 7 nicht m“glich. Neben der Viskositét des Topcoats und deren
Einfluss auf die Niedrigtemperaturrelaxation sind somit noch andere Prozesse und Effekte fiir
die deutlich hohere Haltbarkeit bei niedrigerer Belastungsfrequenz ausschlaggebend.

Eine Variation beider in dem aktuellen und dem vorigen Kapitel diskutierten Einflussfakto-
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ren findet bei Zyklierungen in Hochtemperaturdfen statt. Es werden nach Tabelle 5.4 wesent-
lich léngere Zyklendauern mit einem anderen Verhéltnis von Heiz- zu Kiihldauer als in den
Gradiententests verwendet. Das Temperaturfeld ist homogen bei 1100°C. Ein experimenteller
Referenzwert liegt bei 150 Zyklen und somit einer Lebensdauer von 300 Stunden. Der Versa-
gensmechanismus der WDS-Systeme in diesen Experimenten ist in erster Linie die Rissbildung
innerhalb der gewachsenen Oxidschicht, die in dem Lebensdauermodell keine Beriicksichtigung
findet. Die Aussage des Modells liegt in vergleichbarer GroBenordnung. Die sehr hohe Standard-
abweichung deutet jedoch an, dass diese Zyklierexperimente nicht in den Anwendungsbereich

des Lebensdauermodells fallen.

5.3.4 Rauheitseffekt

Auf der Grundlage von Gleichung 2.29 ergab sich ein direkter Zusammenhang zwischen dem Am-
plitudenparameter A und der mittleren Rauheit S,. Fiir die modifizierte Grenzflichenfunktion
nach Gleichung 5.2 folgt in Ndherung, dass S, ~ 1,19 - A, wobei der Faktor aus der Summen-
bildung iiber ein Raster aus Punkten auf der zugeordneten, idealisierten Oberfliche analog zu
Abbildung 2.9 (a) fir die Cosinus-Funktion resultiert. Den Referenzwert bei der Berechnung
der relativen Abweichung stellt das Modellierungsergebnis dar, das bei 6 pm mittlerer Rauheit
erhalten wurde. Dieser Rauheitsparameter ergab sich fiir die Parametrisierung der Mikrostruk-
turndherung, die entsprechend Tabelle 5.2 standardméflig verwendet wurde. Der Quotient aus
Amplitude und Wellenlénge war bei der Betrachtung konstant.

Unter Anderung des Amplitudenparameters der modifizierten Grenzflichenfunktion wurden die
in Abbildung 5.19 dargestellten Lebensdauern erhalten. Die Angabe der relativen Abweichungen
bezieht sich auf den vorgegebenen experimentellen Referenzwert ¢ = (1000 + 300) Zyklen.

Die Lebensdauer nimmt néherungsweise linear mit steigender mittlerer Rauheit zu. Ein ver-
gleichbares Resultat zeigt sich bei ausschlieflicher Anderung des Amplitudenparameters ohne
Anpassung der Wellenldnge. Zuriickzufithren ist dieser Trend darauf, dass bei Anpassung des
Amplitudenparameters auch der relevante Bereich in Abbildung 5.11 (c) entsprechend neu po-
sitioniert wird. Diese Neupositionierung ist erforderlich, da bei verdnderter Interfacegeometrie
auch die Druck- und Zugspannungsbereiche eine verédnderte Struktur zeigen. Zudem erfordert der
grundlegende Algorithmus des Lebensdauermodells, dass der Referenzbereich in seiner Struktur
erhalten bleibt. Fiir eine hohere Amplitude vergréfiert sich der relevante Bereich. Diese Be-
reichsausdehnung fithrt zu einem Anstieg der relativen H&ufigkeit von FE-Knoten, an denen
vergleichsweise niedrige Spannungsbetrige vorliegen. In der probabilistischen Auswertung fithrt
die Bereichserweiterung somit zu einer lingeren Lebensdauer.

Der berechnete Effekt ist folglich nicht auf den experimentell erwarteten Zusammenhang einer
stérkeren mechanischen Verklammerung zwischen BC und Topcoat bei hheren Rauheitswerten
zuriickzufithren, sondern stellt ein an das probabilistische Konzept gebundenes Merkmal des

Lebensdauermodells dar.
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Abbildung 5.19: Unter Variation der mittleren Rauheit bei konstant gehaltenem Quotienten aus Am-
plitude und Wellenléinge der Cosinus-Grenzfliche berechnete Lebensdauern (Quadrate mit Fehlerbalken)

und relative Abweichungen (tzp — tres)/tres (schraffierte Saulen)

5.3.5 Effekte der transienten Prozesse

Zur Ermittlung der Effekte der in das Lebensdauermodell implementierten, transienten Prozesse
auf rein theoretischer Ebene wurde eine Sensitivitédtsanalyse durchgefiihrt. Die Berechnungen
hierzu verwendeten den gleichen Kalibrierungsparameter und bezogen sich auf den Bereich in
Abbildung 5.11 (a). Die entsprechenden Parameter wurden mit Faktoren iiber dem Intervall
[0,9, 1,1] variiert.

5.3.5.1 Effekt des Oxidschichtwachstums

Der Einfluss des iiber Gleichung 2.22 erfassten Oxidschichtwachstums mit der Standardpara-
metrisierung entsprechend den Werten in Tabelle 2.2 auf die berechnete Lebensdauer ist in
Abbildung 5.20 gegeben. Der Vorfaktor Dygo wurde variiert, um unmittelbar hohere und nied-
rigere Wachstumsraten vorzugeben. Bei konstanter Interfacetemperatur hétte eine entsprechend
angepasste Anderung der Aktivierungsenergie den gleichen Effekt.

Der bereits in Kapitel 5.3.2 als Hauptversagensmechanismus identifizierte Effekt des Oxidschicht-
wachstums auf die Inversionsrate des Spannungsfeldes und der Lebensdauer wird hierbei in
gleichem Mafle wiedergegeben. Eine hohere Wachstumsrate fiihrt schneller zum Auftreten von

Zugspannungen und bewirkt in der Folge eine friihere Initiierung von Rissfortschritt und kiirzere
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Abbildung 5.20: Unter Variation der TGO-Wachstumsrate berechnete Lebensdauern (Quadrate mit
Fehlerbalken) und relative Abweichungen (t,p — tgey)/tres (schraffierte Séulen)

Lebensdauern.

5.3.5.2 Effekt der Zunahme des Elastizititsmoduls

Die Zunahme des Elastizitdtsmoduls des Topcoats ist mit Gleichung 2.23 und den Parametern
in Tabelle 4.1 implementiert. Zwischen der relativen Anderung des Sintervorfaktors Dgp und

des Sinterfaktors SF besteht die nach partiellem Differenzieren erhaltene Beziehung

ASF _ < - %) exp (ﬂfﬁ%) thpDsp ADgsp (5.4)

SE (14 Dspexp (—£25) thy) (1+ £ Dspexp (— 25 ) ) Psr

nach der Dgp so angepasst wurde, dass der Effekt von SF' in einer Parametervariation entspre-
chend der Werte in Abbildung 5.21 analysiert werden konnte.

Da der Sinterfaktor eine Funktion der Temperatur und der Zeit darstellt, sind in der Abbildung
die iiber den Parameterraum [1096°C, 1400°C] x [0 s, 12 -10° s] gemittelten Werte angegeben,
wobei die obere Grenze des Zeitintervalls der in dem Modell zur Berechnung vorgegebenen
Maximalzahl von 4000 Zyklen mit fiinf Minuten Hochtemperaturzeit entspricht.

Aufgrund des unmittelbaren Zusammenhangs zwischen der mechanischen Last und dem Elasti-

zitdtsmodul nach Gleichung 2.27 sind die Lebensdauern bei hoheren Sinterfaktoren und héheren
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Abbildung 5.21: Unter Variation des Sinterfaktors berechnete Lebensdauern (Quadrate mit Fehlerbal-
ken) und relative Abweichungen (tr.p — tref)/tres (schraffierte Saulen)

mechanischen Lasten kleiner. Der Effekt des Sinterfaktors auf die Lebensauer ist verglichen mit
dem Effekt der TGO-Wachstumsrate in Abbildung 5.20 geringer.
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6. Konzeptioneller Entwurf eines
MCF-Lebensdauermodells

Die in SOFC-Stacks als Chromverdampfungsschutzschicht eingesetzte MCF-Schicht (Kapitel
2.1.1) zeigt aufgrund der hohen thermischen Belastung des Interkonnektor-Teilsystems me-
chanisches Versagen in Form von Rissbildung. Infolge dieses spannungsinduzierten Versagens
entfillt die Schutzfunktion, der Polarisationswiderstand der Kathode wird erh6ht und das Lei-
stungsvermogen des Stacks sinkt erheblich. Die Problemstellung wird in Kapitel 6.1 durch
Definition eines FE-Modells zum Versagen eines Testsystems konkretisiert und in SOFC-
Modellierungsprojekte eingeordnet.

Zur Einschitzung der Verlidsslichkeit der MCF-Schicht kann die prinzipielle Vorgehensweise
des Algorithmus zur WDS-Lebensdauermodellierung abstrahiert und auf das Hochtemperatur-
schichtsystem bestehend aus Interkonnektor, Chromverdampfungsschutzschicht und Kathoden-
kontaktschicht iibertragen werden. Der Ansatz zu einem MCF-Lebensdauermodell wird in Ori-
entierung an experimentellen Erkenntnissen unter Angabe erster Zwischenergebnisse in Kapitel
6.2 verfolgt. Die konzeptionelle Vorgehensweise zur Umsetzung des gesamten Algorithmus wird

in Kapitel 6.3 gegeben.

6.1 Problemstellung und Einordnung

Zur Einordnung der MCF-Lebensdauerproblematik in allgemein gesetzte Schwerpunkte bei der
Modellierung von SOFCs werden die vorwiegend verfolgten Projekte im Folgenden kurz skizziert.
Die in numerischen Berechnungen der thermisch induzierten Spannungen verwendeten Modelle
reichen von einer zweidimensionalen Elektrolytgeometrie [102] iiber dreidimensionale Systeme
einer einzelnen Zelle [103, 104] oder eines mehrere Zellen umfassenden Stacks [105-107] bis hin
zu in einen Teststand integrierten Zellen [108]. Die Temperaturfelder werden durch Simulati-
on der Fluiddynamiken und hieran gekoppelte elektrochemische Modelle berechnet [109, 110].
Ausgehend von diesen Informationen werden die mechanischen Spannungen ermittelt, die sich

grundsétzlich in vier Kategorien einteilen lassen [103]:

e Thermisch induzierte Eigenspannungen aufgrund unterschiedlicher thermischer Ausdeh-

nungskoeffizienten innerhalb der Zellen und in den Stacks bedingt durch den Herstellungs-
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prozess bestehend aus mehreren thermischen Auslagerungen und sukzessiver Schichtauf-

bringung [111]

e Thermisch induzierte Spannungen aufgrund ortlicher Temperaturgradienten, die wéhrend
des Betriebs der SOFC-Systeme auftreten

e Physikalisch oder chemisch induzierte Spannungen aufgrund einer Verdnderung der Git-

terstrukturen

e Spannungen aufgrund der mechanischen Lasten auf den Zellkomponenten, die sich aus der

Stackbauweise ergeben

Die in der Fachliteratur vorherrschenden Spannungsfeldanalysen legen den Fokus auf die Haupt-
komponenten der SOFC-Stacks mit dem Ziel, ein grundlegendes Verstédndnis iiber die Degrada-
tionsmechanismen zu erhalten [112]. Sekundére Elemente des Schichtsystems, deren spannungs-
induziertes Versagen in gleichem Mafle kritisch fiir den Wirkungsgrad der Energieumwandlung
ist, werden zur Reduktion der Modellkomplexitét vernachléssigt.

Unter gleicher Zielsetzung wird im Folgenden das Systemversagen im Kontaktbereich zwischen
den einzelnen Zellen und den Interkonnektoren betrachtet. In Bezug auf diesen Bereich werden
auf experimenteller Ebene mehrere Ansétze zur Optimierung der System-Lebensdauer verfolgt.
Es wird versucht, die Korrosionsbestéindigkeit des Interkonnektors zu erhéhen [10], die Chrom-
verdampfung unter Betriebsbedingungen zu verringern [8, 11, 113] und die Chromkontamination
durch Schutzschichten [114, 115] zu unterbinden.

Betrachtet wird ein aus drei Schichten bestehendes Testsystem, das in einer expe-
rimentellen Studie [116] bei 800°C fiir 1000 Stunden ausgelagert wurde. Die MCEF-
Chromverdampfungsschutzschicht wurde iiber atmosphérisches Plasmaspritzen mit einem Tri-
plex Pro 210 Brenner (Oerlikon Metco, Wohlen, Schweiz) und den Einstellungen von 500 A
Stromstérke, 50 slpm Ar und 4 slpm He Gaszusammensetzung und 150 mm Spritzabstand auf
einem Interkonnektor aus Crofer 22 APU (ThyssenKrupp VDM GmbH, Werdohl) [117] abge-
schieden. Das Ausgangspulver (H.C. Starck GmbH, Goslar) hatte eine PartikelgréBe von dsg =
27 pm. Die dritte Schicht bildete die Kathodenkontaktschicht aus LCC10, die iiber Nasspulver-
spritzen aufgetragen wurde [10]. Nach Auslagerung wurde die deutliche Kriitmmung des Systems
iiber Weillichttopographie bestimmt. REM-Querschnittsaufnahmen zeigten ausgeprégte hori-
zontale und im Grenzbereich zu der Kathodenkontaktschicht vertikale Risse, die sowohl am
Ende der horizontalen Risse als auch isoliert auftraten. Dariiber hinaus wurde Interdiffusion
zwischen MCF und LCC10 experimentell festgestellt [116].

Die Durchfiithrung grundlegender FE-Analysen und die vollstindige Umsetzung des abstrahier-
ten und angepassten Lebensdauermodell-Algorithmus werden in den folgenden Kapiteln disku-

tiert.
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Crofer 22 APU MCF LCC10
E [GPa] 183 20 45
v 0,3 03 03

Tabelle 6.1: Zusammenstellung der mechanischen Materialeigenschaften des Substrats [117] und der
keramischen Schichten [103]

(@) (b)

u, [mm] G [Jm?
I I T [l | o
-1,08 -0,26 0,55 1,37 0,42 1,38 2,33 3,29

Abbildung 6.1: (a) Kriimmung des Schichtsystems nach experimentellen Vorgaben unter Angabe der
Normalverschiebungskomponente in z-Richtung. Die funktionalen, keramischen Schichten liegen oben. (b)

Aufsicht auf die MCF-Schicht unter Angabe der nach Gleichung 2.9 berechneten Energiefreisetzungsrate.

6.2 Berechnung der Energiefreisetzungsrate

Die Dimensionen der Grundfiiche des zu Auslagerungen hergestellten Schichtsystems waren 50
mm X 50 mm. Die Schichthéhen waren 500 pm (Crofer-Substrat), 60 pm (APS-MCF-Schicht)
und 60 pm (LCC10-Schicht). In der Mitte der Proben befand sich ein Loch mit 2 mm Radius.
Tabelle 6.1 stellt die mechanischen Eigenschaften des Crofer-Substrats [117] und der ab-
geschétzten Werte zum Elastizitdtsmodul und der Poisson-Zahl der MCF-Schicht und der
LCC10-Schicht zusammen [103]. Grundstzlich fanden sich aufgrund der abweichenden Schwer-
punktsetzung bei der SOFC-Modellierungsprojekten (Kapitel 6.1) wenig Daten zu den drei
Werkstoffen.

Zur FE-Analyse wurde die nach Auslagerung experimentell festgestellte Kriitmmung, die auf-
grund der abweichenden, thermischen Ausdehnungskoeffizienten der Werkstoffe auftritt [116],
als strukturmechanische Randbedingung definiert. Abbildung 6.1 (a) zeigt das FE-Modell unter
Angabe der resultierenden Verschiebungskomponente in 2-Richtung. Die funktionalen Schichten
liegen oben. Der kleinere Kriimmungsradius in y-Richtung deutet ein anisotropisches mechani-

sches Verhalten an, das vermutlich durch den Herstellungsprozess begriindet ist.
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Unter Annahme linear-elastischen Materialverhaltens stellen die Kriimmung des ebenen Schicht-
systems und das Gliatten des gekriimmten Systems zueinander inverse Prozesse dar. Ausgehend
von der Definition spannungsfreier Ausgangszustidnde sind die Spannungsfelder in den jeweili-
gen Endzustinden dieser beiden Vorgéinge betragsméflig identisch. Die Spannungen, die beim
Einbau des gekriimmten Systems in einen Stack entstehen wiirden, kénnen folglich ausgehend
von der ebenen Geometrie iiber die Vorgabe der Kriimmung berechnet werden.

Abbildung 6.1 (b) stellt in Aufsicht auf die MCF-Schicht die nach Gleichung 2.9 iiber die komplet-
te Schichtdicke berechnete Energiefreisetzungsrate G dar. Es zeigt sich eine homogene Verteilung
mit einem Mittelwert von Gpor = 3,26 £+ 0,01 Jm~2 im relevanten Bereich hoher Energiefrei-
setzungsraten. An den Réndern der Geometrie und in der Néhe des Loches treten kleinere Werte
auf. Im Vergleich zu den Energiefreisetzungsraten, die in den YSZ-Topcoats der WDS-Systeme
festgestellt wurden, ist die MCF-Energiefreisetzungsrate aufgrund der geringeren Schichtdicke
und der geringeren thermischen Belastung kleiner.

Unter Kenntnis des experimentell durch Nachweis von Rissen festgestellten, mechanischen Ver-
sagens des Schichtsystems kann die kritische Energiefreisetzungsrate der MCF-Schicht nach dem
Kriterium in Gleichung 2.5 zu GMCF < 3,3 Jm~2 abgeschiitzt werden. Diese Abschitzung ba-
siert auf der Annahme, dass die Rissbildung in der keramischen Schicht zu keiner signifikanten

Relaxation gefiihrt hat.

6.3 Anwendung des Lebensdauermodell-Konzeptes

Die Vorgehensweise zur iibertragenden Anwendung des abstrahierten Lebensdauermodell-
Algorithmus auf eine MCF-Schicht orientiert sich an dem in Kapitel 2.2.2 dargestellten Konzept.
Die im Folgenden diskutierten Aspekte dienen als Anhaltspunkte zur Implementierung der sys-
temspezifischen Randbedingungen.

Ausgangspunkt bei der Erfassung des spannungsinduzierten Schichtversagens ist die FE-
Modellierung der thermisch induzierten Spannungsfelder. Die in Kapitel 6.2 dargestellte, sta-
tiondre FE-Analyse zur Bestimmung der Energiefreisetzungsrate wurde exemplarisch fiir ein
Testsystem nach Schichtversagen ausgefithrt. Im Rahmen eines MCF-Lebensdauermodells ist
eine Erweiterung auf transiente FE-Analysen erforderlich, iiber die die zeitliche Entwicklung der
Energiefreisetzungsrate abgebildet wird. Parallel hierzu setzt die Feststellung des Schichtversa-
gens die Berechnung des Risswachstums als Funktion der Zeit voraus, auf dessen Grundlage die
risslingenabhéngige kritische Energiefreisetzungsrate ermittelt werden kann. Die Verwendung
der thermisch induzierten Spannungen zur Bestimmung der Risslangenentwicklung erfordert eine
Kalibrierung des Modells iiber Vorgabe eines experimentellen Referenzwertes zur Lebensdauer.
Aus der Kalibrierung resultiert ein zeitabhingiger Proportionalitétsfaktor, der den unterkriti-
schen Rissfortschritt mit der kumulativen Spannungsentwicklung korreliert. Die Lebensdauer
der MCF-Schicht ergibt sich in Analogie zum WDS-Lebensdauermodell iiber einen Vergleich
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der Energiefreisetzungsraten nach Gleichung 2.5.

Ein wesentlicher Unterschied zu den WDS-Systemen besteht in der deutlich reduzierten Be-
triebstemperatur, die sich unmittelbar auf die Effekte der thermisch induzierten Prozesse aus-
wirkt. Das Sintern der keramischen Schichten des Interkonnektor-Teilsystems wird fiir die Span-
nungsfeldentwicklung weniger ausschlaggebend sein. Das thermisch induzierte Wachstum von
Oxidschichten (CroOg und Mn2Og) ist hingegen aufgrund der Effekte auf die transienten Span-
nungsfelder von vergleichbar hoherer Relevanz. Die Implementierung des Oxidschichtwachstums
erfolgt iiber eine empirische Beschreibung nach Gleichung 2.22. Wegen der niedrigeren, dem Sy-
stem zugefithrten thermischen Energie werden die Oxidschichtdicken vermutlich kleiner als bei
den AlsOs-Schichten in den WDS-Systemen ausfallen.

Aufgrund der geringeren, temperaturabhéingigen Kriechraten werden die Eigenspannungen, die
nach Einbau des Interkonnektor-Teilsystems in einen Stack auf die MCF-Schicht wirken, iiber
einen verhaltnisméfig langen Zeitraum vorliegen. Tritt bereits zu Beginn des Stack-Betriebes
aufgrund dieser hohen Spannungen Rissfortschritt ein, besteht die Moglichkeit, den resultieren-
den Effekt auf die Interdiffusion zwischen den Systemkomponenten iiber effektive Diffusionskon-
stanten in das Modell zu integrieren. Die potentielle, frithzeitige Schiadigung der Schicht kann
aus einer MCF-Lebensdauermodellierung ausgeklammert werden, sofern sie fiir das spannungs-
induzierte Versagen nachweislich nicht relevant ist.

Zudem wird die aufgrund der Interdiffusionsprozesse in dem Interkonnektorsystem zeitlich
variable, chemische Zusammensetzung der MCF-Schicht im Rahmen des Lebensdauermodell-
Konzeptes ausschlaggebend sein, weil der thermische Ausdehnungskoeffizient eine Funktion der
Zusammensetzung des ternédren Systems MnsO3-Co304-FeaO3 darstellt [118]. Es treten bedingt
durch ein zeitlich und lokal variables ayror (Z, t) Unterschiede in den thermisch induzierten, tran-
sienten Spannungsfeldern auf. Zur Abbildung der Interdiffusion ist die Implementierung einer
Finite-Differenz-Methode denkbar. Die thermisch induzierten Spannungen resultieren folglich
weniger aus einer Temperaturdifferenz, da eine Zyklierung des SOFC-Stacks mit klar definier-
ten Hoch- und Niedrigtemperaturphasen entféllt, sondern aus der transienten Verteilung der
thermischen Ausdehnungskoeffizienten.

Aufgrund des homogenen Bereichs nahezu konstanter G-Werte, der aus der FEA in Kapitel 6.2
folgt, erscheint der probabilistische Ansatz des Lebensdauermodell-Konzeptes nur dann sinnvoll,
wenn die realen geometrischen Randbedingungen der MCF-Schicht in Anwendung auf Interkon-
nektoren modelliert werden und somit eine positionsabhéngige Verteilung der Energiefreiset-
zungsraten eingebunden werden kann.

Das zur Berechnung der WDS-Lebensdauer entwickelte Modell ist prinzipiell auf Systeme mit
dem gleichen charakteristischen Versagensmechanismus anwendbar, sofern die einzelnen Sequen-
zen des Algorithmus an die modifizierte und empirisch erfasste Problemstellung angepasst wer-
den. Die Belastbarkeit der in der Folge erzielten Aussagen des MCF-Lebensdauermodells kann

iiber einen Vergleich mit experimentellen Daten zur Lebensdauer der Schichten validiert werden.
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7. Zusammenfassung und Ausblick

Ausgehend von einem bruchmechanischen Ansatz zur Erfassung unterkritischen Rissfort-
schrittes wurde ein probabilistisches Lebensdauermodell fiir atmosphérisch plasmagespritzte
Wairmedammschichtsysteme entwickelt. Das Modell umfasst in den Programmablauf integrierte
FE-Analysen der thermisch induzierten Spannungsfelder unter Beriicksichtigung der Mikrostruk-
tur und thermisch induzierter, die Degradation beschleunigender Prozesse. Das spannungsindu-
zierte Systemversagen wird nach numerischer Berechnung der Energiefreisetzungsraten festge-
stellt. Als Hauptversagensmechanismus wurde die Inversionsrate des Spannungsfeldes als Funk-
tion der transienten TGO-Dicke identifiziert. Die statistische Analyse der Spannungsfeld-Daten
ist sensitiv in Bezug auf diese Inversionsrate.

Die berechneten Lebensdauern geben die in Thermozyklierexperimenten in Abhéngigkeit der
BC-Grenzflichentemperatur festgestellten Daten sowohl im Hinblick auf die Erwartungswerte
als auch in Bezug auf die Standardabweichungen korrekt wieder. Die Effekte der Zyklendauer
und der in einer Sensitivitdtsanalyse betrachteten Vorfaktoren der empirischen Beschreibung
der transienten Prozesse sind auf qualitativer Ebene in Ubereinstimmung mit experimentellen
Erkenntnissen. Zu einer quantitativen Verifizierung der Ubereinstimmung sind weitere experi-
mentelle Daten erforderlich. In Bezug auf die Approximation der Mikrostruktur, die eine mo-
dellspezifische Festlegung eines fiir Rissfortschritt relevanten Spannungsfeldbereichs voraussetzt,
zeigen sich aufgrund der physikalisch interpretierbaren Modellkalibrierung keine signifikanten
Abweichungen der mit unterschiedlichen Modellansétzen erzielten Ergebnisse.

Zur Reduktion der Modellkomplexitidt und Kontrolle der Berechnungsdauer wurde das Lebens-
dauermodell mit zweidimensionalen FE-Analysen umgesetzt. Die statistische Verteilung der
Spannungen in den zweidimensionalen Modellen wurde mit Referenzverteilungen abgeglichen,
die aus der Modellierung dreidimensionaler Topcoat-Spannungsfelder mit Grenzflichen zu ex-
perimentell erfassten und detailgetreu importierten BC-Oberflachenstrukturen resultierten. An-
hand dieser Gegeniiberstellung wurde die Rate der Spannungsfeldinversion in den zweidimensio-
nalen Modellen durch Anpassung der Grenzflichen-Néherungsfunktion optimiert. Eine Integra-
tion der dreidimensionalen Modelle mit realitdtsnaher Grenzfliche in den Lebensdauermodell-
Algorithmus wurde aufgrund der komplexeren Erstellung und deutlich weniger effizienten Be-
rechnung ausgeschlossen.

Die Umsetzung der zweidimensionalen FE-Analysen wurde zudem auf experimenteller Ebe-
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7 Zusammenfassung und Ausblick

ne gestiitzt. Die Modellierungsergebnisse zu einem WDS-Teilsystem bestehend aus BC und
TGO wurden mit Spannungsdaten aus PSLS-Experimenten verglichen, um die Definition
der strukturmechanischen Randbedingungen, die Materialparameter und die Methodik der
Mikrostruktur-Approximation iiber parametrisierte Grenzflaichenfunktionen zu validieren. Die
grundsitzliche Ubereinstimmung, die aufgrund der auf experimenteller Ebene auftretenden sta-
tistischen Schwankungen nicht im Detail verifiziert werden konnte, fundiert eine Verwendung
der FE-Modelle.

Die konsistente Implementierung des Lebensdauermodells motiviert eine Modellerweiterung un-
ter Einbindung weiterer relevanter Effekte.

Die stationdren Spannungsberechnungen kénnen zu transienten FE-Analysen erweitert werden,
um unterschiedliche Kiihlraten, bei denen deutlich reduzierte Spannungsbelastungen auftreten
konnen, zu beriicksichtigen. Die Signifikanz einer transienten Berechnung unter Implementie-
rung des Kiihlraten-Effektes kann analog zur Bewertung des Effektes der thermisch induzierten
Relaxation in einer separaten Analyse eingeordnet werden.

Eine umfassendere Einbindung der Auswirkungen des Topcoat-Sinterns ist im Hinblick
auf eine empirische Beschreibung der Zunahme der Wirmeleitfahigkeit realisierbar. Zeit-
gleich fithrt Rissfortschritt aufgrund der Kontaktflichenreduzierung zu einer Senkung der
Wirmeleitfahigkeit des Topcoats, wobei die Groflenordnungen der Effekte beider Prozesse ge-
geneinander abzuwégen sind. Der Gesamteffekt einer zusétzlich zu der Temperaturabhéngigkeit
zeitlich variablen Wérmeleitfahigkeit auf die BC-Grenzflichentemperatur resultiert in einer
Anderung der Oxidschichtwachstumsrate. Folglich sind aufbauend auf den Erkenntnissen der
vorliegenden Arbeit eine abweichende Inversionsrate des Spannungsfeldes und eine zeitliche Ver-
schiebung des Systemversagens zu erwarten.

Elastische Relaxation des Topcoats aufgrund von Rissfortschritt und die Wechselwirkung
einzelner Risse, die abhingig von Abstand und geometrischer Konfiguration Rissfortschritt
verstirkende oder abschwichende Wirkung zeigt, stellen weitere Aspekte einer moglichen Mo-
dellerweiterung dar. Die Simulation der Risswechselwirkung kann hierbei iiber effektive Zu-
standsgrofien erfolgen, da innerhalb des Modells ausschliefilich ein zu Versagen fithrender Riss
betrachtet wird.

Das Lebensdauermodell basiert zudem auf der Annahme, dass die Rissspitzen an den im Zuge
der FE-Modellerstellung zugeordneten Positionen lokalisiert bleiben. Um Rissfortschritt rea-
litdtsndher abzubilden, besteht die Mo6glichkeit, das probabilistische Konzept des Lebensdau-
ermodells aufzugreifen und umfassender in einer zufallsbedingten Simulation fortzufithren. In
einem konzeptionellen Entwurf dieser Monte-Carlo-Simulation werden die Startpositionen der
Risse und die Ausbreitungsrichtungen des sukzessiv in den Kiihlphasen erfolgenden Rissfort-
schrittes als Zufallsverdnderliche aufgefasst. Die Startpositionen unterliegen in Orientierung an
der aktuellen Version einer Gleichverteilung. Die Verteilungsfunktion der Richtung des Rissfort-

schrittes ergibt sich unter Beriicksichtigung der lokalen Spannungsfeldstruktur an der variablen
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Position der Rissspitze. Die Simulation kann basierend auf dem in der Arbeit entwickelten Kon-
zept unabhéngig von der Vorgabe von Risskonfigurationen gestaltet werden, indem ein effek-
tives Spannungsfeld angenommen wird, dessen Struktur von Rissfortschritt ungestort bleibt.
Voraussetzung fiir die Erweiterung des Modells zu einer Monte-Carlo-Simulation ist, dass die
aus den FE-Analysen resultierenden, diskreten Spannungsverteilungen zu einer kontinuierlichen
Verteilung interpoliert werden, um der statistischen Analyse an jeder physikalisch realisierba-
ren Rissspitzenposition Informationen iiber das lokale Spannungsfeld zur Verfiigung stellen zu
konnen. Denkbar ist die Modellierung einer dreidimensionalen Grundstruktur mit idealisier-
ter Oberfldche wie sie zur Herleitung der Parameter fiir die Grenzflichen-Naherungsfunktionen
iiber experimentell erfasste Oberflichenrauheitsparameter definiert wurde. Die Berechnung des
Spannungsfeldes einer an den Seiten des Modells achsensymmetrisch fortgesetzten Struktur als
Funktion der TGO-Schichtdickenzunahme ist dann iiber periodisch formulierte Spannungsda-
tenzuweisungen realisierbar.

Der fiir Warmedammschichtsysteme entwickelte Lebensdauermodell-Algorithmus kann nach
Abstraktion der einzelnen Algorithmus-Sequenzen auf eine Chromverdampfungsschutzschicht
angewendet werden. Hierzu wurde ein Entwurf eines MCF-Lebensdauermodells dargestellt.
Grundsétzlich besteht die Moglichkeit, das spannungsinduzierte Versagen von Schichtsystemen
unter Hochtemperaturbelastung in Orientierung an dem abstrahierten Algorithmus zu erfassen.
Nach Anpassung des FE-Modells an die systemspezifische Geometrie und empirischer Beschrei-
bung der transienten Prozesse unter Riickgriff auf experimentelle Daten werden die thermisch
induzierten Spannungsfelder simuliert. An den Spannungsfeld-Daten setzt das probabilistische

Konzept des Lebensdauermodells an.
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