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1 
EINLEITUNG 

Kegelrad- und Hypoidverzahnungen werden zur Leistungsübertragung zwischen nicht 
parallelen Achsen eingesetzt, die in der Praxis meistens einen Winkel von 90° einschlie-
ßen. Wenn sich die Achsen nicht schneiden, also windschief angeordnet sind, spricht man 
von achsversetzten Kegelrädern bzw. Hypoidverzahnungen. Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen werden in großer Stückzahl beispielsweise im Automobilbau verwendet, vor allem 
in den Achsgetrieben von heck- und allradgetriebenen Fahrzeugen. Aber auch bei Schie-
nenfahrzeugen, Schiffen, Hubschraubern und im allgemeinen Maschinen- und Anlagenbau 
werden Kegelradgetriebe in den verschiedensten Anwendungen in größeren Stückzahlen 
eingesetzt. 
Die Vorteile von Hypoidverzahnungen im Vergleich zu den nicht achsversetzten Kegelrä-
dern liegen vor allem im besseren Geräuschverhalten, weshalb sie besonders im Automo-
bilbau bevorzugt eingesetzt werden. Ein weiterer Vorteil besteht darin, dass mit steigen-
dem Achsversatz bei gleich bleibender Übersetzung und gleich bleibendem Tellerrad-
durchmesser der Durchmesser des Ritzels größer wird, was eine höhere übertragbare 
Leistung vor allem im Hinblick auf Zahnfußbruch bedeutet. Gleichzeitig wird jedoch das 
Gleiten in Zahnhöhenrichtung von einer mit steigender Achsversetzung größer werdenden 
Komponente in Zahnlängsrichtung überlagert. Diese höhere Gleitgeschwindigkeit wirkt 
sich negativ auf den Verzahnungswirkungsgrad sowie die Tragfähigkeit gegen Oberflä-
chenschäden wie Grauflecken, Grübchen und insbesondere Fressen aus. 

1.1 Problemstellung 
Fressen ist ein spontan auftretender Oberflächenschaden, der bei metallischen Gleit- und 
Wälzkontakten auftritt, wenn der Schmierfilm und die tribologische Schutzschicht bei ho-
hen Pressungen und Relativbewegungen versagen und dadurch ein direkter metallischer 
Kontakt auftritt. Bei ausreichend hohen Temperaturen können die Oberflächen kurzzeitig 
verschweißen, bevor sie anschließend durch die Relativbewegung sofort wieder getrennt 
werden. Die mit einem Fresser verbundene Schädigung der Oberflächen hat eine weiter 
ansteigende Temperatur, größere dynamische Zahnkräfte und damit eine stärkere akusti-
sche Anregung und meistens Folgeschäden wie z.B. Grübchen zur Folge. 



2 Einleitung  

Spezielle Getriebeöle mit EP (Extreme Pressure) - Additiven für eine höhere Fresstragfä-
higkeit können Fressen und die damit verbundenen Folgeschäden zwar verhindern, haben 
aber wiederum negative Auswirkungen auf Buntmetalle (z.B. in Lagerkäfigen) oder 
Elastomere (Dichtungen). Gleichzeitig können sie die Funktion von Synchronisierungen 
und Kupplungen negativ beeinflussen. Aus diesen Gründen wird ein möglichst niedriger 
Additivgehalt angestrebt. Die optimale Auslegung des tribologischen Systems aus Verzah-
nung und Schmierstoff zur Vermeidung von Fressern und den daraus resultierenden Fol-
geschäden hat deshalb eine große Bedeutung bei der Getriebeentwicklung. 
Für die Berechnung der Fresstragfähigkeit sind aktuell die in Tabelle 1-1 gezeigten Nor-
men und Rechenvorschriften gebräuchlich. Sie gehen alle von der Flankentemperatur als 
maßgeblicher Beanspruchung aus, wobei jedoch zwei unterschiedliche Ansätze, die Me-
thoden der Kontakt- sowie der Integraltemperatur, parallel verwendet werden. Alle Be-
rechnungsverfahren haben den Nachteil, dass sie nur für eine bestimmte Verzahnungsart 
gelten und im Falle der Kegel- und Hypoidräder den Einfluss der Achsversetzung auf die 
Fresstragfähigkeit nicht korrekt wiedergeben. Neuere Berechnungsansätze sowie Modifi-
kationen der bestehenden Verfahren, z.B. von Collenberg [Coll] und Schlenk [Schl], sind 
bislang noch nicht berücksichtigt.  
 

 Verzahnungsart 

 
 Stirnräder Kegelräder Hypoidräder Schneckenräder 

AGMA 925-A03 KT - - - 

DIN 3990 KT + INT - - - 

DIN 3991 - INT - - 

DIN 3996 - - - INT 

DNV No. 41.2 KT KT - - 

ISO/TR 13989 KT + INT KT + INT KT + INT - 

Niemann/Winter III INT INT INT INT 

Tabelle 1-1: Berechnungsverfahren zur Bestimmung der Fresstragfähigkeit 
(KT = Kontakttemperaturverfahren, INT = Integraltemperaturverfahren) 

 
Des Weiteren hat sich in der Vergangenheit gezeigt, dass Fressen in verschiedenen An-
wendungen von Kegelradgetrieben (z.B. Schiffsgetrieben) und Hypoidgetrieben (z.B. 
Bahn- und PKW-Getrieben) immer wieder auftrat, obwohl die Berechnungen nach den in 
Tabelle 1-1 gezeigten Verfahren ausreichende Sicherheitswerte auswiesen. Oft ließen sich 
diese Schäden auf ein nicht adäquates Tragbild zurückführen. Der Einfluss der realen 
Tragbildgröße und -lage wird bislang jedoch noch in keinem Berechnungsverfahren be-
rücksichtigt, sodass eine gesicherte Aussage zur Fresstragfähigkeit in Abhängigkeit vom 
Tragbild nicht möglich ist.  
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Höherwertige Verfahren wie z.B. BECAL [Beca], die anhand einer Herstellsimulation sowie 
einer Zahnkontaktanalyse die Beanspruchungen auf Basis von Finite-Element-Methoden 
(FEM) ermitteln, können sehr genau die auftretenden mechanischen und thermischen 
Beanspruchungen ermitteln, es stehen jedoch keine experimentell abgesicherten Grenz-
werte zum Vergleich zur Verfügung. Diese Defizite der aktuellen Methoden zur Fresstrag-
fähigkeitsberechnung zeigen, dass Bedarf an einem die neueren Erkenntnisse einschlie-
ßenden Rechenverfahren besteht, das sowohl den Einfluss der Achsversetzung als auch 
den des Tragbilds repräsentativ wiedergibt. 

1.2 Zielsetzung und Lösungsweg 
In der vorliegenden Arbeit soll ein neues Rechenverfahren zur Bestimmung der Fresstrag-
fähigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen entwickelt werden, das auch stetig auf 
gerad- und schrägverzahnte Stirnräder übertragen werden kann. Dieses Verfahren soll 
sowohl auf Basis einer lokalen Beanspruchungsrechnung als auch auf Normbasis an-
wendbar sein. Beim „lokalen Verfahren“ werden die maßgeblichen Beanspruchungen 
mithilfe einer Zahnkontaktanalyse unter Last mit BECAL [Beca] bestimmt, beim „normfähi-
gen Verfahren“ anhand einer virtuellen Ersatzverzahnung ähnlich bestehender Normen 
wie z.B. der ISO 10300 [I103]. Für beide Verfahren sollen dieselben Grenztemperaturen 
verwendet werden. Dabei muss geklärt werden, inwieweit die aktuell angewandten, ver-
schiedenen Testverfahren zur Bestimmung der Grenztemperatur vergleichbar sind. 
In das neue Rechenverfahren sollen neuere Erkenntnisse zur Fresstragfähigkeit, ermittelt 
an Stirnrädern, integriert werden: Otto [Otto] hat im Rahmen seiner Untersuchungen den 
Ansatz zur Berechnung der Massentemperatur von Stirnrädern nach Oster [NW2] weiter-
entwickelt und um den Einfluss der Eintauchtiefe und Drehrichtung der Verzahnungen 
ergänzt. Die im Verzahnungskontakt entstehende Temperatur ist maßgeblich von den dort 
herrschenden Reibungsbedingungen abhängig. Auf Basis von Grundlagenuntersuchungen 
zur lokalen Schmierfilmdicke und Reibungszahl wird deshalb ein neuer einfacher Rei-
bungszahlansatz entwickelt. Dabei wird auch auf das von Doleschel [Dole] entwickelte 
neue Testverfahren zur Ermittlung der Schmierstoffeigenschaften hinsichtlich Reibungs-
verhalten zurückgegriffen. Zur Grenztemperatur wurden von Collenberg [Coll] und Schlenk 
[Schl] neue Ansätze aufgestellt, welche die Kontaktzeit- und Kontakttemperaturabhängig-
keit der Grenztemperatur berücksichtigen. Für das normfähige Verfahren wird die von 
Wirth [Wirt] entwickelte Ersatz-Stirnradverzahnung herangezogen, welche die Eingriffsver-
hältnisse von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen repräsentativ abbildet. 
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Versuche an Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen zur systematischen Untersuchung der Einflüsse auf die Fresstragfähigkeit dienen 
dabei als Basis zur Validierung des zu entwickelnden Rechenverfahrens. Für die Versuche 
werden für zwei Achsversetzungsvarianten jeweils zwei Tragbildvarianten ausgelegt, mit 
denen sowohl der Einfluss der Achsversetzung als auch der Tragbildgröße und -lage un-
tersucht werden kann. Darüber hinaus wird über eine Variation von Dreh- und Drehmo-
mentrichtung der Einfluss der Treibart untersucht. 
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2 
STAND DES WISSENS 

2.1 Modellvorstellung der Schadensform Fressen 
Umfangreiche Grundlagenuntersuchungen zur Klärung der maßgeblichen Einflussgrößen 
der Schadensform Fressen wurden beispielsweise von Lechner [Lech] und Michaelis 
[Mich] durchgeführt. Beide kommen übereinstimmend zu dem Schluss, dass es aufgrund 
einer zu hohen Energiedichte im Kontakt zweier Wälzpartner zu einer Verbindung der 
Metallgitter kommt, also zu einem Verschweißen der Oberflächen, was auch durch metal-
lografische Untersuchungen der Fresszonen gezeigt werden konnte [Mich]. Durch die 
Relativbewegung werden die verschweißten Oberflächen sofort wieder getrennt, wodurch 
die in Bild 2-1 beispielhaft gezeigten charakteristischen Riefen und Fresser entstehen. 

 
Die durch das Verschweißen und Trennen der Oberflächen entstehenden Riefen und 
Fresser sind immer in Richtung der Relativbewegung orientiert, also in Richtung der Gleit-
geschwindigkeit, was bei Stirn- und Kegelrädern der Profilrichtung entspricht (Bild 2-1 und 
Bild 2-2 links). Bei achsversetzten Kegelrädern und Schneckenrädern, die zusätzlich eine 
Gleitgeschwindigkeitskomponente in Zahnbreitenrichtung aufweisen, verlaufen die Fresser 
quer über die Flanke in einem Bogen zum Zahnkopf bzw. -fuß (Bild 2-2 rechts). 
 

  

Bild 2-1:  Riefen mit einem Fressstrich (links) und Fresser über der gesamten Flanke 
(rechts) an Ritzeln der FZG-Testverzahnung Typ A20 



6 Stand des Wissens  

  
 
Neben der Tatsache, dass Fresser immer in Richtung der Relativbewegung orientiert sind, 
charakterisieren die folgenden typischen Merkmale einen Fressschaden: 
 

1. Aufgrund des Verschweißens der Ober-
flächen treten Fresser immer in korres-
pondierenden Flankenbereichen von 
Ritzel und Rad auf. Es kommt zu Mate-
rialübertrag bzw. -abtrag (Bild 2-3). In 
der in Bild 2-4 (rechts) gezeigten REM-
Aufnahme ist ebenfalls ein Beispiel ei-
ner gefressenen Flanke mit Material-
übertrag gezeigt. 

2. Bei gleichmäßiger Pressungsverteilung 
über der Eingriffsstrecke treten Fresser 
meistens im Bereich der maximalen 
Gleitgeschwindigkeit auf, bei üblichen 
Auslegungen im Bereich des Ritzelkopfs 
= Radfuß (Bild 2-1 und Bild 2-2 links). 

3. Im Schliffbild senkrecht zur Oberfläche 
ist an der Oberfläche Reibmartensit zu 
erkennen, der auf die hohe Tempera-
tureinwirkung und anschließende 
schnelle Abkühlung schließen lässt. 
Knapp unterhalb der Oberfläche ist An-
lassgefüge zu erkennen (Bild 2-4).  

 
 

 

Bild 2-2:  Fresser an einer Kegelritzelflanke (links) und einer Hypoidritzelflanke (rechts) 

 
Ritzel

A

E
D
B
C

20 mµ
10

mµ

5mm

Rad 
 

Bild 2-3:  Fresser in korrespondierenden 
Flankenbereichen von Ritzel 
und Rad (nach [Coll]) 
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2.2 Grundlagen der Fresstragfähigkeitsberechnung 
Die verschiedenen bisher entwickelten Verfahren zur Berechnung der Fresstragfähigkeit 
von Getrieben lassen sich entsprechend der zu Grunde liegenden physikalischen Modell-
bildung im Wesentlichen in vier Gruppen einteilen, die auch eine historische Entwicklung 
repräsentieren: Dies sind Rechenansätze auf Basis einer Schmierfilmdicke, eines Ener-
giekriteriums, einer Grenzpressung und einer Grenztemperatur. Die Verfahren wurden in  
erster Linie für und an Stirnradgetrieben entwickelt und z.T. auf Kegelrad- und Hypoid-
getriebe sinngemäß übertragen. 
Das Verfahren auf der Basis der Schmierfilmdicke wurde in Deutschland von Bartz [Bar1, 
Bar2] publiziert. Die rechnerische Schmierfilmdicke nach Dowson/Higginson [DoHi] wird 
verglichen mit einer maßgeblichen Oberflächenrauheit. Richtwerte für einen schadensfrei-
en Betrieb werden von Bartz [Bar1, Bar2] und Wellauer/Holloway [WeHo] angegeben. Die 
Methode ist nur bei Schmierung mit unlegierten Mineralölen direkt anwendbar. Bei 
Schmierung mit EP-Ölen im Bereich der Misch- und Grenzreibung wird Fressen vorwie-
gend durch die Bildung tribologischer Schutzschichten vermieden, die Filmdicke spielt nur 
eine untergeordnete Rolle. 
Ein Verfahren auf Basis eines Energiekriteriums wurde von Almen [Alme] vorgestellt, der 
geschädigte und ungeschädigte Kegelradgetriebe in Automobilgetrieben untersucht und 
daraus einen Rechenansatz abgeleitet hat. Dem Almen-Faktor, zunächst als Produkt aus 
Hertzscher Pressung und Gleitgeschwindigkeit und später unter Einbeziehung der Kopf-
eingriffsstrecke definiert, wird für jedes Öl ein konstanter Grenzwert zugewiesen. Mat-
veevsky [Matv] definiert einen Reibintensitätsfaktor als flächenbezogene Reibleistung, Bell 
und Dyson [BeDy] stellen dafür in Scheibenversuchen einen konstanten Wert bei Bedin-
gungen des Fressens fest. 

 

Bild 2-4:  REM-Aufnahmen (aus [Coll]) eines Schnitts senkrecht zur Flanke (links) 
bzw. der Oberfläche eines gefressenen Flankenbereichs (rechts) 
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Das Verfahren auf Basis einer Stribeckschen Grenzpressung geht auf Niemann [Niem] 
zurück und wurde von Lechner [Lech] weiterentwickelt. Die Methode geht davon aus, dass 
sich auf der Zahnflanke ein Schutzfilm ausbildet, dem eine gewisse Druckfestigkeit zuge-
ordnet werden kann. Für einen schadensfreien Betrieb darf die auftretende Pressung die 
zulässige Druckaufnahmefähigkeit des Schmierstoffes nicht überschreiten. Der Festig-
keitswert für ein Öl wird aus einem genormten Fresstest A/8,3/90 nach DIN 51354 [D513] 
entnommen und auf die Verhältnisse des Praxisgetriebes umgerechnet. Lechner [Lech] 
weist auf die Bedeutung der Zahnflankendauertemperatur als maßgebliche Einflussgröße 
hin, was auch von Seitzinger [Seit] bestätigt wird. Ebenfalls auf Basis des Verfahrens nach 
Niemann [Niem] entwickelt Langenbeck [Lang] eine Methode zur Berechnung der Fress-
Grenzlast für Kegelrad- und Hypoidverzahnungen. Er überträgt den Ansatz für Stirnräder 
auf eine Ersatz-Stirnradverzahnung und ermittelt damit eine gute Übertragbarkeit der an 
Stirnrädern ermittelten Fress-Grenzlasten auf Schraubrad- sowie Kegelrad- und Hypoid-
getriebe, wenn die unterschiedlichen Gleitgeschwindigkeitsverhältnisse berücksichtigt 
werden. Grekoussis [Grek] definiert ebenfalls einen Fresslast-Kennwert aus dem Produkt 
der Hertzschen Pressung für Punktkontakt und der Wurzel der Eingriffsstrecke, welche die 
Gleitgeschwindigkeit repräsentiert. Der Verlauf dieses Kennwerts über der mittleren Gleit-
geschwindigkeit hängt dabei nur von den Schmierstoffeigenschaften ab. 
Die Berechnungsverfahren auf der Basis einer Temperatur haben in der Anwendung die 
größte Bedeutung erlangt. Als grundlegend wichtiger Ansatz ist das Blitztemperaturkriteri-
um von Blok [They] zu nennen. Danach ist ein Fressschaden dann zu erwarten, wenn eine 
momentane lokale Kontakttemperatur an der Zahnflanke überschritten wird. Diese Grenz-
temperatur hängt nach Blok [They] nur von der Werkstoff-/Schmierstoff-Paarung, nicht 
jedoch von den Betriebsbedingungen ab. Die Methode gilt damit ursprünglich nur für unle-
gierte Mineralöle und wurde in der Folge von vielen Autoren abgewandelt auch für legierte 
Öle angewendet, z.B. von Collenberg [Coll] und Schlenk [Schl]. In Ergänzung zum Origi-
nalansatz von Blok [They] definiert Collenberg [Coll] eine kontaktzeitabhängige Grenztem-
peratur, die berücksichtig, dass sich die Additivschutzschicht bei hohen Geschwindigkeiten 
(= niedrigen Kontaktzeiten) erst bei höheren Kontakttemperaturen zersetzt. Schlenk [Schl] 
erweitert diesen Ansatz um eine Kontakttemperaturabhängigkeit der Grenztemperatur, da 
Additive erst bei höheren Kontakttemperaturen ihre volle Wirksamkeit erreichen. Basie-
rend auf systematischen Untersuchungen der Schadensform Fressen an Scheiben und 
Zahnrädern definiert Michaelis [Mich] eine mittlere gewichtete Flankentemperatur als 
maßgeblich für den Fressschaden. Diese berechnet sich aus der Blitztemperatur nach 
Blok [They] und wird mit einer aus einem Zahnradtest abgeleiteten Grenztemperatur ver-
glichen. Dieser Ansatz wird von Richter [Rich] aufgegriffen und für Kegelrad- und Hypoid-
verzahnungen, also für Punktkontakt und unterschiedlich orientierte Oberflächenge-
schwindigkeiten, anwendbar gemacht. Sowohl die Kontakt- als auch die Integraltempera-
turmethode werden in verschiedenen nationalen und internationalen Normen beschrieben, 
z.B. DIN 3990 [D390], DIN 3991 [D391] und ISO/TR 13989 [ITR13]. 
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2.3 Berechnung der Fresstragfähigkeit von 
Stirnradverzahnungen 

2.3.1 Kontakttemperatur nach Blok – DIN 3990, ISO/TR 13989, AGMA 925 

Die Blitztemperaturhypothese von Blok [They] aus dem Jahr 1937 stellt die Grundlage für 
die meisten weiteren Ansätze zur Berechnung der Fresstragfähigkeit auf Temperaturbasis 
dar. Das dazugehörige Berechnungsverfahren ist den Normen DIN 3990 [D390], ISO/TR 
13989-1 [ITR13] und AGMA 925 [A925] für die Anwendung bei Stirnrädern mit un- bzw. 
mild legierten Mineralölen festgelegt.  
 
Das Rechenverfahren basiert auf dem 
Modell einer sich über einen Körper be-
wegenden Wärmequelle, die Wärme-
energie in die Oberfläche des Körpers 
abgibt. Die Wärmequelle entspricht dabei 
dem Hertzschen Kontakt mit der Breite 
2bH, in dem durch Reibung (senkrechte 
Kraftkomponente auf die Oberfläche und 
Relativbewegung) Wärmeenergie erzeugt 
wird. Zur Berechnung dieser Wärmemen-
ge q wird von einer halbelliptischen Ver-
teilung der Hertzschen Pressung p über 
der Kontaktbreite 2bH ausgegangen. 
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11 ⎟⎟
⎠

⎞
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⎝

⎛
−−⋅=

H
max b

pp ξ  (1)

p [N/mm2] Verteilung der Hertzschen Pressung 
bH [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite 
ξ [mm] lokale Variable über der Hertzsche Kon-

taktbreite 

 
Der durch die Gleitgeschwindigkeit vg = wt1 - wt2 sowie die Hertzsche Pressung p entste-
hende flächenbezogene Wärmestrom q ergibt sich zusammen mit der Reibungszahl µ zu: 
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H
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q [W/mm2] Wärmestromdichte 
μ [-] Reibungszahl 

wt [m/s] Oberflächengeschwindigkeit 
p [N/mm2] Hertzsche Pressung 

 

pH

pH,max

ξ

2bH

Bild 2-5:  Verteilung der Hertzschen Pres-
sung über der Kontaktbreite 2bH 
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Zur Bestimmung der Kontakttemperatur muss die Verteilung des ermittelten Wärmestroms 
q auf die beiden Zahnflanken ermittelt werden. Außerdem ist die sich einstellende Oberflä-
chentemperatur orts- und zeitabhängig. Dies kann durch eine nichtstationäre dreidimensi-
onale Differentialgleichung ausgedrückt werden. Da sich bei schneller Bewegung der 
Wärmequelle über die Oberfläche der Wärmetransport näherungsweise nur senkrecht zur 
Flanke (y-Richtung) vollzieht, wird zur Vereinfachung angenommen, dass das beschriebe-
ne Wärmetransportphänomen nur eindimensional ist: 
 

2

2

2

2

2

2

zyxt
c

∂
∂+

∂
∂+

∂
∂=

∂
∂⋅⋅ ϑϑϑϑ

λ
ρ  ⇒ 2

2

yt
c

∂
∂=

∂
∂⋅⋅ ϑϑ

λ
ρ  (3)

ρ [kg/mm3]  Dichte 
c [Nm/(kg·K)] Wärmekapazität 
λ [N/(s·K)] Wärmeleitfähigkeit 

ϑ [K] lokale Temperatur 
t [s] Zeit 
x,y,z [mm] Koordinaten 

 
Als Lösung der Differenzialgleichung ergibt sich die Temperaturverteilung in y-Richtung mit 
der Wärmeintensität Q: 
 

at
y

M
t e

tB
Q 4

2
1 −

⋅
⋅

⋅=
π

ϑ  mit a = λ/ρc und BM = λρc (4)

ϑ [K] Temperatur 
Q [J/mm2] Wärmeintensität 

BM  [N2 · m / (K2·mm3·s)] 
thermischer Kontaktkoeffizient (= λ · ρ · c) 

 
Die Oberflächentemperatur ϑ ergibt sich demnach für y = 0 zu: 
 

tB
Q)y(

M
t ⋅⋅

==
π

ϑ 0  (5)

 
Ein beliebiger Berührpunkt befindet sich die Zeit t im Kontakt, welche die Wärmequelle mit 
der Intensität Q und der Geschwindigkeit wt benötigt, um die Kontaktbreite 2bH zu überfah-
ren. Die Wärmequelle wirkt also aufgrund der Kontaktbreite 2bH nicht nur blitzartig in ei-
nem bestimmten Punkt der Oberfläche, sondern über den Zeitraum t hinweg. Der Kontakt 
der Wärmequelle wird deshalb in mehrere, infinitesimal kleine Wärmestöße zerlegt, die in 
der Zeit t in den Berührpunkt einwirken: 
 

dt
tB

qd
M ⋅⋅

=
π

ϑ  (6)

 
Die Zeit t, in der die Wärmequelle den betrachteten Punkt berührt, ergibt sich in Abhängig-
keit von der Oberflächengeschwindigkeit wt: 
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tw
xt ξ−=  ⇒ 

tw
ddt ξ−=  (7)

 
Damit ergibt sich für die infinitesimal kleinen Wärmestöße dϑ: 
 

( )ξ
ξ

π
ϑ

−⋅
⋅−=

xw
d

B
qd

tM
 (8)

 
Der Verlauf der Blitztemperatur ϑx in Richtung der Berührlinienbreite (x-Richtung) errech-
net sich als Integral der Wärmestöße dϑ über der Kontaktbreite 2bH: 
 

( )
∫

−
⋅−=

x

tM
x x

dq
wB 0

1
ξ
ξξ

π
ϑ  (9)

 
Da sich die Wärmemenge q auf beide Zahnflanken aufteilt und die Temperatur im Kontakt 
für beide Flanken gleich sein muss, können die Ausdrücke für die Temperaturen der bei-
den Flanken gleichgesetzt werden: 
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tM x
q
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dq
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ξ
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πξ
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 (10)

 
Da sich die Wärmemengen q1 und q2 aus physikalischen Gründen nur um einen konstan-
ten Faktor unterscheiden können, ergeben sich aus den obigen Integralen die konstanten 
Wärmemengen q1 und q2: 
 

( ) ( )
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2
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1

tMtM wB
q

wB
q ξξ

=  (11)

 
Mit q = q1 + q2 können die beiden Unbekannten q1 und q2 berechnet werden: 
 

2

21
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⎛
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+
=
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Zur Berechnung der Temperatur ϑx im Hertzschen Kontakt werden die Wärmemengen q1 
und q2 in die Gleichung eingesetzt und diese dann bis x = 2bH integriert. Durch Differenzie-
ren der resultierenden Gleichung erhält man den Maximalwert der Blitztemperatur ϑfla über 
der Hertzschen Kontaktbreite: 
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2211

2128730
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ϑfla [K] Blitztemperatur 
μ [-] Reibungszahl 
p [N/mm2] Hertzsche Pressung 

bH [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite 
wt  [m/s] Oberflächengeschwindigkeit 
BM  thermischer Kontaktkoeffizient 

[N2 · m / (K2·mm3·s)] 

 
Durch Einsetzen der Formeln für die Hertzsche Pressung p und die Kontaktbreite 2bH und 
unter Annahme gleicher Materialen für beide Verzahnungen ergibt sich: 
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ϑfla [K] Blitztemperatur 
μ [-] Reibungszahl 
E' [N/mm2] Ersatz E-Modul 
w  [N/mm] Linienlast 

BM  thermischer Kontaktkoeffizient 
[N2 · m / (K2·mm3·s)] 

ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius 
wt  [m/s] Oberflächengeschwindigkeit 

 
 
Bei der von Blok [They] postulier-
ten Annahme einer konstanten 
Grenztemperatur ist die maximale 
Kontakttemperatur, die sich aus 
der Massentemperatur und dem 
Maximalwert der Blitztemperatur 
über der Eingriffsstrecke ergibt 
(Bild 2-6), maßgeblich für die 
Fresstragfähigkeit einer Verzah-
nung. Der Ort der maximalen 
Blitztemperatur hängt dabei 
hauptsächlich von der Last- und 
Gleitgeschwindigkeitsverteilung 
ab, also von der Geometrie der 
Verzahnung. 
Blok [They] gibt für die Massen-
temperatur nur grobe Anhaltswer-
te an. Für die Reibungszahl nimmt er einen konstanten Wert an bzw. verweist auf andere 
Veröffentlichungen. Darüber hinaus ist die Blitztemperaturhypothese nur auf die Anwen-
dung für unlegierte Mineralöle beschränkt, da nur für diese die Annahme einer konstanten 
zulässigen Kontakttemperatur gültig ist. Aus diesen Gründen ist der Blitztemperaturansatz 
in seiner Originalform für heutige Getriebe- bzw. Schmierstoffanwendungen nicht geeig-
net. 
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Bild 2-6:  Schematischer Verlauf der Kontakttempe-
ratur über der Eingriffsstrecke am Beispiel 
der FZG-Testverzahnung Typ C 
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Die Blitztemperaturmethode nach Blok [They] wurde u.a. in die DIN 3990 Teil 4 [D390] 
übernommen. Im Gegensatz zur Originalversion beinhaltet die in der DIN vorgeschlagene 
Methode jedoch Ansätze für die Berechnung der Verzahnungsreibungszahl und der Mas-
sentemperatur sowie für die zulässige Kontakttemperatur, die sich in Abhängigkeit von 
einem Fresstests bestimmt. Damit können auch mild legierte Schmierstoffe berücksichtigt 
werden. 
 
Die Fresssicherheit wird als Verhältnis der zulässigen zur auftretenden maximalen Kon-
takttemperatur, jeweils abzüglich der Öltemperatur, definiert: 
 

Oilmax,C

OilS
C,SS

ϑϑ
ϑϑ
−

−
=  (15)

SS,C [-] Fresssicherheit 
ϑOil [°C] Öltemperatur 

ϑC [°C] zulässige Kontakttemperatur 
ϑC,max [°C] maximale Kontakttemperatur 

 
Die maßgebliche Kontakttemperatur ϑC,max berechnet sich näherungsweise aus der Mas-
sentemperatur ϑM und der maximalen Blitztemperatur ϑfla,max über dem Eingriff: 
 

Smax,flaMmax,C ϑϑϑϑ ≤+=  
mit: 

(16)
 

max,flaÖlM , ϑϑϑ ⋅+= 470  (17)

4
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a

vw
XXXX Bt

BMfla
⋅

⋅⋅⋅⋅= Γαβμϑ  (18)

ϑC [°C] Kontakttemperatur 
ϑM [°C] Massentemperatur 
ϑfla [K] Blitztemperatur 
ϑÖl [°C] Öltemperatur 
ϑS [°C] zulässige Kontakttemperatur 
μ [-] Reibungszahl 

XM  Blitzfaktor in [K N-3/4 s1/2 m-1/2 mm] 
XB  [-] Geometriefaktor 
Xαβ [-] Winkelfaktor 
XΓ [-] Kraftaufteilungsfaktor 
wBt [N/mm] maßgebende Linienlast im Stirnschnitt 

(incl. Lastfaktoren K) 
v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis 
a [mm] Achsabstand 

 
Die Einflussfaktoren enthalten dabei jeweils die folgenden Größen bzw. Umrechnungen: 
 
Blitzfaktor XM ⇒ enthält E-Modul und thermische Kontaktkoeffizienten 
Geometriefaktor XB ⇒ Umrechnung des Achsabstands auf den Ersatzkrümmungs-

radius sowie der Umfangsgeschwindigkeit auf die Oberflä-
chengeschwindigkeiten 

Winkelfaktor Xαβ ⇒ enthält Eingriffs- und Schrägungswinkel 
Kraftaufteilungsfaktor XΓ ⇒ Umrechnung der Umfangskraft auf mehrere im Eingriff be-

findliche Zahnpaare 
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Die zulässige Kontakttemperatur berechnet sich nach DIN 3990 Teil 4 [D390] in Abhängig-
keit von der in einem Standard-Fresstest A/8,3/90 ermittelten Schadenskraftstufe bzw. von 
dem dazugehörigen Ritzeldrehmoment des verwendeten Schmierstoffs. Sie setzt sich aus 
einem Anteil Massentemperatur im Test ϑMT und der maximalen Blitztemperatur im Test 
ϑfla,max,T zusammen. Für den FZG-Standardtest A/8,3/90 ergibt sich nach DIN 3990 Teil 4 
[D390] folgender formelmäßiger Zusammenhang, der Annahmen zur Abhängigkeit der 
Massentemperatur vom Ritzeldrehmoment sowie die Umrechnung des Ritzeldrehmoments 
auf die Blitztemperatur für die Geometrie der Testverzahnung Typ A20 beinhaltet: 
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ϑMT [°C] Massentemperatur im Test 
XWrelT [-] Gefügefaktor 
ϑfla,max,T [K] max. Blitztemperatur im Test 

T1T [Nm] Ritzeldrehmoment der Schadenskraftstufe
ν40 [cSt] kin. Viskosität bei Öltemperatur 40°C 

 
Dieser Ansatz zur Berechnung der zulässigen Kontakttemperatur enthält den Reibungs-
zahlansatz nach DIN 3990 Teil 4 [D390] und ist deshalb auch nur zum Vergleich mit dieser 
Reibungszahl berechneter Kontakttemperaturen geeignet. 
 
Die Blitztemperaturmethode nach Blok ist ähnlich der DIN 3990 Teil 4 auch in anderen 
Normen (z.B. ISO/TR 13989-1 [ITR13] und AGMA 925 [A925]) festgehalten. Im Wesentli-
chen unterscheiden sich diese in den jeweils verwendeten Reibungszahlansätzen. Eine 
vergleichende Auflistung dieser verschiedenen Ansätze erfolgt in 2.5. 
 

2.3.2 Integraltemperaturansatz nach Michaelis – DIN 3990, ISO/TR 13989 

Die Kontakttemperatur auf Basis der Blitztemperaturhypothese von Blok [They] als für die 
Fresstragfähigkeit maßgebliche thermische Beanspruchung deckt sich in einigen For-
schungsarbeiten nicht mit den experimentellen Ergebnissen, z.B. Lechner [Lech] und 
Seitzinger [Seit]. Von diesen Autoren wird deshalb eine mittlere Oberflächentemperatur für 
den Fressschaden verantwortlich gemacht. Eine weitere Kritik am Blitztemperaturverfah-
ren war, dass die für die lokale Rechnung notwendigen Größen nicht immer bekannt (z.B. 
lokale Reibungszahl) oder schwer zu bestimmen sind (z.B. lokale Beanspruchung incl. 
dynamischer Zusatzlasten). Untersuchungen von Michaelis [Mich] haben gezeigt, dass 
sich verschiedene Fressschäden an Praxisgetrieben nicht mit der Blitztemperaturmethode 
nach DIN 3990 Teil 4 [D390] erklären ließen, insbesondere bei Verzahnungen mit einer 
Kopfrücknahme oder einem Eingriff nahe am Grundkreis. Außerdem werden mit der DIN-
Methode teilweise deutlich zu hohe Reibungszahlen und damit unrealistisch hohe Kontakt-
temperaturen berechnet (siehe Michaelis [Mich]). 
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Das auf Basis dieser Erkennt-
nisse von Michaelis [Mich] 
vorgeschlagene Integraltempe-
raturverfahren, für Stirnräder 
ebenfalls genormt in der DIN 
3990 Teil 4 [D390], basiert auf 
der Blitztemperatur nach Blok 
[They], die jedoch über der 
Eingriffsstrecke gα integriert 
und mit einer Konstanten C2 
gewichtet wird (Bild 2-7). Die 
Integration erfolgt dabei über 
die Aufsummierung des lineari-
sierten Verlaufs der Blitztempe-
ratur nach Blok über der Ein-
griffsstrecke (⇒ Überdeckungs-
faktor Xε). 
 
Mit dem Überdeckungsfaktor Xε wird die Blitztemperatur im Punkt E (bei Annahme εα = 
1,0) auf die mittlere Flankentemperatur umgerechnet. Die Blitztemperatur berechnet sich 
dabei analog der Kontakttemperaturmethode, jedoch unter Annahme einer mittleren Rei-
bungszahl (berechnet im Wälzpunkt C) und der Geometriegrößen im Punkt E (Geometrie-
faktor XBE). Zusätzlich werden von Michaelis [Mich] Einflussfaktoren zur Berücksichtigung 
der Einflüsse von Einlauf (XE), Treibrichtung (XQ) und Kopfrücknahme (XCa) vorgeschla-
gen: 
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ϑint [°C] Integraltemperatur 
ϑM [°C] Massentemperatur 
C2 [-] Gewichtungsfaktor (C2 = 1,5) 
ϑfla,int [K] mittl. Flankentemperatur 
ϑfla,E [K] Blitztemperatur im Punkt E 
ϑÖl [°C] Öltemperatur 
μmC [-] mittl. Reibungszahl im Punkt C (siehe 0) 

wBt [N/mm] maßgebende Linienlast im Stirnschnitt 
(incl. Lastfaktoren K) 

v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis 
a [mm] Achsabstand 
XM  Blitzfaktor in [K N-3/4 s1/2 m-1/2 mm] 
XBE  [-] Geometriefaktor im Punkt 
Xαβ [-] Winkelfaktor 
XE [-] Einlauffaktor 
XQ  [-] Treibrichtungsfaktor 
XCa  [-] Kopfrücknahmefaktor 
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Bild 2-7:  Berechnung der Integraltemperatur 
am Beispiel der FZG-Testverzahnung Typ C 
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Die so berechnete Integraltemperatur wird wiederum mit einer aus einem Fresstest abge-
leiteten zulässigen Integraltemperatur verglichen. Damit kann eine Fresssicherheit ausge-
geben werden: 
 

int

int,S
int,SS

ϑ
ϑ

=  

mit: 

(23)

40
40

40
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10008023080
,

,
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−

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
⋅⋅⋅+⋅+=⋅⋅+=

ν

ν
ϑϑϑ  (24)

SS,int [-] Fresssicherheit 
ϑS,int [°C] zulässige Integraltemperatur 
ϑint [K] Integraltemperatur 
C2 [-] Gewichtungsfaktor (C2 = 1,5) 

ϑMT [°C] Massentemperatur im Test 
ϑfla,int,T [K] Integraltemperatur im Test 
XWrelT [-] Gefügefaktor 
T1T [-] Ritzeldrehmoment im Test 
ν40 [°C] kin. Viskosität bei 40°C Öltemperatur 

 

2.3.3 Kontaktzeitmethode nach Collenberg 

Auf der Basis umfangreicher experimenteller Untersuchungen bei hohen Umfangsge-
schwindigkeiten (vt > 20 m/s) kommt Collenberg [Coll] zu dem Schluss, dass der u.a. auch 
von Lechner [Lech] und Seitzinger [Seit] schon beobachtete Wiederanstieg der Fresslast-
Geschwindigkeits-Kurve auf eine Verkürzung der Kontaktzeit bei steigenden Geschwindig-
keiten zurückzuführen ist. Die Erklärung des Phänomens der steigenden Grenztemperatur 
bei größeren Umfangsgeschwindigkeiten liegt laut Collenberg [Coll] in der Kinetik der 
Additiv-Reaktionen an der Zahnflanke. Dabei wird davon ausgegangen, dass sich chemi-
sche Schutzschichten erst bei höheren Temperaturen, also höheren Belastungen, wieder 
zersetzen, wenn diese Temperaturen nur sehr kurz wirksam sind. 
Die Reaktion zwischen dem Additiv A und dem Eisen Fe der Zahnradflanke ist reversibel. 
Deshalb kann die Reaktion folgendermaßen beschrieben werden: 
 

FeAAFe )(k
)(k

⎯⎯⎯ →⎯⎯⎯⎯ ⎯←+ 11
22

ϑ
ϑ  

(a – x)        (b – x) 
 

(25)

Fe [-] Eisen 
A [-] Additiv 
FeA [-] Eisen-Additiv-Verbindung 

a,b,x [-] auf die Kontaktfläche bezogene Anzahl an 
A- und FeA-Molekülen bzw. der reagie-
renden Moleküle zum Zeitpunkt t=t0 

k1,2 [-] Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten 

 
Die Geschwindigkeit der Hin- bzw. Rückreaktion ist abhängig von den Reaktionsge-
schwindigkeitskonstanten k1 bzw. k2, die wiederum von der Temperatur abhängen. Zur 
Beschreibung der Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten k wird die Arrheniusgleichung 
herangezogen: 
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ϑ⋅
−

⋅= R
AE

eAk  (26)

k [-] Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten  
A [-] Konstante 

EA/R [-] Konstanten 
ϑ [-] Reaktionstemperatur 

 
Die Konstanten A und EA/R sind empirisch ermittelt und für Hin- und Rückreaktion unter-
schiedlich. Bei mittleren Temperaturen liegt das Gleichgewicht auf Seite von FeA (k1<k2), 
bei höheren auf der Seite von Fe + A (k1>k2). 
 
Da die realen Reaktionspartner und ihre 
spezifischen Konstanten nicht bekannt 
sind, wird das vereinfachte Modell einer 
irreversiblen Reaktion herangezogen: 
Unterhalb einer unteren Grenztempera-
tur ϑ0 findet keine Reaktion statt, ober-
halb ϑ0 reagieren Fe und A zu FeA 
(k1>0, k2=0). Über einer oberen Grenz-
temperatur ϑG liegt das Gleichgewicht 
auf der Seite der Ausgangsprodukte Fe 
und A, d.h. FeA zerfällt wieder (k1=0, 
k2>0). Die beiden Teilreaktionen können 
damit getrennt betrachtet werden: 
 

FeAAFe )(k ⎯⎯⎯ →⎯+ 11 ϑ  
(a-x)      x 

(27)

 
Der Aufbau der Reaktionsschicht findet 
bei mittleren Temperaturen ϑ0 < ϑC < ϑG 
mit der Geschwindigkeit dx/dt statt, 
wobei x die Anzahl der entstehenden 
Moleküle darstellt: 
 

( )xak
dt
dx −⋅= 1 ⇒ ( )111 tkeax ⋅−−⋅= (28)

 
 
Bei höherer Kontakttemperatur ϑC > ϑG findet erneut eine Zersetzung der Reaktions-
schicht statt: 
 

AFeFeA )(k +⎯⎯⎯ →⎯ 22 ϑ  
(x-y)   y 

(29)
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Bild 2-8:  Abhängigkeit der kritischen Kontakt-
temperatur von der Kontaktzeit (nach 
Collenberg [Coll]) 
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Die Zahl der zersetzten Moleküle y ist dabei: 
 

( )221 tkexy ⋅−−⋅=  (30)

 
Um ein Verschweißen der Oberflächen zu verhindern muss das Verhältnis aus zersetzten 
und entstehenden Molekülen y/x < 1 sein. Dieses Verhältnis wird als Zersetzungsrate 
bezeichnet. Collenberg [Coll] definiert auf Basis sinnvoller Annahmen für die kritische 
Zersetzungsrate (y/x = 0,9) und die Konstanten der Arrheniusgleichung einen Zusammen-
hang zwischen der Kontaktzeit tC und der Kontakttemperatur ϑC, der sich gut mit den Er-
gebnissen der Fressversuche bei unterschiedlichen Umfangsgeschwindigkeiten (= Kon-
taktzeiten) deckt. 
 
Für die praktische Fresstragfähigkeitsbe-
rechnung wird der in Bild 2-8 gezeigte 
Verlauf der Grenztemperatur über der 
Kontaktzeit linear angenähert (Bild 2-9). 
Oberhalb einer vom Schmierstoff abhän-
gigen kritischen Kontaktzeit tK wird eine 
konstante Grenztemperatur ϑS,DIN ange-
nommen, welche der in einem Fresstest 
bei Standardbedingungen ermittelten 
entspricht. Unterhalb dieser kritischen 
Kontaktzeit wird die Grenztemperatur mit 
der ebenfalls vom Schmierstoff abhängi-
gen Steigung CS linear hochgerechnet. 
Die schmierstoffabhängigen Parameter tK 
und CS werden dabei aus drei Fresstests 
bei unterschiedlichen Umfangsgeschwin-
digkeiten abgeleitet oder durch die folgenden Konstanten angenähert (siehe [Coll]): 
 

( )⎩
⎨
⎧

<−+
>

=
KCCKSDIN,S

KCDIN,S
S tt für ttC

tt für                      
ϑ
ϑ

ϑ  (31)

ϑS [°C] zulässige Kontakttemperatur 
ϑS,DIN [°C] zulässige Kontakttemperatur nach DIN 

3990 Teil 4 
CS [-] Steigung der Grenztemperatur 
  (falls nicht bekannt: CS = 18) 

tC [µs] Kontaktzeit 
tK [µs] kritische Kontaktzeit 
  (falls nicht aus Tests bekannt: tK = 18 µs) 

 
Die so lokal für jeden Punkt der Eingriffsstrecke ermittelte Grenztemperatur wird mit der 
lokalen Kontakttemperatur nach DIN 3990 Teil 4 [D390] verglichen und damit eine lokale 
Fresssicherheit ausgegeben. 

a) berechnete Grenztemp.

b) lineare Näherung von a)

c) Grenztemp. DIN 3990/4
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Bild 2-9:  Berechnung der Grenztemperatur 
(nach Collenberg [Coll]) 
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2.3.4 Kontaktzeit-Temperaturmethode nach Schlenk 

Bei Versuchen mit unterschiedlichen Öl- und damit Massentemperaturen wurde festge-
stellt, dass die Fresstragfähigkeit mit höherer Öl- und damit Massentemperatur gleich 
bleibt, meist sogar zunimmt. Dies widerspricht ebenfalls der Annahme von Blok, wonach 
die für Fressen relevante Grenztemperatur konstant ist. Eine Erklärung dafür sieht Schlenk 
[Schl] in der größeren Reaktionsfreudigkeit der Additive bei höheren Flankentemperaturen. 
Dieser Zusammenhang 
konnte auch durch 
Oberflächenanalysen 
von Flanken gezeigt 
werden, die bei unter-
schiedlichen Tempera-
turen gelaufenen wa-
ren: Je höher die Tem-
peratur, desto flächen-
deckender war die 
Schichtbelegung auf 
der Flanke (Bild 2-10).  
Aufbauend auf diesen 
Erkenntnissen entwi-
ckelte Schlenk [Schl] 
ein Verfahren zur Berücksichtigung dieses Zusammenhangs. Dabei handelt es sich um ein 
örtliches Rechenverfahren, das auf der Kontaktzeitmethode von Collenberg [Coll] basiert. 
Modifizierte Einflussfaktoren und eine angepasste Reibungszahlgleichung berücksichtigen 
die speziellen Bedingungen bei Großgetrieben mit großen Moduln und damit den Einfluss 
der Zahnraderwärmung. Außerdem führt Schlenk einen Temperaturfaktor XT zur Modifizie-
rung der Grenztemperatur ein, der Baugröße und Öltemperatur berücksichtigt (Bild 2-11): 
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ϑSK [°C] Grenztemperatur 
ϑCmt [°C] Grenztemperatur bei mittl. Öltemperatur  
XT [-] Temperaturfaktor 
CTn [-] Steigung der Grenztemperatur bei XT < 1 
CTh [-] Steigung der Grenztemperatur bei XT > 1 

ϑOil [°C] Öltemperatur 
ϑOil,REF [°C] Referenz-Öltemperatur (= 90°C) 
XS [-] Schmierungsfaktor 
a [mm] Achsabstand 
aREF [mm] Referenz-Achsabstand (= 91,5 mm) 

 
Die so ermittelte Grenztemperatur ϑSK wird anschließend anstelle von ϑS,DIN in die Grenz-
temperatur-Gleichung nach Collenberg [Coll] eingesetzt. 
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Bild 2-10:  Schichtbelegung der Oberfläche über der 
Eingriffsstrecke (nach Schlenk [Schl]) 
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Der Temperaturfaktor XT gibt an, ob 
die Betriebsbedingungen des nachzu-
rechnenden Getriebes bezüglich des 
Temperaturniveaus ober- oder unter-
halb der Bedingungen des Fresstests 
liegen. Für die Referenzbedingungen 
(Öltemperatur = 90°C und Achsab-
stand = 91,5 mm) wird XT = 1,0. Die 
Steigungen CTn bei XT < 1 und CTh bei 
XT > 1 werden anhand dreier Fress-
tests bei unterschiedlichen Öltempera-
turen ermittelt (siehe Schlenk [Schl]). 
 

2.4 Berechnung der Fresstragfähigkeit von Kegelrad- 
und Hypoidverzahnungen 

2.4.1 Allgemeines 

Die Tragfähigkeitsberechnung von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen erfolgt aus ver-
schiedenen Gründen üblicherweise an so genannten Ersatzverzahnungen: Zum einen ist 
die Bestimmung der realen Geometrie der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen nur über 
eine Herstellsimulation möglich, da sie maßgeblich von den Maschineneinstelldaten der 
Verzahnungsfertigung abhängt. Zum anderen stehen für Kegelrad- und Hypoidverzahnun-
gen nur eingeschränkt Festigkeitswerte für einen Tragfähigkeitsnachweis zur Verfügung. 
Aus diesen Gründen wurden von verschiedenen Autoren Methoden zur Umrechnung der 
Kegelrad- bzw. Hypoidgeometrie auf eine Ersatzverzahnung vorgeschlagen (Beschreibung 
und kritische Bewertung siehe u.a. bei Wirth [Wirt]), wobei für die Berechnung der Grüb-
chen- und Zahnfußbruchtragfähigkeit meist Stirnradverzahnungen, für die Fresstragfähig-
keit Schraubradverzahnungen herangezogen werden. Ziel der Umrechnung ist jeweils die 
möglichst genaue Abbildung der Eingriffsverhältnisse der Kegelräder, um die an Stirn- 
bzw. Schraubrädern ermittelten Festigkeitswerte mit den Beanspruchungen der Kegelrad-
verzahnungen vergleichen zu können. 

2.4.2 Kontakttemperatur nach Coleman – ISO/TR 13989-1 

Eine Übertragung der Blitztemperaturmethode nach Blok [They] auf Kegelrad- und Hy-
poidverzahnungen wurde 1967 von Coleman [Cole] vorgeschlagen. Der ursprünglich für 
zylindrische Körper mit parallelen Drehachsen (Linienkontakt) entwickelte Ansatz wurde 
dabei auf den allgemeinen Fall eines elliptischen Kontakts mit gekreuzten Drehachsen, 
also unterschiedlich orientierten Oberflächengeschwindigkeiten, erweitert (Bild 2-12). 
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Bild 2-11:  Berechnung der Grenztemperatur 
nach Schlenk [Schl] 
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Im Gegensatz zum Linienkontakt mit parallel orientierten Oberflächengeschwindigkeiten 
muss im allgemeinen Kontaktfall die Zeit, die sich ein Oberflächenelement im Kontakt 
befindet und in der die im Kontakt entstehende Wärmemenge in die Oberflächen abgeführt 
wird, für beide Körper individuell bestimmt werden. Sie ergibt sich aus der Oberflächenge-
schwindigkeiten wt1,2 und den dazugehörigen Strecken d1,2 entlang der Geschwindigkeits-
vektoren. Außerdem muss die Gleitgeschwindigkeit aus der Differenz der Oberflächenge-
schwindigkeitsvektoren berechnet werden. Mit diesen beiden Änderungen im Vergleich 
zum Ansatz nach Blok [They] ergibt sich die Blitztemperatur zu: 
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(34)

ϑfla [K] Blitztemperatur 
μ [-] Reibungszahl 
pH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
vg  [m/s] Gleitgeschwindigkeit 

BM1,2  thermischer Kontaktkoeffizient 
[N2 · m / (K2·mm3·s)] 

wt  [m/s] Oberflächengeschwindigkeit  
d [mm] Kontaktbreite in Richtung wt 

 
Zur Berechnung der Flankenbeanspruchung wählte Coleman [Cole] eine Stirnrad-
Ersatzverzahnung im mittleren Normalschnitt der Kegelradverzahnung (Bild 2-13 links). 
Die maßgeblichen Geschwindigkeiten werden dagegen an der Originalverzahnung be-
stimmt (Bild 2-13 links). Zur Massentemperatur werden von Coleman [Cole] keine Anga-
ben gemacht. Zur Berechnung der Reibungszahl wird nur ein einfacher, von der Ge-
schwindigkeit und der Flankenrauheit abhängiger Ansatz vorgeschlagen. 
 
In der ISO/TR 13989 – 1 [ITR13] ist ein ähnlicher Ansatz zur Berechnung der Fresstragfä-
higkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen auf Basis der Blitztemperatur nach Blok 
[They] genormt. Dabei werden jedoch Ersatz-Schraubradverzahnungen zur Berechnung 
der maßgeblichen Beanspruchungsgrößen herangezogen. 
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Bild 2-12:  Kontaktbedingungen für den allgemeinen Fall eines Punktkontakts bei unter-
schiedlich orientierten Oberflächengeschwindigkeiten nach Coleman [Cole] 
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2.4.3 Integraltemperatur nach Richter – DIN 3991, ISO/TR 13989-2 

Richter [Rich] führte Versuche zum Einfluss der Kegelradgeometrie, insbesondere der 
Achsversetzung, auf den Wirkungsgrad und die Fresstragfähigkeit durch. Die Auswertung 
der Fressversuche mit den damals gängigen Rechenverfahren brachte nur in begrenzten 
Bereichen eine ausreichende gute Übereinstimmung. Aus diesem Grund griff Richter auf 

die Erkenntnisse von Lechner 
[Lech], Seitzinger [Seit] und Mi-
chaelis [Mich] zurück und entwi-
ckelte ein Rechenverfahren auf 
Grundlage einer gewichteten, 
mittleren Flankentemperatur. 
Dieses Rechenverfahren basiert 
auf der Blitztemperatur nach Blok 
[They], angewandt für Punkt- 
bzw. Ellipsenkontakt und unter-
schiedlich orientierte Oberflä-
chengeschwindigkeiten, analog 
Coleman [Cole]. Die über der 
Eingriffsstrecke veränderlichen 
Größen Oberflächen- und Gleit-
geschwindigkeit werden nach 
Grekoussis [Grek] an infinitesimal 
schmalen Ersatz-Schraubrad-
verzahnungen entlang der Bahn 
des Berührpunkts auf der Flanke 
bestimmt (Bild 2-14). 
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Bild 2-13:  Ersatzverzahnung (links) und Kontaktellipse mit lokalen Flankengeschwindig-
keiten (rechts) nach Coleman [Cole] 

 

db

d b

Wälzkegel des 
Tellerrads

Wälzkegel
des Ritzels Ersatzschraubenrad

des Ritzels

Ersatzschraubenrad
des Tellerrads

A2

A1

P0r02

r01

δ
02

r 0s
2 

= 
r 02

co
s δ

02

r0s1 = 
r01

cos δ01

P0

 

 

Bild 2-14:   Ersatz-Schraubradverzahnung zur Be-
rechnung der lokalen Pressung und Ober-
flächengeschwindigkeiten nach Richter  
[Rich] 
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Die Blitztemperatur wird dann 
analog Michaelis [Mich] über 
der Eingriffsstrecke integriert. 
Die Schwierigkeit liegt dabei in 
der sich kontinuierlich ändern-
den Pressung sowie der verän-
derlichen Geschwindigkeiten 
samt deren Richtungen. Bild 
2-15 zeigt den Verlauf der nach 
Richter [Rich] berechneten 
Blitztemperatur über der Ein-
griffsstrecke. Da ihr Verlauf in 
erster Näherung nur von der 
relativen Gleitgeschwindigkeit 
abhängt, vereinfacht Richter 
[Rich] die Integration, indem er sie entlang des parabelförmigen Verlaufs der Gleitge-
schwindigkeit durchführt. Damit ergibt sich eine Gleichung für die Integraltemperatur, in 
der alle Geometriegrößen im Geometriefaktor XG, alle aus der Integration resultierenden 
Größen im Integrationsfaktor Xε (vgl. Überdeckungsfaktor nach DIN) zusammengefasst 
werden. Die Massentemperatur ist dabei anteilig in der Gewichtungskonstante C enthal-
ten. Zur Berechnung der mittleren Reibungszahl verweist Richter [Rich] auf Untersuchun-
gen von Stößel [Stoe] am Zwei-Scheiben-Prüfstand. 
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mit den Materialkonstanten von Stahl: 

εμϑϑ XXvF GNmÖlint ⋅⋅⋅⋅⋅+= 1275  

(35)

ϑint [°C] Integraltemperatur 
ϑÖl [°C] Öltemperatur 
C [-] Gewichtungsfaktor (C = 2,5) 
E’ [N/mm2] Ersatz-E-Modul 
BM [-] thermischer Kontaktkoeffizient 

μm [-] mittlere Reibungszahl 
FN [N] Zahnnormalkraft 
v1 [m/s] Ritzel-Umfangsgeschwindigkeit 
XG [1/mm1/2] Geometriefaktor 
Xε  [-] Integrationsfaktor 

 
Dieser Ansatz für die Integraltemperatur wird von Richter [Rich] auch auf Kegelrad-, 
Schraubrad- und Stirnradgetriebe angewendet, indem der Geometrie- und der Integrati-
onsfaktor an die spezifischen Gegebenheiten dieser Verzahnungen angepasst werden. 
Insgesamt ergibt sich damit für alle Verzahnungsarten eine gute Übereinstimmung der 
Berechnungs- mit den Versuchsergebnissen, d.h. eine Übertragbarkeit der Versuchser-
gebnisse von einer auf eine andere Verzahnungsart ist gegeben. 
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Bild 2-15:  Verlauf der Blitztemperatur über der Ein-
griffsstrecke der Ersatz-Schraubrad-
verzahnungen nach Richter [Rich] 
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Das Rechenverfahren nach Richter [Rich] wurde auch von Niemann/Winter [NW3] über-
nommen und für Kegelräder in der DIN 3991 [D391], für Kegelrad- und Hypoidverzahnun-
gen in der ISO/TR 13989 [ITR13] genormt. Für Kegelräder wird dabei eine Ersatz-
Stirnradverzahnung, für Hypoidverzahnungen eine Ersatz-Schraubradverzahnung gebil-
det: 

 
Die auftretende Integraltemperatur wird an diesen Ersatzverzahnungen berechnet, wobei 
die jeweiligen spezifischen Kontaktbedingungen über den Geometrie- und den Integrati-
onsfaktor berücksichtigt werden. Dementsprechend unterscheiden sich die Ansätze für 
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen hauptsächlich in diesen beiden Faktoren sowie im 
Gewichtungsfaktor C2 für a = 0 bzw. C2H für a ≠ 0 mm: 
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Bild 2-16:  Ersatz-Stirnradverzahnung (links) und Ersatz-Schraubradverzahnungen 
(rechts) nach DIN 3991 [D391] bzw. ISO/TR 13989 [ITR13] 
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ϑint [°C] Integraltemperatur 
ϑM [°C] Massentemperatur 
C2(H) [-] Gewichtungsfaktor (C2 = 1,5; C2H = 1,8) 
ϑfla,int [K] mittl. Flankentemperatur 
ϑÖl [°C] Öltemperatur 
μmC [-] mittl. Reibungszahl 
Fmt [N] mittlere Umfangskraft 
FN [N] mittlere Normalkraft 
K [-] Lastfaktoren K = KA · Kv · KBβ  · KBα · KBγ 
v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis 

a v [mm] Achsabstand der Ersatzverzahnung 
beH [mm] effektive Zahnbreite 
XM  Blitzfaktor in [K N-3/4 s1/2 m-1/2 mm] 
XBE  [-] Geometriefaktor (Kegelräder) 
XG  [-] Geometriefaktor (Hypoids) 
Xαβ [-] Winkelfaktor 
Xε [-] Integrationsfaktor 
XE [-] Einlauffaktor 
XQ  [-] Treibrichtungsfaktor 
XCa  [-] Kopfrücknahmefaktor 

 
Die so berechnete Integraltemperatur wird wiederum mit einer aus einem Fresstest abge-
leiteten zulässigen Integraltemperatur verglichen und so eine Fresssicherheit ausgegeben. 
Die Unterschiede bei der Formel für die zulässige Integraltemperatur nach DIN 3991 
[D391] und DIN 3990 [D390] (siehe 2.3.2) liegen in den unterschiedlichen Reibungszahl-
ansätzen begründet. 
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SintS [-] Fresssicherheit 
ϑintS [°C] zulässige Integraltemperatur 
ϑint [K] Integraltemperatur 
C2 [-] Gewichtungsfaktor (C2 = 1,5) 

ϑMT [°C] Massentemperatur im Test 
ϑfla,int,T [K] Integraltemperatur im Test 
XWrelT [-] Gefügefaktor 
T1T [Nm] Ritzeldrehmoment im Test 
ν40 [cSt] kin. Viskosität bei 40°C Öltemperatur 

 

2.5 Vergleich der Reibungszahlgleichungen aus DIN 
und ISO sowie neuere Ansätze 

Neben dem grundsätzlichen Unterschied der Kontakt- und Integraltemperaturmethode, der 
in den unterschiedlichen Annahmen zur für einen Fressschaden maßgeblichen Flanken-
temperatur besteht, unterscheiden sich die in den vorangegangenen Kapiteln beschriebe-
nen Rechenverfahren auch in der Bestimmung der Reibungszahl und damit in der jeweils 
angenommenen zulässigen Grenztemperatur. Die Rechenverfahren auf Basis einer Integ-
raltemperatur nehmen eine mittlere Reibungszahl im Zahnkontakt an, üblicherweise be-
stimmt für die Geometrie- und Geschwindigkeitsbedingungen im Wälzpunkt C. Die Verfah-
ren auf Grundlage einer Kontakttemperatur gehen von einer veränderlichen Reibungszahl 
aus, wobei normalerweise ein globaler Reibungszahlansatz lokal in den betrachteten cha-
rakteristischen Punkten der Eingriffsstrecke mit den dortigen Geometrie- und Geschwin-
digkeitsdaten angewendet wird. Michaelis [Mich] vergleicht Reibungszahlansätze ver-
schiedener Autoren und stellt fest, dass die Unterschiede untereinander sowie im Ver-
gleich zu Versuchsergebnissen teilweise erheblich sind (Bild 2-17): 
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Ansätze auf Basis von Un-
tersuchungen an Scheiben-
Prüfständen (z.B. Stößel 
[Stoe], Eiselt [Eise]) weisen 
tendenziell zu niedrige Rei-
bungszahlen auf, da sie die 
schlechten Schmierbedin-
gungen am Eingriffsbeginn 
der Zahnräder nicht berück-
sichtigen. Der Ansatz von 
Benedict und Kelley [BeKe] 
weist für niedrige Lasten und 
hohe Geschwindigkeiten 
sogar negative, also physi-
kalisch unsinnige Werte auf. 
Des Weiteren ist der Ansatz 

für Gleitgeschwindigkeiten gegen 0 nicht anwendbar, da die Gleitgeschwindigkeit im Nen-
ner der Gleichung auftritt. Mit dem Ansatz nach Ohlendorf [Ohle] werden tendenziell zu 
hohe Reibungszahlen berechnet: Für reale Einsatzbedingungen liegt die Reibungszahl 
immer im Bereich von ca. 0,060 [Mich]. Durch die Aufteilung der Reibungszahl in einen 
Festkörperreibungs- und einen EHD-Reibungsanteil berücksichtigt der Ansatz jedoch als 
Einziger einen Wiederanstieg der Reibungszahl mit zunehmenden Geschwindigkeiten 
aufgrund der steigenden Scherreibung im Schmierspalt. Dieser Ansatz wird im Grundsatz 
von verschiedenen Autoren weiter verfolgt, z.B. von Doleschel [Dole]. Michaelis [Mich] 
modifiziert auf Basis zahlreicher eigener Versuchsergebnisse den Ansatz der DIN 3990 
[D390], indem er die Konstante reduziert und die Exponenten (v.a. der Viskosität) anpasst. 
In Tabelle 2-1 sind die in den verschiedenen Normen zur Berechnung der Fresstragfähig-
keit vorgeschlagenen Reibungszahlansätze formelmäßig gegenüber gestellt: Die AGMA 
925 [A925] verwendet den Ansatz von Benedict und Kelley [BeKe] mit dem Hinweis, dass 
dieser bei Gleitgeschwindigkeit 0 am Wälzpunkt nicht angewendet werden kann und dort 
eine Reibungszahl angenommen werden muss. In der DIN 3990 [D390] wird bei der Integ-
raltemperaturmethode eine mittlere empirische Reibungszahl mit den Parametern im 
Wälzpunkt C berechnet. Derselbe Ansatz wird bei der Kontakttemperaturmethode auf der 
Eingriffsstrecke lokal angewendet. Die DIN 3991 [D391] verwendet die Reibungszahl nach 
Michaelis [Mich] in ihrer Originalversion, die in der ISO/TR 13989-2 [ITR13] bezüglich des 
Rauheitsfaktors modifiziert und mit einem Schmierstofffaktor ergänzt wurde. Schlenk 
[Schl] verändert diesen Ansatz wiederum bezüglich des Rauheitsfaktors, indem er die 
Rauheit nicht mehr relativ zur Baugröße, sondern absolut einsetzt und die Konstante der 
Gleichung entsprechend leicht angepasst. Die ISO/TR 13989-1 [ITR13] verwendet einen 
ähnlichen Ansatz, der sich im Vergleich zu Schlenk [Schl] in der Konstante unterscheidet. 
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Bild 2-17:  Vergleich verschiedener Reibungszahlansätze 
am Beispiel eines Turbinengetriebes nach Mi-
chaelis [Mich] 
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 XΓ [-]  Lastaufteilungsfaktor 
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mit: wBt [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren 
 η [mPas] kin. Viskosität bei Massen- bzw. Öltemperatur 
 v Σ [m/s]  Summengeschwindigkeit 
 Ra [μm]  arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad) 
 ρred [mm]  Ersatzkrümmungsradius 
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mit: wBt [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren 
 v Σ [m/s]  Summengeschwindigkeit im Wälzpunkt C 
 ρCn [mm]  Ersatzkrümmungsradius im Normalschnitt 
 ηÖl [mPas] kin. Viskosität bei Öltemperatur 
 Ra [μm]  arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad) 
 dv1 [mm]  Ritzel-Teilkreisdurchmesser der Ersatz-Stirnradverzahnung 
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(46)ISO/TR 13989 

mit: wBt [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren 
 vΣC [m/s]  Summengeschwindigkeit im Wälzpunkt C 
 ρCn [mm] Ersatzkrümmungsradius im Wälzpunkt C 
 ηÖl [mPas] kin. Viskosität bei Öltemperatur 
 XL [-] Schmierstofffaktor 
 Ra [μm] arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad) 

Tabelle 2-1: Gegenüberstellung der wichtigsten bei der Fresstragfähigkeitsberechnung 
verwendeten Reibungszahlansätze 
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Von Wech [Wech] wurden an einem Verspannungsprüfstand umfangreiche Versuche zum 
Einfluss der Geometrie sowie der Betriebsbedingungen auf die Verlustleistung von Kegel-
rad- und Hypoidverzahnungen durchgeführt. Ausgehend von diesen Messungen wurde ein 
Reibungszahlansatz entwickelt, der im Gegensatz zu den existierenden Ansätzen für 
Stirnräder die Schlupfverhältnisse (Gleitfaktor Kgm) berücksichtigt. Für Stirnräder wurde 
dieser Ansatz durch die Modifikation der Konstanten sowie des Lastexponenten ebenfalls 
anwendbar gemacht (siehe Tabelle 2-2). 
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Wech 

mit: VR [-] Rauheitsfaktor = 3,8 (Ra / ds1) 
0,25 

 VS [-] Schmierungsfaktor 
 VZ [-] Viskositätsfaktor = (η / 10) -1/η für 4mPas ≤ η ≤ 10 mPas 

        = (η / 10) -0,05 für η > 10 mPas 
 VL [-] Schmierstofffaktor 
 Fbt [N] Normalkraft im Stirnschnitt (für Hypoidverzahnungen am Tellerrad) 
 Kgm [-] Gleitfaktor = vgm / vt1 
 ρn [mm] Ersatzkrümmungsradius der Ersatz-Schraubräder im Schraubpunkt 
 vΣm [m/s] mittlere Summengeschwindigkeit 

Tabelle 2-2: Berechnung der Verzahnungsreibungszahl für Stirnrad- sowie Kegelrad- und 
Hypoidverzahnungen nach Wech [Wech] 

 
All den beschriebenen Verfahren ist gemein, dass sie aufgrund ihres einfachen Aufbaus 
die realen Schmierstoffeigenschaften und Schmierungszustände im Zahnkontakt nicht 
oder nur unzureichend berücksichtigen. Deshalb wurden von verschiedenen Autoren Rei-
bungszahlansätze auf Basis der EHD-Theorie aufgestellt. Diese bestimmen das Rei-
bungsverhalten eines Schmierstoffs in beliebigen tribologischen Kontakten auf Basis eines 
physikalischen Schmierstoffmodells, das entweder von einem rein viskosen oder einem 
visko-elastischen Scherverhalten des Schmierstoffs ausgeht. Nachteile dieser Methoden 
sind zum einen die Beschränkung auf vollständig getrennte Wälzkörper und zum anderen 
die zahlreichen notwendigen Schmierstoffparameter, die üblicherweise nicht zur Verfü-
gung stehen (kritische Bewertung siehe z.B. Michaelis [Mich]). Graswald [Gras] veröffent-
licht einen allgemeinen Reibungszahlansatz auf Basis eines rheologischen Schmierstoff-
modells, das anhand von Reibungszahlmessungen in einem Zwei-Scheiben-Prüfstand 
kalibriert wird. Durch diese Messungen werden indirekt alle notwendigen Schmierstoffpa-
rameter für den verwendeten Schmierstoff ermittelt. Das Modell ist jedoch weiterhin auf 
Kontakte mit EHD-Bedingungen, also auf vollständig getrennte Oberflächen beschränkt. 
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Im Rahmen aktueller Forschungsvorhaben wird versucht, Reibungszahlansätze auf Basis 
eines physikalischen Schmierstoffmodells auch für Grenz- und Mischreibungsbedingungen 
und damit technische Oberflächen anwendbar zu machen (z. B. [Redl, Solo] und [Wald]). 
Bislang können damit jedoch noch nicht alle Oberflächen sicher abgebildet werden. Des 
Weiteren sind auch für diese Modellansätze zahlreiche Schmierstoffparameter notwendig, 
die nur durch umfangreiche Zusatzuntersuchungen ermittelt werden können, was eine 
praktische Anwendung schwierig macht. 
Von Doleschel [Dole] wurde ein Berechnungsverfahren auf Grundlage eines praxisnahen 
Öltests (FZG-Wirkungsgradtest) entwickelt, mit dem für Stirnräder eine mittlere Verzah-
nungsreibungszahl in Abhängigkeit von den Schmierungsbedingungen berechnet werden 
kann. Die Reibungszahl setzt 
sich aus einem Anteil Festkör-
per- und einem Anteil EHD-
Reibungszahl zusammen (Bild 
2-18). Die Gewichtung der 
beiden Anteile erfolgt über die 
relative Schmierfilmdicke λ, 
wodurch die Schmierungsbe-
dingungen im Zahnkontakt 
berücksichtigt werden. Die 
beiden Anteile Festkörper- und 
EHD-Reibungszahl werden 
separat mit den für das ver-
wendete Öl im FZG-
Wirkungsgradtest ermittelten 
Konstanten berechnet. 
Der Reibungszahlansatz nach Doleschel [Dole] für die Anwendung an Stirnrädern entwi-
ckelt und berücksichtigt deshalb den Einfluss des Schlupfs nur indirekt über die an der 
verwendeten Testverzahnung herrschenden Gleitverhältnisse. Bei Hypoidverzahnungen 
können diese jedoch deutlich abweichen. 
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Bild 2-18:  Schematischer Verlauf der Reibungszahl in 
Abhängigkeit von der relativen Schmierfilmdi-
cke nach Doleschel [Dole] 
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μm [-] mittlere Verzahnungsreibungszahl 
μF [-] Festkörperreibungszahl 
μEHD [-] EHD-Reibungszahl 
ξ [-] EHD-Reibungsanteil 
σH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
σH,REF [N/mm2] Referenzwert = 1000 N/mm2 
vΣ [m/s] Summengeschwindigkeit 
vREF,F [m/s] Referenzwert = 0,2 m/s 
vREF,EHD [m/s] Referenzwert = 8,3 m/s 
ηÖl [mPas] dyn. Viskosität bei Öltemperatur 
ηREF [mPas] Referenzwert = 20 mPas 

μF,REF [-] Referenz-Festkörperreibungszahl 
μEHD,REF [-] Referenz-EHD-Reibungszahl 
αF 
βF [-] Exponenten der Festkörperreibungszahl 
αEHD 
βEHD [-] Exponenten der EHD-Reibungszahl 
γEHD 
 
⇒ alle Konstanten werden aus dem FZG-Wirkungsgrad-

test [Dole] durch multiple Regression abgeleitet 

 
Da die Reibungszahl bei der Berechnung der Fresstragfähigkeit sowohl auf der Seite der 
auftretenden als auch der zulässigen Temperatur auftritt, relativieren sich zu hoch oder zu 
niedrig bestimmte Werte. Der Absolutbetrag der Reibungszahl ist demnach in erster Nähe-
rung irrelevant. Bei der Berechnung der Verlustleistung und/oder der Flankentemperatur, 
die direkt proportional zur Reibungszahl ist, spielt deren Absolutbetrag dagegen eine we-
sentliche Rolle. Aus diesem Grund sollte im Sinne einer einheitlichen Berechnungsgrund-
lage für Tragfähigkeit und Verlustleistung ein neuer Ansatz für Stirn- und Kegelräder für 
möglichst realistische Reibungszahlen entwickelt werden. 

2.6 Höherwertige Rechenverfahren für Stirn- und 
Kegelräder 

Die Berechnungsverfahren auf Basis einer Kontakttemperatur (z.B. Collenberg [Coll] und 
Schlenk [Schl]) können prinzipiell auch in höherwertige, lokale Berechnungsmethoden 
integriert werden. Der Vorteil solcher Methoden besteht in der genaueren Abbildung der 
realen Beanspruchungen lokal aufgelöst über den Zahnflanken unter Berücksichtigung des 
Verzahnungsumfelds. Dies bedeutet, dass fertigungsbedingte Flankenformabweichungen 
und Verformungen, die aus dem Welle-Lager-System sowie aus dem Gehäuse resultieren, 
direkt eingerechnet werden können. 
Ein weit verbreitetes Berechnungsprogramm für die Berechnung der Lastverteilung von 
Stirnrädern ist das an der FZG entwickelte FVA-Programm RIKOR [Riko]. Es bietet die 
Möglichkeit, mittels topologischer (3-dimensionalen) Betrachtungsweise (= Berücksichti-
gung der lokalen Steifigkeiten) die Flanken- und Fußbeanspruchungen für den gesamten 
Eingriff zu ermitteln. Mit den so ermittelten Beanspruchungen können in RIKOR [Riko] die 
lokale Grübchen-, Grauflecken- und Zahnfußtragfähigkeit ermittelt werden. Dabei werden 
u.a. die folgenden Einflüsse erfasst: 
 

 Verformungen der Zähne durch Biegung, Schub und Hertzsche Abplattung 
 Elastische Verformungen der Wellen einschließlich der Radkörper 
 Fertigungsabweichungen 
 Wellenverlagerungen 
 Form und Lage der Gehäusebohrungen 
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Für die Berechnung der lokalen Flanken- und Fußbeanspruchungen von Kegelrad- und 
Hypoidverzahnungen steht beispielsweise das am IMM, TU Dresden, entwickelte FVA-
Programm BECAL [Beca] zur Verfügung. Es simuliert mithilfe eines Flankengenerators 
den Herstellprozess und generiert so die Verzahnungsgeometrie. Des Weiteren ist es 
möglich, eine gemessene Flankentopografie als Basis der Flankengenerierung zu verwen-
den. Die Flankenpunkte werden durch mathematische Ausgleichsflächen (Polynomfunkti-
onen) angenähert. Durch die Ableitung dieser Funktionen können sehr einfach und schnell 
die für die Pressungsberechnung notwendigen lokalen Krümmungsradien bestimmt wer-
den. Über eine lastfreie Kontaktanalyse werden dann die Ease-Off-Funktion und damit das 
lastfreie Tragbild der Verzahnung bestimmt. Die Kontaktanalyse unter Last erfolgt mithilfe 
der Einflusszahlenmethode unter Berücksichtigung folgender Einflüsse: 
 

 Verformungen der Zahnkörper durch Biegung, Schub und Hertzsche Abplattung 
 Verformungen des Welle-Lager-Systems 
 Fertigungsabweichungen 
 Einbaumaßabweichungen 

 
Mit der ermittelten Lastverteilung über der Flanke bzw. der Zahnfußgeometrie können 
anschließend die lokalen Flankenpressungen und Zahnfußspannungen berechnet werden. 
Dies geschieht abschnittsweise über die Zahnbreite mit den jeweiligen lokalen geometri-
schen Verhältnissen.  
Im Rahmen des FVA-Vorhabens Nr. 411 (Dissertation Wirth [Wirt]) wurde für die mit 
BECAL bestimmten lokalen Beanspruchungen Festigkeitsfunktionen auf Basis der 
DIN/ISO-Festigkeitswerte definiert, die mithilfe neuer bzw. modifizierter Einflussfaktoren an 
die lokalen Bedingungen hinsichtlich der Festigkeit angepasst werden. Dadurch wurde 
eine lokale Tragfähigkeitsrechnung hinsichtlich Grübchen und Zahnfußbruch ermöglicht. 
 

2.7 Berechnung der Flankentragfähigkeit von Kegelrad- 
und Hypoidverzahnungen nach Wirth / FVA 411 

Die von Wirth [Wirt] im Rahmen des FVA-Forschungsvorhabens Nr. 411 durchgeführten 
Untersuchungen zur Tragfähigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen lieferten neue 
Erkenntnisse zum Einfluss der Achsversetzung und der damit verbundenen geometri-
schen und kinematischen Besonderheiten dieser Verzahnungsarten. Diese Erkenntnisse 
flossen in die Entwicklung neuer, lokaler Rechenverfahren sowie in die Weiterentwicklung 
der genormten Verfahren nach ISO 10300 [I103] zur Grübchen- und Zahnfußtragfähigkeit 
ein. Die Rechenverfahren zur Flankentragfähigkeit stellen die Grundlage für das im Rah-
men dieser Arbeit zu entwickelnde lokale sowie das normfähige Rechenverfahren zur 
Fresstragfähigkeit dar. Aus diesem Grund wird der prinzipielle Aufbau des Rechenverfah-
rens nach Wirth [Wirt] im Folgenden kurz skizziert: 



32 Stand des Wissens  

Die Versuche zur Grübchentragfähigkeit haben einen maßgeblichen Einfluss der lokalen 
Geschwindigkeitsverhältnisse auf die ertragbare Flankenpressung gezeigt. Diese sinkt mit 
steigender Achsversetzung und damit wachsendem Gleitgeschwindigkeitsanteil parallel 
zur Berührlinie nach Erreichen eines Optimums deutlich ab. Die steigende Gleitgeschwin-
digkeit erhöht die Kontakttemperatur und hat damit u.a. negative Auswirkungen auf die 
lokalen Schmierungsbedingungen. Um diesen Einfluss zu berücksichtigen, führt Wirth 
[Wirt] einen Hypoidfaktor ein. Außerdem wird ein Schlupffaktor zur Berücksichtigung des 
Einflusses von negativem bzw. positivem spezifischen Gleiten (= Schlupf) aufgestellt. 
Dieser berechnet sich in Abhängigkeit des Schlupfes senkrecht zur Berührlinie und weist 
den Flankenbereichen mit positivem Schlupf eine höhere ertragbare Flankenpressung zu 
als denen mit negativem Schlupf. 
Das auf Basis dieser Erkenntnisse entwickelte lokale Rechenverfahren verwendet die 
mithilfe einer Zahnkontaktanalyse mit BECAL [Beca] ermittelten lokalen Beanspruchungen 
und stellt ihnen lokale Festigkeiten gegenüber. Diese berechnen sich auf Grundlage der 
DIN/ISO-Festigkeitskennwerte, die über Einflussfaktoren auf die lokalen Gegebenheiten 
auf den Kegelrad- bzw. Hypoidflanken umgerechnet werden. Für die lokalen Einflussfakto-
ren werden die Geschwindigkeitsverhältnisse auf den Flanken benötigt, die ebenfalls mit-
hilfe der Zahnkontaktanalyse mit BECAL [Beca] ermittelt werden. Zur Berechnung der 
lokalen Geschwindigkeiten werden die von BECAL ausgegebenen Koordinaten der Kon-
taktpunkte mit den entsprechenden Drehzahlen verrechnet und so die lokalen Umfangs-
geschwindigkeiten ermittelt. Diese können dann wiederum in die gemeinsame Berührebe-
ne von Ritzel und Rad (Flankentangentialebene) projiziert (= Oberflächengeschwindigkei-
ten wt) und dort vektoriell addiert (= Summengeschwindigkeit vΣ) bzw. subtrahiert (= Gleit-
geschwindigkeit vg) werden. Über die Neigung der Berührlinie zur Flankenrichtung können 
diese Geschwindigkeiten in Komponenten senkrecht und parallel zur Berührlinie aufgeteilt 
werden. Zusammen mit der von BECAL [Beca] berechneten lokalen Pressung stehen 
damit alle für eine lokale Tragfähigkeitsberechnung notwendigen Größen zur Verfügung. 
Die Nachrechnungen der Versuchsergebnisse zur Grübchentragfähigkeit zeigen eine sehr 
gute Übereinstimmung. Dies gilt nicht nur für die Vorhersage der Tragfähigkeit bzw. Le-
bensdauer, sondern auch für die Vorhersage des Schadensorts. Die Verhältnisse bezüg-
lich lokaler Beanspruchung und lokaler Festigkeit sind demnach sehr gut abgebildet. 
Im zweiten Schritt wurde von Wirth [Wirt] auch ein normfähiges Rechenverfahren zur 
Grübchentragfähigkeit entwickelt. Es basiert auf der in der ISO 10300 [I103] vorgeschla-
genen Methode, allerdings erweitert auf achsversetzte Kegelräder mittels modifizierter 
Ersatzverzahnung, neuen Definition des Eingriffsfelds sowie der neu entwickelten Einfluss-
faktoren zum Schlupf- und Hypoideinfluss. Die Ersatzverzahnung, an der die maßgebli-
chen Kräfte samt deren Verteilung auf mehrere im Eingriff befindliche Zähne bestimmt 
werden, wird direkt aus der Hypoidgeometrie abgeleitet. Alle anderen Größen, z.B. Krüm-
mungsradien und Geschwindigkeiten, werden direkt an der Hypoidverzahnung berechnet. 
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Der Vergleich der anhand der Ersatzverzahnung ermittelten Beanspruchungen mit den in 
einer Zahnkontaktanalyse ermittelten Beanspruchungen zeigt sehr gute Übereinstimmun-
gen. Die Ersatzverzahnung bildet die geometrischen und kinematischen Verhältnisse von 
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen demnach sehr gut ab. 

2.8 Berechnung der Massentemperatur nach Oster/Otto 
Eine maßgebliche Größe bei der Berechnung der Flankentemperatur im Zahnkontakt ist 
die Temperatur der Zahnflanken kurz vor dem Kontakt (= Massentemperatur). Sie stellt 
sich in Abhängigkeit der im Kontakt zugeführten und der anschließend an den Schmier-
stoff wieder abgeführten Wärmemenge ein und ist demnach bei stationären Betriebsbe-
dingungen konstant. 
Im Rahmen seiner Untersuchungen zur Flankentragfähigkeit von Stirnradverzahnungen 
bei reduzierter Ölmenge stellte Otto [Otto] einen neuen Ansatz zur Bestimmung der Mas-

sentemperatur in Abhängigkeit von der 
Eintauchtiefe der Verzahnungen auf. 
Dieser basiert auf dem Ansatz von Os-
ter, beschrieben bei Niemann/Winter 
[NW2], der die Massentemperatur in 
Abhängigkeit der Verzahnungsverlust-
leistung (= Maß für die zugeführte Wär-
memenge) und der Baugröße (= Maß für 
die abgeführte Wärmemenge) berech-
net. 

 
Otto [Otto] modifiziert den in diesem Ansatz enthaltenen Schmierungsfaktor XS in Abhän-
gigkeit der relativen Eintauchtiefe und der Treibrichtung. Mit steigender Eintauchtiefe steigt 
die abgeführte Wärmemenge, wodurch sich die Massentemperatur reduziert. Gleiches gilt 
für eine Treibrichtung, bei der das Öl aus dem Sumpf direkt in den Kontakt gefördert wird 
(Bild 2-19). 
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Bild 2-19:  Relative Eintauchtiefe und Treibrich-
tung nach Otto [Otto] 
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2.9 Testverfahren zur Bestimmung der Fress-
Grenztemperatur 

Höhn, Michaelis und Doleschel [HMDo] konnten zeigen, dass sich einfache Verfahren zur 
Bestimmung der Fresstragfähigkeit von Getriebeölen, die an Kugeln, Scheiben, Rollen, 
Wälzlagerringen und Stiften durchgeführt werden, für die Übertragung auf Zahnräder nicht 
eignen. Verfahren zur Bestimmung der Fresstragfähigkeit von Industriegetriebeölen, wie 
der IAE Test [IAET], der Ryder Gear Test [Ryde] oder der weltweit sehr häufig eingesetzte 
FZG-Test [D513] reichen nicht aus, um hochlegierte Hypoidgetriebeöle differenzierend zu 
prüfen. 
Für die Bestimmung der Fresstragfähigkeit von hochtragfähigen Hypoidgetriebeölen nach 
API GL 5 [API] wurden zunächst Tests in Hypoidgetrieben entwickelt. Hier ist der CRC L42 
Test [API] zu nennen, bei dem die Hinterachse eines Transporters (Spicer Model 44-1 der 
Firma Dana) mehrere Male auf Vor- und Rückflanke einer Schockbelastung bei hoher 
Geschwindigkeit ausgesetzt wird und danach die Flanken auf das Auftreten von Fressern 
hin beurteilt werden. Hauptproblem für die Durchführung des Tests ist die Verfügbarkeit 
der Versuchsverzahnungen in gleich bleibender Qualität, da die Achse kommerziell nicht 
mehr gebaut wird. Darüber hinaus ist es bei dem Test schwierig, ein konstantes und re-
produzierbares Drehmoment als Schocklast aufzubringen. Die Testmaschine ist groß, 
aufwändig und teuer und steht damit nur an wenigen Stellen weltweit zur Verfügung. 
Langenbeck [Lang] entwickelt an einem Hypoid-Verspannungsprüfstand ein Testverfahren 
für Öle, das ähnlich dem Standard-Stirnradtest [D513] eine stufenweise Steigerung der 
Last bis zum Eintritt eines Fressschadens vorsieht. 
Eine verschärfte Form dieses Tests mit erweitertem Lastbereich unter Verwendung einer 
Verzahnung erhöhter Achsversetzung und bei Betrieb auf der Schubflanke wird heute 
noch eingesetzt. Langenbeck [Lang] zeigt in vergleichenden Versuchen mit Stirnrad- und 
Hypoidgetrieben auch, dass die Ergebnisse von Stirnrädern gut auf die Verhältnisse von 
Hypoidgetrieben übertragen werden können.  
Seitzinger [Seit] stellt 1972 den FZG L42 Test vor, der an einem Stirnradverspannungs-
prüfstand mit Achsabstand a = 140 mm die amerikanischen Referenzöle RGO 108 und 
110 für GL5 Öle differenzieren kann. Das Verfahren wurde von Michaelis [Mich] weiter-
entwickelt und über 20 Jahre erfolgreich angewendet. In mehreren Forschungsvorhaben 
der FVA wird in der Folge versucht, eine Methode zur Bestimmung der Fresstragfähigkeit 
von hochlegierten EP-Ölen zu erarbeiten, die auf dem FZG-Standard-
Verspannungsprüfstand mit Achsabstand a = 91,5 mm durchgeführt werden kann. Von 
diesem Prüfstand stehen weltweit bei Forschungsinstituten und in der Industrie etwa 800 
Exemplare zur Verfügung. Von Eberspächer und Schlenk [F243-1] und von Graswald 
[F243-2] wurden die Stufentests A10/16,6R/90 und A10/16,6R/120 bei 90°C und 120°C 
Ölanfangstemperatur für Schaltgetriebeöle nach API GL4 und die Schocktests S-
A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/120 für Hypoidgetriebeöle nach API GL4 und GL5 entwi-
ckelt und erprobt. 
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3 
EXPERIMENTELLE UNTERSUCHUNGEN 

3.1 Prüfstände 

3.1.1 Scheiben-Prüfstände (ZSP / 3SP) 

Der Zwei- bzw. Drei-Scheiben-Prüfstand (ZSP bzw. 3SP) bietet bei vergleichsweise einfa-
chem Aufbau die Möglichkeit, einzelne Kontaktpunkte des Eingriffs einer Verzahnung bei 
realistischen Belastungsbedingungen (Pressung, Geschwindigkeit, Temperatur) abzubil-
den. Damit können zum einen die makroskopischen Größen Reibungszahl und mittlere 
Schmierfilmdicke, zum anderen aber auch durch entsprechende Applikation von Dünn-
schichtsensoren die mikroskopischen Größen lokale Schmierfilmdicke, Pressung und 
Blitztemperatur schmierspaltauflösend gemessen werden. Im Rahmen dieser Arbeit wur-
den an den Scheibenprüfständen Grundlagenuntersuchungen zum Reibungsverhalten 
verschiedener Oberflächenstrukturen und -beschichtungen (ZSP1) sowie zum Einfluss 
unterschiedlich orientierter Oberflächengeschwindigkeiten auf Reibungszahl (3SP) und 
Schmierfilmdicke (ZSP2+ZSP3) durchgeführt. 
 
Der Zwei-Scheiben-Prüfstand ZSP1 (Tabelle 3-1) besteht aus zwei übereinander ange-
ordneten Scheiben, die auf parallelen, unabhängig voneinander angetriebenen Wellen 
sitzen. Die Scheiben können entweder zylindrisch oder ballig ausgeführt sein, wodurch 
sich Linien- oder Punktkontakt ergibt. Der Antrieb der Wellen erfolgt über jeweils einen 
Drehstrommotor mit stufenlos verstellbarem Reibradgetriebe zur Drehzahleinstellung. Die 
obere Welle sitzt in einem Schlitten, der in vertikaler Richtung durch Federbänder, in hori-
zontaler Richtung nur durch eine Reibkraftmessdose gehalten wird. Die untere Welle ist in 
einer Schwinge gelagert, die über einen Stellmotor und eine Spindel gegen die obere 
verspannt werden kann. Die so erzeugte Normalkraft wird von einer Kraftmessdose zwi-
schen Stellmotor und Spindel erfasst. Die Schmierung erfolgt per Einspritzschmierung 
direkt in den Scheibenkontakt. Die an der Einspritzdüse gemessene Öltemperatur dient 
der Temperaturregelung in einem externen Durchlauferhitzer.  
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Durch die Einstellung unterschiedlicher Drehzahlen an unterer und oberer Scheibe wird 
ein definierter Schlupf erzeugt, der in einer Reibkraft resultiert. Diese wird am Schlitten in 
horizontaler Richtung gemessen und zusammen mit der Normalkraft und den Drehzahlen 
von einem Messrechner aufgezeichnet. Die Messung der Reibkraft erfolgte bei quasistati-
onären Bedingungen. Diese waren definitionsgemäß erreicht, wenn sich die gemessene 
Massentemperatur nicht mehr als ΔϑM = 0,1K/min änderte. 
 

 Einheit Daten Aufbau 

Achsabstand mm 80 

Scheibendurchmesser mm 80 

Scheibengeometrie - zylindrisch 

Scheibenbreite mm 5 

Material - 16MnCr5 eh 

max. Normalkraft N 5000 

max. Hertzsche Pressung N/mm2 1300 

max. Reibkraft N 500 

Summengeschwindigkeit m/s 0 … 16 

Öl-Einspritztemperatur °C 40 … 120 

FN

FN
FR

Messdose
ReibkraftMessdose

Normalkraft

Schlitten
Öleinspritzung

Schwinge

Gestell

Tabelle 3-1: Aufbau und technische Daten des Zwei-Scheiben-Prüfstands (ZSP1) 
 
 
Im Gegensatz zum ZSP1 können am ZSP3 die Achsen gegeneinander verdreht und damit 
unterschiedlich orientierte Umfangsgeschwindigkeiten realisiert werden, wodurch der Li-
nienkontakt zweier zylindrischer Scheiben jedoch zum Punktkontakt wird. Am ZSP3 kön-
nen außerdem höhere Belastungen und Geschwindigkeiten eingestellt werden. Die am 
ZSP3 durchgeführten Schmierfilmdickenmessungen wurden nach dem z.B. bei Kreil [Krei] 
beschriebenen Messprinzip durchgeführt. 
Die Schmierfilmdicke entspricht dem Abstand der beiden 
Scheiben, deren Kontakt als Parallelspalt und damit als Kon-
densator aufgefasst werden kann (Bild 3-1). Die Serienschal-
tung dieser Kapazität C mit einer Induktivität L ergibt einen 
Schwingkreis, dessen Eigenfrequenz sich bei Änderung des 
Plattenabstands, also der Kapazität, ändert. Somit kann durch 
die Messung der Eigenfrequenz des Schwingkreises und ein 
geeignetes Modell der Kondensatorgeometrie die Schmier-
filmdicke berechnet werden. Zur Isolierung des Schwingkrei-
ses vom restlichen Prüfstand muss mindestens eine der bei-
den Scheiben zur Welle hin elektrisch isoliert werden, was 
üblicherweise über eine Keramiknabe realisiert wird. 
 

L C

+

+

Bild 3-1: Prinzip der 
Schmierfilmdi-
ckenmessung 
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Der Drei-Scheiben-Prüfstand 3SP (Tabelle 3-2) ist ursprünglich als Modellprüfstand für 
einen Schneckenkontakt konzipiert (siehe auch [Stei]) und bietet ebenfalls die Möglichkeit, 
Reibungszahlen bei nicht parallelen Drehachsen und damit unterschiedlich orientierten 
Umfangsgeschwindigkeiten zu messen. Im Gegensatz zum ZSP werden am 3SP zwei 
zylindrische Walzen mithilfe eines Hydraulikzylinders an die Stirnseite eines Scheibenrads 
gepresst, wodurch sich ein Linienkontakt ergibt. Die beiden Walzen und die Scheibe wer-
den jeweils von drehzahlregelbaren Motoren angetrieben, deren Drehzahlen unabhängig 
voneinander eingestellt werden können. Die beiden Motoren können um die Walzenachse 
geschwenkt und fixiert werden, womit ein definierter Schräglauf eingestellt werden kann. 
Die Öleinspritzung erfolgt direkt in die Kontakte der Walzen mit dem Scheibenrad. 
 

 Einheit Daten Aufbau 

Scheibendurchmesser mm 400 

Walzendurchmesser mm 30 

Walzengeometrie - zylindrisch

Walzenbreite mm 4 

Material Scheibenrad - 100Cr6 

Material Walzen - 16MnCr5 eh

max. Normalkraft N 10000 

max. Hertzsche Pressung N/mm2 800 

Summengeschwindigkeit m/s 0 … 4 

Öl-Einspritztemperatur °C 40 … 100 
 

Tabelle 3-2: Aufbau und technische Daten des Drei-Scheiben-Prüfstands (3SP) 
 
 
Am Scheibenrad wird das aus den Reib-
kontakten resultierende Reibmoment 
gemessen. Daraus ergibt sich die Reib-
kraft in Umfangsrichtung des Scheiben-
rads, die in Richtung der Gleitgeschwin-
digkeit umgerechnet werden muss, um 
auf die tatsächlich wirksame Reibkraft 
und damit auf die Reibungszahl zu kom-
men (Bild 3-2). Die Gleitgeschwindigkeit 
ergibt sich wiederum als vektorielle Diffe-
renz der beiden Umfangsgeschwindigkei-
ten. Auch am 3SP erfolgte die Messung 
der Reibkraft bei quasistationären Bedin-
gungen, die i.d.R. nach fünf Minuten erreicht waren. 
 
 

Berührlinie
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Bild 3-2: Kontaktbedingungen am 3SP 
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Für die Untersuchungen an den Scheiben-Prüfständen wurden gehärtete und geschliffene 
Scheiben aus 16MnCr5 verwendet (Ausnahme 3SP: Scheibenrad 100Cr6). Bei den Rei-
bungszahlmessungen wurden dabei neben den Betriebsbedingungen die Rauheit, die 
Orientierung der Schleifriefen sowie das Finishingverfahren variiert und vergleichend ge-
genübergestellt. Die Schmierfilmdickenmessungen wurden an polierten, zur Ermittlung des 
Rauheitseinflusses auch an geschliffenen Scheiben unterschiedlicher Rauheit und Orien-
tierung der Schleifriefen durchgeführt. Bei den Reibungszahlmessungen am Drei-
Scheiben-Prüfstand wurden quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffene Walzen ver-
wendet, das Speichenrad war in Umfangsrichtung geschliffen. Vor den eigentlichen Versu-
chen wurden alle Scheiben einem definierten Einlauf mit dem Versuchsöl zur Glättung der 
Oberflächen unterzogen, um eine Veränderung der Rauheitsstruktur im anschließenden 
Versuch zu vermeiden. Bei den im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Versuchen (ZSP: 
V1, 3SP: V2) und den ebenfalls ausgewerteten Versuchen (V3) von Mayer [Maye] wurden 
dabei unterschiedliche Verfahren angewendet: 
 

 Einheit V1 (ZSP) V2 (3SP) V3 (ZSP) 

Öl - jeweiliges Versuchsöl 

Hertzsche Pressung N/mm2 1300 800 1200 

Summengeschwindigkeit m/s 1 1 1 

Schlupf (= vg / vΣ) - 0,10 0,50 0,10 

Öl-Einspritztemperatur °C angepasst (λ=0,1) 90 100 

Dauer h 2 2 bis ϑM=const. 
(max. 1h) 

Tabelle 3-3: Einlaufbedingungen für die Versuche an den Scheibenprüfständen 

 
Sowohl vor als auch nach dem Einlauf sowie nach den Versuchen wurde die Rauheit 
gemessen und dokumentiert. Die Messung erfolgte dabei immer senkrecht zur Orientie-
rung der Schleifriefen. Eine genaue Auflistung der untersuchten Prüfscheiben samt Rau-
heiten und Oberflächenfotos findet sich in Anhang B1. 

3.1.2 Stirnrad-Verspannungsprüfstände 

Die Untersuchungen an Stirnrädern wurden am FZG-Zahnrad-Verspannungsprüfstand 
durchgeführt. Der in der DIN/ISO 14635 [I146] genormte Prüfstand basiert auf dem Prinzip 
des geschlossenen Leistungskreislaufs, der aus zwei über parallele Wellen verbundenen 
Stirnradgetrieben (Prüf- und Übertragungsgetriebe) besteht (Tabelle 3-4). Auf der zweige-
teilten Ritzelwelle sitzt eine Verspannkupplung, an der durch einen Hebel und definierte 
Gewichte ein statisches Drehmoment in den Verspannkreis eingebracht werden kann. 
Dieses entspricht der Belastung der Verzahnungen und resultiert je nach Verzahnungsge-
ometrie in einer bestimmten Hertzschen Pressung im Zahnkontakt. Der Verspannkreis 
wird von außen durch einen E-Motor angetrieben, der nur die in den beiden Getrieben 
entstehende Verlustleistung einspeisen muss. 
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Für Tragfähigkeitsuntersuchungen ist im Prüfgetriebe eine für die jeweilige Schadensart 
speziell ausgelegte Prüfverzahnung verbaut, das Übertragungsgetriebe ist entsprechend 
größer dimensioniert, um einen Ausfall zu vermeiden. Bei den Fresstests erfolgt die 
Schmierung des Prüfgetriebes per Tauchschmierung mit Ölstand Achsmitte. Während 
eines Versuchs wird neben der Lastwechselzahl die sich ungeregelt einstellende Öltempe-
ratur im Prüfgetriebe gemessen und dokumentiert. Das Verspannmoment bzw. die Ver-
drehung wird über einen an der Radwelle angebrachten Nonius oder messtechnisch mit-
tels Dehnmessstreifen und einer Telemetrie kontrolliert. 
 

 Einheit Daten Aufbau 

Achsabstand mm 91,5 

Verzahnung - A10 bzw. A20 

max. Verspannmoment Nm 1000 

Drehzahl Radwelle min-1 1450 bzw. 2880

Umfangsgeschwindigkeit m/s 8,3 bzw. 16,6 

Schmierung - Tauch-
schmierung 

Start-Öltemperatur °C 90 

Ölstand - Achsmitte  

Tabelle 3-4: Aufbau und technische Daten des FZG-Verspannungsprüfstands 
für Fresstragfähigkeitsuntersuchungen 

 
 
Der FZG-Wirkungsgrad-Prüfstand nach FVA 345 [Dole] basiert auf dem Standard-
Verspannungsprüfstand und nutzt das Prinzip des Leistungskreislaufs zur Messung der in 
den Getrieben entstehenden Verlustleistung. Diese wird über eine Drehmoment- und 
Drehzahlmessung zwischen Motor und Übertragungsgetriebe ermittelt (Tabelle 3-5). Um 
von diesen gemessenen Gesamtverlusten auf die Verluste eines Getriebes schließen zu 
können, müssen in beiden Getrieben möglichst identische Bedingungen herrschen: Dies 
wird realisiert durch identische Verzahnungen und Lagerungen, gleiches Öl bei gleicher 
Öltemperatur und gleichem Ölstand in beiden Getrieben. Für die Berechnung einer mittle-
ren Reibungszahl aus den lastabhängigen Verlusten ist zusätzlich eine Messung unter 
Last und eine ohne Belastung bei denselben Drehzahlen und Temperaturen notwendig. 
Zusätzlich zu Verlustmoment und Drehzahl werden das Verspannmoment sowie die Öl-
temperaturen in beiden Getrieben gemessen. Darüber hinaus bieten die Wirkungsgrad-
prüfstände die Möglichkeit, die Massentemperaturen im Prüfgetriebe zu messen. Die Ver-
suchsdurchführung erfolgt halbautomatisch über einen Rechner, der Drehzahlen und Öl-
temperaturen vorgeben kann und gleichzeitig alle Messsignale aufzeichnet. Lediglich das 
Verspannmoment wird von Hand aufgebracht. 
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 Einheit Daten Aufbau 

Achsabstand mm 91,5 

Verzahnung - C-PT 

max. Verspannmoment Nm 1000 

Drehzahl Radwelle 1/min 0 … 3500 

Umfangsgeschwindigkeit m/s 0 … 20 

Schmierung - Tauch-
schmierung 

Öltemperatur °C 40 …120 

Ölstand - 20 mm 
unter Achsemitte

Motor
Massen-
temp.
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TA1 n2,TV2 n2ϑ ϑ ϑ ϑoil,P, , ,oil,Ü M2 M1

Tabelle 3-5: Aufbau und technische Daten des FZG-Verspannungsprüfstands 
für Wirkungsgraduntersuchungen 

 

3.1.3 Kegelrad-Verspannungsprüfstände 

Die Kegelrad-Verspannungsprüfstände sind ebenfalls nach dem Prinzip des Standard-
Verspannungsprüfstands aufgebaut (Tabelle 3-6). Durch den Achswinkel Σ=90° im Prüfge-
triebe sind jedoch zwei Übertragungsgetriebe notwendig: Das Hypoid-
Übertragungsgetriebe, ebenfalls mit Σ=90°, sowie ein Stirnrad-Übertragungsgetriebe zur 
Schließung des Verspannkreises. Die Belastung des Prüfgetriebes erfolgt durch Verspan-
nung der Kupplung auf der Übertragungsritzelwelle oder durch einen hydraulischen Ver-
spannmotor. Das so aufgebrachte Drehmoment wird an der mit DMS beklebten Torsions-
welle (= Prüfritzelwelle) gemessen. Die Anzahl der Ritzelumdrehungen und damit die 
Drehzahl werden über einen Näherungsschalter ermittelt. Die Schmierung des Prüfgetrie-
bes kann entweder als Tauch- oder Einspritzschmierung erfolgen. Bei Einspritzschmierung 
wird das Öl am Boden des Getriebegehäuses abgesaugt und über einen Wärmetauscher 
wieder in den Kasten direkt in den Zahneingriff gespritzt. 
 

 Einheit Daten Aufbau 

Achsversetzung mm 0 … 44 

Verzahnung - G0 … G44 

max. Verspannmoment Nm 700 

Drehzahl Prüfritzelwelle 1/min 0 … 4500 

Schmierung - Tauch- oder 
Einspritzschm.

Öltemperatur °C 90 

Ölstand - Ritzelachse 

E-Motor Verspannkupplung
Hypoid-
Übertr.getriebe

Prüfgetriebe
Stirnrad-
Übertr.getriebe

Verspannkreis
Drehmoment-
Messwelle

Vorgelege

Tabelle 3-6: Aufbau und technische Daten des FZG-Kegelrad-Verspannungsprüfstands 
für Tragfähigkeitsuntersuchungen 
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Das Prüfritzel ist mit Kegelrollenlagern in einem Topf gelagert, der zur Tragbildeinstellung 
über ein Gewinde stufenlos im Gehäuse axial verschoben und fixiert werden kann. Das 
Tellerrad ist auf einem Flansch montiert, der ebenfalls stufenlos auf der Tellerradwelle 
positioniert und mit Wellenmuttern befestigt werden kann. Die Tellerradwelle ist über ein 
Doppelschrägkugellager und ein Zylinderrollenlager im Gehäuse spielfrei gelagert. Zu-
sammen mit dem gegossenen Gehäuse ergibt sich so insgesamt eine sehr steife Lage-
rung der Verzahnung. 

3.2 Prüfverzahnungen 

3.2.1 Stirnrad-Testverzahnungen 

In den FZG-Fresstests wird die standardisierte A-Verzahnung [I146], im FZG-
Wirkungsgradtest die C-PT-Verzahnung aus dem Grübchentest [F2] verwendet. Die A-
Verzahnung weist aufgrund einer großen Profilverschiebung am Ritzel eine sehr hohe 
Gleitgeschwindigkeit am Ritzelkopf auf, wodurch sie sehr fressempfindlich ist. Die C-
Verzahnung hat dagegen eine gleichmäßige Profilverschiebungs- und damit Gleitge-
schwindigkeitsverteilung.  

 
Beide Verzahnungen sind einsatzgehärtet (Typ A: 20MnCr5, Typ C: 16MnCr5). Die A-
Verzahnung wird nach dem Härten im Maag-Kreuzschliff-Verfahren, die C-Verzahnung im 
0°-Glattschliff-Verfahren geschliffen. Die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Verzah-
nungen weisen die in Tabelle 3-8 gezeigten Rauheiten vor und nach dem Einlauf auf (ge-
messen in Zahnhöhenrichtung als Mittelwert über drei Zähne mit einer Messlänge lt = 4,8 
mm und einer Filterwellenlänge λ = 0,8 mm): 
 

 Symbol Einheit Typ A10 bzw. A20 Typ C-PT 

   Ritzel Rad Ritzel Rad 

Achsabstand a mm 91,5 91,5 

Normalmodul mn mm 4,5 4,5 

Zähnezahl z1,2 - 16 24 16 24 

Zahnbreite b1,2 mm 10 bzw. 20 14 

Normaleingriffswinkel αn ° 20 20 

Schrägungswinkel β ° 0 0 

Profilverschiebungsfaktor x1,2 - 0,86 -0,50 0,18 0,17 

Wälzkreisdurchmesser dw1,2 mm 73,2 109,8 73,2 109,8 

Kopfkreisdurchmesser da1,2 mm 88,77 118,50 82,46 118,36 

Gleitfaktor am Kopf Kg1,2 - 0,67 0,15 0,44 0,44 

Tabelle 3-7: Geometriedaten der FZG-Testverzahnungen 
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3.2.2 Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen 

3.2.2.1 Geometriehauptdaten 

Die Geometrie der Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen wurde von den Prüfverzah-
nungen G0, G15 und G31,75 zur Untersuchung der Grübchentragfähigkeit aus dem FVA-
Forschungsvorhaben Nr. 411 [Wirt] übernommen. Diese Verzahnungen weisen aufgrund 
des großen Moduls eine große Zahnhöhe und -dicke auf und sind deshalb zum einen für 
die lokale Differenzierung von Flankenschäden gut geeignet, zum anderen unkritisch hin-
sichtlich Zahnfußbruch. Bei der Auslegung der Prüfverzahnungen wurde darauf geachtet, 
dass sich bei Veränderung der Achsversetzung möglichst wenige andere Geometriegrö-
ßen ändern, damit der Einfluss der Achsversetzung isoliert betrachtet werden kann. Aus 
diesem Grund sind z.B. die Übersetzung, die Summe von Ritzel- und Radschrägungswin-
kel, der Profilhöhen- und Zahndickenänderungsfaktor, der Nenneingriffswinkel und der 
äußere Tellerraddurchmesser für alle Verzahnungen gleich. Die Geometrie der Verzah-
nung A44 weicht von den anderen Prüfverzahnungen ab, da sie als „Standardverzahnung“ 
aus dem Hypoid-Fresstest [Hypo] schon zur Verfügung stand. 
Die Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen wurden aus Rohlingen der Firma BMW ge-
fertigt. Zunächst wurden sie von der Firma Klingelnberg im weichen Zustand nach dem 
Semi-Completing-Verfahren tiefgeschliffen, dann bei der Firma Flender gehärtet und fertig 
geschliffen. Durch das Fertigungsverfahren Schleifen konnte eine größtmögliche Ver-
gleichbarkeit der Verzahnungen bezüglich Topografie und Flankenrauheit gewährleistet 
werden. Die Verzahnungen A44 aus dem Hypoid-Fresstest sind ebenfalls aus Rohlingen 
der Firma BMW aus 16MnCr5 gefertigt, jedoch nach dem Gleason-SB-Verfahren gefräst 
und nach dem Härten geläppt. Die Tellerräder wurden zusätzlich phosphatiert. 
 
 
 
 
 
 

 Symbol Einheit Typ A10 bzw. A20 Typ C-PT 

   Ritzel Rad Ritzel Rad 

Arithm. Mittenrauhwert 
Neuzustand Ra / Rz μm 0,55 / 3,10 0,40 / 2,50 

0,30 / 2,10 

0,12 / 0,90* 

0,35 / 2,30 

0,12 / 0,90* 

Arithm. Mittenrauhwert 
nach dem Einlauf Ra / Rz μm 0,46 / 2,70 0,32 / 2,00 

0,20 / 1,60 

0,12 / 0,90* 

0,25 / 1,80 

0,12 / 0,90* 

Tabelle 3-8: Flankenrauheiten der FZG-Testverzahnungen (Mittelwerte) 
(* trowalisiert) 
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 Symbol Ein-
heit Ritzel Rad Ritzel Rad Ritzel Rad Ritzel Rad 

Verzahnung   G0 G15 G31,75 A44 
Achsversatz a mm 0 15 31,75 44 
Achsversetzungswinkel ζm ° 0 10,74 21,65 27,44 
Zähnezahl z - 9 34 9 34 9 34 12 45 
Übersetzung u - 3,78 3,75 
Normalmodul mmn mm 3,57 3,80 4,03 3,40 
Zahnbreite am Ritzel b1 mm 26 27,05 31,13 33,44 
Zahnbreite am Tellerrad b2 mm 26 25,4 
effektiver Eingriffswinkel αeD,C ° 20,00 22,1 / 15,9 
Grenzeingriffswinkel  αlim ° 0 -1,52 -4,13 -9,22 
Eingriffswinkel – Zug αnD ° 20 18,5 15,9 12,9 
Eingriffswinkel – Schub αnC ° 20 21,5 24,1 25,1 
äußerer Teilkegeldurchm. de mm 45,0 170,0 52,7 170,0 64,3 169,9 76,0 187,3
mittlerer Teilkegeldurchm. dm mm 38,4 144,9 43,8 145,5 51,3 146,7 64,4 163,9
äußere Teilkegellänge Re mm 87,95 87,95 80,43 90,17 76,76 95,17 109,1 101,9
mittlere Teilkegellänge Rm mm 74,95 74,95 66,90 77,17 61,19 82,17 92,35 89,15
Teilkegelwinkel δ ° 14,83 75,17 19,13 70,52 24,76 63,21 20,32 66.93
mittl. Schrägungswinkel βm ° 33,00 33,00 38,66 27,31 44,99 21,01 50,66 21,05
gem. Schrägungswinkel (βm1+βm2)/2 ° 33 35,85 
Profilverschiebungsfaktor xhm1,2 - 0,45 / -0,45 0,63 / -0,63 
Zahndickenänderungsf. xsm1,2 - 0,05 / -0,05 0,02 / -0,16 
Zahnkopfhöhe ham mm 5,18 1,97 5,51 2,09 5,84 2,22 5,54 1,26 
Zahnfußhöhe hfm mm 2,86 6,08 3,04 6,46 3,22 6,85 2,11 6,39 

Tabelle 3-9:  Geometriedaten der Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen 

 

3.2.2.2 Ease-Off-Auslegung 

Bei der Ease-Off-Auslegung wurde eine ähnliche Tragbildauslegung für alle Prüfradvarian-
ten G0, G15 und G31,75 angestrebt, d.h. es wurde versucht, einen ähnlichen Ease-Off 
und damit ein ähnliches lastfreies Tragbild für alle Varianten zu realisieren. Zur Untersu-
chung des Einflusses der Flankentopografie und damit der lokalen Pressungsverteilung 
wurden für die Prüfverzahnungen G0 und G31,75 jeweils zwei verschiedene Ease-Off-
Auslegungen realisiert: Eine Variante weist praxisübliche Balligkeiten auf, die bei den 
geplanten Belastungen ein großes Tragbild ergeben (G0gr bzw. G31,75gr), die andere 
Variante weist größere Balligkeiten und damit kleinere Tragbilder auf (G0kl bzw. 
G31,75kl). Es wurde jeweils darauf geachtet, dass Zug- und Schubflanke ähnliche Ballig-
keiten aufweisen. Die verschiedenen Ease-Off-Auslegungen mit den jeweiligen Längs- 
(LB) und Höhenballigkeiten (HB) (= gemittelte Ease-Off-Balligkeiten aus KIMOS [Kimo] 
bezogen auf den mittleren Normalmodul mmn) sowie die dazugehörigen lastfreien Tragbil-
der sind in Bild 3-3 (Zugflanken) und Bild 3-4 (Schubflanken) dargestellt. Ein Vergleich der 
rechnerischen Lasttragbilder mit den tatsächlichen findet sich im Anhang A3. Die Variante 
G15 wurde nur in der Variante „großes Tragbild“ (Ease-Off-Auslegung ähnlich zu G0gr 
und G31,75gr) gefertigt und zu Stichprobenversuchen verwendet. 
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 großes Tragbild kleines Tragbild 

G0gr 

LB / mmn = 16,5 µm/mm 
HB / mmn = 12,5 µm/mm 

 

G0kl 

LB / mmn = 28 µm/mm 
HB / mmn = 22 µm/mm 

G31,75gr 

LB / mmn  = 15 µm/mm 
HB / mmn  = 11,5 µm/mm 

 

G31,75kl 

LB / mmn  = 30 µm/mm 
HB / mmn  = 27,5 µm/mm 

Bild 3-3: Ease-Off-Auslegung und Tragbilder der Prüfverzahnungen (Zugflanke) 

 großes Tragbild kleines Tragbild 

G0gr 

LB / mmn = 16,5 µm/mm 
HB / mmn = 13,5 µm/mm 

 

G0kl 

LB / mmn = 22 µm/mm 
HB / mmn = 22 µm/mm 

G31,75gr 

LB / mmn  = 15 µm/mm 
HB / mmn  = 18,5 µm/mm 

 

G31,75kl 

LB / mmn  = 27,5 µm/mm 
HB / mmn  = 40 µm/mm 

Bild 3-4: Ease-Off-Auslegung und Tragbild der Prüfverzahnungen (Schubflanke) 
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3.2.3 Werkstoff / Wärmebehandlung / Metallografie 

Die Prüfverzahnungen wurden aus geschmiedeten Rohlingen der Firma BMW aus 
16MnCr5 gedreht und weich verzahnt. Alle Ritzel und Tellerräder wurden anschließend 
jeweils in einer gemeinsamen Ofenreise gehärtet, um gleiche Wär-
mebehandlungsbedingungen zu gewährleisten. Es wurde eine Einsatzhärtungstiefe von 
CHD = 0,9 + 0,15 mm bei einer Oberflächenhärte von 59 + 3 HRC angestrebt. Alle Ver-
zahnungen wurden nach dem Härten reinigungsgestrahlt und anschließend geschliffen. 
Zur Bestimmung der für die Fresstragfähigkeit relevanten metallografischen Kennwerte 
wurden an den Prüfverzahnungen die Gefüge, insbesondere am Rand, sowie die Rand-
härten untersucht. In Bild 3-5 und Bild 3-6 ist jeweils das Gefüge einer Ritzelflanke der 
Verzahnungsvarianten G0gr und G31,75gr dargestellt. In der Randschicht liegt jeweils ein 
feines martensitisches Gefüge mit durchschnittlich 35% (Ritzel) bzw. 25% (Tellerräder) 
Restaustenit vor. Diese Gefügeausbildung ist typisch für den vorliegenden Werkstoff und 
die Wärmebehandlung. Die an der Oberfläche gemessenen Härten lagen alle von 680 … 
695 HV (= 58,5 … 59,1 HRC) und damit im geforderten Bereich. Die Einsatzhärtungstiefe 
an der Flanke betrug CHD = 1,1 … 1,3 mm und war damit leicht oberhalb der geforderten 
CHD. Die Kernhärten lagen im Bereich von 330 bis 350 HV. 
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 Bild 3-5:  Randgefüge G0gr Bild 3-6:  Randgefüge G31,75gr 
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3.2.4 Verzahnungsqualität / Vermessung 

3.2.4.1 Teilungsmessung 

Die Teilungsqualität wurde anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp nach DIN 3965 
[D396] beurteilt. Dazu wurden alle Prüfverzahnungen auf einer 3D-Messmaschine (Klin-
gelnberg P40) vermessen. Bild 3-7 zeigt die Qualitätsbeurteilung der Prüfverzahnungen 
auf der Zugflanke (links: Ritzel, rechts: Tellerräder). Mit Qualitäten von mindestens 5 wur-
de die Zeichnungsvorgabe einer Qualität nach DIN 3965 [D396] von mindestens 6 für alle 
Verzahnungen bis auf einige Ritzel erfüllt. 
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Bild 3-7:  Verzahnungsqualität nach DIN 3965 für die Prüfverzahnungen (Zugflanke), 
beurteilt anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp 

 
 
In Bild 3-8 sind die Qualitätseinstufungen für die Prüfverzahnungen auf der Schubflanke 
dargestellt (links: Ritzel, rechts: Tellerräder). Auch hier wurde mit Qualitäten von mindes-
tens 5 die Zeichnungsvorgabe einer Qualität nach DIN 3965 [D396] von mindestens 6 für 
alle Verzahnungen bis auf einige Ritzel erfüllt. 
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Bild 3-8:  Verzahnungsqualität nach DIN 3965 für die Prüfverzahnungen (Schubflanke),
beurteilt anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp 
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3.2.4.2 Flankenformmessung 

Die Flankenform der Prüfverzahnungen wurde ebenfalls an der 3D-Messmaschine (Klin-
gelnberg P40) gegenüber den Solldaten vermessen. Es wurde ein Messgitter mit einer 
Auflösung von 25 x 25 Gitterpunkten gewählt, womit repräsentative Aussagen zur Herstel-
lungsqualität möglich sind. Bild 3-9 zeigt beispielhaft für die G0gr- und G31,75gr-Variante 
die Ergebnisse der Vermessung zweier Radsätze. Die Abweichungen an der Zug- und 
Schubflanke von Ritzel und Rad gegenüber den Solldaten liegen jeweils im einstelligen 
Mikrometerbereich und sind damit sehr gering. Darüber hinaus sind die Flankenformab-
weichungen sowohl qualitativ als auch quantitativ für alle Prüfverzahnungen gleichwertig, 
was die gute Reproduzierbarkeit zeigt, die beim Schleifen der Prüfverzahnungen erreicht 
wurde. Die aus den unterschiedlichen Flankenformen resultierenden Versuchsstreuungen 
ließen sich damit sehr klein halten, da bei gleichem Einbaumaß in den Prüfläufen ein na-
hezu identisches Tragbild realisiert werden konnte. Auch die Nachrechnungen von Ver-
suchsergebnissen mit BECAL [Beca] unter Vorgabe der für den Schleifprozess verwende-
ten Maschineneinstelldaten lieferten so durchwegs belastbare Ergebnisse.  
 

 
 
 

G0 (Ritzel) G31,75 (Ritzel) 

  

G0 (Tellerrad) G31,75 (Tellerrad) 

  

Bild 3-9:  3D-Flankenformvermessung G0gr (links) und G31,75gr (groß) 
(cv = konkave Flanke, cx = konvexe Flanke) 
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3.2.4.3 Rauheitsmessung 

Die Flankerauheit aller Prüfverzahnungen wurde an einer Hommel T800 Rauheitsmess-
maschine gemessen. Die Messstrecke betrug immer lt = 4,8 mm, die Filterwellenlänge λ = 
0,8 mm. Es wurden jeweils drei Zähne über den Umfang verteilt jeweils in Zahnmitte, nä-
herungsweise senkrecht zum Teilkegel gemessen. In Bild 3-10 sind die Ergebnisse der 
Messungen (Mittelwerte und Standardabweichungen) zusammengefasst: 
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 Symbol Einheit Ritzel Tellerrad 

   Zugflanke Schubflanke Zugflanke Schubflanke 

G0gr Ra / Rz μm 0,45 / 3,50 0,35 / 3,20 0,25 / 2,60 0,25 / 2,80 

G0kl Ra / Rz μm 0,40 / 2,80 0,30 / 2,20 0,40 / 2,70 0,24 / 2,00 

G31,75gr Ra / Rz μm 0,36 / 2,85 0,60 / 3,90 0,26 / 2,00 0,37 / 2,70 

G31,75kl Ra / Rz μm 0,40 / 2,80 0,45 / 2,25 0,40 / 1,80 0,28 / 2,00 

Bild 3-10:  Ergebnisse der Rauheitsmessungen (Mittelwerte mit Standardabweichung) 
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3.3 Versuchsschmierstoffe 
Für die Versuche mit den Prüfverzahnungen wurde der Schmierstoff FVA3 (Mineralöl der 
Viskositätsklasse ISO-VG-100) mit Anglamol 99 in verschiedenen Additivkonzentrationen 
eingesetzt. Um zu untersuchen, mit welcher Additivierung das gewählte Grundöl versehen 
werden muss, um Fressschäden zu erzielen, wurde in Vorversuchen die Additiv-
Konzentration stufenweise von 4% auf 0% Anglamol 99 reduziert. Die Voruntersuchungen 
haben gezeigt, dass die Hypoidvarianten G31,75gr und G31,75kl bei einer 1%igen A99-
Additivierung, die Kegelradvarianten G0gr und G0kl dagegen erst bei 0% A99, also bei 
unaddidiviertem Grundöl, ausfielen. Für einen definierten Einlauf zum Glätten der Flanken 
vor dem eigentlichen Versuch wurde für alle Prüfverzahnungsvarianten das Grundöl mit 
4% A99 verwendet.  
 
 Einheit FVA3(rein) FVA3+1%A FVA3+4%A 

Schmierstoffbasis - Mineralöl Mineralöl Mineralöl 

ISO-VG - 100 

kinematische 
Viskosität 40°C mm²/s 95,0 

kinematische 
Viskosität 100°C mm²/s 10,7 

Dichte bei 15°C kg/dm3 0,885 

Additivierung - ohne  1% Anglamol 99 4% Anglamol 99 

Tabelle 3-10: Daten der verwendeten Versuchsschmierstoffe 

 
Zum Vergleich der verschiedenen Testverfahren zur Bestimmung der Fresstragfähigkeit 
eines Schmierstoffs wurden zusätzlich drei Praxisschmierstoffe untersucht. Diese sollten 
sowohl unterschiedliche Grundölformulierungen als auch unterschiedliche Fresstragfähig-
keiten nach API GL [API] aufweisen, um die Testverfahren differenzieren zu können. Des 
Weiteren wurden Reibungszahlmessungen im ZSP mit einem synthetischen Achsgetrie-
beöl durchgeführt.  
 
 Einheit Shell Spirax MB90 Fuchs Titan EG5080 SAF-XO150 SAF-XO100 

Schmierstoffbasis - Mineralöl Mineralöl Polyalphaolefin Polyalphaolefin 

ISO-VG - 150 100 150 100 

API GL - 5 4 5 5 

kinematische 
Viskosität 40°C mm²/s 184,0 96,0 182,8 103 

kinematische 
Viskosität 100°C mm²/s 16,9 14,6 25,1 15,6 

Dichte bei 15°C kg/dm3 0,909 0,848 0,863 0,858 

Additivierung - S/P N.N. Anglamol 99 N.N. 

Tabelle 3-11: Daten der verwendeten Praxisschmierstoffe 
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3.4 Prüfverfahren und Versuchsdurchführung 

3.4.1 Stirnrad-Fresstests nach DIN/ISO und FVA 243 

Der Standard-Fresstest A/8,3/90 [I146] wird mit der standardisierten Testverzahnung A20 
als Stufentest durchgeführt. Das Lastmoment wird dabei in definierten Stufen (siehe 
Tabelle 3-12) erhöht, bis ein Fressschaden auftritt. Jede Belastungsstufe wird 15 Minuten 
gefahren. Im Prüfgetriebe treibt das Ritzel das Rad, wobei die Raddrehzahl 1450 min-1 
beträgt, was einer Umfangsgeschwindigkeit von vt = 8,3 m/s entspricht. Das Prüfgetriebe 
wird durch Tauchschmierung mit Ölstand Achsmitte geschmiert. Eine Heizung im Getrie-
bekasten erhitzt das Öl auf 90°C Ausgangstemperatur. Nach Beginn des Versuchs wird 
die Öltemperatur nicht mehr geregelt. Sie stellt sich demnach frei auf einen von der er-
zeugten Verlustleistung und den Wärmeabfuhrbedingungen abhängigen Wert ein, der 
dokumentiert wird. Im Gegensatz zu anderen standardisierten Zahnradtests gibt es beim 
Fresstest keinen definierten Einlauf (= Glättung) der Flanken. Umfangreiche Rauheitsmes-
sungen von Michaelis [Mich] haben gezeigt, dass sich die Flankenrauheit nach den ersten 
6 bis 7 Kraftstufen nicht mehr nennenswert ändert, weshalb nach diesen Stufen von aus-
reichend geglätteten Flanken ausgegangen werden kann. Im Umkehrschluss bedeutet 
das, dass ein Fressschaden in diesen Stufen ein irreguläres Ergebnis darstellt. Das Er-
gebnis des Stufentests ist die Schadenskraftstufe des Schmierstoffs. Die Wiederholbarkeit 
liegt bei einer Kraftstufe. 
Der Standard-Fresstest ist geeignet, un- und niedrig legierte Öle zu differenzieren. Für 
höher und höchst additivierte Öle wurden im Rahmen des Forschungsvorhabens FVA 243 
[F243-1, F243-2] die verschärften Varianten A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/90 eingeführt. 
Sie weisen im Vergleich zum Standard-Fresstest A/8,3/90 folgende Unterschiede auf: Zum 
einen ist die Ritzelzahnbreite auf b1 = 10 mm halbiert, wodurch die Pressung um den Fak-
tor 1,4 erhöht wird. Zum anderen werden die Raddrehzahl auf n1 = 2880 min-1 (Umfangs-
geschwindigkeit vt = 16,6 m/s) verdoppelt und die Treibrichtung umgedreht („Rad treibt 
Ritzel“). Die Zahl der Lastwechsel bleibt gleich, wodurch sich eine Halbierung der Laufzeit 
je Kraftstufe ergibt. Der Test A10/16,6R/90 wird ebenfalls als Stufentest durchgeführt, der 
Test S-A10/16,6R/90 dagegen als Sprungtest. In diesem Fall wird sofort die erwartete 
Schadenskraftstufe gefahren. Dadurch entfällt der sich im Stufentest in den ersten Kraft-
stufen einstellende Einlauf- bzw. Glättungseffekt, was eine weitere Verschärfung der Test-
bedingungen darstellt. Im Falle eines Fressschadens werden die Last um eine Stufe redu-
ziert und der Test wiederholt. Tritt dagegen kein Schaden auf, wird der Test noch einmal 
mit erhöhter Kraftstufe durchgeführt.  
Ein GL4-Öl (z.B. Mineralöl ISO-VG-100 mit 4% Anglamol99) fällt im Stufentest 
A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] typischerweise in einer Kraftstufe größer 10 (T1T > 372,6 
Nm) aus, im Sprungtest S-A10/16,6R/90 bei einer Kraftstufe höher als 8 (T1T > 239,3 Nm). 
Als GL5 (z.B. Mineralöl ISO-VG-100 mit 6,5% Anglamol99) wird ein Schmierstoff bezeich-
net, der den Sprungtest in der 9. Kraftstufe (T1T = 302,0 Nm) ohne Fresser durchläuft und 
erst in der 10. oder einer höheren Kraftstufe (T1T > 372,6 Nm) ausfällt. 
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3.4.2 Wirkungsgradtest nach FVA 354 

Der FZG-Wirkungsgradtest wurde im Rahmen des FVA-Vorhabens Nr. 345 [Dole] entwi-
ckelt. Er dient zur Beurteilung der Eigenschaften eines Schmierstoffs in Bezug auf Rei-
bung. Außerdem werden aus den im Wirkungsgradtest gemessenen Reibungszahlen die 
Koeffizienten für die Reibungszahlgleichung nach Doleschel [Dole] abgeleitet. Das stan-

dardisierte Testprogramm für ein Kandidatenöl 
(Bild 3-11) umfasst die Variation der Einflussgrö-
ßen Last (T1 = 0 … 302 Nm), Geschwindigkeit (vt 
= 0,5 … 20 m/s) und Temperatur (ϑÖl = 40 … 
120°C). Die gemessenen Verlustmomente des 
Kandidatenöls werden mit denen eines Referenz-
öls (FVA3A) verglichen und so Verlustfaktoren für 
Leerlauf (XL0), EHD- (XLL) und Grenzreibung (XLG) 
ausgegeben. Zwischen den Kandidaten- und/oder 
Referenzversuchen wird jeweils ein kurzer Kon-
trollversuch mit einem unadditivierten Kontrollöl 
(FVA3) zur Überprüfung des Zustands des Prüf-
stands und der Reinigung der Flanken von Addi-
tivresten durchgeführt. Im Rahmen dieser Arbeit 
wurde der Wirkungsgradtest zur Beurteilung der 
Reibungseigenschaften der verwendeten 
Schmierstoffe sowie zur Verifikation des neuen 
Reibungszahlansatzes herangezogen. 

Kraftstufe Ritzeldrehmoment Hertzsche Pressung 
im Wälzpunkt A20 

Hertzsche Pressung 
im Wälzpunkt A10 

Nr. [Nm] [N/mm2] [N/mm2] 

KS1 3,3 146 206 

KS2 13,7 295 417 

KS3 35,3 474 670 

KS4 60,8 621 878 

KS5 94,1 773 1093 

KS6 135,5 929 1311 

KS7 183,4 1080 1527 

KS8 239,3 1223 1742 

KS9 302,0 1386 1960 

KS10 372,6 1539 2175 

KS11 450,1 1691 2391 

KS12 534,5 1841 2604 

Tabelle 3-12: Kraftstufen der FZG-Fresstests nach DIN/ISO 14635 [I146] 

Bild 3-11: Versuchsprogramm des 
FZG-Wirkungsgradtests 
nach FVA 345 [Dole] 
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3.4.3 FZG-Hypoid-Fresstest A mod 

Der FZG-Hypoid-Fresstest wurde von Langenbeck [Lang] entwickelt und von Richter 
[Rich] modifiziert. Der Test wird mit der geläppten und phosphatierten Testverzahnung 
A44 als Stufentest mit definierten Laststufen (Tabelle 3-13) durchgeführt. Die Stufen wer-
den jeweils 10 Minuten gefahren und erhöht, bis ein Fressschaden auftritt. Die Ritzeldreh-
zahl beträgt 4500 min-1, was einer Umfangsgeschwindigkeit am Ritzel von vmt1 = 15,2 m/s 
entspricht. Im Prüfgetriebe treibt das Tellerrad das Ritzel auf der Schubflanke, was den 
kritischsten Antriebsfall darstellt. Die Schmierung des Prüfgetriebes erfolgt durch Tauch-
schmierung. Der Ölstand wird dabei auf 10 mm unterhalb der Tellerradachse eingestellt. 
Eine Heizung im Getriebekasten erhitzt das Öl auf 80°C Ausgangstemperatur. Nach Be-
ginn des Versuchs wird die Öltemperatur nicht mehr geregelt, sie stellt sich demnach frei 
auf einen von der erzeugten Verlustleistung und den Wärmeabfuhrbedingungen abhängi-
gen Wert ein, der dokumentiert wird. Auch beim Hypoid-Fresstest gibt es keinen definier-
ten Einlauf (= Glättung) der Flanken. Rauheitsmessungen im Rahmen dieser Arbeit haben 
gezeigt, dass sich die Flankenrauheit der Prüfverzahnungen ebenfalls nach den ersten 6 
bis 7 Kraftstufen nicht mehr nennenswert ändert, weshalb nach diesen Stufen wie beim 
Stirnrad-Fresstest von ausreichend geglätteten Flanken ausgegangen werden kann. 

 
Das Ergebnis des Stufentests ist die Schadenslaststufe des Schmierstoffs. Die Wiederhol-
barkeit liegt bei einer Laststufe. Der Hypoid-Öltest A mod klassifiziert einen Schmierstoff 
als GL5-Öl (z.B. Mineralöl ISO-VG-100 mit 6,5% Anglamol99), wenn dieser den Test ein-
schließlich der 11. Laststufe schadensfrei durchläuft (T1TH > 682 Nm). Die genaue Scha-
denslaststufe für einen GL4-Schmierstoff (z.B. Mineralöl ISO-VG-100 mit 4% Anglamol99) 
ist nicht definiert, es ist jedoch auf jeden Fall mit einem Schaden während des Versuchs-
laufs zu rechnen. 

Laststufe Ritzeldrehmoment T1TH Hertzsche Pressung σH 
im Auslegungspunkt *) 

Nr. [Nm] [N/mm2] 

LS1 59 571 

LS2 90 705 

LS3 129 845 

LS4 175 984 

LS5 227 1120 

LS6 285 1255 

LS7 351 1393 

LS8 424 1531 

LS9 502 1666 

LS10 589 1805 

LS11 682 1942 

Tabelle 3-13: Laststufen des FZG-Hypoid-Fresstests nach Richter [Rich] 
*) berechnet nach FVA 411 [Wirt] mit relativer Tragbildbreite beH / b2 = 85% 
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3.4.4 Testverfahren für die Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen 

Betriebs- und Schmierungsbedingungen 
Die Untersuchungen zur Fresstragfähigkeit der Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen 
wurden an den Kegelrad-Verspannungsprüfständen analog dem Verfahren des Hypoid-
Fresstests A mod durchgeführt. Im Gegensatz zum Standard-Testverfahren wurde die 
Starttemperatur wie bei den Stirnrad-Fresstests auf 90°C festgelegt. Kurz nach dem Start 
des Versuchs stellte sich jedoch meist eine niedrigere Öltemperatur im Bereich 80 … 85°C 
ein, da sich das Öl durch die Verteilung im Gehäuse abkühlt. Der Ölstand im Prüfgetriebe 
wurde auf Höhe Ritzelachse eingestellt. Damit sollten ähnliche Schmierungs- und Kühlbe-
dingungen bei den Verzahnungen unterschiedlicher Achsversetzung realisiert werden. 
 

Tragbildeinstellung 
Die Einstellung des Tragbilds vor den Versuchen erfolgte über die Positionierung des 
Ritzels anhand des Einbaumaßes und der anschließenden Positionierung des Tellerrads 
anhand des Soll-Flankenspiels. 

Zum Einbau des Ritzels wurden die Ritzelkopfdicke 
RD und der Radius der Tellerradwelle RTW vom 
theoretischen Soll-Einbaumaß EB abgezogen und 
das Ritzel mit Endmaßen auf dieses Rest-
Einbaumaß EM positioniert. Um gleiche Ritzelkopf-
dicken bei allen Prüfritzeln einer Prüfverzahnungs-
variante zu erhalten, wurden die Stirnseiten der 
Ritzel plangeschliffen. Das Tellerrad wurde dann 
auf Soll-Flankenspiel eingebaut, wobei das Flan-
kenspiel am Außendurchmesser des Tellerrads 
senkrecht zur Flanke gemessen wurde. Anschlie-
ßend wurde das mittels Tragbildpaste erzeugte 
Tragbild mit dem rechnerischen Tragbild verglichen 
und evtl. nachjustiert. Das endgültige Tragbild wur-

de fotografisch dokumentiert, die Tragbildpaste anschließend wieder entfernt. 
 

Einlauf 
Da Vorversuche zeigten, dass je nach Tragbildlage auch Ausfälle bei Laststufen LS < 7 
(Glättung noch nicht abgeschlossen) auftreten können, wurde vor jedem Versuch ein defi-
nierter Einlauf durchgeführt. Dieser sollte sicherstellen, dass alle Verzahnungen einen 
vergleichbaren Flankenzustand beim anschließenden eigentlichen Test aufweisen. Der 
Einlauf erfolgte anhand der ersten sechs Laststufen des Fresstests, die mit einem höher 
tragfähigen Öl (FVA3+4%A99) gefahren wurden. Das Öl wurde nach LS3 gewechselt, um 
Verschleißpartikel aus dem Getriebe zu entfernen. Nach dem Einlauf wurden das Einlauföl 
aus dem Getriebe entfernt und der Test mit dem eigentlichen Versuchsöl begonnen. 
 

Ritzel-EB

RD RTW

 
 

Bild 3-12: Einstellung des Ritzel-
Einbaumaßes 
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Test 
Nach dem Einlauf begann der eigentliche Test wieder bei LS1. Zunächst erfolgte die Ver-
spannung des Prüfstands auf das Nennmoment der nächsten Laststufe. Danach wurde 
das Öl im Prüfgetriebe auf 90°C Starttemperatur aufgeheizt. Nach Einschalten des Motors 
stellte sich gewöhnlich eine niedrigere Öltemperatur ein, da sich das Öl im gesamten Ge-
häuse verteilt und leicht abkühlt. Diese sich einstellende Temperatur wurde zusammen mit 
der Endtemperatur und dem tatsächlichen Verspannmoment dokumentiert. Die Prüfver-
zahnung wurde nach jeder Stufe visuell auf einen Schaden hin untersucht. Gleichzeitig 
wurde die Entwicklung der Oberfläche fotografisch dokumentiert. Zu Beginn der Versuchs-
reihe wurden zusätzlich die Entwicklung der Flankenrauheit sowie des Tellerradgewichts 
stichprobenartig dokumentiert. Aufgrund der geringen Veränderungen der Rauheit sowie 
der niedrigen Verschleißraten wurde nach einigen Versuchen darauf verzichtet. 
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4 
VERSUCHSERGEBNISSE UND -AUSWERTUNG 

4.1 Grundlagenuntersuchungen zur lokalen 
Reibungszahl im Verzahnungskontakt 

4.1.1 Überblick über die Untersuchungen zur lokalen Reibungszahl 

Für die Berechnung einer lokalen Fresssicherheit bzw. der dafür benötigten lokalen Kon-
takttemperatur ist neben den lokal auftretenden Beanspruchungen und Geschwindigkeits-
verhältnissen die Reibungszahl die wesentliche Größe. Die Betrachtung der aktuellen 
Ansätze zur Bestimmung der Reibungszahl in geschmierten Wälzkontakten hat gezeigt, 
dass bislang kein praktisch anwendbarer, lokaler Berechnungsansatz existiert. Untersu-
chungen von Doleschel [Dole] und Wimmer [Wimm] haben darüber hinaus gezeigt, dass 
an Modellprüfständen (z.B. Zwei-Scheiben-Prüfstände) ermittelte Reibungszahlansätze 
nicht direkt auf Zahnradkontakte übertragen werden können. Dies wird hauptsächlich mit 
den unterschiedlichen Eingriffs- und dadurch unterschiedlichen Schmierungsbedingungen 
erklärt. Insbesondere Wimmer [Wimm] konnte zeigen, dass der diskontinuierliche Kontakt 
bei Zahnrädern den Schmierfilmaufbau behindert, was die vergleichsweise höheren mittle-
ren Reibungszahlen bei Zahnrädern erklären kann. 
Aufgrund des fehlenden lokalen Reibungszahlansatzes und der verschiedenen ungeklär-
ten Phänomene sollte auf Basis einiger Grundlagenuntersuchungen zur lokalen Schmier-
filmdicke und Reibungszahl ein neuer Berechnungsansatz entwickelt werden: 

 Am Zwei-Scheiben-Prüfstand (ZSP) wurden zunächst Reibungszahlmessungen mit 
einem synthetischen Achsgetriebeöl (SAF-XO100) durchgeführt, bei denen neben 
den Betriebsbedingungen auch die Rauheit sowie deren Orientierung variiert wur-
den. Diese Messungen wurden verglichen mit Reibungszahlmessungen von Mayer 
[Maye], die mit dem mineralölbasierten FVA3A durchgeführt wurden und bei denen 
ebenfalls die Rauheit und deren Orientierung variiert wurden. Somit konnte der Ein-
fluss der Rauheitsstruktur sowie des Schmierstoffs untersucht und über Regressi-
onsrechnungen quantifiziert werden. 
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 Am Drei-Scheiben-Prüfstand (3SP) wurden Reibungszahlmessungen mit dem mi-
neralölbasierten FVA3A durchgeführt. Dabei sollte der Einfluss einer Schrägstellung 
der Berührlinie zur Geschwindigkeitsrichtung sowie der Einfluss höherer Schlupf-
werte untersucht werden, wie sie an Hypoidverzahnungen auftreten. 

 Aufgrund der Tatsache, dass die Reibungszahl u.a. von den Schmierungsbedin-
gungen abhängt, wurde auch die Schmierfilmdicke im Scheibenkontakt untersucht. 
Dabei wurde auf Schmierfilmdickenmessungen von Kreil [Krei] an quer und längs 
geschliffenen Scheiben unterschiedlicher Rauheit zurückgegriffen, um den Einfluss 
der Rauheitsstruktur sowie deren Orientierung zu quantifizieren. Der aus den Mes-
sungen von Kreil [Krei] ermittelte Zusammenhang wurde anhand von Schmierfilm-
dickenmessungen von Mayer [Maye] verifiziert. Gleichzeitig wurden von Weigl 
[Weig] Schmierfilmdickenmessungen am ZSP bei gekreuzten Achsen, also unter-
schiedlich orientierten Umfangsgeschwindigkeiten durchgeführt, die ebenfalls in die 
Gesamtbetrachtung einbezogen wurden. 

 Ergänzend zu den Schmierfilmdickenmessungen im ZSP wurden auch im Zahnrad-
Verspannungsprüfstand qualitative Schmierfilmdickenmessungen durchgeführt und 
somit die lokalen Schmierungsbedingungen im Zahnkontakt erfasst. 

 Mit den am ZSP und 3SP gewonnenen Erkenntnissen zur lokalen Reibungszahl 
sowie der am ZSP gemessenen Schmierfilmdicke wurde ein Ansatz zur Berech-
nung der Reibungszahl im Scheibenkontakt entwickelt. Dieser wurde anschließend 
unter Berücksichtigung der im Zahnkontakt vorherrschenden Schmierungsbedin-
gungen auf Stirnrad-, Kegelrad- und Hypoidverzahnungen übertragen. 

4.1.2 Definitionen 

Die wesentlichen Einflussgrößen der Reibungszahl in geschmierten Kontakten sind: 
 Hertzsche Pressung 
 Summengeschwindigkeit 
 Schlupf 
 Schmierstoff (Viskosität, Grundöltyp und Additivierung) 
 Schmierungsbedingungen (Schmierfilmdicke und Oberflächenrauheit) 

 
Die Hertzsche Pressung pH berechnet sich z.B. nach Niemann/Winter/Höhn [NWH] in 
Abhängigkeit von Geometrie und -werkstoff sowie der Normalkraft, die im Versuch entwe-
der direkt gemessenen (ZSP, 3SP) oder aus dem gemessenen übertragenen Drehmo-
ment ermittelt wird (ZVP): 
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pH [N/mm2] Hertzsche Pressung  
FN [N] Normalkraft 
Dl [mm] Ersatzkrümmungsdurchmesser 

ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius 
leff [mm] Kontaktbreite (= Zahn- / Scheibenbreite) 
E’ [N/mm2] Ersatz-E-Modul 
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Die Summengeschwindigkeit vΣ ist nach Niemann/Winter [NW2] definiert als Summe der 
Oberflächengeschwindigkeiten wt1,2 zweier Oberflächen, die Gleitgeschwindigkeit vg als 
deren Differenz. Bei Scheiben mit parallelen Achsen (ZSP) entspricht dies der skalaren 
Summe bzw. Differenz der beiden Oberflächengeschwindigkeiten wt1,2. Für unterschiedlich 
orientierte Oberflächengeschwindigkeiten, wie sie am 3SP sowie bei Schnecken- und 
Hypoidverzahnungen auftreten, ergeben sich die beiden Geschwindigkeiten aus dem 
Betrag der vektoriellen Addition bzw. Subtraktion der Oberflächengeschwindigkeiten.  
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vΣ [m/s] Summengeschwindigkeit  
vΣ vert [m/s] Summengeschwindigkeit 

senkrecht zur Berührlinie 
vΣ par [m/s] Summengeschwindigkeit 

parallel zur Berührlinie 

 

vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit 
wt1,2 [m/s] Oberflächengeschwindigkeit  
β [°] Winkel zwischen den beiden 

Oberflächengeschwindigkeiten 
ε [°] Winkel der Gleitgeschwindigkeit zur 

Oberflächengeschwindigkeit wt1 

 
Der Schlupf s definiert sich nach Niemann/Winter [NW2] als die auf die Oberflächenge-
schwindigkeit bezogene Differenzgeschwindigkeit zweier Oberflächen. Diese Definition ist 
allerdings nur bei parallelen Geschwindigkeitsvektoren gültig. Für nicht parallele Oberflä-
chengeschwindigkeiten, wie sie am 3SP sowie bei Schnecken- und Hypoidverzahnungen 
auftreten, sind die relevanten Geschwindigkeiten weder gleichgerichtet noch senkrecht zur 
Berührlinie orientiert. Aus diesem Grund wird die Schlupfdefinition durch das Gleit-Wälz-
Verhältnis (sx) ersetzt. Dabei wird der für die Reibung maßgebliche Betrag der Gleitge-
schwindigkeit auf den für den Schmierfilmaufbau im konvergenten Schmierspalt maßgebli-
chen Betrag der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie bezogen. 
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3SP: 
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s [-] Schlupf  
sx [-] Gleit-Wälz-Verhältnis  
wt1,2 [m/s] Oberflächengeschwindigkeit  

vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit 
vΣ vert [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur 

Berührlinie 
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Der Schmierstoff als Einflussgröße auf die Reibungszahl, insbesondere die Wirkung des 
Grundöltyps und der Additivierung, ist (noch) nicht bzw. nur experimentell quantifizierbar. 
Deswegen wird bei den einfachen Reibungszahlansätzen meist nur die dynamische Vis-
kosität η als physikalisch eindeutig definierte Größe herangezogen. Sie errechnet sich in 
Abhängigkeit der Temperatur aus der kinematischen Viskosität ν und der Dichte ρ: 
 

( )ϑϑ ρνη ⋅= −310  

mit 
(62)

( )( ) ( )ϑνϑ logmkaloglog ⋅−=+  nach DIN 53017 [D530] (63)

( )1528715 ,−⋅−= ϑγρρϑ  nach DIN 3990 [D390] (64)

η [mPas] dyn. Viskosität 
ν [mm2/s] kin. Viskosität 
ρ [kg/m3] Dichte 
ϑ [K] Öl- oder Massentemperatur 

a [mm2/s] Konstante = 0,8 [D530] 
k, m [-] Konstanten, ermittelt aus zwei Referenz-

punkten, z.B. bei 40°C und 100°C 
γ [1/K] Konstante 

= 7,0 · 10-4 1/K für Mineralöle 
= 7,7 · 10-4 1/K für synthetische Öle 

 
Zur Charakterisierung der Schmierungsbedingungen im Kontakt wird das Verhältnis der 
Schmierfilmdicke zur Oberflächenrauheit (= relative Schmierfilmdicke λ) herangezogen. 
Als maßgebliche Rauheit wird dabei üblicherweise der arithmetische Mittenrauhwert Ra 
verwendet. Da sich die Schmierfilmdickenmessungen von Kreil [Krei], die im Rahmen 
dieser Arbeit ebenfalls betrachtet werden, auf die gemittelte Rautiefe Rz beziehen und 
dieser Wert auch technisch anschaulicher ist, wird im Folgenden eine modifizierte Definiti-
on für die relative Schmierfilmdicke verwendet. Sie berechnet sich aus der Schmierfilmdi-
cke h0 nach Ertl/Grubin [Ertl, Grub], modifiziert durch den thermischen Korrekturfaktor Cth 
nach Murch/Wilson [MuWi], und der gemittelten Rautiefe Rz: 
 

( )21

0

2
1 RzRz

h
z

+
=λ  

mit 

(65)

'
th hCh 00 ⋅=  (66)

0907307303
0 10951 ,,,

ers
' WUG,h −⋅⋅⋅⋅⋅= ρ  (67)

 'EG ,p ⋅= ϑα  (68)

 
'E

v
U

ers

vertM
⋅

⋅
=

ρ
η Σ
2

 (69)

 2

22
'E
p

'Eb
FW H

ers

n ⋅
=

⋅⋅
=

π
ρ

 (70)



 Versuchsergebnisse 59 

620943
943

,th
L,

,C
+

=  (71)

 
λ

αη Σ
⋅
⋅⋅

⋅=
4

0010
2
verttM v

,L  (72)

 
12

21
ϑϑ
ηηα ϑϑ

−
=

)/ln(
t  (73)

λz [-]  relative Schmierfilmdicke 
h’0 [μm] Schmierfilmd. nach Ertl/Grubin [Ertl, Grub] 
h0 [μm] Schmierfilmdicke modifiziert nach 

Murch/Wilson [MuWi] 
Rz [μm] gemittelte Rautiefe 
G, U, W [-] Parameter 
αp [mm2/N] Viskositäts-Druck-Koeffizient 
E’ [N/mm2] Ersatz-E-Modul 
ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius 
FN [N] Normalkraft 
b [mm] Scheiben- / Zahnbreite 

pH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius 
Cth [-] thermischer Korrekturfaktor nach 

Murch/Wilson [MuWi] 
L [-] thermischer Lastfaktor nach 

Murch/Wilson [MuWi] 
ηM [mPas]  dyn. Viskosität bei Massentemperatur 
αt [1/K]  Temperatur-Koeffizient der dyn. Visk. 
vΣ vert [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur 

Berührlinie 
λ [W/(m·K)]  Wärmeleitfähigkeit 

= 0,133 W/(m·K) für Mineralöle 

 
Die Grenzen für Grenz-, Misch- und EHD-Reibung werden folgendermaßen festgelegt: 
Übersteigt die Schmierfilmdicke die mittlere Rautiefe (λz > 1,0), kann theoretisch kein Fest-
körperkontakt auftreten. Die Oberflächen sind demnach vollständig getrennt; es liegt EHD-
Reibung vor. In Anlehnung an die herkömmliche Definition für Grenzreibung λRa < 0,7 wird 
die Grenze zur Grenzreibung bei λz < 0,35 festlegt. Dazwischen herrscht Mischreibung. 
 

 

4.1.3 Gemessene Schmierfilmdicken im Zwei-Scheiben-Prüfstand 

Erste Untersuchungen von Doleschel [Dole] haben gezeigt, dass die Orientierung der 
Rauheitsstruktur die Reibungszahl im Scheibenkontakt wesentlich beeinflussen kann. Dies 
soll im Rahmen dieser Arbeit genauer untersucht werden. Zur Klärung evtl. unterschiedli-
cher Schmierungsbedingungen bei quer und längs geschliffenen Scheiben wurden des-
halb Schmierfilmdickenmessungen von Kreil [Krei] und Mayer [Maye] hinsichtlich des 
Rauheits- und Struktureinflusses ergänzend ausgewertet. 
 

Festkörper-
reibung

Grenzreibung Mischreibung EHD Reibung

v1 v1 v1
v1

v2 v2 v2 v2
h0h0h0 h0

 
λz = 0 0 < λz < 0,35 0,35 < λz < 1,0 λz > 1,0 

Bild 4-1: Definition der Schmierungszustände in Abhängigkeit von λz 
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Bei den von Kreil [Krei] durchgeführten Schmierfilmdickenmessungen wurde sowohl bei 
den quer als auch bei den längs geschliffenen Scheiben systematisch die Rauheit variiert. 
Somit konnte neben dem Einfluss der Orientierung auch der Einfluss des Betrags der 
Rauheit bestimmt werden. Mayer [Maye] führte die Schmierfilmdickenmessungen eben-
falls an quer sowie längs geschliffenen und darüber hinaus auch an kreuzgeschliffenen 
Scheiben durch. 
 

 Einheit Kreil [Krei] Mayer [Maye] 

Hertzsche Pressung N/mm2 600 … 1000 600 … 1200 

Summengeschwindigkeit m/s 8 …16 4 …16 

Schlupf (= vg / vΣ) - 0 0 

Massentemperatur °C 30 … 100 30 … 90 

Rauheit Rz μm 0,1 … 2,6 0,3 … 2,2 

Schliffwinkel ° 0 / 90 0 / 22,5 / 90 

Tabelle 4-1: Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am ZSP 

 
Der Vergleich der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicken mit den nach Ertl/Grubin 
[Ertl, Grub] berechneten und nach Murch/Wilson [MuWi] modifizierten Schmierfilmdicken 
(Bild 4-2 links) zeigt für alle Rauheiten eine sehr gute Übereinstimmung. Es ergibt sich ein 
Mittelwert Ø(h0,ber /h0,gem) = 1,020 bei einer Standardabweichung von σ = 7,9%. Neben der 
guten Übereinstimmung von Rechnung und Messung lässt sich daraus auch ableiten, 
dass die Rauheit bei polierten und bei quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen 
Oberflächen keinen Einfluss auf die Schmierfilmdicke hat.  
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Bild 4-2:  Vergleich der berechneten Schmierfilmdicke h0 nach Ertl/Grubin [Ertl, Grub] mit 
der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicke 
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Im Gegensatz dazu ergibt sich für die längs geschliffenen Scheiben eine weniger gute 
Übereinstimmung von Rechnung und Messung (Bild 4-2 rechts). Der Mittelwert Ø(h0,ber 

/h0,gem) liegt bei 1,054 mit einer Standardabweichung von σ = 12,3%. Daraus lässt sich 
zum einen ableiten, dass die Schmierfilmdicke der längs geschliffenen Scheiben niedriger 
ist als berechnet, zum anderen beeinflusst der Wert der Rauheit die tatsächliche Schmier-
filmdicke. Die Abhängigkeit der Schmierfilmdicke von der gemittelten Rautiefe wurde über 
eine Regressionsrechnung mit dem Statistikprogramm SPSS [SPSS] ermittelt, wobei sich 
ein exponentieller Ansatz als am besten geeignet herausstellte:  
 

'
thLSLS. hCCh 00 ⋅⋅=  

mit 
(74)

Rz,
LS e,)Rz(fC ⋅−⋅== 160051  (75)

h0,LS [μm] mod. Schmierfilmdicke für Längsschliff 
h’0 [μm] Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin [Ertl, 

Grub] 

Cth [−] thermischer Korrekturfaktor nach 
Murch/Wilson [MuWi] 

CLS [−] Korrekturfaktor Längs- und Kreuzschliff 
Rz [μm] gemittelte Rautiefe 

 
Mit dieser Modifikation ergibt sich beim Vergleich Rechnung/Messung ein Mittelwert 
Ø(h0,ber /h0,gem) = 1,0 mit einer Standardabweichung von σ = 9,5% und damit wiederum 
eine sehr gute Übereinstimmung. 
 

 
Die Schmierfilmdickenmessungen von Mayer [Maye] an quer geschliffenen Scheiben 
zeigen im Vergleich zu den Messungen von Kreil [Krei] leicht niedrigere Werte, was auf die 
unterschiedlichen Einlaufzustände zurückzuführen ist: Die von Mayer verwendeten Schei-
ben wiesen ein stärker plateauförmig ausgeprägtes Profil auf als die von Kreil verwende-
ten, was im Durchschnitt zu ca. 4% niedrigeren integralen Schmierfilmdicken führte. 
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Bild 4-3:  Korrekturfaktor CLS (links) und Vergleich der modifizierten Schmierfilmdicke h0,LS 
mit der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicke (rechts) 
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Die Berücksichtigung dieses Unterschieds und die Anwendung der modifizierten Schmier-
filmdickenberechnung auf die gemessenen Schmierfilmdicken von Mayer [Maye] zeigen 
ebenfalls gute Übereinstimmungen (Bild 4-4). Für die längs geschliffenen Scheiben ergibt 
sich ein Mittelwert Ø(h0,ber /h0,gem) = 0,98 mit einer Standardabweichung von σ = 6,1%, für 
die kreuzgeschliffenen Scheiben ein Mittelwert Ø(h0,ber /h0,gem) = 1,0 mit einer Standardab-
weichung von σ = 11,0%. Der Korrekturfaktor CLS kann damit für Längsschliff bestätigt 
werden, seine Anwendung auf kreuzgeschliffene Scheiben ist ebenfalls möglich. 

 

4.1.4 Gemessene Reibungszahlen im Zwei-Scheiben-Prüfstand 

Im Vergleich zu früheren Untersuchungen zur Reibungszahl im Scheibenkontakt standen 
bei den hier vorgestellten Untersuchungen vor allem die Rauheit sowie die Orientierung 
der Rauheitsstruktur im Fokus. Darüber hinaus wurden jedoch auch die Betriebsbedin-
gungen in einem breiten Feld variiert, um eine möglichst breite Datenbasis für die Entwick-
lung des neuen Reibungszahlansatzes zur Verfügung zu haben: 
 

 Einheit FVA3A SAF-XO100 

Hertzsche Pressung N/mm2 600 … 1200 600 … 1300 

Summengeschwindigkeit m/s 1 …16 1 …16 

Schlupf (= vg / vΣ) - 0 … 0,35 0 … 0,35 

Öl-Einspritztemperatur °C 40 … 100 90 … 110 

Rauheit Rz μm 0,2 … 1,8 0,2 … 2,8 

Schliffwinkel ° 0 … 90 0 … 90 

Tabelle 4-2: Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am ZSP 
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Bild 4-4:  Vergleich Rechnung / Messung für die von Mayer [Maye] gemessenen Schmier-
filmdicken, Längsschliff (links) - Kreuzschliff (rechts) 
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Einfluss des Gleit-Wälz-Verhältnisses 
Bild 4-5 zeigt für die beiden untersuchten Schmierstoffe FVA3A und SAF-XO100 den 
Verlauf der gemessenen Reibungszahl über dem Gleit-Wälz-Verhältnis bei unterschiedli-
chen Summengeschwindigkeiten und Pressungen. Bei niedriger Pressung (pH = 600 
N/mm2) steigt die Reibungszahl mit steigendem Gleit-Wälz-Verhältnis zunächst stark an 
und nähert sich dann asymptotisch einem Grenzwert. Bei größeren Summengeschwindig-
keiten fällt die Reibungszahl mit steigenden Gleit-Wälz-Verhältnissen wieder leicht ab. Bei 
größeren Pressungen ist der Anstieg der Kurve bei niedrigen Schlupfwerten etwas steiler, 
der Verlauf bei höheren Gleit-Wälz-Verhältnissen dagegen etwas flacher, der Einfluss des 
Gleit-Wälz-Verhältnis im für Zahnräder relevanten Bereich demnach geringer. Die prinzi-
pielle Abhängigkeit der Reibungszahl im Scheibenkontakt vom Gleit-Wälz-Verhältnis re-
spektive Schlupf, wie sie aus früheren Untersuchungen bekannt ist, wird damit bestätigt. 
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Bild 4-5:  Einfluss des Gleit-Wälz-Verhältnisses auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt
am Beispiel einer quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheibe 
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Einfluss der Summengeschwindigkeit 
Die Diagramme in Bild 4-5 haben gezeigt, dass die Reibungszahlen im Scheibenkontakt 
grundsätzlich mit zunehmender Geschwindigkeit abnehmen. Verdeutlicht wird dies durch 
die Darstellung der gemessenen Reibungszahlen über der Summengeschwindigkeit (Bild 
4-6). Es zeigt sich immer ein stetiger Abfall der Reibungszahl mit steigenden Summenge-
schwindigkeiten. Es wird wiederum deutlich, dass der Einfluss des Schlupfs insgesamt 
gering ist und sich bei größeren Pressungen sogar noch verringert. Auch diese Ergebnisse 
decken sich mit dem Stand des Wissens aus früheren Untersuchungen. 

 

Einfluss der Pressung 
Der Einfluss der Pressung auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt hängt von der Sum-
mengeschwindigkeit ab, wobei der Einfluss bei niedrigen Summengeschwindigkeiten ten-
denziell größer ist als bei höheren (Bild 4-7). 
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Bild 4-6:  Einfluss der Summengeschwindigkeit auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt 
am Beispiel einer quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheibe 
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Frühere Untersuchungen haben darüber hinaus gezeigt, dass der Zusammenhang μ – pH 
stark degressiv ist, eine lineare Extrapolation ist demnach nicht zulässig. 

 

Einfluss der relativen Schmierfilmdicke (Schmierungsbedingungen) 
Die Schmierungsbedingungen haben ebenfalls einen maßgeblichen Einfluss auf die Rei-
bungszahl. Während bei EHD-Bedingungen hauptsächlich Viskosität und Grundöl die 
Reibungszahl beeinflussen, wirkt sich bei Grenzreibung verstärkt die Additivierung aus. 
Beide Effekte sind aufgrund der oft unbekannten chemischen Zusammensetzung der 
Schmierstoffe nur schwer quantitativ erfassbar. Tendenziell zeigen die Versuche am ZSP, 
dass die Reibungszahl mit steigender relativer Schmierfilmdicke deutlich absinkt (Bild 4-8): 
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Bild 4-7:  Einfluss der Pressung auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt am Beispiel 
einer quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheibe 
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Bild 4-8:  Einfluss der relativen Schmierfilmdicke auf die Reibungszahl im Scheibenkon-
takt am Beispiel der quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheiben



66 Versuchsergebnisse  

Die einzelnen Messpunkte lassen sich gut durch eine Potenz-Ausgleichsfunktion annä-
hern. Ein Wiederanstieg der Reibungszahl bei höheren Schmierfilmdicken (EHD-Bereich), 
wie beispielsweise von der Stribeck-Kurve bekannt, ist auch bei sehr großen λ-Werten 
(z.B. bei niedrigen Temperaturen oder polierten Scheiben) nicht zu beobachten. 
 

Einfluss der Orientierung der Rauheitsstruktur 
Bei den Reibungszahluntersuchungen am ZSP wurde neben dem Einfluss der Rauheit 
auch die Orientierung der Rauheitsstruktur untersucht. Neben den schon gezeigten quer 
geschliffenen Scheiben (QS), wurden dabei auch in Umfangsrichtung (LS) und schräg 
geschliffene (SW30, SW45) Scheiben herangezogen. Zusätzlich wurde untersucht, welche 
Auswirkungen gekreuzte Strukturen (QS/LS, SW45) im Vergleich zu parallelen Strukturen 
auf das Reibungsverhalten haben. 
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Bild 4-9:  Einfluss der Orientierung der Rauheitsstruktur auf die Reibungszahl 
im Scheibenkontakt 
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Die Versuche mit FVA3A (Bild 4-9 links) zeigen bei allen Betriebsbedingungen ähnliche 
Reibungszahlen für die quer (Q) und die längs geschliffene Variante (L), obwohl die gemit-
telte Rautiefe der quer geschliffenen Scheiben fast doppelt so groß ist. Die höchsten Rei-
bungszahlen weist die kreuzgeschliffene Variante (K) auf. Ein ähnliches Bild zeigt sich in 
den Versuchen mit SAF-XO100 (Bild 4-9 rechts). Die niedrigsten Reibungszahlen werden 
für die quer geschliffene Variante (QSM) gemessen. Bei leicht niedrigerer Rauheit sind die 
Reibungszahlen der längs geschliffenen Variante (LSM) teilweise mehr als doppelt so 
groß, die schräg geschliffenen (SW30 und SW45) und gekreuzten Varianten (QS-LS) 
liegen sogar noch darüber. Die Versuche zeigen somit einen deutlichen Einfluss der Rau-
heitsstruktur und ihrer Orientierung, wobei sich eine Neigung der Schleifstruktur zur Be-
rührlinie negativ auswirkt. Eine Erklärung dafür ist die in diesen Fällen stärkere Drainage-
wirkung, welche die Schmierfilmdicke reduziert (siehe auch 4.1.3). Des Weiteren wird 
ersichtlich, dass gekreuzte Strukturen höhere Reibungszahlen aufweisen als parallele. 
Dies kann mit den bei gekreuzten Strukturen lokalen Punktkontakten an den Rauheitser-
hebungen erklärt werden, die einen in Summe niedrigeren Traganteil zur Folge haben. 

4.1.5 Gemessene Reibungszahlen im Drei-Scheiben-Prüfstand 

Die Untersuchungen am Drei-Scheiben-Prüfstand 3SP sollten klären, inwiefern die bei 
Schnecken- und Hypoidverzahnungen auftretende Neigung der Berührlinie sowie unter-
schiedlich orientierte Oberflächengeschwindigkeiten (siehe Bild 3-2) die Reibungszahl 
beeinflussen. Im Unterschied zu früheren Versuchen am 3SP, z.B. von [Stei], wurden im 
Rahmen dieser Arbeit einsatzgehärtete Scheiben verwendet, wodurch höhere, anwen-
dungsrelevante Pressungen erzielt werden konnten. Außerdem wurden die Drehzahlen 
der Scheiben erhöht und damit höhere Umfangsgeschwindigkeiten realisiert. Der Vergleich 
der im Drei-Scheiben-Prüfstand gemessenen Reibungszahlen mit denen aus den Zwei-
Scheiben-Versuchen bekannten Verläufen zeigt bei Berücksichtigung der unterschiedli-
chen Rauheiten insgesamt eine gute qualitative und quantitative Übereinstimmung (siehe 
z.B. Bild 4-10 vs. Bild 4-6). Die Übertragbarkeit der Ergebnisse ist damit gegeben. 
 

 Einheit FVA3A 

Hertzsche Pressung N/mm2 600 … 800 

Summengeschwindigkeit m/s 1 …4 

Schlupf (= vg / vΣ) - 0 … 1,20 

Öl-Einspritztemperatur °C 40 … 90 

Rauheit Rz μm 0,5 

Schwenkwinkel ° 0 … 60 

Tabelle 4-3: Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am 3SP 
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Einfluss des Schwenkwinkels / Schlupfs und der Summengeschwindigkeit 
Bild 4-10 (links) zeigt den Verlauf der gemessenen Reibungszahl über dem Schlupf bei 
unterschiedlichen Schwenkwinkeln. Es ergibt sich ein eindeutiger Zusammenhang, der 
dem der Zwei-Scheiben-Prüfstände entspricht: Die Reibungszahl steigt zunächst stark mit 
dem Schlupf an, um sich dann bei größeren Schlupfwerten asymptotisch einem Grenzwert 
anzunähern. Dies zeigt auch, dass die in 4.1.2 aufgestellte Schlupfdefinition den Einfluss 
des Schwenkwinkels ausreichend erfasst. 
Bild 4-10 (rechts) zeigt den Einfluss der Summengeschwindigkeiten senkrecht zur Berühr-
linie auf die Reibungszahl. Die einzelnen Messwerte sind dabei der Übersichtlichkeit hal-
ber durch Ausgleichskurven (Potenzfunktionen) angenähert. Wie von den Zwei-Scheiben-
Prüfständen bekannt, sinkt die Reibungszahl mit zunehmender Summengeschwindigkeit. 
Außerdem wird deutlich, dass sich der Einfluss des Schlupfs bei steigenden Geschwindig-
keiten verringert, die entsprechenden Kurven werden flacher. 

 

Einfluss der Pressung 
Der Einfluss der Pressung konnte aufgrund der Beschränkungen seitens der Motorleistung 
des 3SP nur in begrenzten Maßen untersucht werden. Insgesamt zeigen die Reibungs-
zahlen jedoch bei höheren Pressungen tendenziell auch leicht höhere Werte. Dies wird 
qualitativ z.B. bei den in Bild 4-11 (links: 600 N/mm2, rechts: 800 N/mm2) gezeigten Rei-
bungszahlkurven deutlich. 
 

Einfluss der relativen Schmierfilmdicke (Schmierungsbedingungen) 
In Bild 4-11 ist die Abhängigkeit der Reibungszahl von der relativen Schmierfilmdicke λz 
gezeigt. Es ergibt sich – ähnlich zu den Ergebnissen vom ZSP – ein mit der Schmierfilmdi-
cke stetig fallender, funktioneller Zusammenhang – gut angenähert durch eine Potenz-
funktion. 
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Bild 4-10:  Einfluss des Schenkwinkels/Schlupfs (links) und der Summengeschwindig-
keit (rechts) auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt (3SP) 
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4.1.6 Lokale Schmierfilmdicke bei Stirnradverzahnungen 

Die Untersuchungen an den Scheibenprüfständen haben wie auch frühere Untersuchun-
gen schon gezeigt, dass die Schmierungsbedingungen – repräsentiert durch die relative 
Schmierfilmdicke – wesentlich die Reibungszahl beeinflussen. Untersuchungen von Dole-
schel [Dole] und Wimmer [Wimm] haben darüber hinaus deutlich gemacht, dass die Über-
tragung der an Scheiben ermittelten Reibungszahl auf die lokalen Kontaktbedingungen im 
Zahnkontakt nicht funktioniert, was mit den inadäquaten Schmierungsbedingungen erklärt 
werden kann. Wimmer [Wimm] konnte durch qualitative Schmierfilmdickenmessungen 
zeigen, dass der Schmierfilmaufbau im Zahnkontakt tatsächlich teilweise deutlich verzö-
gert erfolgt. Dies bedeutet, dass über einen großen Bereich der Eingriffsstrecke deutlich 
ungünstigere Schmierungsbedingungen vorherrschen, als durch die Schmierfilmdickenbe-
rechnung vorhergesagt, wodurch sich die im Vergleich zu den Scheiben höheren Rei-
bungszahlen erklären lassen. 
Bei den Untersuchungen von Wimmer [Wimm] wurden an einer geradverzahnten Stirnrad-
verzahnung Messungen des Übergangswiderstands im Kontakt zwischen Ritzel und Rad 
durchgeführt. Dieser Widerstand korreliert mit dem Schmierungszustand: 
 

 R = 0: überwiegend Festkörperkontakte = Grenzreibung 
 0 < R < ∞: Mischreibung 
 R = ∞: kein Festkörperkontakt = EHD-Reibung 

 
Um den Widerstand zwischen Ritzel und Rad messen zu können, musste ein Zahn elekt-
risch vom Radkörper isoliert werden. Dieser „Messzahn“ wurde per Drahterodieren aus 
dem Radkörper getrennt und anschließend wieder eingeklebt.  
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Bild 4-11:  Einfluss der relativen Schmierfilmdicke auf die Reibungszahl im  
Scheibenkontakt (3SP) 
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Diese Methode hat jedoch den Nachteil, dass der „Messzahn“ eine wesentlich geringere 
Steifigkeit aufwies als die benachbarten Zähne und somit der Eingriff stark beeinflusst 
wurde. Außerdem war die Tragfähigkeit des „Messzahns“ beschränkt, was wiederum eine 
Einschränkung der realisierbaren Belastung zur Folge hatte. 

Bei ansonsten gleichem Messauf-
bau wurde im Rahmen dieser 
Arbeit die Isolierung des Mess-
zahns bzw. der Messzähne ver-
bessert [Boad]: Sowohl Ritzel als 
auch Rad einer Standard-
Testverzahnung vom Typ C-PT 
wurden in der z.B. bei Kreil [Krei] 
beschriebenen Sputteranlage mit 
elektrisch isolierendem Al2O3 be-
schichtet. Dabei wurde jeder vierte 
Zahn abgedeckt, also nicht be-
schichtet. Diese vier (am Ritzel) 
bzw. sechs (am Rad) nicht isolier-
ten Zähne kämmten miteinander 
und waren damit die „Messzähne“, 
an denen der Widerstand im Kon-
takt gemessen werden konnte. 
Nachdem der jeweils vorherige 
und nachfolgende Zahn isoliert 
waren, konnten Eingriffsbeginn 
und -ende  durch einen Trocken-
lauf ohne Öl eindeutig lokalisiert 

werden. Außerdem wurde über einen Näherungsschalter ein Triggersignal aufgenommen, 
das die Lokalisierung der Messzähne ermöglichte. Die Messung des zeitlichen Verlaufs 
des Widerstands bzw. der anliegenden Spannung (Versorgungsspannung UV = 0,20 V) 
erfolgte mittels eines Osziloskops. Durch die hochfrequente Abtastung des Signals konnte 
die Eingriffsstrecke ausreichend hoch aufgelöst werden. Sobald die eingestellten Betriebs-
bedingungen erreicht waren, wurde das aktuelle Bild des Oszis abgespeichert und konnte 
anschließend grafisch weiterverarbeitet werden. 
Um Pressungsspitzen an den Seitenkanten zu vermeiden, wurden die Räder vom Typ C-
PT auf beiden Seiten um je 2 mm auf eine Zahnbreite von b2 = 10 mm abgedreht, die 
Seitenkanten anschließend entgratet. Die Ritzel blieben unverändert. Zur Untersuchung 
des Einflusses einer Kopfrücknahme auf die Schmierfilmbildung wurde eine der beiden 
untersuchten Varianten mit einer linearen Kopfrücknahme ausgeführt, deren Auslegung 
auf T1 = 300 Nm ausgerichtet war. Da im Rahmen der Schmierfilmdickenmessungen nur 
maximale Belastungen von T1 = 180 Nm realisiert wurden, war die Kopfrücknahme „über-
dimensioniert“, die Eingriffsstrecke demnach verkürzt. 

Bild 4-12: Messprinzip der lokalen 
Schmierfilmdickenmessung 
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Tabelle 4-4 zeigt die bei den Schmierfilmdickenmessungen am ZVP untersuchten Be-
triebsbedingungen: 
  

 Einheit FVA3A 

Hertzsche Pressung N/mm2 600 … 1350 

Summengeschwindigkeit m/s 1,3 … 6,5 

Öl-Sumpftemperatur °C 40 … 90 

Rauheit Rz μm 1,0 

Lineare Kopfrücknahme - - Ca = 35 μm bei la = 2,9mm 

Tabelle 4-4: Versuchsparameter der Schmierfilmdickenmessungen am ZVP 

 

Modellvorstellung zum Verlauf der Schmierfilmdicke über der Eingriffsstrecke 
Die qualitativen Schmierfilmdickenmessungen im Zahnkontakt von Wimmer [Wimm] haben 
gezeigt, dass sich der Schmierfilm erst nach einer gewissen Zeit bzw. einem gewissen 
Abschnitt der Eingriffsstrecke aufbaut. Diese Erkenntnis wird als Modellvorstellung für die 
hier beschriebenen Messungen aufgenommen und durch eine tanh-Funktion mathema-
tisch angenähert (Bild 4-13). Die gezeigte Funktion f = tanh (a,b,c,d,gα) stellt dabei den 
Verlauf eines Korrekturfaktors Cλ dar, der multipliziert mit der theoretisch errechneten 
Schmierfilmdicke den tatsächlichen Verlauf über der Eingriffsstrecke ergibt. Die Parameter 
a, b, c und d der Funktion haben folgenden Einfluss auf den Verlauf der Kurve: 

 a = Starthöhe 
 b = Endhöhe 
 c = Steigung der Kurve im Knickpunkt 
 d = Lage des Knickpunkts 

Es wird davon ausgegangen, dass die maxi-
mal erreichbare Schmierfilmdicke am Ende der 
Eingriffsstrecke der theoretisch berechneten 
entspricht. Damit wird b = 1 festgelegt. Es hat 
sich darüber hinaus gezeigt, dass die Steigung 
der Kurve im Knickpunkt immer ähnlich ist, sie 
wird zu c = 0,5 festgesetzt. Als Variablen blei-
ben damit die Parameter a und d, die haupt-
sächlich von der Drehzahl abhängen. Sie 
werden demnach als Funktion der Umfangs-
geschwindigkeit definiert: a, b = f (vt). 
Im Folgenden werden an einigen repräsentativen Beispielen die gemessenen Spannungs-
verläufe der rechnerischen minimalen Schmierfilmdicke, berechnet mit RIKOR I [Riko] 
nach Schrade [Schr], gegenübergestellt. Ein Spannungswert von UV = 0,2 V entspricht 
dabei der vollständigen Trennung der Oberflächen (= EHD-Bedingungen), ein Wert von UV 
= 0 V stellt überwiegenden Festkörperkontakt (= Grenzreibung) dar. Dazwischen ist von 
Mischreibung auszugehen. 
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Bild 4-13: Qualitativer Verlauf der 
Schmierfilmdicke über der Ein-
griffsstrecke 
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Einfluss der Geschwindigkeit 
Die Haupteinflussgröße des Schmierfilmaufbaus ist die Umfangsgeschwindigkeit. Der 
Verlauf der gemessenen Schmierfilmdicke über der Eingriffsstrecke ist in Bild 4-14 für drei 
verschiedene Umfangsgeschwindigkeiten dargestellt. Es zeigt sich deutlich, dass zum 
einen – wie erwartet – der Betrag der Schmierfilmdicke ansteigt, zum anderen baut sich 
der Schmierfilm bei höheren Geschwindigkeiten auch schneller auf als bei langsamen. Bei 
der niedrigsten untersuchten Geschwindigkeit vt = 1,4 m/s (Bild 4-14 oben) liegt über der 
gesamten Eingriffsstrecke Grenzreibung vor. Die rechnerische relative Schmierfilmdicke 
liegt im Bereich von λz,min = 0,35. Die neu definierte Grenze zwischen Grenz- und Misch-
reibung λz ≤ 0,35 ist damit bestätigt. Bei höherer Geschwindigkeit (vt = 3,4 m/s) liegt zu 
Beginn des Eingriffs ebenfalls Grenzreibung vor, berechnet wird aber eine relative 
Schmierfilmdicke von λz,min = 0,4…0,6. Ab dem äußeren Einzeleingriffspunkt D’ steigt die 
gemessene Schmierfilmdicke an und erreicht Mischreibungsbedingungen. Über die Kor-
rekturfunktion Cλ kann die theoretische Schmierfilmdicke zu Beginn des Eingriffs auf 
Grenzreibungsniveau reduziert werden (Bild 4-14 Mitte). Bei vt = 6,7 m/s (Bild 4-14 unten) 
zeigt die Messung zunächst Mischreibung, bevor die Schmierfilmdicke ab dem inneren 
Einzeleingriffspunkt B’ ansteigt und bei D’ EHD-Bedingungen erreicht. Der Knick im Mess-
verlauf bei D’ ist auf den Eingriff der Kopfkante des nächsten Zahns zurückzuführen, an 
der die Isolierschicht zuerst abgetragen wird. Über die Korrekturfunktion kann die berech-
nete Schmierfilmdicke wiederum an den tatsächlichen Verlauf angepasst werden. Die 
Messung bei vt = 6,7 m/s zeigt auch, dass die definierte Grenze zwischen Misch- und 
EHD-Reibung λz,EHD ≥ 1,0 ebenfalls bestätigt werden kann.  
 

Einfluss der Viskosität (Öltemperatur) 
Der Einfluss der Viskosität ist in Bild 4-15 gezeigt: Mit zunehmender Temperatur (= ab-
nehmender Viskosität) sinkt – wie erwartet – die gemessene Schmierfilmdicke. Die Lage 
des Punktes, ab dem die Schmierfilmdicke von zunächst Grenzreibungs- zu Mischrei-
bungsbedingungen ansteigt, ändert sich nicht wesentlich. Insgesamt liegt die gemessene 
Schmierfilmdicke bei höheren Temperaturen etwas höher als berechnet. Dies könnte aber 
auf eine dickere (evtl. isolierende) Additiv-Grenzschicht zurückzuführen sein, die sich 
aufgrund der höheren Reaktivität des Additivs bei höheren Temperaturen verstärkt ausbil-
det. Dieses Phänomen zeigte sich auch bei anderen Messpunkten mit hohen Temperatu-
ren und/oder Belastungen und bedarf noch weiterer grundlegender Untersuchungen. 
 

Einfluss der Last 
Der Einfluss der Last (Bild 4-16) ist vergleichsweise gering: Die gemessene Schmierfilmdi-
cke sinkt mit zunehmendem Drehmoment, die Lage des Knickpunkts ändert sich nicht. 
Insgesamt liegt die gemessene Schmierfilmdicke bei höheren Temperaturen wieder etwas 
höher als berechnet, was evtl. mit der hohen Öltemperatur (ϑÖl = 90°C) und der dabei 
höheren Reaktivität der Additive erklärt werden kann. 
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Bild 4-14:  Einfluss der Geschwindigkeiten auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
(C-PT ohne Ca, KS 3 / T1 = 35 Nm, ϑÖl = 40°C) 
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ϑÖl = 40°C 
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Bild 4-15:  Einfluss der Öltemperatur auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
(C-PT ohne Ca, KS 5 / T1 = 95 Nm, vt = 6,7 m/s) 
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Bild 4-16:  Einfluss der Belastung auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
(C-PT ohne Ca, vt = 6,7 m/s, ϑÖl = 90°C) 
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Einfluss einer Kopfrücknahme 
Der Einfluss einer Kopfrücknahme zeigt sich zunächst in der Verschiebung der Grenzen 
zwischen Einzel- und Doppeleingriffsgebiet: Da die Kopfrücknahme für KS9 (T1 = 302 Nm) 
ausgelegt wurde, reduziert sie bei KS3 (T1 = 35 Nm) deutlich das Doppeleingriffsgebiet 
(Bild 4-17), das Einzeleingriffsgebiet vergrößert sich entsprechend. Mit steigenden Belas-
tungen reduziert sich dieser Effekt (siehe Bild 4-18). Der zweite Effekt der Kopfrücknahme 
betrifft den Schmierfilmaufbau: Bei gleichen Betriebsbedingungen baut sich der Schmier-
film bei der Verzahnung mit Kopfrücknahme (Bild 4-17 unten) deutlich schneller auf als bei 
der Verzahnung ohne Kopfrücknahme (Bild 4-17 oben). Die tatsächliche und die rechneri-
sche Schmierfilmdicke stimmen für die Verzahnung mit Kopfrücknahme sehr gut überein, 
eine Reduzierung über einen Korrekturfaktor ist demnach nicht notwendig. Dies zeigt sich 
auch bei allen anderen Betriebsbedingungen (Bild 4-18). 
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Bild 4-17:  Einfluss einer Kopfrücknahme auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
(KS3 / T1 = 35 Nm, vt = 6,7 m/s, ϑÖl = 40°C) 
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In Ergänzung zu dem in Bild 4-17 unten gezeigten Verlauf der Schmierfilmdicke bei KS3 
(T1 = 35 Nm) sind in Bild 4-18 die entsprechenden Verläufe bei T1 = 95 Nm und T1 = 230 
Nm gezeigt. Die bereits beobachteten Phänomene zeigen sich hier wieder: Die Schmier-
filmdicke sinkt leicht mit zunehmender Last, die Rechnung gibt den tatsächlichen Verlauf 
der Schmierfilmdicke gut wieder. Zusätzlich fällt auf, dass sich aufgrund des von Schrade 
[Schr] berücksichtigten Einflusses der Blitztemperatur ein „bauchiger“ Verlauf der Schmier-
filmdicke mit einem lokalen Maximum im Wälzpunkt C ergibt. Dieser spiegelt sich – be-
sonders bei höheren Lasten – auch in der Messung wider. 

 
Als Ergebnis der Schmierfilmdickenmessungen lässt sich festhalten, dass eine unkorrigier-
te Geradverzahnung deutlich schlechtere Schmierungsbedingungen aufweist als nach 
Theorie berechnet. Dafür verantwortlich sind der Eingriffsstoß und die damit verbundenen 
höheren Beanspruchungen. Der Effekt kann durch eine entsprechende Korrekturfunktion 
(siehe nächster Abschnitt) berücksichtigt werden. 
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Bild 4-18:  Einfluss der Belastung auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
bei Kopfrücknahme (vt = 6,7 m/s, ϑÖl = 40°C) 
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Die zweite wesentliche Erkenntnis der Untersuchungen besteht darin, dass bei einer in 
Profilrichtung modifizierten Verzahnung deutlich bessere Schmierungsbedingungen auftre-
ten und dass diese zusätzlich gut mit den theoretisch bestimmten Schmierungsbedingun-
gen übereinstimmen. Eine Modifikation der Berechnung ist demnach für diese Verzahnun-
gen nicht notwendig. Es wird davon ausgegangen, dass diese Erkenntnis auch für 
Schrägverzahnungen und damit auch für Kegelrad- und Hypoidverzahnungen zutrifft, die 
ebenfalls keinen Eingriffsstoß aufweisen. Dies sollte zukünftig im Rahmen systematischer 
Untersuchungen noch experimentell verifiziert werden. 
 

Berechnungsansatz für die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt 
Die Messungen der Schmierfilmdicke im Zahnkontakt haben gezeigt, dass sich der 
Schmierfilm bei einer unkorrigierten Geradverzahnung erst ab einer von der Umfangsge-
schwindigkeit abhängigen Strecke vollständig aufbaut. Basierend auf dieser Erkenntnis 
wird mit einer tanh-Funktion ein Korrekturfaktor Cλ eingeführt, der den tatsächlichen Ver-
lauf der Schmierfilmdicke über der Eingriffsstrecke gut abbildet. Die Parameter a, b, c und 
d der Funktion werden dabei qualitativ aus den Messungen abgeleitet. Für alle in Profil-
richtung korrigierten und/oder schrägverzahnten Verzahnungen, also auch die meisten 
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen, wird Cλ = 1,0 gesetzt. 
 

'
th hCCh 00 ⋅⋅= λ  

'
min

,
GFmin hSCh ⋅⋅= 220

λ  

mit 

(76)
(77)

( )[ ]dxctanhabbaC −⋅⋅−++=
22λ  für unkorrigierte Geradverzahnungen 

a =  1,15 / vt
0,50 ≤ 1,0 

b = 1,0 
c = 0,5 
d = 1,0 – 0,070 · vt ≥ 0 

x = gy / gα 
 

01,C =λ  für Scheiben sowie korrigierte Geradverzahnungen, Schrägverzahnungen 

und Kegelrad- und Hypoidverzahnungen 

(78)

h0 [μm] integrale Schmierfilmdicke 
h’0 [μm] Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin [Ertl, 

Grub] 
hmin [μm] minimale Schmierfilmdicke 
h’min [μm] Schmierfilmdicke nach Dowson/Higginson 

[DoHi] 

Cth [-] thermischer Korrekturfaktor nach 
Murch/Wilson [MuWi] 

SGF [-] Gleitfaktor nach Schrade [Schr] 
Cλ [-] Korrekturfaktor für unkorrigierte 

Geradverzahnungen 
a,b,c,d [-] Parameter des Korrekturfaktors Cλ 

 
In Bild 4-19 sind der Verlauf der Parameter a und d in Abhängigkeit von der Umfangsge-
schwindigkeit vt sowie der sich damit ergebende Verlauf des Korrekturfaktors Cλ für die 
untersuchten Umfangsgeschwindigkeiten gezeigt: 
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4.1.7 Ansatz zur Berechnung der lokalen Reibungszahl 

Erkenntnisse aus den Grundlagenuntersuchungen 
 Die am ZSP gemessenen Reibungszahlen stimmen mit den Erkenntnissen aus frü-

heren Untersuchungen gut überein. Wesentliche Erkenntnis aus den Untersuchun-
gen ist die Abhängigkeit der Reibungszahl von der Rauheitsstruktur und ihrer Orien-
tierung: Die Reibungszahl steigt mit zunehmendem Schlupf und zunehmender 
Pressung, sinkt mit größer werdenden Summengeschwindigkeiten und relativen 
Schmierfilmdicken. Des Weiteren weisen Scheiben mit nicht zur Berührlinie paralle-
ler Schleifstruktur höhere Reibungszahlen auf als quer geschliffene, wobei gekreuz-
te Strukturen wiederum schlechter sind als parallele. 

 Die am 3SP gemessenen Reibungszahlen stimmen qualitativ und quantitativ gut mit 
den Ergebnissen der Zwei-Scheiben-Prüfstände überein. Als wesentliche Erkennt-
nis aus den Untersuchungen am 3SP ergibt sich, dass der Einfluss des Schwenk-
winkels und damit der Schrägstellung der Berührlinie zu den Oberflächengeschwin-
digkeiten über die vektorielle Schlupfdefinition (Gleit-Wälz-Verhältnis) berücksichtigt 
werden kann. Weiter konnte gezeigt werden, dass die Reibungszahl auch bei sehr 
hohen Schlupfwerten, wie sie am 3SP realisiert werden konnten und insbesondere 
an Hypoidverzahnungen auftreten, nur leicht ansteigt. 

 Die am ZSP gemessenen Schmierfilmdicken zeigen wie die gemessenen Rei-
bungszahlen eine Abhängigkeit von der Rauheitsstruktur und ihrer Orientierung: Die 
(integrale) Schmierfilmdicke quer geschliffener Scheiben ist unabhängig von der 
absoluten Rauheit, sie lässt sich sehr gut mit dem Ansatz nach Ertl/Grubin [Ertl, 
Grub] modifiziert nach Murch/Wilson [MuWi] berechnen. Die Schmierfilmdicken 
längs geschliffener Scheiben sinken exponentiell mit der gemittelten Rautiefe Rz.  
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Bild 4-19:  Verlauf der Parameter a und d in Abhängigkeit der Umfangsgeschwindigkeit 
(links) und Korrekturfaktor Cλ über der Eingriffsstrecke (rechts) 
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 Die lokalen Schmierfilmdickenmessungen im Zahnkontakt haben gezeigt, dass sich 
der Schmierfilm durch den Eingriffsstoß bei unkorrigierten Verzahnungen in Abhän-
gigkeit der Betriebsbedingungen unterschiedlich schnell aufbaut. Insbesondere die 
Summengeschwindigkeit beeinflusst den Schmierfilmaufbau wesentlich. Der Zu-
sammenhang Schmierfilmaufbau / Betriebsbedingungen lässt sich über eine aus 
den Untersuchungen abgeleitete Korrekturfunktion gut abbilden. Bei korrigierten 
Verzahnungen (z.B. Kopfrücknahme) scheint der Schmierfilmaufbau am Eingriffs-
beginn bei ausreichend dimensionierter Profilkorrektur nicht gestört. Eine Korrektur-
funktion für solche Verzahnungen ist demnach nicht notwendig. 

 

Reibungszahlansatz 
Die aus den Grundlagenuntersuchungen gewonnenen Erkenntnisse zur lokalen Schmier-
filmdicke und Reibungszahl sollen in einem allgemein gültigen Reibungszahlansatz für 
geschmierte Wälzkontakte zusammengefasst werden. Zunächst wird ein allgemeiner Po-
tenzansatz aufgestellt, der die maßgeblichen Einflussgrößen Pressung pH, Summenge-
schwindigkeit senkrecht zur Berührlinie vΣvert, Gleit-Wälz-Verhältnis sx und relative 
Schmierfilmdicke λz sowie Einflussfaktoren zur Berücksichtigung der Schmierstoffeigen-
schaften CL und der Rauheitsstruktur und -orientierung CRS. Der Schmierungszustand im 
Zahnkontakt wird bei der Berechnung der relativen Schmierfilmdicke über den Korrektur-
faktor Cλ berücksichtigt. 

 

( ) ( ) ( ) ( ) RSLzxvertHRSLzxH CCCsvpc)C,C,C,,s,v,p(f ⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅== δ
λ

γβ
Σ

α
λΣ λλμ 1  (79)

μ [−] Reibungszahl 
pH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
vΣvert [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht 

zur Berührlinie 
sx [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 
λz [-] relative Schmierfilmdicke 

c1 [−] Konstante 
α, β, χ, δ [−] Exponenten 
CL [−] Schmierstofffaktor 
CRS [−] Rauheitsstrukturfaktor 
Cλ [−] Schmierfilmdickenfaktor 

 
Zunächst werden die Konstante und die Exponenten des Ansatzes anhand einer Regres-
sionsrechnung mit dem Statistikprogramm SPSS [SPSS] für die an quer geschliffenen 
Scheiben mit FVA3A gemessenen Reibungszahlen ermittelt. Die Korrekturfaktoren CL, CRS 
und Cλ werden dabei definitionsgemäß zu 1 gesetzt. Der so gewonnene Ansatz wird auf 
die längs geschliffenen und kreuzgeschliffenen Scheiben angewandt. Die sich ergebenden 
Abweichungen werden durch den Rauheitsstrukturfaktor ausgeglichen, der in Abhängigkeit 
des Winkels zwischen Berührlinie und Schleifstruktur ω definiert wird (Randbedingung: 
CRS = 1 bei ω = 0°): 
 

( )εωω sinc)(fCRS ⋅+== 21  (80)

CRS [−] Rauheitsstrukturfaktor 
c2 [−] Konstante 

ω [°] Winkel der Berührlinie zur Schleifstruktur 
ε [-] Exponent 
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Über den Vergleich der an den quer geschliffenen Scheiben gemessenen Reibungszahlen 
für die beiden verwendeten Öle wird für die Versuche mit SAF-XO100 ein Schmierstofffak-
tor abgeleitet, der den Vergleich der verschiedenen Versuchsreihen erlaubt. Um das Rei-
bungsverhalten der Schmierstoffe bei unterschiedlichen Schmierungsbedingungen zu 
berücksichtigen wird dieser Schmierstofffaktor in Abhängigkeit der relativen Schmierfilmdi-
cke definiert: 
 

( ) ϕλλ zL c)(fXOSAFC ⋅==− 3100  (81)

CL [−] Schmierstofffaktor 
c3 [−] Konstante 

λz [-] relative Schmierfilmdicke 
ϕ [-] Exponent 

 
Damit ergibt sich für die Reibungszahlen im Scheibenkontakt folgender Zusammenhang: 
 

( ) ( ) ( ) ( ) RSL
,

z
,

x
,

vert
,

H CCsvp, ⋅⋅⋅⋅⋅⋅= −− 1000502001000240 λμ Σ  

mit 
(82)

013 ,)AFVA(CL =  

( ) 250400100 ,
zL ,)XOSAF(C −⋅=− λ  

(83)

( )εωsin,CRS ⋅+= 3001  

 ε = 2,0 für parallele Strukturen 
 ε = 0,5 für gekreuzte Strukturen 

(84)

μ [−] Reibungszahl 
pH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
vΣvert [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht 

zur Berührlinie 
sx [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 

λz [-] relative Schmierfilmdicke  
ω [°] Winkel der Berührlinie zur Schleifstruktur 
CL [-] Schmierstofffaktor 
CRS [-] Rauheitsstrukturfaktor 

 

Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Scheiben 
Bild 4-20 zeigt für die beiden Versuchsöle die Gegenüberstellungen der nach dem neuen 
Ansatz berechneten mit den gemessenen Reibungszahlen für die quer und längs geschlif-
fenen sowie die kreuzgeschliffenen Scheiben. Die Mittelwerte Ø(μber /μgem) dieser Schei-
benvarianten liegen zwischen 0,76 und 1,07 bei Standardabweichungen von σ = 18,0% 
bis 33,8%. Die Nachrechnung der im Drei-Scheiben-Prüfstand gemessenen Reibungszah-
len mit dem neuen Reibungszahlansatz (siehe Bild 4-21) bringt ebenfalls sehr gute Über-
einstimmungen (Mittelwert Ø(μber/μgem) = 1,00 bei Standardabweichungen σ = 10,3%). Die 
Anwendung des beschriebenen Reibungszahlansatzes auf die Scheibenversuche ergibt 
demnach eine gute Übereinstimmung von Rechnung und Messung: 
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Bild 4-20:  Vergleich der nach dem neuen Ansatz berechneten mit den gemessenen 
Reibungszahlen im Scheibenkontakt (2SP) 
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Der Vergleich aller im ZSP und 3SP untersuchten Reibungszahlen mit der Nachrechnung 
ergibt das in Bild 4-21 oben gezeigte Ergebnis. Der Gesamtmittelwert liegt bei Ø(μber /μgem) 
= 0,98 bei einer Standardabweichung σ = 29,4%. Im Vergleich zur Anwendung der beiden 
bestehenden Ansätze nach Schlenk (Mittelwert Ø(μber /μgem) = 0,80 bei Standardabwei-
chung σ = 53,9%) und Wech (Mittelwert Ø(μber /μgem) = 0,62 bei Standardabweichung σ = 
46,4%) bringt der neue Ansatz eine deutlich verbesserte Genauigkeit. Insbesondere die 
Berücksichtigung des Schlupfs (Einfluss bei Schlenk gar nicht berücksichtigt, bei Wech zu 
stark gewichtet) und die Abhängigkeit von der relativen Schmierfilmdicke (bei den anderen 
Ansätzen nur indirekt berücksichtigt) bedingt die Verbesserung der Reibungszahlberech-
nung. 
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Bild 4-21:  Gesamtvergleich der nach dem neuen Ansatz berechneten und gemesse-
nen Reibungszahlen im Scheibenkontakt (ZSP und 3SP) 
oben: neuer Reibungszahlansatz 
unten links: Ansatz Schlenk [Schl], unten rechts: Ansatz Wech [Wech] 
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Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Stirnräder 
Bei den qualitativen Schmierfilmdickenmessungen am FZG-Wirkungsgradprüfstand [Dole] 
wurden parallel auch die auftretenden Verlustleistungen gemessen, sodass sowohl für die 
unkorrigierte als auch die korrigierte Verzahnung vom Typ C-PT Messwerte zum Verlust-
verhalten zur Verfügung standen. Bei der Ermittlung der Reibungszahlen aus den gemes-
senen Verlustleistungen wurde dabei jeweils der mit RIKOR I [Riko] ermittelte lokalgeo-
metrische Verlustfaktor HVL nach Wimmer [Wimm] herangezogen. Die so ermittelten Rei-
bungszahlen werden zur Validierung des neuen Reibungszahlansatzes verwendet: 
Die Anwendung des Reibungszahlansatzes auf die Versuche mit der unkorrigierten C-
Verzahnung ergibt den in Bild 4-22 oben exemplarisch gezeigten Verlauf über der Ein-
griffsstrecke. In Bild 4-22 unten ist der entsprechende Verlauf für die Verzahnung C-PT mit 
Kopfrücknahme dargestellt: 
 

 
Die Reibungszahl weist am Eingriffsbeginn ihr Maximum auf, erreicht im Wälzpunkt C den 
Wert 0 (Gleitgeschwindigkeit = Schlupf = 0), um dann im Ausgriff ein konstantes Niveau zu 
erreichen. Das Maximum am Eingriffsbeginn ist zum einen auf die dort im Vergleich zur 
restlichen Eingriffsstrecke höheren Pressung, zum anderen auf die niedrigere Summenge-
schwindigkeit zurückzuführen. Des Weiteren wirkt sich dort – jedoch nur bei höheren 
Drehzahlen – der Schmierfilmdickenfaktor Cλ aus. Da dieser ab einem von der Umfangs-
geschwindigkeit abhängenden Punkt der Eingriffsstrecke den Wert 1 annimmt, sind die 
beiden Kurven „mit Cλ“ und „ohne Cλ“ ab dort deckungsgleich. 
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Bild 4-22:  Einfluss der Geschwindigkeit auf die Reibungszahl im Zahnkontakt 
(KS3 / T1 = 35 Nm, vt = 3,4 m/s, ϑÖl = 90°C) 
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Der Reibungszahlverlauf der Verzahnung mit Kopfrücknahme (Bild 4-22 unten) ist qualita-
tiv dem ohne Kopfrücknahme ähnlich, quantitativ ergeben sich aufgrund der höheren loka-
len Pressung etwas höhere Reibungszahlen. Die höhere Pressung resultiert aus der ver-
kürzten Eingriffsstrecke: Im gezeigten Fall (KS3 / T1 = 35 Nm) geht die Überdeckung ge-
gen 1, das Doppeleingriffsgebiet ist nahezu nicht existent. Mit steigender Last nähert sich 
die Ausprägung des Eingriffs jedoch derjenigen der unkorrigierten Verzahnung an, die 
Unterschiede bei den Reibungszahlen werden kleiner. 
Der Vergleich der berechneten, über der Eingriffsstrecke integrierten mit den gemessenen, 
mittleren Reibungszahlen ergibt die in Bild 4-23 dargestellten Ergebnisse: 

 
Sowohl für die unkorrigierte als auch für die korrigierte Verzahnung ergeben sich im 
Durchschnitt 25% zu niedrige Reibungszahlen. Daraus kann geschlossen werden, dass 
der an Scheiben ermittelte Reibungszahlansatz trotz Berücksichtigung der stirnradspezifi-
schen Schmierungsbedingungen nicht alle Einflüsse abdeckt. Weiterer Forschungsbedarf 
hinsichtlich der Verzahnungsreibungszahl ist daher weiterhin gegeben. Die Lücke zwi-
schen der Scheiben- und der Verzahnungsreibungszahl wird (bis auf weiteres) über eine 
Anpassung der Konstanten von c1 = 0,024 auf c1 = 0,032 geschlossen. Damit ergibt sich 
eine sehr gute Übereinstimmung von Rechnung und Messung (Mittelwert Ø(μber /μgem) = 
1,0 bei Standardabweichung σ = 21,4%). 
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μloc [-] lokale Reibungszahl 
pH [N/mm2] Hertzsche Pressung 
vΣvert [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht 

zur Berührlinie 
sx [-] Schlupf 

Cλ [-] Schmierfilmdickenfaktor 
für unkorrigierte Verzahnungen 

λz [-] relative Schmierfilmdicke  
CL [-] Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345 
CRS [-] Rauheitsstrukturfaktor mit ω = βB  

(βB = Neigungswinkel der Berührlinie) 
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Bild 4-23:  Vergleich der nach dem neuen Ansatz  berechneten und gemessenen  
Reibungszahlen im Stirnradkontakt 
links: C-PT ohne Ca, rechts:  C-PT mit Ca 
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Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen 
Die Überprüfung der Anwendbarkeit des neuen Reibungszahlansatzes für Stirnräder (sie-
he Gleichung (85)) auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen erfolgt anhand der von Wech 
[Wech] durchgeführten Untersuchungen zum Verzahnungswirkungsgrad dieser Verzah-
nungen, wobei insbesondere der Einfluss der Achsversetzung im Fokus steht. Da von 
[Wech] nur Angaben zu den Wirkungsgraden veröffentlicht wurden, also keine konkreten 
Werte zu den gemessenen Verlustleistungen zur Verfügung stehen, muss der Vergleich 
indirekt erfolgen: Mithilfe der von [Wech] in seinen experimentellen Untersuchungen ver-
wendeten Prüfverzahnungen A0, A6, A12 und A22 wird die nach seinem Ansatz berech-
nete Verlustleistung PVZP,Wech (siehe Anhang C) mit der mit dem neuen Reibungszahlan-
satz lokal berechneten und über den Eingriff integrierten Verlustleistung PVZP,i verglichen. 
Diese bestimmt sich nach Wimmer [Wimm] in Abhängigkeit von der lokalen Reibungszahl 
μi, der lokalen Normalkraft FN,i sowie der lokalen Gleitgeschwindigkeit vg,i: 
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PVZP [kW] Verzahnungsverlustleistung 
μi [-] lokale Reibungszahl 
FN [N] Normalkraft 
fN [N/mm] Linienlast 

vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit 
b [mm] Zahnbreite 
pet [-] Eingriffteilung 
x,y [mm] Koordinaten im Eingriffsfeld 

 
Der Vergleich der so berechneten mittleren Verzahnungsverlustleistungen PVZP,i mit den 
nach [Wech] berechneten ergibt die in Bild 4-24 dargestellten Ergebnisse: Im Durchschnitt 

ergeben sich mit dem neuen Ansatz für die 
Prüfverzahnungen von [Wech] knapp 10% 
zu niedrige Verlustleistungen. Auch in die-
sem Fall gilt, dass die kegelradspezifischen 
Einflüsse bei der Berechnung der lokalen 
Reibungszahl nicht ausreichend genau 
abgedeckt sind. Weiterer Forschungsbedarf 
hinsichtlich der Verzahnungsreibungszahl 
bei Kegelrädern ist daher gegeben. Um den 
Unterschied auszugleichen wird die Kon-
stante der Reibungszahlgleichung für Ke-
gelrad- und Hypoidverzahnungen von c1 = 
0,032 auf c1 = 0,036 korrigiert. Damit ergibt 
sich eine gute Übereinstimmung von Rech-
nung und Messung (Mittelwert Ø(μber/μgem) 
= 1,0 bei Standardabweichung σ = 14,0%). 
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4.2 Reibungsverhalten der Versuchsschmierstoffe 
(FZG-Wirkungsgradtest) 

Alle im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Öle wurden im FZG-Wirkungsgradtest [Dole] 
im Hinblick auf ihr Reibungsverhaltens untersucht. Für den Vergleich der Schmierstoffe 
wurden dabei die in FVA 345 [Dole] definierten Schmierstoffverlustfaktoren herangezogen. 

Die Schmierstoffverlustfaktoren stellen das 
gemessene Verlustmoment des untersuchten 
Öls in Relation zum Referenzöl FVA3A dar und 
geben damit das Reibungsverhalten bei den 
Betriebsbedingungen Leerlauf, EHD- und 
Grenzreibung an. Die Verlustfaktoren für EHD- 
und Grenzreibung können z.B. bei der Rei-
bungszahlberechnung als Schmierstofffaktoren 
CL eingesetzt werden. 
Bild 4-25 zeigt die Schmierstoffverlustfaktoren 
des für die Fressuntersuchungen speziell ge-
mischten Versuchsöls FVA3+1%A in Relation 
zum Standard-Referenzöl FVA3A. Die Faktoren 
zeigen an, dass sich das Versuchsöl bei allen 
Betriebsbedingungen nicht signifikant vom 
Referenzöl unterscheidet. 

 
Das bei den Reibungszahlmessungen im Zwei-Scheiben-Prüfstand verwendete SAF-
XO100 wurde ebenfalls im FZG-Wirkungsgradtest [Dole] untersucht und wies das folgen-
de Reibungsverhalten auf (Bild 4-26): 
Das Verlustverhalten bei Leerlauf ist trotz leicht 
höherer Viskosität etwas besser (XL0 < 1), wo-
bei der Unterscheid zum Referenzöl FVA3A 
nicht signifikant ist. Die Verluste bei EHD-
Reibungsbedingungen liegen deutlich unterhalb 
FVA3A im für PAOs typischen Bereich von XLL 
= 0,7 … 0,8. Sie sinken mit zunehmender Tem-
peratur (abnehmender Schmierfilmdicke) und 
nähern sich dem Grenzreibungsverlustfaktor, 
der bei ca. XLG = 0,7 liegt. Insgesamt ist das 
Reibungsverhalten damit deutlich günstiger, 
wobei diese im Zahnkontakt ermittelten Unter-
schiede nicht so groß sind wie die im Schei-
benkontakt ermittelten. 
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Bild 4-25: Schmierstoffverlustfaktoren 
für den verwendeten Ver-
suchsschmierstoff FVA3+1%A 
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Bild 4-26: Schmierstoffverlustfaktoren 
für den verwendeten Ver-
suchsschmierstoff SAF-XO100
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In Bild 4-27 sind die gemessenen Schmierstoff-Verlustfaktoren für die drei beim Fresstest-
vergleich verwendeten Praxisschmierstoffe gezeigt: 

 
Die Leerlaufverluste der drei Öle ordnen sich entsprechend der Viskositäten: Das Fuchs 
Titan mit ähnlicher Viskosität wie das Referenzöl FVA3A liegt im Bereich XL0 = 1 und weist 
damit ein ähnliches Verlustverhalten auf wie FVA3A. Die anderen beiden Öle mit höherer 
Viskosität liegen darüber. Der EHD-Verlustfaktor zeigt den Einfluss des Grundöls: Das 
Shell Spirax als „echtes“ Mineralöl zeigt mit XLL = 1 ein ähnliches Verlustverhalten wie das 
ebenfalls mineralölbasierte FVA3A. Das SAF-XO150 liegt als PAO deutlich unter dem 
Referenzöl im typischen Bereich XLL = 0,7 … 0,8. Das Fuchs Titan ist ein teilsynthetisches 
Öl und deswegen bzgl. des Reibungsverhaltens eher mit PAOs als mit Mineralölen zu 
vergleichen. Es liegt ebenfalls im Bereich XLL = 0,7 … 0,8. 
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Bild 4-27:  Schmierstoffverlustfaktoren für die beim Fresstestvergleich verwendeten 
Praxisschmierstoffe 
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Das Grenzreibungs-Verlustverhalten ist hauptsächlich von der Additivierung geprägt: Das 
wie FVA3A mit Anglamol 99 additivierte Shell Spirax weist ein sehr ähnliches Verlustver-
halten bei Grenzreibungsbedingungen auf (XLG = 1). Die beiden anderen Öle liegen etwas 
(Fuchs Titan) bzw. deutlich unter (SAF-XO150) dem Referenzöl und weisen damit in die-
sem Bereich ein besseres Verlustverhalten auf. 

4.3 Fresstragfähigkeit der Versuchsschmierstoffe 
Mit den drei in 3.3 vorgestellten Praxisschmierstoffe Fuchs Titan, Shell Spirax und SAF-
XO wurden die verschiedenen für API-GL4- und API-GL5-Öle zur Verfügung stehenden 
Standard-Fresstests durchgeführt und damit untersucht, ob die Ergebnisse dieser Tests 
vergleichbar sind. Die Tests waren die Stirnrad-Tests A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2], S-
A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] und der Hypoid-Test A mod [Hypo]. Mit den Vergleichs-
tests sollte gleichzeitig geklärt werden, ob die an Stirnrädern ermittelte Fresstragfähigkeit 
eines Schmierstoffs (Grenztemperatur ϑS) auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen über-
tragen werden kann. Dazu werden alle drei Schmierstoffe im FZG-Hypoid-Fresstest A mod 
untersucht, die beiden GL5-Öle zusätzlich im Sprungtest S-A10/16,6R/90, das GL4-Öl 
zusätzlich im Stufentest A10/16,6R/90.  
Ein GL4-Öl fällt im Stufentest A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] typischerweise in einer 
Kraftstufe größer 10 (T1T > 372,6 Nm) aus, im Sprungtest S-A10/16,6R/90 [F243-1, F243-
2] bei einer Kraftstufe höher als 8 (T1T > 239,3 Nm). Als GL5 wird ein Schmierstoff be-
zeichnet, der den Sprungtest in der 9. Kraftstufe (T1T = 302,0 Nm) ohne Fresser durchläuft 
und erst in der 10. oder einer höheren Kraftstufe (T1T > 372,6 Nm) ausfällt. Der Hypoid-
Öltest A mod [Hypo] klassifiziert einen Schmierstoff als GL5-Öl, wenn dieser den Test 
einschließlich der 11. Laststufe (T1TH = 682 Nm) schadensfrei durchläuft. Die genaue 
Schadenslaststufe für einen GL4-Schmierstoff ist nicht definiert, es ist jedoch auf jeden 
Fall während des Versuchslaufs mit einem Schaden zu rechnen. 
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Bild 4-28:  Ergebnisse der vergleichenden Fresstests 
Schadenskraftstufen (links), Grenztemperaturen nach DIN 3991 [XXX] (rechts) 
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Das Fuchs Titan fällt wie erwartet im Stufentest bei einer Kraftstufe KS > 10 aus, im 
Sprungtest dagegen schon bei KS8. Das Shell Spirax und das SAF-XO150 durchlaufen 
den Sprungtest jeweils mit einem PASS in KS12 (Bild 4-28 links). Dieses Ergebnis wird im 
Hypoid-Fresstest bestätigt: Wie erwartet durchlaufen die GL5-Schmierstoffe den Test 
schadensfrei, das GL4 fällt in LS8 mit einem Fressschaden aus. Da der Hypoid-Fresstest 
nur GL4 und GL5 unterscheidet, darüber aber nicht weiter differenziert, werden die beiden 
GL5-Öle für den Vergleich der Testverfahren als PASS 9 gewertet. 
Die Auswertung der Versuchsergebnisse erfolgt anhand der in der DIN 3991 angegebenen 
Grenztemperatur für den Standardtest A/8,3/90 [D391] bzw. nach FVA 243 [F243-1, F243-
2] für die verschärften Fresstests unter Berücksichtung der Schmierstofffaktoren aus dem 
Wirkungsgradtest (XL = XLL aus 4.2). Für den Hypoid-Fresstest wird in Analogie zu den 
Stirnrad-Fresstests eine Näherungsgleichung auf Basis der DIN 3991 [D391] aufgestellt 
(Bild 4-29), die plausible Annahmen zur Öl- und Massentemperatur (basierend auf den 
Messungen siehe 4.4) sowie zur Rauheit (Rz = 5,0 µm, Ra = 0,8 µm) und zur relativen 
Tragbildbreite (beH /b2 = 0,85 … 1,0) enthält. Über den Gefügefaktor XW = 1,25 wird be-
rücksichtigt, dass die Tellerräder im Hypoid-Fresstest phosphatiert sind, was sich positiv 
auf den Einlauf und damit auf die Fresstragfähigkeit auswirkt. Außerdem wird der Treib-
richtungsfaktor beruhend auf den Erkenntnissen aus den experimentellen Untersuchungen 
dieser Arbeit (siehe 4.5.6) trotz treibendem Rad zu XQ = 1,0 gesetzt. 
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Näherungsgleichungen für die Grenztemperatur ϑS (Anwendung nach DIN 3991): 
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ϑ  

A10/16,6R/90 ( )1TLWrelT1TLDINS, TX,X,TX, ⋅⋅⋅⋅+⋅⋅+= 40513090ϑ  
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Hypoid-Fresstest ( )7003512090 ,
1THLWrelT1TLDINS, TX,X,TX, ⋅⋅⋅⋅+⋅⋅+=ϑ  

Bild 4-29: Abhängigkeit der Grenztemperatur ϑS (DIN 3991) von der Schadenskraftstufe 
bzw. dem Test-Drehmoment für die verschiedenen untersuchten Fresstests 
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Die Auswertung für die drei Praxisschmierstoffe ist in Bild 4-28 (rechts) gezeigt. Da die 
beiden GL5-Öle nicht differenziert werden konnten, wurden sie mit PASS KS9 (S-
A10/16,6R/90) bzw. PASS LS11 (Hypoid-Fresstest) gewertet. Es ergibt sich damit für alle 
Praxisschmierstoffe eine sehr gute Übereinstimmung der ermittelten Grenztemperaturen 
nach DIN 3991 [D391]. Insgesamt zeigt der Vergleich damit eine gute Übertragbarkeit der 
verschiedenen Fresstests sowie die Anwendbarkeit der in einem Stirnrad-Fresstest ermit-
telten Grenztemperatur auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen. 
 
Für die Versuchsöle FVA3 und FVA3+1%A wurden ebenfalls Standard-Fresstests durch-
geführt, um die für Auswertung der Kegelrad- und Hypoidversuche notwendige Tragfähig-
keit der Öle zu ermitteln. Das unadditivierte FVA3 fiel im Test A/8,3/90 in Kraftstufe 8 bis 9 
aus, das mit 1% Anglamol 99 additivierte FVA3 in Kraftstufe 14. Für FVA3+1%A wurde 
auch der verschärfte Test A10/16,6R/90 durchgeführt. Es kam zu einem Ausfall in Kraft-
stufe 10. 
Um den Einfluss der Kontakttemperatur auf die Grenztemperatur über die Konstanten 
CTh,FVA3 und CTh,FVA3+1%A nach Schlenk [Schl] berücksichtigen zu können, wurden zusätz-
lich noch Fresstests bei einer erhöhten Öltemperatur von ϑÖl = 140°C durchgeführt. Dabei 
ergab sich für das unadditivierte FVA 3 im A/8,3/140 ebenfalls eine Schadenslaststufe 8, 
für FVA3+1%A im A10/16,6R/140 eine Schadenslaststufe 11. In beiden Fällen führte die 
höhere Öltemperatur zu einer verstärkten Reaktivität der Additive bzw. der „additiv wirken-
den“ Bestandteile des Grundöls und damit zu einer höheren Fresstragfähigkeit. Für die 
Konstanten CTh,FVA3 und CTh,FVA3+1%A nach Schlenk [Schl] ergeben sich damit die Werte 
CTh,FVA3 = 100 K und CTh,FVA3+1%A = 215 K. 
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Bild 4-30:  Ergebnisse des Fresstest-Vergleichs 
Schadenskraftstufen (links), Grenztemperaturen (rechts) 
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Aufgrund unerwartet hoher Tragfähigkeiten der Kegelrad-Prüfverzahnungen mit dem 
unaddivierten FVA3 wurde nach einem Test ohne Schaden eine Ölprobe aus dem Kegel-
radprüfstand entnommen. Mit dieser wurde ein Standard-Fresstest A/8,3/90 durchgeführt. 
Die Ölprobe durchlief den Test ohne Ausfall bis KS 14. Die aus dem Einlauf mit 
FVA3+4%A resultierenden Additivreste, die sich nach dem Einlauf z.B. noch im Ritzeltopf 
befanden, führten demnach zu einer deutlichen Tragfähigkeitssteigerung, die bei der Ver-
suchsauswertung berücksichtigt werden muss. Auch für das Versuchsöl FVA3+1%A wur-
de ein entsprechender Wiederholungstest (A10/16,6R/90) mit einer Gebrauchtölprobe 
durchgeführt. Das Ergebnis dieses Tests war eine Steigerung der Schadenskraftstufe auf 
KS11, was im Rahmen der Wiederholbarkeit des Tests liegt. Damit sind die Auswirkungen 
der „Kontamination“ bei diesem Öl nicht so gravierend wie bei dem ursprünglich unadditi-
vierten Versuchsöl FVA3. Da die genaue Additiv-Konzentration der „kontaminierten“ Ver-
suchsöle nicht bekannt ist und von Versuch zu Versuch auch leicht schwanken kann, 
erfolgte die Nachrechung der Kegelradversuche mit FVA3 mit einer angenommenen 
Schadenskraftstufe KS14 (A/8,3/90) für FVA3 und KS10 (A10/16,6R/90) für FVA3+1%A, 
siehe 5.7.1 und 6.7.1. 
 
Zusätzlich zu diesen Wiederholungstests wurden die Gebrauchtölproben auch bei der 
Firma Oelcheck hinsichtlich ihrer chemischen Zusammensetzung analysiert. Es ergaben 
sich dabei die folgenden Ergebnisse: Das unadditivierte FVA3 enthält bereits im Neuzu-
stand Schwefel aus dem mineralischen Grundöl, der unter Umständen Additivwirkung 
haben kann. Damit erklärt sich die gleich bleibende Schadenskraftstufe bei der erhöhten 
Öltemperatur von 140°C. Bei den Gebrauchtölen zeigen sich neben einer leichten Ände-
rung der Viskosität vor Allem Veränderungen bei den Anteilen der Elemente Schwefel und 
Phosphor aus dem Additiv A99. Die Kontamination durch das beim Einlauf verwendete 
FVA3+4%A führt dementsprechend bei FVA3 zu einer Verdoppelung, bei FVA3+1%A zu 
einer leichten Steigerung des Schwefelgehalts, womit sich die oben beschriebenen Ergeb-
nisse der Fresstests mit den Gebrauchtölen erklären lassen. 
 

  FVA3 FVA3+1%A 

 Einheit neu gebraucht neu gebraucht 

kin. Viskosität bei 40°C mm2/s 93,66 94,02 94,02 93,19 

kin. Viskosität bei 100°C mm2/s 10,45 10,36 10,53 10,32 

    

Schwefel mg/kg 1133 2063 4368 5654 

Phosphor mg/kg 0 45 153 227 

Tabelle 4-5: Ergebnisse der chemischen Analyse der Versuchsöle 
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4.4 Massentemperaturen der Kegelrad-
Prüfverzahnungen 

Die Massentemperatur ist eine wesentliche Einflussgröße auf die Fresstragfähigkeit. Sie 
wurde zuletzt von Otto [Otto] an Stirnrädern systematisch untersucht. Insbesondere der 
Einfluss der Eintauchtiefe wurde dabei betrachtet und formelmäßig berücksichtigt. Damit 
steht für Stirnräder ein abgesichertes Verfahren zur Massentemperaturberechnung zur 
Verfügung. Für Kegelrad- und Hypoidverzahnungen gibt es bislang lediglich Näherungs-
gleichungen in den Normen zur Fresstragfähigkeitsberechnung (z.B. DIN 3991 [D391]). 
Deshalb wurden im Rahmen dieser Arbeit stichprobenartig Massentemperaturmessungen 
durchgeführt, um zu klären, inwieweit der Ansatz von Otto [Otto] auf Kegelräder übertra-
gen werden kann. Dazu wurden sowohl Messungen bei stationären Bedingungen (Praxis-
anwendungen), aber auch bei instationären Bedingungen (Anwendung Fresstest) durch-
geführt. Letzteres war vor allem auch für eine möglichst genaue Auswertung der Kegelrad-
Fressversuche wichtig, da diese nicht bei stationären Betriebsbedingungen durchgeführt, 
sondern nach 10 Minuten Laufzeit je Laststufe abgebrochen werden. Dadurch stellen sich 
keine konstanten Öl- und Massentemperaturen ein, die Gleichungen der Normen für die 
Massentemperatur können somit nicht verwendet werden. 
In Bild 4-31 sind für die beiden Varianten G0gr und G31,75gr die am Ende einer jeden 
Laststufe gemessenen Öl- und Massentemperaturen über dem Ritzeldrehmoment der 
einzelnen Laststufen des Fresstests gezeigt: 

 
Die Öltemperaturen steigen wie die Massentemperaturen jeweils kontinuierlich, aber de-
gressiv. Darüber hinaus erkennt man aufgrund der kurzen Versuchslaufzeit ähnliche Öl- 
und Massentemperaturen für die beiden Varianten. 
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Bild 4-31:  Gemessene Öl- und Massentemperaturen am Ende der Laststufen im Fresstest
Kegelradverzahnung G0gr (links), Hypoidverzahnung G31,75gr (rechts) 
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Da nur bis zu einem Ritzeldrehmoment von T1 = 420 Nm = LS8 (G0gr) bzw. 350 Nm = 
LS7 (G31,75gr) gemessen wurde, wurde durch die Messpunkte jeweils eine Ausgleichs-
kurve (Potenzfunktion) gelegt und die Temperaturen so über den Messbereich hinaus 
extrapoliert. 
 

Um die Ergebnisse der Massentemperatur-
messungen verallgemeinern und auf alle 
durchgeführten Tests mit den Kegelrad- und 
Hypoid-Prüfverzahnungen anwenden zu 
können, wurde die Massenübertemperatur 
(=Differenz aus mittlerer Massentemperatur 
und Öltemperatur) ausgewertet: Es ergibt 
sich ebenfalls ein degressiver Verlauf (Bild 
4-25), der für beide Verzahnungsvarianten 
gemeinsam sehr gut durch die folgende 
Potenzfunktion angenähert werden kann: 

( ) 550
1

,
THFresstestÖlM T=−ϑϑ  (88)

ϑM [°C] mittlere Massentemperatur 
ϑÖl [°C] Öltemperatur 
T1T [Nm] Ritzeldrehmoment 

 
 
Die Massentemperaturmessungen mit den Varianten G0gr und G31,75gr wurden bei stati-
onären Bedingungen und unterschiedlichen Eintauchtiefen durchgeführt:  
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Bild 4-32: Verlauf der Massenübertempe-
ratur über dem Ritzeldrehmo-
ment für G0 und G31,75 

G0gr G31,75gr 

1 Ritzel bedeckt e/de2 = 0,63 - 

2 Tellerradachse = Ritzel bedeckt e/de2 = 0,50 

3 
Tellerradachse = Ritzelachse e/de2 = 0,50 

Ritzelachse e/de2 = 0,32 

4 Tellerradbreite bedeckt e/de2 = 0,17 Tellerradbreite bedeckt e/de2 = 0,17 

  

Bild 4-33: Definition der untersuchten Eintauchtiefen für G0 (links) und G31,75 (rechts) 
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Bei der Variante G31,75gr wurde sowohl die Drehzahl als auch das Drehmoment variiert, 
bei der Variante G0gr lediglich das Drehmoment, da der entsprechende Prüfstand nicht 
drehzahlregelbar war. Der Vergleich der in Bild 4-34 dargestellten Ergebnisse der Massen-
temperaturmessungen zeigt eine mit der Drehzahl und dem Drehmoment zunehmende 
Massentemperatur. Außerdem steigt die Massentemperatur mit sinkender Eintauchtiefe 
(Definition der Eintauchtiefe siehe Bild 4-33). Die Unterschiede zwischen Ritzel und Teller-
rad sind vergleichsweise gering, solange beide in Öl eintauchen. Erst wenn das Ritzel 
nicht mehr eintaucht, steigt seine Temperatur stark im Vergleich zum Tellerrad (z.B. G0gr 
bei e/de2 = 0,17). Insbesondere bei höheren Leistungen (= höhere Drehzahl und höheres 
Drehmoment) wachsen die Unterscheide zwischen den beiden Achsversetzungsvarianten. 
 
Der Ansatz zur Berechnung der Massentemperatur nach Otto [Otto] wird auf Basis der 
Messergebnisse an die Gegebenheiten der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen ange-
passt: Die Verzahnungsverlustleistung PVZP wird nach dem Ansatz von [Wech] bestimmt 
(siehe Anhang C). Der Achsabstand a und die Zahnbreite b werden durch die entspre-
chenden Werte einer Ersatz-Stirnradverzahnung gleicher Baugröße ersetzt. Außerdem 
werden die Konstante und der Exponent D des Schmierungsfaktors XS angepasst. Der 
Exponent D wird dabei unabhängig von der Drehrichtung definiert, da sich im Kegelrad-
Verspannungsprüfstand keine wesentlich unterschiedlichen Temperaturen bei den ver-
schiedenen Drehrichtungen ergaben. Insgesamt ist die Abhängigkeit der Massentempera-
tur von der Eintauchtiefe etwas geringer ausgeprägt als bei Stirnrädern, was sich in den 
modifizierten Koeffizienten des Schmierungsfaktors XS widerspiegelt. Mit diesen Modifika-
tionen des Berechnungsansatzes nach Otto [Otto] ergibt sich eine gute Übereinstimmung 
der Berechnungsergebnisse mit den Mittelwerten aus den gemessenen Ritzel- und Teller-
radtemperaturen (Mittelwert Ø(ϑM,ber /ϑM,gem) = 1,0 bei Standardabweichung σ = 5,0%). 
 

ϑM [°C] Massentemperatur 
ϑ0 [°C] Leerlauf-Massentemperatur 

(näherungsweise Öltemperatur) 
PVZP [kW] Verzahnungsverlustleistung nach Wech 

[Wech] ohne Anwendungsfaktor KA 
[a b]v [mm2] Oberfläche einer Stirnrad-

Ersatzverzahnung ähnlicher Baugröße 
dm1,2 [mm] mittlerer Teilkegeldurchmesser 
b1,2 [mm] Zahnbreite 

XS [-] Schmierungsfaktor 
e/de2 [-] Eintauchtiefe bezogen auf Tellerradau-

ßendurchmesser 
D [-] Drehrichtungsfaktor = 0,30 
XCa [-] Kopfrücknahmefaktor nach 

Niemann/Winter [NW3] 
mit cγ = 40 N / (mm μm) 
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Bild 4-34:  Vergleich der nach dem modifizierten Otto-Ansatz berechneten und gemesse-
nen Massentemperaturen für G0gr (links) und G31,75 (rechts) 
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Der neue Berechnungsansatz wurde anhand von Massentemperaturmessungen in einem 
Hinterachsgetriebe der BMW AG überprüft. Es ergaben sich ähnlich gute Übereinstim-
mungen von Berechnung und Messung wie bei den hier vorgestellten Untersuchungen. 

4.5 Fresstragfähigkeit der Kegelrad-Prüfverzahnungen 

4.5.1 Überblick über die Untersuchungen zur Fresstragfähigkeit 

Bei den Versuchen zur Fresstragfähigkeit der Kegelrad-Prüfverzahnungen wurden folgen-
de Einflussgrößen untersucht: 

 Einlauf: mit / ohne 
 Achsversetzung: a = 0 mm / 15 mm / 31,75 mm 
 Tragbildgröße (= Ease-Off-Auslegung): großes / kleines Tragbild 
 Tragbildlage: mittig / außermittig Richtung Fuß, Kopf, Zehe oder Ferse verschoben 
 Treibart: Zug / Schubbetrieb bei „Ritzel treibt Rad“ bzw. „Rad treibt Ritzel“ 

Die Versuche wurden nach dem in 3.4.4 beschriebenen Verfahren durchgeführt. Das Ende 
eines Versuchs war erreicht, wenn bei der visuellen Inspektion der Flanken nach jeder 
Laststufe eindeutig Fresser auf den Flanken identifiziert wurden. Aufgrund der Tatsache, 
dass die Prüfverzahnungen ein teilerfremdes Zähnezahlverhältnis aufweisen, war der 
Flankenzustand immer auf allen Zähnen identisch. Die Laststufe, bei der Fresser auftra-
ten, wurde als Schadenslaststufe bei der Auswertung der Versuche herangezogen. 

4.5.2 Einfluss eines Einlaufs 

Frühere Untersuchungen an Stirnrädern [z.B. Mich] haben gezeigt, dass sich die Flanken-
rauheit bei den als Stufentests durchgeführten Fresstests nach den ersten sechs bis sie-
ben Kraftstufen nicht mehr maßgeblich ändert. 
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Bild 4-35: Gemessene Flankenrauheiten über den Laststufen des Fresstests 
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Es wird demnach davon ausgegangen, dass die Glättung der Flanken bis dahin abge-
schlossen ist, die Zahnräder also gut eingelaufen sind. Diese Annahme wurde für die 
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen durch Rauheitsmessungen bestätigt (Bild 4-35). Es 
zeigte sich, dass die Rauheit in den ersten Laststufen deutlich abnimmt und dann ab LS5 
bis LS6 um einen konstanten Wert von Ra = 0,15 … 0,20 μm pendelt. 
 
Im Laufe der ersten Versuche zum Einfluss der Tragbildlage auf die erreichbare Scha-
denslaststufe hat sich gezeigt, dass es bei bestimmten Tragbildlagen zu „Frühausfällen“ 
kommt (z.B. Bild 4-36 links), bei denen nicht von einer ausreichenden Glättung der Flan-
ken ausgegangen werden kann. Um solche aufgrund des nicht abgeschlossenen Einlaufs 
nicht wertbaren Ausfälle zu vermeiden, wurde den Fressversuchen ein definierter Einlauf 
vorgeschaltet. Dabei standen zwei Möglichkeiten zur Auswahl: 
 

 Einlauf mit dem Versuchsöl (FVA3 bzw. FVA3+1%A) in Tragbild-Nulllage (H0/J0) 
mit anschließender Einstellung der Tragbild-Solllage (HX/JX) 

 Einlauf mit einem tragfähigeren Öl (z.B. FVA3+4%A) in Tragbild-Solllage (HX/JX) 
mit anschließendem Ölwechsel 

 
Der Vergleich dieser beiden Möglichkeiten anhand der Prüfverzahnung G0kl brachte iden-
tische Ergebnisse (Bild 4-36 links). Deshalb kann davon ausgegangen werden, dass die 
Flanken in beiden Fällen ausreichend eingelaufen waren. Für die weiteren Untersuchun-
gen wurde der Einlauf mit FVA3A herangezogen, da er keine neue Tragbildeinstellung 
während des Versuchs erfordert. Außerdem werden genau die im anschließenden Test 
beanspruchten Flankenbereiche schon beim Einlauf geglättet. Ohne Ausbau der Verzah-
nung nach dem Einlauf und Reinigung des Getriebegehäuses von Ölresten hat diese Art 
des Einlaufs jedoch den Nachteil, dass das Additiv des Einlauföls das Prüföl „kontaminiert“ 
(siehe 4.3), was bei der Nachrechnung der Versuche berücksichtigt werden muss. 
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Bild 4-36: Einfluss eines Einlaufs auf die Fresstragfähigkeit 
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An diesen Untersuchungen lässt sich auch der Einfluss eines Einlaufs erkennen: Durch 
den nicht abgeschlossenen Einlauf wurde die Tragfähigkeit der Prüfverzahnung G0kl bei 
der Tragbildlage H+0,4 / J-0,4 von LS8 auf LS4 reduziert, was einer Drehmomentreduktion 
auf 40% entspricht. Mit der Prüfverzahnung G31,75kl wurde dieser Effekt noch genauer 
mithilfe eines Sprungversuchs untersucht. Die Verzahnung wurde dabei ohne definierten 
Einlauf sofort mit LS3 beaufschlagt und fiel sofort mit Fressern aus. Die eingelaufene Vari-
ante fiel im Gegensatz dazu erst in LS9 aus. Der fehlende Einlauf reduzierte das erreich-
bare Drehmoment demnach mindestens auf 25%. Diese Ergebnisse decken sich mit den 
an Stirnrädern gewonnenen Erkenntnissen, die sich im Einlauffaktor XE nach Michaelis 
[Mich] widerspiegeln: Dieser Faktor reduziert die Tragfähigkeit einer nicht eingelaufenen 
Verzahnung je nach Flankenrauheit und Baugröße ebenfalls auf 25% bis 50%. 

4.5.3 Einfluss der Achsversetzung 

Mit steigender Achsversetzung nimmt der Anteil der Gleitgeschwindigkeit in Zahnlängs-
richtung, der den Anteil in Zahnhöhenrichtung überlagert, zu. Damit steigt die absolute 
Gleitgeschwindigkeit respektive das Gleit-Wälz-Verhältnis, was in höheren Blitz- und auf-
grund der höheren Verlustleistung auch höheren Massentemperaturen und damit in einer 
sinkenden Fresstragfähigkeit resultiert. In Bild 4-37 (links) ist die Abhängigkeit des mittle-
ren Schlupfs von der Achsversetzung für die Prüfverzahnungen gezeigt. Bei bis auf die 
Achsversetzung geometrisch ähnlichen Auslegungen (bzgl. Zähnezahlen, Modul, Profil-
verschiebung) steigt der mittlere Schlupf linear mit der Achsversetzung an. 
 

 
Die Versuchsergebnisse (Bild 4-38) zeigen eindeutig die mit steigender Achsversetzung 
sinkende Fresstragfähigkeit: Im Vergleich zur nicht achsversetzten Variante G0kl (LS9) 
reduziert sich das erreichbare Ritzeldrehmoment der Variante G31,75kl (LS3) auf 25% 
(Bild 4-38 links). 
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Bild 4-37: Abhängigkeit des mittleren Schlupfs von der Achsversetzung (links) 
und der relativen Fresstragfähigkeit vom mittleren Schlupf (rechts) 
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Ein ähnliches Bild zeigt sich auch bei den Varianten mit großem Tragbild (Bild 4-38 
rechts). Im Vergleich zur Variante G0gr (LS9) reduziert sich das erreichbare Ritzeldreh-
moment der Variante G31,75gr (LS3) ebenfalls deutlich auf 35%. Die Variante G15 (LS5) 
liegt mit einer im Vergleich zu G0gr auf 45% reduzierten Tragfähigkeit dazwischen. Trägt 
man die relativen Fresstragfähigkeiten Srel über dem mittleren Schlupf auf, ergibt sich ein 
in erster Näherung hyperbolischer Zusammenhang: Srel ∼ 1 / sx,m (Bild 4-38 rechts). Da der 
Zusammenhang „Fresstragfähigkeit – Temperatur“ gleichzeitig Srel ∼ 1 / ϑ ist, kann auf 
einen nahezu linearen Zusammenhang „Temperatur – Schlupf“ bzw. „Temperatur – Gleit-
geschwindigkeit“ geschlossen werden: ϑ ∼ sx,m ∼ vg. Der Einfluss der Achsversetzung auf 
die Fresstragfähigkeit lässt sich damit auf einen Einfluss des Schlupfs reduzieren. 
 

 

4.5.4 Einfluss der Tragbildgröße 

Die unterschiedlichen Ease-Off-Auslegungen der Prüfverzahnungen G0 und G31,75 resul-
tieren in unterschiedlichen Balligkeiten und unterschiedlich großen Tragbildern. Die Ver-
zahnungen mit großem Tragbild (geringer Balligkeit) sollten dabei geringere Pressungen 
aufweisen als die mit kleinem Tragbild (größere Balligkeit). Die maßgebliche Größe der 
Fresstragfähigkeit ist jedoch nicht die Pressung, sondern die Flankentemperatur, die wie-
derum vom Produkt der Pressung UND der Gleitgeschwindigkeit abhängt. Damit spielt 
auch die Tragbildlage eine wichtige Rolle: Tritt im Bereich großer Gleitgeschwindigkeiten 
(Kopf- und Fußbereiche der Flanke) gleichzeitig eine hohe Pressung auf, ist die dort wir-
kende Temperatur sehr hoch während eine hohe Pressung im Bereich des Wälzkreises 
bzw. Teilkegels (Gleitgeschwindigkeit minimal) eine geringere Temperatureinwirkung mit 
sich bringt. Diese Tatsache spiegelt sich in den Versuchsergebnissen zum Einfluss der 
Tragbildgröße wider: Bei den Kegelradvarianten G0gr und G0kl (Bild 4-39 links) zeigt sich 
sowohl auf der Zug- als auch auf der Schubflanke eine gleiche bis leicht niedrigere Trag-
fähigkeit. Bei den achsversetzten Prüfverzahnungen G31,75gr und G31,75kl (Bild 4-39 
rechts) weisen die Varianten mit kleinem Tragbild leicht höhere Tragfähigkeit auf. 
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Bild 4-38: Einfluss der Achsversetzung auf die Fresstragfähigkeit 
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Zur Veranschaulichung sind in Bild 4-40 die mit BECAL [Beca] gerechneten Pressungsver-
teilung bei LS8 (T1 = 424 Nm) für die Prüfverzahnungen G0gr/G0kl dargestellt: 

 
Auf der Zugflanke ist der Betrag der maximalen Pressung bei den Varianten G0gr (pH,max = 
2671 N/mm2) und G0kl (pH,max = 2662 N/mm2) nahezu identisch, die Lage des Pressungs-
maximums verschiebt sich nur leicht. Dadurch erklärt sich die gleiche Tragfähigkeit. Auf 
der Schubflanke dagegen erhöht sich die Pressung bei dem kleineren Tragbild um ca. 200 
N/mm2 bei ähnlicher Tragbildlage. Daraus resultiert die um eine Laststufe niedrigere Trag-
fähigkeit. 
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Bild 4-39: Einfluss der Tragbildgröße auf die Fresstragfähigkeit 

Zugflanke Schubflanke 

 
 

 
 

 
 

 
 

Bild 4-40: Pressungsverteilung der Prüfverzahnungen G0gr / G0kl bei T1 = 424 Nm 
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Bei den achsversetzten Varianten G31,75gr (pH,max = 1999 N/mm2) und G31,75kl (pH,max = 
2568 N/mm2) ist der Unterschied auf der Zugflanke (Bild 4-41 links) deutlicher: Die Pres-
sung der Variante mit kleinem Tragbild ist deutlich höher, gleichzeitig liegt das Pres-
sungsmaximum eher im Bereich niedrigerer Gleitgeschwindigkeiten in Flankenmitte, was 
die etwas höhere Tragfähigkeit ergibt. Auf der Schubflanke (Bild 4-41 rechts) ist der Effekt 
ähnlich: Die Pressung der Variante mit kleinem Tragbild ist ebenfalls deutlich höher, das 
Pressungsmaximum liegt näher zur Flankenmitte, die Tragfähigkeit steigt leicht. 

 
Aus den Versuchen zum Einfluss der Tragbildgröße kann geschlussfolgert werden, dass 
ein größeres Tragbild durch niedrigere Balligkeit trotz niedrigerer Pressungen nicht 
zwangsläufig zu einer höheren Fresstragfähigkeit führen muss, da das größere Tragbild 
dann auch Bereiche mit höherer Gleitgeschwindigkeit abdeckt, was wiederum zu höheren 
Flankentemperaturen führen kann. 

4.5.5 Einfluss der Tragbildlage 

Anhand der Prüfverzahnungen G0kl und G31,75kl wurde der Einfluss der Tragbildlage 
noch etwas genauer untersucht. Dazu wurden die Verzahnungen mit definierten Einbau-
maßabweichungen montiert und damit bewusst außermittige Tragbildlagen erzeugt. 
Zur Auswahl geeigneter Einbaumaße wurde zunächst eine Variationsrechnung mit BECAL 
[Beca] unter Variation des Ritzeleinbaumaßes H und des Tellerradeinbaumaßes J durch-
geführt und dabei zum einen die rechnerischen Pressungsverteilungen, zum anderen die 
sich ergebenden Flankenspiele bestimmt. Somit konnten geeignete H-/J-Kombinationen 
bei ausreichendem Flankenspiel ermittelt werden. Zur Veranschaulichung der untersuch-
ten Tragbildlagen sind in Bild 4-42 die ausgewählten Tragbildlagen dargestellt: 

Zugflanke Schubflanke 

 
 

 
 

 
 

 
 

Bild 4-41: Pressungsverteilung der Prüfverz. G31,75gr / G31,75kl bei T1 = 424 Nm 
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Bild 4-43 zeigt die Ergebnisse zum Einfluss der Tragbildlage für die Kegelradverzahnung 
G0kl auf der Zug- und Schubflanke gezeigt. Im Vergleich zu den Standard-
Einbaubedingungen H0 / J0 kann sich die Fresstragfähigkeit je nach Tragbildlage verrin-
gern oder erhöhen: Positiv wirken sich Verlagerungen in Richtung niedrigere Gleitge-
schwindigkeiten (Ritzelfuß = Tellerradkopf) bzw. niedrigere Pressungen (Ferse) aus. Bei-
des gilt jedoch nur, solange Kantenträger mit Pressungsspitzen vermieden werden. 
 

 
In Bild 4-44 sind die ausgewählten Tragbilder der Variante G31,75kl gezeigt, in Bild 4-45 
die dazugehörigen Ergebnisse der Tests. Es zeigt sich wiederum, dass eine Verschiebung 
des Tragbilds in Richtung Ritzelfuß = Tellerradkopf sowie nach außen in Richtung Ferse 
die Fresstragfähigkeit tendenziell erhöht. 

Zug: H0 / J0 

 

Zug: H+0,4 / J-0,4 Zug: H-0,2 / J-0,2 

 

Zug: H+0,4 / J+0,6 

Schub: H0 / J0 

 

Schub: H-0,3 / J+0,4 Schub: H+0,3 / J-0,3 

 

Schub: H+0,3 / J+0,8 

Bild 4-42: Tragbilder der Prüfverzahnung G0kl (dargestellt auf der Tellerradflanke) 
auf der Zug- (oben) und Schubflanke (unten) 
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Bild 4-43: Einfluss der Tragbildlage auf die Fresstragfähigkeit (G0kl) 
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4.5.6 Einfluss der Treibart 

Die Versuche zum Einfluss der Treibart wurden bei allen Prüfverzahnungsvarianten in der 
Tragbild-Nulllage H0 / J0 durchgeführt. In Bild 4-46 sind die Ergebnisse für die Kegelrad-
varianten G0gr und G0kl gezeigt: 

Zug: H0 / J0 

 

Zug: H-0,8 / J+1,0 Zug: H+0,4 / J-0,4 Zug: H+0,4 / J+1,0 

Schub: H0 / J0 

 

Schub: H0 / J+1,0 Schub: H-0,6 / J0 Schub: H+0,8 / J+0,6 

Bild 4-44: Tragbilder der Prüfverzahnung G31,75kl (dargestellt auf der Tellerradflanke)
auf der Zug- (oben) und Schubflanke (unten) 
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Bild 4-45: Einfluss der Tragbildlage auf die Fresstragfähigkeit (G31,75kl) 
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Bild 4-46: Einfluss der Treibart auf die Fresstragfähigkeit (G0) 
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Es zeigt sich ein geringer Einfluss der im Eingriff befindlichen Flankenseite (Zug- oder 
Schubflanke), aber ein großer Einfluss der Treibrichtung. Dabei ist der Fall „Rad treibt 
Ritzel“ deutlich kritischer hinsichtlich der Fresstragfähigkeit als der Fall „Ritzel treibt Rad“. 
Untersuchungen an Stirnrädern, z.B. von Lechner [Lech] und Michaelis [Mich], haben 
ebenfalls gezeigt, dass die Fresstragfähigkeit bei Verzahnungen mit unausgeglichenen 
Eingriffsstrecken von der Treibrichtung abhängt, wobei sich der Treibrichtungseinfluss 
damit erklärt, dass im Fall „Rad treibt Ritzel“ die Flankenbereiche mit hoher Gleitge-
schwindigkeit (bei positiver Ritzel-Profilverschiebung Ritzelkopf = Tellerradfuß) zuerst in 
Eingriff kommen. Da gleichzeitig am Eingriffsbeginn üblicherweise schlechtere Schmie-
rungsbedingungen herrschen als am Eingriffsende, ist das Risiko eines Fressschadens 
dort besonders hoch. Der auf diesen Erkenntnissen basierende Treibrichtungsfaktor XQ 
nach Michaelis [Mich] reduziert die Fresstragfähigkeit in Abhängigkeit von der Eingriffs- 
und Ausgriffsüberdeckung im Extremfall bis auf 60%. 
Im Falle der Kegelrad-Prüfverzahnungen G0gr und G0kl sinkt die Fresstragfähigkeit im 
Fall „Rad treibt Ritzel“ auf ca. 45% (G0gr) bis 55% (G0kl). Im Falle der Hypoid-
Prüfverzahnungen G31,75gr und G31,75kl ist dagegen nahezu kein Einfluss zu erkennen 
(Bild 4-47). Die Erklärung dieser unterschiedlichen Ergebnisse wird in den unterschiedli-
chen Gleitgeschwindigkeitsverteilungen von Kegel- und Hypoidrädern gesehen: Aufgrund 
der großen Achsversetzung weisen die Hypoid-Prüfverzahnungen einen sehr hohen Gleit-
geschwindigkeitsanteil in Zahnlängslängsrichtung auf. Der kritische Punkt maximaler Kon-
takttemperatur liegt deshalb in Flankenmitte. Der Eingriffsbeginn am Ritzelkopf hat dem-
nach im Vergleich zum Eingriffsbeginn im Ritzelfuß keinen Einfluss mehr. 

 

4.5.7 Zusammenfassung der Versuchsergebnisse 

Die Untersuchungen zur Fresstragfähigkeit der Kegelrad- und Hypoid-Prüfverzahnungen, 
bei denen der Einfluss eines Einlaufs, der Achsversetzung, der Tragbildgröße und -lage 
sowie der Treibart untersucht wurde, brachten die folgenden Erkenntnisse: 
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Bild 4-47: Einfluss der Treibart auf die Fresstragfähigkeit (G31,75) 
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 Der Einlauf- bzw. Glättungszustand einer Verzahnung hat einen wesentlichen Ein-
fluss auf die erreichbare Schadenslaststufe im Fresstest. Bei einer nicht eingelau-
fenen Oberfläche reduziert sich die Fresstragfähigkeit auf bis zu 25%. Dieser im 
Rahmen dieser Untersuchungen ermittelte quantitative Zusammenhang deckt sich 
mit den an Stirnrädern gewonnenen Erkenntnissen. 

 Der Einfluss der Achsversetzung korreliert mit dem mittleren Schlupf bzw. der mitt-
leren Gleitgeschwindigkeit. Mit steigender Achsversetzung nehmen der mittlere 
Schlupf und damit die Flankentemperatur durch den zusätzlichen Gleitanteil in 
Zahnlängsrichtung zu, die Fresstragfähigkeit verringert sich. 

 Die Ease-Off-Auslegung hat ebenfalls einen wesentlichen Einfluss auf die Fress-
tragfähigkeit, wobei Tragbildgröße und -lage gemeinsam betrachtet werden müs-
sen: Solange das Tragbild in der Flankenmitte liegt, wirkt sich ein größeres Tragbild 
durch die insgesamt niedrigere Pressung positiv aus. Werden bei einem großen 
Tragbild jedoch hauptsächlich Flankenbereiche mit hohen Gleitgeschwindigkeiten 
belastet (Kopf- bzw. Fußbereich), kann es zu höheren Flankentemperaturen und 
damit zu einer niedrigeren Fresstragfähigkeit kommen. Positiv wirkt sich eine Verla-
gerung des Tragbilds nach außen Richtung Ferse aus, weil dort die auftretenden 
Pressungen geringer sind. 

 Die Treibrichtung beeinflusst die Fresstragfähigkeit je nach Achsversetzung: Im 
Vergleich zu Kegelrädern ohne Achsversetzung sind Hypoidverzahnungen aufgrund 
des hohen und gleichzeitig ausgeglichenem Gleitgeschwindigkeitsniveaus im Fuß 
und am Kopf unempfindlicher gegen Treibrichtungsänderungen. 

 
Diese im Rahmen der experimentellen Untersuchungen gewonnen Erkenntnisse stellen 
die Grundlage für die Entwicklung des neuen lokalen sowie des normfähigen Rechenver-
fahrens zur Fresstragfähigkeit dar. 
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5 
LOKALES RECHENVERFAHREN 

5.1 Annahmen und Randbedingungen 
Mit den Ergebnissen der experimentellen Untersuchungen wird ein neues Rechenverfah-
ren entwickelt, das sowohl auf Basis einer Zahnkontaktanalyse (ZKA) unter Last (z.B. mit 
BECAL [Beca]) als auch anhand eines einfachen, normfähigen Ansatzes (normf.) anhand 
einer Ersatzverzahnung die maßgeblichen lokalen Temperaturen an den Flanken ermittelt 
und mit entsprechenden Grenztemperaturen vergleicht. Mit dem neuen, lokalen Rechen-
verfahren auf Basis einer ZKA sollen zwei Ziele erreicht werden: 

 Das neue lokale Rechenverfahren soll den Einfluss des Tragbilds (Größe und Lage) 
richtig wiedergeben und damit die Fresstragfähigkeit im Vergleich zu den existie-
renden, einfachen Rechenverfahren genauer bestimmen können. 

 Neben der Aussage im Hinblick auf die Fresstragfähigkeit soll auch der Schadens-
ort genauer bestimmt werden, als dies bisher mit den einfachen, genormten Re-
chenverfahren auf Basis einer Ersatzverzahnung möglich ist. 

 
Folgende Annahmen und Randbedingungen werden der Entwicklung des lokalen Rechen-
verfahrens zu Grunde gelegt: 

 Als maßgebliche Beanspruchung wird – wie bei Collenberg [Coll] und Schlenk 
[Schl] – die lokale Kontakttemperatur angesehen, die mit einer ebenfalls lokal be-
stimmten Grenztemperatur verglichen wird. 

 Die Kontakttemperatur setzt sich analog existierender Rechenverfahren (z.B. DIN 
3990 [D390] oder ISO/TR 13989 [ITR13]) aus der Massentemperatur und der Blitz-
temperatur nach Blok [They] zusammen. 

 Die Massentemperatur wird nach dem in 4.4 beschriebenen Verfahren auf Basis 
des Ansatzes von Oster/Otto [Otto] berechnet. 

 Für die Berechnung der Blitztemperatur wird der in 2.3.1 beschriebene Ansatz von 
Blok [They] herangezogen. Dabei werden die mittels der Zahnkontaktanalyse ermit-
telten lokalen Pressungen und Geschwindigkeiten sowie der in 4.1.7 beschriebene 
neue Reibungszahlansatz herangezogen. 
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 Die Grenztemperatur wird anhand der in einem der verschiedenen Stirnrad-
Fresstests ermittelt Fresstragfähigkeit der Werkstoff/Schmierstoff-Paarung ermittelt 
und um den Kontaktzeit- und Kontakttemperatureinfluss nach Collenberg [Coll] bzw. 
Schlenk [Schl] modifiziert. 

5.2 Lokale Beanspruchungen und Geschwindigkeiten 
Die lokalen Beanspruchungen und Geschwindigkeiten werden aus einer Zahnkontaktana-
lyse unter Last (z.B. mit BECAL [Beca]) übernommen. In BECAL [Beca] werden die Flan-
ken von Ritzel und Tellerrad in einer Herstellsimulation als Punktewolke generiert und 
anschließend durch Ausgleichsflächen mathematisch angenähert. Die Beanspruchungs-
rechnung erfolgt dann abschnittsweise in Zahnbreitenrichtung für jeweils mehrere Ein-
griffsstellungen in Zahnhöhenrichtung (Bild 5-1 links). Jeder einzelne „Kontaktpunkt“ wird 
dabei als Paarung zweier Zylinder mit den entsprechenden Krümmungsradien der Ritzel- 
bzw. Radflanke in dem betrachteten Kontaktpunkt angesehen (Bild 5-1 rechts). Die 
Krümmung sowie die Linienlast werden dabei als konstant über der Breite des jeweiligen 
Zylinders angenommen. 
 

 

5.2.1 Pressung 

Die Flankenpressung wird in BECAL [Beca] nach der Hertzschen Theorie ermittelt (siehe 
4.1.2). Um die tatsächlich wirkende Beanspruchung zu erhalten, muss diese nach Wirth 
[Wirt] noch mit dem Dynamikfaktor Kv multipliziert werden. Der Anwendungsfaktor KA zur 
Berücksichtigung von über das Nennmoment hinausreichenden Lasten sollte dagegen 
nach [Wirt] schon bei der Zahnkontaktanalyse eingerechnet werden. Dies ist in der vom 
Drehmoment abhängenden Größe des Tragbilds und der damit veränderlichen Pres-
sungsverteilung begründet. 
 

Zehe

Teilkegel

1 2 3 4

5

6
9

10

12
13

14 15
16

17

11

Eingriffsstellung

Zahnabschnitt

Bild 5-1: Einteilung der Flanken in Zahnabschnitte und Eingriffsstellungen (links) und Modell 
zur Pressungsberechnung (rechts) in BECAL [Beca] 
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vi,Hi,H Kp ⋅=σ  (92)

σH,i [N/mm2] maßgebliche Flankenbeanspruchung 
Kv [-] Dynamikfaktor nach Wirth [Wirt] 

pH,i [N/mm2] Hertzsche Pressung aus BECAL [Beca] 
incl. Anwendungsfaktor KA nach DIN/ISO 

 
Die sich durch die Pressung ergebende Hertzsche Kontaktbreite ergibt sich mit dem eben-
falls in BECAL [Beca] ermittelten und ausgegebenen lokalen Ersatzkrümmungsradius im 
Normalschnitt z.B. nach [NWH]: 
 

'E
p

b i,H
ersi,H ρ82 =  (93)

bH,i [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite 
ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius im Normalschnitt 

pH,i [N/mm2] Hertzsche Pressung aus BECAL [Beca] 
incl. Anwendungsfaktor KA nach DIN/ISO 

E’ [N/mm2] Ersatz-E-Modul 

 

5.2.2 Gleit- und Summengeschwindigkeit 

Bei der Zahnkontaktanalyse mit BECAL [Beca] werden neben den Beanspruchungen auch 
die Koordinaten der Kontaktpunkte ausgegeben. Das dabei zu Grunde liegende Koordina-
tensystem ist in Bild 5-2 (links) gezeigt. Anhand der Ortsvektoren der Kontaktpunkte las-
sen sich die lokalen Umfangsgeschwindigkeiten berechnen (Bild 5-2 rechts), die anschlie-
ßend wiederum in die Flankentangentialebene projiziert werden können, wodurch sich die 
maßgeblichen Oberflächengeschwindigkeiten ergeben: 

 
Der Vektor der lokalen Umgangsgeschwindigkeit ergibt sich nach Wirth [Wirt] in Abhängig-
keit von der Lage des Kontaktpunktes und dem dazugehörigen Betrag aus dem Kreuzpro-
dukt von Radius und Drehgeschwindigkeit: 
 

 

Bild 5-2: BECAL-Koordinatensystem (links) und Ermittlung der lokalen Umfangsgeschwin-
digkeiten (rechts) nach Wirth [Wirt] 
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21212121 ,,,t,t rvv ωr
rr

×==  (95)

vt1,2 [mm/s] Umfangsgeschwindigkeit 
r [mm] Radius des Kontaktpunktes 

ϕ1,2 [°] Lagewinkel des Kontaktpunktes 
ω1,2 [rad/s] Drehgeschwindigkeit 

 
Für die Zerlegung der Umfangsgeschwindigkeit in ihre Komponenten normal und parallel 
zur Flanke wird der gemeinsame Normalenvektor von Ritzel und Rad im Kontaktpunkt 
benötigt. Dieser wird ebenfalls bei der Zahnkontaktanalyse ermittelt und von BECAL [Be-
ca] ausgegeben. Nach [Wirt] ergeben sich die Oberflächengeschwindigkeiten dann zu: 
 

21212121 ,,t,t,t hvww
rrr

−==  (96)

mit 

( ) P,tP, nvnh
rr

o
rr

⋅= 2121  (97)

wt1,2 [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit 
vt1,2 [mm/s] Umfangsgeschwindigkeit 

h1,2 [-] Hilfsvektor (parallel Normalenvektor) 
nP [-] gemeinsamer Normalenvektor von Ritzel 

und Tellerrad 

 
Mit dem Vektor der Berührlinie, der sich aus der Differenz des Ortsvektors des Kontakt-
punkts P zum benachbarten Kontaktpunkt ergibt, können die Oberflächengeschwindigkei-
ten in Richtung der Berührlinie projiziert werden (Bild 5-3). Mit diesen parallelen Kompo-

nenten der Oberflächen-
geschwindigkeit entlang 
der Berührlinie können 
dann auch die senkrech-
ten Komponenten der 
Oberflächengeschwindig-
keiten ermittelt werden, 
die als maßgeblich für den 
lokalen Wälzvorgang 
angesehen werden. 
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21212121 ,tpar,t,tvert,vert,t wwww
rrr

−==  (99)

wtpar1,2 [mm/s] Oberflächengeschw. parallel zu tB 
wtvert1,2 [mm/s] Oberflächengeschw. senkrecht zu tB 

wt1,2 [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit 
tB [-] Richtungsvektor der Berührlinie 

 

 

Bild 5-3: Zerlegung der Oberflächengeschwindigkeiten nach 
Wirth [Wirt] am Ritzel (links) und Tellerrad (rechts) 
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Die für die Reibungszahlberechnung benötigte Summengeschwindigkeit sowie die für die 
Blitztemperatur maßgebliche Gleitgeschwindigkeit werden gleichfalls vektoriell als Summe 
bzw. Differenz der beiden Oberflächengeschwindigkeiten von Ritzel und Tellerrad be-
stimmt: 
 

i,ti,ti, wwvv 21
rrr

+== ΣΣ  (100)

i,ti,tgi,g wwvv 21
rrr

−==  (101)

vΣ,i [mm/s] Summengeschwindigkeit 
vg,i [mm/s] Gleitgeschwindigkeit wt1,2,i [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit 

 
Für den Schmierfilmaufbau im konvergenten Schmierspalt ist nur die Komponente der 
Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie verantwortlich. Sie bestimmt sich aus 
der Summe der beiden Oberflächengeschwindigkeiten senkrecht zur Berührlinie: 
 

i,tverti,tverti,verti,vert wwvv 21
rrr

+== ΣΣ  (102)

vΣvert,i [mm/s] Summengeschw. senkrecht zu tB wtvert1,2,i [mm/s] Oberflächengeschw. senkrecht zu tB 

 
Das für die lokale Reibungszahl als maßgeblich angesehene Gleit-Wälz-Verhältnis aus 
den Beträgen der Gleitgeschwindigkeit und der senkrechten Summengeschwindigkeit 
(siehe 4.1.2) ergibt sich damit zu: 
 

i,vert

i,g
i,x v

v
s

Σ
=  (103)

sx [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 
vΣvert [mm/s] Summengeschw. senkrecht zu tB vg [mm/s] Gleitgeschwindigkeit 

 

5.2.3 Schliffrichtung 

Wie in 4.1.7 beschrieben, hat die Orientierung der Berührlinie zur Oberflächenstruktur 
einen maßgeblichen Einfluss auf die Schmierfilmdicke sowie die Reibungszahl. Für die 
Berechnung dieser Größen muss demnach die Richtung der Oberflächenstruktur sowie 
der Berührlinie bekannt sein. Für geschliffene Oberflächen wird dabei nach Wirth [Wirt] 
vereinfachend davon ausgegangen, dass die Schleifriefen in Umfangsrichtung der Schleif-
scheibe orientiert sind, deren Achse wiederum parallel zur Planradachse liegt (Bild 5-4). 
Mit dieser Annahme ist die Tatsache verbunden, dass die Schleifriefen von Ritzel und Rad 
aufgrund des gemeinsamen Planrads parallel orientiert sind. 
 
 
 
 



112 Lokales Rechenverfahren  

 
Die Richtungsvektoren der Schleifriefen an Ritzel und Rad lassen sich auf Basis der ge-
troffenen Annahmen folgendermaßen berechnen: 
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tS1,2 [-] Richtungsvektor der Schleifriefen 
nPR [-] Richtungsvektor der Planradachse 

nP1,2 [-] Normalenvektor der Flanke im betrachte-
ten Flankenpunkt 

 
Der Richtungsvektor der Planradachse lässt sich für Hypoidverzahnungen aus den Vekto-
ren der Teilkegellängen von Ritzel OPAP und Rad OGAP bestimmen: 
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nPR [-] Richtungsvektor der Planradachse  
OPAP [-] Richtungsvektor von der Ritzelteilkegel-

spitze zum Auslegungspunkt 
OGAP [-] Richtungsvektor von der Radteilkegelspit-

ze zum Auslegungspunkt 
OP [-] Ortsvektor der Ritzelteilkegelspitze 
OG [-] Ortsvektor der Radteilkegelspitze 

PA [-] Ortsvektor des Auslegungspunkts 
tz1,2 [mm] Abstand Achskreuzungspunkt / Teilkegel-

spitze nach ISO 23509 [I235] 
dm1,2 [mm] Teilkegeldurchmesser 
δ1,2 [°] Teilkegelwinkel 
a [mm] Achsversetzung 
ζm [°] Achsversetzungswinkel 

 

Bild 5-4: Bestimmung der Orientierung der Schleifriefen nach Wirth [Wirt] 
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Für Kegelräder ohne Achsversetzung ergibt sich der Richtungsvektor der Planradachse 
aus dem Teilkegelwinkel des Ritzels: 
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nPR [-] Richtungsvektor der Planradachse δ1 [°] Teilkegelwinkel Ritzel 

 
Zusammen mit dem Richtungsvektor der Berührlinie (= Differenz der Ortsvektoren zweier 
benachbarter Berührpunkte) lässt sich damit der Winkel berechnen, den die Berührlinie mit 
der Richtung der Schleifriefen einschließt: 
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ω [°] Winkel zwischen Berührlinie und 
Schleifriefen 

tS1,2 [-] Richtungsvektor der Schleifriefen 
nPR [-] Richtungsvektor der Berührlinie 

 

5.2.4 Lokale Schmierfilmdicke 

Die für die Reibungszahlberechnung benötigte relative Schmierfilmdicke wird lokal für 
jeden Kontaktpunkt nach dem Ansatz von Ertl/Grubin [Ertl, Grub] berechnet und mit dem 
thermischen Korrekturfaktor nach Murch/Wilson [MuWi] modifiziert. Bei einer Schrägstel-
lung der Berührlinie zur Richtung der Schleifriefen, wie sie bei schräg- bzw. spiralverzahn-
ten Kegelrädern auftritt, wird zusätzlich der Korrekturfaktor für Längs- und Kreuzschliff 
(siehe 4.1.3) herangezogen. Dabei werden die lokale Pressung aus BECAL (siehe 5.2.1), 
die lokale Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie (siehe 5.2.2) sowie der lokale 
Ersatz-Krümmungsradius aus BECAL eingesetzt: 
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(115)
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λz,i [-] relative Schmierfilmdicke 
Rz1,2 [μm] Flankenrauheit 
h0,i [μm] Schmierfilmdicke im Parallelspalt 
h’0 [μm] Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin [Ertl, 

Grub] 

Cth [-] thermischer Korrekturfaktor nach 
Murch/Wilson (siehe 4.1.3) 

CLS [-] Korrekturfaktor für Längs- und Kreuzschliff 
(siehe 4.1.3) 

5.3 Reibungszahl 
Der auf Basis der in 4.1.7 beschriebenen Grundlagenuntersuchungen aufgestellte Ansatz 
zur Berechnung der lokalen Reibungszahl für Kegelrad- und Hypoidverzahnungen wird für 
die Berechnung der Blitztemperatur übernommen. Dabei werden die lokalen Werte der 
Flankenpressung, der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie, des Gleit-Wälz-
Verhältnisses sowie der relativen Schmierfilmdicke eingesetzt: 
 

( ) ( ) ( ) ( ) RSL
,

i,z
,

i,x
,

i,vert
,

i,Hi CCCsv, ⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅= −− 1000502001000360 λσμ λΣ  (116)

μi [-] lokale Reibungszahl 
σH,i [N/mm2] maßgebl. Flankenpressung 
vΣvert,i [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht 

zur Berührlinie 
sx,i [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 

Cλ [-] Schmierfilmdickenfaktor = 1,0 
für korrigierte Verzahnungen, siehe 4.1.6 

λz,i [-] relative Schmierfilmdicke berechnet mit 
der Ölviskosität bei Massentemperatur  

CL [-] Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345 
CRS [-] Rauheitsstrukturfaktor 

 
Der Schmierstofffaktor CL wird für anwendungsnahe Betriebsbedingungen bevorzugt an 
einem Zahnrad-Prüfstand ermittelt, z.B. nach dem Verfahren FVA 345 [Dole] oder alterna-
tiv an einem Zwei-Scheiben-Prüfstand. Der Rauheitsstrukturfaktor CRS ergibt sich mit dem 
Winkel zwischen Berührlinie und Schleifriefen nach 5.2.3. Der Exponent ε wird dabei mit 
2,0 für parallele Schleifriefen angesetzt, für geläppte Oberflächen ohne definierte Rau-
heitsstruktur wird ε mit 0,5 angenommen: 
 

( )εωsin,CRS ⋅+= 3001  (117)

CRS [−] Rauheitsstrukturfaktor 
ω [°] Winkel der Berührlinie zur Schleifstruktur,

siehe 5.2.3 

ε [-] Exponent 
= 2,0 für geschliffene Oberflächen 
= 0,5 für geläppte Oberflächen 

5.4 Auftretende Kontakttemperatur 
Die auftretende Kontakttemperatur setzt sich aus der bei stationären Betriebsbedingungen 
konstanten Massentemperatur und der Blitztemperatur zusammen: 
  

i,flMi,C ϑϑϑ +=  (118)

ϑC [°C] lokale Kontakttemperatur 
ϑM [°C] Massentemperatur ϑfl [K] lokale Blitztemperatur 
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5.4.1 Massentemperatur 

Die Massentemperatur wird nach dem in 4.4 beschriebenen modifizierten Verfahren nach 
Otto [Otto] berechnet. Bei der Berechnung der Massentemperatur wird davon ausgegan-
gen, dass kurzzeitige, über die Nennlast hinausgehende externe Belastungen die stationä-
re Temperatur der Verzahnungen nicht beeinflussen. Aus diesem Grund erfolgt die Be-
rechnung der Massentemperatur ohne Berücksichtigung des Anwendungsfaktors KA. 

5.4.2 Blitztemperatur 

Für die Berechnung der lokalen Blitztemperatur wird der in 2.3.1 beschriebene Ansatz 
nach Blok [They] herangezogen, wobei die lokalen Größen Reibungszahl, Flankenpres-
sung, Gleit- sowie Oberflächengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie eingesetzt wer-
den. Die so berechnete Blitztemperatur wird darüber hinaus durch Einflussfaktoren zur 
Berücksichtung des Glättungszustands der Flanken sowie der Treibrichtung modifiziert. 
Ein Kopfrücknahmefaktor, wie er z.B. in der DIN 3991 [D391] zur Berücksichtigung des 
positiven Effekts einer Profilkorrektur vorgeschlagen wird, kann bei einer lokalen Fress-
tragfähigkeitsberechnung auf Basis einer Zahnkontaktanalyse entfallen. 
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ϑfl [K] Blitztemperatur 
μ [-] Reibungszahl 
σH [N/mm2] Flankenpressung 
bH [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite 

wt  [m/s] Oberflächengeschwindigkeit 
BM  thermischer Kontaktkoeffizient 

[N2 · m / (K2·mm3·s)] 
XE  [-] Einlauffaktor 
XQ  [-] Treibrichtungsfaktor 

 
Der Einlauffaktor XE wird analog dem von Michaelis [Mich] vorgeschlagenen definiert. Er 
berechnet sich in Abhängigkeit vom Glättungszustand der Flanken sowie von der gefertig-
ten Flankenrauheit (arithmetischer Mittenrauhwert Ra). Da im restlichen Rechenverfahren 
(z.B. bei der Berechnung der Reibungszahl) mit der gemittelten Rauhtiefe Rz gerechnet 
wird, erfolgt die Umrechnung von Ra in Rz nach Niemann/Winter/Höhn [NWH] nähe-
rungsweise mit Rz ≈ 6 Ra. Im Gegensatz zur Definition von Michaelis [Mich] wird der Ein-
lauffaktor jedoch größenunabhängig definiert. Dazu werden der Ersatzkrümmungsradius 
der A-Verzahnung (ρers,C = 8,38 mm) eingesetzt und damit der Gewichtungsfaktor der 
Rauheit in der Gleichung angepasst: 
  

XE nach Michaelis: 
C,ersC,ers

E
RzRzRaRaX

ρρ ⋅
+

⋅+=
⋅

+
⋅+=
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2
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XE modifiziert mit ρers (Typ A) = 8,38 mm: 
2

601 21 RzRz,XE
+

⋅+=  
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XE  [-] Einlauffaktor 
Rz [μm] gemittelte Rauhtiefe ρers,C [mm] Ersatzkrümmungsradius 
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Der Treibrichtungsfaktor XQ zur Berücksichtigung des bei positiver Ritzelprofilverschiebung 
hinsichtlich der Fresstragfähigkeit üblicherweise ungünstigeren Falls „Rad treibt Ritzel“ 
wird ebenfalls von Lechner [Lech] und Michaelis [Mich] übernommen, jedoch aufgrund der 
im Rahmen der experimentellen Untersuchungen gewonnen Erkenntnisse (siehe 4.5.6) 
modifiziert: Die Versuche haben insbesondere gezeigt, dass der Einfluss der Treibrichtung 
bei Kegelrädern ohne Achsversetzung deutlich stärker ausgeprägt ist als bei Hypoidver-
zahnungen. Dies lässt sich mit dem bei großen Achsversetzungen dominanten Längsglei-
ten erklären, welches das Gleiten in Zahnhöhenrichtung überlagert. Dadurch ist die Gleit-
geschwindigkeit im Kopf- und Fußbereich der Flanke näherungsweise gleich groß, was bei 
„Rad treibt Ritzel“ zu ähnlichen Fresstragfähigkeiten führt wie bei „Ritzel treibt Rad“. 
In Bild 5-5 links ist der Verlauf des Treibrichtungsfaktors nach Lechner [Lech] und Michae-
lis [Mich] mit den zu Grunde liegenden Versuchsergebnissen der Verzahnungen vom Typ 
A und C gezeigt. In das Diagramm ist zusätzlich noch der Punkt der Prüfradvarianten G0gr 
bzw. G0kl eingetragen, die hinsichtlich der Gleitverhältnisse auf der Flanke mit den Stirn-
rädern verglichen werden können. Es zeigt sich, dass der von Lechner [Lech] und Michae-
lis [Mich] angenommene Verlauf im Bereich mittlerer Eintritts- zu Austrittsüberdeckungs-
Verhältnisse nach unten korrigiert werden muss. 
In Bild 5-5 rechts sind die Werte des Treibrichtungsfaktors für die Prüfradvarianten G0gr 
bzw. G0kl sowie G31,75gr bzw. G31,75kl über der relativen Achsversetzung eingetragen, 
die ein Maß für das Verhältnis des Gleitens in Zahnhöhen- zu Längsrichtung darstellt. Der 
Verlauf des Treibrichtungsfaktors wird zwischen den beiden Extremwerten bei arel = 0 und 
40% näherungsweise linear interpoliert: 
 

 
Bei der Berechnung des Treibrichtungsfaktors wird zunächst in Abhängigkeit von der an 
der Ersatz-Stirnradverzahnung (siehe 6.1) ermittelten Eintritts- und Austrittsüberdeckun-
gen der theoretische Wert X*

Q für eine relative Achsversetzung von arel = 0 berechnet und 
dann in Abhängigkeit von arel zwischen X*
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Bild 5-5: Verlauf des Treibrichtungsfaktors XQ 
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XQ  [-] Treibrichtungsfaktor 
X*

Q  [-] Treibrichtungsfaktor für arel = 0 
arel  [-] relative Achsversetzung 
a  [mm] Achsversetzung 
dm2  [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad 

εf [-] Eintrittsüberdeckung 
εa [-] Austrittsüberdeckung 
εv1 [-] Kopfüberdeckung Ritzel der Stirnrad-

Ersatzverzahnung, siehe 6.2 
εv2 [-] Kopfüberdeckung Rad der Stirnrad-

Ersatzverzahnung, siehe 6.2 

5.5 Zulässige Kontakttemperatur 
Zur Bestimmung der zulässigen Kontakttemperatur wird der oben beschriebene Ansatz 
der lokalen Kontakttemperatur auf die Standard-Fresstests A/8,3/90 nach DIN/ISO 14635 
[I146] sowie A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/90 nach FVA 243 [F243-1, F243-2] ange-
wandt. Aus der sich so ergebenden Zuordnung Schadenskraftstufe zu Grenztemperatur 
wird analog zu den existierenden Verfahren (siehe 2.9) ein einfacher, nur von der Scha-
denslaststufe abhängiger Ansatz für die zulässige Kontakttemperatur abgeleitet. Die so 
ermittelte Grenztemperatur wird dann nach den von Collenberg [Coll] und Schlenk [Schl] 
vorgeschlagenen Verfahren zur Berücksichtigung der Kontaktzeit (siehe 2.3.3) und Kon-
takttemperatur (siehe 2.3.4) modifiziert. 

5.5.1 Grenztemperatur nach Testverfahren 

Die Berechnung der in den unterschiedlichen Testverfahren in den verschiedenen Kraft-
stufen auftretenden maximalen Kontakttemperatur erfolgt lokal über dem Eingriffsfeld der 
Testverzahnung Typ A20 bzw. A10. Folgende Annahmen werden dabei der Berechnung 
zu Grunde gelegt: 

 Die Pressungsverteilung wird mit dem FVA-Programm RIKOR I [Riko] bestimmt. 
 Die maßgeblichen Geschwindigkeiten werden aus der Kinematik der Verzahnung 

berechnet. 
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 Für die Reibungszahl wird der in 4.1.7 beschriebene Ansatz für Stirnräder unter Be-
rücksichtigung der kreuzgeschliffenen Oberflächen herangezogen. 

 Als maßgebliche Rauheit wird die in DIN/ISO 14635 [I146] für die Testverzahnun-
gen vorgegebene Flankenrauheit Ra1 = 0,35 μm und Ra2 = 0,30 μm (umgerechnet: 
Rz1 = 2,1 μm und Rz2 = 1,8 μm) verwendet. 

 Für den verschärften Stufentest A10/16,6R/90, der im Vergleich zum Standardtest 
mit doppelter Geschwindigkeit und treibendem Rad durchgeführt wird, wird der 
Treibrichtungsfaktor XQ so gewählt (XQ = 0,9), dass sich vergleichbare Relationen 
zwischen den Testverfahren wie bei den bisherigen Berechnungsverfahren erge-
ben. Zahlreiche an der FZG durchgeführte vergleichende Fresstests zeigen, dass 
ein Öl, das im Standardtest in KS12 ausfällt, im verschärften Stufentest üblicher-
weise KS8 erreicht. Dies wird so auch durch die in DIN 3990 [D390] angegeben 
Formeln der Grenztemperatur für die Kontakttemperaturmethode wiedergegeben. 

 Der Einlauffaktor XE für den Sprungtest S-A10/16,6R/90 wird ebenfalls so gewählt 
(XE = 2,0), dass sich vergleichbare Relationen zwischen den Testverfahren wie bei 
den bisherigen Berechnungsverfahren ergeben. Ein Öl, das im Standardtest in 
KS12 und im verschärften Stufentest in KS8 ausfällt, erreicht im Sprungtest übli-
cherweise KS5 bis KS6. Dies wird so auch durch die in DIN 3990 [D390] angege-
ben Formeln für die Grenztemperatur der Kontakttemperaturmethode wiedergege-
ben. 

 Die Berechnung der Massentemperatur wird von den in DIN 3990 [D390] angege-
ben Formeln der Grenztemperatur für die Kontakttemperaturmethode übernommen. 

Die Anwendung der Kontakttemperaturberechnung auf den Standardtest A/8,3/90 und den 
verschärften Stufentest A10/16,6R/90 ergibt die in Bild 5-6 beispielhaft für KS9 gezeigten 
Verläufe über der Eingriffsstrecke: 
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Bild 5-6: Verlauf der Kontakttemperatur ϑC über der Eingriffsstrecke für die  
Testverzahnungen A20 und A10 
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Hinweis: Aufgrund der diskreten Aufteilung der Eingriffsstrecke bei der Pressungsbe-
rechnung in RIKOR [Riko] werden die charakteristischen Punkte des Eingriffs 
(Wälzpunkt C sowie Einzeleingriffspunkte B und D) bei der Berechnung nicht di-
rekt abgebildet. Aus diesem Grund ist die Blitztemperatur im Wälzpunkt nicht 0 
und der Übergang von Einzel- in Doppeleingriffsgebiet nicht sprunghaft.  

 
Als maßgeblich für das Entstehen von Fressern wird die maximale Kontakttemperatur 
angesehen. Die in Bild 5-6 gezeigten Verläufe der Kontakttemperatur weisen das Maxi-
mum für den Standardtest A/8,3/90 am Ende des Eingriffs im Punkt E, für den verschärf-
ten Stufentest A10/16,6R/90 am äußeren Einzeleingriffspunkt D auf. Der Unterschied 
erklärt sich mit der geringeren Steifigkeit der A10-Verzahnung im Vergleich zur A20-
Verzahnung und der damit verbundenen größeren Durchbiegung der A10-Verzahnung, die 
eine Entlastung des Zahnkopfs mit sich bringt. 
Werden die für die einzelnen Kraftstufen der Fresstests ermittelten maximalen Blitztempe-
raturen über den entsprechenden Ritzeldrehmomenten aufgetragen, können die Verläufe 
mittels einer Potenzfunktion angenähert werden. Bild 5-7 zeigt die sich so ergebenden 
Verläufe der Kontakttemperaturen respektive Grenztemperaturen der Fresstests in Ab-
hängigkeit von den Kraftstufen der verschiedenen Fresstests: 
 

 
Formelmäßig lassen sich die Grenztemperaturen als Summe der Massentemperatur und 
der Blitztemperatur im Test darstellen. Sowohl bei der Massen- als auch bei der Blitztem-
peratur wird dabei noch der Schmierstofffaktor XL = CL einbezogen, der die Abhängigkeit 
der Reibungszahl und damit der Temperatur sowie der Verlustleistung vom Schmierstoff-
typ berücksichtigt. Für den Hypoid-Fresstest wird im Vorgriff auf 6.5 eine Näherungsglei-
chung analog der in 4.3 beschriebenen Vorgehensweise, jedoch auf Basis des normfähi-
gen Rechenverfahrens, abgeleitet: 
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Bild 5-7: Grenztemperatur ϑS für die Fresstests A/8,3/90, A10/16,6R/90 und 
S-A10/16,6R/90 (links) sowie den Hypoid-Fresstest (rechts) 
(Abb. nur für Mineralöle gültig ⇒ XL =  CL = 1,0) 
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mit 
2

1 7263 KS,T T ⋅=  (125)

ϑS,DIN [°C] Grenztemperatur ermittelt in einem der 
Standard-Fresstests 

XL  [-] = CL = Schmierstofffaktor 

T1T  [Nm] Ritzeldrehmoment im Stirnrad-Fresstest 
T1TH  [Nm] Ritzeldrehmoment im Hypoid-Fresstest 
KS  [-] Kraftstufe im Fresstest 

 
Aufgrund des neuen Reibungszahlansatzes liegen die Grenztemperaturen nach (124) im 
Vergleich zu den in 4.3 beschrieben Grenztemperaturen nach DIN 3991 [D391] um ca. 
20…40% höher. 
 

5.5.2 Kontakttemperatureinfluss 

Der Einfluss der Kontakttemperatur auf die Grenztemperatur wird nach dem in 2.3.4 be-
schriebenen Verfahren nach Schlenk [Schl] berücksichtigt. Die in einem der Standard- 
Fresstests ermittelte zulässige Kontakttemperatur wird dabei über den Temperaturfaktor 
XT modifiziert, der das Temperaturniveau sowie Baugröße und Schmierungsbedingungen 
und damit die Wärmeabfuhrbedingungen der nachzurechnenden Anwendung beinhaltet. 
Die Abhängigkeit der Grenztemperatur von diesem Temperaturfaktor bzw. den darin bein-
halteten Einflussgrößen wird über zwei zusätzliche, bei höherer und niedrigerer Tempera-
tur durchgeführte Fresstests ermittelt. Der Verlauf der Grenztemperatur über dem Tempe-
raturfaktor wird dann linear interpoliert (siehe Bild 2-11). Für die Anwendung des Verfah-
rens nach Schlenk [Schl] auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen wird der Temperaturfak-
tor an die Geometrie dieser Verzahnungen angepasst: Die Achsversetzung wird von einer 
Ersatz-Stirnradverzahnung gleicher Baugröße übernommen, die sich aus den mittleren 
Teilkreisdurchmessern von Kegelritzel und Tellerrad ergibt. Des Weiteren wird der modifi-
zierte Schmierungsfaktor XS aus der Massentemperaturberechnung (siehe 4.4) herange-
zogen: 
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XT [-] Temperaturfaktor 
ϑOil [°C] Öltemperatur 
ϑOil,REF [°C] Referenz-Öltemperatur (= 90°C) 

XS [-] Schmierungsfaktor nach 4.4 
aREF [mm] Referenz-Achsabstand (= 91,5 mm) 
dm1,2 [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser 
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Die Grenztemperatur ϑSK für das betrachtete Getriebe berechnet sich dann mit dem so 
bestimmten Temperaturfaktor XT sowie den Steigungen CTn und CTh der Grenztemperatur-
funktion. Liegen keine Ergebnisse von Fresstests bei höherer und niedrigerer Temperatur 
vor, gibt Schlenk [Schl] als sinnvolle Annahme die Werte CTn = 100 K und CTh = 0 K an. 
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ϑSK [°C] Grenztemperatur unter Berücksichtigung 
des Kontakttemperatureinflusses 

ϑS,DIN [°C] Grenztemperatur ermittelt in einem der 
Standard-Fresstests 

XT [-] Temperaturfaktor 
CTn [-] Steigung der Grenztemperatur bei XT < 1 
CTh [-] Steigung der Grenztemperatur bei XT > 1 

5.5.3 Kontaktzeiteinfluss 

Zur Berücksichtigung des Einflusses der Kontaktzeit auf die zulässige Kontakttemperatur 
wird das in 2.3.3 beschriebene Verfahren nach Collenberg [Coll] herangezogen: Collen-
berg [Coll] geht für ausgeglichen ausgelegte Stirnrad-Verzahnungen davon aus, dass 
unterhalb einer Umfangsgeschwindigkeit von ca. 40 m/s von einer kontaktzeitunabhängi-
gen Grenztemperatur ausgegangen werden kann. Oberhalb dieser Unfangsgeschwindig-
keit wird die Grenztemperatur in Abhängigkeit von der Kontaktzeit modifiziert. Da im Rah-
men dieser Arbeit nur Umfangsgeschwindigkeiten von bis zu vtm1 = 12 m/s gefahren wur-
den, konnte der Einfluss der Kontaktzeit an Kegelrad- und Hypoidverzahnungen nicht 
explizit untersucht werden. Von einer sinngemäßen Übertragbarkeit der an Stirnrädern 
ermittelten Erkenntnisse wird jedoch ausgegangen, da die physikalischen und chemischen 
Zusammenhänge unabhängig vom Verzahnungstyp sind. Die Grenztemperatur nach Col-
lenberg [Coll] wird für Kontaktzeiten unterhalb einer durch zusätzliche Tests bei hohen 
Umfangsgeschwindigkeiten zu ermittelnden, kritischen Kontaktzeit angehoben. Die Kon-
taktzeit wird dabei lokal für jeden betrachteten Flankenpunkt mit der Berührlinienbreite und 
der Oberflächengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie bestimmt. Aufgrund der unter-
schiedlichen Oberflächengeschwindigkeiten ergeben sich unterschiedliche Kontaktzeiten 
für Ritzel und Rad, wobei für die Berechnung der Grenztemperatur die größere und damit 
ungünstigere als maßgeblich erachtet wird. 
 

SKi,S ϑϑ =     für tC,i > tK 

( )i,CKSSKi,S ttC −⋅+= ϑϑ  für tC,i ≤ tK 
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ϑS,i [°C] Grenztemperatur unter Berücksichtigung 
der Kontaktzeit 

ϑSK [°C] Grenztemperatur unter Berücksichtigung 
des Kontakttemperatureinflusses nach 
Schlenk [Schl] 

CS [K/μs] Steigung der Grenztemperatur-
Kontaktzeit-Kurve 

tC,i [μs] Kontaktzeit 
tK [μs] kritische Kontaktzeit 
bH,i [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite, siehe 5.2.1
wt1,2vert,i  [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit 

senkrecht zur Berührlinie 
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Die Steigung der Grenztemperatur-Kontaktzeit-Kurve sowie die kritische Kontaktzeit wer-
den dabei über zwei zusätzliche, im Vergleich zum Standardtest mit höheren Drehzahlen 
durchgeführte Fresstests ermittelt. Liegen keine entsprechenden Testergebnisse vor, kann 
nach Collenberg [Coll] für EP legierte Öle näherungsweise von einer kritischen Kontaktzeit 
tK = 18 μs und einer Steigung CS = 18 K/μs ausgegangen werden.  

5.6 Lokale Sicherheit gegen Fressen 
Die lokale Fresssicherheit wird analog der Kontakttemperaturmethode in DIN 3990 [D390] 
bzw. ISO/TR 13989 [ITR13] aus dem Verhältnis der lokal zulässigen Kontakttemperatur 
zur lokal auftretenden Kontakttemperatur, jeweils abzüglich der Öltemperatur, definiert und 
für jeden betrachteten Flankenpunkt bestimmt. Maßgeblich für die Aussage zur Fresstrag-
fähigkeit ist dabei die minimale Sicherheit SSmin, deren Lage gleichzeitig den Ort der ma-
ximalen Fressgefährdung angibt.  
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SS,i [-] lokale Fresssicherheit 
SS,S [-] geforderte Mindest-Fresssicherheit 
ϑOil [°C] Öltemperatur 

ϑS,i [°C] lokal zulässige Kontakttemperatur 
ϑC,i [°C] maximale Kontakttemperatur 

 
Die Auswertung der Versuche, auf denen die Entwicklung des Rechenverfahrens basiert, 
ergab für alle Versuche im Schadensfall eine minimale Sicherheit von knapp unter bzw. 
über SS = 1,0. Als Maßgabe für die zu wählende Mindestsicherheit SS,S wird deshalb fol-
gende Vorgabe aus der DIN 3991 [D391] übernommen: Für Fresssicherheiten SS < 1,0 ist 
mit hoher Wahrscheinlichkeit mit einem Fressschaden zu rechnen, für Fresssicherheiten 
SS zwischen 1,0 und 2,0 ist bei guter Kenntnis der real auftretenden Belastungen sowie 
ausreichendem Einlauf dagegen nicht mit Fressern zu rechnen. Bei SS > 2,0 wird nicht mit 
einem Fressschaden gerechnet. Der breite Bereich bei diesen Angaben zur Mindest-
Fresssicherheit ergibt sich zum einen aus der Wiederholbarkeit der Fresstests, die bei 
±1KS liegt, zum anderen aus der hohen Empfindlichkeit des Fressschadens auf kurzzeiti-
ge, lokale Pressungsüberhöhungen sowie Oberflächenunregelmäßigkeiten.  

5.7 Ergebnisse 
Im folgenden Kapitel werden die Berechnungsergebnisse des lokalen Rechenverfahrens 
für die Fresstragfähigkeit dargestellt und mit den Ergebnissen der Prüfstandsversuche 
sowie einiger Schadensfälle aus Praxisanwendungen verglichen. Außerdem wird die An-
wendbarkeit des Verfahrens auf Stirnräder gezeigt. Dabei werden zum einen die berech-
neten Sicherheitswerte, zum anderen aber auch die Übereinstimmung der Lage von Si-
cherheitsminimum und Schadensort betrachtet. 
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5.7.1 Nachrechnung der Prüfstandsversuche 

Die Verifikation des neuen lokalen Berechnungsverfahrens und aller darin enthaltener 
Einflussfaktoren erfolgt zunächst anhand der Nachrechnung der Prüfstandsversuche. 
Dabei wird für jeden Versuch die Verteilung der lokalen Fresssicherheit für die Schadens-
laststufe ermittelt, wobei die folgenden gemessenen Eingangsgrößen herangezogen wer-
den: 

 Ritzeldrehmoment T1 
 Ritzeldrehzahl n1 
 Öltemperatur am Ende der Schadenslaststufe ϑÖl,Ende 
 Mittlere Flankenrauheit von Ritzel und Tellerrad im Ausgangszustand 

Da die Ist-Geometrie nur minimal von der Soll-Geometrie abweicht, wird die Zahnkontakt-
analyse mit BECAL [Beca] zur Bestimmung des Lasttragbilds sowie der örtlichen Pres-
sungsverteilung mit den Solldaten durchgeführt. Gleichzeitig werden dabei das Verzah-
nungsumfeld (Lager- und Wellen) sowie die eingestellten Einbaumaßabweichungen be-
rücksichtigt. Die aufgrund der kurzen Laufzeit jeder Laststufe instationäre Massentempera-
tur im Test wird nach dem in 4.4 beschriebenen, auf Messungen mit den Prüfverzahnun-
gen basierenden Näherungsansatz bestimmt. Als zulässige Kontakttemperatur wird die für 
das jeweilige Öl ermittelte Grenztemperatur unter Berücksichtigung des Temperaturein-
flusses eingesetzt. 
 
Aufgrund der Tatsache, dass jeweils die Laststufe nachgerechnet wird, in der ein Fress-
schaden auftritt, sollten die rechnerischen Fresssicherheiten theoretisch kleiner als 1,0 
sein. Wegen der möglichen Streuung der Versuchsergebnisse um ±1KS wird für alle Ver-
suche auch die Laststufe vor und (auf Basis sinnvoller Annahmen zur sich einstellenden 
Öltemperatur) auch die Laststufe nach der Schadenslaststufe nachgerechnet. Die sich 
dabei ergebenden minimalen Fresssicherheiten liegen durchschnittlichen ca. ±15% unter 
bzw. über der für die Schadenslaststufe ermittelten. Damit müssen auch rechnerische 
Fresssicherheiten von bis zu SS,min = 1,15 als fresskritisch gewertet werden. 
 
Die Versuche zur Fresstragfähigkeit der Prüfverzahnungen wurden kontinuierlich fotogra-
fisch dokumentiert. Mit diesen Fotos kann auch der Ort der minimalen Sicherheit mit dem 
tatsächlichen Schadensort verglichen werden. Da Fresser jedoch plötzlich auftreten und 
sich – im Gegensatz z.B. zu Grübchen – im Normalfall schnell über die gesamte Flanke 
ausbreiten, ist dieser Vergleich meist hinsichtlich des betroffenen Flankenbereichs (Kopf – 
Fuß bzw. Zehe – Ferse) nur grob möglich. 
 
Hinweis: Die Ergebnisse der Nachrechnung der Prüfstandsversuche werden zur besse-

ren Vergleichbarkeit in derselben Reihenfolge und Zuordnung dargestellt wie 
die Versuchsergebnisse im Kapitel 4.5. Außerdem wird zusätzlich zu den dar-
gestellten berechneten minimalen Fresssicherheiten auch das ±15%-Streuband 
dargestellt. 
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Einfluss eines Einlaufs 
Der Einfluss eines Einlaufs auf die Fresstragfähigkeit wurde anhand zweier Stichproben-
versuche sowohl an der Kegelrad- als auch an der Hypoidvariante der Prüfverzahnungen 
untersucht. Die dazugehörigen Ergebnisse der Nachrechnung sind in Bild 5-8 gezeigt: 
Bei der Kegelradvariante G0kl (Bild 5-8 links) ergibt für den aufgrund des fehlenden Ein-
laufs „zu früh“ ausgefallenen Versuch bei Berücksichtigung des Einlauffaktors eine Fress-
sicherheit SS,min = 0,70. Für die beiden jeweils mit vorgeschaltetem Einlauf durchgeführten 
Versuche ergibt sich ebenfalls eine Fresssicherheit von ca. SS,min = 0,80, was den Einlauf-
faktor bestätigt. Der an der Hypoidvariante G31,75kl (Bild 5-8 rechts) durchgeführte 
Sprungtest zeigt dasselbe Ergebnis: Für den Versuch mit Einlauf wird eine minimale 
Fresssicherheit von SS,min = 0,89 berechnet, für den Versuch ohne Einlauf ein Wert von ca. 
SS,min = 0,75. Insgesamt kann der modifizierte Einlauffaktor damit bestätigt werden. 
 

 

Einfluss der Achsversetzung 
Um den Einfluss der Achsversetzung isoliert zu untersuchen, wurden einige stichprobenar-
tige Versuche mit den achsversetzten Verzahnungsvarianten bei Verwendung des unaddi-
tivierten Prüföls FVA3 durchgeführt. Bild 5-9 links zeigt die Ergebnisse der Nachrechnung 
für die Varianten G0kl und G31,75kl auf der Zugflanke, Bild 5-9 rechts für die Varianten 
G0gr, G15gr und G31,75gr auf der Schubflanke. In beiden Fällen ergeben sich rechneri-
sche minimale Fresssicherheiten von ca. SS,min = 0,92 bis 1,17. Der Einfluss der Achsver-
setzung wird demnach bei der Berechnung der Massen- und der Blitztemperatur richtig 
wiedergegeben.  
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Bild 5-8: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss eines Einlaufs) 
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Einfluss der Tragbildgröße 
Der Einfluss der Tragbildgröße wurde für jede Achsversetzungsvariante anhand zweier 
Ease-Off-Auslegungen untersucht, die sich im Wesentlichen in der Balligkeit und damit in 
der Pressungsverteilung unterscheiden. In Bild 5-10 sind die dazugehörigen Ergebnisse 
der Nachrechnung gezeigt: Es ergeben sich minimale Fresssicherheiten von SS,min = 0,80 
bis 1,10. Unter Berücksichtigung der möglichen Streuung kann damit von einer guten 
Abbildung des Einflusses der Tragbildgröße respektive des Pressungseinflusses ausge-
gangen werden. 
 

 

Einfluss der Tragbildlage 
Zur Untersuchung des Einflusses der Tragbildlage und damit der Pressungsverteilung 
wurden bei einigen Versuchen der Varianten mit kleinem Tragbild (großer Balligkeit) defi-
nierte Einbaumaßabweichungen eingestellt und das Tragbild damit bewusst in Richtung 
Kopf/Fuß oder Zehe/Ferse verschoben. 
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Bild 5-9:  Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Achsversetzung) 
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Bild 5-10: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Tragbildgröße) 
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Die Ergebnisse der Nachrechnung für die Zug- und Schubflanke der Kegelradvariante 
G0kl sind in Bild 5-11, die Gegenüberstellung der Verteilung der Fresssicherheit zu den 
Schadensbildern ist in Bild 5-12 dargestellt. Auf der Zugflanke ergeben sich für alle Versu-
che minimale Fresssicherheiten von SS,min = 0,84 bis 1,07, auf der Schubflanke von SS,min 
= 0,77 bis 1,10. Die rechnerische Fresssicherheit des Versuchs H+0,3/J-0,3 auf der 
Schubflanke liegt mit SS,min = 0,77 vergleichsweise niedrig. Dies ist auf in der Zahnkon-
taktanalyse ermittelte Pressungsspitzen am Rand der aktiven Flanke zurückzuführen, die 
sich (falls sie in Realität auftreten) üblicherweise schnell durch Verschleiß etc. abbauen. 
Der Flankenpunkt neben dem der minimalen Sicherheit weist einen Wert von knapp über 
SS,min = 1,0 auf, womit sich das Ergebnis wiederum gut in das Gesamtbild einordnet.  

 
Auch für die Versuche mit der Hypoidvariante G31,75kl, deren Ergebnisse in Bild 5-12 
dargestellt sind, werden aufgrund von Pressungsspitzen bei den Versuchen auf der Zug-
flanke jeweils zu niedrige Fresssicherheiten ermittelt. Benachbarte Flankenpunkte weisen 
dagegen mit Werten von ca. SS,min = 0,80 ähnliche Fresssicherheiten wie die Referenzva-
riante in Nulllage auf, womit sie sich insgesamt gut in das Gesamtbild einordnen. 
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Bild 5-11: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Tragbildlage – G0kl) 

Zugflanke Schubflanke 

0,0
0,2
0,4
0,6
0,8
1,0
1,2
1,4
1,6
1,8
2,0

m
in

im
al

e 
Fr

es
ss

ic
he

rh
ei

t S
 [-

]
S,

m
in FVA3+1%A

G31,75kl (Zug)
Ritzel treibt

H0
 J0

H+0,4
J +1,0

H+0,4
J -0,4

H-0,8
J+1,0

 

FVA3+1%A
G31,75kl (Schub)
Ritzel treibt

0,0
0,2
0,4
0,6
0,8
1,0
1,2
1,4
1,6
1,8
2,0

m
in

im
al

e 
Fr

es
ss

ic
he

rh
ei

t S
 [-

]
S,

m
in

H0
 J0

H-0,6
J+0,0

H+0,0
J +1,0

H+0,8
J +0,6

 

Bild 5-12: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Tragbildlage – G31,75kl) 
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In Bild 5-13 sind für einige Versuche der Variante G0kl die Verteilung der Fresssicherheit 
den dazugehörigen Schadensbildern gegenüber gestellt. Der Ort der minimalen Fresssi-
cherheit ist dabei als schwarzer Punkt gekennzeichnet. Es wurden, soweit möglich, Versu-
che ausgewählt, bei denen der beginnende und damit lokal begrenzte Fressschaden do-
kumentiert werden konnte. Es zeigen sich insgesamt eine sehr gute Übereinstimmung von 
rechnerischem und tatsächlichem Lasttragbild wie auch eine qualitativ gute Übereinstim-
mung des Schadensorts mit der Lage des berechneten Sicherheitsminimums. 
 

 Schadensfoto Verteilung der Fresssicherheit 

G0kl (Zugflanke) 

H+0,4 / J-0,4 

G0kl (Zugflanke) 

H-0,2 / J-0,1 

G0kl (Schubflanke) 

H+0,3 / J-0,3 

G0kl (Schubflanke) 

H+0,3 / J+0,8 

Bild 5-13: Exemplarischer Vergleich der rechnerischen Verteilung der Fresssicherheit 
mit den Schadensbildern (G0kl) – dargestellt auf der Tellerradflanke 
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In Bild 5-14 ist die gleiche Gegenüberstellung von Schadensbild und rechnerischer Fress-
sicherheit für einige Versuche der Variante G31,75kl dargestellt: 
 

 

 Schadensfoto Verteilung der Fresssicherheit 

G31,75kl (Zugflanke) 

H+0,4 / J-0,4 

 

G31,75kl (Zugflanke) 

H+0,4 / J+1,0 

 

G31,75kl (Schubfl.) 

H-0,6 / J-0,0 

 

G31,75kl (Schubfl.) 

H+0,8 / J+0,6 

 

Bild 5-14: Exemplarischer Vergleich der rechnerischen Verteilung der Fresssicherheit 
mit den Schadensbildern (G31,75kl) – dargestellt auf der Tellerradflanke 
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Auch für die Versuche mit der Variante G31,75kl zeigt sich insgesamt eine sehr gute Ü-
bereinstimmung von rechnerischem und tatsächlichem Lasttragbild. Weiterhin ist eine 
qualitativ gute Übereinstimmung des Schadensorts mit der Lage des berechneten Sicher-
heitsminimums zu beobachten. 
 

Einfluss der Treibart 
Der Einfluss der Treibart wurde sowohl an den Varianten mit großem als auch kleinem 
Tragbild untersucht. In beiden Fällen ergab sich bei den Kegelrädern eine deutliche Ab-
hängigkeit der Fresstragfähigkeit von der Treibrichtung, bei den Hypoidverzahnungen war 
dagegen kein Einfluss zu erkennen. Diese Tatsache wurde im neuen Berechnungsverfah-
ren mittels des modifizierten Treibrichtungsfaktors berücksichtigt. In Bild 5-15 sind die 
Ergebnisse der Nachrechnung für die Kegelradvarianten gezeigt. Es ergeben sich jeweils 
minimale Fresssicherheiten von SS,min = 0,90 bis 1,13, womit der neue Treibrichtungsfaktor 
bestätigt wird. In Bild 5-16 sind die entsprechenden Ergebnisse für die Hypoidvarianten 
gezeigt, das Ergebnis der Kegelradvarianten wird bestätigt. 
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Bild 5-15: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Treibart – G0) 
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Bild 5-16: Nachrechnung der Prüfstandsversuche (Einfluss der Treibart – G31,75) 
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5.7.2 Nachrechnung von Schadensfällen aus Praxisanwendungen 

Zur weiteren Absicherung des neuen, lokalen Berechnungsverfahrens wurden auch einige 
Schadensfälle aus Praxisanwendungen nachgerechnet. Dabei handelt es sich zum einen 
um Schäden, die im Versuchsbetrieb, zum anderen um Schäden, die in der praktischen 
Anwendung auftraten. Von der Herstellern bzw. Betreibern der Getriebe wurden jeweils 
die für eine Zahnkontaktanalyse notwendigen Daten zur Verfügung gestellt. Für die Schä-
den aus dem Versuchsbetrieb lagen darüber hinaus genaue Angaben zu den Betriebsbe-
dingungen vor, die bei den Praxisanwendungen teilweise abgeschätzt werden mussten. 
 

Hubschraubergetriebe 
Beim untersuchten Hubschraubergetriebe traten im Rahmen der Ease-Off-Entwicklung bei 
verschiedenen Betriebsbedingungen am Prüfstand Fresser auf. Bei der Anwendung han-
delt es sich um ein einstufiges Kegelradgetriebe mit Modul mmn = 3,5 und einer Überset-
zung von i = 1,3 ins Schnelle („Rad treibt Ritzel“ auf der Zugflanke). Das Getriebe ist 
tauchgeschmiert mit einer PAO/Ester-Mischung (ISO-VG-32), die im Standardtest A/8,3/90 
die Schadenskraftstufe KS11 erreicht. Die Öltemperatur ist im Test auf ϑÖl = 105°C+5K 
geregelt. Die Flankenrauheit wurde im Rahmen der Fertigungsdokumentation mit Rz = 3,0 
μm gemessen.  
 
Es wurden drei Belastungsfälle untersucht:  

 Lastfall V1: T=75%, Eintauchtiefe 12%, mit Einlauf 
⇒ kein Schaden 

 Lastfall V2: T=100%, Eintauchtiefe 12%, mit Einlauf 
⇒ leichte Fresser im Fußbereich des Tellerrads / Kopfbereich des Ritzels 

 Lastfall V3: T=100%, Eintauchtiefe 15%, ohne Einlauf 
⇒ großflächige Fresser unterhalb des Tellerrad-Teilkegels / oberhalb des 
     Ritzelteilkegels 

 
In Bild 5-17 sind die Ergebnisse der Nachrechnung den jeweiligen Flankenfotos gegen-
über gestellt. Bei der Nachrechnung dieser drei untersuchten Lastfälle ergeben sich die 
folgenden minimalen Fresssicherheiten: 

 Lastfall V1: SS,min = 1,82 
 Lastfall V2: SS,min = 1,27 
 Lastfall V3: SS,min = 0,52 

 
Die Ergebnisse der Nachrechnung zeigen demnach, dass im Lastfall V1 nicht unbedingt, 
bei V2 dagegen schon eher mit Fressern gerechnet werden muss, während im Lastfall V3 
mit großer Sicherheit Fresser auftreten. Damit werden die aufgetretenen Schäden richtig 
wiedergegeben. Zusätzlich werden auch der Schadensort sowie die Schadensausprägung 
richtig abgebildet. 
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 Flankenfoto 
(Tellerrad) 

berechnete Fresssicherheit 
(Tellerrad) 

V1* 

SSmin = 1,82 

V2 

 
SSmin = 1,27 

V3* 

 
 SSmin = 0,52 

 
 

Bild 5-17: Nachrechnung des Fressschadens in einem Hubschraubergetriebe  
* Die dunklen Flankenbereiche in V1 und V3 sind noch mit Tragbildlack bedeckt 
und zeigen damit die nicht aktive Flanke. 
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Schiffsgetriebe 
Beim untersuchten Schiffsgetriebe traten bei mehreren Getrieben im Betrieb Fresser im 
Fußbereich des treibenden Ritzels / Kopfbereich des getriebenen Tellerrads mit anschlie-
ßender Grübchenentwicklung als Folge der Flankenschädigung auf. Bei dem Getriebe 
handelt es sich um ein nicht achsversetztes Kegelradgetriebe mit Modul mmn = 9,7 und 
einer Übersetzung von i = 1,63 ins Langsame („Ritzel treibt Rad“ auf der Zugflanke). 
Das Getriebe ist einspritzgeschmiert mit einem Mineralöl der Viskosität ISO-VG-150, das 
im Standardtest A/8,3/90 eine Schadenskraftstufe größer KS12 erreicht. Die Berechnung 
erfolgt mit der Annahme KS12. Die Öltemperatur wurde vom Anwender mit 50°C ge-
schätzt. Die Flankenrauheit der hart-geschnittenen Verzahnung wurde ebenfalls geschätzt 
mit Rz = 3,0 μm. Da Schiffsgetriebe üblicherweise ohne Einlauf direkt bei Inbetriebnahme 
mit Volllast betrieben werden, wird von nicht geglätteten Flanken ausgegangen. Auf Basis 
dieser Daten und Annahmen ergibt sich für den Anwendungsfall eine minimale Fresssi-
cherheit im Ritzelfuß / am Tellerradkopf von ca. SS,min = 1,08. Der Schaden kann damit 
nachvollzogen werden. Die in Bild 5-18 gezeigte Gegenüberstellung der berechneten 
Verteilung der Fresssicherheit und der Schadensfotos zeigt darüber hinaus eine gute 
Übereinstimmung von Schadensort und Lage des Sicherheitsminimums.  
 

 

Bahngetriebe 
Beim untersuchten Bahngetriebe traten bei mehreren Getrieben im Versuch Fresser in der 
Flankenmitte im Kopfbereich des treibenden Ritzels / Fußbereich des getriebenen Teller-
rads auf. Das Getriebe ist ein Hypoidgetriebe mit a = 0,10·de2 , Modul mmn = 3,7 und Über-
setzung i = 6,91 ins Langsame („Ritzel treibt Rad“ auf der Zugflanke). Das Getriebe ist 
tauchgeschmiert mit einem PAO der Viskosität ISO-VG-100 nach API-GL5. Die Berech-
nung erfolgt mit der Annahme einer Schadenskraftstufe KS10 im Sprungtest S-
A10/16,6R/90. Die relative Eintauchtiefe beträgt 10%. Die Öltemperatur wurde vom An-
wender mit 90°C geschätzt. Die Flankenrauheit der geläppten Verzahnung wurde gemes-
sen mit Rz = 8,0 μm. 

Flankenfoto Ritzel Flankenfoto Tellerrad berechnete Fresssicherheit 
(am Tellerrad) 

SSmin = 1,08 

Bild 5-18: Nachrechnung des Fressschadens in einem Schiffsgetriebe 
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Das Getriebe ist bei Schmierung mit einem GL5-Öl ausreichend fresssicher ausgelegt. Da 
der Schaden im Prüfstand jedoch ziemlich früh und schon bei niedrigen Lasten aufgetre-
ten ist, wird von nicht geglätteten Flanken ausgegangen.  
Bild 5-19 zeigt den Vergleich des Schadensbilds mit der Lage der minimalen Fresssicher-
heit, die mit SS,min = 1,11 bestimmt wurde. Somit ergibt sich sowohl quantitativ als auch 
qualitativ eine gute Übereinstimmung von Rechnung und Versuch. 
 

 

Fazit 
Die Nachrechnung dreier Praxisgetriebe unterschiedlicher Baugröße und Anwendung mit 
dem neuen, lokalen Rechenverfahren hat gezeigt, dass sowohl die Berechnung der Mas-
sen- und Blitztemperatur als auch die der zulässigen Kontakttemperatur zutreffend ist. 
Damit sind alle im Berechnungsverfahren beinhalteten Einflussgrößen quantitativ und 
qualitativ richtig berücksichtigt. 

5.7.3 Anwendung des lokalen Rechenverfahrens auf Stirnräder 

Die Anwendbarkeit des oben beschriebenen neuen lokalen Rechenverfahrens auf Stirnrä-
der wird anhand zweier von [Mich] bzw. [Coll] durchgeführter Stirnradversuche gezeigt, die 
sich durch einen sehr leichten bzw. einen lokal eng begrenzten Fressschaden auszeich-
nen. Da sich solche Grenzfälle besonders dazu eignen, sowohl den Betrag als auch die 
Lage des berechneten Minimums der Fresssicherheit zu verifizieren, wurden diese Ver-
such auch von Collenberg [Coll] zur Validierung seines lokalen Ansatzes zur Berechung 
der Fresstragfähigkeit von Stirnrädern herangezogen. 
Die Nachrechnung der beiden Versuche erfolgt auf Basis einer mit RIKOR [Riko] durchge-
führten Zahnkontaktanalyse zur Ermittlung der Pressungsverteilung. Die Geschwindigkei-
ten werden ebenfalls lokal über der Eingriffsstrecke berechnet. Die Massentemperatur 
wird aus den Berechnungen bzw. Messungen von Collenberg [Coll] übernommen. Die 
Grenztemperatur wird anhand der Schadenslaststufen der verwendeten Öle ermittelt, 
wobei die Daten zur Berücksichtigung der Kontaktzeitabhängigkeit von [Coll] übernommen 
werden. 

Flankenfoto Tellerrad berechnete Fresssicherheit 
(am Tellerrad) 

 

 

SSmin = 1,11 

Bild 5-19: Nachrechnung des Fressschadens in einem Bahngetriebe 
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Bild 5-20 links zeigt einen sehr „flachen“ Fressschaden, durch den noch die Schleifstruktur 
der Flanke zu erkennen ist (Daten zu Verzahnung und Versuchsbedingungen siehe 
[Mich]). Aufgrund der starken Profilverschiebung der Verzahnung 141 nach [Mich] steigt 
die Kontakttemperatur stetig mit der steigenden Gleitgeschwindigkeit vom Ritzelfuß zum  
-kopf, wo sie ihr Maximum erreicht. Gleichzeitig sinkt dabei die Kontaktzeit, sodass die 
zulässige Kontakttemperatur ebenfalls zunimmt. In Summe führt das zu einem im oberen 
Flankenbereich des Ritzels relativ flachen Verlauf der lokalen Fresssicherheit, deren Mini-
mum knapp unter SS,min = 1,0 liegt. 
Bild 5-20 rechts zeigt einen auf das Einzeleingriffsgebiet beschränkten Fressschaden an 
der Verzahnung A20 aus dem Standard-Fresstest (Daten zu Verzahnung und Versuchs-
bedingungen siehe [Coll]). Im Gegensatz zu den bekannten Fressschäden an dieser Ver-
zahnung, die sich meist über den gesamten Flankenbereich oberhalb des Ritzelwälzkrei-
ses erstrecken, ist der Ritzelkopf bei diesem Beispiel ungeschädigt. Die Begründung dafür 
liegt in der zum Ritzelkopf hin sinkenden Kontaktzeit, die eine steigende Grenztemperatur 
bedingt. Die lokale Fresssicherheit, deren Minimum bei SS,min = 0,80 liegt, steigt damit 
wieder auf Werte über 1,0 an. 
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Bild 5-20: Nachrechnung von Stirnradversuche – links: Verz. 141 nach Michaelis [Mich], 
rechts: A20 nach Collenberg [Coll] 
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Fazit 
Die Nachrechnung der beiden Schadensfälle aus den Stirnraduntersuchungen von [Mich] 
und [Coll] mit dem neuen, lokalen Rechenverfahren hat gezeigt, dass das Verfahren auch 
auf Stirnräder angewendet werden kann und die entsprechenden Einflussgrößen damit 
allgemein gültig berücksichtig sind. 
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6 
NORMFÄHIGES RECHENVERFAHREN 

6.1 Allgemeines 
Auf Basis des vorgestellten lokalen Berechnungsverfahrens, das die für die Fresstragfä-
higkeit maßgeblichen Beanspruchungen mittels einer Zahnkontaktanalyse bestimmt, wird 
ein neues einfaches und damit normfähiges Berechnungsverfahren vorgeschlagen. Norm-
fähige Rechenverfahren wie z.B. das von Wirth [Wirt] entwickelte Verfahren zur Bestim-
mung der Zahnfuß- und Grübchentragfähigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen 
(siehe 2.7) zeichnen sich dadurch aus, dass sie mit den Hauptgeometriedaten der nachzu-
rechnenden Verzahnung auskommen und somit prinzipiell „von Hand“ gerechnet werden 
können. Für Kegel- und Hypoidräder, deren Geometrie nur mithilfe einer Herstellsimulation 
exakt bestimmt werden kann, heißt das insbesondere, dass ein normfähiges Rechenver-
fahren eine einfache Methode zur Bestimmung der Hauptgeometrie beinhalten muss. An 
dieser müssen wiederum die Beanspruchungen repräsentativ ermittelt werden können. 
Üblicherweise wird deshalb auf Ersatz-Stirnradverzahnungen zurückgegriffen, z.B. in DIN 
3991 [D391] und ISO 10300 [I103]. Im Rahmen dieser Arbeit wird auf die Ersatz-
Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirt] zurückgegriffen. Diese gibt die Eingriffsverhältnisse 
der Kegel- und Hypoidräder sehr gut wieder, was anhand umfangreicher Parameterstu-
dien hinsichtlich der mit der Ersatzverzahnung ermittelten Beanspruchungen im Vergleich 
zu den mittels Zahnkontaktanalyse an der Originalverzahnung ermittelten Beanspruchun-
gen gezeigt werden konnte (siehe [Wirt]). 
Der Grundaufbau des normfähigen Berechnungsverfahrens entspricht dem des lokalen 
Verfahrens: Die zulässige Kontakttemperatur wird vom lokalen Rechenverfahren (siehe 
5.5) übernommen. Die auftretende Kontakttemperatur wird lokal über der Eingriffsstrecke 
der Ersatzverzahnung bestimmt. Sie setzt sich aus der nach dem neuen Ansatz für Kegel-
räder bestimmten Massentemperatur (4.4) und der lokal berechneten Blitztemperatur 
zusammen. Das Hauptziel bei der Entwicklung des neuen normfähigen Rechenverfahrens 
ist demnach die treffsichere Bestimmung der für die Berechnung der Blitztemperatur maß-
geblichen Beanspruchungen, wie Pressung, Geschwindigkeiten etc. 
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6.2 Ersatz-Stirnradverzahnung 
Eine genaue Beschreibung der Ersatz-Stirnradverzahnung für Kegelrad- und Hypoidver-
zahnungen sowie deren Validierung sind in der Dissertation von Wirth [Wirt] zu finden. Aus 
diesem Grund wird an dieser Stelle auf die Herleitung verzichtet und nur auf die wesentli-
chen Zusammenhänge eingegangen. 
 
Im Gegensatz zu dem von Niemann/Winter [NW3] vorgeschlagenen Verfahren wird die 
Ersatz-Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirt] direkt aus der Hypoidgeometrie abgeleitet 
(siehe Bild 6-1). Die Definition der Geometriegrößen erfolgt dabei ausgehend vom Ausle-

gungspunkt P, dem Berührpunkt 
der beiden Teilkegel von Kegel-
ritzel und Tellerrad. Der Ausle-
gungspunkt P spannt zusammen 
mit den beiden Teilkegelspitzen 
OP und OG die Tangentialebene 
T auf, in der demnach auch die 
Teilkegellängen Rm1 bzw. Rm2 
liegen. Senkrecht auf diese Ebe-
ne T im Punkt P verläuft die 
Normale nP – nG, welche die 
Halbmesser von Ersatzritzel und 
-rad dv1/2 und dv2/2 darstellt. Die 
Wälzachse der Ersatzverzah-
nung, die in der Tangentialebene 
T liegt, und damit auch die Zahn-
breite b wird in Richtung der 
Winkelhalbierenden des Achs-
versetzungswinkels ζmP definiert. 

  

Schrägungswinkel 
Der Schrägungswinkel beeinflusst einerseits die Sprungüberdeckung der Ersatzverzah-
nung und damit die Lastverteilung, andererseits aber auch die Neigung der Berührlinie 
gegenüber der Flankenlinie und damit deren für die lokale Reibungszahl maßgebliche  
Orientierung zur Schleifstruktur. Als optimaler Schrägungswinkel für die Ersatzverzahnung 
im Sinne der realistischen Abbildung der Berührlinienneigung hat sich dabei nach [Wirt] 
der Mittelwert aus Ritzel- und Radspiralwinkel herausgestellt: 
 

2
21 mm

v
βββ +

=  (131)

βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung βm1,2 [°] mittlerer Spiralwinkel 

1) Wälzachse 

Bild 6-1: Ableitung der Ersatz-Stirnradverzahnung 
aus der Geometrie der  Hypoidverzahnung 
nach Wirth [Wirt] 
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Durchmesser 
Die Durchmesser der Ersatzverzahnung sind maßgeblich für die repräsentative Abbildung 
der Eingriffsstrecke und damit der Überdeckung und der Lastverteilung etc. Sie werden 
nach [Wirt] wie oben beschrieben aus den Teilkegeldaten abgeleitet: 
 

21

21
21

,

,m
,v  cos

d
d

δ
=

 
(132)

212121 2 ,am,v,va hdd ⋅+=  (133)

212121 2 ,fm,v,vf hdd ⋅−=  (134)

vet,v,vb  cosdd α2121 =  
mit 

(135)

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
=

v

e
vet cos

tan
arctan

β
αα  (136)

dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

dva1,2 [mm] Kopfkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

dvf1,2 [mm] Fußkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

dvb1,2 [mm] Grundkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung der aktiven Flanke 

dm1,2 [mm] mittlerer Teilkegeldurchmesser 

δ1,2 [°] Teilkegelwinkel 
ham1,2 [mm] mittlere Zahnkopfhöhe 
hfm1,2 [mm] mittlere Zahnfußhöhe 
αe [°] effektiver Normaleingriffswinkel der 

aktiven Flanke nach ISO 23509 [I235] 
αvet [°] effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven 

Flanke 
βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

 

Modul, Zähnezahl 
Die Ersatz-Stirnradverzahnung besitzt denselben Normalmodul wie die Originalverzah-
nung, ihr Stirnmodul wird mittels Ersatz-Schrägungswinkel aus dem Normalmodul be-
stimmt. 
 

v

mn
vt cos

mm
β

=  (137)

vt

,v
,v m

d
z 21

21 =  (138)

mvt [mm] Stirnmodul der Ersatz-Stirnradverzahnung
mmn [mm] mittlerer Normalmodul 
zv1,2 [-] Zähnezahlen der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung  

βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

 

Eingriffsstrecke, Teilung 
Die Eingriffsstrecke ergibt sich aus den Durchmessern sowie dem Eingriffswinkel der Er-
satz-Stirnradverzahnung. Da sich die Eingriffswinkel auf Zug- und Schubflanke unter-
scheiden, muss die Eingriffsstrecke auch für die jeweils aktive Flanke bestimmt werden: 
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⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡ ⎟

⎠
⎞⎜

⎝
⎛ −−+⎟

⎠
⎞⎜

⎝
⎛ −−=

+=

vetvvbvavetvvbva

vavav

sindddsinddd

ggg

αα
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2
2

2
2
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1
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2
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v

vetmn
vet cos

cosm
p

β
απ

=  (140)

gvα [mm] Eingriffsstrecke der aktiven Flanke im 
Stirnschnitt der Ersatz-Stirnradverzahnung

gva1,2 [mm] Kopfeingriffsstrecke der aktiven Flanke im 
Stirnschnitt der Ersatz-Stirnradverzahnung

dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

dva1,2 [mm] Kopfkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

dvb1,2 [mm] Grundkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung der aktiven Flanke 

pvet [mm] Eingriffsteilung der aktiven Flanke im 
Stirnschnitt der Ersatz-Stirnradverzahnung

mmn [mm] mittlerer Normalmodul 
αvet [°] effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven 

Flanke 
βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

 
Zur abschnittsweisen Berechnung der Blitztem-
peratur auf der Eingriffsstrecke wird die Koordi-
nate gY eingeführt, die ihren Ursprung im Wälz-
punkt C hat, d.h. gY(C) = 0, und in Richtung 
Ritzelkopf positiv, in Richtung Ritzelfuß negativ 
definiert ist. In den Randpunkten A und E der 
Eingriffsstrecke bestimmt sich gY wie folgt: 
 

( ) 2vaY gAg −=  

( ) 1vaY gEg =  

 
Zwischen den beiden Endpunkten der Eingriffs-
strecke können im Prinzip beliebig viele Ab-
schnitte definiert werden, z.B. n = 10 Abschnitte. 
Für einen Punkt Y auf der Eingriffsstrecke be-
rechnet sich die dazugehörige Koordinate gY(Y) 
dann folgendermaßen: 

( ) ( )
n

g
YgYg v

YY
α+−= 1  

 

Zahnbreite 
Die effektive Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung wird unter Berücksichtigung der 
Eingriffsverhältnisse der Hypoidverzahnung ermittelt (siehe Bild 6-3). Dazu wird zunächst 
der Winkel ϑmP der Schraubachse im Auslegungspunkt P berechnet, mit deren Parallelen 
das Eingriffsfeld am Beginn und Ende begrenzt wird. Die seitliche Berandung des Ein-
griffsfelds liegt senkrecht zur Wälzachse der Ersatzverzahnung, die durch die Winkelhal-
bierende des Achsversetzungswinkels ζmP definiert wird. 
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Bild 6-2:  Eingriffsstrecke der 
Ersatz-Stirnradverzahnung 
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Der Wälzpunkt C wird in den Auslegungspunkt P gelegt, der in guter Näherung im Mitten-
schnitt der Ersatzverzahnung angenommen wird (Bild 6-3 rechts: A = B).  

 

eff

veff
v b

b
bb

2
2=   

mit 
(141)

( ) ( )
( )21

22
2

mP

mPvetv
mP

eff

veff tantan

tancosgcos
b

b
ζγ

ζαζ α

′−

−
=  (142)

( )mmP tansinarctan ζδϑ 2=  (143)

2mPmP ζϑγ −=′  (144)

bv [mm] Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung
b2 [mm] Zahnbreite des Tellerrads 
bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-

Stirnradverzahnung  
b2eff [mm] Tragbildbreite am Tellerrad 
ζm [°] Achsversetzungswinkel 
ζmP [°] Achsversetzungswinkel in der Tangentia-

lenebene 

gvα [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

ϑmP [°] Schraubachsenwinkel in der Tangential-
ebene 

γ’ [°] Parallelogrammwinkel in Tangentialebene 
αvet [°] effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven 

Flanke 
δ2 [°] Teilkegelwinkel des Tellerrads 

 

Überdeckungen 
Mit den ermittelten Größen Eingriffsstrecke, -teilung und der Zahnbreite lassen sich die 
Stirn- und Sprungüberdeckungen sowie die Gesamtüberdeckung berechnen: 
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A
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R
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Bild 6-3:  Eingriffsfeld der Ersatz-Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirt] 
(links: Projektion des Eingriffsfelds in die Tangentialebene, 
rechts: Eingriffsfeld der Ersatzverzahnung) 
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vet

v
v p

g α
αε =  (145)

vet

va
vfva p

g 1
21 == εε  (146)

vet

va
vfva p

g 2
12 == εε  (147)

π
βε β

mn

vveff
v m

sinb
=  (148)

βαγ εεε vvv +=  (149)

εvα [-] Profilüberdeckung der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

εva1,2 [-] Kopfüberdeckungen der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

εvβ [-] Sprungüberdeckung der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

εvγ [-] Gesamtüberdeckung der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

gvα [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

pvet [mm] Eingriffsteilung der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
Stirnradverzahnung  

βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz- 
Stirnradverzahnung 

mmn [mm] Normalmodul 

 

Berührlinienlänge 
Die Berührlinienlängen sind durch die Größe des Eingriffsfelds gegeben. Nach Wirth [Wirt] 
werden die Berührlinienlängen über die x- und y-Koordinaten der Endpunkte der Berührli-
nie bestimmt. Diese werden wie in der ISO 10300 [I103] in Abhängigkeit von der Koordina-
te f berechnet, die senkrecht zu den Berührlinien orientiert ist und ihren Ursprung im Mit-

telpunkt M des Eingriffsfelds 
hat (Bild 6-4). Da für die 
abschnittsweise Berechnung 
der Blitztemperatur und der 
dazugehörigen Größen und 
Einflussfaktoren jedoch vom 
Auslegungspunkt P ausge-
gangen wird, muss die Koor-
dinate f in Abhängigkeit von 
gY ausgedrückt werden. Für 
die mittlere der maximal drei 
im Eingriff befindlichen Be-
rührlinien sowie die vor- und 
nachlaufende Berührlinie 
ergibt sich dann für die Koor-
dinate f: 
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Bild 6-4:  Eingriffsfeld der Ersatz-Stirnradverzahnung 
nach Wirth [Wirt] zur Bestimmung der Berührli-
nienlängen 
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( ) vbYvvamY cosgggf βα ⋅+−= 22  (150)

vbvetmYtY cospff β⋅+=  (151)

vbvetmYrY cospff β⋅−=   (152)

mit ( )vetvvb costanarctan αββ =  (153)

fmY [mm] Eingriffskoordinate der mittleren 
Berührlinie im Punkt Y 

ftY [mm] Eingriffskoordinate der vorlaufenden 
Berührlinie 

frY [mm] Eingriffskoordinate der nachlaufenden 
Berührlinie 

gY [mm] Koordinate auf der Eingriffsstrecke der 
Ersatz-Stirnradverzahnung 

gvα [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

pvet [mm] Eingriffsteilung der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

βvb [°] Grundkreis-Schrägungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

αvet [°] eff. Stirneingriffswinkel der aktiven Flanke 

 
Die Maximalwerte für die Koordinate f ergeben sich aus den seitlichen Berandungen des 
Eingriffsfelds (fmax0 bei y = 0, fmaxB bei y = bveff): 

( )( ) vbvbeff vvαmax0 costantanbgf ββγ +−=
2
1

 (154)

( )( ) vbvbeff vvαmaxB costantanbgf ββγ ++=
2
1

 

mit 
(155)

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
=

vetcos
'tanarctan

α
γγ  (156)

fmax = fmaxB, wenn fmaxB > fmax0 ; sonst: fmax = fmax0 

fmax [mm] Maximalwert der Eingriffskoordinate 
gvα [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-

Stirnradverzahnung 
bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

βvb [°] Grundkreis-Schrägungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

γ' [°] Parallelogrammwinkel in Tangentialebene 

 
Die Endkoordinaten x und y einer Berührlinie berechnen sich in Abhängigkeit von der 
Koordinate f, wobei für jeden betrachteten Berührpunkt Y die dazugehörigen f-Werte ein-
gesetzt werden: 

( )

vb

eff vvα
eff v

vbvbvb

tantan

tanbg
b

sinftancosf
x

βγ

γβββ

+

++⎟
⎠

⎞
⎜
⎝
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2
1

2
1  

(157)

( )

vb

eff vvα
eff v

vbvbvb

tantan

tanbg
b

sinftancosf
x

βγ

γβββ

+

−−⎟
⎠

⎞
⎜
⎝

⎛ ++
= 2

1
2

2  (158)

x1,2 = 0, wenn x1,2 < 0; x1,2 = bveff, wenn x1,2 > bveff 
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⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛ +++−=

22121
eff v

vbvbvbvb,,
bsinftancosftanxy ββββ  (159)

x1,2 [mm] Endkoordinate der Berührlinie 
y1,2 [mm] Endkoordinate der Berührlinie 
f [mm] Eingriffskoordinate 
γ [°] Parallelogrammwinkel in Eingriffsebene 

bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
Stirnradverzahnung  

βvb [°] Grundkreis-Schrägungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

 
Mit den Endkoordinaten lassen sich die theoretische Berührlinienlängen lb0,Y für jeden 
betrachteten Berührpunkt Y auf der Eingriffsstrecke berechnen. Die theoretische Berührli-
nienlänge wird anschließend noch über eine elliptische Korrekturfunktion Clb an den Rän-
dern beschnitten: 
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lb,Y [mm] Länge der Berührlinie 
lb0,Y [mm] theoretische Länge der Berührlinie 
Clb [-] Korrekturfaktor der Berührlinienlänge 

f [mm] Eingriffskoordinate 
bv [mm] Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung
bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

  

Ersatzkrümmungsradius 
Der Ersatzkrümmungsradius im Auslegungspunkt der aktiven Flanke wird nach Shtipel-
man [Shti] direkt im Normalschnitt der Kegelrad- bzw. Hypoidverzahnung bestimmt und 
dann in die Richtung senkrecht der Berührlinie umgerechnet: 
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ρt [mm] Ersatzkrümmungsradius im Normalschnitt 
im Auslegungspunkt 

ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius senkrecht zur 
Berührlinie im Auslegungspunkt 

βB [°] Neigungswinkel der Berührlinie zur Flan-
kenlängsrichtung 

βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz- 
Stirnradverzahnung 

αe [°] effektiver Normaleingriffswinkel der 
aktiven Flanke 

βm1,2 [°] Spiralwinkel 
αn [°] Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke 
αlim [°] Grenzeingriffswinkel nach ISO 23509 

[I235] 
ζmP [°] Achsversetzungswinkel nach ISO 23509 

[I235] 
δ1,2 [°] Teilkegelwinkel 
Rm1,2 [mm] Teilkegellänge 

 
 
Der so im Auslegungspunkt P (bzw. Wälzpunkt C der Ersatzverzahnung) ermittelte Er-
satzkrümmungsradius muss entlang der Eingriffsstrecke der Ersatzverzahnung auf die 

anderen Berührpunkte Y umgerechnet 
werden. Diese Umrechnung erfolgt über 
den Krümmungsfaktor XY, der analog dem 
Mittelzonenfaktor ZM-B der ISO 10300 
[I103] aufgebaut ist und auf der Tatsache 
beruht, dass die Summe der beiden 
Krümmungsradien von Ritzel und Rad in 
jedem Berührpunkt gleich ist (Bild 6-5) 
[NW2]: 
 

const....CCBB ==+=+ 2121 ρρρρ  

  
Daraus ergibt sich der Umrechnungsfaktor 
XY für einen beliebigen Berührpunkt Y in 
Abhängigkeit von den Eingriffswinkeln αY1 
und αY2 und daraus wiederum der Ersatz-
krümmungsradius ρers,Y in diesem Berühr-
punkt Y zu: 
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Bild 6-5:  Krümmungsradien der 
Ersatz-Stirnradverzahnung 
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ρers,Y [mm] lokaler Ersatzkrümmungsradius senkrecht 
zur Berührlinie im Punkt Y 

ρers [mm] Ersatzkrümmungsradius senkrecht zur 
Berührlinie im Auslegungspunkt 

XY [-] Krümmungsfaktor 
αvet [°] eff. Stirneingriffswinkel der aktiven Flanke 

αY1,2 [°] Stirneingriffswinkel im Punkt Y 
dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-

Stirnradverzahnung 
dvb1,2 [mm] Grundkreisdurchmesser der Ersatz-

Stirnradverzahnung 
gY [mm] Koordinate auf der Eingriffsstrecke der 

Ersatz-Stirnradverzahnung 

 

Lastaufteilung und Linienlastverteilung 
Zur Berechnung der lokalen Pressung muss neben dem Ersatzkrümmungsradius auch die 
lokale Linienlast für jeden betrachteten Berührpunkt Y der Eingriffsstrecke bestimmt wer-
den. Dazu wird zunächst über den Lastaufteilungsfaktor XLS, der dem Lastaufteilungsfak-
tor ZLS der ISO 10300 [I103] entspricht, der Lastanteil der mittleren Berührlinie ermittelt 
(Bild 6-6). Die durch KHβ = wmax / wm [Wirt] definierte maximale Linienlast in der Mitte der 
Berührlinie wird dann auf den betrachteten Berührpunkt Y auf der Eingriffsstrecke im Mit-
tenschnitt umgerechnet (Bild 6-7). 
 
Bei der Aufteilung der Gesamtlast auf die im Eingriff befindlichen Zähne wird wie bei Wirth 
[Wirt] von einer parabolischen Lastverteilung entlang der Koordinate f sowie einer ellipti-
schen Linienlastverteilung über den Berührlinien lb ausgegangen. Der Flächeninhalt der 
Halbellipse über einer Berührlinie, bezogen auf die Gesamtfläche aller Halbellipsen, wird 
dabei als Maß für deren Traganteil angesehen. Die Berechnung erfolgt lokal für jeden 
betrachteten Punkt Y der Eingriffsstrecke mit den jeweiligen Berührlinienlängen lb,Y aller im 
Eingriff befindlicher Berührlinien. Wie bei Wirth [Wirt] werden dabei maximal drei im Eingriff 
befindliche Berührlinien betrachtet. 
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Bild 6-6:  Annahmen zur Lastaufteilung nach ISO 10300 [I103] und Wirth [Wirt] 
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XLS,Y [-] Lastaufteilungsfaktor 
lb,Y [mm] Berührlinienlänge im Punkt Y 
f [mm] Abstand der Berührlinie im Punkt Y vom 

Mittelpunkt M des Eingriffsfeld 

A [-] Fläche der Halbellipse über der betrachte-
ten Berührlinie im Punkt Y 

p* [mm] maximale Linienlast der Berührlinie im 
Punkt Y 

e [-] Exponent = 3,0 für kleine Höhenballigkeit
        = 1,5 für große Höhenballigkeit 

 
 
Die Umrechnung der maximalen Linienlast vom Mittelpunkt der Berührlinie MY auf den 
betrachteten Berührpunkt Y auf der Eingriffsstrecke erfolgt über den lokalen Breitenlastfak-
tor KHβ,Y auf Basis des potenziellen Ansatz der Linienlastverteilung aus dem Berechnungs-
verfahren zur Graufleckentragfähigkeit von Kegelrädern nach FVA 516 [Homb]. Dabei 
entspricht der von der 
neuen Linienlastvertei-
lung einbeschriebene 
Flächeninhalt dem der 
elliptischen Verteilung, 
womit die Aufteilung 
der Gesamtlast auf die 
im Eingriff befindlichen 
Berührlinien mit der 
nach Wirth [Wirt] über-
einstimmt. 
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K Hβ,Y [-] lokaler Breitenlastfaktor im Punkt Y 
KHβ [-] globaler Breitenlastfaktor 
a [-] Exponent 
b [-] Konstante 
z [mm] Abstand des Mittelpunkts der Berührlinie 

zum betrachteten Punkt Y 
x, y [mm] Koordinaten der Berührlinienendpunkte 

bveff [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

gva2 [mm] Kopfeingriffsstrecke Rad 
gvα [mm] gesamte Eingriffsstrecke 
gY [mm] Koordinate auf der Eingriffsstrecke der 

Ersatz-Stirnradverzahnung 
lb [mm] Berührlinienlänge im Punkt Y 
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Bild 6-7:  Linienlastverteilung nach FVA 516 [Homb] 
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6.3 Beanspruchungen und Geschwindigkeiten 

6.3.1 Umfangskraft und Kraftfaktoren 

Der Anwendungsfaktor KA zur Erfassung externer, über die Nennlast hinausgehender 
Belastungen und/oder zur Berücksichtigung eines nicht genauer definierten Lastkollektivs 
wird aus der ISO 10300 [I103] übernommen. Er wird jedoch nur bei der Berechnung der 
Flankenbeanspruchung und damit der Blitztemperatur berücksichtigt, nicht jedoch bei der 
Berechnung der Massentemperatur. 
 
Der Dynamikfaktor Kv erfasst die inneren dynamischen Kräfte, die durch Schwingungen 
von Ritzel und Rad gegeneinander bzw. durch Schwingungen der Radpaare anderer Stu-
fen des Getriebes hervorgerufen werden. Er wird nach Wirth [Wirt] in Abhängigkeit von der 
relativen Achsversetzung arel zwischen dem Wert für Kegelräder nach ISO 10300 [I103] 
und dem Wert 1 für Hypoidverzahnungen (nach Niemann/Winter [NW3]) interpoliert: 
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 vbb = ; veffe bb = ; vmtmt FF =  

Kv [-] Dynamikfaktor 
K*v [-] Dynamikfaktor nach ISO 10300 [I103] 
arel [-] relative Achsversetzung 
a [mm] Achsversetzung 
dm1,2 [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad 

m1,2 [kg/mm] breitenbezogene Trägheitsmasse nach 
ISO 10300 [I103] 

mred [kg/mm] reduzierte breitenbezogene Trägheits-
masse nach ISO 10300 [I103] 

 
Der Stirnfaktor KHα wird nach Wirth [Wirt] analog dem Dynamikfaktor in Abhängigkeit von 
der relativen Achsversetzung arel zwischen dem Wert für Kegelräder nach ISO 10300 
[I103] und dem Wert 1 für Hypoidverzahnungen (nach Niemann/Winter [NW3]) interpoliert: 
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KHα [-] Stirnfaktor 
K*Hα [-] Stirnfaktor nach ISO 10300 [I103] 

arel [-] relative Achsversetzung 
a [mm] Achsversetzung 
dm1,2 [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad 

 
Für die Umfangskraft und die maßgebliche Umfangskraft an der Ersatz-
Stirnradverzahnung gilt unter Berücksichtigung der Kraftfaktoren: 
 

1m

v
mt1vmt cos

cosFF
β
β
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βHvAvmtmtH KKKFF =  (180)

Fvmt [N] Umfangskraft an der Ersatz-
Stirnradverzahnung 

FmtH [N] maßgebliche Umfangskraft 
βv [°] Schrägungswinkel der Ersatz- 

Stirnradverzahnung 

βm1 [°] mittlerer Ritzelspiralwinkel  
KA [-] Anwendungsfaktor nach ISO 10300 [I103] 
Kv [-] Dynamikfaktor 
KHβ [-] globaler Breitenlastfaktor nach Wirth [Wirt]

6.3.2 Pressung 

Die maßgebliche Flankenbeanspruchung wird mit der Zahnnormalkraft und den Kraftfakto-
ren im Auslegungspunkt (bzw. Wälzpunkt C der Ersatzverzahnung) bestimmt und über 
den in 6.2 beschriebenen Krümmungs- und Lastaufteilungsfaktor auf die betrachteten 
Berührpunkte Y umgerechnet. Aus der lokalen Pressung und dem dazugehörigen Ersatz-
krümmungsradius kann dann die Hertzsche Kontaktbreite ermittelt werden. 
Bei den Annahmen zur Lastverteilung (siehe Bild 6-6 und Bild 6-7) wird von einer vollstän-
digen Entlastung des Eingriffsbeginns und -endes ausgegangen. Der Vergleich mit der 
anhand einer Zahnkontaktanalyse ermittelten Pressung zeigt für die Prüfverzahnungen im 
relevanten Lastbereich (T1 > 300 Nm) jedoch je nach Ease-Off-Auslegung durchaus nen-
nenswerte Pressungen in diesen Flankenbereichen (Bild 6-8). Da dort auch die maximalen 
Gleitgeschwindigkeiten und damit die größten Blitztemperaturen zu erwarten sind, dürfen 
diese Pressungen im einfachen Berechnungsverfahren nicht unberücksichtigt bleiben. 
Deshalb wird die sich theoretisch ergebende Flankenpressung σH,Y über eine parabolische 
Funktion symmetrisch um den Auslegungspunkt (gY = 0), in dessen Nähe üblicherweise 
die maximale Pressung auftritt, modifiziert. Das Maß der Anhebung hängt dabei vom Wert 
der Pressung am Ritzelkopf bzw. Tellerradfuß ab, der als Auslegungsparameter relativ zur 
Maximalpressung angegeben wird (CHB = σH,A bzw. E /σH,max). Bei vollständiger Entlastung 
des Ritzelkopfes, also CHB = 0, entspricht die modifizierte Flankenpressung σH,Ymod der 
theoretischen Flankenpressung σH,Y. Zusammen mit der Tragbildbreite am Tellerrad b2eff, 
die maßgeblich von der Breitenballigkeit abhängt, kann somit auch der Einfluss der Hö-
henballigkeit auf die Pressungsverteilung berücksichtigt werden. Als Anhaltswerte dienen 
dabei CHB = 0 für Verzahnungen, die unterhalb der Nennlast betrieben werden, CHB = 0,5 
für Verzahnungen mit großer Höhenballigkeit (z.B. Industriegetriebe) und CHB = 0,75 für 
Verzahnungen mit kleinerer Höhenballigkeit (z.B. Fahrzeuggetriebe).  
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σH,Ymod [N/mm2]  modifizierte Flankenpressung 
σH,Y [N/mm2] maßgebliche Flankenpressung 
Fn [N] Zahnnormalkraft 
lb,Y [mm] Berührlinienlänge im Punkt Y  
ρers,Y [mm] Ersatzkrümmungsradius im Punkt Y 

XE  = ZE [-] Elastizitätsfaktor nach ISO 10300 [I103] 
XLS,Y [-] Lastaufteilungsfaktor im Punkt Y 
CHB [-] relative Flankenpressung am Ritzelkopf / 

Tellerradfuß 
bH,Y [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite 
E’ [N/mm2] Ersatz-E-Modul 
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Bild 6-8: Verlauf der Pressung über der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse (ZKA) 
im Vergleich zum normfähigen Verfahren (T1 = 500 Nm) 
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In Bild 6-9 sind die mit CHB = 0,50 modifizierten Pressungsverläufe im Vergleich zu den 
mittels ZKA ermittelten dargestellt: 
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Bild 6-9: Verlauf der Pressung über der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse (ZKA) 
im Vergleich zum modifizierten normfähigen Verfahren (T1 = 500 Nm) 
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6.3.3 Gleit- und Summengeschwindigkeit 

Für die Berechnung der lokalen Reibungszahlen sowie der Blitztemperatur werden die 
lokalen Geschwindigkeiten (Oberflächen-, Summen- und Gleitgeschwindigkeit) benötigt. 
Diese werden wie die Pressung abschnittsweise auf der Eingriffsstrecke ermittelt. Dabei 
muss berücksichtigt werden, dass achsversetzte Kegelräder Geschwindigkeitskomponen-
ten in Zahnlängsrichtung aufweisen. In guter Näherung wird davon ausgegangen, dass 
diese Geschwindigkeitskomponenten konstant sind. Außerdem wird bei der Berechnung 
der Summengeschwindigkeit zur Bestimmung der Reibungszahl davon ausgegangen, 
dass wie bei Stirnrädern nur die Anteile der Oberflächengeschwindigkeit senkrecht zur 
Berührlinie zu berücksichtigen sind. Die Oberflächengeschwindigkeit in Zahnlängsrichtung 
wt1,2s wird im Auslegungspunkt ermittelt, der Anteil wt1,2h in Zahnhöhenrichtung lokal auf 
der Eingriffsstrecke in Abhängigkeit von der Koordinate gY: 
 

212121 ,m,mts,t sinvw β⋅=  (185)

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+⋅⋅=
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111
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Y
nmmtht d

gsincosvw αβ  (186)
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⎠

⎞
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⎝

⎛
−⋅⋅=
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222

v

Y
nmmtht d

gsincosvw αβ  (187)

wt1,2s [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnlängsrichtung 

wt1,2h [mm/s] lokale Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnhöhenrichtung 

βm1,2 [°] mittlerer Spiralwinkel 
αn [°] Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke 
gY [mm] Abschnitt auf der Eingriffsstrecke 
dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

 
Aus der vektoriellen Addition der beiden Komponenten der Oberflächengeschwindigkeiten 
in Zahnlängs- und -höhenrichtung ergibt sich der Gesamtbetrag der Oberflächenge-
schwindigkeit. Dieser kann dann mithilfe des in P bestimmten Winkels der Berührlinie βB 
sowie des Winkels ωwt zwischen den Geschwindigkeitsanteilen in Höhen- und Längsrich-
tung in einen Anteil senkrecht zur Berührlinie zerlegt werden: 
 

2
21

2
2121 h,ts,t,t www +=  (188)

( )212121 ,wtB,tvert,t sinww ωβ +⋅=  (189)

mit  
21

21
21

,ts

h,t
,wt w

w
arctan=ω  (190)

wt1,2 [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit 
wt1,2s [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 

Zahnlängsrichtung 
wt1,2h [mm/s] lokale Oberflächengeschwindigkeit in 

Zahnhöhenrichtung 

wt1,2vert [mm/s] lokale Oberflächengeschwindigkeit senk-
recht zur Berührlinie 

βB [°] Neigungswinkel der Berührlinie zur Flan-
kenlängsrichtung 

ωwt1,2 [°] Winkel zwischen Oberflächengeschwin-
digkeit in Zahnhöhen- und -längsrichtung 
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Die Summengeschwindigkeit berechnet sich analog aus einem Anteil in Zahnhöhen- (vΣh) 
und einem in Zahnlängsrichtung (vΣs). Der Anteil in Längsrichtung ist dabei die Summe der 
beiden Oberflächengeschwindigkeiten wt1s und wt2s, während der Anteil in Höhenrichtung 
aus den beiden Oberflächengeschwindigkeiten wt1h und wt2h berechnet wird: 
 

22
shY, vvv ΣΣΣ +=  (191)

mit ststs wwv 21 +=Σ  (192)

 hthth wwv 21 +=Σ  (193)

vΣ [mm/s] Summengeschwindigkeit 
vΣs [mm/s] Summengeschwindigkeit in 

Zahnlängsrichtung 
vΣh [mm/s] Summengeschwindigkeit in 

Zahnhöhenrichtung 

wt1,2s [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnlängsrichtung 

wt1,2h [mm/s] lokale Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnhöhenrichtung 

 
Der Anteil der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie kann aus der Summe 
der beiden Oberflächengeschwindigkeiten wt1,2vert senkrecht zur Berührlinie bestimmt wer-
den: 
 

Y,verttY,verttY,vert wwv 21 +=Σ  (194)

vΣvert [mm/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur 
Berührlinie 

wt1,2vert [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit senkrecht zur
Berührlinie 

 
Die Gleitgeschwindigkeit setzt sich ebenfalls aus einem Anteil in Zahnhöhen- (vgh) und 
einem in Zahnlängsrichtung (vgs) zusammen: 
 

22
gsghY,g vvv +=  (195)

mit ( )2111 mmmmtgs tantancosvv βββ −⋅⋅=  (196)
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gvv  (197)

wt1,2vert [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnlängsrichtung 

wt1,2s [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnlängsrichtung 

wt1,2h [mm/s] Oberflächengeschwindigkeit in 
Zahnhöhenrichtung 

βm1,2 [°] Spiralwinkel 
αn [°] Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke 
gY [mm] Abschnitt auf der Eingriffsstrecke 
dv1,2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-

Stirnradverzahnung 

 
Bild 6-10 zeigt die Gegenüberstellung der mit dem neuen normfähigen Rechenverfahren 
ermittelten Gleit- und Summengeschwindigkeit über der Eingriffsstrecke im Vergleich zu 
den mittels ZKA ermittelten Werten. Es ergibt sich insgesamt eine qualitativ und quantitativ 
gute Übereinstimmung. 
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Das für die Berechnung der lokalen Reibungszahl benötigte Gleit-Wälz-Verhältnis aus den 
Beträgen der Gleitgeschwindigkeit und der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berühr-
linie ergibt sich zu: 
 

Y,vert

Y,g
Y,x v

v
s

Σ
=  (198)

sx [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 
vg [mm/s] Gleitgeschwindigkeit 

vΣvert [mm/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur 
Berührlinie 
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Bild 6-10: Verlauf der Gleit- und Summengeschwindigkeit über der Eingriffsstrecke - 
Zahnkontaktanalyse (ZKA) im Vergleich zum normfähigen Verfahren 
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6.3.4 Schmierfilmdicke 

Die für die Reibungszahlberechnung benötigte relative Schmierfilmdicke wird wie in 5.2.4 
beschrieben abschnittsweise für jeden Kontaktpunkt nach dem Ansatz von Ertl/Grubin [Erl, 
Grub] berechnet und mit dem thermischen Korrekturfaktor nach Murch/Wilson [MuWi] 
modifiziert. Dabei werden die Pressung (siehe 6.3.2), die Summengeschwindigkeit senk-
recht zur Berührlinie (siehe 6.3.3) sowie der Ersatzkrümmungsradius (siehe 6.2) des je-
weiligen Berührpunkts Y eingesetzt. 
Die Schliffrichtung wird vereinfacht als parallel zum Teilkegel der Kegelradverzahnung und 
damit näherungsweise parallel zur Zahnlängsrichtung der Ersatz-Stirnradverzahnung 
angenommen. Bei Schrägungswinkeln βv > 0° tritt demnach eine Schrägstellung der Be-
rührlinie zur Richtung der Schleifriefen auf, womit der Korrekturfaktor CLS für Längs- und 
Kreuzschliff (siehe 4.1.3) herangezogen werden muss. 
 

( )21

0

2
1 RzRz

h Y,
Y,z

+
=λ  (199)

mit  LSth
'

Y, CChh ⋅⋅= 00  (200)

λz,Y [-] relative Schmierfilmdicke 
Rz1,2 [μm] Flankenrauheit 
h0,Y [μm] Schmierfilmdicke im Parallelspalt 
h’0 [μm] Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin 

[Ertl, Grub] (siehe 5.2.4) 

Cth [-] thermischer Korrekturfaktor nach 
Murch/Wilson berechnet mit vΣvert  
(siehe 4.1.2) 

CLS [-] Korrekturfaktor für Längs- und Kreuzschliff 
(siehe 4.1.3) 

 

6.3.5 Reibungszahl 

Der Ansatz zur Berechnung der Reibungszahl wird ebenfalls aus dem lokalen Rechenver-
fahren übernommen (siehe 5.3). Dabei werden die lokalen Werte der Flankenpressung, 
der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berührlinie, des Gleit-Wälz-Verhältnisses so-
wie der relativen Schmierfilmdicke des jeweiligen Berührpunktes Y eingesetzt: 
 

( ) ( ) ( ) ( ) RSL
,

Y,z
,

Y,x
,

Y,vert
,

Y,HY CCCsv, ⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅= −− 1000502001000360 λσμ λΣ  (201)

μY [-] lokale Reibungszahl 
σH,Y [N/mm2] maßgebl. Flankenpressung 
vΣvert,Y [m/s] Summengeschwindigkeit senkrecht 

zur Berührlinie 
sx,Y [-] Gleit-Wälz-Verhältnis 

Cλ [-] Schmierfilmdickenfaktor 
= 1,0 für korrigierte Verzahnungen 

λz,Y [-] relative Schmierfilmdicke berechnet mit 
der Ölviskosität bei Massentemperatur  

CL [-] Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345 
CRS [-] Rauheitsstrukturfaktor 

 
Der Rauheitsstrukturfaktor ergibt sich mit der Annahme der Schleifriefenrichtung in Zahn-
längsrichtung in Abhängigkeit vom Neigungswinkel der Berührlinie. Der Exponent ε wird 
dabei mit 2,0 für parallele Schleifriefen angesetzt, für geläppte Oberflächen ohne definierte 
Orientierung der Rauheitsstruktur wird ε mit 0,5 angenommen: 
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( )εβBRS sin,C ⋅+= 3001  (202)

CRS [−] Rauheitsstrukturfaktor 
βB [°] Neigungswinkel der Berührlinie zur 

Schleifstruktur = Flankenlinie, siehe (165) 

ε [-] Exponent 
= 2,0 für geschliffene Oberflächen 
= 0,5 für geläppte Oberflächen 

  

6.4 Auftretende Kontakttemperatur 
Die Berechnung der auftretenden Kontakttemperatur erfolgt analog dem lokalen Rechen-
verfahren aus der bei stationären Betriebsbedingungen konstanten Massentemperatur 
(siehe 4.4) und der abschnittsweise auf der Eingriffsstrecke berechneten Blitztemperatur. 
Der Einlauf- und der Treibrichtungsfaktor werden dabei aus 5.4.2 übernommen: 
 

 
In Bild 6-11 ist die Gegenüberstellung der mittels Zahnkontaktanalyse und der nach dem 
normfähigen Rechenverfahren ermittelten lokalen Kontakttemperatur dargestellt. Der Ver-
gleich der beiden Methoden zeigt eine qualitativ und quantitativ gute Übereinstimmung, 
wodurch sichergestellt ist, dass das einfache normfähige Rechenverfahren die wesentli-
chen Einflussgrößen im Rahmen der Möglichkeiten realistisch wiedergibt. Die Einschrän-
kungen beziehen sich dabei – wie in 6.3.2 schon erwähnt – auf die Abbildung der maßgeb-
lichen Flankenpressung. Diese hängt stark von der tatsächlichen Ease-Off-Gestaltung 
sowie den Verlagerungen von Verzahnung und Welle-Lager-System ab, was ein für eine 
einfache Auslegungsberechnung bestimmtes Rechenverfahren nicht abdecken kann. 

6.5 Zulässige Kontakttemperatur 
Der Ansatz für die zulässige Kontakttemperatur wird ebenfalls dem lokalen Rechenverfah-
ren entnommen (siehe 5.5).  
 

Y,flMY,C ϑϑϑ +=  (203)

ϑC,Y [°C] lokale Kontakttemperatur ϑM [°C] Massentemperatur nach 4.4 
ϑfl,Y [K] Blitztemperatur nach 5.4.2 
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Bild 6-11: Verlauf der Kontakttemperatur über der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse 
(ZKA) im Vergleich zum modifizierten normfähigen Verfahren (T1 = 500 Nm) 
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6.6 Sicherheit gegen Fressen 
Die Fresssicherheit entlang der Eingriffsstrecke wird analog dem lokalen Rechenverfahren 
aus dem Verhältnis der lokal zulässigen Kontakttemperatur zur lokal auftretenden Kontakt-
temperatur – jeweils abzüglich der Öltemperatur – definiert und abschnittsweise für die 
betrachteten Berührpunkte Y auf der Eingriffsstrecke bestimmt. 
 

S,S
OilY,C

OilY,S
Y,S SS ≥

−
−

=
ϑϑ
ϑϑ

 (204)

SS,Y [-] lokale Fresssicherheit 
SS,S [-] geforderte Mindest-Fresssicherheit 
ϑOil [°C] Öltemperatur 

ϑS,Y [°C] lokal zulässige Kontakttemperatur 
ϑC,Y [°C] maximale Kontakttemperatur 

 
Aufgrund der Ungenauigkeit, die das einfache normfähige Rechenverfahren vor allem 
hinsichtlich der tatsächlichen Pressungsverteilung naturgemäß mit sich bringt, ist die zu 
wählende Mindestsicherheit SS,S höher zu wählen als in 5.6 angegeben: Für Fresssicher-
heiten SS < 1,3 ist mit hoher Wahrscheinlichkeit mit einem Fressschaden zu rechnen, 
während für Fresssicherheiten SS zwischen 1,3 und 2,0 bei guter Kenntnis der real auftre-
tenden Belastungen sowie ausreichendem Einlauf nicht mit Fressern zu rechnen ist. Bei 
SS > 2,0 wird nicht mit einem Fressschaden gerechnet. 

6.7 Ergebnisse 

6.7.1 Nachrechnung der Prüfstandsversuche 

Die Verifikation des neuen normfähigen Berechnungsverfahrens erfolgt analog zu 5.7 
zunächst anhand der Prüfstandsversuche. Dabei wird für jeden Versuch für die Schadens-
laststufe die minimale Fresssicherheit über der Eingriffsstrecke ermittelt. Als Referenz 
dient dabei zum einen das Ergebnis des Versuchs (Fresser ⇒ SS,min < 1,0), zum anderen 
die mit dem lokalen Rechenverfahren ermittelte Sicherheit. Vergleichend werden auch die 
nach DIN 3991 [D391] (für a = 0 mm) bzw. Niemann/Winter [NW3] (für a ≠ 0 mm) gerech-
neten Fresssicherheiten betrachtet. Folgende Annahmen wurden bei der Nachrechnung 
der Prüfstandsversuche getroffen: 

 Die Berechnung erfolgte anhand des bei der entsprechenden Schadenslaststufe 
gemessenen Drehmoments sowie der dazugehörigen Öltemperatur am Testende. 

 Bei allen Rechenverfahren wurde dieselbe Massentemperatur ϑMT für die Testbe-
dingungen der betrachteten Schadenslaststufe eingesetzt. 

 Die Tragbildbreite am Tellerrad b2eff wurde aus der ZKA übernommen. 
 Für die Varianten mit großem Tragbild (⇒ HB/mmn = 10…15 µm/mm bzw. LB/mmn = 

15…18 µm/mm) wurden die Faktoren e = 3 und CHB = 0,75 gewählt, für die Varian-
ten mit kleinem Tragbild (⇒ HB/mmn = 20…30 µm/mm bzw. LB/mmn = 20…30 
µm/mm) e = 1,5 und CHB = 0,50 (Balligkeiten siehe auch Bild 3-3 und Bild 3-4). 
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In Bild 6-12 sind die Ergebnisse der vergleichenden Nachrechnung der Prüfstandsversu-
che gezeigt. Im Vergleich zu den bisherigen Rechenverfahren nach DIN 3991 [D391] und 
Niemann/Winter [NW3] liegen die sich ergebenden Fresssicherheiten deutlich näher am 
lokalen Rechenverfahren und damit näher an der Realität (SS,min ≈ 1,0). Im Vergleich zum 
lokalen Rechenverfahren (ZKA) ergeben sich mit dem normfähigen Rechenverfahren 
ähnliche bis tendenziell niedrigere Fresssicherheiten, wobei die Unterschiede im Wesentli-
chen auf die näherungsweise Abbildung der Pressungsverteilung zurückzuführen sind. 

 
Zur besseren Vergleichbarkeit der nach dem neuen normfähigen Rechenverfahren ermit-
telten Fresssicherheiten werden diese in Bild 6-13 über den entsprechenden, mittels ZKA 
ermittelten Fresssicherheiten aufgetragen. Es zeigt sich, dass sich die Werte in einem 
±20%-Streuband einordnen lassen, womit eine gute Übereinstimmung gegeben ist. Nach 
DIN 3991 [D391] bzw. Niemann / Winter [NW3] werden dagegen für die Kegelrad-
Prüfverzahnungen deutlich zu hohe, für die Hypoid-Varianten deutlich zu niedrige Sicher-
heiten ermittelt. Das neue Rechenverfahren stellt also im Vergleich zu den bisherigen 
Verfahren den Einfluss der Achsversetzung deutlich besser dar. 
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Bild 6-12: Berechnete Fresssicherheiten nach dem lokalen im Vergleich zum normfähigen  
Rechenverfahren sowie nach DIN 3991 [D391] bzw. Niemann/Winter [NW3] 
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Fazit 
Die vergleichende Nachrechnung der Prüfstandsversuche zeigt, dass die Einflüsse der 
Achsversetzung, der Tragbildgröße und der Treibrichtung mit dem neuen normfähigen 
Rechenverfahren realistisch und damit im Vergleich zu den bisherigen Verfahren deutlich 
besser abgebildet werden. 

6.7.2 Nachrechnung von Schadensfällen aus Praxisanwendungen 

Die in 5.7.2 beschriebenen Schadensfälle aus dem Hubschrauber- und dem Schiffsgetrie-
be wurden auch mit dem normfähigen Rechenverfahren nachgerechnet und die Ergebnis-
se den mit dem lokalen Rechenverfahren ermittelten Ergebnissen gegenüber gestellt. Das 
ebenfalls beschriebene Bahngetriebe konnte aufgrund der hohen Überdeckung εγ > 3,0 
(siehe 6.2), für welche die Berechnung der Lastauf- und Lastverteilung nicht gilt, nicht 
nachgerechnet werden. Wie bei den Prüfstandsversuchen auch, wurde die Tragbildbreite 
des Tellerrads aus der ZKA übernommen. Der Lastaufteilungsexponent wurde auf Basis 
des mittels ZKA errechneten Tragbilds unter Last für das Hubschraubergetriebe mit e = 3, 
für das Schiffsgetriebe mit e = 1,5 gewählt. Die Korrektur in Höhenrichtung wurde für das 
Hubschraubergetriebe mit in Richtung Ritzelkopf verschobenem Tragbild bei 75% Nenn-
last CHB = 0,20, bei 100% Nennlast mit CHB = 0,50 angenommen. Für das Schiffsgetriebe, 
das deutlich unter der Nennlast ausfiel, wurden mit einem entlasteten Ritzelkopf und dem-
nach CHB = 0 gerechnet. 
 
Für das Hubschraubergetriebe ergaben sich die folgenden minimalen Fresssicherheiten: 

 Lastfall V1: SS,min = 1,86 (ZKA: SS,min = 1,82) 
 Lastfall V2: SS,min = 1,26 (ZKA: SS,min = 1,27) 
 Lastfall V3: SS,min = 0,51 (ZKA: SS,min = 0,52) 
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Bild 6-13: Vergleich des normfähigen Rechenverfahrens (norm.) mit dem lokalen Rechen-
verfahren (links) und dem nach DIN 3991 bzw. Niemann/Winter (rechts) 
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Für das Schiffsgetriebe ergab sich: 
 SS,min = 1,13 (lokal: SS,min = 1,08) 

 

Fazit 
Die Nachrechnung der Praxisgetriebe mit dem neuen normfähigen Rechenverfahren zeigt 
stichprobenartig, dass dieses auch bei von den Prüfverzahnungen abweichenden Baugrö-
ßen und Anwendungen quantitativ und qualitativ zutreffende Ergebnisse liefert. 
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7 
ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 

Aufgrund der fatalen Auswirkungen eines Fressschadens und der daraus resultierenden 
Folgeschäden auf die Lebensdauer eines Getriebes hat die optimale Auslegung des tribo-
logischen Systems aus Verzahnung und Schmierstoff zur Vermeidung von Fressern eine 
große Bedeutung bei der Getriebeentwicklung. Die bislang zur Verfügung stehenden Me-
thoden zur Auslegung und Nachrechnung von Zahnrädern hinsichtlich der Fresstragfähig-
keit verfügen alle über spezifische Nachteile: Die Berechnungsverfahren gelten jeweils nur 
für eine bestimmte Verzahnungsart und beruhen auf unterschiedlichen Annahmen zur 
maßgeblichen Beanspruchung. Des Weiteren werden noch nicht alle aktuellen Erkenntnis-
se zur Fresstragfähigkeit berücksichtigt. Speziell im Falle der Kegel- und Hypoidverzah-
nungen werden darüber hinaus auch der Einfluss der Achsversetzung sowie der Tragbild-
lage und –größe nicht korrekt wiedergeben. Ziel dieser Arbeit war es deshalb, auf Basis 
systematischer experimenteller Untersuchungen ein neues, einheitliches Berechnungsver-
fahren zur Berechnung der Fresstragfähigkeit zu entwickeln. Dieses sollte zum einen als 
lokales Rechenverfahren auf Basis einer Zahnkontaktanalyse, zum anderen als einfaches, 
normfähiges Rechenverfahren angewendet werden können. 
 

Experimentelle Untersuchungen 
Im Rahmen der Grundlagenuntersuchungen zur lokalen Schmierfilmdicke und Reibungs-
zahl im Scheiben- und Zahnkontakt stand insbesondere der Einfluss der Oberflächenrau-
heit und ihrer Orientierung im Fokus. Sowohl die Schmierfilmdicke als auch die Reibungs-
zahl zeigen im Scheibenprüfstand eine starke Abhängigkeit von der Oberflächenrauheit 
und ihrer Orientierung. Diese Erkenntnis zusammen mit den ebenfalls untersuchten Ein-
flüssen von Pressung, Summengeschwindigkeit, Gleit-Wälz-Verhältnis und Schmierfilmdi-
cke führten zur Entwicklung eines modifizierten Schmierfilmdicken- sowie eines neuen 
Reibungszahlansatzes. Für die Übertragung des neuen Reibungszahlansatzes auf Zahn-
räder wurde der qualitative Verlauf der Schmierfilmdicke im Zahnkontakt anhand von 
Übergangswiderstandsmessungen untersucht. Dabei konnte ein insbesondere am Ein-
griffsbeginn ein unstetiger Schmierfilmaufbau nachgewiesen werden. Der an Scheiben 
entwickelte Reibungszahlansatz wurde für die Anwendung bei Stirn- und Kegelrädern 
entsprechend angepasst. 
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Bei den experimentellen Untersuchungen zur Fresstragfähigkeit wurden die Parameter 
Achsversetzung, Einlauf, Ease-Off-Auslegung (Tragbildgröße und -lage) sowie Treibrich-
tung untersucht. Es zeigte sich, dass die Fresstragfähigkeit wie erwartet mit zunehmender 
Achsversetzung abnimmt, was in der größer werdenden Gleitgeschwindigkeit begründet 
ist. Im Vergleich zu den Kegelrad-Prüfverzahnungen reduzierte sich das ertragbare Ritzel-
drehmoment bei den Hypoidverzahnungen mit relativer Achsversetzung a/de2 = 10% auf 
knapp 50%, bei a/de2 = 20% auf knapp 30%. Auch der Einlauf- bzw. Glättungszustand der 
Flanken hat einen großen Einfluss. Die Fresstragfähigkeit nicht eingelaufener Flanken 
sank je nach Flankenrauheit auf bis zu 25%. Der Einfluss der Ease-Off-Auslegung und 
damit der Tragbildgröße und -lage konnte dagegen nicht quantifiziert werden. Allgemein 
lässt sich aus den Versuchen jedoch ableiten, dass die Pressungsverteilung auf der Flan-
ke so ausgeprägt sein sollte, dass Bereiche mit hohen Gleitgeschwindigkeiten möglichst 
entlastet sind. Der Einfluss der Treibrichtung ist von der Achsversetzung abhängig: Wäh-
rend bei Kegelrädern die Treibrichtung „Rad treibt Ritzel“ die Fresstragfähigkeit deutlich 
auf 50 … 70% reduziert, ist dieser Effekt bei den achsversetzten Prüfverzahnungen nicht 
erkennbar.  
 

Rechenverfahren 
Mithilfe der in den experimentellen Untersuchungen zur lokalen Schmierfilmdicke und 
Reibungszahl sowie zur Fresstragfähigkeit gewonnenen Erkenntnisse wurde ein neues 
Rechenverfahren zur Berechnung der Fresstragfähigkeit von Kegelrad- und Hypoidgetrie-
ben entwickelt. Dieses berechnet auf Basis des neuen lokalen Reibungszahlansatzes und 
modifizierter Einflussfaktoren zur Berücksichtigung der Treibart sowie des Einlaufzustands 
der Oberflächen eine lokale Fresssicherheit. Das Rechenverfahren kann sowohl auf Basis 
einer Zahnkontaktanalyse unter Last, als auch auf Basis einer Ersatz-Stirnradverzahnung 
angewendet werden. Im Falle der Anwendung bei einer Zahnkontaktanalyse wird mit den 
lokalen Beanspruchungen eine lokale Kontakttemperatur bestimmt, die einer ebenfalls 
lokal berechneten Grenztemperatur gegenüber gestellt wird. Bei der Anwendung als einfa-
ches, normfähiges Rechenverfahren werden die maßgeblichen Beanspruchungen in guter 
Näherung an einer Ersatz-Stirnradverzahnung berechnet und damit ebenfalls eine lokale 
Fresssicherheit über der Eingriffsstrecke ermittelt. 
 

Fazit 
Mit dem vorgestellten Rechenverfahren steht eine neue, experimentell abgesicherte Me-
thode zur Ermittlung der Fresstragfähigkeit von Kegelrad- und Hypoiverzahnungen zur 
Verfügung, welche die wesentlichen Einflussgrößen besser als bisherige Verfahren wie-
dergibt. Während mit dem im FVA-Programm KNplus integrierten, normfähigen Verfahren 
damit schon in der Auslegungsphase eine ausreichend fresstragfähige Gestaltung eines 
Getriebes ermöglicht wird, kann mit dem in eine ZKA integrierten Verfahren (z.B. im FVA-
Programm BECAL) die Ease-Off-Gestaltung optimiert werden. Darüber hinaus konnte 
auch die prinzipielle Übertragbarkeit des Verfahrens auf Stirnräder gezeigt werden. 



 Zusammenfassung und Ausblick 165 

Ausblick 
Die in dieser Arbeit beschriebenen Untersuchungen zur Fresstragfähigkeit haben wesent-
liche neue Erkenntnisse gebracht, die in das neue Berechnungsverfahren eingeflossen 
sind. Gleichzeitig hat sich jedoch auch gezeigt, dass bei manchen Aspekten weiterhin 
noch nennenswerter Forschungsbedarf besteht: 

- Bei der Übertragung der lokalen Reibungszahl aus dem Scheibenkontakt auf Stirn- 
und Kegelräder ergaben sich Diskrepanzen, die im Rahmen dieser Arbeit nicht 
aufgelöst werden konnten und deshalb noch genauer untersucht werden müssen. 
Hier könnte der beschriebene Ansatz zur Messung und Berechnung der lokalen 
Schmierfilmdicke sowie zusätzliche lokale Flankentemperaturmessungen eine gu-
te Grundlage darstellen. 

- Die repräsentative lokale Abbildung der Flankenpressung über der Eingriffsstrecke 
der Ersatz-Stirnradverzahnung stellt weiterhin eine Herausforderung dar. Basie-
rend auf den Möglichkeiten, welche die Methode der Zahnkontaktanalyse bietet, 
sollte der hier vorgestellte Ansatz optimiert werden, idealerweise anhand von Pra-
xisverzahnungen und deren Ease-Off-Gestaltung. Dasselbe gilt auch für die im 
Anhang C beschriebene Thematik des Zahnverlustfaktors für Kegelrad- und Hy-
poidverzahnungen. 

- Der Einfluss der Treibrichtung wurde sowohl an Stirnrädern als auch im Rahmen 
dieser Arbeit nur stichprobenartig untersucht. Eine statistisch besser abgesicherte 
Untersuchung des Phänomens würde tribologische Grundlagenerkenntnisse brin-
gen und die Berechung von Anwendungen im Vier-Quadranten-Betrieb absichern. 
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A1 Prüfstand 

 

Bild A-1: Hypoid-Verspannungsprüfstand (hier mit manueller Verspannkupplung, 
alternativ mit hydraulischem Verspannmotor) 
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A2 Prüfverzahnungen - Zeichnungen 

Bild A-2: G0 - Ritzel 
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Bild A-3: G0 - Rad 
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Bild A-4: G15 - Ritzel 
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Bild A-5: G15 - Rad 
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Bild A-6: G31,75 - Ritzel 
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Bild A-7: G31,75 - Rad 
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A3 Prüfverzahnungen - Lasttragbilder 
 G0gr G0kl 
 Ferse Kopf Zehe Ferse Kopf Zehe 

LS1 
59 Nm 

  

LS2 
90 Nm 

  

LS3 
129 Nm 

  

LS4 
175 Nm 

  

LS5 
224 Nm 

  

LS6 
285 Nm 

  

LS7 
351 Nm 

  

LS8 
424 Nm 

  

LS9 
502 Nm 

  

LS10 
589 Nm 

  
 Ferse Fuß Zehe Ferse Fuß Zehe 

Tabelle A-1:  Lasttragbilder der Variante G0 dargestellt auf der Tellerrad-Zugflanke 
(die weiße Linie markiert den Tellerradteilkegel) 
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 G31,75gr G31,75kl 
 Ferse Kopf Zehe Ferse Kopf Zehe 

LS1 
59 Nm 

  

LS2 
90 Nm 

  

LS3 
129 Nm 

  

LS4 
175 Nm 

  

LS5 
224 Nm 

  

LS6 
285 Nm 

  

LS7 
351 Nm 

  

LS8 
424 Nm 

  

LS9 
502 Nm 

  

LS10 
589 Nm 

  
 Ferse Fuß Zehe Ferse Fuß Zehe 

Tabelle A-2:  Lasttragbilder der Variante G31,75 dargestellt auf der Tellerrad-Zugflanke 
(die weiße Linie markiert den Tellerradteilkegel) 
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 Lasttragbild aufgenommen im Prüfstand mit BECAL berechnetes Lasttragbild 

LS1 
59 Nm 

 

 

LS3 
129 Nm 

 

 

LS5 
224 Nm 

 

 

LS7 
351 Nm 

 

 

LS10 
589 Nm 

 

 

Tabelle A-3:  Vergleich der Lasttragbilder der Variante G31,75kl dargestellt auf der Tellerrad-
Zugflanke 
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B1 Versuchsscheiben für die Reibungszahlmessungen 
 

 Nummer Rz (eingelaufen) [µm] Oberflächenfoto (exemplarisch) 

Querschliff 
sehr fein 9034 / 9055 0,55 / 027 

Querschliff fein 9001 / 9028 2,02 / 1,70 

Querschliff mittel 9007 / 9036 2,45 / 2,91 

Querschliff rau 9009 / 9054 2,88 / 2,82 
 

Tabelle B1-1: Daten der Scheiben für die Reibungszahlmessungen - Querschliff 
 

 Nummer Rz (eingelaufen) [µm] Oberflächenfoto (exemplarisch) 

Längsschliff fein 9033 / 9060 1,68 / 1,83 

Längsschl. mittel 9035 / 9038 2,33 / 2,20 

Längsschliff rau 9024 / 9057 2,68 / 2,99 

 

Tabelle B1-2: Daten der Scheiben für die Reibungszahlmessungen - Längsschliff 
 

 Nummer Rz (eingelaufen) [µm] Oberflächenfoto (exemplarisch) 

Schrägschliff 30° 9037 / 9046 1,46 / 2,06 

Schrägschliff 45° 9011 / 9025 2,66 / 1,78 

Quer- /  
Längsschliff 9066 / 9036 2,33 / 2,91 

 

Tabelle B1-3: Daten der Scheiben für die Reibungszahlmessungen - Schrägschliff 
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B2 Kegelradversuche 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0kl Zug V9 LS9 / 495 130 H0 / J0 2,50 / 1,80 

G0kl Zug V11 LS4 / 175 93 H+0,4 / J-0,4 2,40 / 2,10 

G0kl Zug V17 LS8 / 411 112 H+0,4 / J-0,4 2,80 / 1,80 

G0kl Zug V20 LS8 / 430 115 H+0,4 / J-0,4 2,50 / 1,70 

G31,75kl Zug V25 LS9 / 502 167 H0 / J0 2,10 / 1,90 

G31,75kl Zug V55 LS3 / 129 123 H0 / J0 2,20 / 2,00 

Tabelle B2-1: Versuchsdaten zum Einfluss eines Einlaufs 
 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0gr Schub V46 LS9 / 501 134 H0 / J0 2,50 / 1,70 

G15gr Schub V2 LS5 / 229 131 H-0,3 / J+0,2 4,00 / 3,70 

G31,75gr Schub V65 LS4 / 180 130 H-0,3 / J+0,2 4,00 / 3,00 

G0kl Zug V9 LS9 / 495 130 H0 / J0 2,50 / 1,80 

G31,75kl Zug V17 LS3 / 129 108 H-0,2 / J+0,2 2,50 / 1,80 

Tabelle B2-2: Versuchsdaten zum Einfluss der Achsversetzung 
 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0gr Zug V5 LS9 / 500 128 H0 / J0 3,70 / 1,70 

G0kl Zug V9 LS9 / 495 130 H0 / J0 2,50 / 1,80 

G0gr Schub V46 LS9 / 501 134 H0 / J0 2,50 / 1,70 

G0kl Schub V36 LS8 / 430 117 H0 / J0 2,70 / 1,60 

G31,75gr Zug V11 LS8 / 424 147 H0 / J0 2,60 / 2,10 

G31,75kl Zug V9 LS8 / 424 134 H0 / J0 2,30 / 2,70 

G31,75gr Schub V45 LS8 / 424 140 H0 / J0 3,60 / 2,70 

G31,75kl Schub V25 LS9 / 501 167 H0 / J0 2,10 / 1,90 

Tabelle B2-3: Versuchsdaten zum Einfluss der Tragbildgröße 
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Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0kl Zug V9 LS9 / 495 130 H0 / J0 2,50 / 1,80 

G0kl Zug V17 LS8 / 411 112 H+0,4 / J-0,4 2,80 / 1,80 

G0kl Zug V10 LS9 / 481 130 H-0,2 / J-0,2 2,50 / 2,50 

G0kl Zug V18 LS10 / 586 138 H+0,4 / J+0,6 2,60 / 2,40 

G0kl Schub V36 LS8 / 430 117 H0 / J0 2,70 / 1,60 

G0kl Schub V42 LS6 / 285 117 H-0,3 / J+0,4 2,20 / 1,50 

G0kl Schub V40 LS7 / 373 100 H+0,3 / J-0,3 2,60 / 2,20 

G0kl Schub V38 LS10 / 587 155 H+0,3 / J+0,8 2,50 / 1,70 

Tabelle B2-4: Versuchsdaten zum Einfluss der Tragbildlage (G0kl) 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G31,75kl Zug V9 LS9 / 503 147 H0 / J0 2,30 / 2,70 

G31,75kl Zug V15 LS7 / 352 143 H-0,8 / J+1,0 2,60 / 1,40 

G31,75kl Zug V13 LS9 / 503 150 H+0,4 / J-0,4 2,80 / 1,70 

G31,75kl Zug V19 LS9 / 502 146 H+0,4 / J+1,0 2,60 / 1,80 

G31,75kl Schub V25 LS9 / 502 167 H0 / J0 2,10 / 1,90 

G31,75kl Schub V33 LS7 / 351 129 H0 / J+1,0 2,10 / 2,10 

G31,75kl Schub V35 LS7 / 351 131 H-0,6 / J0 2,00 / 2,00 

G31,75kl Schub V37 LS11 / 682 166 H+0,8 / J+0,6 2,20 / 1,80 

Tabelle B2-5: Versuchsdaten zum Einfluss der Tragbildlage (G31,75kl) 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0gr Zug 

„Ritzel treibt“ 
V5 LS9 / 500 128 H0 / J0 3,70 / 1,70 

G0gr Zug 

„Rad treibt“ 
V44 LS5 / 223 115 H-0,2 / J0 5,10 / 4,70 

G0gr Schub 

„Ritzel treibt“ 
V46 LS9 / 501 134 H0 / J0 2,50 / 1,70 

G0gr Schub 

„Rad treibt“ 
V48 LS3 / 129 88 H-0,2 / J+0,2 3,50 / 3,30 

Tabelle B2-6: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (G0gr) 
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Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G0kl Zug 

„Ritzel treibt“ 
V9 LS9 / 495 130 H0 / J0 2,50 / 1,80 

G0kl Zug 

„Rad treibt“ 
V30 LS7 / 336 125 H0 / J0 2,50 / 1,50 

G0kl Schub 

„Ritzel treibt“ 
V36 LS8 / 430 117 H0 / J0 2,70 / 1,60 

G0kl Schub 

„Rad treibt“ 
V25 LS5 / 226 96 H-0,1 / J+0,1 2,60 / 2,10 

Tabelle B2-7: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (G0kl) 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G31,75gr Zug 

„Ritzel treibt“ 
V11 LS8 / 424 147 H0 / J0 2,60 / 2,10 

G31,75gr Zug 

„Rad treibt“ 
V43 LS9 / 502 151 H-0,1 / J0 2,50 / 1,90 

G31,75gr Schub 

„Ritzel treibt“ 
V45 LS8 / 424 140 H0 / J0 3,60 / 2,70 

G31,75gr Schub 

„Rad treibt“ 
V59 LS8 / 423 145 H0 / J0 4,00 / 2,80 

Tabelle B2-8: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (G31,75gr) 
 

Verzahnung Nummer Schadenslaststufe SLS / 
Ritzeldrehmoment [Nm] 

Öltemp. [°C] am 
Ende der SLS H / J [mm] Rz (neu) [µm] 

G31,75kl Zug 

„Ritzel treibt“ 
V9 LS8 / 424 134 H0 / J0 2,30 / 2,70 

G31,75kl Zug 

„Rad treibt“ 
V31 LS9 / 502 165 H0 / J0 2,80 / 1,80 

G31,75kl Schub 

„Ritzel treibt“ 
V25 LS9 / 502 167 H0 / J0 2,10 / 1,90 

G31,75kl Schub 

„Rad treibt“ 
V23 LS9 / 502 149 H0 / J0 2,20 / 2,00 

Tabelle B2-9: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (G31,75kl) 
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ANHANG C 

Diskussion des Ansatzes zur Berechnung 
der Verzahnungsverlustleistung nach Wech 
 
Für die Berechnung der Massentemperatur wird im Rahmen dieser Arbeit der Ansatz von 
[Otto] an die Bedingungen der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen angepasst (siehe 4.4). 
Als maßgebliche Einflussgröße wird dabei die nach [Wech] bestimmte Verzahnungsver-
lustleistung PVZP herangezogen. Damit wird auch auf die dazugehörige Reibungszahl nach 
[Wech] zurückgegriffen, die im Vergleich zu den am ZSP und 3SP gemessenen Rei-
bungszahlen (siehe 4.1) deutlich zu niedrige Werte aufwies (Mittelwert Ø(μber /μgem) = 0,62 
bei Standardabweichung σ = 46,4%). Dass die Verwendung des Ansatzes zur Verzah-
nungsverlustleistung nach [Wech] trotz der Diskrepanzen bei der Reibungszahl zulässig 
ist, soll anhand der folgenden Diskussion des Rechenverfahrens gezeigt werden: 
 
In der Arbeit [Wech] wurde das Verlustverhalten von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen 
anhand einer Vielzahl von Verzahnungsgeometrien und Schmierungsvarianten systema-
tisch untersucht. Dabei wurde jeweils die im verwendeten Verspannungsprüfstand auftre-
tende Gesamtverlustleistung PV gemessen und auf die in einem der Prüfgetriebe auftre-
tende Verzahnungsverlustleistung PVZP heruntergerechnet. Die Umrechnung dieser Ver-
zahnungsverlustleistung PVZP auf eine mittlere Verzahnungsreibungszahl μmZ erfolgt mit-
tels des Zahnverlustfaktors HV (C-1). Dieser ist nach Ohlendorf [Ohle] als Integral des 
Produkts aus lokaler Zahnnormalkraft und lokaler Gleitgeschwindigkeit definiert (C-2): 
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Um den Zahnverlustfaktor HV mittels eines einfachen Ansatzes ohne Zahnkontaktanalyse 
bestimmen zu können, griff [Wech] auf vereinfachte Ansätze zur Berechnung der lokalen 
Zahnnormalkraft und Gleitgeschwindigkeit über dem Eingriffsfeld zurück. Der Ansatz zur 
Bestimmung der lokalen Zahnnormalkraft basiert auf der Annahme eines elliptischen Ein-
griffsfelds (vgl. Coleman [Cole]), das wiederum die Berührlinienlängen und damit die Ü-
berdeckung und somit die Aufteilung der Gesamtnormalkraft auf die im Eingriff befindli-
chen Zähne bestimmt. Bild C-1 zeigt für die auch im Rahmen dieser Arbeit betrachteten 
Prüfverzahnungen A0, A6, A12 und A22 von [Wech] die sich aus den vereinfachenden 
Annahmen ergebenden Verläufe der lokalen Zahnnormalkraft und Gleitgeschwindigkeit 
über der Eingriffsstrecke: 
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In Bild C-2 sind für dieselben Verzahnungen die mittels einer Zahnkontaktanalyse (ZKA) 
ermittelten Lastanteile eines Zahns über dem Eingriff dargestellt. Es zeigt sich, dass diese 
deutlich von den nach [Wech] ermittelten abweichen (vgl. Bild C-1). Die Erklärung dafür 
liegt in den oben erwähnten vereinfachenden Annahmen zum Eingriffsfeld. Zusätzlich 
verdeutlicht wird dies auch durch die in Tabelle C-1 gegenübergestellten rechnerischen 

Gesamtüberdeckungen ermittelt nach 
[Wech] bzw. aus der Zahnkontaktanalyse 
(ZKA). Die tatsächlichen Überdeckungen 
liegen deutlich über den nach [Wech] 
ermittelten: 

 
 
Diese Unterschiede führen auch zu Abweichungen beim Zahnverlustfaktor: Bild C-3 zeigt 
die sich für die Prüfverzahnungen aus den obigen Verläufen ergebenden Zahnverlustfak-
toren HV nach [Wech] im Vergleich zu den mittels einer Zahnkontaktanalyse (ZKA) ermit-
telten lokalen Zahnverlustfaktoren HVL. Es zeigt sich deutlich, dass der nach [Wech] ermit-
telte Zahnverlustfaktor HV überproportional mit der Achsversetzung steigt und die Abwei-
chungen zum lokalen Zahnverlustfaktor HVL mit steigender Achsversetzung zunehmen. 

  
 
 
 

Bild C-1:  Annahmen zum Verlauf der lokalen Zahnnormalkraft (links) und lokalen Gleitge-
schwindigkeit (rechts) nach [Wech] über der Eingriffsstrecke 
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Bild C-2:  Rechnerische Lastanteile über der 
Eingriffsstellung 

Verzahnung εγ (Wech) εγ (ZKA) 

A0 1,92 2,42 

A6 1,84 2,41 

A12 2,04 2,58 

A22 2,58 3,08 

Tabelle C-1: Vergleich der berechneten 
Gesamtüberdeckungen 
bei T1 = 300 Nm 
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Da sich die Reibungszahl nach [Wech] 
aus dessen gemessenen Verzahnungs-
verlustleistungen ergab (C-1), erklärt der 
überproportionale Anstieg des Zahnver-
lustfaktors die mit zunehmender Achsver-
setzung (= steigender Gleitgeschwindig-
keit / Gleitfaktor) sinkende mittlere Ver-

zahnungsreibungszahl ( mZμ ∼ 601 ,
gmK ) und 

damit auch den Widerspruch zu den aus 
der Literatur bekannten und im Rahmen 
dieser Arbeit bestätigten Erkenntnissen 
zum Einfluss der Gleitgeschwindigkeit. 
 
 

Fazit 
Die Diskussion des Ansatzes zur Berechnung der Verzahnungsverlustleistung nach 
[Wech] zeigte Diskrepanzen bei der Bestimmung der mittleren Verzahnungsreibungszahl, 
die sich aus vereinfachenden Annahmen zur Berechnung des Verlustfaktors ergeben. Der 
Messungen basierende Ansatz der Verzahnungsverlustleistung als Produkt von Verzah-
nungsreibungszahl, Verlustfaktor und Antriebsleistung wird damit jedoch nicht in Frage 
gestellt. Im Gegensatz zur Berechnung der lokalen Fresssicherheit, die maßgeblich auf 
einer lokalen Reibungszahl basiert, ist darüber hinaus bei der Berechnung der Massen-
temperatur ein integraler Wert der Verlustleistung ausreichend. Aus diesen beiden Grün-
den ist die Verwendung des Verlustleistungsansatzes von [Wech] bei der Berechnung der 
Massentemperatur im Rahmen dieser Arbeit durchaus zulässig. In Zukunft sollte jedoch 
auf Basis der heutigen Methoden zur lokalen Beanspruchungsrechnung (Zahnkontaktana-
lyse) ein neuer einfacher Ansatz für den Verlustfaktor für Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen entwickelt werden, der dann auch im Einklang mit den in dieser Arbeit beschriebe-
nen Erkenntnissen zur lokalen Reibungszahl steht. 
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Bild C-3:  Zahnverlustfaktor HV nach [Wech] 
im Vergleich zum lokalen Zahnver-
lustfaktor HVL aus der ZKA 
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