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Kurzfassung und Abstract VII

Kurzfassung

Synchronisierungen sind ein wichtiger Bestandteil von Handschalt- und Doppelkupplungsge-
trieben. Wahrend eines Gangwechsels gleichen sie Drehzahldifferenzen Uber eine kegelige
Reibkupplung an, bevor formschlissig Drehmoment Ubertragen wird. Mehrfachkonus-Syn-
chronisierungen werden dabei eingesetzt, um die Leistungsdichte zu erhéhen.

Ziel der Arbeit ist es, die Leistungsfahigkeit von Synchronisierungen unterschiedlicher Baufor-
men mit Carbon-Reibbelagen zu erforschen. In Versuchen auf dem Komponentenprifstand
werden das Reibungs- und Schadigungsverhalten von Einfach-, Doppel-, und Dreifachkonus-
Synchronisierung aus PKW-Getrieben verglichen. Die Schadigung der drei Bauformen wird
Uber die neu entwickelten Kennwerte pmin.crad bZW. Umin,crader bewertet. Der thermische Haus-
halt beeinflusst die Schadigung malRgeblich und wird mittels Temperaturmessungen und
thermo-mechanischer 2D- und 3D-Simulationen charakterisiert.

Entgegen den Erwartungen ist die Schadigung bei der Einfachkonus-Synchronisierung bei
gleichen spezifischen Belastungen tendenziell héher als bei den Mehrfachkonus-Varianten.
Die Verformung der Synchronringe der Einfachkonus-Synchronisierung resultiert in héheren
lokalen Beanspruchungen. Die dadurch entstehenden hoheren Reibflachentemperaturen
schadigen Reibbelag und Schmierstoff starker. Die Schmierstoffzusammensetzung kann die
Leistungsfahigkeit der Systeme deutlich beeinflussen. Ergebnisse der thermo-mechanischen
Simulationen minden in Optimierungsempfehlungen, um die maximalen Reibflachentempera-
turen zu senken und somit die Leistungsfahigkeit zu verbessern.

Abstract

Synchronizers are an important part of manual and dual clutch transmissions. During a gear
change they reduce the differential rotational speed using a conical friction clutch before torque
is positively transmitted. Multi-cone synchronizers are used to increase the power density.

The aim of the thesis is to investigate the performance of synchronizers of different designs
with carbon friction linings. In experiments on the component test rig, the friction and endur-
ance behavior of single, double and triple cone synchronizers from passenger car transmis-
sions are compared. The deterioration to the three designs is assessed using the newly devel-
oped characteristic values Jmin,crad OF Mmin,crade7. The thermal behavior has a significant influence
on the deterioration and is characterized by temperature measurements and thermo-mechan-
ical 2D and 3D simulations.

Contrary to expectations, the deterioration of the single cone synchronizer tends to be higher
than of the multi-cone variants at the same specific loads. The deformation of the synchronizer
rings of the single cone synchronizer results in higher local loads. Consequently, higher friction
surface temperatures occur and damage the friction lining and lubricant. Furthermore, the lub-
ricant’s composition can significantly influence the performance of the systems. The outcomes
of the thermo-mechanical simulations lead to optimization recommendations in order to lower
the maximum friction surface temperatures, and thus, improve performance.
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Einleitung 1

1 Einleitung

Synchronisierungen sind Maschinenelemente, die in grof3en Stlckzahlen in PKW- und NFZ-
Handschaltgetrieben, Doppelkupplungsgetrieben und automatisierten Schaltgetrieben zum
Einsatz kommen. Vereinzelt werden sie auch als Schaltelement in Allradverteilergetrieben
[Bar14], in neuartigen Hybridantriebsstrangen [Yan19] und in E-Fahrzeuggetrieben [Vah18,
Zai17] eingesetzt. In Stufengetrieben gleichen sie Drehzahlunterschiede z. B. aufgrund des
Stufensprungs beim Gangwechsel iber eine kegelige Reibkupplung an und Gbertragen nach
erfolgter Synchronisierung Drehmoment formschlissig. Steigende Motorleistungen bei glei-
chem Bauraum haben in den vergangenen Jahrzenten die Anforderungen an die Leistungs-
dichte in Getrieben erhdht. Somit missen auch Synchronisierungen in vergleichbarem Bau-
raum mehr Leistung Gbertragen, bei unveranderter Lebensdauer und Schaltkomfort. Eine Syn-
chronisierung ist Ublicherweise auf die Lebensdauer eines Fahrzeuggetriebes ausgelegt. Ein
vorzeitiger Ausfall einer Synchronisierung muss verhindert werden, da ein Austausch, gerade
bei PKW-Getrieben, wirtschaftlich nicht sinnvoll ist und meist einem Totalschaden des Getrie-
bes gleichkommt. Auch bei NKW-Getrieben kann ein Tausch einer Synchronisierung den Jah-
resgewinn, der mit dem Fahrzeug erwirtschaftet wurde, kosten [Hag18a]. Somit ist die zuver-
lassige Funktion eines der wichtigsten Auslegungskriterien.

Heutzutage werden haufig Carbon-Reibbeldge statt metallischer Reibbelage eingesetzt, um
die Leistungsfahigkeit zu steigern. Verglichen mit Messing-Reibwerkstoffen kann beispiels-
weise mit Carbon-Reibbelagen bei gleicher Lebensdauer etwa die vierfache Energie auf den
Reibflachen umgesetzt werden [Die14]. Aufgrund der niedrigeren Warmeleitfahigkeit von Car-
bon kommt es wahrend einer Schaltung bei gleichen spezifischen Belastungen allerdings zu
héheren Reibflachentemperaturen als mit metallischen Reibwerkstoffen, die sowohl Reibbelag
als auch Schmierstoff schadigen kdnnen. Hohe Reibflachentemperaturen stellen bei Synchro-
nisierungen ein mafgebliches Schadigungskriterium dar, weswegen der thermische Haushalt
einer Synchronisierung die Lebensdauer entscheidend beeinflusst.

In niedrigen Gangen werden aufgrund von hohen Massentragheiten Mehrfachkonus-Synchro-
nisierungen eingesetzt. Wegen der grofleren Anzahl an Reibflachen einer Mehrfachkonus-
Synchronisierung im Vergleich zu einer Einfachkonus-Synchronisierung kann bei gleicher
Schaltkraft ein hdheres Drehmoment Gbertragen werden. Allerdings treten bei Mehrfachkonus-
Synchronisierung hdhere Schleppverluste auf, die den Gesamtwirkungsgrad des Getriebes
herabsetzen. Aufgrund der hdéheren Komplexitat sind Mehrfachkonus-Synchronisierungen
meist teurer als Einfachkonus-Systeme. Um Kosten zu senken und den Wirkungsgrad zu er-
héhen, ist es notig, die Leistungsfahigkeit der verschiedenen Synchronisierungsbauformen zu
kennen, um sie gezielt fir deren Einsatz auswahlen und optimieren zu kénnen.

Ziel der Arbeit ist es, die Leistungsfahigkeit von Einfach-, Doppel- und Dreifachkonus-Synchro-
nisierungen auf dem Komponentenprufstand auf experimenteller Basis zu erforschen sowie
deren thermischen Haushalt Gber Temperaturmessungen und thermo-mechanische Simulati-
onen zu analysieren.
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21 Sperr-Synchronisierung nach dem Prinzip BorgWarner

Synchronisierungen werden in schaltbaren Stufengetrieben eingesetzt, bei denen die Verzah-
nungen der Gangrader permanent im Eingriff sind. Beim Gangwechsel missen die Drehzahl-
unterschiede der verschiedenen Gangrader angeglichen werden, bevor formschlissig Dreh-
moment Ubertragen wird. Bei einer Synchronisierung nach dem Prinzip BorgWarner verhindert
ein Sperrmechanismus das vorzeitige Durchschalten bei Differenzdrehzahl [Whi37]. Dieses
Prinzip wurde Ende der 1920er Jahre entwickelt [Chr16, Pin14] und wurde 1940 patentiert
[Whi37]. Es existieren zahlreiche weitere Prinzipien wie Lamellen-, Porsche-, Auf3en- und
Sperrbolzen-Synchronisierungen [Bri91, Nau19, Soc68]. Diese Arbeit befasst sich aus-
schliellich mit Einfach- und Mehrfachkonus-Synchronisierungen mit einem Sperrmechanis-
mus nach BorgWarner. Nachfolgend wird Synchronisierung mit Synchro abgekurzt.

2.1.1 Aufbau und Funktionsweise

Eine Synchronisierungseinheit besteht aus zwei Schaltrddern mit den zugehdrigen Ringen,
dem Synchronkérper, der Schiebemuffe sowie den mit Federn vorgespannten Druckstlicken.
Im Getriebe eines PKW-Antriebsstrangs kdnnen bei einer Synchronisierungseinheit rechts und
links vom Synchronkérper unterschiedliche Synchrobauformen verwendet werden, wie bei-
spielsweise in Bild 2.1 gezeigt (Doppelkonus (DK) auf der linken Seite, Dreifachkonus (TK) auf
der rechten Seite). Die Schiebemuffe ist axial beweglich auf dem Synchronkérper gefuhrt und
kann in Umfangsrichtung iber eine Zahnwelle Drehnmoment ibertragen. Die Schaltrader (oder
auch Gangrader genannt) sind auf ihrer Welle (in Bild 2.1 nicht dargestellt) meist Gber Nadel-
lager gelagert. Der Synchronkorper ist Uber eine Zahnwellenverbindung auf der Welle festge-
legt. Die Reibbelage sind in Bild 2.1 schwarz dargestellt.

Kugel  Schaltrad TK

Schiebemuffe Feder . .
Schaltrad DK Druckstiick \§ Zwischenring TK
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‘\ e " )
f — |
-_—
=

|
7‘ J
" P
a [

: = ing DK .
== nnenring Synchronring DK Synchronring TK
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Koppelstellen
1 Indexlasche
2 Aussparung fir Indexlasche
3 Lasche Zwischenring
4 Tasche Schaltrad

5 Lasche Innenring
6 Tasche Synchronring

Synchronkoérper

Bild 2.1: Synchronisierungseinheit aus PKW Antriebsstrang (links: Doppelkonus-Synchronisierung;
rechts Dreifachkonus-Synchronisierung)

Ein Synchronset bezeichnet bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen die fur einen Schaltvor-
gang auf einer Seite bendtigten Ringe bzw. das zugehorige Schaltrad. Die Synchronringe sind
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Uber Indexlaschen (1) mit dem Synchronkdrper in Umfangsrichtung gekoppelt, kbnnen sich
jedoch im Rahmen ihres Spiels bewegen.

Die sogenannten Mehrfachkonus-Synchronisierungen wurden ursprunglich in Japan entwi-
ckelt [Abd00]. Haufig werden sie in niedrigen Gangen eingesetzt, um bei gleicher Schaltkraft
das Ubertragbare Drehmoment zu erhéhen [Ras91]. Die Unterschiede der drei typischen Bau-
formen, Einfachkonus- (EK-), Doppelkonus- (DK-) und Dreifachkonus- bzw. Tripelkonus- (TK-)
Synchronisierung sind in Bild 2.2 dargestellt. Die Synchronisierungseinheiten sind symmet-
risch aufgebaut, d. h. auf beiden Seiten des Synchronkdrpers ist die gleiche Synchrobauform
verbaut, siehe Bild 2.2 (untere Bildreihe). Die Schiebemuffe ist auf dem Synchronkdrper
zentriert und ist in Neutralstellung dargestellt. Eine EK-Synchronisierung ist an einer konischen
Reibflache erkennbar. Eine DK-Synchro weist drei Reibflachen (Rf.) auf, wovon lediglich zwei
konisch und eine plan ausgefihrt ist. In dem hier vorliegenden Schnittbild sind die Reibbelage
auf den Zwischenring aufgeklebt, die Planflache des Innenrings ist axial gleitgelagert. Das
Reibmoment aus dem Kontakt Planflache-Innenring und Planflache-Schaltrad tragt weniger
als 5 % [Erd08] zum Gesamtreibmoment bei. Bei der hier dargestellte TK-Synchronisierung
sind Synchron- und Zwischenring identisch mit denen der DK-Synchro. Auf der Innenseite des
Innenrings liegt bei der TK-Synchro eine weitere konische Reibflache, die mit dem Stahlkonus
des Schaltrads in Kontakt ist. Bei DK- und TK-Synchros greifen Laschen des Zwischenrings
(3) in Taschen des Schaltrads (4), siehe Bild 2.1. Somit rotieren beide mit gleicher Drehzahl.
In der Ublichen Bauweise von Mehrfachkonus-Synchronisierungen sind Innen- und Synchron-
ring Uber Taschen am Synchronring (6) bzw. Laschen am Innenring (5) gekoppelt, rotieren
somit ebenfalls mit gleicher Drehzahl. Eine alternative Bauweise stellt [Oka90] vor.

Einfachkonus EK

Doppelkonus DK Dreifachkonus TK

Schiebemuffe

Schaltrad _ Synchronring
Svnchronri ' Synchronring
ynepronring - Ri. Zw, aulten Zwischen-  Rf zw. auRen Zwischen-
' [ Vg -\ring (Zw.) g ring (Zw.)

Reibflache (Rl].) | RE N ’Inn‘érmrlng () RElLin en\ Ir;m(-:‘.nrllr‘_l,g (1)
- T AURE Zw. innen ~_Rf.Zw.innen

Bild 2.2: Aufbau von Einfach-, Doppel- und Dreifachkonus-Synchronisierungseinheiten in Neutral-
stellung (oben: 3D-Ansicht, unten: Schnitt durch Synchronisierungseinheit, sym. Ausfuh-
rung; Reibflache der linken Synchro jeweils mit roter Linie gekennzeichnet)

Der Schaltvorgang einer Synchronisierung wird je nach Autor in drei bis sechs Phasen unter-
teilt [Erd08, Hag18a, Nau19, Soc68, Sta14, Bac13b] und hier kurz vorgestellt. Eine detaillierte
Erklarung mit Bildern der unterschiedlichen Phasen bei einer Doppelkonus-Synchronisierung
findet sich bei [Erd08].
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Phase 1 Neutralstellung: Die Schiebemuffe befindet sich in Neutralstellung und wird durch die
Druckstucke im Rahmen deren Spiels mittig auf dem Synchronkoérper zentriert. Keiner der bei-
den Gange der Synchronisierungseinheit ist eingelegt. Die Synchronringe auf beiden Seiten
kénnen sich axial und in Umfangsrichtung entsprechend den vorgesehenen Spielen bewegen.

Phase 2 Vorsynchronisieren: Auf die Schiebemuffe wird eine Axialkraft aufgebracht, welche
die Schiebemuffe in Richtung des zu schaltenden Gangrades bewegt. Uber die Federn der
Druckstlicke werden die am Umfang verteilten Druckstlicke gegen die Aussparung der Schie-
bemuffe gedrickt, axial mitbewegt und kommen mit der Planflache des Synchronrings in Kon-
takt. Die Geometrie der Nuten in der Schiebemuffe sowie die Vorspannkraft der Federn be-
stimmen die Hohe der Vorsynchronkraft. Der Synchronring wird durch die Druckstlicke auf den
Synchronkonus gedriickt und es entsteht auf den Reibflachen ein Drehmoment, das den Syn-
chronring soweit verdreht, bis er in Sperrausgangsstellung steht. In der Sperrausgangstellung
stehen die Zahnflanken der Schiebemuffen den Zahnflanken des Synchronrings gegentber.
Die Beschreibung formelmaRiger Zusammenhange zu Auslegung der Vorsynchronisierung
sind detailliert bei [H6h95, Raz04, Raz14, Sir15] beschrieben.

Phase 3 Synchronisieren: Wahrend der Synchronphase wird die Differenzdrehzahl zwischen
Schaltrad und Schiebemuffe durch das Reibmoment der Kegelreibkupplung abgebaut und die
Rotationsenergie in Warme dissipiert. Die Axialkraft wird dabei Uber die Zahnflanken der
Schiebemuffe auf die Synchronringe aufgebracht. Solange Differenzdrehzahl zwischen Syn-
chronring und Schaltrad vorliegt und die Sperrbedingung (Tr > Ty) erfillt ist, blockiert der Syn-
chronring [Nau19]. Das an den Konen wirkende Reibmoment Tr Gleichung (2.1) muss dazu
gréRer als das Uberschiebemoment Ty nach Gleichung (2.2) an den Zahnflanken (auch Dach-
schragen genannt) von Schiebemuffe/Synchronring sein. Die axiale Bewegung der Schie-
bemuffe und somit das Durchschalten bei Differenzdrehzahl wird verhindert.

TR:nrf-Fa-ZIdSri”—n“o(m (2.1)
] - Reibungszahl am Konus Nrf - Anzahl kegeliger Reibflachen

TR Nm Reibmoment Fa N Axialkraft

Om ° mittlerer Kegelwinkel dm mm  mittlerer Kegeldurchmesser

dp- 1-yp-tan

To=Fa 5 an (2.2)
Mo - Reibungszahl an Dachschragen Fa N Axialkraft

To  Nm Uberschiebemoment db mm  Durchmesser Sperrverzahnung

B ° Dachschragenwinkel

Phase 4 Uberschieben und Freiflug: Sobald die Differenzdrehzahl zwischen Synchronring und
Schiebemuffe abgebaut und das Uberschiebemoment gréRer als das Reibmoment ist, kann
der Synchronring in Umfangsrichtung verdreht werden, sodass die Zahne der Schiebemuffe
an den Zahnen des Synchronrings vorbeigleiten. Die Synchronisierung befindet sich nun in
der sogenannten Freiflugphase. Bei hohen Schleppmomenten, bedingt durch beispielsweise
hochviskoses Ol, kann sich zwischen Schaltrad und Synchronring in der Freiflugphase wieder
eine Differenzdrehzahl aufbauen. Dies fuhrt beim Einspuren zu einem Zahn auf Zahn Kontakt,
das als Hochschaltkratzen bezeichnet wird [H6h95, Pin92, San11]).
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Phase 5 Einspuren: Die Zahne der Schiebemuffe missen in die Verzahnung am Schaltrad
einspuren, um den Gang einzulegen. Nach dem erfolgreichen Einspuren wird das Drehmo-
ment formschllssig Ubertragen. Ein Hinterschnitt an der Verzahnung verhindert das unge-
wollte Losen der Verzahnung. Die Betatigungskraft kann nach erfolgtem Einlegen des Gangs
weggenommen werden, ohne dass der Gang wieder herausspringt. Ein exemplarischer Mess-
schrieb einer Schaltung ist in Abschnitt 5.2 (Bild 5.2) abgebildet. Die Ansteuerung von Syn-
chronisierungen, die verwendeten Betatigungssysteme und deren Optimierung kénnen unter
anderem bei [Bar20c, Li18, Nau19, Pat19, Pir19, Pir20a, Pir20b, Sha12, Sin15, Sin13a,
Sin13b, Sin19, Wu21, Yan14] nachgelesen werden.

2.1.2 Anforderungen an Synchronisierungen

Neben den Hauptaufgaben einer Synchronisierung der Drehzahlanpassung zweier Wellen,
Verhindern des Durchschaltens bei Differenzdrehzahl und der formschliissigen Dreh-
momentiibertragung nach erfolgreicher Synchronisation, existieren zahlreiche weitere An-
forderungen [Nau19]. Die Leistung von Getrieben nimmt bei vergleichbarem Bauraum stetig
zu und somit wird auch von einer Synchronisierung eine hohe Leistungsdichte gefordert
[Abd00, Pin14]. Die Reduktion des Bauraums [Brii91] ist zudem ein haufiges Entwicklungs-
ziel, nicht nur bei Frontqueranwendungen [Bac13a]. Wahrend einer Schaltung wird die Rei-
benergie in der Synchronisierung in Warme umgewandelt. Auch bei schlechten Kiihlbedingun-
gen ist die Funktion der Synchronisierung zu gewahrleisten [Ack07]. Neben der Lebensdauer
ist der Schaltkomfort [MENZ20] das wichtigste Auslegungskriterium bei Synchronisierungen in
Handschaltgetrieben [Ran01, Syk94]. Es wird ein schneller Schaltvorgang ohne StoRe bzw.
Vibrationen gefordert [Ozp19]. Wird die Synchronisierung einer Baugruppe gerade nicht ge-
schaltet, soll sie unaufféllig beziiglich Gerauschen und Schleppverlusten sein [Bac10].
Schleppmomente sind vor allem bei niedrigen Temperaturen zu reduzieren, um Hochschalt-
kratzen und die damit verbundenen Komforteinbufen zu vermeiden [Raz07].

Um eine einwandfreie Funktion sicherzustellen, soll der Reibbelag verschleiffest und des-
sen Reibungszahl iiber die gesamte Beanspruchungsdauer mdglichst konstant sein
[Neu08]. Zur Ubertragung eines hohen Reibmoments sind hohe Reibungszahlen nétig, die
idealerweise gegen Ende der Schaltung abfallen [Ack07, Bac10, Ore95]. Dies widerspricht
dem Ziel der Entwicklung anderer Getriebekomponenten, bei denen eine Reduzierung der
Reibungszahl zur Minimierung der Verluste angestrebt wird. Der Verlauf der Reibungszahl bei
Synchronisierungen ist allerdings nicht so entscheidend wie bei nasslaufenden Lamellenkupp-
lungen [Ack07]. Die Funktion der Synchronisierung ist auch mit niederviskosen Schmier-
stoffen zu gewahrleisten [Ech15].

Je nach Einsatzbereich (MT: Handschaltgetriebe; DCT: Doppelkupplungsgetriebe mit trocke-
ner oder nasser Anfahrkupplung) variieren die Anforderungen, da sich unter anderem die
zu synchronisierenden Tragheitsmassen, die Schleppmomente der Kupplung, der verwendete
Schmierstoff und die Anforderungen an den Schaltkomfort unterscheiden. [Bac13a, Raz07]

2.2 Werkstoffe von Synchronisierungen
Je nach Anforderungen werden unterschiedliche Werkstoffe flir Synchronringe verwendet.

Die Reibbelage von Synchronisierungen lassen sich in metallische und organische Reibbelage
unterteilen. Die typischen Anforderungen an den Reibbelag von Synchronisierungen sind: ge-
ringe Materialkosten, geringer Verschleil3, Haltbarkeit, gutes Reibungsverhalten (hohes Rei-



Stand des Wissens 7

bungszahlniveau und ein moglichst konstanter Verlauf der Reibungszahl tUber der Gleitge-
schwindigkeit), Olvertraglichkeit, Temperaturbesténdigkeit, Sicherheit gegeniiber Uberlast,
gutes Kaltschaltverhalten [Ack07, Bac13a, Bac10, Kea97, Ran04, Wag93, Wal05]. Nachfol-
gend werden die verschiedenen Reibwerkstoffe sowie Trager und Gegenreibflachen vorge-
stellt. Der Schwerpunkt liegt auf organischen Reibbelagen. Ein qualitativer Vergleich der Ei-
genschaften typischer Reibbelage von Synchronisierungen ist bei [Nau19, Wag93] nachzule-
sen.

2.2.1 Metallische Reibwerkstoffe

Bei metallischen Reibwerkstoffen wird zwischen Messing und Molybdan- sowie Sinter-Reib-
belagen unterschieden. Gerade in der friihen Zeit der Synchronisierungen und bei niedrigen
Belastungen werden im PKW-Bereich Sondermessinglegierung mit Gewindeprofilierung (z. B.
[Dro91, Kin99, Pfl88, Pin92]) verwendet, die Ublicherweise geschmiedet [Wal05], teilweise
auch gegossen werden [Raz14]. Typische Werkstoffzusammensetzungen sind bei [Abr08] zu
finden. Bei mittleren Belastungen kommen Molybdan- (Mo-)Reibbelage zum Einsatz. Gerade
im NKW-Bereich werden Mo-Reibbeladge mit eingeschliffener Rillierung [Bri91, Wag93] ver-
wendet, die meist Gber Flamm- oder Plasmaspritzverfahren auf die Tragerringe aufgebracht
werden [Ahn05, HwaO05]. Sinter-Reibbeldge werden bei hohen Beanspruchungen eingesetzt
und finden ihre Anwendung sowohl im PKW als auch im NKW. Der Reibbelag besteht tbli-
cherweise aus metallischen und nicht metallischen Materialien und wird entweder direkt auf
die Tragerringe gesintert [Bac10] oder mit ihnen Uber Punktschweillungen verbunden [Sig09].

Zudem existieren Sondervarianten ohne Reibbelag wie beispielsweise Blechumformbauteile
mit warmebehandelter Oberflache [Ech15] oder ein gesinterter Stahlring [Bla05]. Bei beiden
Varianten wird kein Reibbelag auf die Ringe aufgebracht, sondern lediglich die Reibflache mit
feinen Rillen versehen. Als Einsatzbereich werden niedrige Belastungen angegeben, bei de-
nen bisher in der Praxis meist Messing eingesetzt wird. Einen ahnlichen Ansatz verfolgen
[Wal05], die einen Reibbelag auf Basis eines Eisenoxids entwickeln, der auf einen geschmie-
deten Stahltragerring aufgebracht und gesintert wird. Im Vergleich zu einem herkdmmlichen
Reibbelag auf Cu-Basis soll der Belag eine bessere Schichtstabilitdt aufweisen und unemp-
findlicher gegeniiber vielen Olsorten sein.

2.2.2 Organische Reibbelage

Zu den organischen Reibbelagen gehéren Reibbelage auf Papier- und Carbon-Basis, wobei
der Ubergang zwischen den beiden Technologien flieRend ist. Gerade fir Carbon-Reibbelége
existiert keine klare Definition und so kann ein Carbon-Reibbelag einen Carbonanteil (Kohle-
faseranteil) von 2...99 % enthalten [Chr14]. Papierreibbelage bestehen unter anderem aus
Zellulosefasern, synthetischen Fasern und Fullmaterial (z.B. Graphite, Aktivkohle, Kieselgur
und weiteren Materialien) [1to98]. Der Herstellungsprozess ist ahnlich dem der Papierherstel-
lung bei dem die einzelnen Komponenten zunachst in Wasser geldst, anschliellend getrocknet
und dann mit einem Harz als Bindemittel getrankt und ausgehartet werden [Ing10]. Den Ein-
satz von Papierreibbelagen in Synchronisierungen und deren Vorteile wie beispielsweise ein
hohes Reibungszahiniveau beschreiben [Lan86, Oka90, Pin14]. Als negative Aspekte von Pa-
pierreibbeldgen in Synchronisierungen werden die geringe Pressungsstabilitdt und der hoher
Verschleild genannt [Bri91, Ran04, Wag93]. Pingale [Pin14] stellt Papierreibbelage mit einem
geringen Verschleil vor. Die widersprichlichen Aussagen liegen vermutlich an den unter-
schiedlichen Entwicklungsstanden der Papierreibbeldge damals und heute, den Testbedin-
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gungen sowie der unklaren Abgrenzung von Carbon-Reibbeldgen. Zudem wird von Reibbe-
lagen auf Phenolharzbasis mit Flllstoffen aus Aluminium, Silizium und Kupfer [Acu16a] be-
richtet, die aufgrund ihrer geringen Kosten, dem akzeptablem Verschleil und ihren geringen
Wechselwirkungen mit dem Schmierstoff im asiatischen Raum in Nutzfahrzeugen eingesetzt
werden [Bro12, Wal12].

Carbon-Reibbelage lassen sich in gewobene und nicht gewobene Reibbelage unterteilen,
wobei diese aus den nachfolgend aufgeflihrten Untergruppen bestehen [Aug12, Ran04,
Chr14]. Zu den nicht gewobenen Reibbeldgen zdhlen Composite Carbon und Dual-Layer-
Reibbelage. Bei den gewobenen Reibbelagen unterscheiden sich die Varianten primar anhand
der Matrix.

Composite Carbon-Reibbeldge werden in einem ahnlichen Prozess wie Papierreibbelage
hergestellt. Sie beinhalten neben Carbon-, Glas-, Aramid-, Baumwoll- und Zellstofffasern, Fll-
und Hartstoffe wie Graphite, Koks, Celite, Silikate [F6g15] sowie eine Harzmatrix [Bac10]. De-
tails zum Fertigungsprozess erlautern [F6g15, Kea97].

Dual-Layer-Reibbeldge bestehen aus einer Tragerschicht aus Polymeren/Aramid getrankt
mit Harz [Acu16a, Jon13] bzw. einer Tragerschicht aus Papier [Ran04] und einer Funktions-
schicht aus Carbon-Partikeln (ca. 20...100 um [Acu16a]), die auf der Tragerschicht tGber das
Harz fixiert sind.

Gewobene Reibbeldge werden Ublicherweise aus PAN-Fasern (Polyacrylnitril) hergestellt
und unterscheiden sich unter anderem in ihrer Faserlange, der Reibbelagdicke (abhangig von
Faserdurchmesser und Webart) und der eingesetzten Harz-Matrix [Ran04]. Abhangig von der
Matrix, d. h. dem Stoff, in dem die Fasern eingebettet sind, wird zwischen Kohlenstofffaserver-
starkem Kunststoff (CFK) oder Kohlenstofffaserverstarktem Kohlenstoff (CFC) unterschieden.
Beim CFK werden als Matrix haufig Phenolharze verwendet [Win95, Win96, SGL20]. CFC-
Reibbelage werden unter anderem ber das CVP (Chemical Vapor Deposition) Verfahren her-
gestellt, bei dem mit Temperaturen von 1.100 °C im Hochvakuum Uber ein kohlenstoffhaltiges
Gas Graphit auf dem Reibbelag abgeschieden wird [Awa05]. Eine weitere Moglichkeit ist eine
Umwandlung eines zunachst mit einem Kunststoffharz impragnierten Carbon-Gewebes in eine
Kohlenstoffmatrix. Das Vorgehen wird wiederholt, um den Reibbelag nachzuverdichten und so
die gewinschte Reibbelagdichte und die geforderte Reibcharakteristik zu erhalten [Gib89].
Aufgrund der hohen Belastbarkeit werden diese CFC-Reibbelage in Sperrdifferenzialen und
hochbelasteten Synchronisierungen im NKW-Bereich eingesetzt, da sie besonders tempera-
turbestandig sind.

Organische Reibbelage werden in Matten gefertigt, zurechtgeschnitten und auf die jeweiligen
Ringe aufgeklebt [Bac10]. Zudem existieren Fertigungsverfahren, bei denen die Reibbelage
mit Harz impragniert, angehartet und schliellich auf dem Tragerring fertig ausgehartet werden.
Der Ausharteprozess auf dem Tragerring beeinflusst die tribologischen Eigenschaften mal3-
geblich [Acu16a].

Eine qualitative Bewertung der verschiedenen Carbon-Reibbeldge finden sich bei [Bac13a,
Jon13, Ran04, Chr14]. Ubereinstimmend werden die gewobenen Reibbelage in den meisten
Kategorien am besten bewertet. Je nach Autor folgen dann entweder Composite- oder Dual-
Layer-Reibbelage. Die Leistungsfahigkeit von Carbon-Reibbeldgen und metallischen Reibbe-
l&agen (priméar Sinter) vergleichen unter anderem [Bac10, Neu08, Ore95, Rau11, Sig07, Sig03,
Web15a]. Wahrend Back et al. [Bac10] und Rau und Delabre [Rau11] vergleichbare Leistungs-
fahigkeit von Sinter- und Carbon-Reibbelagen berichten, ist die Leistungsfahigkeit des Sinter-
Reibbelags bei vergleichbaren Verschleilwerten beider Reibbeldge bei Sigl et al. [Sig03] in
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einem Dauerschaltversuch mit einer EK-Synchro besser. Meist werden aber Carbon-Reibbe-
l&ge als leistungsfahiger gegenitber Sinter angesehen [Bac13a, Nau19]. Auch in nasslaufen-
den Kupplungen werden Carbon-Reibbelage eingesetzt. Einen Uberblick tiber den Stand der
Technik liefern unter anderem [Gro21, Ran04, Sto21a, Sto18al].

2.2.3 Gegenreibfliche und Tragermaterialien

Bei Messing als Reibmaterial sind die Synchronringe komplett aus Messing gefertigt. Bei Mo-,
Papier-, Sinter-, Carbon-Reibbeldgen werden entweder Messingringe, gerollte oder gesinterte
Stahlkorper oder Blechumformteile eingesetzt [And12, Vog21, Wal05]. Gegenuber einem Syn-
chronring aus Messing kann mit einem Blechumformteil ca. 40 % Gewicht eingespart werden
[Koc09]. Die Gegenreibflachen (z. B. Konen auf Schaltradern) sind haufig aus 16MnCr5,
20MoCr4, 20Cr4 und werden einsatzgehartet und geschliffen [PfI88, Win08]. In der Literatur
finden sich fur die Gegenreibflachen Harten im Bereich von 60 HRC [Spr01, Wag93]. Gerade
im Bereich grofder Stlickzahlen werden Blechumformringe als Synchron-, Zwischen oder In-
nenringe aus 100Cr6, 16MnCr5, C35E, C75S, C80 M und HC260LA eingesetzt, die im wei-
chen Zustand umgeformt und anschlieRend nitriert bzw. gehartet und geschliffen werden
[Sch98a, Die14, INAO2]. Einflisse der Oberflachenrauheit auf Reibung und Verschleil3 bei
Synchronisierung werden unter anderem bei [Gei03, Per98, Soc68] beschrieben.

23 Reibungsverhalten von Synchronisierungen

Das Reibungsverhalten ist entscheidend fir den Schaltkomfort und den sicheren Betrieb einer
Synchronisierung. Da die Leistungsfahigkeit einer Synchronisierung maf3geblich durch deren
Reibungsverhalten bestimmt wird, werden hier auf die Grundlagen eingegangen, Einflussfak-
toren auf das Reibungsverhalten vorgestellt und gangige Kennwerte zur Beschreibung des
Reibungsverhaltens zusammengefasst.

2.3.1  Grundlagen und Modellvorstellung

Stribeck [Str01] untersucht das Reibungsverhalten in hydrodynamischen Gleitlagern, tragt die
Reibungszahl Uber der Summengleitgeschwindigkeit auf wund definiert die drei
Reibungszustande Flussigkeitsreibung, Mischreibung und Grenzreibung. Auch wenn sich
die Bedingungen in Gleitlagern von denen in Synchronisierungen unterscheiden, gelten die
Modelliberlegungen auch fir Synchronisierungen [Win08]. Die verschiedenen Reibzustande
werden nachfolgend kurz zusammengefasst [Bhu13, Czi15, Hip00, Pfl88, Vah18, Win08]:

Bei hydrodynamischer Reibung (Fliissigkeitsreibung) sind beide Festkdrper vollstandig
durch den Schmierstoff voneinander getrennt. Normal- und Tangentialkrafte zwischen den bei-
den Reibpartnern werden ausschlief3lich durch den Schmierstoff Ubertragen. Dies ist der be-
vorzugte Reibungszustand fur Lager und Walzpaarungen, da die Reibungszahl am niedrigsten
ist und somit die geringsten Verluste auftreten.

Im Mischreibungsgebiet erfolgt die Kraftibertragung teilweise Uber Festkoérperkontakt und
teilweise hydrodynamisch.

Unter Grenzreibung werden Normalkrafte nicht mehr Uber hydrodynamischen Druck, sondern
uber Festkorperkontakt Ubertragen. Dies ist der bevorzugte Reibungszustand in Reibschalt-
elementen, da hier die Reibungszahl im Kontakt am groRten ist.

Wahrend einer Schaltung durchlaufen Synchronisierungen diese drei Reibungszustande

[Paf95, Paf00, Paf97, Vah18, Win08]. Zu Schaltungsbeginn werden tber die Axialkraft auf den
Synchronring die einzelnen Ringe in Kontakt gebracht und es baut sich auf den Reibflachen
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mit steigender Axialkraft ein Reibmoment auf. Ziel bei Synchronisierungen ist es, den hydro-
dynamischen Tragkraftaufbau maoglichst kurz zu halten und dessen Anteil am Gesamtreibmo-
ment maoglichst schnell zu reduzieren [Kno02, Paf97]. Der Schmierstoff muss zligig aus dem
Reibkontakt verdrangt werden, damit bei Schaltungsbeginn bereits ein fir die Funktion ausrei-
chend hohes Reibmoment anliegt [Vah18]. Nur so kann die Sperrbedingungen von Anfang an
erflllt werden. Pflaum und Winkler [PfI88, Win08] zeigen allerdings, dass das Reibungsverhal-
ten nicht signifikant durch hydrodynamische Traganteile beeinflusst wird und primar Grenzrei-
bung vorliegt.

Der Aufbau des Reibmoments wird detailliert von Backhaus und Knoll simulativ und experi-
mentell untersucht [Bac03, Kno02]. Dazu werden Oberflachen der Reibbelage im Neuzustand
und nach Versuchsende topografisch vermessen und die Oberflachenrauheit nach Patir und
Cheng [Pat78] Uber Flussfaktoren im Modell berlcksichtigt. Im Modell kdnnen sowohl die
Mikrogeometrie (Rauheit) als auch Makrogeometrie (z. B. Nutung) bericksichtigt werden. Der
coulombsche Reibwertanteil und der Axialkraftverlauf werden tGber Messungen bestimmt und
sind Eingangsgroflen in der Simulation. FUnf der sechs gezeigten Reibmomentverlaufe aus
Messungen am Priifstand und Ergebnisse der Simulationen zeigen sehr gute Ubereinstim-
mung, wobei gerade die Haftreibungsspitze in der Simulation nicht korrekt abgebildet wird. Die
Reibungszahl ungenuteter Reibbelage ist hier zu Schaltungsbeginn am niedrigsten. Durch Op-
timierung der Nutgeometrie kann sowohl Verlauf als auch Reibungszahlniveau verbessert wer-
den. Diese Aussage wird auch von Paffoni gestitzt [Paf97]. Gemall Haggstrom et al. [Hag14]
scheint das Vorhandensein von Nuten wichtiger zu sein als das Nutdesign selber, um den
Reibmomentaufbau in der Vorsynchronphase zu unterstiitzen. Im Gegensatz dazu beschrei-
ben Wirth et al. [Wir09] den Einfluss einer geeignete Mikrogeometrie, um Schmierstoff aus
dem Reibkontakt zu verdrangen, groRRer als den Einfluss der Makrogeometrie. Auch die Ober-
flachentopographie beeinflusst Reibung und Verschleild in Synchronisierungen stark [Abd03,
Gei03, Per98, Sch98b, Soc68].

Eine Modellvorstellung des Grenzschichtaufbaus einer Synchronisierung findet sich bei
Winkler [Win08] und wurde von Tomic [TomO09] erweitert. Bild 2.3 zeigt exemplarisch den
Grenzschichtaufbau zweier Reibpartner.

Die Grenzschicht
wird in eine aullere
und eine innere
Grenzschicht unter-
teilt [Bar01, Bhu13,
Czi15, Sch36]. Die
innere Grenzschicht

schliel’t direkt an das Adsorptions-
unveranderte Grund- schicht

material an und geht \ Basisschicht
in die aullere Grenz- Reibpartner Il Grundmaterial

schicht (ber. Uber — innere Grenzschicht

die Reaktion von
Grundmaterial mit Bild 2.3:  Grenzschicht eines reibbelasteten Kontakts nach [Win08]

aulere
Grenzschicht

Elementen des
Schmierstoffs, der Gegenreibflache bzw. des Luftsauerstoffs bildet sich auf dem Grundmate-
rial eine Basisschicht. Diese Schicht ist chemisch an das Grundmaterial gebunden. An der
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Basisschicht lagern sich bevorzugt Additivmolekule an. Aufgrund der starkeren Bindungskraft
polarer Bindungen gegenuber von Van-der-Waals Kraften (unpolaren Bindungen) ordnen sich
Schmierstoffbestandteile bevorzugt mit ihren polaren Gruppen an der Basisschicht an. Die
gebildeten Adsorptionsschichten auf den Grenzschichten der Bauteile bestimmen mafRgeblich
das Reibungsverhalten [Win08]. Wahrend eines Reibvorgangs werden Elemente der Grenz-
schicht abgetragen und es entstehen freie Oberflachen. Diese reagieren sofort mit umgeben-
den Stoffen. Die ablaufenden Reaktionen sind mafRgeblich von thermischen und mechani-
schen Bedingungen abhangig. Weitere Untersuchungen zum Grenzschichtaufbau bzw. Ele-
menten die auf den Reibflachen bei Synchronisierungen nachgewiesen werden konnen, fin-
den sich in Veroéffentlichungen von [Acu16a, Arl09, Bri10, Lip11, Pol00, Sei19, Sku20, Wal12,
Sku07]. Auch fur nasslaufende Lamellenkupplungen wurde der Grenzschichtaufbau naher un-
tersucht [Lay11] und deren Aufbau mit dem Reibungsverhalten korreliert [May14, May13,
Mih18, Sto19b, Mih20]. Die Modellvorstellung des Grenzschichtaufbaus sind gemaf [V6121]
uneingeschrankt auf nasslaufende Kupplungen Utbertragbar.

2.3.2 Einflisse auf das Reibungsverhalten

Das Reibungsverhalten wird mafigeblich durch das tribologische System bestehend aus Reib-
paarung, Beanspruchung und Schmierstoff bestimmt. Auf den Oberflachen der Reib-
partner kommt es zu komplexen physikalischen und chemischen Wechselwirkungen zwischen
Schmierstoff, Reibbelag und Gegenreibflache in Abhangigkeit der Belastung, die das Rei-
bungsverhalten maRgeblich beeinflussen. Da ein stabiles Reibungszahlniveau bei Synchroni-
sierungen entscheidend flr deren Funktion ist, wird hier auf wichtige Einflussfaktoren einge-
gangen. Es existieren zahlreiche Veroffentlichungen, die das Reibungsverhalten bei Synchro-
nisierungen untersuchen. Nachfolgend wird ein Uberblick gegeben und exemplarisch auf Un-
tersuchungsergebnisse zu Carbon-Reibbelagen detaillierter eingegangen.

Moderne Schmierstoffe bestehen aus Grunddlen und Additiven, die zur Optimierung physi-
kalischer und chemischer Eigenschaften des Grunddls beigefiigt werden [Hip00]. Haufig be-
einflussen vor allem die chemischen Eigenschaften des Schmierstoffs (vor allem die der
Additive) das Reibungsverhalten. Einflisse von Grundél und Additive werden beispielsweise
bei [Abr08, Acu16a, Acu14a, BouO4, Bro12, Bri89, Ech15, Lay11, Mas95, O’C06, O'C02,
Str13, Wal12] behandelt. Je nach Einsatzbereich unterscheiden sich die Additivpakete der
Getriebedle, mit denen eine Synchronisierung betrieben wird. Haufig werden Synchronisierun-
gen mit Handschaltgetriebedlen (MTF) oder Doppelkupplungsgetriebedlen (DCTF) betrieben.
Die DCTFs stellen eine Kombination aus Automatikgetriebedl (ATF) und MTF dar. Vereinzelt
wird auch vom Einsatz von Synchronisierungen mit ATFs [Mas95] bzw. mit Motorendlen oder
Getriebedlen der API Klasse GL-4 [Abr08] berichtet. Hinweise zur Zielsetzung der Schmier-
stoff-Formulierung bzw. deren Zusammensetzung sind bei [Abr08, Bro12, Fox10, Ter08] nach-
zulesen. Aber auch physikalische Eigenschaften wie beispielsweise die Olviskositat kdn-
nen, besonders unter kalten Bedingungen, die Reibungszahl zu Schaltungsbeginn signifikant
absenken [Abd00, Ech15, Pin92, Wir09]. Verglichen mit anderen Reibbelagen wird der Ein-
fluss des Schmierstoffs auf das Reibungsverhalten bei Synchronisierungen mit Carbon-Reib-
belagen haufig als gering bezeichnet [Ack07, Awa05, Jon13, Kea97, Ran04, Koc09]. Gerade
bei hohen Belastungen kann die Schmierstoffzusammensetzung das Reibungsverhalten sig-
nifikant Gber die Lebensdauer verandern [Acu16a, Acu14a, Rau11, Tom09]. Zudem kann auch
der Alterungszustand bzw. die Vorschadigung des Ols das Reibungsverhalten beeinflus-
sen [Ber15, Ber10a, Ber10b, Dev04, Hau07, Li03, Mat97, Neu01]. Je nach Schmierstoff
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konnte fiir die untersuchten Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelagen ein Einfluss der OI-
alterung festgestellt werden [Neu01], der sich durch ein niedrigeres Reibungszahlniveau und
einer Verschlechterung der Reibcharakteristik (Verlauf der Reibungszahl tber der Gleitge-
schwindigkeit) aullert.

Auch der Einfluss der Betriebsbedingungen wurde ausfihrlich in der Literatur u. a. bei
[Lay11, L6s97, Neu08, Per98, PfI88, Spr01, Str13, Win08] beschrieben. Jede Reibpaarung
kann dabei anders auf Pressungs-, Gleitgeschwindigkeits- oder Temperaturerh6hungen
reagieren. Beispielsweise zeigen Strebel et al. [Str13] einen geringen Einfluss der Pressung
und eine Reduzierung des Reibungszahlniveaus bei steigender Gleitgeschwindigkeit, respek-
tive steigender Reibarbeit, auf das Reibungsverhalten eines Dual-Layer Carbon-Reibbelags.
Neudorfer [NeuO08] beobachtet fir einen Composite Carbon-Reibbelag eine Abnahme der ma-
ximalen und minimalen Reibungszahl bei steigender Konustemperatur.

Die verschiedenen Reibpaarungen beeinflussen das Reibungsverhalten deutlich. Dabei ist
sowohl der Reibbelag, als auch die Gegenreibflache und deren Oberflachenbeschaffenheit
[Gei03, Per98, Tom09] entscheidend. Qualitative Vergleiche der verschiedenen Reibbelage
fur Synchronisierungen finden sich bei [Nau19, Ran04]. Versuche, die unter vergleichbaren
Bedingungen durchgefiihrt wurden, prasentieren [Bro12, Mas95, Wal12]. Haufig werden je-
doch die unterschiedlichen Reibbeldge bei unterschiedlichen Bedingungen getestet, da sie
sich in ihrer Leistungsfahigkeit unterscheiden, siehe z. B. [Tom09]. Zudem kann auch das Ma-
terial der Gegenreibflache das Reibungsverhalten beeinflussen. So zeigen Versuche von
[PfI88, Win08], dass bestimmte Additive auf Stahlkonen aus Edelstahl keine Grenzschicht aus-
bilden kdnnen. Auch innerhalb einer Reibbelaggruppe kann sich das Reibungsverhalten ab-
hangig von der Zusammensetzung des Reibbelags unterscheiden. Als Beispiel sei hier das
Reibungsverhalten unterschiedlicher Carbon-Reibbelage bei [Bro12] genannt.

Bei einer Unterbrechung des Priflaufs kann es zur Umkonditionierung des Reibsystems
kommen. Dieses Phanomen wurde bei Lamellenkupplungen von Vélkel [V6I21] und Ost et al.
[Ost01] und bei Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag von [Acu16a] beschrieben und au-
Rert sich in einer sprunghaften Veranderung des Reibungsverhaltens von einer auf die andere
Schaltung. Die Ursache ist nicht final geklart. Acuner [Acu16a] unterscheidet bei seinen Ver-
suchen zwischen Rekonditionierungseffekten mit bzw. ohne Unterbrechung der tribologischen
Belastung. Bei einer Unterbrechung der tribologischen Belastung vermutet er, dass die
sprunghafte Veranderung des Reibungsverhaltens auf eine Veranderung des Grenzschicht-
aufbaus (z. B. einer Oxidation an den Reibflachen) zurickzufuhren ist. Eine Rekonditionierung
aufgrund von einer Priflaufunterbrechung kann die Lebensdauer erheblich beeinflussen und
sollte fur vergleichende Untersuchungen vermieden werden. Zudem beobachtet Acuner
[Acu16a] Reibungszahlspriinge bei gewobenen Carbon-Reibbeldgen, ohne dass der Versuch
unterbrochen wurde. Es wird vermutet, dass aufgrund von Faserbruch Ablagerungen im Reib-
belag herausgelost werden und sich somit das Reibungsverhalten verandert.

2.3.3 Kennwerte zur Beschreibung des Reibungsverhaltens

Das Reibungsverhalten von Synchronisierungen wird Ublicherweise uber Reibungszahlkenn-
werte beschrieben, die anhand der Reibcharakteristik (Verlauf der Reibungszahl tUber der
Gleitgeschwindigkeit) definiert sind. Dazu wird der Verlauf der Reibungszahl einer Einzelschal-
tung Uber der Gleitgeschwindigkeit abgebildet, siehe Bild 2.4. Die Reibungszahl wahrend einer
Schaltung wird fur jeden Messpunkt aus Axialkraft, Drehmoment und geometrischen Parame-
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tern gemal Gleichung (2.1) berechnet. Zur Beschreibung des Reibungsverhaltens von Syn-
chronisierungen haben sich folgende Kennwerte etabliert [Acu16a, Gei03, Lay11, NeuO1,
Per98, Ran95, Sto20, Tom09, Win08], siehe Bild 2.4. Wahrend pmit das Reibungszahlniveau
reprasentiert und ein Mal fur das Ubertragbare Drehmoment ist, kann Uber Peng UNd Pmin iM
Verhaltnis zu umit der Verlauf der Reibcharakteristik beurteilt werden.

Veranderungen des Reibungsverhaltens
wahrend eines Versuchs werden ublicher-
weise in Trends dargestellt, d. h. eine Abbil-
dung der Werte von Kennwerten uber der
Schaltungszahl. Je nach Untersuchungs-
schwerpunkt werden zusatzlich Kennwerte
zur Beschreibung der Reibcharakteristik —
(z.B. V, [Gei03, Neu01, Per98], Ap/Avqg o
[Lay11]) definiert. Acuner [Acu16a] beurteilt 0510 60 90 100
das Schadigungsverhalten anhand von Ver- Gleitgeschwindigkeit in % Vgmax
anderungen der Reibcharakteristik Uber

AUmins.000, AMmin10.000, AMmin20.000 und be- Bild 2.4: Reibungszahlkennwerte von Synchro-

Meng - Max(M) 0...10 % Vg max
Mrmin - Min(W) 5...90 % Vg max
Mmit - arith. Mittel(u) 0...60 % Vg max

peng
; 1 Mmin

Mittelungsintervall fur

schreibt damit die prozentuale Veranderun nisierungen anhand exemplarischer
. P 9 Reibcharakteristik (Schaltungsbeginn
von Mmin uber 5.000/10.000/20.000 Schaltun- rechts, Schaltungsende Iinks)

gen gegenuber dem Versuchsbeginn. Ein ho-
her Wert reprasentiert eine starke Schadigung.

Auch die Forschungsgruppe um Poll (IMKT) [Erd08, L6s97, Neu08, Sku20, Spr01, Web153]
verwendet dhnliche Kennwerte (Jmit, Mmin, Mmax) Um das Reibungsverhalten von Synchronisie-
rungen zu beurteilen. Wahrend pmit in den neueren Veréffentlichungen identisch zur obenste-
henden Definition ist, liegt die untere Grenze fir die Berechnung von Pmin, Mmax bei 0 % Aus-
gangsdrehzahl und es wird zudem gepruft, ob die Axialkraft mindestens 50 % der Nennkraft
Uberschritten hat.

Haufig werden in Verdffentlichungen die Kennwerte zur Beurteilung des Reibungsverhaltens
nicht genau definiert. Meist werden Berechnungsvorschriften oder Auswertegrenzen nicht an-
gegeben (z. B. [Abd03, Bac10, Bou04, Bro12]). Dies schrankt die Vergleichbarkeit von Rei-
bungszahlen aus unterschiedlichen Quellen erheblich ein. Als Beispiel soll der Kennwert ,mitt-
lere Reibungszahl® dienen, der im Gegensatz zu der hier vorgestellten Definition von
FZG/IMKT bei [0'C02] als Mittelwert der Reibungszahlen der mittleren 90 % der Schaltzeit,
bzw. bei [Sei19] als mittlere Reibungszahl im Bereich 5...90 % Nmax, definiert wird.

Zusammenfassend ist festzuhalten, dass trotz teilweise fehlender Vergleichbarkeit der Kenn-
werte, die Ansatze zur Bewertung des Reibungsverhaltens vergleichbar sind. Ubereinstim-
mend werden bei den meisten Autoren Kennwerte verwendet, die die Reibungszahl zu Schal-
tungsbeginn, eine mittlere Reibungszahl und die Reibungszahl am Schaltungsende als Be-
wertungskriterium abbilden.

24 Ausfallursachen und Schadigungsmechanismen

2.41 Ausfallursachen

Bei der Entwicklung einer Synchronisierung ist die Lebensdauer wichtiges Auslegungskrite-
rium. Typische Ausfallursachen und das dafir verantwortliche Schadigungsverhalten sind bei
der Auslegung zu berlcksichtigen. Ein Ausfall einer Synchronisierung duf3ert sich meist durch
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.Ratschen®. Dieser Begriff bezeichnet das Gerausch, wenn die Zahne der Schiebemuffe mit
den Zahnen der Schaltverzahnung eines Gangrads unter Differenzdrehzahl in Kontakt kom-
men. Typische Schaden an Synchronisierungen werden unter anderem von [Nau19, Net06,
Ran95, Raz14, Soc68, Sta14] beschrieben und sind nachfolgend zusammengefasst:

Verschleild auf den Reibflachen (AxialverschleiB) reduziert den axialen Abstand zwischen
den Planflachen von Synchronring und Schaltrad. Ist diese Verschleil3reserve aufgebraucht,
kommt es zum Kontakt zwischen diesen beiden Flachen. Bei Mehrfachkonus-Synchronisie-
rungen ist es zudem mdglich, dass durch verstarkten Verschleil} einer Reibflache axialer Kon-
takt zwischen zwei Ringen auftritt. Dies flhrt dazu, dass kein definierter Kraftfluss vorliegt und
ein Teil der Axialkraft Gber die Planflachen anstatt Gber die konischen Reibflachen Gbertragen
wird. Da die Kraftverstarkung durch den Kegelwinkel somit teilweise wegfallt, reduziert sich
auch das Reibmoment erheblich.

Beim Sperrflachenverschlei verandert sich der Winkel der Dachschragen (meist) am Syn-
chronring. Wird dieser zu steil, nimmt der Anteil des Uberschiebemoments zu und es kann zu
einem vorzeitigen Durchschalten unter Differenzdrehzahl kommen.

Aufgrund von Anderungen der geometrischen Eigenschaften bedeuten Axialverschlei und
Sperrflachenverschleild das Lebensdauerende der Synchronisierung [SprO1]. Die Sperrbedin-
gung ist nicht mehr erfillt.

Ausfalle aufgrund von Reibungszahlabfall treten auf, wenn die Reibungszahl so weit absinkt,
dass die Sperrbedingung nicht mehr erflillt ist. Meist sinkt die dynamische Reibungszahl, d. h.
die Reibungszahl am Schaltungsbeginn ab und unterschreitet die gemafl der Sperrsicherheit
vorgegebene minimale Grenze. Bei Ausfallen durch Reibungszahlabfall ist es mdglich, dass
sich das System wieder erholt, bzw. nach einem Olwechsel bzw. Temperaturanderungen die
Funktionsfahigkeit fir eine gewisse Zeit wiederhergestellt ist [SprO1], siehe auch Ab-
schnitt 2.3.2 (Konditionierung des Reibsystems).

Neben diesen drei Hauptursachen fur Ausfalle bei Synchronisierungen sind weitere Ausfallur-
sachen bekannt.

Eine Einglattung der Zahnflanken kann die Reibungszahl an den Kontaktflachen (Zahnflan-
ken) Schiebemuffe und Synchronring reduzieren. Aufgrund von Mikrobewegungen sinkt die
Verzahnungsreibungszahl bis zu einem Wert nahe Null ab [Neu08]. In Kombination mit einer
niedrigen Reibungszahl in den Reibflachen kann die Synchronisierung vorzeitig ausfallen.

Bei unzureichender Festigkeit bzw. Vibrationen treten Briiche einzelner Komponenten wie
Ringe, Federn oder Teile des Synchronkdérpers [Bar20a] auf. Auch Torsionsschwingungen aus
dem Antrieb kénnen zu Ringbruch fihren [Nau19]. Dies kann, muss jedoch nicht, zum Ausfall
der Synchronisierung fuhren. Gerade bei einem Bruch des Zwischenrings kann, sofern er
durch Innen- und Synchronring ausreichend geflihrt ist, die Funktion der Synchronisierung
trotzdem erhalten bleiben.

Gerade bei metallischen Reibwerkstoffen wie Messing, Molybdan oder Sinter kann es bei ho-
hen Belastungen zu Materialiibertrag, sogenannten Fressern, kommen. Fresser aufern
sich an einem sprunghaften Anstieg der Reibungszahl. Dies kann im weiteren Verlauf eines
Versuchs lebensdauermindernd sein (z. B. durch erhdhten Verschlei® [Spr01] oder Reibungs-
zahlabfall nach den Fressern [Ran95]).

Neben Axialverschleifld kann auch Verschlei anderer Bauteile zur Reduktion der Verschleil3-
reserve fuhren. Ein Verschlei® an den Aussparungen der Indexlaschen bzw. den Indexlaschen
selbst (gerade bei Synchronringen aus Messing) kann zu einer instabilen Sperrstellung fiihren
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[Sin16]. Auch bei Doppelkonus-Synchronisierungen kann die Planflache am Schaltrad bzw.
die Stirnflache des Innenrings abrasiv abgetragen werden und die Verschleilyreserve der Syn-
chronisierung aufbrauchen [Bri91].

Barathiraja et al. [Bar19a, Bar20b, Bar21] befassen sich mit dem Ausfall von Doppelkonus-
Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag aufgrund von Verschleill im nicht geschalteten
Zustand. Radiales Spiel des Innenrings von 3 mm fuhrt im nicht geschalteten Zustand, gerade
bei hohen Drehzahlen, zu Schlagen auf den Zwischenring, was den Verschleild auf der inneren
Reibflache deutlich erhéht. Eine Reduktion des radialen Spiels auf 0,5 mm verringert in Ver-
suchen den Verschlei deutlich. Bei zusatzlich schlechten Schmierungsverhaltnissen treten
hohe Oberflachentemperaturen auf. Gerade im wenig geschalteten Rickwartsgang kann die
Bedlung durch Spritzél nicht ausreichend sein. Nach Weber und Poll [Web15b] nehmen bei
einer engeren Tolerierung der Komponenten die Bauteilbewegungen im nicht-geschalteten
Zustand zu und es kommt neben akustischen Stérungen zu messbarem Verschlei’. Diese
Aussage ist genau gegensatzlich zu der von Barathiraja. Ein direkter Vergleich der beiden
Aussagen ist allerdings nicht moglich, da Weber [Web15b] eine Einfachkonus-Synchronisie-
rung untersucht. Back et al. [Bac09] bestatigen das Auftreten von Verschleil® bei erhéhter Tau-
melneigung der Synchronringe.

24.2 Schadigungsmechanismen von Carbon-Reibbelagen

Schadigungsmechanismen bei Carbon Reibbelagen hangen insbesondere von den Belastun-
gen ab. Acuner [Acu16a] definiert Gber die Schaltungszahl bis zum Ausfall in welche Gruppe
die Belastungen einzuordnen sind:

- Niedrige/ mittlere Belastungen bei Lebensdauern tGber 100.000 Schaltungen
- Hohe Belastungen bei Lebensdauern im Bereich 1.000...100.000 Schaltungen
- Extreme Belastungen bei Schaltungszahlen deutlich unter 1.000 Schaltungen

Gerade fur Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelagen sind keine verdffentlichten Untersu-
chungen bekannt, die Schaden unter niedrigen/mittleren Belastungen bei Schaltungszahlen
groRer als 100.000 analysieren, was unter anderem auf die lange Versuchslaufzeit zurlickzu-
fuhren ist. Meist werden Versuche bis maximal 100.000 Schaltungen durchgefiihrt, wie bei-
spielsweise bei [Acu16a, Bar19a, Neu08, TomQ9, Sku11, Web15a]. Nachfolgend wird zu-
nachst auf Schaden unter hohen Belastungen eingegangen.

Es existieren einige Verdffentlichungen, die das Schadigungsverhalten unter hohen Belas-
tungen fir Einfachkonus-Synchronisierungen untersuchen. Das Schadigungsverhalten von
Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelagen ist komplex und unterscheidet sich deutlich von
dem metallischer Reibbelage [Acu16b]. Wahrend metallische Reibbelage meist aufgrund von
Axialverschleil® ausfallen [Per98], sind Carbon-Reibeldge haufig sehr verschleilRbestandig
[Acu16a, Ran04, Sto20]. Einige Autoren berichten allerdings auch von erhdhtem Verschleil’
bei Carbon-Reibbelagen [Ack07, Bar19a, Hag18a, Neu08, Sig03], der zudem von der unter-
suchten Reibbelagtechnologie abhangig ist [Ack07]. Auflerdem ist es nur schwer mdglich, eine
Reduktion des Axialmalies eindeutig auf Verschlei® und nicht auf ein Setzen des Reibbelags
zurUckzufuhren [Tom09]. Daher kénnen die fur metallische Werkstoffe ermittelten Verschleil3-
modelle [L6s98, L6s97, Neu08, Spr01] aufgrund von geringen Verschleillbetragen bei Carbon
und starken Streuungen der Verschleilbetrage nicht bzw. nur bedingt angepasst werden
[Neu08, Sku11]. Als haufigste Ausfallursache bei Carbon-Reibbelagen gilt ein Abfall der Rei-
bungszahl Uber der Lebensdauer [Acu16a, Acu14a, Acu16b, NeuO1, Sto20]. Acuner et al.



16 Stand des Wissens

[Acu16b] weisen uber Versuche am Komponentenprifstand in Kombination mit Oberflachen-
messungen eine Einglattung der Oberflache aufgrund von Zusetzen der Belagporen uber der
Versuchslaufzeit nach. Dies dulert sich in einem Absinken der Reibungszahl zu Schaltungs-
beginn, beschrieben lber eine Verringerung des Kennwerts umin. Auch bei Synchronisierungen
mit Molybdan-Reibbelag wird eine Abnahme der Reibungszahl mit zunehmender Einglattung
der Reibflache beobachtet [Wan15]. Eine Einglattung der Oberflache und der damit verbunde-
nen Veranderung des Reibungsverhaltens kann auch aufgrund von Verschleil3 hervorgerufen
werden [MakO05].

Gerade aufgrund der signifikant niedrigeren Warmeleitfahigkeit von Carbon-Reibbelagen
(0,09...1,2 W/mK) [Awa05, Neu08] im Vergleich zu metallischen Reibbelagen (5...138 W/mK)
[Hag15a, Kin99, Neu08] treten bei Carbon-Reibbelagen auf der Reibflache signifikant héhere
Reibflachenspitzentemperaturen auf, die Schmierstoff und Reibbelag schadigen. Acuner
[Acu16a, Acu16b] unterscheidet zwischen schmierstoffbedingter Schadigung und reib-
werkstoffbedingter Schadigung:

Bei der schmierstoffbedingten Schidigung des Reibbelags lagern sich Olcrackprodukte,
die aufgrund von hohen Reibflachentemperaturen entstehen, in den Reibbelagporen ab und
reduzieren die Kernrautiefe. Eine Reduzierung der Reibungszahl, gerade bei hohen Gleitge-
schwindigkeiten, aufgrund von zugesetzten Reibbeldgen werden in der Literatur auch bei Pa-
pierreibbelagen [Dev04, Mae03, Mat97, Osa90, Sak93] beschrieben. Bei Sinter-Reibbelagen
wird ebenfalls ein Zusetzen der offenporigen Reibbelagstruktur beobachtet, wobei hier zusatz-
lich das Verschmieren der Poren zur Einglattung des Reibbelags beitragt [Neu08, Sku11]. Ins-
besondere bei geringen Olvolumenstrémen (0,1...3 g/min) mit Sinter- und Carbon-Reibbela-
gen treten verstarkt Ablagerungen im Reibbelag auf [Web15a]. Skubacz und Poll [Sku11] be-
obachten dahingegen bei minimalen Olvolumenstrémen weniger ausgepragtes Zusetzen der
Poren des Carbon- im Vergleich zum Sinter-Reibbelag und schlieen daher, dass die chemi-
schen Wirkung der Additive belagabhangig ist.

Neben den Belastungen wahrend einer Schaltung beeinflusst auch die thermische Stabilitat
des Schmierstoffs und seiner Additive, wie stark sich der Reibbelag zusetzt. Acuner et al.
[Acu16a, Acu14a, Acu16b] analysieren auf dem Komponentenprifstand SSP-180 (Standard-
Synchronisationsprifstand) Einfachkonus-Synchronisierungen unterschiedlicher Baugrofien
mit gewobenen und Dual-Layer-Reibbelag und jeweils einem vom Hersteller deklarierten High
Ref. (Reference) und Low Ref. Ol. Aufgrund von starkerem Zusetzen der Poren mit Low Ref.
Ql, fallen Versuche mit Low Ref. Ol friiher aus als Versuche mit High Ref. Ol. Wahrend bei
High Ref. Ol vermehrt Ablagerungen aus Calcium, Schwefel und Phosphor festgestellt wurden,
konnten bei Low. Ref. Ol Natrium, Schwefel, Phosphor und Zink durch REM-Messungen (Ras-
terelektronenmikroskop) mit EDX-Analysen (energiedispersive Réntgenspektroskopie) nach-
gewiesen werden. Diese Elemente kommen nicht im Reibbelag vor und werden somit auf Ad-
ditivbestandteile der Schmierstoffe zurlickgefuhrt. Die Ablagerungen stellen sich im Gegen-
satz zu den Untersuchungen von [Web15a] als chemisch bestandiger heraus, da sie auch
durch die Reinigungsprozedur vor den REM-Messungen nicht ausgewaschen werden konnten
[Acu16a]. Uber Versuche mit Modellfluiden im Komponentenpriifstand und anschlieRenden
REM/EDX-Analysen wird nachgewiesen, dass das Detergent Additiv (Uiberbasisches Calcium-
Sulfonat) maRgeblich fir die Bildung von Ablagerungen mitverantwortlich ist und das Dis-
persant Additiv (Succinimid) Ablagerungen tendenziell hemmt [Acu16a]. Nicht geklart werden
konnte, ob das Detergent sich durch hohe Temperaturen zersetzt und im Reibbelag anlagert,
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oder andere gecrackte Olbestandteile bindet und sich mit ihnen im Reibbelag festsetzt. Wah-
rend lwai et al. [lwa15] fir die Lebensdauer eines Papierreibbelags einer nasslaufenden Kupp-
lung feststellt, dass Uberbasisches Calcium-Detergent die dynamische Reibungszahl aufgrund
einer starken Einglattung des Reibbelags im Lebensdauerversuch absenkt, beschreibt Fox
[Fox10] die Aufgabe eines Uberbasischen Detergents, Ablagerungen in Reibelégen zu verhin-
dern. Maeda et al. [Mae03] bestatigen, dass eine hohe Temperaturbestandigkeit der verwen-
deten Detergent-Dispersant Additive das Zusetzen der Reibbelage bis zu einer Grenztempe-
ratur verhindern kann. Es wird allerdings nicht unterschieden, welches der beiden Additive zur
Vermeidung von Ablagerungen bedeutsamer ist. Auch Neumdller [NeuO1] weist einen Einfluss
von vorgeschadigtem Ol auf das Reibungsverhalten von Synchronisierungen mit Carbon-
Reibbelag nach.

Bei der reibwerkstoffbedingten Schadigung stellt Acuner [Acu16a] bei partikelbasierten
Carbon-Reibbelagen eine Schadigung der Matrix des Reibbelags aufgrund von hohen Tem-
peraturen fest. Deren mechanische Festigkeit reduziert sich und die Bindung der Partikel an
den Matrixwerkstoff sinkt. Flir gewobene Reibeldge werden Briche der Reibbelagfasern beo-
bachtet [Acu16b]. Neuddrfer [Neu08] gibt fuir den in seiner Arbeit untersuchten Reibbelag eine
Grenztemperatur von 325 °C an, oberhalb derer der Reibbelag seine physikalischen Eigen-
schaften andert. Ein Grofdteil des Verschleilles findet im Einlauf aufgrund von abrasivem Ver-
schleild und einer Verdichtung der Belagmatrix statt. Bei hohen Pressungen und hohen Reib-
flachentemperaturen kann der Reibbelag verdichtet werden, was ein Herausbrechen von Ver-
schleilRpartikeln verhindert. Zudem beschreibt Neuddrfer [Neu08], dass bei hohen Tempera-
turen die Belagmatrix weicher wird und Hartstoffe in den Belag und das Tragermaterial ge-
drickt werden. Die fehlenden Hartstoffe an der Oberflache und der daraus resultierende ho-
here Harzanteil reduzieren die Reibungszahl des Systems.

Je nach Versuchsbedingungen, Schmierstoff und den lokalen Pressungen bzw. Reibflachen-
temperaturen kdnnen verschiedene Schadigungsmechanismen auf einer Reibflache an unter-
schiedlichen axialen Positionen auftreten [Acu16a]. Detailliert sind die verschiedenen Wech-
selwirkungen der einzelnen Schadensmechanismen bei [Acu16a] erlautert. Zudem wird die
Reibflachentemperatur zusammen mit der Schaltungszahl als mafigebliches Schadigungskri-
terium beschrieben. Ab einer simulierten Reibflachentemperatur tGber 200 °C treten bei
Haggstrom [Hag18a, Hag22] Verfarbungen auf der Stahlgegenreibflache auf, die er als ,Hot
Spots* bezeichnet. Ab 230...250 °C nehmen die Schadigung des Systems und der Verschleil®
zu. Die Tests wurden jedoch nicht bis zum Ausfall durchgefiihrt, sondern nach 10.000 Schal-
tungen gestoppt. Zudem wurde nur der Trend der mittleren Reibungszahl gezeigt, die lediglich
bei der héchsten Ausgangsdrehzahl Gber die 10.000 Schaltungen abfallt. Gemalk Ackermann
et al. [Ack07] kdnnen sich im Getriebe Verunreinigung ebenfalls in organischen Reibbelagen
ablagern und somit die thermischen Eigenschaften verandern, ohne dass eine Schadigung
des Reibbelags an sich aufgetreten ist.

Mit Schadigungsmechanismen von Carbon-Reibbelagen unter extremen Belastungen be-
schaftigen sich vor allem Merken [Mer15] und Acuner [Acu16a)]. Merken et al. [Mer15] unter-
suchen die Schadensform Belagbruch bei sehr hohen Pressungen, die weit oberhalb des prak-
tischen Anwendungsbereichs liegen. Auch hier konnte ein Einfluss der Temperatur auf die
Schadigung nachgewiesen werden. Trotz mittlerer Pressungen tber 30 N/mm? bricht beim
Dual-Layer-Reibbelag der Belag nicht. Bei den verschiedenen gewobenen Reibbelagen tritt
Belagbruch bereits bei niedrigeren Pressungen als beim Dual-Layer-Reibbelag auf, wobei die
Belastungsgrenzen der gewobenen Reibbelage sich deutlich unterscheiden. Acuner [Acu16a]
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hingegen betrachtet die Schadigung bei extremen Belastungen unter praxisrelevanten Pres-
sungen, allerdings deutlich hdherer Reibarbeit als in der Praxis Ublich. Entsprechend der Test-
methode werden 1...25 Schaltungen durchgefihrt. Sowohl fur partikelbasierte als auch gewo-
bene Reibbelage werden in den ersten 1...5 Schaltungen Reibmomenthochlagen beobachtet,
die dem 2-3-fachen Reibmoment einer normalen Schaltung entsprechen. Uber detaillierte
Vermessungen der Stahlkonen wird eine Durchmesserabnahme der konischen Reibflache des
Kupplungskorpers auf Grund von plastischer Deformation, die aus dem Druckflielen des Ma-
terials in Umfangsrichtung resultiert, beobachtet. Herauslésen von Partikeln beim Dual-Layer-
Reibbelag und faserbruchbedingter Materialabtrag beim gewobenen Reibbelag verandern zu-
dem die Dicke des Reibbelags. Die Durchmesserabnahme resultiert in einer Reduktion der
Verschleildreserve innerhalb weniger Schaltungen und fihrt zum frihen Ausfall der Synchro-
nisierung aufgrund von Axialverschleil3.

25 Prifverfahren zur Analyse der Schadigung bei Synchronisierungen

Die Auswahl des geeigneten Prufverfahrens hangt vom Untersuchungsziel ab. Anders als bei
Zahnradern existieren flr Synchronisierungen nur wenige standardisierte Testvorschriften
[BouO4] zur Analyse des Reibungsverhaltens bzw. der Lebensdauer wie beispielsweise
[D0218, D0219, CEC14]. Haufig verwenden Hersteller von Synchronkomponenten, OI- bzw.
Fahrzeughersteller eigene Prifverfahren, die nicht allgemein verbreitet sind [Ran95]. Beispiele
sind der GM-Abuse Test, beschrieben bei Wagner [Wag93], oder ein Methodik der verglei-
chenden Untersuchung von Reibschichten an Synchronisierungen vorgestellt von Graswald
et al. [Gra07]. GemaR Czichos [Czi15] (bzw. DIN 50322) lassen sich tribologische Tests in
folgende Kategorien einteilen: | Betriebsversuche, Il Prifstandversuche, Ill Aggregatversuche,
IV Bauteilversuche, V Probekdrperversuche und VI Modellversuche. Eine hdhere Kategorie
entspricht einer starkeren Vereinfachung des Systems. In Kategorie I...IlII bleibt die Sys-
temstruktur des Aggregats erhalten, allerdings vereinfachen sich die Beanspruchungskollek-
tive. Kategorie V...VI sind grundlagenorientiert und werden nur an Probekérpern (z. B. Stift-
Scheibe) oder bauteildhnlichen Komponenten durchgefihrt. Sowohl die Aussagekraft als auch
die Kosten der Tests steigen von Kategorie VI nach Kategorie |. Die Ergebnissen aus Stift-
Scheibe Versuchen sind allerdings nur sehr eingeschrankt [Pol08] bzw. nicht auf Synchroni-
sierungen Ubertragbar [Acu16a]. Der Fokus in dieser Arbeit liegt auf Bauteilversuchen, da sich
diese Uber die Jahre bei Synchronisierungen flir vergleichende Bewertungen verschiedener
Schmierstoffe und Bauteile als geeignet herausgestellt haben und einen Kompromiss aus
Prufkosten und Aussagekraft darstellen. Bauteilversuche werden Ublicherweise an Kompo-
nentenprifstanden durchgefiihrt. Die Prifablaufe lassen sich in drei verschiedene Arten kate-
gorisieren: Einstufen-Dauerschaltversuche (DSV), Stufenversuche (TSV) und Kollektivversu-
che [Acu16a, Bri88, Hoh11a]. Nach Acuner [Acu16a] eignen sich Stufenversuche, um die
Leistungsgrenze zu ermitteln, d. h. eine Spitzenlast, die eine Synchronisierung fur eine ge-
wisse Anzahl an Schaltungen ertragen kann. Dazu werden in den jeweiligen Stufen Pressung
und/oder Gleitgeschwindigkeit erhdht bis es zum Ausfall der Synchronisierung kommt. Zur Be-
urteilung von Verschleils und Dauerschadigung sind Einstufen-DSV und Kollektivversuche
besser geeignet. Kollektivversuche bilden eine praxisnahere Anwendung ab, sind allerdings
aufwandiger auszuwerten und fuhren meist zu langeren Versuchslaufzeiten [Acu16a, Bri88].
Ergebnisse aus Komponententests sind nicht direkt aufs Getriebe Ubertragbar, da Ublicher-
weise Kuhlbedingungen und Schalthdufigkeit sich signifikant unterscheiden. In nahezu jeder
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experimentellen Verdffentlichung wird eine Prifprozedur prasentiert. Hier werden kurz dieje-
nigen vorgestellt, die sich zur Analyse des Schadigungsverhaltens von Carbon-Reibbelagen
eignen.

Bei extremen Belastungen beschreiben Merken et al. [Mer15] Modellprifsysteme, um die
Schadensart Belagbruch zu analysieren. Die Synchronringe werden auf einem Modellkonus
mit Nuten unter extremen Pressungen (3...4-fach Uberhohte Betriebslast) schwingend belastet
und nach einer definierten Lastspielzahl ausgebaut und optisch begutachtet. Die Last wird so
lange gesteigert, bis deutliche Belagschadigung erkennbar ist. Fur weitere Analysen werden
dann auf einem Belastungsniveau, das niedriger als das der Ausfalllaststufe ist, Einstufen-
DSV durchgefuhrt. Zunachst maximal ertragbare Belastungen in Stufenversuchen zu analy-
sieren und anschlieend die Dauerschadigung auf niedrigeren Lastniveaus in Einstufen-DSV
zu untersuchen, hat sich auch bei nasslaufenden Lamellenkupplungen bewahrt [Hen14].

Zur Bestimmung der Schadigung von Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelagen hat Acu-
ner [Acu16a] ein Prufverfahren zur Untersuchung von Langzeitschadigung und Extremschal-
tungen definiert. Wegen der Relevanz fir diese Arbeit wird hier nur genauer auf das Verfahren
zu Analyse der Langzeitschadigung eingegangen. Einstufen-DSVs haben sich dabei gegen-
Uber Kollektivversuchen und TSVs als am besten geeignet herausgestellt. Nach einem Einlauf
kdnnen Versuche auf Laststufe L-I fir hoch und Laststufe L-Il fir geringer beanspruchte Syn-
chronisierungen durchgefiihrt werden, siehe Tabelle 2.1. Fur eine weitere Verscharfung der
Belastungen ist zudem Laststufe L-Ib angegeben, bzw. kann die Schalthaufigkeit durch Re-
duktion der Zykluszeit angepasst werden. Von einer starkeren Erhéhung der Gleitgeschwin-
digkeit wird aufgrund des steigenden Risikos von Fruhausfallen abgeraten. Als Bewertungs-
kriterien werden ein moglicher Ausfall bzw. Veranderung der mittleren und minimalen Rei-
bungszahl nach einer gewissen Schaltungszahl herangezogen.

Test spez. Reibarbeit | Pressung Gleitgeschwin- Taktzeit Schaltungen
g in J/mm? p in NNmm? | digkeit vg in m/s Tins
Einlauf 0,1...0,2 3 2.4 4 100
L-l 0,9 5 12...14 15 20.000
L-Ib 1,2 5 12...14 20 20.000
L-ll 0,5 5 8...10 9 20.000

Tabelle 2.1: Spezifische Laststufen zur Analyse der Langzeitschadigung von Synchronisierungen mit
Carbon-Reibbelag [Acu16a]

2.6 Leistungssteigerung bei Synchronisierungen

Uber die Jahre wurden Synchronisierungen kontinuierlich weiterentwickelt, meist mit dem Ziel,
die Leistungsdichte zu erhohen. Die Moglichkeiten zur Leistungssteigerung werden anhand
des generierten Reibmoments verdeutlicht, das vereinfacht durch Gleichung (2.1) beschrieben
wird. Konstruktive Moglichkeiten zur Erhéhung des Reibmoments setzen somit an folgenden
Punkten an:

Die Erhohung der Axialkraft verfolgen zahlreiche Verdéffentlichungen [Bac14, Hac13, Hac11,
Hac09, Li19a, Ore95, San12, Sat03]. Meist wird das Reibmoment genutzt, um Uber eine
schrage Flache zusatzlich zur Betatigungskraft eine selbstverstarkende Servokraft aufzubrin-
gen, die die Axialkraft erhdht. Haufig wird auch von Servo-Synchronisierungen gesprochen
und der selbstverstarkende Effekt Uber angepasst Druckstlicke erreicht [Bac14, Hac13,
Hac11, Hac09]. Mit steigender Axialkraft steigt auch das Reibmoment. Eine weitere einfache
MaRnahme zur Erhéhung der Schaltkraft bei Handschaltgetrieben, ohne dass die Handkraft
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am Schaltknippel angepasst werden muss, ist die Optimierung der Schalthebellibersetzung
[Bri91, Ore95]. Zudem kdénnen Handkraft und Axialkraft an der Synchronisierung entkoppelt
sein wie beispielsweise bei Shift-by-wire Systemen [Nau19].

Die Reibungszahl im Reibkontakt beeinflusst die Leistungsfahigkeit der Synchronisierung
signifikant. MaRgebliche EinflussgroRen stellen Beanspruchungen, Reibbelag und der
Schmierstoff dar. Einflisse auf das Reibungsverhalten werden ausfihrlich in Abschnitt 2.3 be-
handelt. Vor allem die Veranderung der Reibungszahl Gber der Lebensdauer ist dominierender
Schadigungsmechanismus bei einigen Reibbelagen, siehe Abschnitt 2.4.

Die Erh6hung des mittleren Kegeldurchmessers ist meist nur bedingt méglich, da der Bau-
raum begrenzt ist. Eine konstruktive Umsetzung stellt die AuRenkonus-Synchronisierung dar,
bei der die Reibflache auf einem gréReren Durchmesser liegt als die Sperrzahne [Dam15,
Nau19]. Je nach Literatur wird von keiner signifikanten Leistungssteigerung [Wag93] bzw. ei-
nem um bis zu 20 % héherem Drehmoment berichtet [Dam15].

Eine Reduzierung des Kegelwinkels ist nur bis zu einer bestimmten unteren Grenze maoglich,
da es sonst zur Selbsthemmung der Synchronisierung kommt [Ack07, Lan86, Yum11]. Bei
Einfachkonus-Synchronisierungen liegt die untere Grenze bei ca. a = 6,5°, wohingegen bei
Mehrfachkonus-Synchros minimale Werte im Bereich von a = 7,0° erreicht werden [Nau19].
Ist der Kegelwinkel zu klein, klemmt der Synchronring nach erfolgtem Drehzahlangleich auf
dem Stahlkonus, sodass er beim Uberschieben nicht mehr verdreht werden kann. Die Form-
schlusskupplung kann nicht eingelegt werden. Christoffer und Spreckels [Chr16] und Augustin
et al. [Aug12] stellen eine EK-Synchronisierung mit zwei gekoppelten Ringen vor, bei der die
Funktionen ,Reibmoment erzeugen®“ und ,Losen des Reibkontakts* getrennt sind, siehe S® in
Bild 2.5.

Der Kegelwinkel kann somit bei einer EK-

Synchronisierung weiter abgesenkt werden, S EK DK TK
sodass bei a = 3,5° eine vergleichbare Dreh- _ 120

momentkapazitat vorliegt wie bei einer DK- %z 100

Synchronisierung bei a = 7,5°. Verglichen mit %% 80

einer DK-Synchronisierung wird das gleiche £Z 60

Drehmoment auf einer fast halb so groR3en 2= 40

Flache ubertragen, was Reibbelag und den 8&; D0 b o S S gy

im Kontakt befindlichen Schmierstoff hoch oF 0
belastet. e 0O 2 4 6 8 10 12 14
Eine Erhohung der Anzahl an Reibflichen, Konuswinkel a'in ®

ist weit verbreitet, um die Leistungsfahigkeit

el'ner SynCI’TronISIerl{ngselnh.ef( zu. steigern. Bild 2.5:  Rechnerische Drehmomentkapazitat
Die rechnerische Leistungsfahigkeit der ver- verschiedener Synchrobauformen
schiedenen Bauformen gemal Gleichung nach [Chr16]; (gemaR Gleichung (2.1)
(2.1) zeigt Bild 2.5. Die theoretische Verdop- mit dm = 80 mm; p = 0,10)

pelung der Drehmomentkapazitat zwischen

EK- und DK-Synchro kann nur erreicht werden, wenn der axiale Bauraum zudem vergrofert
wird, da Koppellaschen sowie eine hohere bendtigte Verschleireserve bei der DK-Synchro
zusatzlich Bauraum beanspruchen. Gerade aus den 80er und 90er Jahren existieren einige
Veroffentlichungen, bei denen der Entwicklungsprozess von Mehrfachkonus-Synchronisierun-
gen vorgestellt wird und deren Vor- und Nachteile behandelt werden [Bri91, Dro91, Kog88,
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Lan86, Mur89, Oka90, Ore95, Syk94, Wag93]. Es wird von der Leistungssteigerung bei Mehr-
fach- gegenuber Einfachkonus-Synchronisierungen berichtet. Bei den Versuchen werden je-
doch fir die unterschiedlichen Bauformen meist die gleiche absolute Reibarbeit gewahlt, die
Abnahme der spezifischen Reibarbeit jedoch nicht bewertet, und die Vorteile der Mehrfachko-
nus-Synchronisierungen anhand der Reduktion der Axialkraft erldutert. Teilweise erfolgt nur
ein schwer nachvollziehbarer oder rein qualitativer Vergleich der unterschiedlichen Systeme.
Zudem wird nur selten herausgestellt, ob lediglich die Anzahl der Reibflachen erhéht oder auch
weitere Parameter (z. B. Kegelwinkel, Dachwinkel, usw.) angepasst wurden. Briiggel et al.,
Okazaki und Komatsuzaki und Ore et al. [Bri91, Oka90, Ore95] sprechen von einer theore-
tisch ermittelten Axialkraftreduzierung bzw. Drehmomenterhéhung um 50 %, wenn eine Ein-
fach- durch eine Doppelkonus-Synchronisierung ersetzt wird. Das doppelte Drehmoment wird
meist aufgrund von zusatzlichen Anderungen geometrischer Parameter wie Dach- oder Ke-
gelwinkel [Bri91, Oka90], um Sperrsicherheit und oder Schaltkomfort anzupassen, nicht er-
reicht. Zudem koénnen Reibungsverluste an Koppelstellen und Fertigungsungenauigkeiten zu
einem nicht doppelt so hohen Ubertragbaren Drehmoment flihren [Ore95]. Bei Murata et al.
[Mur89] erhéht sich die Lebensdauer mit einer neu entwickelten Doppelkonus-Synchronisie-
rung im Vergleich zur Einfachkonus sogar um den Faktor zehn. Lanzerath und Patzer [Lan86]
vergleichen EK-Synchronisierungen mit Papier- und Messing-Reibbeldagen mit DK-Synchroni-
sierungen mit Papierreibbelagen. Es wurden Reibmoment und Rutschzeit der drei Systeme
unter vergleichbaren Bedingungen gegenubergestellt. Entsprechend der hoheren Reibmo-
mente der DK-Synchro waren auch die Rutschzeiten deutlich geringer.

Gemal Drott und Oppertshauser [Dro91] reduziert sich das Reibmoment unter der Bertick-
sichtigung von Reibung in den Kontakten bei einer Dreifachkonus-Synchronisierung um ca.
14 %. Das Reibmoment der Dreifachkonus-Synchronisierung ist dafir im Vergleich zur ent-
sprechenden Einfachkonus-Synchronisierung héher. Allerdings wurde die Dreifachkonus-Syn-
chronisierung mit gréReren Kegelwinkeln ausgelegt als die EK-Synchro, mit der sie verglichen
wird. In den Vergleichstests verdoppelt sich die Lebensdauer bei der TK- im Vergleich zu der
EK-Synchronisierung. Genaue Versuchsparameter der Tests sind allerdings nicht angegeben.
Sykes [Syk94] stellt die Entwicklung einer Dreifachkonus Messing-Synchro vor. Neben der
héheren Leistungsfahigkeit sind die Entwicklungsschwerpunkte ein verbessertes Schaltgefuhl
(niedriger Impuls auf Schalthebel), Zuverlassigkeit und Haltbarkeit des Systems sowie Olver-
traglichkeit und ein niedriger zweiter Druckpunkt. Der zweite Druckpunkt tritt beim Einspuren
der Schiebemuffenverzahnung in die Schaltverzahnung [Li22, Bac13b, Dew16] auf. Die Ver-
suchsbedingungen der Dauerschaltversuche zur Absicherung der Lebensdauer sind nicht an-
gegeben. Abdel Halim et al. [Abd00] bestatigen in theoretischen Betrachtungen die hdhere
Leistungsfahigkeit von Dreifachkonus-Synchros gegenuber Einfachkonus-Synchros. Auf ei-
nem Getriebeprufstand werden Versuche mit einer Dreifach- und einer Einfachkonus-Synchro-
nisierung durchgefuhrt. Die Massentragheit und somit auch die umgesetzte Reibarbeit in der
Einfach- und Dreifachkonus-Synchro sind unterschiedlich und nicht genauer spezifiziert. Der
Vergleich ist somit fir den Leser schwer nachvollziehbar. Bei 25 °C und 75 °C ist das Reib-
moment der Dreifachkonus-Synchro deutlich hdher als das der Einfachkonus-Synchro. Die
mittlere Reibungszahl allerdings ist bei der Dreifachkonus-Synchro bei 25 °C um 28 % niedri-
ger als das der EK. Bei 0 °C Oltemperatur kann aufgrund der hohen Viskositat der Schmierstoff
schwer aus dem Reibkontakt verdrangt werden, weswegen sich das Reibmoment beider Bau-
formen nicht signifikant unterscheidet.
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Mehrfachkonus-Synchronisierungen weisen im Gegensatz zu Einfachkonus-Synchronisierun-
gen hohere Schleppmomente auf [Bac13a, Pin14, Sku08]. Schleppverluste in der Synchroni-
sierung entstehen, wenn sie im nicht geschalteten Zustand unter Differenzdrehzahl rotiert und
aufgrund von Grenz-, Misch- oder Flussigkeitsreibung Verluste erzeugen [Wir12]. Das
Schleppmoment von Synchronisierungen wird unter anderem von [Bac12, Bau21, Lee22,
Liu19, She18, Sku08, Str14, Str15, Str13, Wir12] behandelt und ist nicht Schwerpunkt dieser
Arbeit.

Detaillierte Analysen zum mechanischen Wirkungsgrad von Mehrfachkonus-Synchros stellt
Erdmann [Erd08] vor. Den Wirkungsgrad einer Synchronisierung definiert er als Quotient aus
real gemessenem Synchronisierungsmoment und ideal berechnetem Moment, das aus Rei-
bungszahl und Schaltkraft berechnet wird. Bei Doppelkonus-Synchronisierung wird auch das
Moment der Planflache berlcksichtigt. Wirkungsgradunterschiede werden aufgrund von Rei-
bung an den Kontaktstellen der einzelnen Ringe vermutet. Der in Simulationen und analytisch
ermittelte Wirkungsgrad fur die untersuchte Doppelkonus-Synchro liegt zwischen ca.
0,75...1,85, wahrend fir die experimentellen Untersuchungen ein Wertebereich von ca.
0,9...1,25 angegeben wird. Fur Einfachkonus-Synchronisierung fallt der analytisch bestimmte
Wirkungsgradbereich kleiner, bei Dreifachkonus-Synchros grofier als bei der DK aus. Sowohl
bei Simulationen als auch bei Messungen variiert der Wirkungsgrad vor allem bei unterschied-
lichen Verlaufen der Axialkraft. Wahrend bei progressivem Kraftanstieg der Wirkungsgrad im
Mittel kleiner 1 ist, kdnnen bei degressivem Anstieg Werte deutlich Uber 1 erreicht werden. Der
Grund fur den kleineren Wertebereich des Wirkungsgrads aus den Messungen wird mit der
vereinfachten Kontaktdefinition, Annahmen bei der Modellierung und einer idealisierten Kraft-
aufbringung begrindet. Bei konstantem Kraftverlauf liegen die Wirkungsgrade nahe 1.

2.7 Thermischer Haushalt von Synchronisierungen

Die Temperatur auf der Reibflache bestimmt nicht nur den Grenzschichtaufbau [Win08] und
somit das Reibungsverhalten von Synchronisierungen, sondern ist auch relevant fir die Scha-
digung von Schmierstoff und Reibbelag [Acu16a, Cam05, Hag18a, Ham95, Hen14, NeuO8,
Pol03, Spr01, Mer15]. Zudem beeinflusst die Reibflachentemperatur den Verschlei® [Kin99,
L6s97, Neu08, Pol03, Spr01]. Somit ist die Kenntnis des thermischen Haushalts bei der Aus-
legung von Synchronisierungen entscheidend.

Beim Kontakt zweier rauer Oberflachen ist bei Vorliegen von Grenzreibung der Flachenanteil
der beiden in Kontakt stehenden Korper klein und liegt bei Werten zwischen 1...15 % je nach
Versuchsbedingungen, Flachenpressung und Reibmaterial [Voe19]. An Rauheitsspitzen kon-
nen lokal deutlich héhere Temperaturen auftreten [And90, Guh96, Spr01, Sut10], die nach
Block, Jaeger bzw. Archard [Arc59, Blo63, Jae42] abgeschatzt werden kdnnen. Die als ,Blitz-
temperaturen® bezeichneten lokalen Temperaturmaxima liegen deutlich Gber den maximalen
Reibflachentemperaturen aus Messungen oder Simulationen, bei denen die reale Mikrostruk-
tur nicht modelliert wird.

2.71 Temperaturmessungen an Synchronisierungen

Zur Validierung von Simulationen und zur Analyse des thermischen Haushalts sind Tempera-
turmessungen nétig. Sie gestalten sich haufig schwierig, da der Zugang zu den Bauteilen er-
schwert ist (verschachtelter Einbau, Messung an rotierenden Teilen). Eine direkte Messung
der Reibflachentemperatur ist zudem nicht ohne eine grof3ere Stérung des tribologischen Sys-
tems bzw. eine Veranderung der Warmeleitung der beteiligten Korper moglich [Acu16a,
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Neu08, Spr01]. Zudem kann die Ansprechzeit des Sensors die Temperaturmessung, gerade
bei hohen Gradienten, beeinflussen [Spr01]. Abweichungen zwischen Messung und Simula-
tion kdnnen auch von einem unzureichenden Kontakt zwischen Sensor und Bauteil herrihren
[Neu08]. Es wird empfohlen, Massentemperaturen zu messen und Reibflachentemperaturen
Uber Simulationen zu berechnen [Acu16a]. Mit Thermoelementen gemessene Temperaturen
stellen immer eine Mittelung der Temperatur Uber einen gewissen Bereich dar, da jeder Tem-
peratursensor eine endliche Ausdehnung hat [Neu08, Spr01]. Um das Problem einer groben
raumlichen Auflésung zu umgehen, werden zur genaueren Analyse des thermo-mechani-
schen Verhaltens faseroptische Sensoren bei trockenen Kupplungen eingesetzt [Alb18a,
Alb18b, Jon15]. So kann die Temperatur entlang der Faser alle 0,64 mm erfasst werden. Yan
[Yan18] verwendet ein Infrarotthermometer, um die Temperatur einer Synchronisierung bzw.
eines der Synchronisierung ahnlichen Prifkorpers zu messen. Es wird darauf hingewiesen,
dass Reflexionen aufgrund von starkem Lichteinfall die Messungen verfalschen kénnen. Die
Messung erfolgt bei Raumtemperatur und ohne Olkiihlung durch Bohrungen im Stahlgegen-
reibkérper. Eine Ubertragbarkeit der Ergebnisse und der Methode von den verwendeten Mo-
dellkérpern auf Synchronisierungen in Komponentenprifstanden ist fragwtrdig.

Nachfolgend wird explizit auf verschiedene Messverfahren und Ergebnisse von Temperatur-
messungen an Synchronisierungen eingegangen.

Rank [Ran95] bestimmt die Massentemperatur auf der Innenseite des Synchronkonus mittels
NiCr-Ni Thermoelementen und bewertet den Einfluss von Pressung, Schalthaufigkeit und
Reibarbeit. Die Gber den Umfang verteilten Sensoren zeigen keine Unterschiede, weswegen
er auf einen gleichmaRigen Temperatureintrag schlie3t. Haigh et al. [Hai91] zeigen hingegen
in ihren Messungen eine ungleichmaRige Temperaturverteilung wahrend einer Schaltung so-
wohl in axialer als auch in Umfangsrichtung fir eine konische Reibkupplung.

Kinugasa [Kin99] ermittelt die Reibflachentemperatur mit einem NiCr-Ni-Thermoelement
Typ K direkt in der dritten Licke des Gewindes eines Messingrings (EK) und vergleicht die
Verschleildrate mit der maximal gemessenen Reibflachentemperatur flr drei unterschiedliche
Messinglegierungen in einem Getriebeprifstand bei unterschiedlichen Versuchsbedingungen.
Ab 180 °C verschlechtert sich die Leistungsfahigkeit und bei Reibflachentemperaturen Uber
200 °C fielen alle Synchronisierungen aufgrund von Axialverschleif3 aus. Dies wird tUber eine
signifikante Reduktion der Synchronringharte bei Temperaturen tber 200 °C nachgewiesen,
die den Verschleill beginstigt. Es wurden Spitzentemperaturen bis zu 300 °C gemessen.

Spreckels [Spr01] misst bei allen Versuchen (Mo-Rb., EK) die Temperatur mittels Sensor an
Synchron- und Innenring knapp unter der Reibflache. Fir den Abgleich mit seinen Simulatio-
nen wird ein Bauteil mit mehreren Sensoren ausgestattet und verschiedene Lastbedingungen
werden untersucht. Jeder Lastpunkt wird so lange gehalten bis ein quasistationarer Punkt er-
reicht wird. Je weiter die Messstelle von der Reibflache entfernt ist, desto geringer ist der Tem-
peraturhub. Oltemperatur und mittlere spezifische Reibleistung fihren zu einem linearen An-
stieg der Bauteiltemperatur (Temperaturmessung, nach der Schaltung). Beanspruchungspa-
rameter wie (")Itemperatur, Olvolumenstrom, Taktzeit, Massentragheitsmoment, Gleitge-
schwindigkeit und Pressung beeinflussen die Reibflachentemperatur.

Neudorfer [Neu08] fuhrt Temperaturmessungen an Einfachkonus-Synchronisierungen mit Sin-
ter und Carbon-Reibbelag durch. Die mittlere Bauteiltemperatur ist bei konstanter mittlerer
Reibleistung unabhangig von den primaren Beanspruchungsparametern (Pressung, Gleitge-
schwindigkeit und Massentragheit). Streuungen der Messwerte fihrt er auf Fertigungsabwei-
chungen der Bohrungen der Sensoren, Abweichung der Kontaktlange der Thermoelemente,



24 Stand des Wissens

unterschiedlichen Warmelbergangswiderstand zwischen Bauteil und Thermoelement und un-
terschiedliche Kontaktgeometrie wegen Ringaufschiebung bzw. Stllpung des Synchronrings
zurick.

Uber Temperaturmessungen sichert Erdmann [Erd08] Konvektionsrandbedingungen fiir sein
Simulationsmodell ab. Auch eine Variation des Warmeubergangskoeffizienten um den Faktor
10 beeinflusst hier den Verlauf der Temperatur im Kegelkontakt nicht. Flr die gezeigte Schal-
tung, bei nicht naher spezifizierten Randbedingungen bzw. verwendeten Materialparametern,
liegt eine gute Ubereinstimmung von Messung und Simulation vor. Der Temperaturhub wird
an der Stirnseite des Zwischenrings gemessen und betragt lediglich 14 K. Die zeitliche Verzo-
gerung des Temperatursensors wurde durch eine Invertierung des Ubertragungsverhaltens
(PT1-Glied) berlcksichtigt.

Acuner [Acu16a] ermittelt die Massentemperaturen in Abhangigkeit verschiedener Betriebs-
parameter an einer Einfachkonus-Synchronisierung aus einer NKW-Anwendung. Die Mess-
stelle liegt ca. 7 mm von der Reibflache entfernt. Die Temperaturmessungen ergeben, dass
hohere Reibarbeiten zu hoheren Spitzentemperaturen flihren. Mit steigender mittlerer
Reibleistung (MaR fir die Schalthaufigkeit) steigen sowohl Start- als auch die maximale Reib-
flachentemperatur an. Bei Oleinspritztemperaturen von 80 °C werden am Konus (bei mittlerer
spezifischer Reibleistung §mit = 60 mW/mm?, Definition siehe Abschnitt A.1) Starttemperaturen
von 105 °C gemessen. In einem direkten Vergleich im Versuch mit einer Molybdan Synchro-
nisierung bei gleichen spezifischen Beanspruchungen treten aufgrund der isolierenden Wir-
kung des Carbon-Reibbelags bei Carbon héhere Reibflachentemperaturen auf. Lanzerath
[Lan86] bestatigt die niedrige Warmeleitfahigkeit organischer Reibbelage. Zudem fihren Acu-
ner et al. [Acu14b] Temperaturmessungen an einem Schaltrad an drei unterschiedlichen axi-
alen Positionen durch. Diese Messungen bestatigen die Tendenzen aus Messungen mit nur
einem Thermoelement. Die Massentemperatur (hier: minimale Temperatur vor der nachsten
Schaltung) steigt linear mit der mittleren spezifischen Reibleistung und ist unabhangig von der
eingebrachten Reibarbeit. Unterschiedlich starke Temperaturanstiege am kleinen/grof3en Ke-
geldurchmesser kénnen auf unterschiedliche Kegelwinkel von Synchronring und Synchronko-
nus zurickgefuhrt werden. Eine ungleichmaRige Einglattung des Stahlkonus in axialer Rich-
tung bestatigt diese These. Dass die Gradienten der Abkihlkurven sich in manchen Schaltun-
gen unterscheiden, wird auf ein Klemmen des Synchronrings auf dem Konus zurlckgefuhrt.

Haggstrom et al. [Hag15a, Hag15b] ermitteln die Massentemperatur an drei unterschiedlichen
Axialpositionen des Innenrings einer NKW EK-Synchro mittels Typ K Thermoelementen und
verwenden ein Pyrometer, um die Reibflachentemperatur auf einer Flache von 7 mm Durch-
messer zu erfassen. Fir den Vergleich mit der Simulation werden auch die Knotentemperatu-
ren auf einer vergleichbaren Flache gemittelt. Im Gegensatz zu Acuner [Acu16a] kann die
Erhéhung der Massentemperatur wahrend der Schaltung am Innenring mit den Thermoele-
menten nicht erfasst werden, was mit einem zu geringen Energieeintrag pro Schaltung be-
grundet wird. Die simulierten Massentemperaturerhohungen liegen lediglich bei 20 K. Die
Reibflachentemperaturen der Pyrometer-Messungen stimmen fiir Molybdan gut mit denen aus
der 2D thermo-mechanischen Simulation Uberein. Fir den Carbon-Reibbelag liegen in allen
Laststufen deutliche Abweichungen vor. Uber einen Korrekturfaktor von 1/0,6 werden die ge-
messenen Temperaturverlaufe angepasst. Dieser Korrekturfaktor wird mit der rauen Oberfla-
chenstruktur des Carbons begrindet, unter der Annahme, dass gemaf der Abbott-Firestone
Kurve 40 % der Carbon Oberflache unter der mittleren Profilhdhe liegt und somit wahrend der
Reibphase nicht in Kontakt, sondern von Ol bedeckt ist. Trotz dieser Annahme sind gerade in
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Laststufen mit geringem Temperaturhub (10 K bzw. 30 K simuliert) Abweichungen von 5 K zu
beobachten. Auch andere Autoren sehen das hier vorgestellte Vorgehen [Acu16a] bzw. die
Erfassung der Reibflachentemperatur mittels Pyrometer [Spr01] als kritisch.

2.7.2 Mechanische und thermische Simulationen von Synchronisierungen

Fur Reibkupplungen wurden bereits von Hasselgruber [Has53, Has59] fir kurze Schaltzeiten
und kleine Fourierzahlen und von Steinhilper [Ste62, Ste63a, Ste63b, Ste63c, Ste64] auch fir
grolRere Fourierzahlen (langere Schaltzeiten) analytische Formeln aufgestellt, um den thermi-
schen Haushalt einer Kupplung zu bestimmen. Zudem analysieren [Luo92, Oed89, Zag85,
Zag90] bereits friih den thermischen Haushalt von Kupplungen mit FE-Modellen. Nachfolgend
werden Ergebnisse von rein thermischen, rein mechanischen und schliefdlich der Kopplung
beider Simulationen (thermo-mechanisch) vorgestellit.

Vor ca. 30 Jahren wurden fir Synchronisierungen zundchst mechanische Simulationen
(Verformungssimulationen) durchgefuihrt [Hai91, Nis95]. Bereits Haigh et al. [Hai91] zeigen in
2D-Simulationen, dass der Kegelwinkel einen entscheidenden Einflussparameter auf die Pres-
sungsverteilung darstellt. Konkrete Empfehlungen, wie dieser optimiert werden sollte, werden
allerdings noch nicht ausgesprochen. Nishiwaki et al. [Nis95] (in Japanisch) vergleichen da-
mals bereits 2D- und 3D-Simulationen und zeigen, dass bei einem rotationssymmetrischen
10°-Ausschnitt einer Synchronisierung eine 2D-Simulation ausreichend ist. Beide Verdffentli-
chungen befassen sich zudem mit dem Klemmen des Synchronrings auf dem Stahlkonus.
Skubacz und Poll [Sku20, Sku11] untersuchen in FEM-Verformungssimulationen Einflisse
von Kegelwinkel, Baugrolie, Breite und Material des Synchronrings auf die Pressungsvertei-
lung im Reibkontakt. Gerade bei der Analyse des Schaltverhaltens werden zudem haufig
Mehrkérpersimulationen eingesetzt [Che16, Far19, Hu20, Irf17, Irf16, Irf18, Irf20, Kim04,
Mo21a, Mo21b, Nej19, Nej17, Wan21, Wan22, Nie18], die allerdings nicht Schwerpunkt dieser
Arbeit sind.

Um den thermischen Haushalts zu untersuchen, ist es Ublich, rein thermische Simulationen
durchzufiihren. Dazu eignet sich fur Synchronisierungen das in der FVA (Forschungsvereini-
gung Antriebstechnik e.V.) entwickelte Programm SYNTEM [Win05], bei dem die Temperatur-
verteilung von Einzelschaltungen berechnet wird. Fur Einfach-, Mehrfach- und Auf3enkonus-
Synchronisierungen werden raumlich und zeitlich aufgel6ste Temperaturverlaufe wahrend der
Reibphase ausgegeben. Reibungszahl und Flachenpressungsverteilung sind dabei Eingabe-
werte des Anwenders. Ungleichmafige Pressungsverteilungen aufgrund der Verformung bzw.
thermo-mechanische Wechselwirkungen kénnen nicht bertcksichtigt werden. Fur nasslau-
fende Lamellenkupplungen hat sich zur Analyse das Uber Experimente validierte Programm
Kupsim [Hoh11b, Voe18, Voe16] etabliert, welches im Gegensatz zu SYNTEM auch die OI-
kUhlung berlcksichtigt und mit dem die Temperaturverldufe unterschiedlicher Betriebsarten
und verschiedener Schaltsequenzen analysiert werden konnen.

Uber Simulationen mit SYNTEM bestétigt Acuner [Acu16a, Acu14b] deutlich niedrigere Reib-
flachentemperaturen bei metallischen Reibwerkstoffen unter gleichen Bedingungen als bei
Carbon-Reibbelagen aufgrund der niedrigen Warmeleitfahigkeit von Carbon-Reibbelagen.
Wahrend bei Sinter der Temperaturanstieg auch im Synchronring feststellbar ist, erwarmen
sich bei Carbon lediglich der Reibbelag und die Gegenreibflache.

Merken et al. [Mer15] stellen einen deutlichen Temperatureinfluss auf die Festigkeit von zwei
gewobenen Carbon-Reibbelagen fest. Um die Spitzentemperaturen zu ermitteln, schatzen
Merken [Mer15] zunachst die Massentemperatur ab, die sich nach mehreren Schaltungen auf
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dem Komponentenprifstand einstellt. Dazu wird auf bestehende Messungen von Acuner
[Acu16a] zurtckgegriffen und es werden einfache Formeln aufgestellt, die lediglich von der
Oleinspritztemperatur und der mittleren spezifischen Reibleistung abhangen. Die Tempera-
turerhdhung wird schlieBlich unter Annahme eines homogenen Warmeeintrags auf der Reib-
flache mit SYNTEM [Win05] berechnet. Die angegebenen Spitzentemperaturen kdnnen nur
als Vergleichstemperaturen angesehen werden, da bei den untersuchten sehr hohen Pres-
sungen (10...25 N/mm?) die Verformung der Ringe und die damit verbundene Pressungsver-
starkung wahrend der Schaltung zu lokal deutlich héheren Temperaturen flihren. Bei hohen
Energieeintragen zeigt sich der Ansatz aus SYNTEM als nicht geeignet, um die Pressungs-
und Temperaturverteilungen korrekt abzubilden. Acuner [Acu16a] spricht zwar von guter Uber-
einstimmung der thermo-mechanischen Simulation mit Berechnungen aus SYNTEM aber nur
unter der Voraussetzung, dass die Simulation aus SYNTEM uber Messungen angepasst und
eine stark inhomogene Pressungsverteilung in axialer Richtung vom Anwender vorgegeben
wird.

Als einfache Abschatzung der Reibflachentemperaturen prasentiert Acuner [Acu16a] ein Re-
ferenz-Temperatur-Verfahren. Basierend auf einem 1D-Warmemodell wird Uber Regressions-
analysen von Variationsrechnungen eine einfache Gleichung mit Eingabeparametern wie
Reibarbeit, Reibleistung Warmeleitfahigkeit Stahl erstellt, mit der die maximale Reibflachen-
temperatur abgeschatzt werden kann. Es wird ausdrucklich darauf hingewiesen, dass die Glei-
chung nicht auf Synchronisierungen aus Blechumformteilen und/oder Mehrfachkonus-Syn-
chronisierungen angewendet werden kann.

Bei thermo-mechanischen 2D- und 3D-Simulationen werden mechanische Verformungssi-
mulationen mit thermischen Simulationen gekoppelt, um Wechselwirkungen berticksichtigen
zu konnen. Acuner [Acu16a] definiert dieses Phanomen als ,Hot-Spot-Effekt®, ein selbstver-
starkender Prozess, der auftritt, wenn sich, aufgrund des hohen lokalen Energieeintrags, die
Kdrper an Orten hoher Reibleistung lokal thermisch stark ausdehnen. Dies fihrt wiederum zu
einer Pressungserhéhung, die im nachsten Schritt den Warmestrom an dieser Stelle vergro-
Rert. Dieser selbstverstarkende Effekt wurde bereits von [Bar69] flir zwei Metallkontakte beo-
bachtet. Ahnliche Effekte werden bei nasslaufenden Lamellenkupplungen als ,Hot-Spots* be-
zeichnet, die zur Schadigung der Lamellen flihren kénnen [Hdm95, Hen14, Sch19, Str17]. Um
den Einfluss der thermischen Dehnung auf die Pressungsverteilung mit zu berlcksichtigen,
werden thermo-mechanische Simulationen unter anderem bei trockenen Ein- oder Mehrschei-
benkupplungen [Abd18a, Abd14, Abd18b, Abd18c, Maj20], nasslaufenden Lamellenkupplun-
gen [Fei13, Li11, Li16, Sch22, Yan11] und Scheibenbremsen [Bel20, Has13, Jun11] einge-
setzt.

Die ersten 2D thermo-mechanischen Simulationen an Einfachkonus-Synchros veroffent-
licht Kinugasa [Kin99] und vergleicht sie mit Temperaturmessungen an der Reibflache. Zu-
nachst wird die Pressungsverteilung auf der Reibflache ermittelt und daraus dann im nachsten
Lastschritt der Warmeeintrag berechnet. Der Effekt der Ausdehnung heilRer Stellen auf der
Reibflache und der damit verbundenen lokalen Pressungserhdhung werden hier noch nicht
bertcksichtigt. Die Berechnung des Warmestroms erfolgt Gber Reibungszahl, Pressung, Gleit-
geschwindigkeit und einen nicht ndher spezifizierten Koeffizienten zur Umwandlung der
Reibleistung in Warme. Die Warmeabgabe an die Umgebung ist mit einem konstanten Faktor
berticksichtigt. Fir eine Laststufe werden Ubereinstimmende Temperaturverlaufe von Mes-
sung und Simulation gezeigt, bei einem Temperaturhub von ca. 100 K. Mit einem eingelaufe-
nen Ring (steilerer Kegelwinkel des Synchronrings), werden gleichmaRigere Pressung- und
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Temperaturverteilungen erreicht. Eine erhéhte Warmeleitfahigkeit des Synchronrings aus
Messing reduziert die maximale Reibflachentemperatur.

Spreckels und Poll [Pol03, Spr01, Spr02] setzen thermo-mechanische Simulationen ein, um
den thermischen Haushalt von Synchronisierungen mit Molybdan-Reibbelag aus einer NKW-
Anwendung zu untersuchen. Erstmalig bei Synchronisierungen werden der Schaltverlauf in
Zeitschritte unterteilt und abwechselnd statisch-mechanische und transient-thermische Simu-
lationen durchgefihrt. Das Konzept aus diesen Arbeiten legt den Grundstein fur zahlreiche
Folgearbeiten [Acu16a, Erd08, Mil18, Neu08, Sto20, Sto22].

Die von Spreckels [Spr01] mit der thermo-mechanischen Simulation bestimmten Temperatur-
verlaufe stimmen bei konstanter Reibleistungsverteilung im Kontakt mit analytisch berechne-
ten Verlaufen nach Hasselgruber [Has59] gut tiberein. Bei héheren Energieeintragen (héheren
Gleitgeschwindigkeiten) nehmen die Abweichungen zu, da die Annahme einer 1D-Warmelei-
tung nicht mehr gerechtfertigt ist. Die Simulationen zeigen, dass die Temperaturverteilung von
der Vorformung der Bauteile abhangt. Es wird explizit darauf hingewiesen, dass prinzipielle
Aussagen zur Pressungs- und Temperaturverteilung zwar auch fir Systeme unterschiedlicher
Geometrie und Reibwerkstoffe zutreffend sind, allerdings Pressungs- und Temperaturvertei-
lung bereits bei kleinen Anderungen z. B. der Reibflachengeometrie neu berechnet werden
missen. Zudem werden aus den Simulationen konstruktive Mallinahmen zur Gestaltung der
Synchronisierungen wie angepasster Kegelwinkel, hohe Steifigkeit der Bauteile, niedrige Kon-
taktsteifigkeit und geringer radialer Versatz der Kraftangriffspunkte abgeleitet.

Bei Simulationen beeinflussen Materialkennwerte die Ergebnisse maligeblich. Eine mdglichst
genaue Kenntnis der Materialparameter ist Grundvoraussetzung, um einen Abgleich mit Mes-
sungen durchfihren zu kénnen. Neuddrfer [NeuO8] ermittelt detailliert die thermischen und
mechanischen Materialparameter verschiedener Synchronisierungswerkstoffe. Eine Ubersicht
gangiger Materialparameter ist in Anhang Abschnitt A.8 zusammengestellt. Acuner [Acu16a]
bestatigt fur einen Carbon-Reibbelag Uber einen Vergleich von Temperaturmessungen an ei-
ner Stelle am Kupplungskonus und Simulation mit SYNTEM die von Neuddrfer [Neu08] ermit-
telten Materialparameter.

Acuner [Acu16a] baut nach dem Vorbild von Neuddrfer [NeuQ8] ein thermo-mechanisches 2D-
Modell auf. Parametervariationen der thermo-mechanischen Simulationen zeigen, dass die
reduzierte Warmeleitfahigkeit einer martensitischen Randschicht am Kupplungskonus die ma-
ximalen Reibflachentemperaturen deutlich erhéhen kann. Fur die gewahlte Synchronisierung
und Laststufe ist bei einer Kegelwinkeldifferenz (asynchroring-Okonus = 10°) die Spitzentemperatur
am niedrigsten. Allerdings ist die Temperaturverteilung gerade zu Beginn der Schaltung, wenn
noch kein signifikanter Energieeintrag vorliegt, trotzdem ungleichmafig. Die simulativ ermittel-
ten Korrekturbetrage, um die Pressungs- und Temperaturverteilung in den untersuchten Ext-
remschaltungen zu verbessern, sind so niedrig (3...6 ym), dass sie in der Fertigungstoleranz
untergehen und nicht wirtschaftlich darstellbar sind. Haggstrom et al. [Hag15a] bestatigen,
dass veranderte Kontaktflachen (5 uym, konvexe Abweichung) das Temperaturmaximum ver-
schieben kdnnen. Acuner [Acu16a] korreliert fur Extremschaltungen einer Einfachkonus-Syn-
chronisierung die Durchmesserabnahme des Stahlkonus mit dem in thermo-mechanischen
Simulationen ermittelten Schadigungskennwert Asres00°.c. Dieser Kennwert basiert auf
Asre300°c, den Hensel [Hen14] zur Beschreibung des Schadigungsverhaltens nasslaufender
Lamellenkupplungen einsetzt. Acuner passt diesen Kennwert flr Synchronisierungen an und
beschreibt das Temperatur-Zeit-Integral wahrend einer Schaltung, in dem die Temperatur
500 °C uberschreitet.
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Mileti et al. [Mil18] verwenden thermo-mechanische Simulationen und analysieren das thermi-
sche Verhalten einer Doppelkonus-Kupplung, die eine nasslaufende Lamellenkupplung in ei-
nem Getriebe ersetzen soll. Die Simulationen werden mit Temperaturmessungen am Prif-
stand abgeglichen. Simulation und Messung stimmen gut Gberein, wobei tendenziell die simu-
lierten Temperaturen hoher als die gemessenen sind. Die Unterschiede verstarken sich bei
Energieeintragen ab ca. 1,5 J/J/mm?. Bei hohen Energieeintragen treten thermo-mechanische
Instabilitdten an Orten auf, die auch in der Simulation hohe Temperaturen zeigen.

Haggstrom et al. [Hag15b] verwenden ein thermo-mechanisches 2D-Modell und variieren Ge-
ometrie des Synchronrings, Position des Reibbelags, Kegelwinkel und Geradheitsabweichung
der Reibflachen. Fir den Carbon-Reibbelag zeigen vor allem die Abweichungen der Kegelge-
ometrie, abhangig von der verwendeten Laststufe, deutliche Einflisse auf die maximale Reib-
flachentemperatur. Der Einfluss der Gleitgeschwindigkeit ist gro3er als der von Tragheit und
Axialkraft. Der in dieser Veréffentlichung fir Carbon sehr hoch angenommene E-Modul
(50 GPa) schrankt die Aussagekraft der Parametervariationen allerdings ein, da gerade der E-
Modul die Pressungs- und damit verbundene Temperaturverteilung deutlich beeinflusst
[Sto22]. In folgenden Veroéffentlichungen [Hag18a, Hag22] wird der E-Modul des Carbon-Reib-
belags gemessen und abhangig von der Pressung zu 350...700 N/mm? angegeben; Werte,
die sich mit [Acu16a, Neu08, Sto20] decken. Simulationsergebnisse aus dem thermo-mecha-
nischen 2D-Modell werden auch verwendet, um fur die Reibpaarung Stahl-Molybdan ein Mo-
dell zur Vorhersage der Reibungszahl einer Schaltung zu erstellen [Hag16]. Die aufgestellte
empirische Gleichung beschreibt die Reibungszahl in Abhangigkeit von Gleitgeschwindigkeit,
Temperatur und Axialkraft. Der Abgleich mit Messungen zeigt fur die untersuchte Baugrofie
eine sehr gute Ubereinstimmung. Eine Ubertragbarkeit auf andere Systeme (andere Bau-
grolie, Reibbelag, Schmierstoff) ist nicht mdglich, da das Modell anhand einer groRen Anzahl
an Messdaten auf das untersuchte System adaptiert wurde.

Eine Erweiterung des 2D-Modell auf ein 3D-Vollmodell ermdglicht Haggstrom et al. [Hag18c],
Rundheitsabweichungen und Unterschiede der Kegelwinkel des Innen- bzw. des Synchron-
rings auf eine NKW-Synchro mit Mo-Reibbelag zu untersuchen. Kleine Rundheitsabweichun-
gen des Synchronrings beeinflussen den Temperaturanstieg auf dem Innenring nur wenig und
umgekehrt, solange nicht beide Ringe starke Rundheitsabweichungen aufweisen. Aus den
Daten geht jedoch nicht hervor, wie grof® die Rundheitsabweichungen sind, da mit relativen
Werten gearbeitet wird. Im variierten Parameterbereich scheinen Rundheitsabweichungen ei-
nen starkeren Einfluss als Kegelwinkelabweichungen zu haben. Ein Vergleich mit eigenen
Messungen ist allerdings nicht mdglich, da keine Absolutwerte angegeben sind. Aufgrund der
viel hdheren Steifigkeit des Mo-Reibbelags kénnen die Erkenntnisse nicht direkt auf Synchro-
nisierungen mit Carbon-Reibbelagen Ubertragen werden.

Yan et al. [Yan18] prasentieren ein rotationssymmetrisches thermo-mechanisches 3D FEM
Vollmodell einer Messing Synchronisierung, allerdings ohne Berlcksichtigung von Indexla-
schen und Verzahnung. Die Abweichungen von gemessenen und simulierten Temperaturen
liegen bei 3 %. Es werden lediglich sehr geringe Temperaturhiibe (max. 7 K) untersucht.

Erdmann [Erd08] befasst sich mit thermo-mechanischen Simulationen von Doppelkonus-Syn-
chronisierungen. Der Fokus seiner Arbeit liegt allerdings auf der Analyse der Leistungsfahig-
keit von Mehrfachkonus-Synchronisierungen im Hinblick auf einen Wirkungsgrad definiert Gber
den Quotienten aus gemessenem und berechnetem Moment, siehe Abschnitt 2.6. Vorunter-
suchungen mittels 2D FEM Analysen, die unter anderem den Einfluss der Umfangsnuten und
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einer Balligkeit der Reibflache betrachten, bilden die Grundlage fur weitere 3D FEM Simulati-
onen. Aufgrund der hohen Steifigkeit des Reibbelags kommt es zum Kantentragen verbunden
mit einer deutlichen Pressungserhéhung. Unter der Annahme von Einlaufverschleil® werden
diese Pressungsspitzen korrigiert. Die 3D FEM Analysen werden an einem Vollmodell durch-
gefuhrt, um Nebeneffekte wie Einfluss der Koppelverzahnung zwischen Innen- und Synchron-
ring (1-3 Kontakte), Variation Verzahnungsnocken Zwischenring Losrad (1-6 Nocken), Varia-
tion Krafteinleitung tber die Sperrverzahnung (360°, 180°, 2x 180° selektiv, 3x 120° selektiv,
4x 90° selektiv), Variation Schaltkraft und deren Verlauf (konstant, progressiv, degressiv) zu
analysieren. Die Pressungsverteilung uber dem Umfang ist wegen der asymmetrischen Geo-
metrie der Synchronringe nicht rotationssymmetrisch. In der Simulation wirken sich die Anzahl
der Kontakte der Koppelverzahnung nur in Extremfallen auf die Pressungsverteilung aus. Die
Anzahl der tragenden Nocken des Zwischenrings kann die Pressungsverteilung beeinflussen.
Ein Vergleich des Tragbilds mit der Simulation Iasst allerdings darauf schliefRen, dass aufgrund
von Elastizitat der Bauteile und den vorliegenden Toleranzen im Versuch zyklisch alle poten-
ziellen Verzahnungskontakte tragen. Der Verlauf der Axialkraft beeinflusst die Pressungsver-
teilung und zeigt hier den gréten Einfluss auf den definierten Wirkungsgrad. Ein Vergleich
der Ergebnisse der FEM Simulationen mit denen von Einfachkonus-Synchronisierungen er-
folgt nicht. Der Schwerpunkt der Analysen liegt auRerdem auf einer Messing-Doppelkonus-
Synchronisierung, deren Materialeigenschaften sich deutlich von Carbon unterscheiden. Zu-
dem wurden keine Synchronisierungen aus Blechumformteilen betrachtet.

2.8 Fazit zum Stand des Wissens

Es existieren Veroffentlichungen, die die Leistungsfahigkeit von Einfach- und Mehrfachkonus-
Synchronisierungen gegenuberstellen. Dabei werden jedoch meist die gleichen absoluten Be-
anspruchungen (z. B. gleiche Reibarbeit und gleiche Axialkraft) verwendet und das generierte
Reibmoment bzw. die Schaltzeit der verschiedenen Bauformen verglichen. Haufig wird auch
bei gleicher Reibarbeit und gleicher Schaltzeit die Reduktion der Schaltkraft bei einer Mehr-
fachkonus-Synchronisierung im Vergleich zu einer Einfachkonus-Synchronisierung betrachtet.
Aufgrund der zusatzlichen Reibflachen bei Doppel- bzw. Dreifach- im Gegensatz zu Einfach-
konus-Synchronisierungen ist auch die absolute Leistungsfahigkeit von DK- und TK-Synchros
grolder, was bereits analytische Formeln bestatigen, siehe (2.1) fir n = 1...3. Ein Vergleich der
verschiedenen Systeme (EK, DK und TK) unter vergleichbaren reibflachenspezifischen Belas-
tungen (z. B. gleiche Reibarbeit pro Reibflache) existiert jedoch nicht.

Die Schadigungsmechanismen bei Einfachkonus-Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag
wurden detailliert von Acuner [Acu16a, Acu14a, Acu16b, Acu14b] fiur NKW-Synchronisierun-
gen und Neuddrfer [Neu08] fur PKW-Synchronisierungen erforscht. Ob diese Ergebnisse je-
doch auch auf Mehrfachkonus-Synchronisierungen Ubertragbar sind, wurde bisher noch nicht
experimentell untersucht. Au3erdem fehlen Kriterien zur Gegenuberstellung der Schadigung
verschiedener Bauformen. Erdmann [Erd08] ermittelt in seinen Versuchen die Leistungsfahig-
keit verschiedener Synchrobauformen (EK, DK, TK) aus Messing mit dem Schwerpunkt, deren
Wirkungsgrad zu vergleichen. Die Schadigung der Systeme wurde nicht untersucht. Seine
umfangreichen thermo-mechanischen Simulationen sind au3erdem nur eingeschrankt Uber-
tragbar, da die Belastungen bei Synchros mit Carbon-Reibbelag deutlich hdher sind und sich
die Steifigkeit der Tragerringe und die Materialeigenschaften des Reibwerkstoffs unterschei-
den.
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Dass hohe Reibflachentemperaturen zu verstarkter Schadigung fuhren wird in der Literatur
hinreichend belegt. Trotzdem wurde der thermische Haushalt von Mehrfachkonus-Synchroni-
sierungen bisher wenig analysiert. Gerade zu den in grofden Stickzahlen im PKW-Getriebe
eingesetzten Mehrfachkonus-Synchronisierungen aus Blechumformteilen mit Carbon-Reibbe-
lag existieren wenig veroffentlichte Ergebnisse. Aufgrund der signifikant unterschiedlichen
Warmeleitfahigkeit und der niedrigeren Steifigkeit der Reibeldge sowie einem anderen Design
der Bauteile sind Ergebnisse friiherer Untersuchungen an Messingringen oder anderen Reib-
belagen nicht Gbertragbar. Die hohere Belastbarkeit von Synchronisierungen mit Carbon-Reib-
belag fuhrt aulerdem dazu, dass sie mit sehr hohen spezifischen Belastungen betrieben wer-
den. Dies verstarkt die Unterschiede zu Versuchen mit Messingringen, da hier neue Effekte
aufgrund des hohen Energieeintrags zum Tragen kommen. Es sind zudem keine Simulationen
bekannt in denen der thermische Haushalt unterschiedlicher Synchronisierungsbauformen un-
tersucht und miteinander verglichen werden.

Es besteht daher noch Forschungsbedarf, um die Leistungsfahigkeit von Einfach- und Mehr-
fachkonus-Synchronisierungen aus Blechumformteilen miteinander zu vergleichen und wei-
tere Optimierungspotentiale herauszuarbeiten.
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3 Ziel der Arbeit und Vorgehen

3.1 Ziel der Arbeit

Wahrend einer Schaltung kann bei einer Doppelkonus-Synchronisierung in einem vergleich-
baren Bauraum, bei gleicher spezifischer Reibarbeit, in etwa die doppelte Energie umgesetzt
werden wie bei einer Einfachkonus-Synchronisierung, da die Reibflache einer DK-Synchro in
etwa doppelt so grol} ist wie die einer EK-Synchro. Dies sollte in Mehrfachkonus-Synchroni-
sierungen aufgrund der bauraumbedingten schlechteren Kihlung und den kleineren thermi-
schen Massen zu hdheren Temperaturen fihren, die Reibbelag und Schmierstoff starker scha-
digen und somit die Lebensdauer verkirzen. Auch wenn hinreichend belegt ist, dass die ab-
solute Leistungsfahigkeit von Mehrfachkonus-Synchronisierungen hoher ist als die von Ein-
fachkonus-Synchronisierungen [Abd00, Aug12, Bac13a, Brti91, Dro91, Lan86, Mur89, Ore95,
Pin14, Rau11, Sta14, Syk94], wird bei gleichen spezifischen Belastungen eine niedrigere re-
lative Leistungsfahigkeit einer Mehrfachkonus-Synchronisierung im Vergleich zu einer Ein-
fachkonus-Synchronisierung erwartet [Acu16a]. Die Leistungsfahigkeit wird anhand des Scha-
digungsverhaltens beurteilt. Eine lange Lebensdauer bzw. geringe Schadigung entsprechen
einer hohen Leistungsfahigkeit der Synchronisierung.

In bisherigen Analysen zum Schadigungsverhalten von Synchronisierungen werden primar
Nutzfahrzeug Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag verwendet [Acu16a, Hag18a)] oder
PKW Synchronisierungen mit gesinterten Synchronringtragermaterial [Neu08]. Deren Wand-
starken sind deutlich héher als die von Blechumformteilen, was Ringsteifigkeit und Ringdesign
beeinflusst.

In der Literatur wurden bisher keine unterschiedlichen Synchrobauformen aus Blechumform-
teilen untersucht. Zudem existieren weder eine standardisierte Prifmethodik noch geeignete
Kennwerte, um die Leistungsfahigkeit unterschiedlicher Synchronisierungen vergleichen zu
kdnnen. Ziel dieser Arbeit ist es, die Leistungsfahigkeit von Einfachkonus- und Mehrfachko-
nus-Synchronisierungen in PKW-Baugrof3e mit Carbon-Reibbelag zu vergleichen und Erkla-
rungsansatze fur die unterschiedliche relative Leistungsfahigkeit der verschiedenen Baufor-
men zu liefern. Das Schadigungsverhalten von Einfach- und Mehrfachkonus-Synchronisierun-
gen ist zu charakterisieren und mit Erkenntnissen aus der Literatur zu vergleichen. Es sind
eine geeignete Prifmethode und Kennwerte zu entwickeln und diese auf unterschiedliche Syn-
chrobauformen anzuwenden.

Der thermische Haushalt spielt bei der Betrachtung der Lebensdauer von Schaltelementen
eine entscheidende Rolle und muss somit beim Vergleich der Leistungsfahigkeit untersucht
werden. Aufgrund der hohen Komplexitat von Temperaturmessungen an Synchronisierungen
sind ein geeignetes Simulationsmodell aufzustellen, dieses uber Messungen abzusichern und
Uber Parametervariationen Einflussgréf3en auf den thermischen Haushalt zu ermitteln. Dieses
Vorgehen erspart die Fertigung und das Testen von Prototypen, was aufwendig und kostenin-
tensiv ist. Anhand der gewonnenen Erkenntnisse sind Optimierungsempfehlungen fir Einfach-
und Mehrfachkonus-Synchronisierungen zu erstellen. Acuner [Acu16a] weist vor allem auf den
Forschungsbedarf bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen hin. Unter anderem sind zu klaren
wie sich Kegelwinkeldifferenzen auf das thermische Verhalten bei Mehrfachkonus-Synchroni-
sierungen auswirken und welchen Einfluss die Reibbelagposition auf die thermische Belastung
der Synchronisierungen hat.
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3.2 Vorgehen

Aufgrund von komplexen physikalischen und chemischen Wechselwirkungen an den Reibfla-
chen sind zur Analyse der Leistungsfahigkeit der verschiedenen Bauformen umfangreiche
Prifstandversuche nétig. Diese werden an einer Einfach-, zwei Doppel- und einer Dreifachko-
nus-Synchronisierung durchgefuhrt und deren Leistungsfahigkeit vergleichend bewertet. Es
werden Betriebsbedingungen, Schmierstoffe und Bauform variiert und die EinflussgréRen auf
die Schadigung der unterschiedlichen Systeme untersucht. Aufbauend auf bekannten Kenn-
werten wird eine Auswertemethodik entwickelt, um das Schadigungsverhalten unterschiedli-
cher Synchronisierungsbauformen vergleichend zu bewerten (Abschnitt 5 und 6). Ergebnisse
von Temperaturmessungen und der Einfluss verschiedener Belastungsparameter bei Einfach-
und Doppelkonus-Synchronisierungen werden dargestellt (Abschnitt 6).

Um das Schadigungsverhalten zu charakterisieren, sind begleitende Untersuchungen, wie To-
pographievermessungen (Abschnitt 7), Messung des Axialverschleify (Abschnitt 5) und REM
Analysen notig (Abschnitt 7).

Griinde fur die Unterschiede der Leistungsfahigkeit unterschiedlicher Bauformen sind im Tem-
peraturhaushalt und der Verformung der verschiedenen Systeme zu suchen. Dazu werden
bestehende thermo-mechanische 2D-Modelle einer Einfachkonus-Synchronisierung fur die
hier untersuchten Baugruppen angepasst, erweitert, verifiziert und iber Temperaturmessun-
gen validiert (Abschnitt 8). Dartiber hinaus werden 3D thermo-mechanische Simulationen auf-
gebaut und Parametervariationen durchgefihrt. In den 3D-Simulationen werden Einflussgré-
Ren analysiert, die in der 2D-Simulation nicht abgebildet werden kénnen, um somit die Aussa-
gekraft der vereinfachten 2D-Simulationen abzusichern (Abschnitt 8). Uber Parametervariati-
onen werden wichtige Einflussparameter herausgearbeitet, die schliellich in Optimierungs-
empfehlungen fiur die verschiedenen Synchronisierungen minden (Abschnitt 9). Eine Zusam-
menstellung der Prifstandversuche, die Ergebnisse der Oberflachenvermessung und der Si-
mulationen liefern schliellich Erklarungsansatze fur die unterschiedliche Leistungsfahigkeit
der verschiedenen Systeme. AbschlielRend werden die neuen Erkenntnisse in den Stand des
Wissens eingeordnet (Abschnitt 9).
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4 Versuchsteile, Priifstand und Messtechnik

Nachfolgend werden die verwendeten Versuchsteile und Schmierstoffe zusammengefasst und
die verschiedenen Prifstande und die eingesetzte Messtechnik vorgestellt.

4.1 Versuchsteile und Schmierstoffe

Im Rahmen der Lebensdaueruntersuchungen am Komponentenprifstand werden vier unter-
schiedliche Synchronisierungen betrachtet. Die Einfach- (EK72), Doppel- (DK73) und Drei-
fachkonus- (TK73) Synchronisierungen stammen dabei aus einem Baukasten und sind mit
einem Dual-Layer Carbon-Reibbelag versehen, siehe Bild 4.1. Die Zahl hinter der Bezeich-
nung der Bauform (EK, DK, TK) gibt in etwa den mittleren Durchmesser der auf3eren Reibfla-
che an.

a) EK72 b) DK73 c) TK73

e A

P 4 ) Innenring
Innenring

Bild 4.1: Versuchsteile a) Einfachkonus-Synchronisierung EK72; b) Doppelkonus-Synchronisierung

DK73; c) Dreifachkonus-Synchronisierung TK73 nach [Sto20]
Sowohl Synchron- als auch Zwischenring der DK- bzw. TK-Synchronisierung sind identisch,
die beiden Systeme unterscheiden sich jedoch im Aufbau des Innenrings. Der Reibbelag ist
bei DK73/TK73 auf der Innen- und AulRenseite des Zwischenrings aufgebracht. Alle Versuchs-
teile sind Serienteile. Lediglich bei der Dreifachkonus-Synchronisierung werden, im Gegensatz
zur Serie, die Innenringe vom Hersteller mit einem Carbon-Reibbelag beklebt und die Reibfla-
che der Stahlkonen nachgeschliffen. Dies verbessert die Vergleichbarkeit mit den anderen
beiden Bauformen, da serienmaRig die Innenseite des Innenrings (TK73) mit Molybdan be-
schichtet ist.

Zudem wird eine weitere Doppelkonus-Synchronisierung pk70
(DK70) mit einem gewobenen Reibbelag untersucht,
siehe Bild 4.2. Anders als bei der DK73 ist der Reibbelag
auf dem Innen- bzw. Synchronring aufgebracht. Der In-
nenring besteht aus einer Messinglegierung. Tabelle 4.1
fasst die Abmessungen der verschiedenen Ringe zusam-
men.

Im Gegensatz zu Neudérfer [Neu08] werden hier keine Bild 4.2:  Versuchsteil Doppelko-
. nus-Synchronisierung

gesperrten Systeme untersucht. Bei einem gesperrten DK70 nach [St022]

System wird das Spiel des Synchronrings so einge-

schrankt, dass er sich in Umfangsrichtung nicht relativ zum Synchronkérper bewegen kann.

Somit kann auch bei niedrigen Reibungszahlen an den Reibflachen (Tr < Ty) die Schiebemuffe

den Synchronring nicht mehr bei Differenzdrehzahl Gberfahren. Der Synchronring sperrt somit

unabhangig von der Reibungszahl an der Reibflache. Der Einsatz gesperrter Systeme bietet

-

Synchronring

Innenring
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die Mdglichkeit, dass die jeweiligen Systeme unabhangig von der Sperrgrenze untersucht wer-
den konnen, d. h. die rein tribologische Schadigung des Reibsystems analysiert werden kann.
Allerdings zeigen die Untersuchungen von Neuddrfer [Neu08], dass die Schaltcharakteristik
durch das Sperren des Systems verandert wird. Eine veranderte Schaltcharakteristik kann die
Verformung der Synchronringe und somit auch die Pressungsverteilung beeinflussen. Gerade
bei den hier verwendeten Blechringen hat die Verformung der Ringe unter Axialkraft einen
Einfluss auf die Pressungs- und Temperaturverteilung. Der Einbau musste fur gesperrte Sys-
teme im Vergleich zum Getriebe angepasst werden, was die Ubertragbarkeit der Ergebnisse
weiter einschrankt. Da die Nachteile gesperrter Systeme die Vorteile Uberwiegen, werden hier
nicht gesperrte Systeme verwendet.

Position EK72 DK73 TK73 DK70
Mittlere Kegel- AuBen 72,3 73,0 73,0 70,0
durchmesser Mitte - 66,9 66,9 65,0
in mm Innen - - 61,7 -
Reibbreite AuBen 8,0 6,5 6,5 57
in mm Mitte - 71 71 6,9
Innen - - 6,6 -
Kegelwinkel AuBen 7,5 7,5 7,5 7,0
in® Mitte - 7,5 7,5 7,0
Innen - - 7,5 -

Tabelle 4.1: Geometrische Abmessungen der Synchronisierungen

Die Versuche werden mit drei Seriendlen durchgefiihrt, die in Tabelle 4.2 aufgelistet sind. Flr
die Hauptversuche kommt ein Manual Transmission Fluid aus einem PKW-Handschaltgetriebe
zum Einsatz (MTF PKW). Es basiert auf einem Grunddl der Gruppe |1l (gemaR der Definition
der Grundolgruppe nach API Klassen) und ist unter anderem mit Extremepressure/Antiwear
(EP/AW), Friction Modifier (FM), Corrosion Inhibitor (COR), Detergent (DET) und Antifoam/Vis-
cosity Modifier (AF&VM) additiviert.

In Stichversuchen wird zu- Bezeichnung Kin. Viskositat bei | Kin. Viskositat bei
dem ein MTF aus einer 40 °C in mm?/s 100 °C in mm?/s
NKW-Anwendung und ein MTF PKW (75W) 28 6
DCTF aus einem PKW- | MTF NKW (75W-80) 55 9
Doppelkupplungsgetriebe DCTF 32 7

eingesetzt. Diese beiden Tabelle 4.2: Schmierstoffe

Schmierstoffe basieren auf

Grunddlen der Gruppe IV/V und sind unter anderem mit EP/AW, FM, Dispersant (DISP), DET,
COR und Antioxidants (AO) additiviert. Die Zusammensetzung und Konzentration der Additive
ist fur den jeweiligen Anwendungsfall im Getriebe und die in den jeweiligen Getrieben einge-
setzten Komponenten optimiert. Die Definition der verschiedenen API Klassen bzw. die Auf-
gaben der verschiedenen Additive und deren Funktionsweise ist unter anderem bei [Fox10]
nachzulesen. Bei den Grunddlen nehmen mit steigender Grundél Gruppe der Anteil gesattigter
Kohlenwasserstoffe sowie der Viskositatsindex zu und der Schwefelgehalt ab.
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4.2 Prifstand und Messtechnik

4.21 Standard Synchronisationspriifstand SSP-180

Alle Versuche werden am Standard-Synchronisations-Prifstand SSP-180 [H6h91] durchge-
fuhrt, der in Bild 4.3 dargestellt ist. Fur jeden Versuch wird eine vollstandige Synchronisie-
rungseinheit (symmetrischer Aufbau, d. h. gleiche Bauform auf der A- und B-Seite) eingesetzt,
bestehend aus den jeweiligen Schaltradern auf den Seiten A (1) und B (5) und den zugehdri-
gen Ringen der Synchronisierungen (2) bzw. (4). Das Schaltrad der A-Seite (1) ist Gber Adap-
ter gehausefest im Prifstand montiert. Das Schaltrad der B-Seite (5) ist Uber die Hohlwelle (6)
mit der Schwungmasse die die Fahrzeugtragheit simuliert (7) verbunden und rotiert mit der
konstanten Ausgangsdrehzahl no. Die Schiebemuffe (3) wird Uber Gleitsteine, die in den
Schaltarmen (11) drehbar gelagert sind, von der A- zur B-Seite bewegt und wieder zurlck. Der
Synchronkérper (10) ist Uber die Vollwelle (8) mit der Schwungmasse (9) verbunden. Uber
unterschiedlich grole Schwungscheiben kann die Tragheit der Schwungmasse (9), die wah-
rend der Versuche beschleunigt oder verzogert werden muss, variiert werden. Wahrend eines
Versuchs wird die Schwungscheibe (9) durch Schalten von B nach A von der Ausgangsdreh-
zahl ng bis zum Stillstand abgebremst (Hochschaltung) bzw. bei einer Schaltung von A nach
B wieder auf Ausgangsdrehzahl beschleunigt (Rickschaltung). Es werden somit wahrend ei-
nes Tests zwei Synchronisierungen gleichzeitig geprift (eine auf der A-, eine auf der B-Seite).

[ . l

2 3 4 5 6 7 8 9

Bild 4.3: Prufstand SSP-180, Foto (links), Prinzipskizze (rechts nach [Acu16a, Neu01])

Wahrend eines Versuchs werden Axialkraft, Drehzahl, Schaltweg und Reibmoment aufge-
zeichnet. Die Messdaten werden lediglich auf der stationaren Seite des Prifstands (A) erfasst
und Uberwacht. Das Reibmoment (Tr) wird Uber einen Hebelarm mit einer Kraftmessdose ge-
messen. Auch die Axialkraft (Fa) wird Gber eine Kraftmessdose erfasst. Die Drehzahl (n) der
Vollwelle (8) wird Uber einen Tachogenerator, der Schaltweg (s) Uber einen linearen Weg-
sensor am Hydraulikkolben ermittelt. Die Messdaten werden von einem Rechner aufgezeich-
net und Uber eine am Lehrstuhl entwickelte Software ausgewertet und dargestellt. Der Grofteil
der Versuche wird mit der Messdatenerfassung Var1 gemal Anhang Abschnitt A.2.2 aufge-
zeichnet. Die Samplerate betragt 500 Messpunkte flir die verwendete Messzeit von 1...2 s. In
jedem Versuch kann die Zykluszeit (Zeit zwischen dem Schaltungsbeginn zweier Schaltungen
auf der A-Seite) am Prufstand eingestellt werden.
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Bei einem ungewollten Durchschalten bei Differenzdrehzahl kommt es zum Zahn auf Zahn-
kontakt. Die entstehenden Vibrationen I6sen einen Schwingungswachter aus und der Priflauf
wird automatisch beendet. Die Reibungszahl der Synchronisierung berechnet sich gemaf
Gleichung (2.1) aus Drehmoment, Axialkraft, Kegelwinkel und dem mittleren Reibdurchmes-
ser. Bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen errechnet sich der mittlere Reibdurchmesser aus
dem Mittelwert der mittleren Reibdurchmesser der einzelnen Reibflachen. Die Berechnung
aller weiteren spezifischen BelastungsgroéfRen ist fir Mehrfachkonus-Synchronisierungen in
Anhang Abschnitt A.1 detaillierter ausgefihrt.

Fir den SSP-180 wird im Rahmen dieser Arbeit die Messunsicherheit anhand des GUM-Ver-
fahrens untersucht und mit Werten aus der Literatur abgeglichen.

Die Herleitung der Messunsicherheit ist im Messwert und erwei-
Anhang Abschnitt A.2 ausfihrlich beschrie- terte Messunsicherheit
ben. Der Schwerpunkt der Messunsicher- Axialkraft in N 820N £ 18 N
heitsbetrachtung liegt auf den Messgroften | Drehmomentin Nm 45,0 Nm £ 0,4 Nm
Axialkraft und Drehmoment, da diese Werte Reibungszahl 0,102 + 0,003
die Reibungszahl bestimmen. Fir den Ab- Temperatur in °C 300°C+1,8°C
gleich von Messung und Simulation wird zu- Tabelle 4.3: Zusammenfassung der Messunsi-
dem die Messunsicherheit der Temperatur- cherheit des SSP-180, Belastungen
. . - gemal LS9-DK73, kp =2 (Uberde-
sensoren, die an Versuchsteilen appliziert ckungswahrscheinlichkeit 95,45 %)

werden, analysiert. Tabelle 4.3 fasst die

Messunsicherheit exemplarisch fir LS9-DK73 zusammen. Die Messunsicherheit der in der
Arbeit verwendeten Reibungszahlkennwerte ist niedriger, da bei den Kennwerten pmin und
Mmin,g7 Nicht einzelne Messpunkte ausgewertet werden, sondern das Minimum Uber mehrere
Messpunkte berechnet wird. Die erweiterte Messunsicherheit sinkt somit auf £ 0,002. Bei der
mittleren Reibungszahl pmit werden die Messpunkte der Reibungszahlen Uber ca. 60 % der
Rutschzeit gemittelt. Dadurch reduziert sich die erweiterte Messunsicherheit von pmit auf Werte
deutlich kleiner 0,001.

4.2.2 Oberflachenvermessung — Tastschnittverfahren

Die 3D-Topographiemessungen der Reibbelage sowie der Stahlgegenreibflachen werden mit-
tels des Topographiemessgerats der Firma UBM [UBM95] durchgeflihrt. Die Oberflachenrau-
heit wird im Tastschnittverfahren anhand von 3D-Rauheitskennwerten analysiert. Dazu wer-
den zwei verschiedene berthrende Induktivtaster (ITF 500 A und ITF 1000A, Details zu den
Tastern sind bei [Tom09] zusammengefasst) eingesetzt. Das Funktionsprinzip ist in Bild 4.4
dargestellt. Eine optische Vermessung der Reibbelage mittels Laserfokus ist aufgrund der gro-
ben Struktur der Reibbelage nicht moglich [Gei03]. Das zu vermessende Bauteil wird Uber eine
Vorrichtung auf den Messtisch der Maschine aufgespannt, der Induktivtaster steht fest im
Raum. Wahrend einer 3D-Topographiemessung werden in dem vom Anwender vorgegebenen
Messbereich parallel zur x-Achse Linienmessungen durchgefihrt und aus der z-Position der
Tastspitze Oberflachenkennwerte berechnet. Der Anwender kann dabei die Punktedichte in x-
und y-Richtung getrennt voneinander vorgeben. Vom Messprogramm werden DIN genormte
Kennwerte von Tastschnitten [DIN98a, DIN98b, DIN98c] berechnet und analog auf Flachen
erweitert [Tom09]. Eine detaillierte Aufstellung aller 3D-Oberflachenkennwerte ist der Arbeit
von [V6I21] zu entnehmen. Uber die Vorgabe von Polynomkorrekturen wird bei gekrimmten
Flachen die Makrogeometrie korrigiert bevor das Rauheitsprofil analysiert wird. Details dazu



Versuchsteile, Prifstand und Messtechnik 37

kénnen der Arbeit von Geier [Gei03] entnommen werden. Die Messgenauigkeit der z—Koordi-
nate ist mit 0,2 ym angegeben [Acu16a].

Die Rauheit der Stahlkonen wird induktiver
Wegaufnehmer

zusatzlich vor und nach dem Ver- Tastarm
such an drei Positionen am Um-
fang vermessen und die 2D-Rau-
heitskennwerte ausgewertet.
Dazu wird die Rauheitsmessma-
schine T8000 der Firma Hommel-
werke eingesetzt und Linienmes-
sungen mittels taktilem Gleit-
kufentaster durchgefiihrt. Das
Messprinzip ist, abgesehen von der Gleitkufe, ahnlich zu dem des Topographiemessgerats
der Firma UBM [Acu16a].

Drehgelenk Messverstarker
Tastspitze

X:
Bild 4.4: Schematischer Aufbau des Induktivtasters der To-
pographiemessmaschine der Firma UBM [Gei03]

4.2.3 Rasterelektronenmikroskop

Stichprobenartig werden Reibbelagproben im Rasterelektronenmikroskop (REM) CamScan4
der Firma CamScan untersucht und Materialanalysen mittels energiedispersiver Rontgen-
strahlanalyse (EDX) Oxford Model 7060 der Firma Oxford Instruments durchgefiihrt. Die Funk-
tionsweise eines Rasterelektronenmikroskops ist bei Tomic [Tom09] beschrieben. Die Analyse
erfolgt an Reibbelagproben, die zuvor aus den Ringen herausgeschnitten und vor dem Einsatz
im Gerat in n-Hexan gereinigt und anschlieliend getrocknet werden. Eine Vermessung des
Reibbelags vor und nach dem Versuch ist somit nicht méglich. Die Reinigung entfernt leicht
gebundene Schmierstoffmolekiile, die sonst beim Erzeugen des Hochvakuums im REM zu
Verunreinigungen des Gerats fihren wirden. Im Reibbelag verbleiben nach der Reinigungs-
prozedur chemisch gebundene Schichten und Olablagerungen, die sich wahrend der Lebens-
dauerversuche in den Poren des Reibbelags abgesetzt haben [Acu16a].

Die Auswertung der Oberflachen erfolgt primar anhand der Bilder der Ruckstreuelektronen
(RE). RE-Bilder kénnen einen Topographie- und Ordnungszahlkontrast, d. h. unterschiedlich
schwere Atome darstellen. Allerdings ist ihre Auflésungsgrenze niedriger als die der Sekunda-
relektronenbilder (SE-Bilder). Die Rickstreuung an schweren Elementen ist starker als die an
leichten Elementen, weswegen Bereiche mit schweren Elementen im Bild heller erscheinen.
Mit der EDX kénnen Elemente auf kleinen Bereichen der Reibflachen nachgewiesen werden.
[Tom09]
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4.2.4 Vermessung von Axialverschlei und Rundheit

Um den Axialverschlei® der Synchronisierungen zu untersuchen, wird der axiale Abstand der
verschiedenen Ringe zueinander bzw. bei EK- und TK- auch der Abstand von Synchronring
und Schaltrad vor und nach jedem Versuch an drei Messpositionen MP1...3 am Umfang ver-
teilt mit dem inkrementalen Messtaster MT25B der Firma Heidenhain gemessen.

Als Beispiel wird hier das Vorgehen flr die
Doppelkonus-Synchronisierung DK73 erlau-
tert, siehe Bild 4.5. Fur das Versuchstell
V30B (DK73) sind die Messwerte im Neuzu-
stand in Tabelle 4.4 abgebildet. Eine Mess-
reihe m besteht aus sechs Einzelmessungen.
An der Messposition 1 (MP1) wird die Plan-
flache des Synchronrings als Referenz
(MP1.S) genommen und der axiale Abstand
zur Planflache des Zwischenrings (MP1.2)
asz1 und zum Innenring (MP1.1) asi1 ermittelt.
Dieses Vorgehen wird an MP2 und MP3 wie-
derholt. Der Mittelwert der drei Einzelmes-
sungen asi..3 ergibt asi. 3mit1. Die Abwei-
chungen der Einzelmessungen vom Mittel-
wert der jeweiligen Messreihe liegen im zehn-
tel Millimeter Bereich, siehe Tabelle 4.4. Da
gerade beim Zusammensetzen der Ringe
von Mehrfachkonus-Synchronisierungen diese leicht schief zueinanderstehen kdnnen, werden
nach jeder Messreihe die Ringe auseinandergenommen und mit einer drehenden Bewegung
zur Reduzierung der Reibung in axialer Richtung erneut zusammengesetzt. Es folgen zwei
weitere Messreihen. Aus den Mittelwerten der drei Messreihen m = 1...3 (asi1...3 mit,1, @si1...3mit.2,
asi1..3mit3) berechnet sich schliellich das Axialmal der Synchronisierung asi. Die Abweichun-
gen der Mittelwerte je Messreihe (asi1...3 mit,1, @si1...3mit2, asi...3,mit3) vom Mittelwert aller Messun-
gen asi hach erneutem Zusammensetzen der Ringe liegen im hundertstel Millimeter Bereich.

Bild 4.5:

Messpositionen Vermessung Axial-
mafe DK73

Dieses Vorgehen wird | Messreihe asn asi asis asi...3,mitm asi
nach dem Versuch wie- m in mm in mm inmm in mm inmm
derholt. Die Differenz des 1 1,69 1,54 1,83 1,69
AxialmafRes vor und nach 2 1,61 1,49 1,63 1,58 1,63
dem Versuch erlaubt 3 1,56 1,61 1,73 1,63
Rickschlisse auf den | Messreihe asz1 asz aszs asz1...3,mitm asz
Verschleils. Durch die zu- m inmm | inmm | inmm in mm in mm
satzliche Messung des 1 0,52 0,61 0,83 0,66

Abstands von Synchron- 2 0,70 0,48 0,66 0,62 0,64
zu Zwischenring kann so- 3 0,64 0,55 0,73 0,64

wohl der Gesamtver-
schleil als auch der Ein-

Tabelle 4.4: Messergebnisse Axialmal V30B DK73 Neuzustand

zelverschlei® der verschiedenen Reibflachen untersucht werden. Auch wenn hier vereinfa-
chend von Verschleilt gesprochen wird, kann nicht genau unterschieden werden, welcher An-
teil der Abnahme des AxialmaRes auf Verschleil und welcher auf ein Setzen der Reibbelage
zurlckzufihren ist.
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Stichprobenartig werden zudem die Kegelwinkel der verschiedenen Synchronisierungen un-
tersucht. Dazu werden auf der 3D-Portalmessmaschine P40 der Firma Klingelnberg an unter-
schiedlichen axialen Positionen die Mantellinien auf Rundheit vermessen. Uber die Differenz
zweier Axialpositionen und den zugehoérigen Kegeldurchmessern werden die Kegelwinkel be-
rechnet.

4.3 Temperaturmessungen an Synchronisierungen

Das thermische Verhalten der Synchronisierungen wird anhand von Temperaturmessungen
untersucht. Um den Einfluss der Massentemperatur der EK72 abzuschatzen, wird ein NiCr-Ni
Thermoelement Typ K (Drahtdicke 0,5 mm,
Klasse 1) auf der Innenseite des Konus ap-
pliziert, siehe Bild 4.6. Die Messposition liegt
ca. 3 mm von der Stirnseite des Schaltrads
entfernt. Dieses Vorgehen ermdglicht eine
Messung der Massentemperatur. NiCr-Ni

Zur Validierung der thermo-mechanischen ] <3 »
Simulationen Uber Temperaturmessung an

der DK70 wird ein komplexerer Aufbau ge- Bild 4.6: Position des Temperatursensors am
wahlt. Auf der A-Seite der DK70 ist das Schaltrad der EK72 nach [Sch17]
Schaltrad gehausefest und rotiert daher nicht. Der Zwischenring ist mit diesem Schaltrad ver-
bunden und kann so ohne Telemetrie mit Thermoelementen appliziert werden. Dazu wird der
Zwischenring mit vier um 90° Uber den Umfang verteilten Bohrungen versehen TSO0...TS3,
siehe Bild 4.7 (links). Diese sind so ausgefihrt, dass die Bohrungen etwa parallel zur Reibfla-
che verlaufen. Die Bohrtiefe ist so gewahlt, dass die Bohrspitze etwa in der Mitte des Zwi-
schenrings liegt. Die vier NiCr-Ni Thermoelemente vom Typ K (Klasse 1, Drahtdurchmesser
0,5 mm) werden mit einer Warmeleitpaste (A = 70 W/(mK)) in 0,55 mm Bohrungen im Zwi-
schenring mit einem Klebertropfen fixiert, siehe Bild 4.7 (rechts).

Bild 4.7: Sensorpositionen Temperaturmessung DK70 am Umfang verteilt (links), applizierter Sen-
sor an der oberen Messposition TS0 (rechts, rot markiert) nach [Sto22]

Fir die Temperaturmessungen an der DK70 wird die NI-Hardware (cDAQ-9185 mit Analogmo-
dulen NI-9215 und Temperaturmessmodul NI-9212, gemaR Var2 aus Anhang Abschnitt A.2.2)
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verwendet. Die Daten werden mit einer Samplerate von 500 Messpunkte pro Sekunde aufge-
zeichnet und der Temperaturverlauf wahrend der Schaltung sowie die Abkuhlkurven bestimmt.

Um den Einfluss von Pressung, Gleitgeschwindigkeit, Schalthaufigkeit und Oleinspritztempe-
ratur zu untersuchen, werden die Temperaturverlaufe der vier Sensoren gemittelt und ergeben
den gemittelten Temperaturverlauf des Zwischenrings 9sm (reprasentative mittlere Massentem-
peratur des Zwischenrings). Anhand dieses gemittelten Verlaufs werden die minimale/maxi-
male Temperatur und der Temperaturhub Ad ausgewertet. Der Temperaturhub Ad entspricht
dabei der Differenz aus maximaler und minimaler Temperatur wahrend einer Schaltung.

Als robuster Kennwert zum Vergleich des Einflusses von BelastungsgrofRen auf den thermi-
schen Haushalt hat sich der Temperaturhub Ad herausgestellt. Dieser kompensiert im Gegen-
satz zu den Kennwerten 9min und 9max die Schwankungen der Oleinspritztemperatur von ca.
3 K.
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5 Prufverfahren, Auswertemethoden und Kennwerte

5.1 Prifverfahren

Die Leistungsfahigkeit einer Synchronisierung wird in dieser Arbeit anhand ihres Schadigungs-
verhaltens beurteilt. Dazu werden gemal Acuner [Acu16a] Einstufen-Dauerschaltversuche
(DSV) auf dem Komponentenprifstand SSP-180 durchgefihrt. Bei einem Einstufen-Dauer-
schaltversuch wird nach einem Einlauf ein konstantes Lastniveau eingestellt und dieses bis
zum Versuchsende gehalten. Ziel der Untersuchungen ist es, die Leistungsfahigkeit verschie-
dener Synchrobauformen (EK, DK und TK) unter hohen Belastungen zu analysieren. Der Be-
griff ,hohe Belastungen® wird entsprechend der Definition aus Abschnitt 2.4.2 verwendet, d. h.
Belastungen mit einer Schaltungszahl bis zum Ausfall von bis zu 100.000. Ein Ausfall ist hier
definiert als der erste Ratscher wahrend des DSVs.

Um die relative Leistungsfahigkeit der verschiedenen Synchronisierungsbauformen miteinan-
der zu vergleichen, werden gleiche spezifische Belastungen gewahlt. Spezifische Belastungen
bei Synchronisierungen bedeuten Belastungsparameter, die auf die Reibflache bezogen sind.
Die Definition der Beanspruchungsparameter ist im Anhang in Abschnitt A.1 nachzulesen. Je-
der Versuch startet mit einem Einlauf, um Anpassungen der Reibflachen zu erreichen [Acu16a,
Ran95, Tom09]. Dazu werden 50 Schaltungen bei halber Pressung bzw. halber Gleitgeschwin-
digkeit des darauffolgenden Dauerschaltversuchs durchgefuihrt [Ran95, Tom09]. Soweit nicht
anders angegeben, werden die Versuche bei 80 °C Oleinspritztemperatur und einem konstan-
ten Olvolumenstrom von 5 I/min durchgefihrt. Bei allen Versuchen wird die Zykluszeit so an-
gepasst, dass die mittlere spezifische Reibleistung gmit = 60 mW/mm? betragt. In Stichversu-
chen sowie bei Temperaturmessungen werden Pressung, Oleinspritztemperatur, Olvolumen-
strom und mittlere spezifische Reibleistung variiert.

Zur Bestimmung geeigneter Beanspruchungsparameter wird das Carbon-Test-Verfahren von
Acuner [Acu16a] herangezogen, siehe Tabelle 2.1, und erste Vorversuche durchgefiihrt. Auf-
grund der komplexen Wechselwirkungen zwischen Reibbelag, Schmierstoff, Gegenreibflache,
aber auch der Geometrie der Synchronisierungen, mussen die Beanspruchungen an das je-
weilige System adaptiert werden. Wegen friher Ausfalle der ersten Versuche, d. h. Ausfallen
innerhalb weniger tausend Schaltungen, werden die Beanspruchungsparameter angepasst.
Die niedrigere Schaltungszahl bis zum Ausfall der Synchronisierungen, im Vergleich zu denen
von Acuner [Acu16a], wird zunachst in der Geometrie der Bauteile vermutet. Wahrend Acuner
massive Tragerringe einsetzt, handelt es sich bei den Tragerringen dieser Arbeit um Blechum-
formbauteile. Versuche aus Abschnitt 6.1.3 zeigen aber, dass die unterschiedlichen Lebens-
dauern auf Unterschiede der Schmierstoffe zurtickzuflhren sind.

Da aus der Literatur bereits bekannt ist, dass die Verformung der Synchronringe die Pres-
sungs- bzw. Temperaturverteilung und somit die Lebensdauer beeinflussen kdnnen [Acu16a,
Erd08, Neu08], wird die Axialkraft so gewahlt, dass alle Systeme bei einer mittleren spezifi-
schen Flachenpressung von ca. 4 N/mm? betrieben werden. Es werden drei verschiedene spe-
zifische Reibarbeiten und drei mittlere Gleitgeschwindigkeiten (respektive Reibleistungen) un-
tersucht. Die Versuche spannen das in Bild 5.1 dargestellte Parameterfeld auf. Als mittlere
Belastung wird die Reibarbeit g = 0,9 J/mm? (L-l aus [Acu16a]) gewahlt. Da Ausfalle bei diesen
Bedingungen teilweise bereits bei unter 20.000 Schaltungen auftraten, wird die Reibarbeit fur
die nachst hohere Laststufe niedriger gewahlt als im Carbon-Test-Verfahren vorgeschlagen.
In Anhang Abschnitt A.3 sind die Beanspruchungen aller Laststufen flir die verschiedenen
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Baugrofien zusammengefasst. Die Nummer der Laststufe kennzeichnet eine spezifische Be-
anspruchung, die fur alle Baugréfien vergleichbar ist. Je nach Baugrdfie verbergen sich da-
hinter allerdings unterschiedliche absolute Belastungen (Axialkraft F,, Drehzahl n) bzw. zur
Erreichung der geforderten Reibarbeit angepasste Massentragheiten J. Die angegebene Aus-
gangsgleitgeschwindigkeit stellt die mittlere Ausgangsgleitgeschwindigkeit der jeweiligen ko-
nischen Reibflachen dar. Die angegebene Pressung entspricht der mittleren Pressung aller
konischen Reibflachen. Weitere Parametervariationen bzw. Laststufen, die speziell fir die ver-
schiedenen Reibsysteme durchgefihrt werden, sind mit den Laststufen LS10...LS17 (siehe
Anhang Abschnitt A.3) gekennzeichnet. Die hier vorgestellten Reibarbeiten der Dauerschalt-
versuche liegen Uber denen, die in Freigabetests Ublicherweise abgepruft werden, um bewusst
Schaden bei den Synchronisierungen hervorzurufen. Bei Stufenversuchen bzw. Missbrauchs-
tests kdnnen vereinzelt auch héhere Belastungen gefordert sein.

Fir den Vergleich von EK72 und DK73 werden beispielsweise die mittleren Gleitgeschwindig-
keiten gleich gewahlt und Axialkraft und Massentragheit

entsprechend der spezifischen Belastungen angepasst. | g7 LS8 LS9 1.1 %
Fur den Vergleich DK73 und TK73 wird die Drehzahl ?
gleich gelassen, da beide Systeme sich lediglich im Auf- o
bau des Innenrings unterscheiden, Synchron- und Zwi- LS4 LS5 LS6 0.9 §
schenringe aber identisch sind. Die Axialkraft wird jedoch g
geringfligig angepasst, um die gleiche mittlere Flachen- 0.7 E
pressung Uber alle Reibflachen zu erhalten. Fir die Ge- LS1 LS2 LS3 N
genuberstellung von DK73 und DK70 wird die gleiche 4,5 6,5 8,0 73
mittlere Gleitgeschwindigkeit verwendet und die restli-  Mittlere Gleitgeschwindigkeit

in m/.
chen Parameter so angepasst, dass gleiche flachenspe- Vo IN VS

zifische Belastungen vorliegen. Die Versuche werden bis Bild 5.1:  Parameterfeld  Schéadi-
zum Ausfall durch Ratscher gefahren. Lediglich bei der gungsversuche
Dreifachkonus-Synchronisierung wird ein Grofdteil der Versuche vorzeitig beendet, um beim
ersten Ratscher die Sperrverzahnung der Schiebemuffe nicht zu zerstéren.

5.2 Bewertung des Schadigungsverhaltens

Je nach Reibbelag der Synchronisierung kénnen sich die Schadensformen unterscheiden,
siehe Abschnitt 2.4. Entsprechend der Schadensform sind geeignete Bewertungskriterien zu
wahlen, um die Leistungsfahigkeit verschiedener Bauformen miteinander zu vergleichen.

5.2.1 Reibungszahlkennwerte

Bei den hier untersuchten Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag bestimmt die Verande-
rung des Reibungsverhaltens das Schadigungsverhalten. Bild 5.2 zeigt fur Versuch 150 (V150,
TK73-LS9) exemplarisch den Messwertverlauf einer Schaltung zu Versuchsbeginn (Schaltung
100) und einer Schaltung kurz vor Versuchsausfall (Schaltung 42189). Mit dem Anstieg der
Axialkraft Fa baut sich das Reibmoment Tr auf und die Drehzahl n fallt ab. Die Reibungszahl
M wird aus MessgréRen und geometrischen Parametern gemaR (2.1) berechnet. Wahrend der
Reibphase bleibt die Schaltstellung s nahezu konstant. Uber der Lebensdauer verandert sich
bei der TK-Synchronisierung sowohl der Reibungszahlverlauf als auch das Reibungszahlni-
veau. Da die Reibenergie unverandert bleibt, verlangert sich die Rutschzeit. Die Schwankun-
gen von Axialkraft und Drehmoment sind drehzahlabhangig und auf die Bauteile und den Ein-
bau im Prifstand zurtickzufihren. Der Verlauf der Reibungszahl wird dadurch nur sehr wenig
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beeinflusst. Die mittleren und minimalen Reibungszahlen pmit und pmin Schwanken im Trend
von Schaltung zu Schaltung um ca. + 0,002, siehe Bild 5.3.

Im ersten Schritt werden die gangigen Reibungszahlkennwerte pmit und pmin (Kennwerte aus
Verlauf der Einzelschaltung), Definition siehe Abschnitt 2.3.3, sowie die Schaltzahl N der Syn-
chronisierung im Dauerschaltversuch bis zum Ausfall, zur Beurteilung des Schadigungsver-
haltens und fur den Vergleich der verschiedenen Systeme herangezogen.

Zur Beurteilung der Reibungs- Schaltung 100

, . . 0,20 1000 100 5,0
zahlniveaus wird pmit eingesetzt, 018 900 \ 00 45
ein Kennwert, der proportional 0.16 800 \\ WUWW A\/ 80 40
zum Ubertragbaren Drehmoment 0,14 700 Loy Vn\/[\ 70 35
ist. Bei Versuchsausfillen auf- 012 = 600 \/M 60 £ 30¢€
i . 20,10 £ 500 | - 50 25 %
grund von zu niedrigen Rei- ’ " S U E
. 0,08 400 40+ 20°
bungszahlen ist der Kennwert —
_ o 0,06 300 30 15
umin etabliert, da er die minimale , 200 b= 0410 N\ 0 1.0
’ mit = Y ’
Reibungszahl ~ wéahrend der o002 100 umin=0,2)00297} I\WA\ 0 05
. . .. ~ Mming7 = 0,
Schaltung in einem definierten 0,00 s 0”3""97 6 oo "A~12 0o 00
Bereich angibt. Die Schaltungs- ' T zeitins ’
z.ahl N bis zum Ausfgll elgngt 0.20 1000 Schaltung 42189 ) 5,
sich, wenn Versuche mitder glei- 5 900l | 90 45
chen Sperrgrenze untersucht o016 800 \ ’,-:.‘.‘.‘.‘M J\./V\V/ \ 80 40
werden. 0,14 700 \ ™ 70 35
o 0,12 _ 600 \ \ 60 £ 30 €
Bestehende Bewertungskriterien _ ' z ol | ANV 502 25 E
, = 4 ) = &9 c
zur Analyse der Lebensdauer g w400 \ Nw*""’ SN ol 40 20
bzw. Schadigung eines Reibsys- 006 300 30 15
tems (z.B. Verschlei, Ver- 0,04 200 ]pmn=o,090 20 10
: in = 0,068
schleiBrate oder Schaltungszahl 0.2 100 0,061 0 05
bis zum Ausfall, wie bei [Ran95]) ~ >%° e 03 06 09 12° 0
haben sich fir den Vergleich von Zeitin s
Einfach- und Mehrfachkonus- . _
Svnchronisi it Carb Bild 5.2: Einzelschaltungen S100 (oben) und S42.189 (un-
ynchronisierungen mit L-arbon- ten) V150, TK73 (p = 4,2 N/mmz2, q = 1,12 J/mm2);

Reibbelag nicht bewahrt [Sto20]. Dual- Layer-Rb., MTF PKW, 81 = 80 °C

Aufgrund der unterschiedlichen

Sperrgrenzen der verschiedenen Systeme (EK/DK/TK) ist ein Vergleich der Schaltzahlen bis
zum Ausfall nicht geeignet. Zudem streuen Schaltzahlen bis zum Ausfall bei Versuchen die
wegen niedrigen Reibungszahlen ausfallen meist stark [Ran95]. Bei der hier untersuchten
Dreifachkonus-Synchronisierung kann die Reibungszahl zu Schaltungsbeginn deutlich weiter
absinken bis die Synchronisierung ausfallt als bei der Doppel- und Einfachkonus- Synchroni-
sierung. Die rechnerischen Sperrgrenzen der verschiedenen Bauformen liegen, unter An-
nahme einer konstanten Reibungszahl an der Sperrverzahnung, bei ca. psperex = 0,08,
Msperrok = 0,07, Hsper,tk = 0,05. Die theoretische Sperrgrenze kann aus der Bedingung Reib-
moment (Gleichung (2.1) gleich Uberschiebemoment (Gleichung (2.2)) und dem Auflésen der
Gleichung nach der Reibungszahl an der Reibflache berechnet werden.

Die minimale Reibungszahl pmin wird haufig verwendet, um die Schadigung von Systemen zu
beschreiben, die aufgrund eines Reibungszahlabfalls ausfallen. pmin beschreibt die niedrigste
Reibungszahl zu Schaltungsbeginn nicht korrekt, wie in Bild 5.2 zu sehen ist (vergleiche pmin
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und MPmin,e7) Uund von [Acu16a] bestatigt wird, da umin erst ab 90 % der maximalen Gleitgeschwin-
digkeit definiert ist. Gerade zu Beginn der Schaltung, d. h. bei Gleitgeschwindigkeiten grél3er
90 % vgmax, Sind die Reibungszahlen meist niedriger und werden von pmin nicht erfasst. Um die
niedrigen Reibungszahlen zu Schaltungsbeginn abzubilden, wird der Auswertebereich des
Kennwerts erweitert und die obere Grenze bei pmingz von 90 % auf 97 % verschoben. Auch
wenn die Reibungszahl bei beispielsweise 99 % noch niedriger ist, stellen 97 % einen Kom-
promiss aus Stabilitdt des Kennwerts und Aussagesicherheit dar.

Acuner [Acu16a] beurteilt das Schadigungsverhalten bei Carbon-Synchronisierungen anhand
von Veranderungen der Reibcharakteristik Gber Apmins.000, AMmin,10.000, AMmin20.000 Und be-
schreibt damit die prozentuale Veranderung von pmin Uber 5.000/10.000/20.000 Schaltungen
gegenuber dem Referenzwert nach dem Einlauf. Gerade bei Versuchen, bei denen sich die
Schaltungszahlen bis zum Ausfall stark unterscheiden, sind Apmin5.000, APmin,10.000, AMmin,20.000
nicht anwendbar. Zudem ist der Referenzwert nach Einlauf nicht eindeutig definiert.

Um aussagefahigere Kennwerte zu generieren, werden statt der Differenzwerte nach Acuner
die Verlaufe von pmin 0der uming7 durch Ausgleichsgeraden angenahert. In dieser Arbeit werden
neue Kennwerte Pmincrad UNd Pmincrade7 definiert, die zum Vergleich der Leistungsfahigkeit der
verschiedenen Synchrobauformen herangezogen werden. Bei der Entwicklung der neuen
Kennwerte tragen die Ergebnisse zweier vom Autor betreuter Studienarbeiten bei [Fla17,
Sch17]. Fur die Berechnung von pmin,crad Wird im Bereich von 33...100 % der maximalen Schal-
tungszahl N im Trend von umin €ine Ausgleichsgerade durch alle Punkte gemal der Methode
der kleinsten Fehlerquadrate gelegt, siehe Bild 5.3.

Mmincrad €ntspricht der negativen ~ 0.20p e R S
Stelgung dleser Geraden Elne 0,18 “min,Grad bzw. 'umin,Grad97 ist negative

o ) 0,16}---- Steigung der Regressionsgeraden
fallende minimale Reibungszahl ¢ 14f.... der Trends von 4
im Trend wird durch einen Wert  0.12
Mmincrad groer 0 angezeigt. Je ‘g;g
steiler die Gerade abfallt, desto o:os
groRRer der Kennwert Pmingrad Und 0,04
desto groRer die Schadigung des 883
Reibsystems. Um anschauliche oo

Werte zu erhalten, wird pminGrad _
auf 100.000 Schaltungen bezo- Bild 5.3: Trends von pmit, Pmin UNd Pming7, V17 LS9-DK73
nach [Sto20]

min P2W- Himin o7

Schaltung

gen. UminGrader €ntspricht pmin crad

flr den Trend von pming7. Flir V17 aus Bild 5.3 ist Umincrad = 0,10-10°% und Pmin,crage7 = 0,14-10°.
Werden Systeme mit unterschiedlichen Schmierstoffen verglichen, sollte zudem noch das Rei-
bungszahlniveau nach dem Einlauf mit betrachtet werden, da bei einer hohen Reibungszahl
zu Beginn ein starkerer Abfall zulassig ist, bis es zum Ausfall des Systems kommt. Die Bewer-
tung der Steigung der Geraden als Schadigungskennwert ist sehr robust. Die Messunsicher-
heit von pmincrad UNd Wmincrader ist kleiner als die angegebenen giiltigen Ziffern.

5.2.2 Oberflaichenkennwerte

Als Ursache fiir den Abfall der Reibungszahl wird die Einglattung der Reibbelage erwartet.
Dieser Schadensmechanismus ist aus der Literatur bekannt und soll hier Gber Topographie-
messungen von Reibbelag und Stahlgegenreibflache untersucht werden.

Einen reprasentativen Rauheitskennwert fir Dual-Layer-Reibbelage anzugeben ist aufgrund
der Porositat der Oberflache sehr schwierig, da die Rauheitswerte stark ortsabhangig sind. Es
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bestehen zwei Ansatze, um diesem Problem zu begegnen. Eine Herangehensweise ist es,
eine relativ grol3e Flachen zu vermessen, wie beispielsweise bei [Acu16a, Neu08, Per98], um
Uber einen reprasentativen Ausschnitt einen Bereich mit kleinen und grof3en Poren abzubilden.
Ein anderes Vorgehen ist es, viele kleine Flachen zu vermessen und die Kennwerte der Fla-
chen zu mitteln. In dieser Arbeit werden beide Ansatze verfolgt und miteinander verglichen.

Tabelle 5.1 fasst die Messparameter zur Bestimmung der Oberflachenrauheit zusammen. Bei
groRen Messfeldern (z.B. 5x7, d. h. 5 mm in axialer Richtung und 7 mm in Umfangsrichtung)
ist das Ziel, eine mittlere Oberflachenrauheit der Reibflache zu erhalten. Es werden jeweils
Messungen an drei Positionen am Umfang verteilt durchgeflihrt. Gerade bei inhomogener
Pressungsverteilung in axialer Richtung kann die Einglattung stark inhomogen sein. Diese In-
formation geht aufgrund der Mittelung bei der Verwendung einer gro3en Messflache verloren.

Fur einen Teil der DK73-Versuchsteile und stichproben-
artig fur die TK73 werden die Reibbelage an insgesamt
sechs Stellen am Umfang (0°, 60°, 120°, 180°, 240°,
300°) verteilt an jeweils drei unterschiedlichen Axialposi-
tionen (kleiner, mittlerer und grof3er Kegeldurchmesser) [ =1
vermessen (Messparameter Carbon1 gemaR Ta- ‘gl [ _JoroR
belle 5.1), siche Bild 5.4. Es ergeben sich somit 18 % [ Mitte
Messpositionen pro Reibbelag. Ein axial schmales (hier \ Klein
2 mm) daflr aber in Umfangsrichtung breites Messfeld
(4 mm) ermdglicht, eine ungleichmafige Einglattung in
axialer Richtung zu erfassen und gleichzeitig eine grofRe
Flache zu analysieren, um Streuungen zu verringern.

Bild 5.4: Messpositionen Topogra-

Fir die Stahloberflache werden Messflache und Punkte- phiemessung DK73 und

dichte entsprechend den Empfehlungen von Geier TK73 mit Messparame-
[Gei03] gewahlt (Messparameter Stahl gemaR Ta- Lerlrl‘ %a1rb°”1 gemal Ta-
elle o.

belle 5.1). Die Messpunktedichte fur die Vermessung
des Reibbelags folgt ebenfalls der Empfehlung von Geier [Gei03], die Messfeldgrofie wird aber
aufgrund von Vorversuchen und Empfehlungen von Acuner [Acu16a] angepasst.

Die 3D-Topographiemes- Messparameter Carbon1 | Carbon2 Stahl
sungen werden mit der zu- Messflache in mm x mm 2x4 5x7; 6x6 1x1
gehodrigen Software der | (axiale Ri. x Umfangsrichtung)

UBM ausgewertet. Die Punktedichte in Pkt/mm 50 50 100
Makrogeometrie wird vor | Messgeschwindigkeit In Pkt/s 25 25 25
Bestimmung der Rauheit Taster ITF500A | ITF1000 | ITF500A
mittels Polynom 1. Ordnung  Tabelle 5.1: Messparameter der 3D-Topographiemessung mit UBM
in axialer und Polynom 2. des Dual-Layer-Reibbelags und der Stahl Gegenreibfla-

Ordnung in Umfangsrich- che

tung korrigiert, wie auch bei Perponcher [Per98]. Einen Uberblick der Kennwerte der UBM
fassen Perponcher und Volkel [Per98, V6I21] zusammen. Zur Beschreibung der Oberflachen-
rauheit von Reibbelagen hat sich die Kernrautiefe sRk als geeignet herausgestellt [Acu16a,
Per98], da die Einglattung der Reibflache, beschrieben tUber sRk, mit der Zunahme hydrody-
namischer Traganteile am Gesamtreibmoment korreliert.
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Die Stahl-Gegenreibflachen werden versuchsbegleitend mit der Rauheitsmessmaschine
T8000 an drei um ca. 120° Uber den Umfang verteilten Positionen vor und nach dem Versuch
vermessen und die 2D-Linienmessungen anhand des Mittenrauwerts Ra ausgewertet. Zudem
werden 3D-Oberflachenkennwerte an unterschiedlichen Positionen auf dem Synchronring der
DK73 mit der UBM vermessen, um lokale Verfarbungen der Bauteile auf eine Einglattung der
Oberflache zurtickfihren zu kdnnen. Die Messparameter Stahl der 3D-Topographiemessun-
gen der Stahlgegenreibflachen werden entsprechend Geier [Gei03] gewahlt, siehe Ta-
belle 5.1.
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6 Experimente zu Schadigungsverhalten und thermischem Haushalt

6.1 Versuche zum Schadigungsverhalten

Die dargestellten Ergebnisse zum Schadigungsverhalten basieren auf Versuchen, die im Rah-
men des FVA Forschungsvorhaben FVA490/10 [Sto18b] durchgefiihrt wurden. Einflusspara-
meter auf das Schadigungsverhalten sowie der Vergleich der Leistungsfahigkeit unterschied-
licher Bauformen wurden bereits in Ausziigen bei Stockinger et al. [Sto20] veréffentlicht. Vor-
veroffentlichte Ergebnisse sind Uber Quellenangaben kenntlich gemacht.

6.1.1 Ausfallursachen

Der Verschleil der Synchronisierungen wird, wie in Abschnitt 4.2.4 beschrieben, ausfihrlich
untersucht. Ein gro3er Axialverschleifd von 1,1 mm wird lediglich bei einem Versuch der DK70
(V102) mit Schmierstoff DCTF unter sehr hohen Beanspruchungen (q = 1,9 J/mm?) festge-
stellt. Fir EK72, DK73 und TK73 fiel kein Versuch aufgrund von Axialverschleifd aus. Die ma-
ximale Abnahme der Verschleildreserve der drei Bauformen liegt bei ca. 0,4 mm und ist somit
nicht Ursache fur die Ausfalle. Aufgrund von Zwischenringbrichen bei der TK73 kann nur bei
wenigen Versuchsteilen nach Versuchsende das Axialmall vermessen werden. Da keine An-
laufspuren auf der Planflache des Synchronrings der TK73 erkennbar sind, ist der Ausfall auf-
grund von Axialverschleild auszuschlief3en. Der Axialverschleil bzw. die Verschleildrate eignen
sich nicht, um die Leistungsfahigkeit der verschiedenen Bauformen zu bewerten.

Hauptausfallursache bei allen untersuchten Synchronisierungen ist die Abnahme der Rei-
bungszahl. Wahrend der Dauerschaltversuche sinkt die Reibungszahl zu Schaltungsbeginn
immer starker ab bis die Sperrgrenze der Synchronisierung unterschritten wird. Die Synchro-
nisierung sperrt nicht mehr und es kommt zum Ratscher. Diese treten meist zu Schaltungsbe-
ginn auf. Die Schiebemuffe Uberfahrt die Sperrverzahnung des Synchronrings bei voller Diffe-
renzdrehzahl und die Zadhne der Schiebemuffe treffen auf die Zahne des Kupplungskor-
pers/Schaltrads. Gerade bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen kann dies zu einer starken
Schadigung bzw. zum Bruch der Sperrverzahnung der Schiebemuffe fuhren. Dies ist mit einem
Totalausfall der Synchronisierungseinheit gleichzusetzen und muss daher in Fahrzeuggetrie-
ben verhindert werden. Bild 6.1 zeigt flr drei Versuche mit EK72, DK73 und TK73 auf LS9
exemplarische Reibungszahlverldufe und Kennwerte zu unterschiedlichen Phasen des Ver-
suchs. Die letzte aufgefuihrte Schaltung zeigt jeweils eine Schaltung kurz vor dem Ausfall der
Synchronisierung. Das Reibungsverhalten der drei Baugrofien ist zu Versuchsbeginn gleich,
was minimale Reibungszahl pmin und mittlere Reibungszahl pmit bei Schaltung 1.000 bestati-
gen. Der Verlauf der Reibungszahl verandert sich Uber der Lebensdauer unterschiedlich ab-
hangig von der Bauform. Wahrend bei EK72 und DK73 die mittlere Reibungszahl ymit Uber der
Versuchslaufzeit nahezu konstant bleibt, sinkt die minimale Reibungszahl pmin ab. Bei der
TK73 sinkt der Reibungszahl zu Schaltungsbeginn so stark ab, dass sich diese auch auf die
mittlere Reibungszahl pmit auswirkt.
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0.00l21%5___[0.099 [0,089 0.00 0.00
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Bild 6.1: Einzelschaltungsvergleich V64  (links): LS9-EK72 (vg=8,1m/s, p=4,0 N/mm?
g = 1,05 J/mm3); V17 (Mitte): LS9-DK73 (vg=8,2 m/s, p=4,2 NNmm?, q= 1,10 J/mm?);
V150 (rechts): LS9-TK73 (nach [Sto20]) (vg=7,9 m/s, p =4,2 NNmm?, q = 1,12 J/mm?);
Y01 = 80 °C, Dual-Layer-Rb., MTF PKW
6.1.2 Einfluss der Beanspruchungsparameter auf die Schadigung

Um den Einfluss verschiedener Belastungsparameter auf die Schadigung zu ermitteln, wird
das Parameterfeld aus Bild 5.1 in Versuchen am Komponentenprifstand SSP-180 untersucht.
Anhand der Baugréfie DK73 werden verschiedene Einflussfaktoren auf die Schadigung erlau-
tert. Bild 6.2 (links) zeigt die Trends der mittleren und minimalen Reibungszahlen bei Reibar-
beit g = 0,7 J/mm?2.
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0,00 0,00 ML > I |
e 16000 32000 48000 64000 80000 4.6 6.4 8,2
Schaltung v _inm/s
Bild 6.2: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links), Schadigungskennwert

Mmincrade7 (rechts, nach [Sto20]) von V20 (LS1-DK73), V18 (LS2-DK73); V19 (LS3-DK73),
Y01 = 80 °C; V32 (LS3-DK73), 901 = 95 °C; V31 (LS3-DK73), 9o1 = 110 °C; Dual-Layer-Rb.,
MTF PKW, p = 4,2 N/mm?, q = 0,73 J/mm?



Experimente zu Schadigungsverhalten und thermischem Haushalt 49

Die drei Versuche V18...V20 unterscheiden sich in ihren Ausgangsgleitgeschwindigkeiten, die
mafgeblich die maximale Reibleistung bestimmen. Die Massentragheit wird entsprechend an-
gepasst, um bei unterschiedlicher Ausgangsgleitgeschwindigkeit die gleiche Reibarbeit zu er-
halten. Die nominelle Pressung der drei Versuche ist gleich. Zu Versuchsbeginn steigt die
mittlere Reibungszahl pmit der Versuche V18...V20 zunachst leicht an, bevor sie bis Schal-
tungsende kontinuierlich abfallt, siehe Bild 6.2 (links). Tendenziell ist die mittlere Reibungszahl
bei diesem Reibsystem bei héherer Reibleistung niedriger. Die minimale Reibungszahl pmin
der drei Versuche fallt stetig bis zum Ausfall der Synchronisierung. Je héher die Gleitgeschwin-
digkeit bzw. die Reibleistung, desto starker ist die Schadigung des Reibsystems, was sich hier
in einer niedrigeren Schaltzahl, einem starker fallenden Trend der minimalen Reibungszahl
und einem groferen [min.crager (Bild 6.2 (rechts)) auliert.

Zudem sind die Schadigungskennwerte Pmincrade7 dreier Versuche (V19, V32, V31), bei glei-
chen Versuchsbedingungen (LS3), allerdings unterschiedlichen Oltemperaturen (9¢ = 80 °C,
95 °C ,110 °C) dargestellt, siehe Bild 6.2 (rechts). Bei héherer Oleinspritztemperatur sinken
die mittlere pmit und minimale pmin Reibungszahl, die Lebensdauer reduziert sich signifikant
und die Schadigung nimmt deutlich zu. Eine starkere Schadigung bei héheren Oleinspritztem-
peraturen, 93 = 120 °C anstatt 80 °C, bestatigen zudem weitere Versuche der DK73 auf LS10.

Im Gegensatz zu Bild 6.2 sind in Bild 6.3 drei Versuche bei spezifischer Reibarbeit von
q = 1,1 J/J/mm? dargestellt. Die mittlere Reibungszahl nimmt mit steigender Gleitgeschwindig-
keit bzw. Reibleistung ab. Bei einer hdheren Reibarbeit, verglichen zu den Versuchen aus
Bild 6.2, wird das Reibsystem starker geschadigt. Dies zeigt sich anhand einer niedrigeren
Schaltzahl bis zum Ausfall und einem gréRReren pmin,crade7, Siehe Bild 6.3 (rechts).
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V17 fone i : : :
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0,08 : V22 i E
V21 min 0,10
0,06 V17 Hmin H
0,04 : ' 0,05}
0,02
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U 8000 16000 24000 32000 40000 45 63 82
Schaltung vgin m/s

Bild 6.3: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links) Schadigungskennwert
Mmin,Grade7 (rechts) von V22 (LS7-DK73), V21 (LS8-DK73); V17 (LS9-DK73); Dual-Layer-
Rb., MTF PKW, p = 4,2 N/mm?, q = 1,10 J/mm?, 361 = 80 °C
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Der Einfluss weiterer Versuchsparameter auf die Schadigung der Synchronisierung ist in
Bild 6.4 dargestellt.

Bei hoherer Flachenpressung
vergroRert sich die maximale 0,30 , :
Reibleistung, was zu einer starke- I 7.6 m/s; 0,95 J/mm?
- . 025 [C——182m/s; 1,10 Jmm? | |
ren Schadigung der Reibsysteme : : ;
fuhrt. Abhangig von der unter-
suchten Laststufe ist der Einfluss
unterschiedlich stark ausgepragt,
siehe Bild 6.4 a). Um den Einfluss

a) Variation p b) Variation Vg

5
o
N
(=]

Nmin,Grad97 10
o
N
[&)]

der Gleitgeschwindigkeit auf die 0.10
Schadigung zu untersuchen, wer- 0,050
den spezifische Reibleistung und

Reibarbeit gleich gelassen, aller- 0,00 47 53 8.1 17
dings die mittlere Gleitgeschwin- p in N/mm? vy in m/s
digkeit vy von 8,0m/s auf

11,7 m/s erhdht. Die Schadigung . . e

. . h der Glei Bild 6.4: Schéadigungskennwert pmin,crade7 bei Variation von a)
nimmt mit zunehmender Gleitge- Pressung p und b) Gleitgeschwindigkeit vqg
schwindigkeit zu, siehe Bild 6.4 (9=0,95J/mm?), DK73, Dual-Layer-Rb., MTF

b). Fiir die unterschiedlichen Bau- PKW, o1 = 80 °C, nach [Sto20]

formen der Synchronisierungen

stellt Abschnitt 6.1.5 Einflisse von Reibleistung und Reibarbeit fir EK72, DK73 und TK73 ge-
genuber.

6.1.3 Einfluss des Schmierstoffs auf die Schadigung

Der Schmierstoff kann die Lebensdauer von Synchronisierungen signifikant beeinflussen. Um
den Einfluss auf die hier verwendeten Reibsysteme zu untersuchen, werden Versuche mit der
DK73 auf LS9 mit verschiedenen Schmierstoffen durchgefihrt. Bild 6.5 (links) zeigt die Trends
der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl von drei Versuchen bei gleichen spezifi-
schen Belastungen, allerdings unterschiedlichen Schmierstoffen. Wahrend das Reibungszahl-
niveau (Umit bei Schaltung 5.000) vergleichbar ist, verandert sich der Verlauf der Reibungszahl
wahrend des Einstufen-Dauerschaltversuchs abhangig vom Schmierstoff deutlich. Die mini-
male Reibungszahl ymin von V17 (MTF PKW) sinkt von Schaltung 100 (pmin = 0,098) bis Schal-
tung 13.785 (umin = 0,082) gerade zu Schaltungsbeginn deutlich, wahrend bei V25 (DCTF)
Mmin = 0,099 (Schaltung 100) bis Schaltung 14.000 leicht ansteigt (umin = 0,103) und bei Schal-
tung 100.000 schlieBlich im Rahmen der Messgenauigkeit (siehe Abschnitt 4.2.1) einen ver-
gleichbaren Wert wie bei Schaltung 100 erreicht (umin = 0,101), siehe Bild 6.5 (links). Sowohl
der Schadigungskennwert pmincradger als auch die Schaltungszahl N bis zum Ausfall der drei
Versuche unterscheiden sich deutlich, siehe Bild 6.5. Wahrend mit dem MTF PKW die Syn-
chronisierung bereits nach 13.785 Schaltungen ausfallt, wird V23 (MTF NKW) erst nach
38.645 Schaltungen aufgrund eines Ratschers beendet. Der Versuch mit dem DCTF wird nach
100.000 Schaltungen ohne Ausfall beendet. Griinde fir die deutlichen Unterschiede werden
in der Schmierstoffzusammensetzung vermutet. Der Schadigungskennwert pmin,crader von V25
ist in etwa Null, da sich hier die minimale Reibungszahl innerhalb der 100.000 Schaltungen
nahezu nicht verandert.
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Bild 6.5: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links), Schadigungskennwert
Mmin,Grade7 (rechts) von V17 (MTF PKW), V23 (MTF NKW), V25 (DCTF); LS9-DK73
(vg =8,2m/s, p=4,2 NNmm?, q = 1,10 J/mm?3); Dual-Layer-Rb., 351 = 80 °C

Auch flr die Einfachkonus-Synchronisierung EK72 ist die Schaltungszahl N bis zum Ausfall
eines Versuchs auf LS9 mit MTF NKW (V68, siehe Anhang Abschnitt A.4) um Faktor 2,5 gr6-
Rer als mit dem MTF PKW (V64). Versuche mit dem gewobenen Reibbelag und der DK70
bestatigen die hdhere Leistungsfahigkeit des DCTF gegenuber dem MTF PKW. Dass die Un-
terschiede ursachlich auf den Schmierstoff und nicht auf die Bauweise zurlickzufliihren sind,
wird in Versuchen mit DK70 und DK73 mit MTF PKW nachgewiesen.

In Stichversuchen konnte gezeigt werden, dass der Olalterungszustand auch bei relativ gerin-
gen Energieeintragen zu einer erhdhten Schadigung im Vergleich zu Frischdl fuhrt. Im Rah-
men dieser Arbeit wird dies nicht systematisch untersucht (siehe auch [Sto18b]).

6.1.4 Ergebnisse von Reproversuchen und Rekonditionierungseffekte

Uber Versuche zu Reproduzierbarkeit wird beurteilt, welche Unterschiede bei der Schadigung
reprasentativ und welche Unterschiede auf Versuchsstreuungen zuriickzufiihren sind. Zudem
werden Einflussfaktoren auf die Reproduzierbarkeit der Ergebnisse dargestellt und Rekonditi-
onierungseffekte vorgestellt. Wird ein Versuch nach dem ersten Ratscher erneut gestartet,
kdnnen haufig viele weitere Schaltungen gefahren werden, bis die Synchronisierung erneut
wegen zu niedriger Reibungszahl ausfallt, da sich die Reibungszahl nach einem Neustart wie-
der ,erholt“. In dieser Arbeit wird Rekonditionierung des Reibungsverhaltens, d.h. sprunghafte
Veranderungen des Reibungsverhaltens, mit und ohne Unterbrechung der tribologischen Be-
lastung beobachtet. Wird ein Versuch unterbrochen bzw. nach einem Ausfall fortgesetzt, sind
mittlere pmit und minimale pmin Reibungszahl meist hdher als bei der letzten Schaltung vor dem
Ausfall. Der Trend der minimalen Reibungszahl pmin fallt allerdings nach dem Neustart des
Prifstands starker als zuvor. Die fur die Auswertungen von EinflussgréfRen verwendeten Ver-
suche werden ohne Unterbrechung durchgefuhrt, sodass Springe im Trend der minimalen
Reibungszahl umin aufgrund eines Stillstands des Prifstands ausgeschlossen sind.

Fur die DK73 werden drei Versuche bei gleichen Belastungen mit dem MTF NKW durchge-
fuhrt. Trend und Schadigungskennwert sind in Bild 6.6 aufgetragen. Minimale pmin und mittlere
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Mmit Reibungszahl zu Versuchsbeginn stimmen im Rahmen der Messunsicherheit, siehe Ab-
schnitt 4.2.1, fur alle drei Versuche sehr gut Uberein. Ab ca. Schaltung 20.000 andert sich der
Gradient der minimalen Reibungszahl umin. Aufgrund einer fehlerhaften Kalibrierung ist die Axi-
alkraft bei Versuch V14 ca. 9 % niedriger als bei V23 und V24. Die Berechnung der Reibungs-
zahlen von V14 sind in der Auswertung durch angepasste Kalibrierfaktoren nachtraglich be-
richtigt. V23 und V24 fielen aufgrund eines Ratschers aus, V14 wird ohne Ausfall nach ca.
60.000 Schaltungen beendet. Der flachere Verlauf der minimalen Reibungszahl von V24 re-
sultiert in einem niedrigeren Umin,crage7, Bild 6.6 (links). Trotz gewisser Abweichungen dieser
Versuche grenzen sich deren Schaltungszahl bis zum Ausfall und pmin,cradez deutlich von denen
mit anderem Schmierstoff ab und bestatigen den in Abschnitt 6.1.3 dargestellten Schmierstof-
feinfluss.
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Bild 6.6: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links), Schadigungskennwert
Mmincrade7  (rechts) von V23/V24/V14; LS9-DK73 (vg=8,2m/s, p=4,2 N/mm?
g = 1,10 J/mm?); Dual-Layer-Rb., MTF NKW, 91 = 80 °C

Mogliche Grinde fir die Abweichung der Ergebnisse mit MTF NKW kdnnten Rekontionie-
rungseffekte sein, die ohne eine Unterbrechung der tribologischen Belastung aufgetreten sind.
Dies auldert sich in Spitzen im Trend der minimalen und mittleren Reibungszahl. Bild 6.7 zeigt
exemplarisch Einzelschaltungen von V14 vor und wahrend einer Spitze. Der Reibungszahl-
verlauf von Schaltung 36.962 kurz vor der Spitze im Trend dient als Referenz. In der darauf-
folgenden Schaltung steigt die Reibungszahl im Bereich vg4 = 2,0...5,8 m/s deutlich an, was
sich in einem héheren pmit dulRert. In der nachsten Schaltung tritt die Reibungszahlerhéhung
bei hdheren Gleitgeschwindigkeiten auf. Die Reibungszahlerhéhungen sind groRer als die in
Abschnitt 4.2.1 dargestellte Messunsicherheit und somit ursachlich auf das Reibsystem zu-
rickzufiihren. Ab Schaltung 36.966 verlauft die Reibungszahl nahezu identisch zu Schaltung
36.962.
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Deutlich starkere Springe der minimalen und mittleren Rei-

bungszahl beobachtet Acuner [Acu16a] bei Versuchen mit 3’20 V14|DK73
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Untersuchungen traten diese Effekte nur bei den drei Versu- 0,06

chen mit der DK73 und dem MTF NKW auf. Sollte dies auf g4|Schaltungiimc  |bmin
eine Rekonditionierung des Reibbelags zurlickzufihren zu 36962 10,098 |0,088
Lo . . . - 0,0236963 0,110 [0,088
sein, liefert es eine mogliche Erklarung fur die Versuchsstreu- 36964 [0.103 |0.097
ung zwischen V23/V24 und V14. Die Anzahl der Reibungs- 0’000 2 4 6 8

zahlspriinge im Trend der drei Versuche unterscheidet sich. Vg in m/s

Die Reproduzierbarkeit wird Gber weitere Versuche mit MTF _

PKW abgesichert. I?ie Trends von minimgler Hmm .und mitt.lerer Bild 6.7: gllgizcils\?:]ilt;r;%\gi:
Reibungszahl pmit fur V26, V27 und V15 sind in Bild 6.8 (links) tionierung LSo-
abgebildet. V26 und V27 werden bis zum Ausfall gefahren, DK73, MTF PKW
V15 vorzeitig beendet. Die Schaltzahlen bis zum Ausfall von

V26 (N = 8.625) bzw. V27 (N = 13.255) unterscheiden sich deutlich. Tendenziell liegt das Rei-
bungszahlniveau, sowohl pmin als auch pmit, von V15 unter dem der anderen beiden Versuche.
Der Schadigungskennwert pmin,crade7 stimmt jedoch fur die Versuche V26, V27 und V15 genau
Uberein, siehe Bild 6.8 (rechts). Wird der Kennwert umin,crad der drei Versuche einander gegen-
Ubergestellt, liegt Wmincraa von V27 (Umincras = 0,067:10°) ca. 0,01 hoher als bei V15
(Mmin.Grad = 0,056-10°) und bei V26 (Umin,cras = 0,053-10°).
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Bild 6.8: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links), Schadigungskennwert
MminGrade7 (rechts) von V26, V27, V15; LS6-DK73 (vg=8,1m/s, p=4,2 N/mm?
g = 0,95 J/mm?); Dual-Layer-Rb., MTF PKW, 8¢ = 80 °C
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Bild 6.9 zeigt Trends und Schadigungskennwerte zweier Versuche der DK73 auf LS5. Wah-
rend sich zu Versuchsbeginn minimale und mittlere Reibungszahl unterscheiden, gleichen sie
sich im Trend an. Sowohl die Schaltungszahl bis zum Ausfall als auch Pmincrader stimmen bei
beiden Versuchen gut Gberein.
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Bild 6.9: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links), Schadigungskennwert
MminGrade7 (rechts) von V16 und V30, DK73-LS5 (vg=6,5m/s, p=4,2N/mm?
g = 0,94 J/mm?); Dual-Layer-Rb., MTF PKW, 951 = 80 °C

Ausfalle von Synchronisierung wegen zu niedriger Reibungszahl streuen Ublicherweise stark
[Ran95]. Dazu tragen unter anderem auch Einflussfaktoren wie die Reibungszahl an den
Dachschragen bzw. der Einfluss einer verschlissenen Dachschragenverzahnung [Neu08] bei.
Ein ungleichmafiges Tragbild der Synchronringverzahnung tber dem Umfang [Erd08] kann
zudem zu ungleichmaBiger Pressung und Temperaturverteilung fuhren und somit das
Reibsystem lokal starker schadigen [Acu16a].

Aufgrund von teilweise sehr langen Versuchslaufzeiten sowie eingeschrankter Teileverfigbar-
keit kdnnen die Versuche nur stichprobenartig reproduziert werden.

Die Versuche der DK73 mit MTF PKW lassen sich gut reproduzieren. AuRerdem eignen sich
die Kennwerte Hmincrad UNd Pmincrade7, UM das Schadigungsverhalten abzubilden, auch wenn
sich die Reibungszahlniveaus der Versuche unterscheiden. Dass die Reproduzierbarkeit vom
verwendeten Schmierstoff abhangen kann, wird auch fir nasslaufende Kupplungen bei
[Sto21b] und [Sto19b] gezeigt und wird hier auch fir Synchronisierungen bestéatigt.

6.1.5 Leistungsfahigkeit unterschiedlicher Synchronisierungsbauformen

Die relative Leistungsfahigkeit der verschiedenen Bauformen Einfach-, Doppel-, und Dreifach-
konus-Synchro wird Uber Prifstandversuche bei gleichen spezifischen Belastungen ermittelt
und die Schadigung der unterschiedlichen Bauformen anhand von pmin,crade7 Verglichen.

Bild 6.10 stellt pumin,crade7 der unterschiedlichen Laststufen von EK72, DK73 und TK73 einander
gegenulber. Auch wenn nicht die Schadigungskennwerte jeder Laststufe mit mehreren Versu-
chen abgesichert sind, sind Einflisse der Betriebsbedingungen auf das Schadigungsverhalten
ableitbar.
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Die Ergebnisse entsprechen nicht den Erwartungen. Aufgrund der hdéheren Leistungsdichte
einer Mehrfachkonus-Synchro bei gleichen spezifischen Belastungen ist auch eine starkere
Schadigung dieser Systeme zu erwarten. Grunde dafur sind im thermischen Haushalt zu su-
chen, weswegen in folgenden Abschnitten Temperaturmessungen und thermo-mechanische
Simulationen durchgefiihrt werden, um Ursachen fur die Unterschiede zu ermitteln.

6.2 Thermischer Haushalt

Zur Analyse des thermischen Haushalts wird bei der EK72 und der DK70 die Massentempe-
raturen experimentell ermittelt. Die an den Messstellen, siehe Abschnitt 4.3, gemessene Tem-
peratur wird als reprasentative Massentemperatur des jeweiligen Bauteils angesehen. Schal-
tungen auf den verschiedenen Laststufen werden jeweils so oft wiederholt, bis sich eine na-
hezu konstante Temperatur vor der nachsten Schaltung eingestellt hat. Ziel der Messungen
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ist es, Einflussfaktoren auf den thermischen Haushalt von Einfach- und Mehrfachkonus-Syn-
chronisierungen experimentell zu bestimmen. Um den Temperaturhub der unterschiedlichen
Bauformen aus den thermo-mechanischen Simulationen vergleichen zu kénnen, siehe Ab-
schnitt 8 und Abschnitt 9.1, ist zunachst abzusichern, dass deren Massentemperaturen vor
der nachsten Schaltung vergleichbar sind. Die Messergebnisse der DK70 werden zudem flr
die Validierung des thermo-mechanischen Simulationsmodells herangezogen, siehe Abschnitt
8.3. Der Versuchsaufbau ist in Abschnitt 4.3 beschrieben.

6.2.1 Einfachkonus-Synchronisierung EK72

Temperaturmessungen an Einfachkonus-Synchronisierungen wurden bereits von verschiede-
nen Autoren, vergleiche Abschnitt 2.7.1, durchgeflhrt und Einflussfaktoren herausgearbeitet.
Um den Einfluss der mittleren spezifische Reibleistung auf die Starttemperatur vor der nachs-
ten Schaltung fur die EK72 abschatzen zu kénnen, wird hier auf verschiedenen Laststufen die
Zykluszeit variiert. Bei einer héheren Schalthaufigkeit am Prifstand kihlt das Schaltrad bis zur
nachsten Schaltung nicht auf die Oleinspritztemperatur zuriick. Zur Abschatzung der minima-
len Massentemperatur 9w,min bei 80 °C Oleinspritztemperatur werden das Schaltrad mit einem
NiCr-Ni Sensor beklebt und Schaltungen bei unterschiedlichen Versuchsbedingungen durch-
gefuihrt. Die minimale Massentemperatur 3umin entspricht bei der EK72 der Temperatur des
Stahlkonus kurz vor der nachsten Schaltung, d. h. der minimalen gemessenen Temperatur
wahrend eines Schaltzyklus. Es werden die Laststufen LS1...3 und LS7...9 (Definition in
Bild 5.1 bzw. im Anhang Tabelle A.15) bei Variation der mittleren spezifischen Reibleistung im
Bereich von @mit = 60...120 mW/mm? durchgeflhrt. Bild 6.11 zeigt den Einfluss der mittleren
spezifischen Reibleistung auf die minimale Massentemperatur Sy min.

Bei einer Oleinspritztemperatur von 80 °C und §mit = 60 mW/mm? ist die minimale Massentem-
peratur dwmin unabhangig von den Versuchsbedingungen und liegt in allen Laststufen ca. 15 K
Uber der Oleinspritztemperatur. Die Schalthaufigkeit dominiert mafgeblich die minimale Mas-
sentemperatur. Bei héherer Schalthaufigkeit steigt auch die minimale Massentemperatur an.
Diese Ergebnisse bestatigen auch die Temperaturmessungen von Acuner [Acu16a], der Mes-
sungen an einer Einfachkonus-Synchronisierung aus dem PKW und NKW-Bereich durchge-
fuhrt hat.
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gmit = 60 mW/mm? eine minimale Massentemperatur vor der nachsten Schaltung von 95 °C
angesetzt werden.

6.2.2 Doppelkonus-Synchronisierung DK70

Am Zwischenring der DK70 werden an vier Uber den Umfang verteilten Sensoren, siehe
Bild 4.7, Temperaturmessungen durchgefiihrt. Bild 6.12 zeigt einen exemplarischen Verlauf
der Messwerte einer Einzelschaltung.
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.. . Bild 6.12: Messwertverlaufe einer Schaltung in LS9-DK70, DCTF,
gieeintrag oben ho- 901 = 80 °C nach [Sto22]

her ist als unten. Die

maximalen Temperaturen an den Sensoren rechts (TS1) und links (TS3) sind fur die darge-
stellte Axialkraft vergleichbar. Tabelle A.17 im Anhang fasst die Versuchsbedingungen fir die
Temperaturmessungen zusammen, die sich an den Laststufen der Lebensdauerversuche ori-
entieren.

Die Wiederholbarkeit der Messungen wird tUberprift, indem die gleichen Laststufen im gleichen
Versuchsaufbau an verschiedenen Tagen erneut gefahren werden. Die Temperaturhibe glei-
cher Laststufen weichen um weniger als £+2 K voneinander ab, was im Bereich der Messgenau-
igkeit der gesamten Messkette (£1,8 K) liegt, siehe Tabelle 4.3. GréRere Abweichungen konn-
ten auf unterschiedliche Belastungsparameter bzw. ein verandertes Reibungszahlniveau von
Versuch und Wiederholversuch zuriickgefuhrt werden. Ein Teil der Parametervariationen wird
zudem Uber Reproversuche abgesichert. An den gleichen Bauteilen werden die Sensoren
nach einem Jahr neu appliziert und erneut Messungen durchgefuhrt.
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Temperatursensoren in der 2. Messreihe Laststufen

(Messwerte  der einzelnen  Sensoren

TS0... TS3(2) hier nicht dargestellt), wobei die Bild 6.13: Reproduzierbarkeit der Temperatur-

hibe A3 der Sensoren (TSO0...TS3),

Abweichungen der Temperaturen an TS0(2) der gemittelten Sensortemperaturen
bzw. TS2(2) gréRer als in Messreihe 1 sind. Adsm1 von Versuch (1) und Adsmz von
Die Temperaturhibe der gemittelten Tempe- Reproversuch (2, nach [Met19]) DK70;

P 9 P 901 = 80 °C, DCTF, Gmit = 60 mW/mm?

raturkurven von TS(sm1) und der Repromes-

sung TS(sm2) stimmen in LS1...LS9 gut tberein (Unterschiede TS(sm1) und TS(sm2) kleiner
3 K). Lediglich in LSO sind die Abweichungen mit 5 K héher als in den anderen Laststufen. Die
Auswertung der Versuchsreihe (1) und der Reproversuche (2) unterscheidet sich aus ver-
suchstechnischen Griinden und beeinflusst das Ergebnis nur minimal. Wahrend die darge-
stellten Werte der Messreihe (1) Einzelschaltungen entsprechen, zeigen die Repromessungen
(2) Werte, die aus funf aufeinander folgenden Schaltungen gemittelt werden. Die Unterschiede
des Temperaturhubs von funf aufeinanderfolgenden Schaltungen sind allerdings so niedrig,
dass es ausreicht, lediglich eine exemplarische Einzelschaltung auszuwerten. Schwankungen
der Temperaturhibe innerhalb einer Messreihe von Schaltung zu Schaltung liegen bei ca.
1,5 K und sind daher im Bereich der Messgenauigkeit der Temperatursensoren (£1,8 K, siehe
Tabelle 4.3). Der thermische Haushalt der DK70 kann somit verlasslich mit dem vorgestellten
Vorgehen untersucht werden und die Ergebnisse sind wiederholbar und reproduzierbar. Nach-
folgend werden Einflussgrofen auf den thermischen Haushalt vorgestellt.

Bild 6.14 stellt den Einfluss von Reibarbeit, Gleitgeschwindigkeit/Reibleistung und Schalthau-
figkeit auf die minimale (links) /maximale (Mitte) Temperatur bzw. den Temperaturhub (rechts)
dar. Die verschiedenen Temperaturkennwerte (9minsm, Omaxsm, Adsm) werden am gemittelten
Temperaturverlauf des Zwischenrings 9sm von jeweils finf aufeinanderfolgenden Schaltungen
berechnet, um die Einflisse von Schwankungen der Oleinspritztemperatur zu reduzieren. Bei
Reibarbeit q = 0,4 J/mm? wird die Gleitgeschwindigkeit nicht variiert, weswegen nur Messer-
gebnisse fur vg = 6,4 m/s vorliegen. Alle Versuche werden mit einer nominellen Pressung von
p =4 N/mm2, bei konstanter Oltemperatur von 80 °C und konstantem Olvolumenstrom von
5 I/min durchgefuhrt.
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[m] Gmit = 60mW/mm?, ¢ = 0,44.J /mm? Gmit = 90mW/mm?, ¢ = 0,70J/mm?
Gmit = 90mMW/mm?, q = 0,44.J/mm? + Git = 120mW/mm?, ¢ = 0,70J /mm?

O Gmit = 110mW/mm?, q = 0,44J/mm? — W — i = 60mW/mm? q = 1,10J/mm?

—— (it = 60mW/mm?, q = 0,70J/mm? Gmit = 90mW/mm?, ¢ = 1,10J/mm?

260 _ , , , 150 : , : ¥ -

130F

Bild 6.14: Einfluss von Schalthaufigkeit, Gleitgeschwindigkeit und Reibarbeit auf 9minsm (links), dmaxsm
(Mitte) und ASsm (rechts); Ver = 5 I/min, DK70; 861 = 80 °C, DCTF nach [Met19]

Den gréften Einfluss auf die minimale Temperatur (Bild 6.14, links) des Zwischenrings, d. h.
die Temperatur kurz vor der nachsten Schaltung, hat die Schalthaufigkeit (mittlere spezifische
Reibleistung §mit). Acuner [Acu16a] und Neudorfer [Neu08] bestatigen den grofRen Einfluss der
Schalthaufigkeit auf die Massentemperatur von Einfachkonus-Synchros. Einflisse von Reib-
arbeit und Gleitgeschwindigkeit sind hier untergeordnet. Tendenziell fallt mit steigender Gleit-
geschwindigkeit dminsm leicht ab, was vermutlich mit einer besseren Kihlung bedingt durch die
héhere Drehzahl erklart werden kann. Zudem ist 9minsm bei hdheren Reibarbeiten niedriger.
Dies kann Uber die angepasste Zykluszeit erklart werden. Bei steigender Reibarbeit
q=0,4/0,7/1,1 J/Jmm? muss auch die Zykluszeit T entsprechend erhoéht werden
(T =7/12/18 s), um die gleiche mittlere spezifische Reibleistung von mit = 60 mW/mm? zu er-
halten. Die langere Kuhlzeit bei hohen Reibarbeiten fuhrt zu niedrigeren Sminsm. Prufstandbe-
dingt konnte bei q=0,44 J/mm? die mittlere spezifische Reibleistung nur auf
Gmit = 110 mW/mm? anstatt §mit = 120 mW/mm? eingestellt werden, da die Zykluszeit nur ganz-
zahlige Vielfache einer Sekunde annehmen kann. Dies erklart warum die Tendenz einer ho-
heren minimalen Temperatur Sminsm bei einer Reduzierung der Reibarbeit von g = 0,70 W/mm?
auf g = 0,44 J/mm? bei hohen Schalthaufigkeiten (qmit = 110/120 mW/mm?) hier nicht bestatigt
werden kann. Bei den hohen Schalthaufigkeiten (gmit = 110/120 mW/mm?) ist der Einfluss der
um 10 mW/mm? niedrigeren Schalthaufigkeit bei q = 0,44 J/mm? (qmit = 110 mW/mm?) im Ge-
gensatz zu q = 0,70 J/mm? (gmit = 120 mW/mm?2) gréRRer als der Einfluss der Reibarbeit.

Verglichen mit der EK72, siehe Abschnitt 6.2.1, beeinflussen die Versuchsparameter 9minsm
(DK70) mehr als 9w,min (EK72). Die minimalen Temperaturen des Zwischenrings 9minsm (DK70)
sind allerdings bei gmit = 60 mMW/mm? in etwa mit Sv,min (EK72) vergleichbar.

Die maximale Reibflachentemperatur 9maxsm (Bild 6.14, Mitte) wird primar durch die einge-
brachte Reibenergie bestimmt. Je groRer die eingebrachte Energie, desto hdher die maximale
Temperatur. Bei hoheren Gleitgeschwindigkeiten/Reibleistungen nimmt auch die maximale
Temperatur zu, wobei dies vor allem bei den hohen Reibarbeiten g = 1,1 J/mm? zu beobachten
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ist. Bei Reibarbeit q = 0,7 J/mm? steigt die maximale Reibflachentemperatur bei einer Erho-
hung der Gleitgeschwindigkeit von 6,5 m/s auf 8,2 m/s nicht weiter an bzw. sinkt sogar, weil
die Starttemperatur bei 8,5 m/s niedriger ist. Eine hdhere maximale Reibflachentemperatur bei
héherer Schalthaufigkeit kann mit der héheren Starttemperatur (9minsm) vor der Schaltung be-
grindet werden.

Der Temperaturhub Adsm (Bild 6.14, rechts) wird maf3geblich durch die eingebrachte Energie
bestimmt. Hohere Reibarbeiten resultieren in hdheren Temperaturhlben. Bei steigender Gleit-
geschwindigkeit (Reibleistung) und konstanter Reibarbeit, steigt der Temperaturhub ebenfalls
an. Eine eindeutige Tendenz zeigt sich beim Einfluss der Schalthaufigkeit auf den Tempera-
turhub. Je schneller geschaltet wird, desto geringer ist der Temperaturhub. Dies bestatigt Mes-
sungen von Acuner [Acu16a] an Einfachkonus-Synchronisierungen. Als Begrundung nennt A-
cuner den grofReren Warmestrom an die Umgebung aufgrund von héheren Temperaturdiffe-
renzen zwischen maximaler Bauteiltemperatur (Bild 6.14, Mitte) und Umgebungstemperatur
des Prifstands.

Die Oleinspritztemperatur beeinflusst den
Temperaturhub A9sm am Zwischenring nur 150 — :
geringflgig, sehr wohl aber dessen maximale —&— S
und minimale Temperatur. Bei steigender 130 [ 4. tzg ______ S T -
Oleinspritztemperatur nehmen dminsm und : : : : :
Omaxsm ZU, allerdings nicht um den gleichen
Betrag wie die Oltemperatur zunimmt. Ur-
sachlich dafir kann bei hohen Oleinspritz-
temperaturen ein héherer Warmestrom an
die Umgebung sein. Dies widerspricht Mes-
sungen von Neudorfer [Neu08], der fur eine
EK-Synchro einen linearen Anstieg der Ko-
nustemperatur mit steigender Oleinspritztem-
peratur feststellt. 50

Pressungseinfluss DK70

in K

S e

sm

AV

Aufierdem wird der Einfluss der Pressung fur ? pfessun;in N/m?nz °
die Laststufen LS1...3 untersucht und der

Temperaturhub der mittleren Temperatur- Biid 6.15: Einfluss der Pressung in LS1...3 DK70
kurve Adsm von reprasentativen Einzelschal- auf den Temperaturhub Adsm; LS1...3;
tungen in Bild 6.15 dargestellt. Mit steigender 901 =80 °C, DCTF, Gmit = 60 mW/mm®
Pressung steigt auch die Reibleistung. Eine

Pressungserhéhung von 2 N/mm? auf 4 N/mm? resultiert in einem hdéheren Temperaturhub.
Bei einer weiteren Pressungserh6hung um 1 N/mm? ist die Temperaturerhdhung weniger stark
ausgepragt. Messungen des Temperaturhubs fir LS8...9 (hier nicht dargestellt) bestatigen die
in Bild 6.15 dargestellten Tendenzen. Dies korreliert mit oben beschriebenem Einfluss des

Warmestroms an Prifstandbauteile.

Mit steigender Pressung nehmen zudem die Temperaturunterschiede zwischen den einzelnen
Sensoren TS0...TS3 ab.
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7 Oberflachenvermessung und REM Untersuchung

Veranderungen der Oberflachentopographie beeinflussen das Reibungsverhalten [Acu16a,
NymO06, VoI21]. In diesem Kapitel wird die Veranderung der Oberflachentopographie der Ver-
suchsteile unter tribologischer Belastung Uber der Versuchslaufzeit analysiert und Grunde fur
die Veranderungen werden diskutiert. Zudem wird untersucht, ob sich die Reibbelage der ver-
schiedenen Reibflachen bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen gleichmafig einglatten und
ob eine minimale Kernrautiefe gefunden werden kann, ab der es zum Ausfall der Synchroni-
sierung wegen Reibungszahlabfall kommt. Bei einer ungleichmaRigen Pressungsverteilung
glatten sich thermisch und mechanisch hoch belastete Bereiche starker ein als unbelastete
oder niedrig belastete Bereiche. Somit kénnen aus den Veranderungen der Oberflache Rick-
schlisse auf die lokalen Belastung gezogen werden [Hag20, Mil18].

71 Oberflachenvermessung der Reibflachen

711 Verdnderung der Oberflaichentopographie der Reibbeléage

Acuner et al. [Acu16a, Acu14a, Acu16b] korrelieren die Reduzierung der Kernrautiefe der
Reibbelage von Einfachkonus-Synchronisierungen mit dem Absinken der minimalen Rei-
bungszahl. In dieser Arbeit wird die Topographie der Reibbeldge der Zwischenringe von ins-
gesamt sieben Synchronsets der DK73 (Versuche bei unterschiedlichen Belastungen und
Schmierstoffen) am Versuchsende vermessen und mit dem eines Neuteils verglichen. Die
Messeinstellungen sind Abschnitt 5.2.2 zu entnehmen. Exemplarisch zeigt Bild 7.1 die Ergeb-
nisse der 36 Messpositionen von V17 (LS9-DK73) nach Versuchsende. Die Reibflache auf der
Innenseite des Zwischenrings (arithmetischer Mittelwert sRk = 21 ym) ist glatter als auf der
Aulenseite (arithmetischer Mittelwert sRk = 26 um). Tendenziell glatten sich die Reibflachen
am mittleren Kegeldurchmesser starker ein als am grof3en oder kleinen Kegeldurchmesser.
Dies deutet auf eine ungleichmafige Pressungsverteilung in axialer Richtung hin. Je nach
Messposition streuen diese Werte allerdings erheblich. Zum Vergleich sind die Messergeb-
nisse eines Neuteils und weiterer Versuche im Anhang in Abschnitt A.5 abgebildet. Aufgrund
der grof3en Streuung ist es nur eingeschrankt moéglich, verschiedene Versuche miteinander zu
vergleichen.

V17 DK73 Zwischenring innen V17 DK73 Zwischenring aul3en
m Gro3 mMitte mKlein m Gro} mMitte mKlein
60 60
50 50
E 40 ST E—
£ 30 £ 30
é 20 |t e e é 20
2190 |- BB R I ,,,,,,,,,,, - I ,,,,,, “ 10
i II I i1 0
0° 120° 180° 240° 300° 0° 120° 180° 240° 300°
Umfangsposition Umfangsposition
Bild 7.1: Kernrautiefe sRk auf der inneren (links) / aul3eren (rechts) Reibflache des Zwischenrings

nach Versuchsende, DK73-LS9, MTF PKW, Messparameter ,Carbon1“ gemall Ta-
belle 5.1, nach [Sto19a]
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Zwei verschiedene Ansatze werden verfolgt, um die Topographiemessungen auszuwerten.

Es wird angenommen, dass stark eingeglattete Bereiche wahrend der Reibphase in Kontakt
mit der Gegenreibflache sind und das Reibungsverhalten maRgeblich beeinflussen. Daher
werden je Reibflache die 6 Messflachen mit den niedrigsten Kernrautiefen sRk gemittelt, siehe
Bild 7.2.

Alle Versuche bis auf V23 (MTF

NKW) und V25 (DCTF) werden —— Zwischenring aullen - ® =Zwischenring innen
mit dem MTF PKW durchgefuhrt. 50
Die Fehlerbalken geben die em- 40 b
pirischen Standardabweichungen neu
dieser sechs Messflachen an. Als £ 30 Q VA7 V1
Referenz wird ein Neuteil ver- < LS9 LS4 V2( p

_ ¥ 20 'S 1
messen und bei Schaltungszahl 0 * S ,F}i\i"/

. .. 10 N W b V25

aufgetragen. Die Oberflachen- I V23 V18
rauheit im Neuzustand auf der 0 'LS14 LS9
Reibflache aufen ist groRer als 0 20000 40000 60000 80000 100000
innen. Auch nach dem Versuch Schaltzahl bei Ausfall

sind die Reibflachen auf der In-

nenseite des Zwischenrings __ _ } _ o
meist stérker eingeglittet als au- Bild 7.2: Mittelwerte der 6 Messflachen mit den niedrigsten
sRk Werten (innere/duflere Reibflache) DK73;
Ren. Alle Versuche werden bis Fehlerbalken Standardabweichung, Messparame-
zum Ausfall gefahren, lediglich ter ,Carbon1“ gemaR Tabelle 5.1, nach [Sto19a]

V25 wird ohne Ausfall nach

100.000 Schaltungen beendet. Bis auf V20 wird immer das Versuchsteil vermessen, das auf-
grund einer zu niedrigen Reibungszahl ausgefallen ist (entweder A oder B Teil, Definition ge-
mafn Bild 4.3). Anhand der Ergebnisse ist es nicht moglich, eine eindeutige Grenze fur sRk
anzugeben, ab der die Synchronisierung ausfallt.

Zur weiteren Analyse der Mess-

werte zeigt Bild 7.3 die Uber alle Neu
36 Messstellen gemittelte Kern- 40 - .
rautiefe sRk mit den zugehdri- K Vi \413
30 B\ T V20

e ]
gen Fehlerbalken, die die empi- =7 T\ M /.
rische Standardabweichung an- X 20 \1L+l
(2]
v V18

geben. Die Unterschiede der l ! V25
Oberflachenrauheit der ver- 10 v V23

schiedenen Messstellen eines 0

Versuchsteils sind sehr grof3. 0 20000 40000 60000 80000 100000
Bild 7.3 unterscheidet sich nicht Schaltzahl bei Ausfall

deutlich von Bild 7.2, lediglich

das Niveau von sRk ist in Bild 7.3 Vittel RK der 36 Messfiachen ( )

. .. . . ild 7.3: ittelwert von s er essflachen (inneren/au-
Bild 7.3 hoher. Auch die gemit- Reren Reibflache) DK73; Fehlerbalken: Standardab-
telten sRk-Werte zeigen keine weichung, Messparameter ,Carbon1“ gemaR Ta-

eindeutige Grenze fir sRk, ab belle 5.1, nach [Sto19a]
der ein Ausfall der Synchroni-
sierung zu erwarten ist. Tendenziell ist die Kernrautiefe von V25 héher als die der anderen
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Versuche, aufgrund der groRen Streuungen ist aber keine eindeutige Aussage moglich. Ver-
glichen mit dem Neuteil ist die Kernrautiefe gelaufener Versuchsteile niedriger. Auch eine de-
taillierte Vermessung der Oberflachentopographie und eine getrennte Auswertung am kleinen,
mittleren und grolRen Kegeldurchmesser ergeben keinen unteren Grenzwert, siehe auch An-
hang Abschnitt A.5. Die Vermessung vieler kleiner Messflachen an unterschiedlichen Axial-
und Umfangspositionen erlaubt lediglich Ruckschlusse auf eine lokal ungleichmaRige Einglat-
tung der Bauteile.

Fur die TK73 wird die Oberflachentopographie von V154 (A-Seite, Ausfall nach ca. 29.100
Schaltungen) auf zwei verschiedene Arten untersucht. Zum einen werden an insgesamt 54
Messstellen (18 je Reibflache; Messparameter gemaf ,Carbon1“ Tabelle 5.1) die Oberflachen
vermessen, zum anderen werden jeweils 3 gro3e Messstellen pro Reibflache (Messparameter
gemal ,Carbon2“ Tabelle 5.1) am Umfang vermessen und die Werte je Reibflache gemittelt.
Die Messflachen bei den Einstellungen ,Carbon2“ werden maéglichst grold gewahlt, sodass sie
nahezu die gesamte Reibbelagbreite abdecken. Auf der inneren und dulReren Reibflache wer-
den Messflachen mit einer Kantenlange von 6x6 mm gewahlt, die Innenseite des Zwischen-
rings (mittlere Reibflache) wird auf einer Flache von 5x7 mm vermessen. Die Messungen be-
statigen den optischen Eindruck einer starkeren Einglattung der mittleren Reibflache, siehe
Bild 7.4.

Auch bei der TK73 ist im Neuzustand die 70

T T

Kernrautiefe der auReren Reibflache groer ! B oo R
als die der anderen beiden Reibflachen. BO Frovrrrreee ------------------ [ Imittlere Rf. |-
Wahrend sich die Oberflachenrauheiten auf [ dussere Rf.
der inneren/duReren  Reibflache um 50 [ o R o

AsRk = 26/29 ym (A: Neuzustand-gelaufen) c L
reduziert, glattet sich auf der mittleren Reib- ? ' '
flache der Reibbelag deutlich starker ein T
(AsRk =42 ym). Die Fehlerbalken geben Ma- ®
ximal- und Minimalwert der Einzelmessungen

20 F
je Reibflache an.
Die detaillierte Vermessung der 54 Flachen 10 |-
mit anschlielRender Mittelung der einzelnen
. . . g . . _ O L L
Werte je Reibflache bes.tatlgen .dle hier dgr VA54A new V154A gel.
gestellten Tendenzen. Die Abweichungen lie- Zustand

gen im Streubereich der groRen Messflachen

aus Bild7.4 und sind im Anhang Ab- Bild7.4: Kemrautiefe sRk des Dual-Layer-Rb.

schnitt A.5 dargestellt. Zudem glatten sich neu /gelaufen, Versuche V154A (LS9-
; ; SNFlS TK73), MTF PKW, Messparameter

gerad_e auf Fler |r.1.nere.:n un_d mlttlgren Reibfla (Carbon2* gemaR Tabelle 5.1, nach

che die Reibbelage in axialer Richtung sehr [Fla17]

ungleichmafig ein. Grinde dafur liegen in der

Verformung der Ringe und der daraus resultierenden ungleichmafRligen Pressungsverteilung.

Genauer wird der Sachverhalt in Abschnitt 8 untersucht.

7.1.2 Veranderung der Oberflaichentopographie der Stahl-Gegenreibflachen

In den Untersuchungen von Acuner [Acu16a] wird nachgewiesen, dass sich zwar die Stahlge-
genreibflachen Uber der Versuchslaufzeit einglatten, allerdings keine Korrelation zwischen die-
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ser Einglattung und dem Reibungsverhalten vorliegt. Die Tastschnittmessungen der Versuchs-
teile vor und nach dem Versuch bestatigen in dieser Arbeit eine Einglattung der Stahlgegen-
reibflachen fur alle Bauformen. Um das Tragbild der Synchronisierung tber die Einglattung
der Oberflachen zu untersuchen und spater mit der Simulation abgleichen zu kénnen, wird die
Oberflachenrauheit von Synchron- und Innenring der DK73 stichprobenartig analysiert. Dazu
werden insgesamt vier Versuche (V1 und V17 bei hohen, V18 und V20 bei niedrigen Belas-
tungen) nach dem Priiflauf an drei Positionen am Umfang verteilt jeweils am kleinen, mittleren
und grofRen Kegeldurchmesser auf einer Flache von 1x1 mm vermessen. Die Innenringe glat-
ten sich Uber der Versuchslaufzeit von einem Ausgangswert von sRa = 0,57+0,07 ym (Refe-
renzwert eines Neuteils) auf der gesamten konischen Reibflache relativ gleichmallig auf
sRa = 0,10+0,05 pm (Mittelwert aller Messstellen der Innenringe von V1, V17, V18, V20 nach
Versuchsende) ein. Die angegebene Toleranz ist die empirische Standardabweichung. Ledig-
lich ein Messpunkt bei V17 am kleinen Kegeldurchmesser liegt mit sRa = 0,34 ym deutlich
hdher.

Das Tragbild auf der Reibflache des Synchronrings ist ungleichmaRiger als am Innenring. In
Bild 7.5 (links) ist ein Foto des Synchronrings abgebildet und es sind die Ergebnisse der To-
pographiemessungen (rechts) dargestellt. Tendenziell glattet sich der Synchronring in der
Mitte starker ein als am grof3en und kleinen Kegeldurchmesser. Die Einglattung der Stahlge-
genreibflachen unterschiedet sich jedoch von Synchronring zu Synchronring. Teilweise unter-
scheidet sich die Einglattung auf der Reibflache unterhalb der Verzahnung abhangig von der
Umfangsposition. So glatten sich die Ringe teilweise auch im Bereich unterhalb der Verzah-
nung am grof3en und am kleinen Kegeldurchmesser ein. Bei den hohen Belastungen verfarbt
sich die Reibflache stellenweise schwarz, wie hier bei V1 (LS14-DK73) in Bild 7.5 zu sehen.
V17 (LS9-DK73) zeigt ein ahnliches Tragbild. Fir Versuche bei niedrigeren Belastungen (z. B.
V18/V20) glattet sich die Reibflache zwar ein, verfarbt sich aber nicht. Es ist davon auszuge-
hen, dass es sich bei den Verfarbungen um (")Iabbauprodukte handelt, die aufgrund von hohen
Reibflachentemperaturen entstehen und sich auf der Reibflache ablagern.

V1 DK73 Synchronring

V1 Umfangsposition 240°

mGrof3 mMitte = Klein

0,7
e 0,6
0,5
=04
g 0>
@ 0:1 ........ I ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, I “““““““““““““““““““ I ,,,,,,,,,,,,,
0,0
0° 120° 240°
Umfangsposition

Bild 7.5: Oberflache Synchronring nach Versuchsende V1 (LS14-DK73, links), arithmetischer Mit-
tenrauwert sRa (rechts), MTF PKW, Messparameter ,Stahl* gemafl Tabelle 5.1, nach
[Sto19a]

Im Bereich der Indexlasche ist die Reibflache am kleinen Kegeldurchmesser bei V1 stark ver-
farbt, siehe Bild 7.6. Die Oberflachenvermessung an 3 Messpositionen MP1...3 auf ungefahr
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gleichem mittleren Reibradius, allerdings unterschiedlichen Positionen am Umfang, bestati-
gen, dass der Bereich zwischen Indexlasche und Verzahnung weniger stark eingeglattet ist.

Uber 3D-FEM Simu-
V1 Indexlasche 0,70

lationen in Ab- 0.60
schnitt 8.4 werden die € 0:50
Ursachen der Einglat- S 2 0,40
tung untersucht. © 0,30
n 0,20
0,10

0,00 M |

MP1  MP2 MP3

Bild 7.6: Oberflache Synchronring nach Versuchsende V1 (LS14-DK73,
links), arithmetischer Mittenrauwert sRa (rechts), MTF PKW,
Messparameter ,Stahl“ gemaf Tabelle 5.1, nach [Sto19a]

7.2 REM Untersuchungen

Fur einzelne Versuche werden die Reibbeldge der EK72 und der DK73 nach Versuchsende
im REM analysiert. Dazu wird die gesamte Reibflachenbreite mit zwei Bildern erfasst und zu
einem Ubersichtsbild zusammengefiigt. Diese Ubersichtsbilder sind im Anhang Abschnitt A.6
abgebildet und verdeutlichen die Orientierung der einzelnen Detailbilder auf dem Reibbelag.
Nachfolgend werden die wichtigsten Erkenntnisse anhand von beispielhaften Detailbildern am
grofRen, mittleren und kleinen Kegeldurchmesser in Kombination mit Ergebnissen der EDX-
Analysen erlautert.

7.21 Doppelkonus-Synchronisierung DK73

Bild 7.7 zeigt ein Detailbild der Oberflache eines Neuteils. Die Bilder der DK73 in diesem Ab-
schnitt sind so angeordnet, dass es von oben nach unten vom grolden Kegeldurchmesser in
Richtung kleiner Kegeldurchmesser geht, siehe auch Bild 5.4. Die Hohe eines Detailbilds er-
streckt sich in etwa Uber ein Flnftel der Reibflachenbreite.

Die Struktur des Reibbelags im Neuzustand m
unterscheidet sich stark je nach ausgewerte- 3
ter Position. Neben den Carbon-Partikeln
sind auch vereinzelt Fasern der Trager-
schicht zu sehen. Die Bilder zeigen auch 3
kleine Risse auf der Oberflache, ohne dass | '
der Reibbelag einer tribologischen Belastung
ausgesetzt war. Bild 7.8 stellt den Reibbelag
von V17 (hohe Belastungen LS9-DK73) nach
Versuchsende auf der inneren Reibflache in
etwa Reibflachenmitte dar. Der Reibbelag hat
sich aufgrund der Reibbeanspruchung einge-
glattet. Leichte Elemente sind in den RE-Bil-
dern dunkel, schwere Element hell darge-
stellt. Die hellen Bereiche sind Schmierstoff-

Bild 7.7: RE-Bild des Reibbelags DK73 Neuteil
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ablagerungen zuzuordnen was Uber EDX-Messungen nachgewiesen wird. Aufgrund der ho-
hen Reibflachentemperaturen haben sich Schmierstoffbestandteile zersetzt und im Reibbelag
abgeschieden. An einer Stelle am groRen Kegeldurchmesser werden beispielhaft flir die Ab-
lagerungen die Elemente Phosphor, Schwefel und Calcium nachgewiesen. Da diese nicht im
Reibbelag enthalten sind, werden sie auf Schmierstoffbestandteile zurlickgefiihrt wie bei-
spielsweise Detergents (Calcium) oder EP/AW-Additive (Phosphor und Schwefel) [Acu16a].

Bild 7.9 zeigt RE-Bilder der Reibflache von
V20 (LS1-DK73) nach Ausfall und dem damit
verbundenen Versuchsende nach 73.335
Schaltungen. Auf Bild 7.9 (links) ist der Rand-
bereich des Reibbelags am groRen Kegel-
durchmesser abgebildet. Aufgrund der Geo-
metrie steht dieser Bereich axial Uber den
Synchronring hinaus und ist somit nicht im
Reibkontakt. Dieser Bereich dient als Refe-
renz des Reibbelags im Neuzustand, da er le-
diglich von 80 °C heiRem Ol umspdilt, jedoch =
nicht tribologisch belastet wurde. Es sind die MEEEEEEE 0T ERAR
Carbon-Partikel und die feine Struktur des
Reibbelags erkennbar. Nur durch den Kon- Bild7.8:  RE-Bild DK73 Zwischenring innen,
. . mittlerer  Kegeldurchmesser, V17
takt mit dem Schmierstoff und ohne hohe (LS9-DK73) nach 13.795 Schaltungen,
Reibflachentemperaturen bilden sich keine MTF PKW
Ablagerungen. Bild 7.9 (rechts) zeigt die
Reibflache knapp unter Bild 7.9 (links). Die Reibflache ist stark eingeglattet, es sind aber nur
wenige Ablagerungen in den Poren erkennbar. Die Einglattung ist in diesem Bereich auf ab-
rasiven Verschleill zuriickzufihren.

Bild 7.9: RE-Bilder DK73 V20A (LS1-DK73) nach 73.335 Schaltungen, Zwischenring auf3en; links:
groRer Kegeldurchmesser (Flache nicht in Kontakt), rechts: grolRer Kegeldurchmesser, di-
rekt unter linkem Bild (Flache im Reibkontakt), MTF PKW

In Bild 7.10 (links) ist der Reibbelag des Zwischenrings auRen von V20 in Reibflachenmitte
dargestellt. Neben der deutlichen Einglattung sind auch Ablagerungen in den Poren zu erken-
nen. EDX-Analysen weisen mafigeblich Schwefel, in geringen Mengen auch Phosphor und
Calcium nach. Die REM-Analysen bestatigen somit die unterschiedlich starke Einglattung in
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axialer Richtung. In Bild 7.10 (rechts) ist die auf3ere Reibflache von V25 dargestellt. V25 wird
auf LS9-DK73 (gleiche Laststufe wie V17, allerdings mit dem DCTF anstatt dem MTF PKW)
durchgefiihrt und nach 100.000 Schaltungen ohne Ausfall beendet. Der Reibbelag scheint so-
wohl innen als auch aufden nur leicht eingeglattet zu sein. Schmierstoffablagerungen sind we-
der in den Poren noch im Tragbereich erkennbar. Der Tragbereich weist sogar die sehr feine
Oberflachenstruktur ahnlich des Neuzustands auf. EDX-Analyse weisen vor allem Schwefel
und etwas Phosphor im Tragbereich nach. Anders als bei V17 (MTF PKW) konnte hier nahezu
kein Calcium festgestellt werden und der Phosphoranteil scheint geringer zu sein. MTF PKW
und DCTF unterscheiden sich neben dem Grunddl auch in den Additiven. Moglicherweise wer-
den die Ablagerungen beim MTF PKW durch ein calciumbasiertes Detergent-Additiv hervor-
gerufen. Dispersant-Additive im DCTF vermeiden dagegen tendenziell Ablagerungen von
Olabbauprodukten im Reibbelag [Acu16a]. Diese sind im MTF PKW nicht enthalten.

=

= e s, N
— IEOE55ERE - 26mm-20kV-70%4910-25A. gel. auRer e

Bild 7.10: RE-Bild DK73 Vergleich V20 (LS1-DK73, MTF PKW) nach 73.335 Schaltungen (links) und
V25 (LS9-DK73, DCTF) nach 100.000 Schaltungen (rechts), Reibbelag (Zwischenring au-
Ren, mittlerer Kegeldurchmesser)

7.2.2 Einfachkonus-Synchronisierung EK72

Bei der Einfachkonus-Synchronisierung werden zwei Versuche mit unterschiedlichen Belas-
tungen und unterschiedlich langen Laufzeiten bis zum Ausfall nach Versuchsende im REM
untersucht. In Umfangsrichtung wird die Messstelle mittig zur Verzahnung ausgewahlt. V60
wird nach ca. 9.590 Schaltungen aufgrund eines Ratschers beendet. Bild 7.11 zeigt Detailbil-
der des Reibbelags am grof3en (rechts) und am kleinen Kegeldurchmesser (links). Die Bilder
der EK72 in diesem Abschnitt sind so angeordnet, dass sich der groRe Kegeldurchmesser auf
der rechten Seite befindet und es von rechts nach links in Richtung kleiner Kegeldurchmesser
geht. Der Reibbelag am groRen Kegeldurchmesser ist lediglich leicht eingeglattet. Schmier-
stoffablagerungen sind nur stellenweise erkennbar. Kleine Metallpartikel auf der Oberflache
erschweren allerdings die Auswertung. EDX-Analysen zeigen, dass die Partikel sowohl aus
Eisen als auch aus Aluminium bestehen. Eisenpartikel kénnen sich auch beim Trennen der
Bauteile, d. h. bei der Vorbereitung der Proben fir die REM-Analysen, durch statische Aufla-
dung des Synchronrings im Reibbelag abscheiden. Daflr spricht, dass die Partikel auch auf
den eingeglatteten Inseln erkennbar sind und sich nicht in diese eingedruckt haben, wie es
beim Reibprozess zu erwarten ware. Die Aluminiumpartikel sind moglicherweise auf beste-
hende Verunreinigungen an der Trennmaschine zuriickzufihren. Zudem wird am gro3en Ke-
geldurchmesser Calcium, Phosphor und Schwefel in den EDX-Analysen nachgewiesen. Am
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kleinen Kegeldurchmesser ist die Oberflache weder eingeglattet noch sind Schmierstoffabla-
gerungen erkennbar. Die Oberflachenstruktur ist auch auf den hohergelegenen Plateaus of-
fenporig. Dies deutet auf eine geringere Belastung des Reibbelags in diesem Bereich hin. In
EDX-Analysen werden ebenfalls Phosphor und in Richtung groRer Kegeldurchmesser (rechter
Bildrand, Bild 7.11, links) Schwefel detektiert. Im Gegensatz zur Analyse am groRen Kegel-
durchmesser wird am kleinen Kegeldurchmesser kein Calcium nachgewiesen.

. : Frore
11503-RE-26mm-20kV-70x-4910-60A Verz. ‘edx map .115007RE726mm720k\f5'0x7491

Bild 7.11: RE-Bilder EK72 V60 (LS6-EK72) nach 9.592 Schaltungen, links: kleiner Kegeldurchmes-
ser, rechts: grofRer Kegeldurchmesser, MTF PKW

In Bild 7.12 sind jeweils eine Detailansichten am grof3en und eine am kleinen Kegeldurchmes-
ser von V61 abgebildet. V61 wird auf LS1 durchgefuhrt und nach 63.180 Schaltungen wegen
eines Ausfalls beendet. Am groRen Kegeldurchmesser, Bild 7.12 (rechts), sind Ablagerungen
des Schmierstoffs erkennbar, die die Poren des Reibbelags zusetzen. In den Poren befinden
sich ebenfalls Metallspane. EDX-Analysen weisen deutlich Phosphor und Schwefel nach, Cal-
cium ist nur an einer kleinen Stelle lokalisierbar. Am kleinen Kegeldurchmesser ist der Reib-
belag schwacher eingeglattet, wobei hier besonders viele Spane die Poren und Kontaktinseln
bedecken und somit die Auswertung erschweren. Wie auch bei V60 werden vor allem Phos-
phor und im Bereich groRer Kegeldurchmesser auch geringe Mengen an Schwefel nachge-
wiesen.

etz

Bild 7.12: RE-Bilder EK72 V61 (LS1-EK72) nach 63.180 Schaltungen, links: kleiner Kegeldurchmes-
ser, rechts: grofRer Kegeldurchmesser, MTF PKW



Simulation des thermischen Haushalts 69

8 Simulation des thermischen Haushalts

Der thermische Haushalt beeinflusst maflgeblich das Schadigungsverhalten einer Synchroni-
sierung. Um Unterschiede zwischen der Leistungsfahigkeit von Einfach- und Mehrfachkonus-
Synchronisierungen verstehen zu kénnen, wird der thermische Haushalt der verschiedenen
Synchronisierungsbauformen simulativ untersucht. Die thermo-mechanische 2D-Simulation
wird zunachst Gber Temperaturmessungen an einer BaugroéfRe validiert und verifiziert. An-
schlielend werden der simulative Berechnungsansatz auf die verschiedenen Baugrélien an-
gewendet und Einflussparameter auf die maximale Reibflachentemperatur untersucht. Die Ge-
ometrie der 2D-Modelle von EK72 und DK73 wird auf 3D erweitert und der Einfluss der in
Umfangsrichtung unsymmetrischen Geometrie der Synchronringe untersucht.

8.1 Modellbildung und Materialparameter

In diesem Abschnitt werden Randbedingungen der Simulationsmodelle vorgestellt. Bei den
thermo-mechanischen Simulationen werden statisch-mechanische mit transient-thermischen
Berechnungen gekoppelt. Das Grundprinzip dieser Arbeit basiert auf Vorarbeiten von [Acu16a,
Erd08, Mil18, Neu08, Spr01] und wird hier verklrzt wiedergegeben. Bei der Erstellung der
Simulationsmodelle sind unter anderem Erkenntnisse aus den Studienarbeiten [Bah17, Din19,
Mui19, Sei17], die vom Autor betreut wurden, eingeflossen. Eine detaillierte Beschreibung
des Simulationsprinzips findet sich bei [Sto22]. Die Simulationen werden mit ANSYS Mecha-
nical [ANS13] durchgefiihrt, der Simulationscode ist in ANSYS APDL geschrieben. Durch se-
quentiellen Ablauf von mechanischer und thermischer Berechnung, kénnen im Vergleich zur
direkten Kopplung Ressourcen eingespart werden [Erd08]. Die Auswertung der Ergebnisse
erfolgt in MATLAB [The18].

In der statisch-mechanischen Simulation werden zunachst die Verformung der Ringe und die
Pressungsverteilung auf der Reibflache bestimmt. Die Ergebnisse sind Eingangsparameter
der transient-thermischen Simulation, bei der die lokale Warmestromdichte ge; gemaf der lo-
kalen Pressung p;, der lokalen Gleitgeschwindigkeit vg; fur jedes Element j auf den Reibflachen
ermittelt wird, siehe Gleichung (8.1).

e, =H'PjVgj (8.1)
ey W/mm?2 Warmestromdichte am Elementj | p - Reibungszahl
Pi N/mm? Pressung am Element j vg; m/s Gleitgeschwindigkeit am Element j

Die mit diesen Eingangsgrofien berechnete Temperaturverteilung aus der thermischen Simu-
lation ist wiederum Eingabeparameter fur die nachste mechanische Simulation und verschiebt
einzelne Knoten aufgrund von Warmedehnung. Es werden immer Einzelschaltungen simuliert,
bei denen die rotatorische Energie einer Schwungmasse auf den Reibflachen in Warme um-
gewandelt wird. Erdmann [Erd08] beschreibt es als ausreichend, Einzelschaltungen zu be-
trachten unter der Annahme, dass die Temperatur aller Bauteile vor der Schaltung gleich ist.
In der Praxis liegen meist entsprechend dem Fahrzyklus unregelmafige Schaltsequenzen vor.
Die Schalthaufigkeit ist dort meist deutlich niedriger als bei Prifstandversuchen. Uber Tempe-
raturmessungen in Abschnitt 6.2 wird zudem abgesichert, wie sich die Massentemperatur vor
der nachsten Schaltung verandert, wenn eine hohe Schalthdufigkeit am Prifstand eingestellt
ist. Dies kann Uber eine veranderte Starttemperatur in der Simulation berticksichtigt werden.
In der Simulation wird jede Einzelschaltung in Zeitschritte (ZS) Tiw diskretisiert, d. h. in jedem
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Zeitschritt wird eine mechanische und eine thermische Simulation durchlaufen und die Dreh-
zahl fur den nachsten thermischen Zeitschritt berechnet. Zu Beginn der Simulation wird inner-
halb von 0,1 s die Axialkraft von 0 N auf den gewiinschten Zielwert erhdht und anschlielend
konstant gehalten. Da die Verzahnung der Synchronringe nicht modelliert und in der Simula-
tion die Axialkraft in Hohe des Zahnful3kreises aufgebracht wird, muss Uber ein Versatzmo-
ment die Verschiebung der Axialkraft in Richtung ZahnfulRkreis berucksichtigt werden. Der
Kraftangriffspunkt der Axialkraft wird in dem unteren Viertel der Verzahnung angenommen.
Eingabeparameter sind neben den Beanspruchungsparametern (Ausgangsdrehzahl, Tragheit,
Axialkraft), die Reibungszahl am Konus (bei der DK auch an den Planflachen) und die OI- und
Massentemperatur vor Schaltungsbeginn. Bei den Doppelkonus-Synchronisierungen wird na-
herungsweise eine Reibungszahl auf der Planflache von 0,02 (Ubergangsbereich Mischrei-
bung (0,01...0,1) und Flussigkeitsreibung (0,001...0,01) nach [Nie19]) und auf den konischen
Reibflachen eine Reibungszahl von 0,1 (vgl. z. B. Bild 6.1) angesetzt. Da sich die Reibungs-
zahlen sowohl Uber die Lebensdauer als auch abhangig von den Lastbedingungen unterschei-
den, stellt dies Uber alle Versuche gesehen einen reprasentativen Mittelwert dar. Fur die ein-
zelnen Laststufen LS1...14 werden die nominellen Belastungen der Prifstandversuche aus
Anhang Abschnitt A.3 verwendet.

Tabelle 8.1 fasst die verwendeten Materialparameter zusammen. Eine Sammlung typischer
Materialparameter flir Synchrobauteile und deren Reibbeldge aus der Literatur ist im Anhang
zusammengestellt (siehe Abschnitt A.8). Fur die hier durchgefuhrten Simulationen werden Ma-
terialkennwerte aus der Dissertation Neudorfer [Neu08] verwendet, der diese grofdteils tber
Messungen ermittelt hat. Die spezifische Warmekapazitat von Stahl wird entsprechend den
Ergebnissen von Richter [Ric83] gewahlt. Haufig werden in thermo-mechanischen Simulatio-
nen spezifische Warmekapazitaten von Stahl ¢, = 420...470 J/(kgK) angenommen, die aller-
dings nur bei Raumtemperatur gelten. In den hier untersuchten Synchronisierungen liegen die
Temperaturen bei 80...300 °C, was die spezifische Warmekapazitat erhoht. Wie sehr Materi-
aleigenschaften die berechneten Reibflachentemperaturen beeinflussen, wird ausfihrlich im
Abschnitt 9.2.5 behandelt. Den verschiedenen Synchrobauformen werden die Materialpara-
meter entsprechend den Versuchsteilen (EK72/DK73/TK73 und DK70) aus Abschnitt 4.1 zu-
gewiesen.

Stahl Messing Dual-Layer-Rb. Gewobener Rb.
E in N/mm? 210.000 110.000 800 (206)
v 0,3 0,37 0,25 0,25
oL in 10¢ 1/K 13 18,4 70 70
A in W/mK 43,5 [Ric83] 80 0,5 0,6 [Bar19b]
p in kg/m? 7.850 7.800 1.100 1.100
cp in J/(kgK) 540 [Ric83] 430 1.500 1.500

Tabelle 8.1: Materialkennwerte flir thermo-mechanische Simulation aus [Neu08]; () Hersteller-
angaben

Der erhdhte Modellierungs- und Rechenaufwand einer thermo-mechanischen Simulation im
Gegensatz zu einer thermischen Simulation verbessert die Aussagekraft der Ergebnisse er-
heblich. In einem ersten Schritt werden Vergleichsrechnungen mit dem FVA Programm SYN-
TEM [Win05] durchgefuhrt und die maximalen Reibflachentemperaturen der verschiedenen
Baugréflen miteinander verglichen. Die maximalen Reibflachentemperaturen der Bauformen
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DK73 bzw. EK72 sind fir die Laststufen LS1...9 in SYNTEM vergleichbar und liegen im Be-
reich von 140...180 °C, bei 80 °C Oleinspritztemperatur. Es kann keine Korrelation der Scha-
digung mit der maximalen Temperatur ermittelt werden. Grinde dafir liegen in der Vernach-
lassigung der Verformung der Ringe. Die Pressungsverteilung auf der Reibflache wird bei
SYNTEM homogen angenommen. Zudem werden selbstverstarkende Effekte wie die Pres-
sungserhohung aufgrund von starkerer Warmedehnung heil3er Bereiche in SYNTEM nicht be-
ricksichtigt. Der Anwender kann zwar an maximal flnf Stitzstellen auf der Reibflache eine
Pressung vorgeben, ohne eine thermo-mechanische Simulation fehlen allerdings Richtwerte,
wie sich die Pressung aufgrund der thermischen Dehnung verandert.

Der Kontakt zwischen Reibbelag und Gegenreibflache wird entsprechend der Empfehlungen
von Ansys [ANSO04], Acuner [Acu16a] und Mileti et al. [Mil18] mit der Methode Augmented
Lagrange modelliert. Auf den Kontaktflachen werden sogenannte ,Contact® bzw. ,Target® Ele-
menten erzeugt. Bei den Doppelkonus-Synchronisierungen wird die Kontaktsteifigkeit auf der
Planflache (zwischen Innenring und Schaltrad) im Vergleich zu den konischen Reibflachen
herabgesetzt, um Pressungsiberhéhungen bei Kantentragern zu vermeiden. Voruntersuchun-
gen haben gezeigt, dass dieser Wert in einem weiten Bereich variiert werden kann, ohne den
thermischen Haushalt zu beeinflussen. Hier wird FKN = 0,1, ein Parameter der in ANSYS die
Kontaktsteifigkeit der Elemente beeinflusst, angesetzt. In den mechanischen Simulationen
werden Elemente mit einem linearen Ansatz verwendet. Fir die thermischen Simulationen
wird der Elementtyp gewechselt, auf einen mit lediglich einem thermischen Freiheitsgrad
(Temperatur).

In der Literatur wird der Schaltvorgang bei Synchronisierungen meist adiabat modelliert
[Acu16a, Mil18, Win05], bzw. es werden lediglich niedrige konvektive Warmelbergangszahlen
wahrend der Rutschphase implementiert [Erd08, Hag15a, Spr01]. Bei [Neu08] ist nicht ange-
geben, ob ein Warmelbergang an die Umgebung erfolgt. Die Rutschzeiten wahrend eines
Schaltvorgangs sind relativ kurz. Die maximale Reibflachentemperatur wird wahrend der
Rutschzeit erreicht. In dieser kurzen Zeit ist der Einfluss des Kihléls auf den Temperaturan-
stieg klein. Daher werden auch in dieser Arbeit adiabate Randbedingungen fur die Simulation
von Einzelschaltungen verwendet. Diese Annahme gilt allerdings nur fir kurze Rutschzeiten,
was in Abschnitt 8.3 Uber einen Abgleich von Messung und Simulation nachgewiesen wird.
Fir die Parametervariationen wird bei allen Simulationen die Massentemperatur zu Beginn
gleich der Oleinspritztemperatur von 80 °C gewahlt. Die Warmekontaktleitfahigkeit geman
[ANS04, ANS15] zwischen der in Kontakt stehenden Reibflache und der Gegenreibflache wird
hoch (TCC = 10°) gewahlt, damit die Oberflachentemperaturen von Reibbelag und Gegenreib-
flache gleich sind. Der Energieeintrag erfolgt durch Vorgabe der Warmestromdichte (geman
Gleichung (8.1)) auf den Kontaktelementen am Reibbelag. Die Verteilung der Warmestréme
auf Reibbelag und Gegenreibflache erfolgt implizit gemal den Materialeigenschaften der je-
weiligen Korper. Es wird angenommen, dass die gesamte Reibarbeit in Warme umgewandelt
wird, was durch Aussagen von [Ami10, Neu08, Spr01, Uet78] gestitzt wird.

Die maximalen Reibflachentemperaturen in dieser Arbeit sind als Referenztemperaturen an-
zusehen, um verschiedene Varianten zu vergleichen. Alle Oberflachen sind in der Simulation
als ideal glatt angenommen. An Rauheitsspitzen von Reibbelag und Stahlgegenreibflache kén-
nen sich lokal deutlich héhere Temperaturen ausbilden als die hier berechneten. Dies ist auch
von anderen Autoren bekannt [Acu16a, Erd08, Hag18b, Hag15a, Mil18, Neu08, Spr01]. Als
mafgebliches Bewertungskriterium zur Untersuchung des thermischen Haushalts wird in die-
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ser Arbeit die maximale Reibflachentemperatur verwendet, die entscheidend fir die lokal auf-
tretenden chemischen Reaktionen zwischen Schmierstoff, Reibbelag und Gegenreibflache ist
[Cam05]. Auch bei nasslaufenden Lamellenkupplungen hat sich die maximale Reibflachen-
temperatur als geeignet herausgestellt, um das Schadigungsverhalten von organischen und
metallischen Reibbelagen zu beschreiben [Hen14]. Bei der 3D-Simulation wird zudem die ma-
ximale Flachenpressung analysiert, die auch bei Erdmann [Erd08] maligeblich in der Auswer-
tung verwendet wird.

8.2 2D thermo-mechanische Simulation

Zunachst werden die verschiedenen Varianten der 2D-Simulationen und deren Randbedin-
gungen vorgestellt und eine Konvergenzanalyse am Beispiel der EK72 gefluhrt.

8.2.1 Geometrie, Varianten, Randbedingungen und Vereinfachungen

Es werden jeweils die verschiedenen Bauformen simuliert, die auch in den Prufstandversu-
chen eingesetzt werden (EK72, DK73, TK73, DK70). Zusatzlich wird die Variante DK73A mo-
delliert, bei der die Geometrie identisch zur DK73 ist. Lediglich die Position des Reibbelags
wird vom Zwischenring auf Innen- und Synchronring verschoben. In Voruntersuchungen wird
der Einfluss verschiedener Modellannahmen und Randbedingungen Uberprift. Die Ergebnisse
dieser Voruntersuchungen sind im Anhang in Abschnitt A.7.1 detailliert dargelegt. Hier werden
lediglich die wichtigsten Erkenntnisse zusammengefasst, die schlieldlich zu der simulierten
Geometrie fuhrten.

Bild 8.1 zeigt die verschiedenen Varianten, deren Randbedingungen und die ausgewerteten
Temperaturen je Reibflache. Die Position der Reibbelage (Rb.) ist gekennzeichnet und die
Reibflachen sind rot markiert. Die konischen Reibflachen werden von aufien nach innen num-
meriert. Bei den Doppelkonus-Synchronisierungen (DK73/DK73A/DK70) wird jeweils das
Schaltrad vereinfacht modelliert. Es werden Pressungen und Temperaturen der duf3eren Reib-
flache (Rf1, pa, 9a) und der inneren Reibflache (Rf2, pi, 8i) untersucht. Die Pressungs- und
Temperaturverteilungen auf der Planflache (pyi, 951) werden betrachtet, sind aber flir den ther-
mischen Haushalt der gesamten Synchronisierung und somit fir die Schadigung des Reibsys-
tems von untergeordneter Bedeutung. Vergleiche haben gezeigt, dass sich bei der Variante
mit in axialer Richtung gesperrtem Innenring (d. h. ohne Schaltrad) die Verformung des Innen-
rings von der hier verwendeten Variante aus Bild 8.1 unterscheidet. Aufgrund der Verformung
des Innenrings ist die Kontaktflache zwischen Schaltrad und Innenring sehr klein. Der Warme-
Ubergang zwischen Innenring und Schaltrad bei der DK73 ist somit vernachlassigbar. Das
angedeutete Schaltrad (blau) wird hier in axialer und radialer Richtung fest eingespannt. Fir
die DK73 werden die Varianten Var1a und Var1b untersucht. Beide Varianten unterscheiden
sich anhand der Lange der Verstarkungslasche am kleinen Kegeldurchmesser. Beim realen
Bauteil und im 3D-Modell andert sich der Innendurchmesser dieser Verstarkungslasche ab-
hangig von der Umfangsposition, da dort Taschen fur die Kopplung mit dem Innenring ange-
bracht sind. Der Innendurchmesser der Verstarkungslasche ist bei der DK73 Var1a gleich zur
DK73A gewahlt. Der Grofteil der Parametervariationen wird mit Variante Var1b durchgefuhrt,
da die Simulationsergebnisse der 2D-Simulation dieser Geometrie besser mit denen der 3D-
Simulationen Ubereinstimmen, siehe Abschnitt 9.2. Die Geometrie DK73A entspricht den Ab-
mafen der DK73 Var1a, lediglich die Position der Reibbelage wird vom Zwischenring auf Syn-
chron- und Innenring verschoben. Uber einen Vergleich von DK73 Var1a und DK73A wird der
Einfluss der Reibbelagposition auf den thermischen Haushalt in Abschnitt 9.2.6 untersucht.
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Bei der EK72 unterscheiden sich die maximalen Reibflachentemperaturen in LS9 um 9 K je
nachdem, ob das Schaltrad modelliert wird oder nicht. Ohne Schaltrad sind die Reibflachen-
temperaturen hoher, da die thermische Masse, die die Reibarbeit aufnimmt, niedriger ist. In
Laststufen mit niedrigerem Warmeeintrag bzw. niedrigerer Reibleistung waren die Unter-
schiede jedoch kleiner (z. B. 3 K in LS1). Bei der Einfachkonus-Synchronisierung werden
Pressungs- und Temperaturverteilung auf der Reibflache ausgewertet (Rf1, p, 9).

Der Einfluss des Schaltrads auf die maximale Reibflachentemperatur der TK73 ist niedrig,
siehe auch Anhang Abschnitt A.7.1. Die maximale Reibflachentemperatur tritt bei dieser Bau-
grolie auf der inneren Reibflache (Rf2, 8i) des Zwischenrings auf. Es werden Pressung und
Temperatur auf der aulderen Reibflache des Zwischenrings (Rf1, pa, 9a) auf der inneren Seite
des Zwischenrings (Rf2, pi, 9) und auf der inneren Seite des Innenrings (Rf3, pi, 9i) ausge-
wertet. Der Synchronring der TK73 ist identisch zu dem der DK73 Var1b.
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Bild 8.1: Randbedingungen thermo-mechanische 2D-Simulation der Bauformen DK73, DK73A,
DK70, EK72 und TK73

Soweit nicht anders angegeben, wurden die Parametervariationen mit den hier gezeigten Mo-
dellen durchgefihrt. Bei der DK73 wird Var1b verwendet. Zudem liegen den 2D-Simulationen
folgende Vereinfachungen zu Grunde:

- Materialparameter temperaturunabhangig (sofern bekannt, werden fir den Einsatzbe-
reich von 80...300 °C gemittelte Materialparameter verwendet)

- Mechanische Simulation reibungsfrei

- Konstante Reibungszahl auf den Reibflachen zur Berechnung des Energieeintrags



74 Simulation des thermischen Haushalts

- Konstante Axialkraft bzw. konstantes Drehmoment wahrend der Schaltung

- Oberflachenrauheit der Reibflachen unberutcksichtigt

- Geometrie wird rotationssymmetrisch angenommen

- Vereinfachung der Geometrie (z.B. Vernachlassigung von Radien)

- Geometrie der Synchronisierungen im Neuzustand verwendet (Einfluss des Verschlei-
Res auf maximale Reibflachentemperatur ist gering, siehe Anhang Abschnitt A.7.1)

- Vorsynchronphase wegen des niedrigen Warmeeintrags unbericksichtigt

- Bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen: Reibung an Koppelstellen der verschiedenen
Ringe unberucksichtigt; fur detailliertere Untersuchungen siehe Erdmann [Erd08]

8.2.2 Konvergenzanalyse und Verifikation des Simulationsmodells

Um sicherzustellen, dass die Vernetzung ausreichend fein ist, wird fir jede 2D-Simulation eine
Konvergenzanalyse in Laststufe 9 (LS9) durchgefiihrt und als Konvergenzkriterium die maxi-
male Reibflachentemperatur 9max herangezogen. Bild 8.2 zeigt fur die EK72 exemplarisch den
Verlauf der maximalen Reibflachentempera-

tur aufgetragen Uber der Kantenlange der 280 , , , 5
Elemente an der Reibflache h. In Bild 8.2 wird 276 : : ' ‘
fur die x-Achse die Inverse der Kantenlange
1/h aufgetragen. Das Netz wird somit von : . . :
links nach rechts feiner. Ab h = 0,035 mm (rot 268 [ S P P
markiert) verandert sich die maximale Reib- 264 | *,',*——w e
flachentemperatur nur geringfiigig, lediglich € ol & 1 T S

S R -

in °C

die Rechenzeit nimmt deutlich zu. Beispiels- § / ; ; ; ;

: L . o o 256 P& P e
weise steigt die maximale Reibflachentempe- : : 5 :
ratur bei einer Netzverfeinerung von 252 o I R N .
h = 0,035 mm nach h = 0,010 mm (EK72) um 248 o 9 (T =0010s) |
lediglich 1 K, die Rechenzeit erhéht sich um 544 T <0005 ) |
Faktor 9, wobei bei der Simulation mit der fei- : _mex Ik~

. 240 : ' ' :

neren Vernetzung mit der doppelten Anzahl 000 002 004 006 008 0410
an Prozessorkernen gerechnet wird. Daher h™'in 1/um

wird diese Elementlange (h = 0,035 mm) an

der Reibflache flr alle 2D-Simulationen ver- Bild 8.2:  Konvergenzanalyse LS9-EK72, 2D
wendet. Bereiche, die weiter von der Reibfla-

che entfernt sind, werden grober vernetzt, siehe auch Bild 8.1. Das Zeitinkrement Ti. der ein-
zelnen Zeitschritte ist mit 0,01 s ausreichend klein gewahlt, um die maximale Reibflachentem-
peratur nicht zu beeinflussen. Die Konvergenzanalysen der weiteren BaugréfRen sind in An-
hang Abschnitt A.7.2 zusammenfasst und zeigen dhnliche Tendenzen. Um die Simulationser-
gebnisse der verschiedenen Bauformen vergleichen zu kénnen, werden die Elementlangen
an der Reibflache gleich gewahlt.

Bei der Verifikation des Berechnungsmodells wird Uberprift, ob das Modell korrekt funktioniert
[Hag15a]. Detailliert wird dieses Vorgehen bei [Hag15a, Sto22] beschrieben. Die gesamte ro-
tatorische Energie (Eingangsgrof3e der Simulation, berechnet aus Massentragheit und Aus-
gangsdrehzahl) wird wahrend einer Schaltung bei adiabaten Randbedingungen in Warme um-
gewandelt und die Bauteiltemperatur steigt. Die Unterschiede von kinetischer Energie und in-
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nerer Energie aufgrund der Erwarmung sind fir jede BaugréfRe in Tabelle 8.2 zusammenge-
fasst. Diese Abweichungen liegen alle unter 0,3 % und sind somit kleiner als bei [Hag15a]
(Abweichungen < 1 %).

Zudem sind die Energieeintrage der DK73 um den Faktor 1,7 und bei der TK73 um den Faktor
2,5 groRer als bei der EK72. Die rechnerische doppelte/dreifache Energie bei DK/TK-Synchros
verglichen zu EK-Synchros wird nicht erreicht. Dies liegt an den Abmafen der Ringe. Bedingt
durch eine niedrigere Reibflachenbreite bzw. geringere Durchmesser der inneren Reibflachen
bei DK und TK werden die rechnerischen Faktoren 2 bzw. 3 nicht erreicht.

EK72 DK73 TK73 DK70 DK73A
rot. Energie 1.900,9 3.273,0 47445 2.951,2 3.273,0
inJ
innere 1.905,7 3.264,9 4.758,1 29477 3.267,0
Energie in J
Abweichung 0,25 0,25 0,29 0,12 0,18
in %

Tabelle 8.2: Vergleich kinetische Energie und innere Energie der Bauteile nach erfolgter Schaltung in
LS9 (Definition Laststufe siehe Anhang Abschnitt A.3)

8.2.3 Pressungs- und Temperaturverteilung — Einfluss der Versuchsbedingungen

Exemplarisch werden flr EK72, DK73 und TK73 die Temperatur- und Pressungsverteilungen
fur die hochste Laststufe LS9 vorgestellt. Die Ergebnisse der anderen Bauformen sind dem
Anhang zu entnehmen, bzw. werden im weiteren Verlauf im Hauptteil gezeigt. Die Darstellung
der Ergebnisse wird anhand der EK72 exemplarisch erlautert. Bild 8.3. (links) gibt die Tempe-
raturverteilung der Synchronisierung in Zeitschritt 30 (ZS30; ca. nach der Halfte der Schaltzeit)
wieder. Bild 8.3. (Mitte/rechts) zeigt die Pressungs-/ bzw. Temperaturverteilung auf der Reib-
flache im selben Zeitschritt. Pressung und Temperatur werden immer auf dem Reibbelag aus-
gewertet, d. h. der Nullpunkt des Koordinatensystems liegt bei der Einfachkonus-Synchroni-
sierung am grofRen Kegeldurchmesser des Synchronrings auf dem Reibbelag. Mit steigender
Axialkoordinate sinkt der Kegeldurchmesser.

Temperaturverteilung LS9-EK72 ZS30

5 LS9-EK72 ZS30 Synchronring 280 LS9-EK72 ZS30 Synchronring

260
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Bild 8.3: Temperaturverteilung EK72 (links), Pressungs- (Mitte) und Temperaturverlauf Reibbelag
(rechts); Rf1, ZS30, LS9-EK72 (p = 4,0 N/mm?, vg = 8,1 m/s, q = 1,05 J/mm?); 8o = 80 °C

Um die Entwicklung von Pressungs- und Temperaturverteilung wahrend der gesamten Schal-
tung analysieren zu kénnen, wird im weiteren Verlauf der Arbeit die Darstellung aus Bild 8.4
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verwendet. Dabei werden Temperatur- bzw. Pressungsverlaufe in einer Abbildung zusammen-
gefasst und die Knotentemperaturen bzw. Knotenpressungen uber einen Farbcode angege-
ben.

Fir die Varianten EK72/DK73/TK73 werden in Bild 8.4 bis Bild 8.6 die Pressungsverteilung
auf der Reibflache ohne Warmeeintrag, gekennzeichnet mit ,isotherm® (links), Pressungsver-
teilung mit Warmeeintrag (Mitte) und der Temperaturverlauf mit Warmeeintrag auf der Reib-
flache (rechts) fur LS9 dargestellt. Das linke Bild entspricht somit der Pressungsverteilung
ohne Berucksichtigung thermischer Effekte, d. h. es wird lediglich Axialkraft aufgebracht, aller-
dings keine Reibenergie. Ein Vergleich des linken mit dem mittleren Bild erlaubt Riickschlisse
auf den Einfluss der Warmedehnungen auf die Pressungsverteilung.

Bei der Einfachkonus-Synchronisierung, siehe Bild 8.4 links, tritt bei rein mechanischer Belas-
tung das Pressungsmaximum am grof3en Kegeldurchmesser auf. Am kleinen Kegeldurchmes-
ser hebt der Synchronring aufgrund seiner Verformung vom Konus ab (p = 0 N/mm?). Bei ein-
gebrachter thermischer Energie verandert sich die Pressungsverteilung signifikant. Die
héchste Pressung tritt weiterhin am groRen Kegeldurchmesser auf, verschiebt sich allerdings
im Gegensatz zur isothermen Simulation in Richtung kleiner Kegeldurchmesser. Der Ring hebt
am kleinen Durchmesser deutlich vom Konus ab und die Kontaktflache reduziert sich, was in
Kombination mit der thermischen Dehnung die Pressung am grof3en Kegeldurchmesser weiter
verstarkt. Bei rotationssymmetrischem Synchronring wird somit unter hohen Belastungen nur
auf einem Teil der Reibflache die rotatorische Energie in Warme umgesetzt. Der Temperatur-
verlauf ist vergleichbar mit dem des Pressungsverlaufs und konzentriert sich ebenfalls am gro-
Ren Kegeldurchmesser. Die maximale Reibflachentemperatur von 263 °C wird nach 0,3 s er-
reicht, siehe Bild 8.4 (rechts). Im Vergleich zur nominellen Pressung von 4,0 N/mm? liegt die
simulativ ermittelte maximale Reibflachenpressung bei isothermer Belastung bei
Pmax = 9,6 N/mm? und mit Energieeintrag bei pmax = 10,4 N/mm?2,

isotherm EK72 Rf1 LS9-EK72 Rf1 LS9-EK72 Rf1
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G0,2 2 50,2 3 ©0,2 140 €
@ g @ g o 120 @
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Bild 8.4: Pressungsverteilung ohne Energieeintrag (isotherm, links); Pressungs- (Mitte) und Tem-
peraturverteilung mit Energieeintrag (rechts), Einzelschaltung auf LS9-EK72
(p =4,0 NNmm?, vg = 8,1 m/s, g = 1,05 J/mm?); 8o = 80 °C

Bei isothermer Belastung ist bei der Doppelkonus-Synchronisierung DK73 die Pressungsver-
teilung auf der auReren Reibflache (Rf1) deutlich gleichmaRiger, siehe Bild 8.5. Auf Rf1 tritt
am groRen Kegeldurchmesser aufgrund der Ringverformung ein Pressungsmaximum am
Rand des Synchronrings auf (Axialposition ca. 1,5 mm). Der Reibbelag des Zwischenrings ist
bei Rf1 die ersten ca. 1,5 mm nicht in Kontakt mit dem Synchronring, weswegen in diesem
Bereich die Pressung Null ist. Dieser Bereich wird fur die Auswertung der Traganteile nicht
berlcksichtigt. Verglichen mit der Einfachkonus-Synchronisierung ist die Pressungsverteilung
der DK73 homogener, was vermutlich auf die héhere Steifigkeit des Synchronrings (aufgrund
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des dickeren Tragerblechs und einer Verstarkungslasche am kleinen Kegeldurchmesser) zu-
ruckzufuhren ist. Die Pressungsverteilung auf der inneren Reibflache (Rf2) ist sehr homogen.

Wird Energie in das System eingebracht, so tritt auf der auReren Reibflache (Rf1) am Schal-
tungsbeginn eine Pressungsspitze am grofen Kegeldurchmesser auf. Das Pressungsmaxi-
mum verschiebt sich aufgrund der Erwarmung der Bauteile in Richtung kleiner Kegeldurch-
messer. Auf der inneren Reibflache (Rf2) ist die maximale Pressung gréfter und in Richtung
kleiner Kegeldurchmesser verschoben. Die Temperaturverteilung ist homogener als bei der
EK72 und auf beiden Reibflachen tritt das Temperaturmaximum am kleinem Kegeldurchmes-
ser auf (bei ca. 5,5 mm). Die ungleichmaliige Pressungsverteilung auf der duReren Reibflache
(Rf1) scheint die Pressungsverteilung auf der inneren Reibflache (Rf2) zu beeinflussen. An-
ders als bei isothermer Belastung ist der Bereich der Pressungsungleichférmigkeit deutlich
groRer und kann nicht durch die Elastizitat der Reibbelage ausgeglichen werden. Die maxima-
len Reibflachentemperaturen auf der inneren und duReren Reibflache liegen innen/auf’en bei
231 °C /239 °C und treten bei 0,38 s der Rutschzeit auf. Die Ergebnisse bestatigen die Unter-
suchungen von Erdmann [Erd08] bei denen sich die Pressungsspitzen am Rand mit einge-
brachter Energie ebenfalls reduzieren.
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Bild 8.5: Pressungsverteilung ohne Energieeintrag (isotherm, links), Pressungs- (Mitte) und Tem-

peraturverteilung (rechts) mit Energieeintrag, Einzelschaltung auf LS9-DK73 (Var1b),
(p=4,2N/mm?, vg =8,2m/s, q=1,10 J/mm?3), 95 = 80 °C

Dreifach und Doppelkonus-Synchronisierung unterscheiden sich lediglich durch den Aufbau
des Innenrings und des Schaltrads, Synchron- und Zwischenring sind bei beiden Synchrobau-
formen baugleich. Die Pressungsverteilung der TK73 auf der duReren (Rf1) und mittleren (Rf2)
Reibflache unter Axialkraft ist vergleichbar mit der DK73, siehe Bild 8.6 links. Die Pressung
auf der inneren Reibflache (Rf3) ist ebenfalls sehr homogen.

Unter thermischer Belastung in LS9 ist die Pressungs- und Temperaturverteilung auf der au-
Rersten Reibflache (Rf1) vergleichbar mit der der DK73. Die maximale Pressung ist allerdings
bei der DK73 hoher, da die Axialkraft bei der TK73 geringfugig niedriger gewahlt wird —
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Fa =780 N (TK73) anstatt F, = 820 N (DK73). Dies war nétig, um die mittlere nominelle Pres-
sung aller Reibflachen bei DK73 und TK73 gleich zu lassen. Auf der mittleren Reibflache (Rf2)
ist bei der TK73 das Pressungsmaximum in Schaltungsmitte mittiger auf der Reibflache als
bei der DK73, wandert aber gegen Schaltungsende ebenfalls in Richtung kleiner Kegeldurch-
messer. Die Temperatur auf der mittleren Reibflache der TK73 (Rf2) ist allerdings hoher als
bei der DK73, da sich der sehr diuinne Innenring der TK73 aufgrund der kleineren thermischen
Masse stark erwarmt. Der Innenring der TK73 (Rf2, Aul3enseite des Innenrings) erwarmt sich
allerdings gleichmaliger als bei der DK73. Dies resultiert in héheren maximalen Reibflachen-
temperaturen, allerdings auch einer gleichmafigeren Pressungsverteilung, siehe Rf2 Bild 8.5
(DK73) bzw. Bild 8.6 (TK73). Die maximalen Reibflachentemperaturen auf3en/Mitte/innen
(Rf1, Rf2, Rf3) sind 237 °C / 256 °C / 191 °C.
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Bild 8.6: Pressungsverteilung ohne Energieeintrag (isotherm, links), Pressungs- (Mitte) und Tem-

peraturverteilung
(p = 4,2 N/mm?,

(rechts)
Vg =7,8mls, q=1,12 J/mm?), Do

mit  Energieeintrag

Einzelschaltung
=80 °C

auf LS9-TK73

Der Einfluss der Beanspruchungen auf die maximalen Reibflachentemperaturen wird anhand
LS1...9 untersucht, siehe Bild 8.7. Bei allen drei Baugrdfien steigt mit zunehmender Gleitge-
schwindigkeit (Reibleistung) und konstanter Reibarbeit die maximale Reibflachentemperatur
an. Die maximalen Reibflachentemperaturen steigen bei der EK72 starker als bei den anderen
beiden BaugréRen. Die maximalen Reibflachentemperaturen der EK72 sind in allen Laststufen
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hoéher als die der Doppelkonus-Synchronisierung. Bei der DK73 sind die maximalen Reibfla-
chentemperaturen auf der dufReren Reibflache (Rf1) Smaxa etwas grofder als auf der inneren
(Rf2) Smax,i. Die Temperaturmaxima der einzelnen Reibflachen der TK73 unterscheiden sich
deutlich. Wahrend Smaxa (Rf1) bei DK73 und TK73 vergleichbar ist, sind die Temperaturen auf
der mittleren Reibflache 9maxi (Rf2) der TK73 deutlich hdher. Je kleiner die eingebrachte Reib-
arbeit, desto niedriger sind die Temperaturunterschiede der einzelnen Reibflachen der TK73.
Auch die Zunahme der maximalen Temperaturen bei der TK73 bei gleicher Reibarbeit aller-
dings unterschiedlicher Reibleistung z. B. LS1...3 bzw. LS4...6 oder LS7...9 unterscheidet
sich. Bei hohen Reibleistungen (LS3, LS6, LS9) ist der Temperaturanstieg an der inneren
Reibflache (Rf3, dmax,i) niedriger als der der anderen beiden Reibflachen. Dies ist auf die un-
terschiedlich grolen thermischen Massen der Reibpartner zurtickzufihren. Wahrend die ther-
mischen Massen von Synchron- und Innenring verhaltnismagig klein sind, wird die gesamte
Reibarbeit der inneren Reibflache (Rf3) vom Schaltrad aufgenommen. Gerade bei hohen
Energieeintragen und hohen Reibleistungen fuhrt das Schaltrad die Warme schneller ab als
die dinnen Blechringe.
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Bild 8.7: Einfluss der Beanspruchungen auf die maximalen Reibflachentemperaturen wahrend Ein-
zelschaltungen, EK72/DK73/TK73, 2D; 3¢ = 80 °C

8.3 Validierung der 2D-Simulationen mit Temperaturmessungen an der DK70

Validierung und Verifikation eines Simulationsmodells sind entscheidend, um nachzuweisen,
dass das Simulationsmodell korrekt ist und die Realitat gut abbildet. Die Ergebnisse werden
bereits in [Sto22] vorveréffentlicht und werden hier zusammenfassend wiedergegeben. Die
Verifizierung des Simulationsmodells wird in Abschnitt 8.2.2 vorgestellt. Zur Validierung wer-
den fir die DK70 Temperaturmessungen an vier Positionen am Umfang des Zwischenrings
durchgeflhrt und mit thermo-mechanischen 2D-Simulationen abgeglichen. Details zum Ver-
suchsaufbau und den Messungen sind in Abschnitt 4.3 und 6.2.2 beschrieben. Die Versuche
werden bei einer mittleren spezifischen Reibleistung von dmit = 30 mW/mm?2, einer Oleinspritz-
temperatur von 9s = 80 °C und einem Olvolumenstrom ve = 5 I/min durchgefiihrt.

Wie im Stand der Technik ausfihrlich dargelegt, kdnnen lokal auftretende maximale Reibfla-
chentemperaturen nicht einfach gemessen werden. Daher wird zur Validierung der Simulation
die Massentemperatur des Zwischenrings (Temperatur in Ringmitte) bestimmt und mit der Si-
mulation verglichen. Die gemessenen Temperaturverldufe entsprechen dem gemittelten Tem-
peraturverlauf 9sm (sm: Sensor Mittelwert, Messung, Definition in Abschnitt 6.2.2) der vier um
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90° am Umfang verteilten Temperatursensoren. In der Simulation wird der Temperaturverlauf
an der Sensorposition Uber eine Mittelung der Knotentemperaturen in Zwischenringmitte Jsp
(sp: Sensor Position, Simulation) abgebildet, siehe Bild 8.1.

Es wird das Simulationsmodell der DK70 aus Abschnitt 8.2.1 verwendet. Fur den Abgleich mit
der Messung werden allerdings folgende Punkte angepasst. Jede Laststufe im Versuch wird
so lange gefahren, bis sich eine konstante Starttemperatur einstellt. Diese Starttemperatur ist
héher als die Starttemperatur in den Simulationen aus Abschnitt 8.2 (9¢ = 80 °C), da die Mas-
sentemperatur des Zwischenrings iber mehrere Schaltungen uber die Oleinspritztemperatur
steigt, siehe auch Abschnitt 6.2.2. In den Simulationen werden daher als Eingangsgrofen die
in Prifstandversuchen gemessenen Werte von Starttemperatur, mittlere Axialkraft, Ausgangs-
drehzahl, Massentragheit und mittlere Reibungszahl verwendet.

Der Abgleich Messung und Simulation ist detailliert bei Stockinger et al. [Sto22] beschrieben.
Nachfolgend werden die wichtigsten Ergebnisse zusammengefasst.

8.3.1 Vergleich von Messung und Simulation

Bild 8.8 vergleicht fur LS1 (links) und LS9 (rechts) die Verlaufe von Axialkraft Fa, Reibungs-
zahl y, Drehzahl n und gemittelter Temperatur am Sensor 9sm (Messung, kurz: Mess) bzw. an
der Sensorposition Jsp (Simulation, kurz: Sim). Die Verlaufe von Messung und Simulation wer-
den anhand der Axialkraft zueinander ausgerichtet. Dabei wird der Zeitpunkt, an dem die Axi-
alkraft Fa = 150 N Uberschreitet, gleichgesetzt und die restlichen Kurven entsprechend zeitlich
verschoben. Die in der Simulation vereinfachte Annahme eines linearen Kraftanstiegs der an-
schliellend bis Schaltungsende konstant bleibt, sowie einer konstanten Reibungszahl bilden
die Realitat hier ausreichend genau ab. Die maximalen Temperaturen am Sensor von Mes-
sung und Simulation stimmen in beiden Laststufen bereits gut Gberein. In LS1 sind die simu-
lierten Temperaturen im Vergleich zu den gemessenen Temperaturen an der Sensorposition
um 8,9 K, bei LS9 um 10,7 K hdher, bei langen Rutschzeiten sind die Abweichungen noch
groRer (z. B. 20,6 K in LS7), siehe auch Bild 8.9.
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Bild 8.8: Vergleich Messung und Simulation einer Schaltung auf LS1-DK70 (links) und LS9-DK70
(rechts); Belastungen gemafl Anhang Tabelle A.17 nach [Sto22]
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Auch bei Mileti et al. und Spreckels [Mil18, Spr01] liegen die maximalen Temperaturen der
Simulationen Uber denen der Messung. In allen Laststufen sind die gemessenen Temperatur-
anstiege langsamer als die simulierten. Zudem sind die Rutschzeiten in der Simulation ten-
denziell langer als in der Messung. Spreckels [Spr01] stellt auch bei seinen Messungen Un-
terschiede zwischen Messung und Simulation fest und fuhrt dazu folgende Grinde an:

Schlechter Kontakt zwischen Sensor und Bauteil
Fertigungsabweichung der Bohrungen

Falsche Annahme thermischer Materialeigenschaften der Bauteile
Mittelwertbildung durch raumliche Ausdehnung der Messstellen

Um Unterschiede zwischen Messung und Simulation zu erklaren bzw. das Simulationsmodell
weiter verbessern zu kdnnen, werden verschiedene Einflussgréfien untersucht. Ein schlechter
Kontakt zwischen Sensor und Bauteil wird ausgeschlossen, da eine spezielle Warmeleitpaste
verwendet wird, bei der die Warmeleitfahigkeit Uber der des Zwischenringmaterials liegt und
die Sensoren mit Epoxidharz an ihrer Position fixiert werden. Dass die raumliche Ausdehnung
zur Mittelwertbildung fihrt, wird beim Vergleich berlcksichtigt und die Temperatur Gber meh-
rere Knoten aus der Simulation gemittelt. Die thermischen Materialeigenschaften werden ent-
sprechend Literaturwerten bzw. Herstellerangaben gewahlt und kénnen daher als valide an-
gesehen werden.

Die zeitliche Verzdgerung des Temperaturanstiegs zwischen Simulation und Messung be-
obachten auch [Kin99, Mil18, Spr01] und kann auf die Tragheit des Thermoelements zurtick-
gefuhrt werden. Simulativ wird der Einfluss unterschiedlicher Zeitkonstanten des Thermoele-
ments auf den Maximalwert und den Verlauf der Temperatur untersucht, siehe [Sto22]. Das
Ubertragungsverhalten des Thermoelements wird gemaR Bernhard [Ber14] als PT2-Glied mo-
delliert und es werden sowohl Zeitkonstanten aus der Literatur als auch experimentell ermit-
telte Zeitkonstanten betrachtet. Fir NiCr-Ni Sensoren (Durchmesser: 0,5 mm) mit Ublichen
Zeitkonstanten von etwa 1 = 0,033...0,055 s [Sto22], [Kle09] unterscheiden sich die maxima-
len Sensortemperaturen in LS9 um 2,5 K. Diese Untersuchungen bestatigen, dass die gewahl-
ten Sensoren geeignet sind, um die Temperaturgradienten im Zwischenring zu erfassen. Die
hier beobachteten Unterschiede der maximalen Sensortemperaturen von Messung und Simu-
lation sind somit ursachlich auf andere Effekte zurickzufuhren.

Auch die Position der Temperatursensoren im Zwischenring, sieche DK70 in Bild 8.1, wird als
Einflussfaktor auf die Unterschiede zwischen Messung und Simulation gesehen. Aufgrund der
geringen Dicke des Zwischenrings und der Herausforderung, die Bohrungen mittig und parallel
zur Reibflache zu positionieren, wird der Einfluss von Fertigungsabweichungen auf die maxi-
male Reibflachentemperatur simulativ untersucht. Dazu wird die Position, an der die Tempe-
raturen in der Simulation ausgewertet wird, variiert, d. h. um 0,2/0,4/0,8 mm nach oben/unten
(radiale Richtung) und links/rechts (axiale Richtung) verschoben. Die maximalen Temperatu-
ren an der Sensorposition unterscheiden sich um weniger als 1 K, wenn die Sensorposition in
radialer Richtung um 0,4 mm nach oben/unten verschoben wird. Bei einer um 0,4 mm lange-
ren bzw. kurzeren Bohrtiefe (axiale Richtung) verandern sich die maximalen Temperaturen an
der Sensorposition um ca. + 3 K. Die Verschiebung des Sensors in Richtung groRer Kegel-
durchmesser (axiale Richtung) beeinflusst die maximalen Sensortemperaturen am starksten.
Bei einer Verschiebung um 0,8 mm sinkt die maximale Reibflachentemperatur in LS9 um ca.
6,5 K. Diese Verschiebung ist auch in der Praxis am wahrscheinlichsten, da sie ein Heraus-
rutschen des Sensors abbildet. In der Realitat fuhrt ein lockerer Sensor jedoch zu gréRReren



82 Simulation des thermischen Haushalts

Abweichungen. Bei NiCr-Ni Thermoelementen wird die Temperatur an der Spitze des Ther-
moelements gemessen. Verrutscht der Sensor im Bohrloch, verliert er den axialen Kontakt
zum Zwischenring, was den Warmeubergang von Bauteil zu Sensor verschlechtert und sich
somit in niedrigeren Temperaturhiiben auf3ert.

Die Verlaufe von Axialkraft und Reibungszahl stimmen bei Messung und Simulation ebenfalls
nicht exakt Gberein, da in der Simulation Axialkraftschwankungen nicht beriicksichtigt werden,
sondern lediglich mit konstanten mittleren Werten gerechnet wird, siehe Bild 8.8. Gerade fur
lange Rutschzeiten (- <1 s) steigt die Axialkraft bzw. die Reibungszahl teilweise Uber der
Schaltungszeit leicht an. In Simulationen wird auch dieser Einfluss stichprobenartig untersucht
und die Verlaufe von Axialkraft und Reibungszahl ber stiickweise lineare Abschnitte detail-
lierter modelliert. Dies filhrte zu einer verbesserten Ubereinstimmung des Temperaturanstiegs
zwischen Messung und Simulation, die maximalen Reibflachentemperaturen anderten sich je-
doch um weniger als 0,1 K (beispielsweise in LS2-DK70 bei p = 2 N/mm?). Die grofite Veran-
derung ist bei der Rutschzeit zu beobachten. Bei allen Schaltungen, vergleiche auch LS1/LS9
aus Bild 8.8, unterscheiden sich die Rutschzeiten zwischen Simulation und Messung. Die
Rutschzeit in der Simulation istimmer l&nger als die der Messung. Dies deutet darauf hin, dass
am Prifstand Energie aus dem System entnommen wird, die nicht auf den Reibflachen der
Synchronisierung in Warme umgesetzt wird. Dies wird ausflhrlich im nachsten Abschnitt un-
tersucht.

8.3.2 Optimierung der Simulation und Einfluss der Olkiihlung

In der Simulation wird die gesamte rotatorische Energie auf den Reibflachen in Warme umge-
wandelt. Im Versuch tritt jedoch auch im Kontakt zwischen Gleitsteinen und Schiebemuffe Rei-
bung auf, die beim Schalten auf die A-Seite des Prifstands dazu flhrt, dass ein Teil der Ener-
gie auch in diesem Kontakt umgesetzt wird. In der Literatur werden die Einflisse der Gleit-
steine meist nicht berticksichtigt, da haufig gro3e Synchronisierungen untersucht werden, bei
denen der Anteil der Gleitsteinreibung im Vergleich zum Gesamtmoment vernachlassigbar ist.
Haufig werden auch nur sehr niedrige Belastungen untersucht. Da hier bei allen Simulationen
die Rutschzeit Ianger war als bei den Messungen, wird die rotatorische Energie in der Simula-
tion um den Anteil reduziert, der in den Gleitsteinen umgesetzt wird. Dieser Anteil wird bei
einer Reibungszahl zwischen Gleitstein und Schiebemuffe von 0,02...0,04 berechnet und die
zu synchronisierende Massentragheit entsprechend reduziert. Die Reibungszahl an den Plan-
flachen wird halb so grof3 wie die an den Gleitsteinen gewahlt. Die Gleitsteinreibung wird flr
jede Laststufe so lange angepasst, bis die Verlaufe der Drehzahl von Simulation und Messung
deckungsgleich waren. Dadurch konnte die Korrelation von gemessenem und simuliertem
Temperaturverlauf signifikant verbessert werden, siehe Bild 8.9 (links). Spreckels [Spr01]
nimmt in seinen Simulationen fur die Gleitsteinreibung 10 % des Kegelreibmoments an. Diese
Werte sind allerdings hoher als in dieser Arbeit.

Die rote durchgezogene Linie (Mess) in Bild 8.9 (links) stellt den Temperaturverlauf aus dem
Versuch dar, die gepunktete Linie (Sim) den Verlauf aus der Simulation ohne Berucksichtigung
der Gleitsteinreibung und die strichpunktierte Linie (Simreibung(c)) den Verlauf aus der Simula-
tion, bei der die Gleitsteinreibung berlcksichtigt wird. Unter Berlcksichtigung der Gleitstein-
reibung reduzieren sich die Unterschiede der Temperaturmaxima in LS7 zwischen Messung
und Simulation von 20,6 K auf 11,4 K. Um die bestehenden Unterschiede erklaren zu kbnnen,
wird eine haufig getroffene Annahme Uberprift. Meist wird die Kihlung wahrend einer Schal-
tung vernachlassigt [Acu16a, Hag15a, Mil18]. Um diese Annahme zu untersuchen, werden am
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Prifstand Versuche ohne Bedlung durchgefuhrt. Dazu wird wie folgt vorgegangen: Nach meh-
reren Schaltungen mit Bedlung, bis sich eine konstante Zwischenringtemperatur eingestellt
hat, wird die Olzufuhr abgestellt und eine einzelne Schaltung ohne Olzufuhr durchgefiihrt. An-
schlieltend wird die Bedlung wieder gestartet und die Synchronisierung rickgekuhlt. Vor der
nachsten Schaltung wird der Olvolumenstrom erneut gestoppt. Dieses Vorgehen wird mehr-
mals wiederholt bis sich eine konstante maximale Reibflachentemperatur eingestellt hat. Die
Zykluszeit aus den Versuchen mit Olvolumenstrom wird auch bei den Schaltungen ohne Ol-
volumenstrom in etwa konstant gehalten. Die Ergebnisse dieser Versuche sind in Bild 8.9
(rechts) dargestellt. Im Vergleich zum Temperaturverlauf aus dem Versuch ohne Kiihldl liegen
die Abweichungen der maximalen Temperatur am Sensor lediglich bei 13,4 K (ohne Bertick-
sichtigung der Gleitsteinreibung) und bei 4,4 K (mit Gleitsteinreibung). Der Temperaturhub
ohne Olkiihlung ist dementsprechend gréRer als mit Olkiihlung. Eine Abweichung im Tempe-
raturhub von lediglich 4,4 K bei einem Temperaturhub von ca. 140 K stellt im Rahmen der
Messgenauigkeit von £1,8 K (vgl. Tabelle 4.3) eine exzellente Ubereinstimmung von Messung
und Simulation dar.
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Bild 8.9: Vergleich Messung und Simulation einer Schaltung auf LS7-DK70, Belastungen gemafn
Anhang Tabelle A.17; mit (links) und ohne (rechts) Kihlélvolumenstrom; Sim. (ohne Gleit-
steinreibung), Simreibung(al) (Mit Gleitsteinreibung) nach [Sto22]

Um den Einfluss auch fur eine weitere Laststufe zu untersuchen, wird das gleiche Vorgehen
fur LS3 durchgefihrt. Im Gegensatz zu LS7, bei der die Rutschzeit etwa 1,2 s betragt, wird im
Vergleich eine Schaltung mit kiirzerer Rutschzeit (LS3, Rutschzeit 0,5 s) untersucht. Auch in
LS3 konnte die Ubereinstimmung von Messung und Simulation verbessert werden. Der Tem-
peraturhub am Sensor Ad zwischen Schaltung mit/ohne Ol ist jedoch deutlich niedriger, siehe
Bild 8.10. Auch Schneider et al. [Sch19] zeigen bei nasslaufenden Lamellenkupplungen, dass
bei langen Rutschzeiten die Olkiihlung berlicksichtigt werden muss.

Werden Synchronisierungen bei niedrigeren Belastungen betrieben, sind die Rutschzeiten
meist klein (t < 0,7 s) und die Olkiihlung wirkt sich nur wenig auf die maximalen Reibflachen-
temperaturen aus. Gerade bei hohen Energieeintragen und langen Rutschzeiten beeinflusst
die Olkiihlung die maximale Reibflachentemperatur jedoch deutlich. Diese Ergebnisse sind
nicht direkt auf das Fahrzeug Ubertragbar, da bei Versuchen an Komponentenprifstanden die
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Schalthaufigkeit im Vergleich zum Fahrzeuggetriebe signifikant héher ist und dementspre-
chend auch der Kihlélvolumenstrom deutlich héher gewahlt wird. Nur so kdnnen Lebensdau-
eruntersuchungen am Prifstand zeiteffizient durchgefiihrt werden.

Die Simulationen werden schlie8lich fur alle Laststufen unter Bertcksichtigung der Gleitstein-
reibung erneut durchgeflihrt und der Temperaturhub aus Simulation und Messung gegenuber-
gestellt, siehe Bild 8.10. In den Laststufen LS0...3 stimmen gemessener und simulierter Tem-
peraturhub Uberein. Bei sehr hohen Belastungen (LS7...9) und langeren Rutschzeiten sind die
Unterschiede zwischen Messung und Simulation etwas gréfier.

Hier zeigt sich der Einfluss der Olkiihlung
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8.4 3D thermo-mechanische Simulation

Die Geometrie der hier untersuchten Synchronringe ist nicht rotationssymmetrisch. Auswir-
kungen auf Pressungs- und Temperaturverteilung bei nicht rotationssymmetrischer Geometrie
kénnen anhand von 2D-Simulationen somit nicht bewertet werden. Fir die EK72 und die DK73
wird daher das 2D-Modell auf 3D erweitert, um den Einfluss der Umfangsasymmetrie zu ana-
lysieren und zu untersuchen, wie gut eine 2D-Simulation den thermischen Haushalt abbildet.

8.4.1 Geometrie, Varianten, Randbedingungen und Vereinfachungen

Sowohl fir die EK72 als auch fiir die DK73 werden unterschiedliche Varianten betrachtet, um
den Einfluss der Geometrie auf den thermischen Haushalt zu ermitteln. Bei der Modellierung
wird die abschnittsweise vorliegende Symmetrie der Bauteile ausgenutzt, sodass es bei den
hier verwendeten Randbedingungen ausreicht, einen 60° Ausschnitt zu modellieren. Dazu
werden die Ringe in der Mitte der Verzahnung und in der Mitte der Indexlaschen geteilt, ver-
gleiche Bild 4.1, und an den entstehenden Schnittflachen Symmetrie-Randbedingungen ein-
geflgt, siehe Tabelle 8.3. Axial wird der Verschiebungsfreiheitsgrad des Schaltrads gesperrt.
Der Rechenaufwand wird durch die Vernachlassigung des Energieeintrags auf der Planflache
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der DK73 reduziert. Die maximalen Reibflachentemperaturen werden dadurch nicht maf3geb-
lich beeinflusst, sieche Anhang Abschnitt A.7.1.

Bei der EK72 wird das Schaltrad nur vereinfacht modelliert, um die Rechenzeit zu reduzieren.
Wahrend bei der 2D-Simulation (Bild 8.1) die Form des Schaltrads nachmodelliert wird, wird
in der 3D-Simulation eine vereinfachte Geometrie verwendet, siehe Tabelle 8.3. Der Einfluss
auf die maximale Reibflachentemperatur der 2D-Variante aus Bild 8.1 und einem reduzierten
2D-Modell belauft sich bei der 2D-Simulation auf ca. 1 Kiin LS7 bzw. LS9. Diese Abweichung
ist akzeptabel, um die Komplexitdt des 3D-Modells zu reduzieren.

Die Vereinfachungen der 2D-Simulation, siehe Abschnitt 8.2.1, gelten bis auf die Annahme
der Rotationssymmetrie auch fir die 3D-Simulation. Zudem wird der Einfluss von Querkraften
nicht berlcksichtigt. Die Bauteile werden lediglich mit Axialkraft beaufschlagt. Drehmoment-
einleitung Uber die Verzahnung bzw. Indexlaschen werden nicht modelliert. Die Einfliisse wer-
den ausfuhrlich von Erdmann [Erd08] untersucht. Fir eine detailliertere Modellierung wirde
ein Vollmodell bendétigt, das bei der hier verwendeten Vernetzung den Rechenaufwand deut-
lich erhdhen wirde.
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Tabelle 8.3: Randbedingungen EK72 (links) und DK73 (rechts) Var3 ; Vernetzung und Randbedingun-
gen (c) ¢ink = 0,25°; Elementlange am Reibbelag h = 0,20 mm

Wie aufgrund der Asymmetrie der Bauteile zu erwarten, unterscheidet sich bei den nicht rota-
tionssymmetrischen 3D-Modellen die Pressungsverteilung tGber dem Umfang. An Orten hoher
Pressung verstarkt sich der Effekt und es treten lokal hohe Reibflachentemperaturen auf. Da
sich in der Simulation Reibflache und Gegenreibflache nicht zueinander bewegen, verstarken
sich Pressungsungleichférmigkeiten weiter. Wahrend einer Schaltung im realen Betrieb rotie-
ren die in Kontakt stehenden Bauteile einer Reibflache mit unterschiedlichen Drehzahlen. Be-
reiche, die sich lokal stark erwarmt haben, kommen mit Bereichen in Kontakt, die weniger stark
belastet werden. Um der in Umfangsrichtung sich kontinuierlich andernden Ausrichtung der
Teile zueinander Rechnung zu tragen, wird die Warmeleitfahigkeit der Stahlkérper in Umfangs-
richtung deutlich groRer gewahlt als in axialer und radialer Richtung. Dies soll beispielsweise
die Rotation der Stahlkonus relativ zum Synchronring bei der EK72 bzw. die Rotation des
Zwischenrings relativ zu Synchron- und Innenring der DK73 abbilden. Bereits Erdmann [Erd08]
verwendetet diesen Ansatz bei seinen 3D-Simulationen und wahlt die Warmeleitfahigkeit in
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Umfangsrichtung um ,mehrere Zehnerpotenzen® groRer als in axialer und radialer Richtung.
Er beschreibt, dass die Temperaturausbreitungsgeschwindigkeit entsprechend der mittleren
Gleitgeschwindigkeit gewahlt wird. Es sind jedoch weder Zahlenwerte noch eine Herleitung
angegeben.

Um einen Wert fir die erhdhte Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung zu erhalten, wird der
Ansatz der Blockkapazitat von Polifke [Pol09] verwendet. Fiir ein Element auf der Gegenreib-
flache wird der Warmeulbergangswiderstand durch den Warmeleitwiderstand (in Umfangsrich-
tung) ersetzt. Es wird angenommen, dass es innerhalb eines Zeitschritts (Tin = 0,01 s) zu ei-
nem 63 %-igen Temperaturausgleich [Pol09] der Uberstrichenen Elemente kommt. Die Warme
kann innerhalb dieses kurzen Zeitschritts nur in Umfangsrichtung flie3en. Bei mittleren Dreh-
zahlen von 1.000 min™' entspricht dies einer 14.000-fachen Erhéhung der Warmeleitfahigkeit
in Umfangsrichtung im Vergleich zu Ast = 43,5 W/(mK), siehe Tabelle 8.1. Da es sich hierbei
um eine grobe Abschatzung handelt, wird der Einfluss dieser Erhéhung flir LS9 sowohl fir die
EK72 als auch die DK73 untersucht. Wird die Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung um den
Faktor vier (Erhdhung der Warmeleitfahigkeit um das 3.500-fache anstatt das 14.000-fache)
kleiner gewanhlt, steigt bei der EK72 die maximale Reibflachentemperatur in LS9 um ca. 3 K|
bei einer viermal so grofien Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung (56.000-fache), sinkt die
maximale Reibflachentemperatur um 2 K. Der Einfluss ist bei der DK73 in LS9 niedriger. Ein
viermal kleinere bzw. viermal groRere Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung (Erhéhung der
Warmeleitfahigkeit um das 3.500-fache bzw. 56.000-fache anstatt das 14.000-fache) erhoht
bzw. senkt bei der DK73 die maximale Reibflachentemperatur um ca. 1 K. Sowohl bei der
EK72 als auch bei der DK73 beeinflusst die Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung die maxi-
malen Reibflachentemperaturen nicht maRRgeblich, sofern sie deutlich héher gewahlt wird als
in axialer und radialer Richtung. Wird im Vergleich dazu bei beiden Synchrobauformen die
Warmeleitfahigkeit der Stahlbauteile in allen Richtungen gleich gewahlt (Ast = 43,5 W/(mK)),
wie in Tabelle 8.1, so steigt die maximale Reibflachentemperatur bei der EK72 um ca. 80 K
und bei der DK73 um 75 K. Auch im Abgleich mit den 2D-Simulationen sind diese Werte un-
realistisch hoch.

Fir die EK72 und die DK73 werden unterschiedliche Geometrievarianten untersucht, um den
Einfluss der Geometrie der Ringe auf die Temperaturverteilung zu ermitteln, siehe Tabelle 8.4
und Tabelle 8.5.

Var1-3D Var2-3D Var3-3D

-

Tabelle 8.4: Geometrievarianten der 3D-Simulation EK72

Zunachst werden die Ergebnisse eines rotationssymmetrischen 3D-Modells (Var1) mit denen
des 2D-Modells verglichen. Dabei wird kein 60° Ausschnitt simuliert, sondern lediglich ein 10°
Modell verwendet, um Rechenzeit zu sparen. Die Simulation eines rotationssymmetrischen
60° Modells zeigt, dass die maximale Reibflachentemperatur durch die Modellreduktion auf
einen 10° Ausschnitt nicht beeinflusst wird.
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Var1a-3D Var1b-3D Var2a-3D Var2b-3D Var3-3D

L
&

Tabelle 8.5: Geometrievarianten der 3D-Simulation DK73

Bei der DK73 Var1 existieren eine Option mit kurzer Verstarkungslasche (a) und mit langer
Verstarkungslasche (b). Var1a und Var1b entsprechen den Schnitten durch die 3D-Geometrie
von Var3 an unterschiedlichen Positionen am Umfang (vergleiche auch 2D-Varianten der
DK73 in Abschnitt 8.2.1). Var2 unterscheidet sich von Var1 durch die nicht Giber den gesamten
Umfang verlaufende Verzahnung. Fur die DK73 wird zudem zwischen einer Variante mit
(Var2b) und ohne Verstarkungslasche am kleinen Kegeldurchmesser (Var2a) unterschieden.
Der Einfluss der Indexlaschen wird anhand eines Vergleichs von Var2 und Var3 durchgefihrt.
Var3 entspricht der Variante, die der komplexen Geometrie der Synchronringe in der Realitat
am ahnlichsten ist.

Die Ergebnisse der Variation der Ringgeometrie werden in Abschnitt 9.2.1 vorgestellt.

8.4.2 Vernetzung, Konvergenzanalyse und Abgleich mit 2D-Simulation

Aufgrund der deutlich héheren Knotenzahl kann das Netz der 3D-Modelle nicht so fein gewahlt
werden wie das der 2D-Simulationen. Zudem ist bei 3D-Simulation die Diskretisierung in axi-
aler und in Umfangsrichtung entscheidend. Die Konvergenzanalyse wird aufwendiger, da zwei
Freiheitsgrade variiert werden mussen. Bei einer freien Vernetzung kann eine ungleichmafige
Netzstruktur am Rand die Ergebnisse verfalschen. Um dieses Problem zu vermeiden, wird zur
Netzerzeugung die Methode ,Sweepen® verwendet. Dabei missen die Korper so aufgeteilt
werden, dass die Querschnitte am Anfang und Ende der Geometrie gleich sind. Nur so kann
das zunachst auf einer Flache erzeugte Netz strukturiert durch den gesamten Korper extrudiert
werden. Da die Berechnung und Aufbringung der Warmestromdichte auf die Kontaktelemente
in der thermischen Simulation fir jedes Element einzeln erfolgt, ist es entscheidend, dass die
Elemente der Reibflache regelmalig vernetzt und angeordnet sind.

Um die 3D-Simulationsmodelle zu verifizieren, wird zunachst fur die Einfachkonus-Synchroni-
sierung ein rotationssymmetrisches 3D-Modell erzeugt (Var1, 10° Ausschnitt) und mit dem 2D-
Modell abgeglichen. Die zeitliche Unterteilung einer Schaltung in Zeitschritte Tink wird entspre-
chend der Erkenntnisse aus der 2D-Simulation zu Ti = 0,01 s gewahlt. Bei gleicher Element-
lange auf der Reibflache und ausreichend feiner Diskretisierung in Umfangsrichtung unter-
scheiden sich die maximalen Reibflachentemperaturen des 2D- und des 3D-Modells (Var1) in
LS9 um ca. 2 K. In Umfangsrichtung werden die Synchronsets in den Winkeln ¢ink = 1°, 0,5°,
0,25°, 0,125° unterteilt. In axialer Richtung wird die Elementlange h am Reibbelag, wie bereits
bei der 2D-Simulation vom grébsten zum feinsten Netz um den Faktor 10 verfeinert. Wie be-
reits bei der 2D-Simulation, werden lineare Elemente verwendet. Elemente mit quadratischem
Ansatz ergaben in Voruntersuchungen unplausible Temperaturverteilungen. Bild 8.11 zeigt
das Konvergenzverhalten der 2D-Simulation und das der 3D-Simulation bei gleicher Vernet-
zung (Var1-3D, EK72).
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Moglicherweise kann die Divergenz der maximalen Reibflachentemperatur fur ¢in = 0,5° auf
eine unzureichende Diskretisierung in Umfangsrichtung zurlckgefuhrt werden. Bei einer zu
groben Diskretisierung in Umfangsrichtung beobachtet Erdmann [Erd08] einen Polygoneffekt,
d. h. die Rundheit der Kérper wird nicht korrekt abgebildet.

Als Kompromiss zwischen Rechenzeit und Genauigkeit wird fir Parametervariationen eine
Elementlange h = 0,2 mm verwendet und die Diskretisierung in Umfangsrichtung ¢in = 0,25°
gewahlt, siehe rote Markierung in Bild 8.11. Eine weitere Reduktion der Elementlange h bei
¢ink = 0,25° fuhrt im untersuchten Bereich zu keiner hdheren Reibflachentemperatur. Bei einer
feineren Diskretisierung in Umfangsrichtung (z. B. ¢ink = 0,125°) im Vergleich zu i = 0,25°
erhoht sich die Rechenzeit (bei h = 0,2 mm) um den Faktor 2,5.

Eine extreme Netzverfeinerung in axialer 275
Richtung verandert daher bei zu grober Dis-

kretisierung in Umfangsrichtung die maxima- 265 |

len Reibflachentemperaturen nicht. Auch 255 |

wenn mit Elementlange h=0,1 mm und 245

¢in = 0,125° die Reibflachentemperaturen , 235 |

5 K héher sind, ist fiir vergleichende Bewer- ¢ _—

tungen die Vernetzung von h =0,2 mm und é

dink = 0,25° ausreichend fein gewahlt und = 2157

wird in den nachfolgenden Simulationen ver- 205 .
det o |= % —3D (2, =0,50%)

wenaet. 195 F----- Y L _ o

—6—3D (¢, =0,25°)
Auch flr die 3D-Simulation stimmt die in der 185 _____ ______ —.g--3D (8, =0125) |

Schaltung umzusetzende rotatorische Ener-
gie mit der Erhéhung der inneren Energie
nach der Schaltung Uberein. Die Unter-
schiede liegen bei unter 1 %. Im Anhang (Ab-
schnitt A.7.3) sind zusatzlich die Ergebnisse Bild 8.11: Konvergenzanalyse LS9-EK72 2D und
der Konvergenzanalyse der komplexen Geo- 3D rotationssymmetrisch (Var1-3D),
metrie der EK72 (Var3) und die Ergebnisse Tk =0,01's

der Konvergenzanalyse der DK73 aufgeftihrt.

Fir die Simulationen konnte Konvergenz nachgewiesen werden.

175

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
h™'in 1/mm

8.4.3 Pressungs- und Temperaturverteilung — Einfluss der Beanspruchungen

In diesem Abschnitt wird die Auswertung der 3D-Simulationen von EK72 und DK73 vorgestellt.
Zudem wird auf die Unterschiede zwischen Einfach- und Doppelkonus-Synchronisierung ein-
gegangen. Bild 8.12 zeigt schematisch die Temperaturverteilung auf der Reibflache der EK72
und der DK73, um die Orientierung der nachfolgenden Bilder zu erklaren.

Der grole Kegeldurchmesser liegt bei der Axialposition z = 0 mm, der kleine Kegeldurchmes-
ser bei z = 8 mm (EK72) bzw. 7,2 mm (DK73). Die Umfangsrichtung erstreckt sich von ¢ = 0°
(Bereich unterhalb der Verzahnung) bis ¢ = 60° Position der Indexlasche. Im weiteren Verlauf
der Arbeit werden jeweils die Temperatur- und Pressungsverteilungen auf dem Reibbelag dar-
gestellt.

Vereinfachend ist bei der DK73 die Pressungsverteilung der duReren Reibflache (Rf1) vom
Reibbelag des Zwischenrings aufden auf den Synchronring projiziert. Da auf der auf3eren Reib-
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flache der Zwischenring Gber den Synchronring hinaussteht und am grofen Kegeldurchmes-
ser des Synchronrings ein Radius ist, kommen Reibbelag und Zwischenring erst ab
z =1,5 mm in Kontakt.

Im Gegensatz zur EKT2 DK73
2D-Simulation kann
die Pressungs- und
Temperaturvertei-

lung der gesamten
Reibflache nicht ort-
lich und zeitlich in ei-
nem Bild dargestellt
werden. Daher wer-
den  verschiedene
Ansichten gewahlt,

um Einflussfaktoren Bild 8.12: Schematische Darstellung der Temperaturverteilung auf den
aus den Parameter- Reibflachen der Synchronisierungen EK72 und DK73; Verzah-

L ) nung wird bei 3D-Simulationen nicht modelliert, nach [Tai17]
variationen abbilden

zu kénnen. Dies wird exemplarisch fur die EK72 erlautert.

Bild 8.13 (links) zeigt die abgewickelte Pressungs- (oben) und Temperaturverteilung (unten)
in Zeitschritt 31 (0,31 s), an dem die maximale Reibflachentemperatur in der Simulation auftritt.
Die hoéchsten Pressungen bzw. Temperaturen treten am grof3en Kegeldurchmesser im Bereich
unterhalb der Verzahnung auf. Aufgrund der hohen Warmeleitfahigkeit in Umfangsrichtung
sind die Temperaturunterschiede in Umfangsrichtung weniger deutlich ausgepragt als die Un-
terschiede der Pressung. Die maximalen Pressungen bzw. Temperaturen sind fir den jeweili-
gen Zeitschritt am unteren Bildrand angegeben. Im Bereich der Indexlasche verlagert sich die
Pressung in Richtung kleiner Kegeldurchmesser.

Die beiden Bilder in der Mitte bzw. rechts (Bild 8.13, oben) zeigen die Pressungsverteilung an
der Umfangsposition 0° (unter der Verzahnung) bzw. 60° im Bereich der Indexlasche, aufge-
tragen Uber der Schaltzeit. Diese Darstellung ist flr die Gegeniberstellung der Ergebnisse der
2D- bzw. 3D-Simulation geeignet, da so ein direkter Vergleich mit der rotationssymmetrischen
Variante mdglich ist. Die Temperaturunterschiede Uber der Schaltzeit (Bild 8.13 Mitte bzw.
rechts, unten) in Umfangsrichtung sind weniger stark ausgepragt als die Pressungsunter-
schiede. Die Pressungsverteilung dagegen ist im Bereich der Lasche (60°) gleichmafiger und
die maximalen Pressungen sind niedriger. Die maximalen Pressungen- bzw. Temperaturen
wahrend der gesamten Schaltzeit an den Umfangspositionen 0° bzw. 60° sind jeweils am un-
teren Bildrand angegeben.
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Bild 8.13: Pressungs- (oben) und Temperaturverteilung (unten) auf der Reibflache (Rf1), EK72-LS9
(p=4,0 NNmm?, vg=8,1m/s, q=1,05J/mm?); 9o =80 °C, 3D; Links (6rtlich aufgelost,
Zeitschritt 31); Mitte (zeitlich aufgeldst, unterhalb der Verzahnung bei 0°); Rechts: (zeitlich
aufgel6st, unterhalb Indexlasche bei 60°); Var3-3D

Die Pressungs- und Temperaturverteilung auf der auf3eren (Rf1) und inneren (Rf2) Reibflache
der DK73 bei einer Schaltung in LS9 zeigen Bild 8.14 (Rf1) und Bild 8.15 (Rf2). Das Tempe-
raturmaximum tritt auf der duReren Reibflache (Rf1) nach 0,36 s auf. Sowohl auf der inneren
als auch auf der duReren Reibflache sind Pressungs- und Temperaturmaximum in Richtung
kleiner Kegeldurchmesser verschoben. Zu Schaltungsbeginn ist die Pressungsverteilung rela-
tiv gleichmaRig, verschiebt sich allerdings aufgrund der thermischen Dehnung der Bauteile in
Richtung kleiner Kegeldurchmesser, siehe Bild 8.14 (Mitte, oben). Gerade im Bereich der In-
dexlasche (¢ = 60° Umfangsposition) bildet sich ein deutliches Pressungsmaximum am klei-
nen Kegeldurchmesser aus. Die Pressung dort ist hdher als im Bereich unter der Verzahnung
bei ¢ = 0°. Das Pressungsmaximum tritt auf der auf3eren Reibflache nicht zu dem Zeitpunkt
auf an dem die maximale Reibflachentemperatur vorliegt, sondern erst gegen Ende der Schal-
tung.

Auf der inneren Reibflache (Rf2) Gberdecken sich Reibbelag und Gegenreibflache des Innen-
rings nahezu vollflachig. Lediglich am kleinen Kegeldurchmesser steht der Zwischenring ge-
ringfugig Uber den Innenring hinaus. Die stark zum kleinen Kegeldurchmesser verschobene
Pressungsverteilung von der aufReren Reibflache (Rf1), Bild 8.14, wirkt sich auch auf die Pres-
sungsverteilung der inneren Reibflache (Rf2) aus, Bild 8.15. So hebt im Zeitschritt, in dem die
maximale Reibflachentemperatur auftritt, der Reibbelag am grolien Kegeldurchmesser auf-
grund der Verformung ab. Sowohl die maximale Reibflachentemperaturen als auch die Pres-
sungen sind auf der inneren Reibflache niedriger als aufRen.
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Bild 8.14: Pressungs- (oben) und Temperaturverteilung (unten) auf der duf3eren Reibflache (Rf1) der
DK73-LS9 (p =4,2 N/mm?, vg =8,2m/s, q= 1,10 J/mm?), 9o = 80 °C, 3D; Links (6rtlich
aufgelost, Zeitschritt 36); Mitte (zeitlich aufgeldst, unterhalb der Verzahnung bei 0°);
Rechts: (zeitlich aufgeldst, unterhalb Indexlasche bei 60°); Var3-3D
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Bild 8.15: Pressungs- (oben) und Temperaturverteilung (unten) auf der inneren Reibflache (Rf2) der

DK73-LS9 (p =4,2 N/mm?, vg=8,2m/s, q=1,10 J/mm?), 3o = 80 °C, 3D; Links (6rtlich
aufgelost, Zeitschritt 36); Mitte (zeitlich aufgeldst, unterhalb der Verzahnung bei 0°);
Rechts: (zeitlich aufgelést, unterhalb Indexlasche bei 60°); Var3-3D
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Die maximalen Reibflachentemperaturen zwischen EK72 und DK73 unterscheiden sich nicht
so deutlich wie bei der 2D-Simulation. Die Reibflachentemperatur der EK72 ist auch bei der
3D-Simulation hoher als die der DK73. Trotzdem sind sowohl Pressungs- als auch Tempera-
turverteilung bei der DK73 gleichmaRiger als bei der EK72. Um die Unterschiede weiter zu
analysieren, wird die Pressungsverteilung Uber der gesamten Reibflache und wahrend der
gesamten Schaltung in Histogrammen dargestellt, siehe Bild 8.16. Dazu werden Klassen mit
einer Breite von 2 N/mm? erstellt und die relative Haufigkeit der Knotenpressungen aller Zeit-
schritte je Reibflache in die Klassen unterteilt. Bei der ersten Klasse ist die Klassenbreite auf
p = 0...0,1 N/mm?reduziert. Erdmann [Erd08] wertet die Ergebnisse der 3D-Simulationen dhn-
lich aus, wobei bei ihm die relative Haufigkeit des Flachenanteils an verschiedenen diskreten
Zeitschritten dargestellt wird. Die weiterentwickelte Darstellung in dieser Arbeit ermoglicht da-
bei, in einem Histogramm die gesamte Schaltung abzubilden. Riickschliisse, ob viele Ele-
mente eine kurze Zeit eine bestimmte Pressung aufweisen, oder wenig Elemente eine lange
Zeit, sind damit jedoch nicht moglich.

Bereiche des Reibbelags, die bauformbedingt nicht in Kontakt mit der Gegenreibflache stehen,
werden in der Auswertung ausgeschlossen. Bei der EK72 Uberdeckt der Reibbelag den Stahl-
konus komplett. In Bereichen, in denen die Pressung 0 N/mm? ist, hebt der Synchronring vom
Stahlkonus aufgrund der Verformung ab. Bei der DK73 werden die Bereiche am Zwischenring
aullen (Rf1), bei denen der Reibbelag tiber den Synchronring hinaussteht, in der Auswertung
ausgeklammert. Die Klasse p =0...0,1 N/mm? erfasst somit Bereiche des Reibbelags, die
wahrend der Schaltung aufgrund von thermischer Dehnung von der Gegenreibflache abheben.
Es zeigen sich deutliche Unterschiede zwischen EK72 und DK73. Auf der aul3eren Reibflache
ist die relative Haufigkeit der Klasse p = 0...0,1 N/mm? bei der DK73 (pmax,a) etwa halb so grofl}
wie bei der EK72 (pmax).

Dies bestatigt auch den
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Bild 8.16: Haufigkeitsverteilung der Pressung auf den Reibflachen von
EK72 und DK73 (LS9); Var3-3D
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Analog zur Auswertung der 2D-Simulationen werden fur die 3D-Simulationen die Laststufen
LS1...9 simuliert und die maximalen Reibflachentemperaturen ausgewertet. Bild 8.17 zeigt
den Einfluss der Belastungen auf die maximalen Reibflachentemperaturen der EK72 und der

DK73.

Die Einflisse der Last-
stufe auf die maximale
Reibflachentemperatu-

ren der 2D-Simulationen
werden von den 3D-Si-
mulationen bestatigt,
vergleiche dazu Bild 8.7
und Bild 8.17. Bei der
DK73 tritt die maximale
Reibflachentemperatur

in allen Laststufen auf
der auflieren Reibflache
auf. Zudem steigt so-
wohl bei der EK72 als
auch bei der DK73 bei
steigender Gleitge-
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Bild 8.17:
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Einfluss der Versuchsbedingungen auf die maximale Reibfla-

chentemperaturen EK72/DK73; Var3-3D; 9« = 80 °C

schwindigkeit (z.B. LS1...LS3) bzw. steigender Reibarbeit (z.B. LS3, LS6, LS9) die maximale
Reibflachentemperatur. In allen Laststufen sind die maximalen Reibflachentemperaturen bei
der EK72 hoher als bei der DK73, die Unterschiede sind jedoch kleiner als bei der 2D-Simula-
tion. Weitere Analysen und die Gegenuberstellung der Schadigung mit den Ergebnissen der
thermo-mechanischen Simulationen werden im folgenden Kapitel vorgestellt.
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9 Weiterflihrende Auswertungen und Optimierungsempfehlungen

9.1 Korrelation des Schadigungsverhaltens mit thermischem Haushalt

Um das Schadigungsverhalten mit dem thermischen Haushalt zu korrelieren, sind geeignete
Kennwerte zur Beschreibung der thermischen Belastung nétig, sowie Kennwerte, die das
Schadigungsverhalten des Reibsystems quantifizieren. Die Versuche haben gezeigt, dass das
Schadigungsverhalten gut Uber die Kennwerte Hmin.crad bZW. Wmincrager Charakterisiert werden
kann. Die thermische Belastung kann Uber die maximale Reibflachentemperatur [CamQ5,
Hag18b, Hen14, Mil18, Neu08, Spr01, Sto20] sowie das Temperatur Zeit-Integral [Acu16a,
Hen14] beschrieben werden. Storeffekte in der Simulation kédnnen unrealistisch hohe maxi-
male Reibflachentemperaturen ausweisen. Zu diesen Stéreffekten gehoéren beispielsweise
Kantentragen am Rand des Reibbelags, wo sich die maximale Pressung aufgrund des pres-
sungsabhangigen Energieeintrags weiter verstarkt. In Versuchen kénnen sich dagegen lokale
Pressungsspitzen durch Verschleil3 ausgleichen [Erd08].

Untersuchungen von Hensel [Hen14] zeigen, dass bei nasslaufenden Lamellenkupplungen mit
Papierreibelag neben der maximalen Reibflachentemperatur auch die Dauer, wahrend eine
bestimmte Temperaturgrenze 9gen, Uberschritten wird, die Schadigung mafigeblich beeinflus-
sen kann. Dies beschreibt er Uber den Kennwert Asrr, dem Temperatur-Zeitintegral Gber einer
bestimmten Grenztemperatur 9grenz. Um die Ubertragbarkeit auf Synchronisierungen zu tber-
prufen, wird in der Simulation nach der Schaltung eine konstante Warmeubergangszahl auf
allen Oberflachen angenommen, da fir die Bestimmung von Asgrs Abkihlkurven notwendig
sind. Die Warmelbergangszahlen werden dabei Gber den Abgleich von Messung und Simu-
lation der DK70 abgeschatzt. Dies stellt allerdings nur eine Naherung dar, da die genauen
Klhlverhaltnisse nicht direkt von der DK70 auf die anderen Bauformen Ubertragbar sind. Die
Grenztemperatur wird entsprechend den Erfahrungen von Hensel [Hen14] auf grenz = 125 °C
gesetzt. Aufgrund der sehr kurzen Rutschzeiten bei Synchronisierungen und der verhaltnis-
mafig schnellen Abkihlung, liefert der Kennwert As rs keine aussagekraftigen Ergebnisse, um
das Schadigungsverhalten von Synchronisierungen bei hohen Beanspruchungen zu charak-
terisieren.

In einer Veroéffentlichung [Sto20] wird der maximale Temperaturhub der verschiedenen Bau-
formen mit dem Kennwert pmin,crade7 korreliert. Die Schadigung nimmt mit steigendem maxima-
len Temperaturhub deutlich zu. Die Versuchsergebnisse der Dreifachkonus-Synchronisierung
ordnen sich allerdings nur bedingt in die Schadigungskurve (Umincrade7 aufgetragen tUber dem
Temperaturhub) ein. Mégliche Grinde dafir werden nachfolgend diskutiert. Die maximale
Reibflachentemperatur kann bei den verschiedenen Synchrobauformen auf unterschiedlichen
Reibflachen auftreten und dort aufgrund der hohen Temperaturen den Reibbelag mit Olabbau-
produkten zusetzen und somit schadigen, siehe auch Abschnitt 7.2. Am Gesamtreibmoment
der Synchronisierung sind jedoch alle Reibflachen beteiligt. Naherungsweise Ubertragt jede
konische Reibflache, unter Annahme der gleichen Reibungszahl, einen Anteil des Drehmo-
ments entsprechend der Durchmesserverhaltnisse der Reibflachen. Wird eine Reibflache mit
héheren Temperaturen belastet, kann diese Reibflache lokal stéarker geschadigt werden. Dies
aullert sich beispielsweise in einer verstarkten Einglattung und einer damit verbundenen star-
keren Reduktion der Reibungszahl auf dieser Reibflache, siehe V154 (LS9-TK73) in Ab-
schnitt 7.1.1. In den Versuchen der DK73 ist das Reibungszahlniveau temperaturabhangig
(siehe Abschnitt 6.1.2). Die lokalen Reibungszahlen der einzelnen Reibflachen kénnen sich
von der aus den Messwerten (Axialkraft, Reibmoment und geometrische Abmessungen, siehe
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Gleichung (2.1)) errechneten Reibungszahl der Synchronisierung unterscheiden. Die Bestim-
mung der Reibungszahlen auf den einzelnen Reibflachen ist allerdings nur mit sehr groRem
Versuchsaufwand mdglich. Auch Erdmann [Erd08], der Axialkraft und Drehmomente an den
jeweiligen Ringen einer DK Messing-Synchronisierung erfasst, ermittelt in seiner Arbeit keine
Reibungszahlen der einzelnen Reibflachen. Wahrend in dieser Arbeit bei der EK72 bzw. DK73
die Trends der minimalen Reibungszahl meist linear fallen, unterscheiden sich bei der TK73
teilweise die Steigungen im Trend wahrend eines Versuchs. Dies kann méglicherweise auf
eine unterschiedlich starke Schadigung der einzelnen Reibflachen zuriickgefihrt werden, da
sich bei der TK73 auch die maximalen Reibflachentemperaturen der einzelnen Reibflachen
stark unterscheiden, siehe Bild 8.7. Lokal héhere Pressungen und Temperaturen schadigen
das Reibsystem starker. Die Poren werden verstarkt zugesetzt und die Reibungszahl dieser
Reibflache sinkt. Aufgrund von niedrigeren lokalen Reibungszahlen sinkt somit auch der Anteil
des Reibmoments dieser Reibflache am Gesamtreibmoment der Synchronisierung. Um die-
sem Sachverhalt Rechnung zu tragen, wird nicht der maximale Temperaturhub einer Reibfla-
chen ausgewertet, sondern der Mittelwert der maximalen Temperaturhiibe aller Reibflachen
(hier mit einem ,m“ gekennzeichnet (Ad8y)) dem Schadigungskennwert pmincrader gegenuber-
gestellt. Die maximale Reibflachentemperatur an der Planflache der DK73 bleibt unberick-
sichtigt, da das Reibmoment dieser Lagerflache nur mit ca. 2...5 % zum Gesamtmoment bei-
tragt.

In Bild 9.1 ist der Schadigungskennwert pmin,crade7 der Versuche tber dem mittleren Tempera-
turhub Adn der drei Synchrobauformen aus den 2D-Simulationen aufgetragen. Es wird der
Temperaturhub ausgewertet, da entsprechend der Temperaturmessungen aus Abschnitt 6.2
bei einer Oleinspritztemperatur von 9¢ = 80 °C, einem Olvolumenstrom von V¢ = 5 I/min und
einer mittleren spezifische Reibleistung von ¢mit = 60 mW/mm? sowohl bei der Einfach- als
auch bei den Mehrfachkonus-Synchronisierungen eine vergleichbare Massentemperatur vor
den Schaltung vorliegt.

Die angepasste Auswertung beeinflusst im Vergleich zu den Ergebnissen der Vorveroffentli-
chung [Sto20] die Lage der Punkte in Bild 9.1 der EK72 nicht und die der DK73 nur gering, da
sich bei der DK73 die maximalen Reibflachentemperaturen auf der inneren und aul3eren Reib-
flache nicht signifikant unterscheiden, siehe Bild 8.7. In LS9 betragt die Temperaturdifferenz
der maximalen Reibflachentemperaturen zwischen aufierer (Rf1) und innerer (Rf2) Reibflache
der DK73 8 K (2D-Simulation). Die Mittelung des maximalen Temperaturhubs von innerer und
aulierer Reibflache verschiebt die Lage des Punkts der DK73 LS9 in Bild 9.1 im Vergleich zu
[Sto20] lediglich um 4 K nach links. Bei der TK73 unterscheiden sich der maximale Tempera-
turhub der heilkesten Reibflache vom mittleren Temperaturhub A, deutlich, weil bei der TK73
der Unterschied zwischen maximaler Reibflachentemperatur auf der inneren Reibflache (Rf3)
zur maximalen Reibflachentemperatur auf mittleren Reibflache (Rf2) in LS9 ca. 65 K betragt.

Mit steigendem mittleren Temperaturhub Ad, nimmt auch die Schadigung im Reibsystem zu,
siehe Bild 9.1. Die Schadigung steigt dabei nicht linear, sondern nimmt bei hdheren Tempera-
turhiiben progressiv zu. Die Korrelation der Schadigungskennwerte mit dem mittleren Tempe-
raturhub je Reibflache passt fiir die Versuche aller Bauformen bei Oleinspritztemperatur 80 °C
sehr gut und Iasst sich fur die untersuchten Bauformen Uber die Exponentialfunktion in Bild 9.1
gut beschreiben.
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somit fur die hier verwendeten Systeme widerlegt.

Welche Parameter die Temperaturverteilung auf der Reibflache beeinflussen und wie die Spit-
zentemperaturen wahrend einer Schaltung reduziert werden kénnen, wird im nachfolgenden
Kapitel simulativ Gber Parametervariationen untersucht.
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9.2 Optimierung von Synchronisierungen durch thermo-mechanische 2D-
und 3D-Simulationen

Die maximalen Reibflachentemperaturen haben sich bei Synchronisierungen mit Carbon-
Reibbelag als wichtiges Auslegungskriterium bestatigt. Nachfolgend werden Designparameter
vorgestellt und deren Auswirkungen auf den thermischen Haushalt erlautert. Zudem werden
die Simulationsergebnisse der 2D- und 3D-Simulationen einander gegenubergestellt und auf-
gezeigt, wann eine 2D-Rechnung ahnliche Aussagen liefert wie die deutlich aufwandigere 3D-
Simulation. Optimierungen des Synchrodesigns sind auch bei anderen Autoren zu finden. Ge-
rade fur Einfachkonus-Synchronisierungen existieren einige Veroffentlichungen, die Design-
empfehlungen aussprechen [Hag20, Hag15b, Neu08, Spr01]. Allerdings werden meist andere
Reibbelage verwendet, Synchronisierungen aus NKW-Getrieben oder andere Ringmaterialien
eingesetzt. Spreckels [Spr01] spricht davon, dass Aussagen zur Pressungs- und Temperatur-
verteilung von Synchronisierungen auch fur andere Geometrien und Werkstoffe zutreffend
sind. Allerdings sind die ermittelten Werte bereits bei kleinen Anderungen der Reibflachen-
grofie neu zu berechnen. Daher wird in dieser Arbeit die Einfachkonus-Synchronisierung EK72
als Referenz zu Veroffentlichungen anderer Autoren ebenfalls detailliert betrachtet und mit den
Ergebnissen der Mehrfachkonus-Synchronisierungen verglichen (z. B. DK73 oder TK73). Die
Parametervariationen werden schwerpunktmaRig fur die hochste Laststufe LS9 (vergleiche
Bild 5.1) durchgefiihrt. In den folgenden Kapiteln werden geometrische GréRRen variiert und
die Einflisse auf den thermischen Haushalt untersucht. In der industriellen Anwendung sind
bei der Optimierung von Synchronisierungen selbstverstandlich weitere Designaspekte zu be-
trachten (Fertigung, Kosten,...) die hier nicht behandelt werden.

9.2.1 Variation des Synchronringdesigns — Vergleich 2D- und 3D-Simulationen

Der Vergleich der maximalen Reibflachentemperaturen der 2D- und 3D-Simulationen in Ab-
schnitt 9.1 hat gezeigt, dass die Unterschiede der maximalen Reibflachentemperaturen der
EK72 und DK73 bei der 3D-Simulation niedriger sind. Ein Grund dafur liegt in der nicht-rotati-
onssymmetrischen Bauteilgeometrie von EK72 und DK73, die in der 2D-Simulation nicht ab-
gebildet werden kann. Daher werden zunachst die unterschiedlichen Varianten der 3D-Simu-
lation gegenlbergestellt, um schrittweise Einflussfaktoren auf die Pressungs- und Tempera-
turverteilung herauszuarbeiten. Einflisse der Geometrien der Ringe werden primar an den
Pressungsverteilungen erldutert und die maximalen Reibflachentemperaturen ergénzend an-
gegeben. Die Temperaturverteilung auf der Reibflache ist vergleichbar zur Pressungsvertei-
lung. Abweichungen Gber dem Umfang sind aber bei der Pressungsverteilung ausgepragter.

Bild 9.3 vergleicht die Pressungsverteilung der drei Varianten Var1...3 der EK72 (Tabelle 8.4).
Die obere Bildreihe zeigt jeweils die Pressungsverteilung Uber der Schaltzeit im Bereich der
Verzahnung (Umfangsposition 0°), die untere Bildreihe den Bereich bei Umfangsposition 60°
(Lasche). Fur die rotationssymmetrische Variante Var1 ist die Pressungsverteilung erwar-
tungsgemalf unabhangig von der Umfangsposition. Unter der Pressungsverteilung von Var1
werden daher in Bild 9.3 die maximalen Reibflachentemperaturen an unterschiedlichen Um-
fangspositionen (0° bzw. 10° in Var 1 und 0° bzw. 60° in Var2/3) dargestellt. Bei allen Varianten
tritt die maximale Pressung bzw. Reibflachentemperatur am gro3en Kegeldurchmesser im Be-
reich unterhalb der Verzahnung auf. In Var2 wird im Gegensatz zu Var1 die Geometrie so
angepasst, dass die Verzahnung nicht Gber den gesamten Umfang verteilt ist. Index- und
Zentrierlasche werden erst in Var3 modelliert. Eine nicht umlaufende Verzahnung erhéht zwar
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die lokale Pressung am groRen Kegeldurchmesser, senkt jedoch die maximale Reibflachen-
temperatur. Als Grund daflr ist die gleichmafigere Pressungsverteilung Uber der Reibflache
zu nennen, die besonders deutlich am kleinen Kegeldurchmesser bei 60° im Bereich der In-
dexlasche zu erkennen ist. Wahrend einer Schaltung verandert sich die Position des Pres-
sungsmaximums bei der EK72 nicht deutlich, lediglich die maximalen Werte nehmen bis
Schaltungsmitte zu.
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Bild 9.3: Zeitlicher Verlauf der Pressungsverteilung bei 0° bzw. 60° Umfangsposition 3D-Simulation,
LS9-EK72, Var1...3 gemal Tabelle 8.4; links unten: 9max an unterschiedlichen Positionen

Bild 9.4 zeigt die Pressungsverteilungen fir alle drei Varianten in dem Zeitschritt, in dem die
maximale Reibflachentemperatur auftritt. Aufgrund des Abstands von Verzahnung (Ort der
Krafteinleitung) und der Reibflache stlilpt sich der Synchronring. Als Folge entstehen hohe
Pressungen am grof3en Kegeldurchmesser und der Synchronring hebt am kleinen Kegeldurch-
messer vom Konus ab. Wird die Kraft nicht Uber den gesamten Umfang eingeleitet (z. B. in
Var2 und Var3), stilpt sich der Ring nicht nur, sondern verdrillt sich zusatzlich. Ein Abheben
Uber den gesamten Umfang am kleinen Kegeldurchmesser im Bereich der Verzahnung wirde
den Ring am kleinen Kegeldurchmesser aufweiten. Die entstehenden Umfangsspannungen
versuchen, den Umfang des Ringes konstant zu halten. Die Folge ist eine Verschiebung der
Pressung in Richtung kleiner Kegeldurchmesser an den Umfangspositionen, an denen keine
Verzahnung vorliegt (Umfangsrichtung ¢ = 35...60°), d. h. an Positionen, an denen die Steifig-
keit des Rings niedriger ist. Im Gegensatz zu Var2 besteht der Synchronring aus Var3 noch
aus Index- und Zentrierlasche. Beide Elemente versteifen den Synchronring in dem Bereich
ohne Verzahnung und erhéhen das lokale Pressungsmaximum sowohl bei 0° als auch bei 60°
Umfangsposition.

Bei den nicht rotationssymmetrischen Varianten des Synchronrings (Var2/3-3D) sind die ma-
ximalen Reibflachentemperaturen niedriger (Bild 9.4, Var1-3D vs. Var2-3D bzw. Var3-3D).
Aufgrund der Verdrillung des Synchronrings in Umfangsrichtung bei Var2 bzw. Var3 nimmt die
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Kontaktflache von Reibbelag und Stahlkonus zu; die spezifischen mittleren Belastungen sin-
ken. Die 2D-Simulation Uberschatzt in diesem Fall die maximalen Reibflachentemperaturen
der EK72.
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Bild 9.4: Pressungsverteilung 3D-Simulation, Zeitschritt in dem 9max auftritt, LS9-EK72 Var1...3 ge-
maR Tabelle 8.4

Das Tragbild wird trotzdem sowohl durch die 2D- als auch die 3D-Simulation gut beschrieben.
Bild 9.5 vergleicht die Temperaturverteilungen im Zeitschritt in dem die maximale Reibflachen-
temperatur auftritt mit einem Foto eines Schaltrads nach Versuchsende. Die Bereiche, in de-
nen Verfarbungen auf dem Stahlkonus erkennbar sind, stimmen gut mit den Bereichen hoher
Temperaturen aus der rotationssymmetrischen Simulation (Var1) tberein und sehr gut mit de-
nen der komplexen 3D-Geometrie (Var3). Bei Var3 ist der Bereich, in dem die maximale Reib-
flachentemperatur auftritt, weiter in Richtung kleiner Kegeldurchmesser verschoben als bei
Var1. Die Verfarbungen deuten auf Ablagerungen von Olabbauprodukten aufgrund von hoher
thermischer Belastung hin. Sowohl die 2D- (hier reprasentiert durch Var1: rot. Symmetrie 3D-
Rechnung) als auch die 3D-Simulation der komplexen Geometrie (Var3) eignen sich, um den
thermischen Haushalt zu analysieren. Je nach Entwicklungsziel einer industriellen Anwendung
muss der deutlich héhere Aufwand der 3D-Simulation gegeniber der 2D-Rechnung abgewo-
gen werden.
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Bild 9.5: Vergleich Verfarbung Stahlgegenreibflache (links) mit Temperaturverteilung aus der Simu-
lation (Var1-3D, LS9, Mitte) und (Var3-3D, LS9, rechts)

Bei der DK73 werden insgesamt funf verschiedene geometrische Varianten gemal Ta-
belle 8.5 untersucht. Es wird primar auf die Auswirkungen der Synchronringgeometrie auf
Pressungs- und Temperaturverteilung der duReren Reibflache (Rf1) eingegangen, da diese
ahnlich zu denen auf der inneren Reibflache sind. Die zugehorigen Bilder der inneren Reibfla-
che (Rf2) sind im Anhang in Abschnitt A.10 zusammengefasst. Bild 9.6 stellt die Varianten
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Var1a, Var2a und Var2b einander gegenuber (vgl. Tabelle 8.5). Wahrend bei der EK72 eine
nicht umlaufende Verzahnung die maximale Reibflachentemperatur reduziert, steigt diese
beim Vergleich von Var1a zu Var2a bei der DK73 an. Der Grund dafir liegt in der Temperatur-
bzw. Pressungsverteilung auf der Reibflache. Anders als bei der EK72 ist bei der rotations-
symmetrischen Variante mit kurzer Lasche am kleinen Kegeldurchmesser, Var1a der DK73,
das Pressungs- und Temperaturmaximum in etwa in Reibflachenmitte. Geometrische Unter-
schiede des Synchronrings, die das Tragbild von Reibflachenmitte in Richtung grof3er oder
kleiner Kegeldurchmesser verschieben, erhéhen die Belastungen lokal. Bei allen Varianten
tritt aufgrund der Stllpung des Synchronrings das Pressungsmaximum zu Schaltungsbeginn
am grollen Kegeldurchmesser auf und wandert wahrend der Rutschzeit in Richtung kleiner
Kegeldurchmesser. Bei der nicht rotationssymmetrischen Schaltverzahnung in Var2a steigt
die maximale Pressung unter der Verzahnung bei 0° leicht an, besonders bei 60° verschiebt
sich das Tragbild stark in Richtung kleiner Kegeldurchmesser. Das Pressungsmaximum tritt
hier sogar am kleinen Kegeldurchmesser auf. Ort und Zeit, bei denen Pressung- und Tempe-
raturmaximum auftreten, unterscheiden sich.

Wird von Var2a nach Var2b noch die Verstarkungslasche am kleinen Kegeldurchmesser er-
ganzt, so wandert die Pressungsverteilung auf der gesamten Reibflache weiter in Richtung
kleiner Kegeldurchmesser, siehe Bild 9.6. Die Pressungsungleichformigkeit wird gréler, der
Tragbereich kleiner und die maximale Pressung steigt an. Der Einfluss der Verstarkungslasche
am kleinen Kegeldurchmesser beeinflusst die Pressungsverteilung deutlich. Auch die maxi-
malen Reibflachentemperaturen steigen von Var2a nach Var2b leicht an.
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Bild 9.6: Variantenvergleich (Var1a,2a,2b gemaf Tabelle 8.5) Pressungsverteilung DK73 bei 0°
bzw. 30° (3D-Simulation) duRere Reibflache (Rf1); links unten: zugehérige maximale Reib-
flachentemperaturen

Exemplarisch zeigt Bild 9.7 die Pressungsverteilung der verschiedenen Varianten bei maxi-
maler Reibflachentemperatur auf der aufderen Reibflache (Rf1). Sowohl die nicht umlaufende
Verzahnung als auch die Verstarkungslasche am kleinen Kegeldurchmesser reduzieren den
Tragbereich und erhéhen die maximalen Pressungen und Temperaturen.
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Mit der Indexlasche in Var3 steigt die maximale Pressung am kleinen Kegeldurchmesser bei
Umfangsrichtung ¢ = 60° leicht an, im Bereich unterhalb der Verzahnung ¢ = 0° sinkt die ma-
ximale Pressung leicht ab (siehe auch Bild 8.14).

Var1a LS9-DK73 Rf1

Var2a LS9-DK73 Rf1

Var2b LS9-DK73 Rf1

A A
o N

Pressung in N/mm?

Pressung in N/mm?
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N o B~ WON -~ O

Axiale Position z in mm
N o oA WN -~ O
o N A OO

Axiale Position z in mm
N o ok W N -~ O
o N M OO 0
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Prmax = 6,8 N/mm?

0 10 0
Umfangsrichtung in °

D
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Umfangsrichtung in °

10 20 30 40 50 60
Umfangsrichtung in °

Bild 9.7: Variantenvergleich (Var1a,2a,2b gemaR Tabelle 8.5) Pressungsverteilung dullere Reibfla-

che (Rf1) DK73 (3D-Simulation), Zeitschritt in dem Smax auftritt

Bild 9.8 stellt die zwei rotationssymmetrischen Varianten Var1a (kurze Verstarkungslasche)
und Var1b (lange Verstarkungslasche) und die komplexe Geometrie der 3D-Simulation Var3
dar. Pressungs- und Temperaturverteilung, maximale Pressung und maximale Reibflachen-
temperatur stimmen bei Var1b besser mit Var3 Gberein als bei Var1a. Zur Absicherung werden
alle Parametervariationen der 2D-Simulationen der folgenden Kapitel mit dem Querschnitt von
Var1a und Var1b durchgefihrt. Auch die Einfliisse der in den folgenden Kapiteln untersuchten
Parameter stimmen fir Var1b besser mit der komplexen 3D-Goemetrie Var3 Uberein als mit
Var1a. Aus diesem Grund wird nachfolgend beim Vergleich der Parametereinflisse in der 2D-
und 3D-Simulation der Querschnitt von Var1b-2D verwendet. Die Ergebnisse mit Var1a wer-
den nicht dargestellt.
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Bild 9.8:

Umfangsrichtung in °
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Variantenvergleich (Var1a,1b,3 gemaR Tabelle 8.5) Pressungs- und Temperaturverteilung

aullere Reibflache (Rf1) DK73 (3D-Simulation), Zeitschritt in dem Smax auftritt
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Der Abgleich von Verfarbungen am Synchronring aus Prifstandversuchen mit Pressungs-
bzw. Temperaturverteilung ist bei der DK73 schwieriger als bei der EK72, da hier das Pres-
sungsmaximum wahrend der Schaltung stark vom grofRen in Richtung kleiner Kegeldurchmes-
ser wandert. Bei der DK73 ist das Tragbild auf unterschiedlichen Umfangspositionen am Syn-
chronring ungleichmaflig, siehe Abschnitt 7.1.2. Neben dem zusatzlichen Bewegungsfreiheits-
grad der verschiedenen Ringe zueinander sind auch Abweichungen, wie Rundheit der Bauteile
und Abweichungen von der Kegelgeometrie aufgrund von Balligkeit, mdgliche Einflussfakto-
ren. Gerade die Topographievermessung der Reibbelage deutet eher auf eine mittige Pres-
sungsverteilung auf der Reibflache hin als auf eine, die stark in Richtung kleiner Kegeldurch-
messer verschobenen ist. Die 3D-Simulationen der komplexen Geometrie (Var3) erklaren die
Einglattung des Synchronrings am kleinen Kegeldurchmesser im Bereich der Indexlasche gut,
vergleiche auch Abschnitt 7.1.2. Aufgrund der Verformung des Synchronrings erhdht sich dort
die Pressung stark und glattet die Stahlgegenreibflache sichtbar und messbar ein.

Da gerade bei der EK72 eine nicht umlaufende Verzahnung zu einem gleichmaligeren Trag-
bild gefuhrt hat, werden in einer Parametervariation der Winkel des Verzahnungsbogens in
Umfangsrichtung y im Vergleich zur Ursprungsgeometrie in 5°-Schritten verandert und die
maximalen Reibflachentemperaturen ausgewertet, siehe Bild 9.9. Der Einfluss des Winkels
des Verzahnungsbogens bei der DK73 ist gering. Die maximalen Reibflachentemperaturen
zwischen der Variante Ay = -10° und Ay = +5° unterscheiden sich um ca. 2 K und treten wei-
terhin im Bereich unterhalb der Verzahnung auf. Aufgrund der starkeren Verdrillung des Syn-
chronrings nimmt allerdings die maximale Pressung am kleinen Kegeldurchmesser im Bereich
der Indexlasche von Ay = +5° nach Ay =-10° zu. Allerdings scheint am grof3en Kegeldurch-
messer unterhalb der Verzahnung bei Ay =-10° die Pressung gleichmafiger verteilt als bei
Ay = +5°, Eine eindeutige Empfehlung, welche Variante hier bei der DK73 zu bevorzugen ist,
kann nicht ausgesprochen werden.

Bei der EK72 sinkt mit reduziertem Winkel

des Verzahnungsbogens die maximale Reib- >0 m ! EK72! _______ ! Ex72 ] |
flachentemperatur. Auch wenn bei Ay = -10° 360 Var3 — % DK73
die Reibflachentemperatur sinkt, steigt die 340 - SRR
maximale Pressung aufgrund der starkeren 300 booeoeeenn e e R
lokalen Verformung des Synchronrings am ., 0| _______________ _______________ _______________
groRen Kegeldurchmesser unterhalb der Ver- ‘- : ; g
zahnung an. Aufgrund der gréReren Kontakt-  x 250 [ e
flaiche zwischen Reibbelag und Stahlkonus =" 260 [ e e e
reduziert sich jedoch die maximale Reibfla- D40 Foveeeni SSSSUUUOTUNS JUURUUIUUOE SOV
chentemperatur trotzdem. Die dargestellten 220 % _______________
Einflisse des Winkels des Verzahnungsbo- : : :

gens i verbessern zwar das Verstandnis 200 e o S A

uber das unterschiedliche Verhalten von 180 ‘ ‘ ‘

EK72 und DK73, filhren aber nicht direkt zu 10 = o 5 10
. A1) Synchronring in

Optimierungsempfehlungen des Synchron-

ringdesigns. Bei anderen Belastungen kon- gjiqg9:  variation des Winkels des Verzah-

nen sich die Einfliusse von 1 wieder andern, nungsbogens 1, EK72 und DK73 3D-

da die Verformung der Ringe unter anderem Simulation; Var3-3D; LS9

von der Axialkraft abhangt.
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9.2.2 Variation des ZahnfuRkreisdurchmessers des Synchronrings

Meist ergibt sich der ZahnfuRkreisdurchmesser aufgrund von Bauraumbeschrankungen aus
dem geforderten Reibflachendurchmesser und dem maximalen Auf3endurchmesser der Syn-
chronisierungseinheit. Inwieweit sich ein veranderter Kraftangriffspunkt auf die maximalen
Reibflachentemperaturen auswirkt, wird nachfolgend in Parametervariationen des Zahnful3-
kreisdurchmessers dr untersucht, siehe Bild 9.10 (rechts oben). Dazu wird d:in 1 mm Schritten
bei der 2D- und 2 mm bei der 3D-Simulation um Adr = £4 mm fur die EK72 und die DK73
variiert.

Zunachst wird auf die Ergebnisse der EK72 eingegangen. Bild 9.10 zeigt den Einfluss eines
veranderten Zahnfulkreisdurchmessers ds in LS9 bei drei unterschiedlichen Pressungen. Mit
einem schwarzen Kreis ist jeweils die Referenz markiert (LS9 gemaf Bild 5.1). Die Geometrie
der Referenz der 2D-Simulation entspricht der Variante aus Abschnitt 8.2.1. Die Parameterva-
riation erfolgt fur die 3D-Simulation anhand von Var3 (Abschnitt 8.4.1). Bei steigendem Zahn-
fuRkreisdurchmesser (Ads > 0) stilpt sich der Synchronring starker. Die maximale Reibflachen-
temperatur nimmt zu. Ein reduzierter Kraftangriffspunkt (Ad: < 0) senkt die maximale Reibfla-
chentemperatur, da aufgrund der niedrigeren Verformung die Flachenpressung gleichmagiger
ist und somit niedrigere Reibflachenspitzentemperaturen auftreten. Diese Ergebnisse bestati-
gen auch Untersuchungen von Spreckels an einer Synchronisierung fur NKW-Anwendungen
[Spr01]. Die Einflisse sind pressungsabhangig. Bei reduzierter Pressung (p = 2 N/mm?) ver-
formt sich der Synchronring weniger und der Einfluss einer Variation des ZahnfulRkreisdurch-
messers ist kleiner. Wahrend bei p =6 N/mm? und einer Erhéhung von Ad:=-4 mm auf
Ads = 4 mm die maximale Reibflachentemperatur in der 2D-Simulation um 91 K steigt, liegt der
Temperaturunterschied bei p = 2 N/mm? bei 23 K.

Die Tendenzen der 2D- und 3D-Simulation sind vergleichbar, siehe Bild 9.10 links und rechts,
die Veranderung von ds wird jedoch in der 2D-Simulation stark Uberschatzt.

L e S S S SR SN SN S S 30— 7T T T T T T
360 {—B—p=20 N/mmz _____ ______ 360 | —B—p=20 N/mmz —l-
p=4,0 N/mm : : : : p =4,0 N/mm : d¢
340 [{——p =60 NJmm? [+ s 340 {—»—p=6,0 N/mm? | i~
e R I 8 )
O BOO oot SR SR TRIT: 300 t
<. 280} 280 |
[ [
=F 260 | 260 |

240 r
220 1
200
180

240 ¢
220 1
200 r
180

5 -4 -3 -2 -1 0 1 2 3 4 5
Adf Synchronring in mm Adf Synchronring in mm

Bild 9.10: Einfluss des ZahnfuRkreisdurchmessers des Synchronrings dr auf dmax Simulation EK72
2D (links), 3D Var3 (rechts); LS9

Die unterschiedlichen Temperaturniveaus von 2D- und 3D-Simulation sind gré3tenteils in der
unterschiedlichen Verformung des rotationssymmetrischen Synchronrings (Var1-3D,
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Imax = 256 °C, Bild 9.3) verglichen mit dem nicht rotationssymmetrischen Synchronring (Var3-
3D, 9max = 230 °C, Bild 9.10 rechts) zurtckzufuhren. Daraus resultierende Unterschiede in der
Pressungsverteilung aulRern sich in einem anderen Warmeeintrag und verschiedenen Maxi-
maltemperaturen auf der Reibflache. Die verbleibende Differenz der maximalen Reibflachen-
temperaturen von 7 K ist der feineren Vernetzung der 2D-Simulation geschuldet 9max = 263 °C
(Bild 9.10 links) im Vergleich zur rotationssymmetrischen Variante (Var1-3D, 9max = 256 °C,
Bild 9.3).

Die Sensitivitat der 3D-Si-
mulation auf Veranderun-
gen des ZahnfulRkreises bei
p =2 N/mm? ist niedriger.
Bild 9.11 zeigt exempla-
risch die Pressungsvertei-
lung im Zeitschritt, an dem

Ad; = -4 mm Rf1 Ad; =4 mm Rf1

Pressung in N/mm?
Axiale Position z in mm
ONO Ok WN-=2O0O
Pressung in N/mm?

Axiale Position z in mm
0w ~NO O WN - O

. . . " Pmax = 4,7 N/mm?
die hochste Reibflachen- 0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60

temperatur auftritt. Wah- Umfangsrichtung in ° Umfangsrichtung in °

rend die maximale Reibfla-
chentemperatur bej Bild9.11: Variation ZahnfuBBkreisdurchmesser - Pressungsvertei-

Pmax = 7,3 N/mm?

lung im Zeitschritt in dem 9max auftritt; LS9; p = 2,0 N/mm?;

Ads = -4 mm ca. 1,5 K nied- EK72-3D Var3

riger ist als bei Adi =4 mm,

unterscheiden sich die maximalen Pressungen auf der Reibflache deutlich. Auch die Kontakt-
flache ist fur Adr = -4 mm groRer. Mit steigender Pressung reduziert sich die Rutschzeit. Somit
aullern sich die Pressungsungleichférmigkeiten bei kurzen Rutschzeiten in héheren maxima-
len Reibflachentemperaturen als bei langen Rutschzeiten, weil sich die eingebrachte Energie
nicht so schnell auf der Stahlgegenreibflache verteilen kann.

Bei der DK73 kehrt sich die Tendenz im Vergleich zur EK72 um. Zunachst werden die Ergeb-
nisse der 2D-Simulation betrachtet, siehe Bild 9.12. Der Synchronring verformt sich mit stei-
gendem dr starker und das Pressungsmaximum wandert in Richtung Reibflachenmitte, die
Pressungsverteilung wird gleichmaRiger. Bei niedrigen Pressungen ist auch bei Adi =4 mm
das Pressungsmaximum immer noch in Richtung kleiner Kegeldurchmesser verschoben, da
sich der Synchronring aufgrund der niedrigeren Axialkraft weniger verformt. Mit steigender
Axialkraft bzw. steigender nominellen Flachenpressung verformt sich der Synchronring mehr
und Pressungs- und Temperaturmaximum verschieben sich weiter in Richtung mittlerer Ke-
geldurchmesser. Dies erklart auch, warum bei der hohen Pressung p = 6,4 N/'mm? und
Ads > 2 mm die Reibflachentemperaturen nur gering fallen. Durch die Verformung des Syn-
chronrings ist die Temperaturverteilung bei Ad: =2 mm und p = 6,4 N/mm? sehr gleichmaRig
und mittig auf der Reibflache und verandert sich durch ein gréfReres Versatzmoment nur wenig.
Bei einer weiteren Erhdhung des ZahnfuRRkreises (Ads >4 mm) wird mit einem Anstieg der
Reibflachentemperatur gerechnet, da sich der Ort der maximale Reibflachentemperatur in
Richtung grofRer Kegeldurchmesser verschiebt. Die hier beobachtete Tendenz deckt sich mit
den Ergebnissen zur Variation des Versatzmoments der 2D-Simulationen der DK73. Mit stei-
gendem Versatzmoment sinken die maximalen Reibflachentemperaturen, siehe Anhang Ab-
schnitt A.7.1. Wird der ZahnfuRkreisdurchmesser reduziert, steigt die maximale Reibflachen-
temperatur an. Das Biegemoment wird niedriger und das Pressungsmaximum verschiebt sich
in Richtung kleiner Kegeldurchmesser. Wahrend bei p = 4,2 N/mm? bzw. 6,4 N/mm? die maxi-
male Reibflachentemperatur auf der &aufReren Reibflache (Rf1) auftritt, bestimmt bei
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p = 2,1 N/mm? die innere Reibflache (Rf2) die maximale Reibflachentemperatur der Synchro-

nisierung.

Aufgrund der deutlich héheren Rechenzeit
der DK73 wird der Abgleich von 2D- und 3D-
Simulation nur stichprobenartig durchgefuhrt.
Dazu werden die Reibflachentemperaturen
fur das 3D-Modell der DK73 (Var3) fur
p=4,2N/mm? und 6,4 Nmm? berechnet,
siehe Bild 9.12. Die Tendenzen einer niedri-
geren maximalen Reibflachentemperatur bei
kleinerem dr zeigen sowohl das 2D- als auch
das 3D-Modell. Auch der flachere Verlauf der
Kurve bei p = 6,4 N/mm? und steigendem Ad¢
wird durch die 2D-Simulation abgebildet. Die
Abnahme der maximalen Reibflachentempe-
ratur bei Ads >0 mm ist bei der 3D-Simulation
jedoch kleiner als bei der 2D-Simulation. Mo-
dellbedingt kann bei der 3D-Simulation der
ZahnfuBkreisdurchmessers dr nicht kleiner
als Adf=-3 mm gewahlt werden. Exempla-
risch ist in Bild 9.13 die Pressungsverteilung
im Zeitschritt an dem die maximale Reibfla-

chentemperatur auftritt bei Ads = -3 mm und Ads = 4 mm dargestellt.

Mit steigendem dr werden

in °C
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Bild 9.12:
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rade bei Ads = -3 mm ist die
Pressungsverteilung deut-
lich in Richtung kleiner Ke-
geldurchmesser verschoben.

Axiale Position z in mm
N o o~ WON -~ O

Bild 9.13:

0 10 20 30 40 50 60
Umfangsrichtung in °

9.2.3 Variation der Blechdicke des Synchronrings
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Variation ZahnfuRkreisdurchmesser - Pressungsvertei-
lung im Zeitschritt in dem 9max auftritt, LS9; p = 4,2 N/mm?;
DK73 3D Var3

Des Weiteren wird fur die EK72 und die DK73 die Blechdicke t des Synchronrings, sowohl im
Bereich der Verzahnung als auch im Bereich des Konus, um At = +1,0 mm variiert und deren
Einfluss auf die maximale Reibflachentemperatur betrachtet. Die Ergebnisse der 2D- und 3D-
Simulation der EK72 fasst Bild 9.14 zusammen. Zunachst werden die Ergebnisse der 2D-Si-
mulation der EK72 diskutiert. Mit steigender Blechdicke erhoht sich die Steifigkeit des Syn-
chronrings und die maximale Reibflachentemperatur sinkt. Dieser Effekt dulRert sich bei hohe-
ren Pressungen starker als bei niedrigeren Pressungen, da die Verformung des Synchronrings
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mit steigender Pressung zunimmt. Verglichen mit anderen Parametervariationen ist der Ein-
fluss der Blechdicke bei Variation im technisch sinnvollen Bereich (At = + 0,5 mm) niedrig. Eine
Reduktion der Blechdicke fiihrt zu einem Uberproportionalen Anstieg der Temperatur, da die
Verformung der Ringe mit sinkender Blechdicke zunimmt. Diese Einflisse flr die EK72 unter-
scheiden sich bei den 2D- und 3D-Simulationen. In den 3D-Simulationen nehmen bei
p =2 N/mm? bzw. 4 N/mm? die maximalen Reibflachentemperaturen bis zu At = -0,5 mm so-
gar ab, siehe Bild 9.14 (rechts). Bei p = 6 N/mm? konvergiert die 3D-Simulation aufgrund der
starken Verformung des Synchronrings nicht, weswegen hier keine maximale Reibflachentem-
peratur angegeben werden kann.

380 ! ! ! ! ! 360 ; ! ! ! !
360 Lot __________ _____ —8—p =2,0 N/mm?| | 340 b Mt B —p=20Nmm? ||
; ; p = 4,0 N/mm? p = 4,0 N/mm?
340 foooe RS - | ——p = 6,0 N/mm? | 320 - | —%—p = 6,0 N/mm? |
320 ' ' | | : 300 [ e e e ] e
o ang 280 ]
c ; %%
T« 280 260 oo AN S e P
£ 2 : : z : ;
= 260 240 - AN e O -------- e RRREREEE
240 220 fooeee b IR T e
220 200 : | | | '
200 180
180 i i i i i 160 i i i i i
15 -10 -05 00 05 10 15 -5 10 -05 00 05 10 15
At Synchronring in mm At Synchronring in mm

Bild 9.14: Einfluss der Blechdicke des Synchronrings t auf 9max Simulation EK72 (2D links), (3D Var3
rechts); LS9, Variation Pressung

Bild 9.15 zeigt die Pressungsverteilung bei At =-0,5 mm (links) und At =1 mm (rechts) und
p = 2 N/mm?im Zeitschritt maximaler Reibflachentemperatur.

Bei reduzierter Blechdicke

. At =-0,5 mm Rf1 At =1,0 mm Rf1
(At =-0,5 mm) tordiert der g0 12 0 12
Synchronring stérker und £ ; 10 "E E ; 10 NE
erhoht somit den in Kontakt N 5 82 Ng 8 2
" . o £ o £
stehenden  Flachenanteil = 4 6 o =4 6 o
. O 5 S5 05 S
von Reibbelag und Gegen- %6 4 2 %6 4 2
ibflA - T 248 © 2 &
relbflachg insbesondere 3 ; b = 6.7 N/mm? Stz ; Iy .
am kleinen Kegeldurch- 0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60
messer. Dieser Zusam- Umfangsrichtung in ° Umfangsrichtung in °

menhang wird sowohl bei

dem Variantenvergleich der Bild 9.15:  Variation Blechdicke - Pressungsverteilung im Zeitschritt

3D-Simulation als auch bei in dem Smax auftritt, LS9; p = 2 N/mm?, EK72-3D Var3

der Variation des Winkels
des Verzahnungsbogens (siehe Abschnitt 9.2.1) beobachtet. Obwohl sich lokal die Pressun-
gen im Vergleich zu At = 1 mm erhdhen, sinkt die maximale Reibflachentemperatur aufgrund
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der groReren Kontaktflache. Die Verdrillung des Synchronrings kann bei der rotationssymmet-
rischen 2D-Simulation nicht abgebildet werden, weswegen sich hier die Tendenzen aus der
2D- und 3D-Simulation unterscheiden. Der Einfluss der Blechdicke in dem untersuchten Be-
reich ist gering. Wird die Blechdicke deutlich reduziert (At = -1 mm), stilpt sich der Synchron-
ring so stark, dass vor allem am gro3en Kegeldurchmesser hohe Pressungen auftreten und
sich somit die maximale Reibflachentemperatur dort stark erhéht.

Auswirkungen einer veranderten Blechdicke des Synchronrings der DK73 auf die maximale
Reibflachentemperatur sind komplex, da die Blechdicke sowohl die thermische Masse als
auch die Steifigkeit des Synchronrings beeinflusst. Beide Effekte iberlagern sich und fihren
somit zu den Tendenzen aus Bild 9.16.

Bei der Standardblechdicke t=2mm

(At=0mm) und p=4,2N/mm? (schwarzer zzz __________ l __________ I %p - 251 N,mn;ZZD |
Kreis) tritt die maximale Reibflachentempera- : ! p = 4,2 N/mm? 2D
tur auf der auReren Reibflache (Rf1) verscho- 340 ooob o p =4,2N/mm?3D |+
ben in Richtung kleiner Kegeldurchmesser 390 Lo A g.igzg'j Eﬁmz\f’g ]
auf, siehe auch Bild 8.5 (2D) und Bild 8.14 O 300 : ; : ;
(3D). Exemplarisch zeigt Bild 9.17 die Pres-

sungsverteilung bei drei unterschiedlichen _:g 280

Blechdicken und p = 4,2 N/mm?2. Im Anhang =" 260

Abschnitt A.11 ist die korrespondierende 240

Temperaturverteilungen abgebildet. Wird die 220

Blechdicke reduziert (At <0 mm), verformt ; : ; : :

sich der Synchronring stérker; die Pressungs- 200 oo S S S S S

verteilung auf der Reibflache wird gleichma- 180 i : : : :
Riger, das Temperaturmaximum verschiebt 1.5 -1.0 -05 0’0. 9’5 1.0 15
Co . At Synchronring in mm
sich in Richtung grofer Kegeldurchmesser.
Bei niedrigerer Blechdicke reduziert sich je- gj 49 16: Einfluss der Blechdicke des Synchron-
doch die thermische Masse des Synchron- rings t auf Smax Simulation LS9-DK73,
rings. Dies hat zur Folge, dass bei gleichem 2D (Var1b) und 3D (Var3)
Energieeintrag die Reibflachentemperaturen
steigen. Die nominelle Pressung beeinflusst zum einen die Verformung der Ringe, zum ande-
ren die Rutschzeit, in der die Energie in Warme umgewandelt wird. Die Effekte (Verformung
(pressungs- bzw. steifigkeitsbedingt), Rutschzeit und thermische Masse) treten in Wechsel-
wirkung und flhren zu einer steigenden bzw. fallenden maximalen Reibflachentemperatur mit
reduzierter Blechdicke. Bei sehr niedriger Blechdicke (At < -0,75 mm) steigen die Reibflachen-
temperaturen bei den drei untersuchten Pressungen an, da sich der Synchronring so stark
stulpt, dass er in Reibflachenmitte vom Zwischenring abhebt, siehe Bild 9.17 (links). Bei redu-
zierter Pressung kann die Blechdicke weiter verringert werden, bis sich der Synchronring so
stark verformt, dass aufgrund der Stilpung das Temperaturmaximum am grof3en Kegeldurch-
messer auftritt. Unterschiede zwischen 2D- und 3D-Simulation, vor allem bei At < 0 mm, wer-
den auf die ungleichmaRige Verformung des Synchronrings in Umfangsrichtung zurtickge-
fuhrt. Neben der Stllpung der Ringe beeinflusst bei niedriger Blechdicke zusatzlich die Ver-
drillung der Ringe die Pressungsverteilung, die nur in der 3D-Simulation abbildbar ist.
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Bild 9.17: Variation Blechdicke - Pressungsverteilung im Zeitschritt in dem J9max auftritt, LS9;
p = 4,2 N/'mm?, DK73 3D, Var3

Die Pressungsverteilungen bei At = 0...1,0 mm unterscheiden sich nicht deutlich, was sowohl
2D- als auch 3D-Simulationen bestatigen. Das Pressungsmaximum ftritt am kleinen Kegel-
durchmesser im Bereich der Indexlasche (60°) auf. Je niedriger die Blechdicke, desto starker
verschiebt sich das Pressungsmaximum in Richtung kleiner Kegeldurchmesser, siehe
Bild 9.17. Mit steigender Dicke des Synchronrings nimmt zwar dessen thermische Masse zu,
was die Temperatur der aulieren Reibflache reduziert, allerdings wird die in Kontakt stehende
Reibflache durch die gréRere Steifigkeit und somit die mangelnde Anpassungsfahigkeit des
Synchronrings reduziert; die flachenspezifische Belastung steigt. Beide Effekte scheinen sich
so zu kompensieren, sodass eine erhéhte Steifigkeit die maximale Reibflachentemperatur bei
p = 4,2 N/mm? nahezu nicht verandert. Bei der niedrigen Pressung (p = 2,1 N/mm?, 2D) sinkt
fur At=-0,25...1,25 mm die maximale Reibflachentemperatur auf der aulieren Reibflache
(nicht dargestellt) sogar mit steigender Blechdicke. Die maximale Reibflachentemperatur der
Synchronisierung, die auf der inneren- oder der dul3eren Reibflache auftritt, steigt jedoch wei-
ter an, weil die maximale Reibflachentemperatur der Synchronisierung nun auf der inneren
Reibflache auftritt. Dies erklart sich GUber den langsameren Energieeintrag aufgrund der redu-
zierten Pressung.

9.2.4 Variation der Kegelwinkel

Bereits in zahlreichen Veroéffentlichungen werden die Kegelwinkelklaffung als entscheidender
Einflussparameter auf die maximale Reibflachentemperatur diskutiert [Acu16a, Acu14b,
Hag20, Hag15b, Neu08, Spr01]. Als Kegelwinkelklaffung wird der Unterschied der Kegelwinkel
von Reibflache und Gegenreibflache bezeichnet. Die meisten Untersuchungen basieren auf
2D-Simulationen von Einfachkonus-Synchronisierungen, meist mit Synchronringen aus Nutz-
fahrzeuganwendungen. In dieser Arbeit wird der Einfluss des Kegelwinkels fir alle Baugréf3en
durchgefihrt und zudem fiir die EK72 und DK73 auch mit Ergebnissen der 3D-Simulation ver-
glichen. Um Konvergenz zu erhalten, muss die axiale Position der Ringe zueinander ange-
passt werden, sodass im ersten Zeitschritt kein Spalt zwischen den verschiedenen Bauteilen
existiert. Eine minimale Durchdringung der Kérper ist fur die Konvergenz unkritisch. Zudem
wird die Durchdringungstoleranz angepasst, um Temperaturspitzen an den Randern zu ver-
meiden. Diese Temperaturspitzen sind numerisch bedingt, treten aber in der Realitat nicht auf
und wirden das Ergebnis verfalschen. Die geadnderte Durchdringungstoleranz reduziert die
Kontaktsteifigkeit und reduziert die maximalen Reibflachentemperaturen. Ohne Kegelwinkel-
klaffung liegen die Unterschiede mit/ohne veranderter Durchdringungstoleranz in LS9 sowohl
bei der EK72 als auch bei der DK73 bei ca. 2 K. Bei der DK73 wird zudem die Lange des
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Innenrings um 0,45 mm erhoht. Dadurch steht der innere Reibbelag des Zwischenrings nicht
uber den Innenring hinaus. Ohne diese Anpassung wuirde bei einem flacheren Konuswinkel
als Zwischenringwinkel am kleinen Kegeldurchmesser eine Pressungsspitze entstehen, da
sich die Kante des Innenrings in den Reibbelag eingraben wirde. Dies fuhrt aufgrund des
Punktkontakts (2D-Simulation) zu sehr hohen lokalen Reibflachentemperaturen. In Prufstand-
versuchen ist zu erwarten, dass sich diese Pressungsspitzen durch Verschleil3 abbauen. In
den nachfolgenden Diagrammen wird der Kegelwinkel eines Bauteils angepasst. Die Ande-
rung des Kegelwinkels wird dabei mit Aa bezeichnet und in Winkelminuten angegeben. Ein Aa
Schaltrad = 15° (EK72) bedeutet, dass der Kegelwinkel a des Schaltrads um 0,25° groRer ist
als der nominelle Kegelwinkel.

Zunachst werden die Ergebnisse der 2D-Simulation der EK72 vorgestellt, siehe Bild 9.18. Bei
der EK72 wird der Winkel des Stahlkonus des Schaltrads von -15...15" fur drei unterschiedli-
che Pressungen in zwei Laststufen variiert. Die spezifische Reibarbeit in LS7 und LS9 ist
gleich, bei LS7 ist jedoch die Rutschzeit langer, da die Ausgangsgleitgeschwindigkeit reduziert
und die Massentragheit erhoht wird. Damit sinkt bei gleicher Reibarbeit die Reibleistung in
LS7. In LS9 (Bild 9.18, rechts) steigt die maximale Reibflachentemperatur deutlich an, wenn
der Kegelwinkel des Schaltrads vergroRert wird (Aa > 0). Reibbelag und Stahlkonus kommen
am grofien Kegeldurchmesser zuerst in Kontakt und maximale Pressung- und Reibflachen-
temperatur verstarken sich dort weiter. Mit reduziertem Kegelwinkel berthren sich wahrend
des Kraftaufbaus Synchronring und Stahlkonus zunachst am kleinen Kegeldurchmesser. Auf-
grund der Verformung des Synchronrings ist, abhangig von der anliegenden Axialkraft, bei
kleineren Winkeln des Schaltrads (Aa < 0) die Pressungs- und Temperaturverteilung tber der
Reibflache gleichmaRiger. Daraus resultieren niedrigere maximale Reibflachentemperaturen.
Da die Verformung des Synchronrings die Pressungsverteilung der EK72 entscheidend beein-
flusst, ist dieser Effekt kraftabhangig. Bei niedrigen nominellen Flachenpressungen
(p = 2,0 N/mm?) verformt sich der Synchronring weniger und in LS9 wird das Temperaturmini-
mum bei Aa Schaltrad = 5° erreicht. Fur groRere Axialkrafte ist eine weitere Reduzierung des
Winkels ndtig, um eine mdglichst gleichmallige Pressungsverteilung auf der Reibflache zu er-
halten und somit die maximale Reibflachentemperatur zu minimieren. Wird der Kegelwinkel
des Schaltrads fur die jeweilige Beanspruchung zu niedrig gewahlt, wandert das Pressungs-
maximum in Richtung kleiner Kegeldurchmesser und erwarmt dort den Stahlkonus starker, die
maximale Reibflachentemperatur steigt an. Bei gleichem Energieeintrag und niedrigerer
Reibleistung in LS7 (Bild 9.18, links) sind die Tendenzen vergleichbar. Allerdings wird hier die
minimale Reibflachentemperatur bei kleinerer Kegelwinkelklaffung als in LS9 erreicht. Der Ein-
fluss der Axialkraft auf die optimale Kegelwinkelklaffung zwischen Synchronring und Stahlko-
nus ist jedoch gréRer als die der Reibleistung bzw. Reibarbeit. Dies bestatigen auch die Vari-
ationen der Kegelwinkel flir LS1 und LS3 (siehe Anhang Abschnitt A.11). Auch in LS1 und LS3
wird, wie auch in LS9 (p = 2 N/mm?) die minimale Reibflachentemperatur bei Aa = -5° erreicht.
Somit sind bei der Auslegung einer optimalen Kegelwinkeldifferenz insbesondere die in der
Anwendung dominierenden Axialkrafte auf die Synchronisierung entscheidend. Eine fir alle
Betriebsbedingungen optimale Auslegung des Kegelwinkels ist nicht moglich.
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male Reibflachentemperatur 9max; links: LS7-EK72 2D; rechts: LS9-EK72 2D

Der Einfluss der Kegelwinkel auf die maximale Reibflachentemperatur wird ebenfalls in der
3D-Simulation fur LS9 und drei verschiedene Pressungen untersucht und die Ergebnisse sind

in Bild 9.19 dargestellt.

Die 3D-Simulationen bestatigen die Ergeb-
nisse der 2D-Simulationen. Auch die Kegel-
winkelklaffungen, bei denen die minimalen
Reibflachentemperaturen in  Abhangigkeit
von der Pressung auftreten, stimmen (ber-
ein. Exemplarisch sind in Bild 9.20 die Pres-
sungsverteilungen des Zeitschritts dargestellt
(p=4 N/mm? fur Aa=-15/-10715), in dem
die maximale Reibflachentemperatur auftritt.
Eine Erhdhung des Winkels des Schaltrads
fuhrt zu einer extremen Pressungserhdhung
am grofRen Kegeldurchmesser. Fr die opti-
male Kegelwinkelgestaltung (Aa =-10) ist
die Pressungsverteilung Uber der Reibflache
sehr gleichmaRig. Eine weitere Reduktion
des Konuswinkels des Schaltrads resultiert in
einer Pressungsverteilung, die weiter in Rich-
tung kleiner Kegeldurchmesser verschoben
ist. Die maximale Reibflachentemperatur
steigt dadurch erneut. Ein Vergleich der Er-
gebnisse mit denen anderer Autoren und
Synchronisierungen erfolgt in Abschnitt 9.3.1.
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Bild 9.19: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Ab-

hangigkeit von der Flachenpressung
auf die maximale Reibflachentempera-
tur 9max; LS9-EK72 3D
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Bild 9.20: Einfluss der Kegelwinkelklaffung auf Pressungsverteilung LS9-EK72 (3D-Simulation, Var3)
p =4 N/mm?, Zeitschritt in dem 9max auftritt

Bisher unbekannt ist, wie sich eine Kegelwinkelvariation bei Mehrfachkonus-Synchronisierun-
gen auswirkt. Daher wird fir die DK73 sowohl der Kegelwinkel des Innen- als auch des Syn-
chronrings variiert und die Einflisse auf die maximale Reibflachentemperatur fir die 2D-Simu-
lation in Bild 9.21 dargestellt. Bei der Variation des Synchronringwinkels, Bild 9.21 (rechts),
tritt die maximale Reibflachentemperatur bei allen Parametervariationen auf der duf3eren Reib-
flache (Rf1) auf. Unabhangig von der aufgebrachten Axialkraft werden die minimalen Reibfla-
chentemperaturen bei einem um 2,5° kleineren Synchronringwinkel (Aa = -2,5%) erreicht. Die
Pressungsverteilung verschiebt sich dadurch in Richtung Reibflachenmitte. Anders als bei der
EK72, ist hier nicht erkennbar, dass die Hohe der Axialkraft die Lage des Temperaturmini-
mums in Abhangigkeit vom Kegelwinkel beeinflusst. Dies ist vermutlich auf die steifere Geo-
metrie des Synchronrings der DK73 zurtckzufihren.
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Bild 9.21: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Abhangigkeit von der Flachenpressung auf die maxi-
male Reibflachentemperatur Smax; LS9-DK73; links: Variation Winkel Innenring; rechts: Va-
riation Winkel Synchronring; Var1b (2D)

Bei Variation des Kegelwinkels des Innenrings, Bild 9.21 (links), ist der Sachverhalt kompli-
Zierter, da hier abhangig von der Kegelwinkelklaffung und der Belastung die maximale Tem-
peratur entweder auf der inneren (Rf2) oder der duReren Reibflache (Rf1) auftritt. Wird der
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Kegelwinkel des Innenrings um 2,5 erhoht (Aa = 2,5, verschiebt sich das Pressungsmanxi-
mum in Richtung Reibflachenmitte, Pressungs- und Temperaturverteilung werden gleichma-
Riger. Gerade bei kleineren Winkeln des Innenrings (Aa < 0°) treten die maximalen Reibfla-
chentemperaturen auf der inneren Reibflache auf. Bei Aa > 0° ist es abhangig von der Pres-
sung, wann die maximale Temperatur auf der inneren und wann auf der duferen Reibflache

zu beobachten ist.

Fir langere Rutschzeiten bei gleichem Energieeintrag (LS7, siehe Anhang Abschnitt A.11)
sind die Einflusse der Kegelwinkel, wie auch bei der EK72, niedriger. Die minimalen Reibfla-
chentemperaturen werden bei den gleichen Aa Werten erreicht wie in LS9.

Der Abgleich von 2D- und 3D-Simulation er-
folgt fur eine Variation des Kegelwinkels von
Innen- und Synchronring bei p = 4,2 N/mm?,
siehe Bild 9.22. Die 3D-Simulationen (Var3)
bestatigen die Tendenzen der 2D-Simulation
(Var1b) sehr gut, siehe Bild 9.21. Lediglich
bei Var1a (2D-Simulation, kurze Lasche am
kleinen Kegeldurchmesser) treten die mini-
malen Reibflachentemperaturen bei Aa = 0
auf (hier nicht dargestellt). Zudem stimmen
die Tendenzen schlechter Uberein als bei
Var1b (2D). Exemplarisch ist in Bild 9.23 die
Pressungsverteilung flr drei unterschiedliche
Winkel am Synchronring dargestellt. Bei
Aa(Synchronring) = -5/-15° treten die maxi-
malen Pressungen und Reibflachentempera-
turen im Bereich 0° Umfangrichtung auf. Im
Gegensatz dazu ist bei Aa Synchron-
ring = 15' die maximale Reibflachentempera-
tur am kleinen Kegeldurchmesser unterhalb
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Bild 9.23: Einfluss Variation Kegelwinkel Synchronring auf Pressungsverteilung LS9-DK73 (3D-Si-
mulation, Var3), p = 4,2 N/mm?, Zeitschritt in dem Smax auftritt

Bei der Variation des Winkels des Innenrings ergeben sich auf der dufleren Reibflache ver-
gleichbare Bilder, lediglich bei umgekehrtem Vorzeichen von Aa. D. h. fur Aa =-15° ist die
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Pressungsverteilung auf der au3eren Reibflache (Rf1) vergleichbar zu Bild 9.23 (rechts) und
fur Aa = 15 vergleichbar mit Bild 9.23 (links). Fur Aa < 0° (Variation des Kegelwinkels des In-
nenrings, hier nicht dargestellt) treten die maximalen Reibflachentemperaturen auf der inneren
Reibflache auf.

Um die Auswirkung der Kegelwinkelklaffung auf eine Doppelkonus-Synchronisierung zu un-
tersuchen, bei der der Reibbelag auf Synchron und Innenring aufgebracht ist, werden die Win-
kel von Synchron- und Innenring bei der DK70 variiert und die Einflusse auf die maximale
Reibflachentemperatur in Bild 9.24 dargestellt. Die maximalen Reibflachentemperaturen tre-
ten sowohl bei der Variation des Winkels am Innen- als auch am Synchronring auf der duf3eren
Reibflache auf. Die Einflisse sind vergleichbar zu denen bei der DK73. Tendenziell muss je-
doch der Winkel am Innen- bzw. Synchronring um ca. 2,5 starker verandert werden als bei
der DK73, um die niedrigste maximale Reibflachentemperatur zu erhalten. Kegelwinkelvaria-
tionen wirken sich jedoch bei der DK73 deutlicher aus als bei der DK70. Die Simulation besta-
tigt, dass bei Doppelkonus-Synchronisierungen die minimalen Reibflachentemperaturen bei
optimaler Kegelwinkelklaffung weniger stark von den Versuchsbedingungen abhangen als bei
der EK72. Die Geometrie der Synchronringe und deren Bauart beeinflusst, bei welcher Kegel-
winkelklaffung die Reibflachentemperaturen minimiert werden.
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Bild 9.24: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Abhangigkeit von der Flachenpressung auf die maxi-
male Reibflachentemperatur 9max; LS9-DK70 2D; links: Variation Winkel Innenring; rechts:
Variation Winkel Synchronring

Auch fur die Dreifachkonus-Synchronisierung werden die Kegelwinkel von Innen- und Syn-
chronring bei drei verschiedenen Pressungen in LS9 variiert und der Einfluss auf die maximale
Reibflachentemperatur analysiert, siehe Bild 9.25. Die minimalen Reibflachentemperaturen
werden mit der gleichen Veranderung der Kegelwinkel von Innen- und Synchronring erreicht
wie bei der DK73. Bereits kleine Abweichungen der Kegelwinkel vom idealen Kegelwinkel fuh-
ren aber zu sehr starken Temperaturanstiegen, vor allem bei niedrigen Pressungen. Bei der
Variation des Synchronringwinkels treten, bis auf Aa Synchronring = -15°, die maximalen Reib-
flachentemperaturen immer auf der mittleren Reibflache (Rf2) auf. Die hohe Empfindlichkeit
der TK73 auf Kegelwinkelabweichungen, gerade bei niedrigen Pressungen, Iasst sich wie folgt
erklaren: Die Reibflachentemperatur der mittleren Reibflache (Rf2) steigt aufgrund der kleinen
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thermischen Masse des Innenrings starker als auf der duReren Reibflache (Rf1). Dies fuhrt
dazu, dass je nach Belastung bzw. Kegelwinkelklaffung die maximale Reibflachentemperatur
in den folgenden Zeitschritten nicht mehr auf der au3eren, sondern der mittleren Reibflache
auftritt. Je nach Kegelwinkelklaffung wandert der Ort der maximalen Reibflachentemperatur in
Richtung grof3er oder kleiner Kegeldurchmesser, siehe Bild 9.26. Hohe Reibflachentempera-
turen flhren zu starken lokalen Ausdehnungen und verstarken somit im nachsten Zeitschritt
den lokalen Energieeintrag weiter, da lokal die Pressung steigt. Wahrend bei der DK73 die
maximalen Reibflachentemperaturen kurz nach der halben Rutschzeit auftreten, werden bei
der TK73 die maximalen Reibflachentemperaturen im hinteren Drittel der Rutschzeit erreicht.
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Bild 9.25: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Abhangigkeit von der Flachenpressung auf die maxi-
male Reibflachentemperatur Smax, LS9-TK73 2D; links: Variation Winkel Innenring; rechts:
Variation Winkel Synchronring

Exemplarisch zeigt Bild 9.26 die Temperaturverteilungen fir drei Kegelwinkelvariationen auf
der mittleren Reibflache (Rf2) bei p = 2,1 N/mm?.
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Bild 9.26: Einfluss Variation Kegelwinkel Synchronring auf die Temperaturverteilung, LS9-TK73-2D
(p =2,1 NN/mm?)

Minimale Anderungen der Kegelwinkel des Synchronrings verschieben den Ort der maximalen
Reibflachentemperatur Richtung groRen oder kleinen Kegeldurchmesser. Dies fihrt dazu,
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dass sich gerade bei niedrigen Pressungen das System sehr sensitiv bezliglich Kegelwinkel-
variationen verhalt. Diese hohe Sensitivitat ist bei der DK73 nicht zu beobachten, da hier die
thermische Masse des Innenrings deutlich gréRer ist und sich die Position des Temperaturma-
ximums der einzelnen Zeitschritte nicht so stark auf der Reibflache verschiebt wie bei der
TK73.

9.2.5 Variation der Materialparameter

Materialparameter sind entscheidende Eingabegrdfien fir thermo-mechanische Simulationen.
Meist sind Materialparameter von Carbon-Reibbelagen unbekannt und nur aufwendig Uber
Messungen zu ermitteln. Auch ohne die genaue Kenntnis der Materialeigenschaften der Reib-
belage kann Uber Literaturwerte in Kombination mit Parametervariationen der Einfluss ver-
schiedener Materialeigenschaften untersucht werden. Nachfolgend werden die Ergebnisse
der Parameterstudien aller Materialparameter vorgestellt, die in der thermo-mechanischen Si-
mulation als EingangsgrofRen bendtigt werden. In dieser Arbeit werden gemaf dem Vorgehen
von Haggstrom [Hag18a, Hag22] alle Materialparameter fir jede BaugrofRe, ausgehend von
den Standardwerten aus Tabelle 8.1, um 50 % reduziert bzw. erhéht. Da Dichte und spezifi-
sche Warmekapazitat die gleichen Auswirkungen auf die maximalen Reibflachentemperaturen
haben, wird lediglich die spezifische Warmekapazitat verandert. Somit kann abgeschatzt wer-
den welcher Materialparameter den thermischen Haushalt beeinflusst.

Die Parametervariationen werden fir die 2D-Simulationen in den Laststufen LS1 bzw. LS3
(9 =0,7 J/mm?, kurze bzw. lange Rutschzeit) und LS7 bzw. LS9 (q = 1,1 J/mm?, kurze bzw.
lange Rutschzeit) durchgeflhrt, um den Einfluss der Betriebsbedingungen zu bestimmen.
Exemplarisch ist in Bild 9.27 fir die Systeme EK72, DK73, TK73 und DK70 die Temperatur-
differenz zwischen maximalen Reibflachentemperaturen der Referenzsimulation 9max et (Mate-
rialparameter aus Tabelle 8.1) und den Reibflachentemperaturen Smaxvar der Simulationen mit
variierten Materialparametern in LS9 dargestellt. Bei den Doppelkonus-Synchronisierungen
werden die maximalen Reibflachentemperaturen der dueren Reibflache (a, Rf1) dargestellt,
da dort die maximale Reibflachentemperatur auftritt. Bei der TK73 werden die Temperaturen
auf Rf2 (i) abgebildet.

Fir den Reibbelag wird in der Literatur haufig die Steifigkeit des Reibbelags als dominante
Einflussgrofie auf die maximale Reibflachentemperatur angegeben [Hag18a, Spr01]. Dies be-
statigen auch die Simulationsergebnisse der hier vorliegenden Parametervariationen von
EK72, DK73 und TK73. Je steifer der Reibbelag, desto héher ist die maximale Reibflachen-
temperatur, da sich Pressungsungleichférmigkeiten bei einem steifen Reibbelag schlecht aus-
gleichen kdnnen. Besonders deutlich wird dies, wenn organische mit metallischen Reibbela-
gen verglichen werden [Acu16a]. Gerade fur die Steifigkeit von Carbon-Reibbelagen schwan-
ken Literaturwerte erheblich, z.B. E, = 14 N/mm? [Awa05] bis Eq» = 50.000 N/mm? [Hag15b].
Die in dieser Arbeit verwendeten E-Module basieren auf Werten, die von andere Autoren ge-
messen und verdffentlicht wurden und nach Ruicksprache mit den Reibbelag Herstellern fur
den jeweiligen Reibbelag als reprasentativ. = angesehen  werden  konnen
(Ers = 100...1.000 N/mm3). Es wird darauf hingewiesen, dass die Annahme eines linearelasti-
schen E-Moduls eine Vereinfachung darstellt und abhangig von der Flachenpressung die Stei-
figkeit des gewobenen Reibbelags ansteigen kann. Der Einfluss auf die maximale Reibfla-
chentemperatur ist fur die untersuchten Belastungen jedoch niedrig, siehe Bild 9.27 (DK70).
Beim Abgleich von Simulation und Messung (siehe Abschnitt 8.3) werden lediglich Massen-
temperaturen des Zwischenrings verglichen. In [Sto22] wird gezeigt, dass der Einfluss des E-
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Moduls des Reibbelags auf die maximale Massentemperatur des Zwischenrings fur einen sehr
grol3en Bereich vernachlassigbar ist und somit die hier getroffene Vereinfachung das Ergebnis
nicht beeinflusst. Einen groRen Einfluss auf die maximale Reibflachentemperatur hat zudem
die Querkontraktionszahl, die gerade bei Carbon-Reibbelagen nur bei wenigen Autoren ange-
geben wird [H&g15b, Neu08]. In den meisten Verdffentlichungen zum thermischen Haushalt
von Synchronisierungen wird sie allerdings nicht genannt. Die Warmeleitfahigkeit des Reibbe-
lags hat gemaR der Parametervariation nur bei der DK70 einen gréf3eren Einfluss. Bei der
DK70 wird die gesamte Energie vom Zwischenring aufgenommen, der durch die beiden Reib-
belage von den restlichen Bauteilen isoliert ist. Je hoher die Warmeleitfahigkeit des Reibbe-
lags, desto mehr Warme wird an Synchron- und Innenring Ubertragen.
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Bild 9.27: Einfluss der Materialparameter auf die maximalen Reibflachentemperaturen max; LS9,
EK72, DK73, TK73 und DK70, 2D-Simulation

Fir alle Bauarten ist der Einfluss der Warmekapazitat sowie der Warmeleitfahigkeit von Stahl
besonders grof3. Die Materialeigenschaften von Stahl werden in den Simulationen sowohl fir
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die Schaltrader als auch fiir die Ringe verwendet. Bei Bauformen, bei denen eine hohe Energie
von einer kleinen thermischen Masse aufgenommen wird, z.B. Innenring TK73, bzw. Zwi-
schenring DK70, bestimmt die Warmekapazitat die maximale Reibflachentemperatur mafigeb-
lich. Bei EK72 und DK73 ist der Einfluss der Warmeleitfahigkeit groRer als die der Warmeka-
pazitat. Die Warmeleitfahigkeit bestimmt wie schnell sich eine lokale Temperaturerhéhung im
Bauteil verteilen kann. Je kleiner die thermische Masse, desto groRer ist die Bedeutung der
Warmekapazitat des Stahls bzw. eine hohe Warmeleitfahigkeit des Reibbelags. Eine hohe
Warmeleitfahigkeit der Reibbelage fihrt dazu, dass Energie Uber Warmeleitung durch den
Reibbelag an andere Bauteile abgeflhrt wird. Die Materialparameter des Stahls kdnnen meist
wenig beeinflusst werden. Allerdings ist die Warmekapazitat temperaturabhangig und hat ei-
nen groflden Einfluss auf die maximalen Reibflachentemperaturen. In dieser Arbeit wird daher
mit einer Warmekapazitat gerechnet, die einer mittleren Warmekapazitat fur den relevanten
Temperaturbereich entspricht. In Abschnitt 8.3 konnte damit eine gute Ubereinstimmung des
Temperaturhubs von Messung und Simulation nachgewiesen werden. Die Warmeleitfahigkeit
kann sich je nach Art des Stahls deutlich unterscheiden. Eine Zusammenstellung von Materi-
alparametern aus der Literatur, sowohl fiir Stahl als auch flir Carbon-Reibbelage findet sich im
Anhang Abschnitt A.8.

Die Einflisse der Materialeigenschaften bei unterschiedlichen Belastungen sind im Anhang
Abschnitt A.9 dargestellt. Die Ergebnisse werden hier nur knapp zusammengefasst. Wird bei
sonst gleichen Versuchsbedingungen die Reibarbeit erhdht, vergleiche LS1 und LS7 bzw. LS3
und LS9, so nehmen auch die Unterschiede der maximalen Reibflachentemperaturen zwi-
schen Referenz dmaxres Und Variation 9maxvar des Materialkennwerts zu. Das Verhéltnis der
Temperaturdifferenz Smaxvar - Imaxrer der verschiedener Materialparameter zueinander bleibt
jedoch erhalten, vergleiche Bild 9.27. Andert sich bei gleicher Reibarbeit die Rutschzeit, so
andern sich auch das Verhaltnis der Temperaturdifferenz 9maxvar - 9maxref der verschiedenen
Einflussgrofien zueinander. Dies kann fur alle untersuchten Synchronisierungen beobachtet
werden. Gerade bei kurzen Rutschzeiten (LS3 bzw. LS9), verglichen mit langen Rutschzeiten
(LS1 bzw. LS7), ist bei EK72 und TK73 der Einfluss des E-Moduls des Reibbelags E, groer
als der der Querkontraktionszahl viv. Tendenziell werden die Einflisse der Materialparameter
bei niedrigen Belastungen ebenfalls niedriger als bei hohen Belastungen. Einzige Ausnahme
bildet die DK70, bei der der Einfluss der Warmeleitfahigkeit des Reibbelags von LS9 nach LS7,
d. h. bei langeren Rutschzeiten, zunimmt.

Neben den Materialparametern kdnnen auch Randschichten auf den Gegenreibflachen der
Bauteile den thermischen Haushalt beeinflussen. Trapp [Tra10] weist in seinen Untersuchun-
gen nach, dass Veranderungen von Geflge und Kohlenstoffgehalt durch das Einsatzharten
die Warmeleitfahigkeit beeinflussen kénnen. Acuner [Acu16a] untersucht den Einfluss gehar-
teter Randschichten auf die maximale Reibflachentemperatur bei einer Einfachkonus-Syn-
chronisierung mit Carbon-Reibbelag. In seiner Vergleichssimulation erhoht sich der Tempera-
turhub bei Berucksichtigung der geharten Randschicht, Ars = 20 W/(mK) statt 40 W/(mK), um
60 %. Da im praktischen Einsatz unterschiedliche Warmebehandlungsverfahren fur Stahlko-
nen, Innen-, Zwischen- bzw. Synchronringe angewendet werden, wird der Einfluss einer Rand-
schicht mit niedrigerer Warmeleitfahigkeit fur die EK72, die DK73 und die DK70 simulativ un-
tersucht. Die Randschichten werden in den 2D-Simulationen entsprechend der Dicke des
Reibbelags (ca. 0,7 mm EK72/DK73 und 0,4 mm DK70) mit reduzierter Warmeleitfahigkeit von
Ars =20 bzw. 30 W/(mK) angenommen. Die Warmeleitfahigkeit des Grundmaterials betragt
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weiterhin Ast = 43,5 W/(mK). Bild 9.28 zeigt den Einfluss der Warmeleitfahigkeit der Rand-
schicht auf die maximale Reibflachentemperatur. Als Referenz sind auch die maximalen Reib-
flachentemperaturen ohne Berilcksichtigung der Randschicht (Ars = 43,5 W/(mK)) dargestellt.
Gerade bei hohen Reibleistungen (LS3, LS6 und LS9) wirkt sich der Einfluss einer niedrigen
Warmeleitfahigkeit stark auf die maximale Reibflachentemperatur der EK72 bzw. DK73 aus.
Je niedriger die Warmeleitfahigkeit der Randschicht, desto hdher sind die maximalen Reibfla-
chentemperaturen. Diese Tendenz ist auch bei der DK70 zu beobachten, der Einfluss der
Warmeleitfahigkeit der Randschicht ist allerdings deutlich niedriger als bei EK72 und DK73.
Die Massentemperatur des Zwischenrings 9sp der DK70 wird durch eine veranderte Warme-
leitfahigkeit einer geharteten Randschicht nahezu nicht beeinflusst. Der grofdte Unterschied in
LS9 zwischen 9, bei Ars = 43,5 W/mK und Ars = 20 W/mK liegt bei unter 1 K. Dass sich die
Warmeleitfahigkeit von Stahl bei EK72 und DK73 starker auf die maximale Reibflachentempe-
ratur auswirkt, war bereits in der Parameterstudie der Materialeigenschaften erkennbar. Bei
beiden Bauformen ist die thermische Masse, die die Reibenergie aufnimmt, gro3. Bei der EK72
wird die Reibenergie vom Schaltrad, bei der DK73 vom Synchron- und Innenring aufgenom-
men. Bei der DK70 hingegen wird die gesamte Energie beider Reibflachen vom Zwischenring
aufgenommen. Je hoher die Warmeleitfahigkeit desto schneller kdnnen sich lokale Tempera-
turerh6hungen im Bauteil ausbreiten. Eine reduzierte Warmeleitfahigkeit der Randschicht fuhrt
zu einer schlechten Warmeabfuhr bei EK72 und DK73. Beides sind Bauformen, bei denen die
Temperaturverteilung ungleichmaRig ist. Deren im Vergleich zur DK70 gréRere thermische
Masse kann die Warme nicht so schnell aus dem Kontakt abfiihren wie ohne Randschicht. Die
dickeren Randschichten der EK72 und DK73 im Vergleich zur DK70 sind nicht der Grund da-
fur, dass die maximalen Reibflachentemperaturen bei reduzierter Warmeleitfahigkeit der
Randschicht so deutlich ansteigen. Dies wird durch eine weitere Simulation abgesichert, bei
der fir die DK70 ebenfalls eine Randschichtdicke von 0,7 mm simuliert wird. Die maximale
Reibflachentemperatur bei Ars = 20 W/(mK) steigt, bei einer Erhéhung der Randschichtdicke
von 0,4 mm auf 0,7 mm, in LS9 um 9 K an. In Laststufen mit langeren Rutschzeiten sind die
Temperaturunterschiede geringer.

Die Ergebnisse zeigen, dass bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen die Position des Reib-
belags mafigeblich beeinflusst, wie sehr sich eine Randschicht mit niedriger Warmeleitfahig-
keit auf die maximale Reibflachentemperatur auswirkt.
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Bild 9.28: Einfluss einer geharteten Randschicht auf die maximale Reibflachentemperatur DK70,
EK72 und DK73 (Var1b); 2D-Simulation
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9.2.6 Vergleich der Reibbelagposition bei Doppelkonus-Synchronisierungen

Experimentell werden zwei Ausflihrungen einer Doppelkonus-Synchronisierung verglichen.
Bei der DK73 sind beide Reibbelage auf dem Zwischenring aufgeklebt. Bei der DK70 tragen
Synchron- und Innenring die Reibbelage. Die experimentellen Untersuchungen liefern keinen
objektiven Vergleich der beiden Bauarten, da sich die Synchronisierungen DK73 und DK70
sowohl im Aufbau und den geometrischen Abmessungen als auch der Art des Reibbelags
unterscheiden.

Um geometrische Einfliisse auszuschlielsen, werden hier Simulationen durchgefihrt, bei de-
nen die Geometrie der DK73 verwendet und lediglich die Position des Reibbelags vom Zwi-
schenring auf Synchron- und Innenring verschoben wird. Diese neue Variante wird DK73A
bezeichnet. Bei der DK73A andern sich die mittleren Reibradien der beiden konischen Reib-
flachen geringfligig, da der mittlere Reibradius auf’en um die Dicke des Reibbelags kleiner
wird und der mittlere Reibradius der inneren Reibflache sich entsprechend vergréfiert. Alle
weiteren Abmessungen bleiben unverandert, siehe Bild 8.1. Anders als bei allen bisherigen
Simulationen wird bei der DK73 die Variante Var1a untersucht, d. h. die Variante mit kurzer
Lasche am kleinen Kegeldurchmesser. Dies war nétig, da bei der DK73A mit langer Lasche
am kleinen Kegeldurchmesser das Temperaturmaximum bereits nach kurzer Rutschzeit am
Rand des Reibbelags aufgetreten ist. Die maximalen Reibflachentemperaturen sind dadurch
nicht mehr reprasentativ, da das Kantentragen den lokalen Warmeeintrag weiter verstarkt.

Bild 9.29 zeigt die Temperaturverteilung der auleren (Rf1) und inneren (Rf2) Reibflache in
LS9.
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Bild 9.29: Temperaturverteilung der dufleren und inneren Reibfliche DK73 (Var1a), DK73A und
DK70 in LS9 (2D-Simulation)

Zusatzlich zur DK73/DK73A wird die DK70 mit den gleichen spezifischen Parametern simuliert
und den anderen beiden Bauarten gegenubergestellt. Sowohl auf der inneren als auch auf der
auleren Reibflache ist die Temperaturverteilung der DK73A etwas gleichmaRiger als die der
DK73. Die maximalen Reibflachentemperaturen treten bei beiden Varianten auf der duf3eren
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Reibflache (Rf1) auf und sind bei der DK73A um 110 K hoher. Dies liegt an der kleinen ther-
mischen Masse des Zwischenrings der DK73A, der die gesamte Reibenergie aufnimmt. Die
Energie kann, aufgrund der thermisch isolierenden Reibbelage, Innen- und Synchronring der
DK73A nur minimal erwarmen. Bei der DK73 verteilt sich die Reibarbeit auf Synchron- und
Innenring. Wahrend sich bei der DK73 zunachst zu Schaltungsbeginn ein Pressungsmaximum
am grof3en Kegeldurchmesser ausbildet und sich wahrend der Schaltung in Richtung Reibfla-
chenmitte verschiebt, ist dies bei der DK70 und DK73A nicht zu beobachten. Die maximalen
Reibflachentemperaturen beider Synchronisierungen treten immer tendenziell am kleinen Ke-
geldurchmesser auf. Bei DK70 und DK73A wandert der Zwischenring wahrend der Schaltung
aufgrund der Warmedehnung in Richtung groRer Kegeldurchmesser.

Der Einfluss der Belastungen auf die maximalen Reibflachentemperaturen der verschiedenen
Bauarten der Doppelkonus-Synchronisierungen wird in den Laststufen LS1...9 untersucht,
siehe Bild 9.30. Die maximale Reibflachentemperatur der DK73A steigt in allen Laststufen
wahrend der Schaltung aufgrund der niedrigen thermischen Masse extrem an. Wahrend bei
der DK73 bei steigender Gleitgeschwindigkeit und gleicher Reibarbeit die maximale Reibfla-
chentemperatur deutlich zunimmt (z. B. 47 K, q = 1,1 J/mm?), ist der Einfluss der Gleitge-
schwindigkeit bei DK73A und DK70 niedrig (z. B. 19 K, g = 1,1 JJ/mm?2, DK73A). Dies liegt in
der unterschiedlich gro3en thermischen Masse von DK73 und DK73A begriindet. Mit steigen-
der Gleitgeschwindigkeit nimmt auch die Reibleistung bei gleichbleibender Reibarbeit zu. Der
daraus resultierende lokal hohe Energieeintrag wird durch Warmeleitung bei der DK73 nicht
schnell genug aus dem Reibkontakt in Synchron- und Innenring verteilt und die maximalen
Reibflachentemperaturen steigen mit steigender Gleitgeschwindigkeit. Bei DK73A und DK70
beeinflusst die Reibarbeit den Temperaturanstieg des Zwischenrings mafgeblich. Aufgrund
der niedrigeren thermischen Masse und des Energieeintrags von zwei Seiten, verteilt sich die
Temperatur schneller und gleichmaRiger im Zwischenring von DK73A und DK70 als bei der
DK73 im Synchron- bzw. Innenring.

Die signifikant niedrigeren Temperaturen der DK70 im Vergleich zur DK73A kénnen Uber das
fur die Aufnahme der Energie optimierte Design erklart werden. Der Zwischenring der DK70
ist deutlich dicker als der der DK73A, was die thermische Masse erhoht und somit die maxi-
malen Reibflachentemperaturen absenkt.
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Bild 9.30: Maximale Reibflachentemperaturen Jdmax, thermo-mechanische 2D-Simulation DK73,
DK73A und DK70
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9.3 Konstruktionsempfehlungen Synchronisierungen

Konstruktionsempfehlungen wurden bereits von diversen Autoren [Acu16a, Acu14b, Hag20,
Hai91, Neu08, Spr01] fur Einfachkonus-Synchronisierungen veréffentlicht. Meist werden, im
Gegensatz zu dieser Arbeit, andere Reibbeldge, Synchronisierungen aus dem NKW-Bereich
oder andere Ringmaterialien verwendet. In Abschnitt 9.3.1 werden Optimierungsempfehlun-
gen fuir EK-Synchros aus der Literatur auf ihre Ubertragbarkeit auf die hier verwendeten Bau-
weisen (Ringe aus Blechumformbauteilen mit Carbon-Reibbelag) tberpriift. Die Steifigkeit von
Synchronringen aus Blechumformbauteilen unterscheidet sich von denen aus Sinterstahl oder
Messing aufgrund unterschiedlicher E-Module und Geometrien der Synchronringe [Neu08]
stark. Die 3D-Simulation liefert zudem neue Erkenntnisse und Einflussfaktoren, die in bisheri-
gen Untersuchungen noch nicht betrachtet wurden.

Abschnitt 9.3.2 fokussiert sich auf Mehrfachkonus-Synchros, zu denen es aktuell noch wenig
veroffentlichte Ergebnisse gibt. Lediglich Erdmann [Erd08] flihrt eine Geometrieoptimierung
bei einer DK-Synchro aus Messing durch, setzt jedoch andere Untersuchungsschwerpunkte
als in dieser Arbeit.

Experimentelle Untersuchungen und thermo-mechanische Simulationen zeigen, dass die ma-
ximale Reibflachentemperatur bei Synchronisierungen mit Carbon-Reibbelag mafigeblich zu
deren Schadigung flhrt, siehe Abschnitt 9.1. Dies wird in der Literatur fir Carbon-Reibbelage
von [Acu16a, Acu16b, Hag18a] und fur weitere Reibbelage von [Hag18b, Hen14, Hoh11a,
Neu08, Spr01] bestétigt. Verschleil} ist bei den hier betrachteten Systemen nicht der Grund
fur den Ausfall, sondern das Zusetzen der Poren mit Olcrackprodukten bei hohen Reibflachen-
temperaturen. Damit verbunden ist ein Abfall der Reibungszahl zu Schaltungsbeginn. Zur Op-
timierung des thermischen Haushalts eignet sich somit die Reduzierung der maximalen Reib-
flachentemperatur. Versuche bestatigen zudem (Abschnitt 6.1.3), dass Uber optimierte
Schmierstoffformulierungen Ablagerungen verringert und die Lebensdauer signifikant erhoht
werden kann, vergleiche auch [Acu16a, Acu14a].

Es existieren zahlreiche Ansatzpunkte, um die maximalen Reibflachentemperaturen zu redu-
zieren. Die Erkenntnisse der Simulationen liefern Ansatzpunkte zur Geometrieoptimierung von
Synchronisierungen, siehe Abschnitt 9.3.1 und 9.3.2. Einflisse von Parametervariationen ei-
ner Synchrogeometrie sind nicht direkt auf eine andere Synchronisierung Ubertragbar und sind
daher bei einem neuen Design erneut abzusichern. Fir alle Varianten gilt, dass eine gleich-
mafigere Temperaturverteilung und ein hoher Traganteil [Li19b] (d. h. eine groRe Kontaktfla-
che zwischen Reibbelag und Gegenreibflache) die lokalen Belastungen absenken und das
System weniger stark schadigen. Diese Aussage bestatigen auch [Hag20, Kin99, Spr01]. Zu-
dem koénnen Rundheitsabweichungen zu lokal héheren thermischen Belastungen fuhren
[Hag20]. Daher ist das Ziel einer Optimierung, die Belastung auf der Reibflache mdglichst
gleichmaRig zu verteilen und dadurch die maximalen Reibflachentemperaturen zu senken.

Weiterhin kann Uber eine Verringerung der spezifischen Belastungen durch Absenkung der
Axialkraft (Abschnitt 6.1.2), Reduzierung der umgesetzten Energie bzw. der Reibleistung (Ab-
schnitt 6.1.5), Verbesserung der Olkiihlung, Absenkung der Oltemperatur (Abschnitt 6.1.2),
Reduktion der Schalthaufigkeit (Abschnitt 6.2) die thermische Belastung einer Synchronisie-
rung gesenkt werden, siehe auch [Spr01].
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9.3.1 Einfachkonus-Synchronisierung

Bei Einfachkonus-Synchronisierung treten maximale Pressung und Reibflachentemperaturen
meist am grofden Kegeldurchmesser auf. Ursachlich dafir ist die Verformung des Synchron-
rings unter Axialkraft. Dies gilt fur den Fall, dass die Kegelwinkel von Synchronring und Stahl-
konus gleich grof3 sind und wird von verschiedene Autoren [Acu16a, Hag18b, Neu08, Spr01]
bzw. in Abschnitt 8.2.3 und 8.4.3 fir unterschiedliche Bauarten und Ringtragermaterialien be-
statigt. Um eine gleichmallige Pressungsverteilung uber der Reibflache zu erhalten, sind ver-
schiedene Malinahmen moglich:

o Reduzierung des Kraftangriffspunkts der Axialkraft am Synchronring ([Hag15b, Spr01]
und Abschnitt 9.2.2)

e Erhoéhung der Ringsteifigkeit [Spr01] (z.B. durch Erhéhung der Materialstarke des Syn-
chronrings [Neu08] und Abschnitt 9.2.3, Geometrieoptimierung [Hag15b, Neu08,
Sku11], Verwendung von Ringmaterial mit hohem E-Modul [Hag15b, Lan86, Neu08])

o Geeignete Kegelwinkelklaffung [Acu16a, Acul14b, Hag20, Hag15b, Hai91, Neu08,
Spr01, Sku11] bzw. Abschnitt 9.2.4

o Korrektur der idealen Kegelgeometrie (z. B. konkave Balligkeit der Stahlkonen,
[Acu16a, Hag15b] )

e Optimierung thermischer Materialparameter von Reibbelag bzw. Gegenreibflache
[Kin99, Lan86, L6s98, Neu08] und Abschnitt 9.2.5

Die ersten drei MalRnahmen zielen darauf ab, die Stilpung des Synchronrings zu verringern
und somit die Pressungsverteilung gleichmafiger zu gestalten. Die Ergebnisse dieser Arbeit
decken sich gréfltenteils mit den Optimierungsempfehlungen aus der Literatur. Aufgrund der
verhaltnismaRig niedrigen Steifigkeit des Carbon-Reibbelags im Vergleich zu metallischen
Reibbelagen beschreibt Neudorfer [Neu08] den Einfluss der Ringstilpung bei Carbon-Reibbe-
l&gen als gering. Dies kann in dieser Arbeit nicht bestatigt werden und ist vermutlich der un-
terschiedlichen Synchronringbauart geschuldet (massiver Tragerring [NeuO8] vs. Blechum-
formbauteil). Bei der EK72 (Synchronring als Blechumformbauteil) beeinflusst zudem die Um-
fangsasymmetrie die Temperaturverteilung, was bei den bisher in der Literatur verwendeten
2D-Simulationen nicht betrachtet werden konnte. Eine Erhéhung der Steifigkeit der Synchron-
ringe durch eine Erhéhung der Blechdicke reduziert bei der EK72 die maximalen Reibflachen-
temperaturen nicht signifikant. Die Grinde dafur sind in Abschnitt 9.2.1 und 9.2.3 detailliert
behandelt. Eine reduzierte Ringsteifigkeit resultiert in einer starkeren Stulpung (Pressungsver-
teilung in axialer Richtung wird ungleichmaRiger), aber auch einer starkeren Verdrillung des
Synchronrings in Umfangsrichtung (Pressungsverteilung in Umfangsrichtung wird gleichmafi-
ger). Die Verdrillung des Synchronrings der EK72 vergréRert die Kontaktflache und die maxi-
male Reibflachentemperatur sinkt. Die Ergebnisse der Variation der Synchronringgeometrie
aus Abschnitt 9.2.1 stutzen diese Aussage. Die Ergebnisse der 3D-Simulationen widerspre-
chen somit in diesem Punkt denen der 2D-Simulation und sind bei der Auslegung neuer Syn-
chronringe zu berucksichtigen. Fur die EK72 werden in der 2D-Simulation die maximalen Reib-
flachentemperaturen dadurch Uberschatzt. Die Ergebnisse der 3D-Simulation zeigen, dass bei
der Auslegung der Ringgeometrie ein Optimum der Steifigkeit in die verschiedenen Koordina-
tenrichtungen gefunden werden muss, um eine mdglichst gleichmafige Pressungsverteilung
zu erhalten.

MafRgeblicher Einflussfaktor auf die Pressungs- und damit verbundene Temperaturverteilung
ist die Auslegung der Kegelwinkelklaffung einer Synchronisierung. Bei der Optimierung ist auf
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die in der Anwendung relevante Belastung zu achten, da sich je nach Axialkraft und umge-
setzter Reibarbeit, die Pressungsverteilung auf der Reibflache andert. Ein optimaler Kegelwin-
kel flr eine gleichmaflige Pressungsverteilung bei niedrigen Belastungen fuhrt aufgrund der
Verformung des Synchronrings nicht zu einer idealen Pressungsverteilung bei hohen Energie-
eintrdgen bzw. hohen Axialkraften, siehe Abschnitt 9.2.4.

Eine Korrektur der idealen Kegelgeometrie durch eine konkave Balligkeit der Stahlgegenreib-
flache wird in dieser Arbeit nicht untersucht, da bereits Acuner und Haggstrém [Acu16a,
Hag15b] dieses Thema behandelt haben und aufgrund der niedrigen Korrekturbetrage dies
fertigungstechnisch nicht wirtschaftlich umsetzbar ist.

Optimierte Materialparameter helfen, die maximalen Reibflachentemperaturen zu senken,
siehe [Acu16a] und Abschnitt 9.2.5. Hohe Warmeleitfahigkeiten von Reibbelag und vor allem
der geharteten Randschichten der Gegenreibflache beginstigen bei lokal hohen Reibflachen-
temperaturen die schnelle Verteilung der Warme im Bauteil. Zudem soll Gber eine hohe War-
mekapazitat viel Energie aufgenommen werden, bevor die Temperatur der Bauteile ansteigt.
Aber auch eine niedrige Steifigkeit des Reibbelags senkt Pressungsspitzen und somit lokale
Temperaturspitzen ab. Bei zu ,weichen“ Reibbelagen kann es aufgrund der elastischen Ver-
formung zum Kontakt zwischen der Planflache von Synchronring und Schaltrad kommen, die
Fahigkeit der Synchronisierung ungewolltes Durchschalten zu verhindern ware dadurch be-
eintrachtigt.

Die Tendenzen der Parametervariation der 2D- und 3D-Simulation stimmen sehr gut tberein,
lediglich bei der Variation der Blechdicke werden Unterschiede festgestellt, siehe Ab-
schnitt 9.2.3. Somit kdnnen viele Parameteroptimierungen unter deutlicher Zeit- und Kosten-
ersparnis zuverlassig bereits mit der einfachen 2D-Simulation untersucht werden. Eine 3D-
Simulation ist jedoch vor allem dann zu verwenden, wenn Einflusse von Umfangsasymmetrien
analysiert werden sollen. Zudem wird das Temperaturniveau der Synchronisierung in der 2D-
Simulation tendenziell Gberschatzt, da bei der hier untersuchten Variante die Umfangsasym-
metrie in der 3D-Simulation den Tragbereich sogar erhéht und somit die maximalen Reibfla-
chentemperaturen senkt.

9.3.2 Mehrfachkonus-Synchronisierung

Die meisten Ansatze zur Optimierungen der Pressungs- und Temperaturverteilung verfolgen
das Ziel, das Temperaturmaximum wahrend der Schaltung in Richtung Reibflachenmitte zu
verschieben und eine moglichst gleichmafige Pressungs- und Temperaturverteilung Uber der
gesamten Reibflache zu erhalten. Mdgliche Einflussfaktoren zur Optimierung des thermischen
Haushalts sind nachfolgend zusammengefasst:

¢ Rotationssymmetrischer Querschnitt des Synchronrings (Abschnitt 9.2.1)
e Angepasste Kegelwinkelklaffung (Abschnitt 9.2.4)

e Optimierung der Materialparameter (Abschnitt 9.2.5)

e Angepasste Position der Reibbelage (Abschnitt 9.2.6)

Im Gegensatz zur Einfachkonus-Synchronisierung ist die Pressungsverteilung auf den Reib-
flachen der untersuchten Doppel- und Dreifachkonus-Synchronisierungen gleichmaRiger und
die maximalen Reibflachentemperaturen treten nicht in Reibflachenmitte, sondern verschoben
in Richtung kleiner Kegeldurchmesser auf. Wahrend bei der EK-Synchronisierung durch eine
nichtrotationssymmetrische Geometrie des Synchronrings die Pressungsverteilung auf der
Reibflache gleichmafiger wird, zeigt sich bei der DK73 genau der umgekehrte Effekt. Die nicht
Uber den Umfang umlaufende Schaltverzahnung sowie die Verstarkungslasche am kleinen
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Kegeldurchmesser verandern die Steifigkeit des Synchronrings derart, dass sich das Pres-
sungsmaximum weiter in Richtung kleiner Kegeldurchmesser verschiebt, siehe Ab-
schnitt 9.2.1.

Die Geometrieoptimierung der Doppelkonus-Synchronisierung gestaltet sich deutlich schwie-
riger, da bei Veranderungen der Synchronringgeometrie Wechselwirkungen auftreten. Eine
Blechdickenanderung des Synchronrings beeinflusst sowohl dessen Steifigkeit, als auch die
thermische Masse - zwei Effekte, die Pressungs- und Temperaturverteilung verandern, siehe
Abschnitt 9.2.3. Bei steigender Blechdicke des Synchronrings verandert sich bei der DK73
(Reibbelag auf beiden Seiten des Zwischenrings) die maximale Reibflachentemperatur nicht
signifikant. Lediglich eine starke Reduktion der Blechdicke des Synchronrings (Anderungen
grélRer 0,5 mm) erhoht die maximale Reibflachentemperatur, da sowohl die thermische Masse
abnimmt als auch die Pressungsverteilung aufgrund der ansteigenden Verformung ungleich-
maRiger wird. Die Ubertragbarkeit des Einflusses der Blechdicke des Synchronrings ist bei
einer anderen Bauweise, z. B. DK70 (Reibbelag auf Synchron- und Innenring) nicht abschlie-
Rend geklart. Ein dickerer Zwischenring reduziert die maximalen Reibflachentemperaturen
aufgrund der grofReren thermischen Masse, siehe Abschnitt 9.2.6.

Bei der DK73 sinken zwar die Reibflachentemperaturen mit steigendem ZahnfuRRkreisdurch-
messer, dies ist jedoch nur flr die hier untersuchte Geometrie zutreffend, da sich durch die
groliere Verformung des Synchronrings das Temperaturmaximum weiter in Richtung Reibfla-
chenmitte verschiebt, siehe Abschnitt 9.2.2. Die Unterschiede sind jedoch klein und die Ten-
denz kann sich bei niedrigeren Belastungen bzw. anderer Synchronringgeometrie andern.

Somit kann, anders als bei der Einfachkonus-Synchronisierung, fur die Blechdicke des Syn-
chronrings und den Zahnful3kreisdurchmesser keine klare Empfehlung ausgesprochen wer-
den wie die maximalen Reibflachentemperaturen gesenkt werden kénnen.

Auch bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen beeinflusst die Kegelwinkelklaffung die maxi-
male Reibflachentemperatur deutlich, siehe Abschnitt 9.2.4. Dies bestatigen die Simulations-
ergebnisse sowohl fir unterschiedliche Bauarten der DK-Synchronisierung als auch fir die
TK-Synchronisierung. Anders als bei der EK-Synchronisierung ist die Kegelwinkelklaffung
nicht so stark von den Betatigungskraften abhangig, was auf die héhere Steifigkeit der Syn-
chronringe zuruckzufihren ist. Je nach Ausfuhrung des Synchronrings ist die Kegelwinkelklaf-
fung so zu wahlen, dass die maximale Reibflachentemperatur méglichst mittig auf der Reibfla-
che auftritt und ein grofRer Flachenanteil von Reibbbelag und Gegenreibflache in Kontakt steht.

Die Sensitivitdtsanalyse der Materialparameter zeigt, dass die Bauart der Synchronisierung
(z. B. Position der Reibbelage) bestimmt, welche Materialparameter den thermischen Haus-
halt beeinflussen, siehe Abschnitt 9.2.5. Wird die Energie von einer kleinen Masse aufgenom-
men, so ist die Warmekapazitat des Stahlwerkstoffs der entscheidende Einflussparameter.
Zudem steigt bei so einem Design auch der Einfluss der Warmeleitfahigkeit des Reibbelags.
Durch eine optimierte Warmeleitfahigkeit des Reibbelags z. B. Verwendung von CFC [Awa05]
statt CFK [Bar19b] kann die Warmeabfuhr aus dem Reibkontakt verbessert und die maximale
Reibflachentemperatur gesenkt werden. Bei Synchrondesigns mit gro3er thermischen Masse
ist eine hohe Warmeleitfahigkeit des Stahlwerkstoffs entscheidend, um die eingebrachte Rei-
benergie moglichst schnell im Bauteil zu verteilen und somit die maximalen Reibflachentem-
peraturen zu senken. Beim Reibbelag beeinflussen vor allem E-Modul und Querkontraktions-
zahl die Pressungsverteilung maR3geblich. Eine niedrigere Steifigkeit des Reibbelags vergro-
Rert die Kontaktflache und reduziert somit die Spitzentemperaturen. Der Nachteil eines zu
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niedrigen E-Moduls ist allerdings, dass aufgrund einer gréReren Verformung auch mehr Axial-
mal vorgesehen werden muss. Andernfalls kann die Synchronisierung aufgrund des axialen
Kontakts zwischen Synchronring und Planflache des Schaltrads ausfallen. Dies ist vor allem
bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen aufgrund der héheren Zahl an Reibflachen entschei-
dend.

Die Position der Reibbelage bei DK-Synchronisierungen beeinflusst die maximalen Reibfla-
chentemperaturen deutlich. Werden bei sonst unveranderter Geometrie die Reibbelage statt
auf dem Zwischenring (DK73) auf Innen- und Synchronring (DK73A) aufgebracht, treten sig-
nifikant héhere Reibflachentemperaturen auf, die Reibbelag und Schmierstoff starker schadi-
gen. Ein optimiertes Design, wie beispielsweise bei der DK70, kann diesen Einfluss abschwa-
chen, sodass auch eine sehr leistungsfahige Doppelkonus-Synchronisierung konstruiert wer-
den kann, bei der die gesamte Reibenergie vom Zwischenring aufgenommen wird.

Auch fur die DK-Synchronisierung stimmen die Einflisse der Parameter auf den thermischen
Haushalt von 2D- und 3D-Simulation gut Uberein. Es wird empfohlen, einen geeigneten Quer-
schnitt fir die 2D-Simulation mittels 3D-Simulationen zu ermitteln.



Zusammenfassung und Ausblick 127

10 Zusammenfassung und Ausblick

10.1 Zusammenfassung

Mehrfachkonus-Synchronisierungen werden in Fahrzeuggetrieben eingesetzt, um die Leis-
tungsdichte im Vergleich zu Einfachkonus-Synchronisierungen zu steigern. Analytische Be-
rechnungen liefern fir eine Doppelkonus-Synchronisierung in etwa das doppelte, bzw. fir eine
Dreifachkonus-Synchronisierung das dreifache Reibmoment im Vergleich zu dem einer Ein-
fachkonus-Synchronisierung bei ahnlichen Abmessungen. Es wird somit erwartet, dass die
relative Leistungsfahigkeit, d. h. die Leistungsfahigkeit bei gleichen flachenspezifischen Belas-
tungen (spez. Reibarbeit, Flachenpressung und Gleitgeschwindigkeit), einer Mehrfachkonus-
Synchronisierung niedriger ist als die einer Einfachkonus-Synchronisierung, da in einem ver-
gleichbaren Bauraum ein vielfaches der Energie umgesetzt wird.

Ziel der Arbeit ist es, die relative Leistungsfahigkeit verschiedener Synchrobauformen mit Car-
bon-Reibbelag miteinander zu vergleichen. Dazu wird das Schadigungsverhalten von Ein-
fach-, Doppel- und Dreifachkonus-Synchronisierungen experimentell am Komponentenpruf-
stand ermittelt und Gber die neu definierten Kennwerte Umin crad (0ZW. dmin,crade7) Charakterisiert.
In Kombination mit validierten thermo-mechanischen Simulationen werden Ursachen fur die
unterschiedliche relative Leistungsfahigkeit der verschiedenen Bauformen identifiziert und
Uber Parametervariationen Optimierungsansatze fir das Design von Mehrfachkonus-Synchro-
nisierungen abgeleitet.

Methodik und Ergebnisse der Versuche am Komponentenpriifstand

Das Schadigungsverhalten der verschiedenen Synchrobauformen wird anhand von Einstufen-
Dauerschaltversuchen am Komponentenprifstand SSP-180 analysiert. Dazu werden drei ver-
schiedene Bauformen, eine Einfach-, eine Doppel- und eine Dreifachkonus-Synchronisierung
(EK72, DK73, TK73), mit Dual-Layer-Carbon-Reibbelag aus einer PKW-Anwendung bei je-
weils gleichen flachenspezifischen Belastungen auf verschiedenen Laststufen untersucht und
deren Leistungsfahigkeit verglichen. In Stichversuchen wird eine Doppelkonus-Synchronisie-
rung (DK70) mit gewobenem Carbon Reibbelag eingesetzt. Schwerpunktmalig wird ein MTF
aus einer PKW-Anwendung eingesetzt, in Stichversuchen kommen auch DCTF und ein MTF
eines Nutzfahrzeugs zum Einsatz.

Axialverschleif} ist bei allen Synchronisierungen nicht Schadensursache. Die Ausfélle gehen
auf einen Abfall der Reibungszahl zu Schaltungsbeginn zurtick. Die Sperrgrenzen der ver-
schiedenen Synchrobauformen unterscheiden sich, was dazu fihrt, dass die Reibungszahl bei
Doppel- und Dreifachkonus-Synchronisierungen weiter abfallen kann, bevor die Synchronisie-
rung aufgrund einer zu niedrigen Reibungszahl ausfallt. Zur Beurteilung der Schadigung der
Reibsysteme wird daher, nicht wie bei Synchronisierungen bisher ublich, die Schaltungszahl
bis zum Ausfall verwendet, sondern es werden neue Kennwerte definiert. Die neuen Kenn-
werte Pmincrad (DZW. Mmincrader) beschreiben die Gradienten der Trends der minimalen Rei-
bungszahlen pmin (bzw. pPming7), und sind somit unabhangig von der Sperrgrenze der Bauteile.
Die aus der Literatur bekannten Schadigungsmechanismen bei Carbon-Reibbelagen, das
Einglatten des Reibbelags aufgrund der tribologischen Belastung und das Zusetzen des Reib-
belags durch Olcrackprodukte, wird Gber Oberflaichenvermessungen und REM-Analysen be-
statigt.
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Die Schadigung des Reibsystems wird mafRgeblich durch den Schmierstoff bestimmt. Vor al-
lem die Schmierstoffzusammensetzung beeinflusst die Lebensdauer deutlich. Uber REM-Auf-
nahmen und EDX-Messungen wird bestatigt, dass das Zusetzen der Poren durch Verwendung
eines optimierten Schmierstoffs stark reduziert und somit die Lebensdauer erhdht werden
kann.

Mit steigender Reibarbeit, steigender Reibleistung und erhdhter Oltemperatur nimmt die Sché-
digung der verschiedenen Bauformen zu. Auch bei erhdhter Pressung bzw. erhohter Gleitge-
schwindigkeit wird eine starkere Schadigung des Reibsystems beobachtet. Entgegen den Er-
wartungen ist die Schadigung, bewertet anhand von pmincrage7r, der Einfachkonus-Synchroni-
sierungen in allen Laststufen gréfier als die der beiden Mehrfachkonus-Synchronisierungen.
Um dieses Ergebnis erklaren zu kdnnen, werden thermo-mechanische Simulationen durchge-
fuhrt und damit der thermische Haushalt der verschiedenen Bauformen analysiert.

Thermo-mechanische Simulationen

Im Vergleich zu metallischen Reibbelagen ist die Warmeleitung von Carbon-Reibelagen nied-
rig, was wahrend einer Schaltung zu héheren Reibflachentemperaturen fuhrt. Reibbelag und
Schmierstoff kbnnen dadurch verstarkt geschadigt werden. Dem thermischen Haushalt kommt
daher beim Vergleich der Leistungsfahigkeit unterschiedlicher Bauformen besondere Beach-
tung zu. Bestehende thermo-mechanische 2D-Simulationen werden auf Mehrfachkonus-Syn-
chronisierungen erweitert und Uber Temperaturmessungen validiert. Simulation und Messung
stimmen sehr gut Uberein. Fir zwei Bauformen (EK72 und DK73) werden Umfangsasymmet-
rien in 3D-Simulationen untersucht.

Eine Gegenuberstellung der maximalen Reibflachentemperaturen der Simulationen und der
Schadigungskennwerte [min,crad bZW. Umin.crader @aus Prifstandversuchen zeigen eindeutig eine
starkere Schadigung bei steigender maximalen Reibflachentemperatur. Bei Mehrfachkonus-
Synchronisierungen ist dabei ein Mittelwert der maximalen Reibflachentemperaturen aller
Reibflachen heranzuziehen, da auf jeder Reibflache ein Teil der Reibarbeit umgesetzt wird.
Um die Leistungsfahigkeit der verschiedenen Bauformen zu erhéhen, sollten daher insbeson-
dere die maximalen Reibflachentemperaturen abgesenkt werden.

In Parametervariationen werden wichtige Einflussparameter auf den thermischen Haushalt
herausgearbeitet und Ergebnisse der 2D- und 3D-Simulation miteinander verglichen. Unter-
schiede der Reibflachentemperaturen zwischen 2D- und 3D-Simulation fallen bei der EK72
deutlicher aus als bei der DK73. Neben dem in der Literatur beschriebenen Effekt der Stilpung
des Synchronrings, verdrillen sich Synchronringe aus Blechumformbauteilen zudem in Um-
fangsrichtung. Aufgrund der nicht rotationssymmetrischen Geometrie des Synchronrings der
EK72 Uberlagert sich bei dem 3D-Modell der Stulpung unter Axialkraft eine Verdrillung des
Synchronrings. Dadurch vergréRert sich bei der 3D-Simulation im Vergleich zur rotationssym-
metrischen 2D-Simulation die Kontaktflache zwischen Reibbelag und Gegenreibflache und re-
sultiert in niedrigeren maximalen Reibflachentemperaturen. Bei der DK73 wird die Pressungs-
verteilung auf der Reibflache bei der 3D-Simulation ungleichmaRiger. Die deutlichen Unter-
schiede der maximalen Reibflachentemperaturen von EK72 und DK73 in den 2D-Simulationen
nehmen bei den 3D-Simulationen ab.

Fur die Einfachkonus-Synchronisierung werden die aus der Literatur bekannten Parameter zur
Reduzierung der maximalen Reibflachentemperatur auch fir Synchronisierungen aus
Blechumformbauteilen mit Carbon-Reibbelag bestatigt. Lediglich bei der Erhéhung der
Ringsteifigkeit zeigt die 3D-Simulation, dass dadurch die maximale Reibflachentemperatur
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nicht immer gesenkt werden kann. Der grofdte Einflussfaktor ist jedoch die Auslegung der Ke-
gelwinkelklaffung. Ein optimale Kegelwinkelklaffung ist abhangig von den Betriebsbedingun-
gen, vor allem von der Axialkraft, und ist damit an die vorliegende Belastung anzupassen.

Bei Doppelkonus-Synchronisierungen ist es aufgrund von komplexen Wechselwirkungen
schwierig, konkrete Optimierungsempfehlungen auszusprechen. Die Geometrie der Syn-
chronringe ist so zu optimieren, dass die maximale Reibflachentemperatur méglichst mittig auf
der Reibflache auftritt und ein moglichst groRer Anteil der Reibflache mit der Gegenreibflache
in Kontakt steht, um die spezifischen Belastungen zu reduzieren. Verschiebt sich die maximale
Reibflachentemperatur Richtung grof3er oder kleiner Kegeldurchmesser, steigt meist auch die
maximale Reibflachentemperatur an. Anders als bei der Einfachkonus-Synchronisierung ist
die Kegelwinkelklaffung, aufgrund der hoheren Steifigkeit des Synchronrings, nicht so stark
von der aufgebrachten Axialkraft abhangig. Eine optimierte Kegelwinkelklaffung senkt hier die
maximalen Reibflachentemperaturen in einem groften Belastungsbereich. Die Auswahl einer
geeigneten Bauart einer Doppelkonus-Synchronisierung senkt ebenfalls die Reibflachentem-
peraturen. Wird die Reibarbeit auf eine grol3e thermische Masse verteilt, sinken die maximalen
Reibflachentemperaturen. Tragt der Zwischenring beispielsweise beide Reibbelage, so verteilt
sich aufgrund der niedrigen Warmeleitfahigkeit der Carbon-Reibbelage die Reibarbeit auf Syn-
chron- und Innenring.

10.2 Ausblick

Bei der Modellierung der Bauteile in der 3D thermo-mechanischen Simulation wird die Rotation
der Bauteile zueinander vereinfacht Uber eine erhohte Warmeleitfahigkeit der Gegenreibfla-
chen in Umfangsrichtung dargestellt. Bei einem Vollmodell kann die Rotation der Bauteile zu-
einander abgebildet und Uber eine direkt gekoppelte thermo-mechanische Simulation der War-
meintrag automatisch fiur jedes Element berechnet werden. Dieser Ansatz erh6ht jedoch die
Rechenzeit deutlich, da zum einen die Anzahl an Elementen zunimmt, zum anderen auch ro-
tierende Netze verwendet werden und die direkte thermo-mechanische Kopplung meist re-
chenintensiver ist. Mit steigender Rechenleistung und einem optimierten Simulationscode
sollte in Zukunft die Berechnung eines Vollmodells in einem vertretbaren zeitlichen Aufwand
umzusetzen sein. Zudem sind weitere Einflussfaktoren auf die Verformung von Mehrfachko-
nus-Synchronisierungen der Synchronringe wie Querkrafte an der Schaltverzahnung bzw. den
Indexlaschen und Rundheitsabweichungen zu untersuchen.

Die im Rahmen dieser Arbeit erlangten Hinweise zu einer verstarkten Olalterung bei Einsatz
von Carbon-Reibbelagen weisen auf Defizite im Kenntnisstand der aktuellen Forschung hin.
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Anhang A1

A Anhang

A1 Spezifische BelastungsgroBRen von Mehrfachkonus-Synchronisierungen

Nachfolgend werden Grundgleichungen zur Berechnung spezifischer Belastungen bei Mehr-
fachkonus-Synchronisierungen zusammengefasst. Diese Zusammenstellung beruht auf For-
meln die in der Fachliteratur unter anderem bei [Acu16a, Erd08, Nau19, Soc68] zu finden sind.
Die Beschreibung orientiert sich an den Ausfuihrungen von [Acu16a], wobei die Gleichungen
fur Mehrfachkonus-Synchronisierungen erweitert werden. Es ist Ublich bei Synchronisierungen
neben den absoluten BelastungsgréRen wie Axialkraft Fa, Ausgangsdrehzahl n und zu syn-
chronisierende Tragheitsmasse J die flachenspezifischen BelastungsgréRen anzugeben. Fla-
chenspezifisch bedeutet, dass Belastungen auf die Reibflache der Synchronisierung bezogen
sind. Bei der Reibflache handelt es sich um die Bruttoreibflache, d. h. die Flache auf der sich
die Ringe uberdecken. Die Reduzierung der Flache aufgrund von Nuten bzw. der Oberflachen-
porositat wird nicht berticksichtigt. Bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen ergibt sich die ge-
samte Reibflache aus der Summe der einzelnen konischen Reibflachen.

Nrf

A= Z A (A.1)
i=1

A mm? Gesamtreibflache A mm?  Flache der Reibflache j

ne - Anzahl Reibflachen

Typische Kennwerte zur Beschreibung der Belastungen sind dabei die Flachenpressung p,
die Gleitgeschwindigkeit vg, die spezifische Reibarbeit q, die spezifische Reibleistung g, und
die mittlere spezifische Reibleistung gmi. Gerade bei Mehrfachkonus-Synchronisierungen un-
terscheiden sich die Flachenpressungen je Reibflache, da die Durchmesser der einzelnen
Reibflachen unterschiedlich grof} sind, bzw. sich die Ringe meist nicht vollflachig Gberdecken.
Fir eine Mehrfachkonus-Synchronisierung errechnet sich die Flachenpressung je Reibflache
aus anliegender Axialkraft Fa, der Flache der jeweiligen Reibflache A; und dem Kegelwinkel
der Reibflache q;. Diesen Formeln liegt die Annahme zugrunde, dass an den Koppelstellen
kein Axialkraftverlust vorliegt und somit die von au3en aufgebrachte Axialkraft auf allen Reib-
flachen gleichermafen wirkt.

Fa
AJ-- sin q

p= (A.2)

Pi N/mm? Flachenpressung der Reibflache j | Fa N Axialkraft

A mm? (Brutto-) Reibflache j o] ° Kegelwinkel der Reibflache j

Die Gleitgeschwindigkeit vgjam mittleren Reibdurchmesser dm; der einzelnen Reibflachen er-
rechnet sich aus dmj und der Drehzahldifferenz An. Am kleinen Kegeldurchmesser ist die lo-
kale Gleitgeschwindigkeit entsprechend niedriger als am grof3en Kegeldurchmesser.

dm
Vg:j=TT'An'E (A.3)
Vg; mls Gleitgeschwindigkeit der Reibfla- | An  min' Differenzdrehzahl
che i
dmj m mittlerer Reibdurchmesser der
Reibflache j
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Fiar Mehrfachkonus-Synchronisierung wird die mittlere Flachenpressung bzw. die mittlere
Gleitgeschwindigkeit aus dem arithmetischen Mittelwert von Pressung bzw. Gleitgeschwindig-
keit der einzelnen Reibflachen ermittelt. Diese gemittelten Pressungen/Gleitgeschwindigkeiten
sind auch in Abschnitt A.3 bei den Versuchsbedingungen angegeben.

Die geometrische spezifische Reibleistung wahrend einer Schaltung ist unter anderem von der
lokalen Pressung, der Gleitgeschwindigkeit und der Reibungszahlverteilung abhangig und
musste durch Integration der lokalen spezifischen Reibleistung Uber die Reibflache bestimmt
werden [Acu16a]. Vereinfachend hat sich der Kennwert der maximalen spezifischen Reibleis-
tung qp0 etabliert. Diese wird am mittleren Reibdurchmesser, bei mittlerer nomineller Pressung
und Reibungszahl p gemal Gleichung (A.4) berechnet. Lokal kénnen aufgrund von Pres-
sungserhdhungen héhere spezifische Reibleistungen auftreten.

qp,o=vg,max'p'l-I (A.4)

gro  W/mm? max. spezifische Reibleistung vgmax M/s  max. Gleitgeschwindigkeit am
mittleren Reibdurchmesser

p N/mm?  Flachenpressung J - Reibungszahl

Die spezifische Reibarbeit einer Schaltung ergibt sich aus der Differenzdrehzahl An, dem zu
synchronisierenden Tragheitsmoment J und der gesamten Reibflache A. Wie sich bei Mehr-
fachkonus-Synchronisierungen die gesamte Energie auf den jeweiligen Reibflachen aufteilt,
hangt von den lokalen Beanspruchungsparametern, der Geometrie bzw. den lokal vorliegen-
den Reibungszahlen ab. Sofern von aul3en keine StérgréRen wie Lastmomente, Schleppmo-
mente oder Reibmomente, die aulRerhalb der kegeligen Reibflachen angreifen (z. B. Gleitstein-
reibung) einwirken, entspricht die spezifische Reibarbeit der Rotationsenergie der zu synchro-
nisierenden Tragheitsmomente. Andernfalls musste die tatsachlich geleistete spezifische
Reibarbeit gr durch Integration des Reibmoments Tr Uber dem Drehwinkel ¢ berechnet wer-
den, siehe auch [Acu16a]. Bei der Definition von Versuchsbedingungen wird Ublicherweise die
Annahme q = gr getroffen.

1 Am? 1
=_.J.<2.-|-|-._) L (A.5)
=2 60/ A
q Jimm?  spezifische Reibarbeit An  min?' Differenzdrehzahl
J kgm? Tragheitsmoment A mm? gesamte Reibflache

Die mittlere spezifische Reibleistung ist ein Mal fir die Schalthaufigkeit in einem Versuch und
beeinflusst das Temperaturniveau. Sie errechnet sich aus der eingebrachten spezifischen
Reibarbeit g und der Zykluszeit T.

. q
qmit=f (A.6)

gmt mMW/mm? mittlere spezifische Reibleistung | T s Zykluszeit

q J/imm? spezifische Reibarbeit
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A.2 Messunsicherheitsbetrachtung fiir den SSP-180 nach GUM

A.2.1 Einfiihrung in das GUM-Standard-Verfahren

Um die Qualitat der Ergebnisse bewerten zu kdnnen ist es wichtig die Messunsicherheit abzu-
schatzen. Bei jeder Messung treten Messunsicherheiten auf, die eine Abweichung des gemes-
senen zum realen Wert bedeuten. Neben der Messunsicherheitsbetrachtung nach DIN 1319
[DIN95, DIN96, DIN99, DINO5] hat sich in den letzten Jahren die Messunsicherheitsbetrach-
tung nach GUM JCGM 100:2008 (Evaluation of measurement data — Guide to the expression
of uncertainty measurement) [Joi08] des Joint Committee for Guides in Metrology etabliert.
Mithilfe der GUM kann die Messunsicherheit fir einen Messwert innerhalb eines Vertrauens-
bereich angegeben werden. Die sieben Schritte werden nachfolgend kurz vorgestellt und im
Anschluss die Messunsicherheit des SSP-180 anhand der GUM abgeschatzt. Eine detaillierte
Erlauterung des allgemeinen Vorgehens ist beispielsweise bei [Joi08, Som04, Tra14] nachzu-
lesen. Fur die Messunsicherheitsbetrachtung wird die Nomenklatur der GUM [Joi08] verwen-
det.

In Schritt 1 sind zunachst die Kenntnisse tber die Messung und die zugehorigen Eingangs-
grolien darzulegen. Dazu gehdren nach Sommer und Siebert [Som04] unter anderem Ergeb-
nisse direkter Messungen, Erfahrungswerte (subjektive Bewertung), Ergebnisse vorangegan-
gener Auswertungen, Werte aus Kalibrierscheinen, Herstellerangaben sowie Tabellen und Li-
teraturwerte .

In Schritt 2 wird die Messung modelliert und die mathematischen Zusammenhange von Mess-
grélRen und Eingangsgrofien aufgestellt, sieche Gleichung (A.7).

Y=f(X1,X2,...,Xn) (A7)
Y - Ausgangsgrofien XN - Mess- und Eingangsgréfien 1...N
N - Anzahl Mess- und Eingangsgro-

Ren

In Schritt 3 werden jeder Eingangsgrofie Xi ein Erwartungswert x; und die zugehorige Stan-
dardunsicherheit u(x;) zugeordnet. Die Einflussgrolen werden nach Typ A bzw. Typ B unter-
teilt. Liegen Informationen zur statistischen Analyse von Beobachtungsreihen vor, so werden
die Einflussgrofien als Typ A klassifiziert, andernfalls als Typ B. In beiden Methoden werden
Wahrscheinlichkeits-Dichteverteilungen (PDF) verwendet. Maximale Messfehler aus Daten-
blattern werden ublicherweise als Typ B eingeordnet. Da meist die statistische Verteilung in
den Datenblattern nicht angegeben ist, kann nach GUM eine Rechtecksverteilung angenom-
men werden. Dies bedeutet, dass die Wahrscheinlichkeit im durch die Extremwerte definierten
Intervall gleich hoch ist. Fur eine Rechtecksverteilung errechnet sich die Standardunsicherheit
u(x;) der EingangsgroRe Xi indem die Differenz der Extremwerte der Intervallgrenzen (a. und

a., d. h. obere und untere Intervallgrenze) durch den Faktor 2 - /3 geteilt wird. [Daf18, Som04]
Berechnungsvorschriften fur unterschiedliche Wahrscheinlichkeitsdichteverteilungen sind un-
ter anderem bei [Som04] nachzulesen.

In Schritt 4 werden aus den Erwartungswerten x; und Standardunsicherheiten u(x;) der Ein-
gangsgrofen die Erwartungswerte y und die kombinierten Standardunsicherheiten uc(y) des
Ausgangserwartungswerts Y berechnet. Korrelieren die Unsicherheiten der Eingangsgrofien
nicht oder liegen keine Informationen dazu vor, so berechnet sich die kombinierte Standardun-
sicherheit uc(y) des Ausgangswerts nach [JoiO8]:
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N N
uely)= | Y (erute)*= | > wiy)? (A-8)
i=1 i=1
uc(y) - kombinierte Standardunsicherheit | u(xi) - Standardunsicherheit des Erwar-
des Ausgangserwartungswerts y tungswerts xi
Ci Sensitivitatskoeffizient der Ein- ui(y) - Komponente der kombinierten
gangsgrole X; Standardunsicherheit von uc(y)

Der Sensitivitatskoeffizient c; fur die Funktion f (Gleichung (A.7)) ergibt sich gemal:
_of
Gi= 6Xi

Ci Sensitivitatskoeffizient der Ein- Xi - Erwartungswert der Eingangs-
gangsgrofe i gréle i

(A.9)

Die erweiterte Messunsicherheit U wird in Schritt 5 aus der kombinierte Standardunsicherheit
des Ausgangserwartungswerts uc(y) und einem Erweiterungsfaktor k, nach Gleichung (A.10)
bestimmt.

U=uc(y)k, (A.10)
uc(y) - kombinierte Standardunsicherheit | U - Erweiterte Messunsicherheit

des Ausgangserwartungswerts y
kp Erweiterungsfaktor bei Uberde-

ckungswahrscheinlichkeit p

Die Berechnung der erweiterten Messunsicherheit U setzt die Kenntnisse der PDF der Aus-
gangsgrofRe Y voraus. Die GUM behilft sich mit der Vermutung der weitreichenden Anwend-
barkeit des Zentralen Grenzwertsatzes [Som04] und geht davon aus, dass durch die Uberla-
gerung der verschiedenen Einflisse auf ein Messergebnis sich eine Normalverteilung ergibt
[Tra14]. Detailliert sind die Voraussetzungen in der GUM [Joi08] im Abschnitt G 6.6 beschrie-
ben. Bei Wiederholungsmessungen mit niedrigen Freiheitsgraden, d. h. eine Messung mit we-
nigen Messpunkten, ist eine Student- bzw. T-Verteilung anzuwenden [Joi08, Som04].

Fir einen Grofteil von Messungen in der Praxis kann die erweiterte Messunsicherheit mit
einer Uberdeckungswahrscheinlichkeit von p = 95% mit einem Erweiterungsfaktor k, = 2 be-
stimmt werden. [Joi08, Som04]

In Schritt 6 wird schliellich das vollstandige Messergebnis gemaf Gleichung (A.11) angege-
ben.

Y=yxU (A.11)
Y - Ausgangswert U - Erweiterte Messunsicherheit
y - Erwartungswert der Ausgangs-

grélRe
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Abschlie3end wird in Schritt 7 [Som04] der Beitragskoeffizienten zur Bewertung der Messun-
sicherheit nach [Tra14] berechnet und die Messunsicherheit bewertet:

2
hi= {oruts)” U(Xig) (A.12)
uc(y)
hi Beitragskoeffizienten der uc(y) - kombinierte Standardunsicherheit
Messunsicherheit des Ausgangserwartungswerts y
uxi) - Standardunsicherheit des Erwar- | ci Sensitivitatskoeffizient der Ein-
tungswerts x; gangsgroBle Xi

A.2.2 Darlegung der Kenntnisse liber die Messung und die EingangsgroRen

Baumgartner [Bau20] betrachtet die Messunsicherheit des Kupplungs-Lebensdauerprifstands
KLP-260 gemall dem GUM Standard Verfahren. Das Vorgehen wird auf den SSP-180 ange-
wendet. Der gesamten Messunsicherheitsbetrachtung liegen folgende Annahmen zu Grunde:

- Statische Messung (dynamisches Verhalten der Messeinrichtung wird vernachlassigt)

- Keine Messunsicherheit der Anzeige (Messsignale liegen bereits vor Anzeige durch
Messrechner digital vor)

- Eingangsgrofien werden als unkorreliert angenommen (= Korrelationskoeffizienten
sind 0)

Die Messketten der einzelnen Signale sind in Bild A.1 zusammengestellt. Die Spannungssig-
nale der Kraftmessdosen flr Axialkraft- und Drehmoment sowie das Spannungssignal des
Wegsensors werden von einem Messverstarker verstarkt und anschlieiend Giber einen Trenn-
verstarker galvanisch getrennt an das Spannungseingangsmodul weitergegeben. Fir die
Drehzahl muss das Spannungsausgangssignal (0...180 V) des Tachogenerators Gber einen
Spannungswandler in den messbaren Bereich von £10 V gebracht werden, bevor es Uber ei-
nen Trennverstarker an das Spannungsmessmodul weitergegeben wird. Im Spannungsmess-
modul erfolgt die Analog-Digitalwandlung. Uber die Multiplikation der Eingangsspannungen
mit den zugehdrigen Kalibrierfaktoren im Messprogramm werden die Spannungen in Kraft-,
Weg-, Drehzahl- bzw. Drehmomentsignale umgewandelt.

Die Temperatursensoren werden Uber geschirmte Kabel direkt an einem Spannungseingangs-
modul angeschlossen, bei dem die Kennlinie fur NiCrNi Type K Sensoren hinterlegt ist. Somit
wird die Spannung in ein Temperatursignal umgewandelt.

Die Versuche werden mit zwei verschiedenen Messsystemen (Var1 und Var2) durchgefuhrt.
In Variante 1 werden die Analogsignale Uber eine Einschubkarte im Messrechner in digitale
Signale gewandelt und mit dem in Delphi programmierten Auswerteprogramm FZG Mess auf-
gezeichnet und ausgewertet. Die Temperaturmessungen und ein Teil der Reproversuche wer-
den mit dem System entsprechend Variante 2 untersucht. Die Einschubkarte wird durch eine
Hardware von National Instruments (CompactDAQ-Chassis NI cDAQ-9185) ersetzt, und die
Daten mit dem am Lehrstuhl entwickelten Messprogramm FZG Lab aufgezeichnet.

Die Messunsicherheitsbetrachtung in dieser Arbeit fokussiert sich primar auf Axialkraft, Dreh-
moment und Temperatur. Zudem wird der Einfluss der Messunsicherheit auf die Reibungszahl
ebenfalls naher analysiert, da Uber die Veranderung der Reibungszahl die Auspragung der
Schadigung bewertet wird. Eine Messunsicherheitsbetrachtung des Wegsensors bzw. der
Drehzahl erfolgt nicht. Ein Abschatzung der Messunsicherheiten von Wegsensor und Dreh-
zahlsignal ist bei [Ran95] nachzulesen und wird am Ende von Abschnitt A.2 zusammenge-
fasst.
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Bild A.1:  Messketten der Messsignale SSP-180
Fur die Kraftmessdosen (Axialkraft und Drehmoment) werden, wie auch bei [Bau20], folgende
Annahmen getroffen:

- Einfluss der Verschiebung des Nullpunkts (aus z. B. erhohter Einsatztemperatur der
Messkomponenten) werden durch Offsetkorrektur vor jeder Schaltung eliminiert

- Ideale Belastung der Kraftmessdosen (Einfliisse aus Querkraften werden konstruktiv
abgefangen)

- Kriechen wird vernachlassigt, da die Belastungsdauer sehr kurz ist

- Langzeitdrift des Messverstarkers ist sehr gering und kann vernachlassigt werden

- Messabweichung aufgrund der relativen Umkehrspanne (Differenz der Ausgangsig-
nale einer Aufwarts- bzw. Abwartsreihe bei gleicher Kraft [VDI08]) werden vernachlas-
sigt, da die Kraftmessdosen ausschliel3lich auf Druck belastet werden

Bei der Kalibrierung der Kraftmessdosen werden die Spannungseingangsmodule durch ein
hochgenaues Voltmeter (Abweichungen der Spannung gemaf Datenblatt < 0,02 %, [Mei17])
ersetzt. Sonst bleibt die Messkette im Vergleich zur Messung wahrend den Versuchen unver-
andert. Die Kalibrierung der Kraftmessdosen im eingebauten und angeschlossenen Zustand
fuhrt dazu, dass die Linearitatsabweichungen der Kraftmessdosen bzw. der Messverstarker in
den Kalibierkurven mitberucksichtigt werden und somit nicht gesondert in der Messunsicher-
heitsbetrachtung auftauchen. Dies wird in einem Telefonat mit Herrn Beck von der Firma HBM
am 15.12.2020 telefonisch bestatigt. Der Kalibrierwert wird Uber eine Ausgleichsgerade aus
zwei Aufwartskalibrierungen ermittelt. Das Signalrauschen des Messverstarkers ist ebenfalls
in der Kalibrierung mit bertcksichtigt [Bau20].



Anhang A7

A.2.3 Modellierung der Messung

Gemal der GUM [Joi08] sind im 2. Schritt die mathematischen Modelle zur Beschreibung der
Messung aufzustellen.

Gesamtmodell Reibungszahl

Neben geometrischen EinflussgroRen werden zur Berechnung der Reibungszahl die Mess-
groflien Axialkraft und Drehmoment bendtigt, siehe Gleichung (A.13). Das Modell Reibungszahl
wird in zwei Hauptmodelle (Axialkraft und Drehmoment) unterteilen, siehe Bild A.2, die wiede-
rum aus drei Untermodellen (Kalibrierfaktor, Spannung Axialkraft/Reibmoment und Kalibrier-
kraft/Kalibriermoment) bestehen. Bei der hier vorliegenden Betrachtung wird der Kegelwinkel
a ohne Messunsicherheit angenommen. Die Anzahl der Reibflachen n ist ohne Messunsicher-
heit bestimmbar. Abweichungen des mittleren Reibradius kénnen bertcksichtigt werden. Je
nach Einflussfaktor sind die Standardabweichungen abhangig vom Maximalausschlag der
Kraftmessdose oder von der im Betriebspunkt anliegenden Belastung. Abweichungen der Ke-
gelwinkel der einzelnen Reibflachen werden in der Messunsicherheitsbetrachtung nicht be-
ricksichtigt und sind bei stichprobenartig vermessenen Bauteilen der EK72 ca. 5.

2-Tg sina
— R m (A.13)
n-Fadny
] - Reibungszahl n - Anzahl kegelige Reibflachen
TR Nm Reibmoment Fa N Axialkraft
om ° gemittelter Kegelwinkel dm  mm  mittlerer Kegeldurchmesser
Gesamtmodell Reibungszahl
2:TR)ist"Si
H= n.l;la;i:?dfnm: H(Fax,ist» TR ist)
+ A
|
Hauptmodell Axialkraft Hauptmodell Reibmoment
Fax,ist = dax * Uax,ist - 6Fax,Kalibrierung TR,ist = dR * UR,ist - 6TR,Kalibrierung
A A
Kalibrierfaktor Kalibrierfaktor
dax dR
Spannung Axialkraft Spannung. Reibmoment
Uax,ist UR,ist
Kalibrierkraft Kalibriermoment
5Fax,1(alibrierung 5TR,Kalibrierung

Bild A.2: Gesamtmodell Reibungszahl und zugehérige Untermodelle fir Messunsicherheitsbetrach-
tung nach [Bau20]
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Das weitere Vorgehen wird hier ausfuhrlich fur die Axialkraft dargestellt und Schritt fir Schritt
erlautert. Beim Hauptmodell Reibmoment wird nach dem gleichen Schema vorgegangen. Die
Eingangswerte unterscheiden sich. Auf Unterschiede zur Axialkraft wird hingewiesen.

Hauptmodell Axialkraft

Die Axialkraft wird gemaf Gleichung (A.14) berechnet aus dem Kalibrierfaktor multipliziert mit
der Spannung am Sensor abzuglich der Abweichung der Kalibrierkraft. Um diese Gleichung
I6sen zu kénnen sind zunachst die Untermodelle Kalibrierfaktor, Spannung Axialkraft und Ka-
librierkraft aufzustellen und auszuwerten.

I:ax,ist=dax'Uax,ist'aFax,K (A.14)
dax N/V  Kalibrierfaktor Axialkraft OFaxk N Abweichung Kalibrierkraft
Uaxist V Gemessenes Spannungssignal Faxist N Axialkraft

Axialkraft

Untermodell Spannung Axialkraft

Bei der Abweichung des Spannungssignals der Axialkraft werden der Ablesefehler vernach-
l&ssigt. Abweichungen der Kraftmessdose aufgrund erhdhter Einsatztemperatur (KMD, Tem-
peratur), Ubertragungsfehler des Trennverstéarkers (Trenn, Ub), sowie Rauschen (NI, Rausch),
Auflésung (NI, Res) und der Fehler aus der Verstarkung (NI, Gain) werden bericksichtigt.
Anders als bei [Bau20] werden hier entsprechend dem Vorgehen von MeingalRner [Mei17]
auch die Ubertragungsfehler des Trennverstérkers mit berticksichtigt, siehe Gleichung (A.15).

Uax.ist:Uax,IND'6Uax,KMD,8'6Uax,NI,Gain'6Uax,NI,Rausch'6Uax,NI,Res'6Uax,Trenn,L"Jb (A- 1 5)

Uax,ist \Y, Tatsachlich anliegende Uax,IND V Angezeigte Spannung
Spannung

OUaxkMD,9 \Y, Abweichung Temperatur- OUaxNiGain V Abweichung Verstarkung NI
einfluss KMD

OUaxNi,Rausch  V Abweichung Rauschen NI OUaxNiRes V Abweichung Auflésung NI

OUaxTremnib  V Abweichung Ubertragungs-
verhalten Trennverstarker

Modellgleichung Untermodell Kalibrierfaktor Axialkraft

Die Modellgleichung des Kalibrierfaktors bertcksichtigt die Abweichung der einzelnen Mess-
punkte von der Ausgleichsgeraden (Kalibrierkurve). Die Anzeige des Kalibrierfaktors wird als
fehlerfrei angenommen.

dax=dax,IND-Odax R (A.16)

dax N/V  Kalibrierfaktor daxino N/V Angezeigter Kalibrierfaktor

0daxr  N/V  Standardabweichung durch line-
are Regression

Um die Abweichung der Messwerte von der Kalibrierkurve anzugeben, werden die Stan-
dardabweichungen des Regressionskoeffizienten mitbericksichtigt. Linearitadtsabweichungen
und Signalrauschen werden an dieser Stelle mit einbezogen. [Bau20]
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Die Standardabweichung berechnet sich nach [Hed16]:

Ta9)”
Odax R= AR (A7)

k-2 Z:(=1 (X; -X)?

Xi Y Messpunkt der Kalibrierkurve

Vi N Geschatzten Belastungswerte
(berechnet aus Geradenglei-
chung der Kalibrierkurve)

k - Anzahl der Wertepaare der Ka-

librierkurve

I

6dax,R

pzd

NNV

Messpunkt der Kalibrierkurve

Mittelwert der Spannungssingale
der Kalibrierkurve

Standardabweichung durch line-
are Regression

Voraussetzung flr die Berechnung der Messunsicherheit der Kalibrierkurve nach dem hier
vorgestellten Vorgehen ist, dass die Kalibrierkurve Uber eine ausreichende Anzahl an Mess-
punkten gebildet wird und die Aufwartskalibrierung mehrfach durchgefihrt wird. Bei sehr we-
nigen Messpunkten ist fur die Berechnung der Messunsicherheit eine Student-Verteilung (T-
Verteilung) heranzuziehen oder die Monte-Carlo-Technik anzuwenden [Som04], da bei weni-
gen Messpunkten die Verteilung der Ergebnisse sonst von der Normalverteilung abweicht
[M6h20]. Ab ca. 30 Messpunkten kann haufig mit der Normalverteilung gerechnet werden

[Pom17].

Untermodell Kalibrierkraft

Die Kalibrierkraft errechnet sich gemaf Gleichung (A.18).

_lymgg

Faxk= } (A.18)
Faxk N Kalibrierkraft I3 m Hebelarm Gewichte
Mg kg Masse Kalibriergewichte g m/s?  Ortsfaktor

1 m Hebelarm Kraftmessdose

Bei der Abweichung der Kalibrierkraft Faxx werden Abweichungen der Hebellangen |1 und I3
(Gleichung (A.19) und (A.20)) sowie ein Messfehler der Kalibriergewichte mg (Gleichung (A.21))

berlcksichtigt.
l4=11 ;nD-Ol4 (A.19)
l4 m Hebelarm Kraftmessdose liuno M Abgelesene Lange Hebelarm
Kraftmessdose
ol m Abweichung Hebelarm Kraft-
messdose
13=13,1IND-0l3 (A.20)
I3 m Hebelarm Gewichte lsno m Abgelesene Lange Hebelarm
Gewichte
Ols m Abweichung Hebelarm Gewichte
mg=mgy|ND-6mg (A21 )
Mg kg Masse Gewichte mg,no kg Angezeigte Masse Gewichte

omygy kg Abweichung Masse Gewichte
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Untermodell Kalibriermoment

Das Kalibriermoment errechnet sich gemaR Gleichung (A.22).

Trk=l3'mgg (A.22)
Trk N Kalibriermoment I3 m Hebelarm Gewichte
Mg kg Masse Kalibriergewichte g m/s?  Ortsfaktor

Bei der Abweichung des Kalibriermoments Trk werden Abweichungen der Hebellangen I3
(Gleichung (A.20)) sowie ein Messfehler der Kalibriergewichte mqy (Gleichung (A.21)) berlck-
sichtigt.

A.2.4 Einschatzen der GroRen und Kombination der Werte und Unsicherheiten

Zunachst werden fur die verschiedenen Untermodelle die Unsicherheitsbeitrége bestimmt und
dann in den Hauptmodellen Axialkraft und Drehmoment, bzw. dem Gesamtmodell Reibungs-
zahl die Messunsicherheit berechnet. Die Erwartungswerte der Abweichungen (Formelbuch-
staben die in den Modellgleichungen mit einem & gekennzeichnet) sind 0.

Untermodell Spannung Axialkraft

Zur Berechnung der Messunsicherheit werden flr das Untermodell Spannung Axialkraft An-
gaben der Herstellerdatenblattern der Hardwarekomponenten herangezogen und die Stan-
dardunsicherheiten gemaf Gleichung (A.15) berechnet und in Tabelle A.1 aufgetragen. Die
notigen Gleichungen zur Berechnung der Standardunsicherheit der einzelnen Komponenten
sind unter anderem bei [Bau20, Daf18, Par20] nachzulesen.

Index i Formelzei- PDF Erwar- | Sensitivi- Standardunsicherheit u(xi)
und chen tungs- | tatskoef-
Abweichung wert X; fizient ¢c;
1 Angezeigte Uax,IND - Uax,IND +1 0
Spannung
2 :’uerné%eéa OUaxkmp,s | Rechteck 0 1 0129'10_3'%'|'3ax'23 “ClUny o
3 Ubertra- | 8Uaxtrennib | Rechteck 0 -1 6,00-103 V
gungsfehler
Trennver-
starker
4 Verstar- OUaxNiGain | Rechteck 0 -1 0,12:1073-Uax,iND
kung
NI-9215
5 Rauschen | dUaxNi,Rausch | Normal 0 -1 0,38-103 V
NI-9215
6 Auflésung OUaxnNires | Rechteck 0 -1 0,09-103V
NI-9215

Tabelle A.1: Eingangsgréf3en des Untermodells Spannungssignal Axialkraft
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Untermodell Spannung Drehmoment

Das Vorgehen zur Bestimmung der Messunsicherheit aus dem Untermodell Spannung Dreh-
moment ist vergleichbar zu dem des Untermodells Spannung Axialkraft. Im Gegensatz zur
Messunsicherheitsbetrachtung des Drehmomentsignals des KLP-260 [Bau20], muss beim
SSP die Messunsicherheit aus der Umkehrspanne der Kraftmessdose nicht beriicksichtigt
werden, da das Reibmoment nur in eine Richtung wirkt. Die Standardunsicherheiten der ein-
zelnen Komponenten fasst Tabelle A.2 zusammen.

Index i Formelzei- PDF Erwar- | Sensitivi- Standardunsicherheit u(x;)
und chen tungs- | tatskoef-
Abwei- wert Xx; fizient c;
chung
1 Ange- URr,IND - Ur,IND +1 0
zeigte
Spannung
2 Tempe- OURkmD,s Rechteck 0 -1
ratur C2
3 Ubertra- OUR Trenn,Ub Rechteck 0 -1 6,00-103%V
gungsfeh-
ler
Trennver-
starker
4 Verstar- OUR NI,Gain Rechteck 0 -1 0,12-10-3-Ur,inD
kung
NI-9215
5 Rau- OURNI,Rausch Normal 0 -1 0,38-103V
schen
NI-9215
6 Auflo- OURNIRes Rechteck 0 -1 0,09-103V
sung
NI-9215

K
0,58-10 4'R ‘[9r-23 °C|-Ur D

UC(UR,ist):

Tabelle A.2: Eingangsgréf3en des Untermodells Spannungssignal Drehmoment

Untermodell Kalibrierfaktor Axialkraft

Fir die Kalibrierkurve der Axialkraft werden die Spannung am Voltmeter (x-Achse) Uber der
Axialkraft der Kraftmessdose (y-Achse, bestimmt Uber Hebellbersetzung (Tabelle A.5) und
angehangter Masse) aus zwei hintereinander durchgefuhrten Aufwartskalibrierungen aufge-
tragen. Die kombinierte Standardunsicherheit des Regressionskennwerts uc(dd.x) werden ge-
mafR Gleichung (A.17) und den Messpunkten aus dem Kalibrierprotokoll vom 12.05.2020
(SSP-A) berechnet, siehe Tabelle A.3.
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Index i Formelzei- PDF Erwar- | Sensitivi- Standardunsicherheit u(x;)
und chen tungs- | tatskoef-
Abwei- wert X; fizient ¢c;
chung
1 Ange- Uax,IND - Uax,IND +1 0
zeigter Ka-
librierfaktor
2 Rggres- 0dax R Normal 0 -1 0.76 N
sion \%
uc(8dax,R)=

Tabelle A.3: Eingangsgrofien des Untermodells Kalibrierfaktor Axialkraft

Untermodell Kalibrierfaktor Drehmoment

Zur Kalibrierung des Drehmoments wird an einen Hebel der Lange I; (Tabelle A.6) eine Masse
angehangt, somit ein Drehmoment erzeugt und die ausgegebene Spannung der Kraftmess-
dose notiert. Die Kalibrierkurve des Drehmoments wird Uiber zwei hintereinander durchgefihr-
ten Aufwartskalibrierungen ermittelt. Der Regressionskennwert &drr wird gemaf Gleichung
(A.17) anhand der Messpunkte aus dem Kalibrierprotokoll vom 11.05.2020 (SSP-A) berechnet,
siehe Tabelle A.4.

Index i Formelzei- PDF Erwar- | Sensitivi- Standardunsicherheit u(x;)
und chen tungs- | tatskoef-
Abwei- wert X; fizient ¢;
chung
1 Ange- URr.IND - URr,IND +1 0
zeigter Ka-
librierfaktor
2 Re.gres— odrR Normal 0 -1 0,046 Nm
sion \%
Uc(8dgr)=

Tabelle A.4: Eingangsgrofien des Untermodells Kalibrierfaktor Drehmoment

Da der Kalibrierfaktor der Axialkraft um eine Zehnerpotenz gréRer ist als der des Drehmoments
unterscheiden sich hier die Standardabweichungen ebenfalls entsprechend.

Untermodell Kalibrierkraft

Um die Messunsicherheit der Kalibrierkraft berechnen zu kénnen, werden eine Abweichung
der Hebellangen von £1 mm angenommen und die Systemgenauigkeit der Waage mit £10 g
angesetzt. Die Sensitivitdtskoeffizienten in Tabelle A.5 werden berechnet, indem Gleichung
(A.18) gemal (A.9) jeweils nach Iy, I3 und mg abgeleitet wird und die Ableitungen an den Er-
wartungswerten ausgewertet werden. Je nach angehangtem Kalibriergewicht mgy unterschei-
det sich die relative kombinierte Standardunsicherheit des Ausgangswerts uc(y)/|y|, d. h. in
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diesem Fall die prozentuale Abweichung der Kalibrierkraft vom angehangten Kalibriergewicht.
Bei kleinen Kalibriergewichten wirkt sich die Messunsicherheit des Kalibriergewichts starker
aus als bei grof3en Kalibriergewichten. In Tabelle A.5 wird die relative kombinierte Standar-
dunsicherheit fur einen Punkt der Kalibriergeraden berechnet, der am nachsten zu der in den
Versuchen verwendeten Axialkraft liegt.

Index i Formelzei- PDF Erwar- Sensitivitatsko- Standardunsicherheit
und chen tungs- effizient c; u(xi)
Abweichung wert X;
1 Lange l4 Rechteck | 0,110 m 1 0,58:103m
1 .
Schaltgabeln 89,18 7 'Mguno
2 Lange Ka- I3 Rechteck | 0,532 m 1 0,58:10°m
librierhebel 430,95 Mg o
3 Kalibrierge- mg Rechteck Mg,IND 47,40 Ez 0,006 kg
wicht S

3
Ue(Fasi)= | D (Ui(y))?
i=1

Mit mg,ino = 14,252 kg Uc(Faxk) = 3,63 N;
relative kombinierte Standardunsicherheit uc(Faxk)/|Faxk| = 0,54 %
Tabelle A.5: Eingangsgrofien des Untermodells Kalibierkraft Axialkraft

Untermodell Kalibriermoment

Die Messunsicherheit des Kalibriermoments wird vergleichbar zu dem der Axialkraft bestimmt.
Die Messunsicherheiten der Kalibrierhebellange und der Kalibriergewichte werden wie im Un-
termodell Kalibrierkraft gewahlt. Die Sensitivitatskoeffizienten in Tabelle A.6 werden berech-
net, indem Gleichung (A.22) gemal (A.9) jeweils nach |z und mg abgeleitet wird und die Ablei-
tungen an den Erwartungswerten ausgewertet werden. In Tabelle A.6 wird die relative kombi-
nierte Standardunsicherheit fur einen Punkt der Kalibriergeraden berechnet, der das Drehmo-
ment der Versuche am besten reprasentiert.

Index i Formelzei- PDF Erwar- Sensitivitatsko- Standardunsicherheit
und chen tungs- effizient c; u(xi)
Abweichung wert X;
3 - m 103
1 Lange Ka I3 Rechteck | 0,700 m 9,81 — ‘Mg o 0,58-10°m
librierhebel s ’
2 Kalibrierge- Mg Rechteck Mg,IND ms 0,006 kg
. 6,87 —
wicht 82

Mit mg,np = 4,85 kg uc(Trk) = 0,048 Nm; relative Standardunsicherheit uc(Trk)/|Trk| = 0,14 %
Tabelle A.6: EingangsgrdfRen des Untermodells Kalibierkraft Drehmoment

Hauptmodelle Axialkraft und Drehmoment

Die kombinierte Standardunsicherheit der Axialkraft errechnet sich aus den kombinierten Stan-
dardunsicherheiten der einzelnen Untermodelle. Sensitivitatskoeffizienten des Hauptmodells
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Axialkraft werden durch Ableitung von Gleichung (A.14) gemaf Gleichung (A.9) berechnet,
siehe Tabelle A.7.

Da kein Punkt der Kalibrierung exakt die Axialkraft im Versuch trifft, wird die relative kombi-
nierte Standardunsicherheit eines Punktes in der Nahe des Betriebspunktes verwendet und
die Standardunsicherheit, wie in Tabelle A.7 dargestellt, berechnet.

Index i Formel- Erwar- Sensitivitatsko- Standardunsicherheit u(x;)
und zeichen | tungswert effizient ¢;

Abweichung Xi

1 Spannung der Uax,ist Uax,IND N Uc(Uax,ist)
Axialkraft 2454 Vv

2 Kalibrierfaktor dax N Uax,IND Uc(adax)

der Axialkraft 2454 §
3 Aufgebrachte OF axk 0 -1 0,54 % Fax,nD

Kalibrierkraft

uc(Fax,ist)=

Tabelle A.7: Eingangsgrofien des Hauptmodells Axialkraft

Das Vorgehen fir die Berechnung der kombinierten Standardunsicherheit des Drehmoments
uc(Trjist) ist analog zu dem der Axialkraft. Die Werte und die zugehérige Gleichung sind in
Tabelle A.8 zusammengestellt.

Index i Formel- Erwar- Sensitivitatsko- Standardunsicherheit u(x;)
und zeichen | tungswert effizient ¢;
Abweichung Xi
1 Spannung des URriist Ur.IND Nm uc(URist)
28,80 —
Drehmoment \
Kalibrierfaktor des dr Nm URr,IND Uc(OdRr)
. 28,80 —
Reibmoments \%
Aufgebrachtes OTRrK 0 -1 0,14 % Tr.ND
Kalibriermoment

Tabelle A.8: Eingangsgrofien des Hauptmodells Drehmoment

Die Messunsicherheit ist abhangig von den Belastungen. Da die Hauptversuche mit einer ver-
gleichbaren Axialkraft durchgeflhrt werden, ist die fur die DK73 ermittelte Messunsicherheit
der Axialkraft auch fur die anderen Baugrofen Ubertragbar. Die zur Berechnung bendtigten
Eingangsgrofen sind in Tabelle A.9 exemplarisch fur LS9-DK73 zusammengestellt. Da eine
Offsetverschiebung der Messbereiche dazu fuhrt, dass die Kraftmessdosen von Axialkraft und
Drehmoment im unbelasteten Zustand nicht OV sondern bei einem negativen Offset Wert star-
ten, werden Uax ino und Ur inp als Spannungsdifferenz zwischen der Spannung im unbelasteten
Bereich und unter der vorliegenden Belastung angegeben. Die Temperatur an der Drehmo-
ment Messdose wahrend eines Versuchs bei 80 °C wird durch eine Messung mit 9z = 45 °C
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ermittelt. Da die Temperatur der Kraftmessdose zur Messung der Axialkraft nicht ohne weite-
res gemessen werden kann, wird die Temperatur Gber eine Temperaturmessung des umge-
benden Gehauses zu Jax = 55 °C bestimmt.

Fax,IND Uax,IND TR,ND Ur,IND NIND §]
DK73 820 N -3,28V 45 Nm -1,54V 2230 1/min 0,102
Tabelle A.9: Messwerte der Laststufe LS9 der DK73

Werden die Werte aus Tabelle A.9 in die Gleichungen aus Tabelle A.7 eingesetzt, so berech-
net sich die kombinierte Messunsicherheit der Axialkraft wie in Tabelle A.10 dargestellt. Es
sind zudem die Anteile der einzelnen Komponenten an der kombinierten Messunsicherheit
angegeben.

Abweichung Formel- Erwar- Unsicherheits- Beitragskoeffizient h;
zeichen | tungswert beitrag uc(y)
Xi
Spannung der Uaxist -3,28 V 7,59 N 69,2 %
Axialkraft
Kalibriejrfaktor der dax 245.4 N -2,49 N 7.4 %
Axialkraft \Y
Aufgebrachte Ka- OFaxk 0 442N 23,4 %
librierkraft
Uc(Fax) =9,13N (kp = 1)

Tabelle A.10: Messunsicherheitsbudget der Axialkraft fir LS9 DK73 (Werte aus Tabelle A.9)

Wird der zentrale Grenzwertsatz angewendet und der Erweiterungsfaktor k,=2 gewahlt, was
einer Uberdeckungswahrscheinlichkeit von 95,45 % entspricht, so kann das Messergebnis der
Axialkraft wie folgt angegeben werden:

Faxist=820 N 18 N (k,=2) (A.23)

Der grofRe Einfluss der Spannungsmessung ist primar auf die Sensitivitat der Kraftmessdose
auf Temperaturanderungen (0,5 % bezogen auf 10 K des Spannungsausschlags) zurtickzu-
fuhren.

Werden die Werte aus Tabelle A.9 in die Gleichungen aus Tabelle A.8 eingesetzt, so berech-
net sich die kombinierte Messunsicherheit des Drehmoments wie in Tabelle A.11 dargestellt.
Zudem sind die Anteile der einzelnen Komponenten an der kombinierten Messunsicherheit
angegeben.

Abweichung Formel- Erwar- Unsicherheits- Beitragskoeffizient h;
zeichen tungswert beitrag uy,
Xj
Spannung des Uriist -1,54 V 0,79 Nm 79,4 %
Drehmoments
Kalibrierfaktor des dr Nm -0,07 Nm 11,48 %
28,80 —
Drehmoments V
Aufgebrachtes OTrk 0 0,06 Nm 9,15 %
Kalibriermoment
Uc(Tr) = 0,21 Nm (kp = 1)

Tabelle A.11: Messunsicherheitsbudget des Drehmoments fir LS9 DK73 (Werte aus Tabelle A.9)
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Das Messergebnis des Drehmoments ist in Gleichung (A.24) angegeben.

Tris=45,0 Nm £0,4 Nm (k,=2) (A.24)

Auch bei der Drehmomentmessung beeinflusst die erhdhte Einsatztemperatur die Messunsi-
cherheit am starksten. Obwohl die Kraftmessdose zur Messung des Drehmoments bei niedri-
geren Einsatztemperaturen betrieben wird und die Abweichung von 0,1 % bezogen auf 10 K
des Spannungsausschlags deutlich niedriger ist als bei der Axialkraft, wirken sich bei der Dreh-
momentmessung Fehler, die sich auf den gesamten Spannungsbereich beziehen starker aus
als bei der Axialkraft. Der relative Anteil aus der Spannungsmessung ist mit 79,4 % groRer als
bei der Axialkraftmessung. Zudem ist die Abweichung aus dem aufgebrachten Kalibriermo-
ment sehr niedrig, da diese Messunsicherheit nur von der Hebellange I3, nicht aber zusatzlich
von der Lange der Schaltarme |1 abhangt wie bei der Axialkraft.

Unter der Annahme, dass die geometrischen Gré3en aus Gleichung (A.13) ohne Messfehler
ermittelt werden, wird die Messunsicherheit der Reibungszahl in Abhangigkeit von Axialkraft
und Drehmoment bestimmt, siehe Tabelle A.12.

Abweichung Formel- Erwar- Unsicherheits- Beitragskoeffizient h;
zeichen tungswert beitrag uy,
Xi
Axialkraft Fax,ist 820 N 0,0047 85,3 %
Reibmoment Trst 45,0 Nm 0,0011 14,7 %
u,=0,00123 (k, = 1)

Tabelle A.12: Messunsicherheitsbudget der Reibungszahl fur LS9 DK73 (Werte aus Tabelle A.9)

Die erweiterte Messunsicherheit flr die Reibungszahl der DK73 errechnet sich somit zu:

b=0,1020 £0,0024 (k,=2) (A.25)

Es wird zudem abgeschatzt wie stark sich eine Messtoleranz des mittleren Reibdurchmessers
von 0,5 mm auf die Reibungszahl auswirkt. Die erweiterte Messunsicherheit erhdht sich von
U =0,0024 (kp, = 2) auf U =0,0030 (k, = 2). Bei einer Abweichung des mittleren Reibdurch-
messers von 1 mm sogar auf U = 0,0042 (k, = 2).

Auch fiur die EK73 und TK73 wird die Messunsicherheit fiur die Laststufe LS9 mittels des hier

vorgestellten Vorgehens berechnet. Die relative erweiterte Messunsicherheit liegt fir EK73,
DK73 und TK73 zwischen 2,4...2,7 % (kp = 2) und ist daher vergleichbar.
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A.2.5 Zusammenfassung der Ergebnisse

Die mittels GUM ermittelte Messunsicherheit des SSP-180 stimmt gut mit Werten aus der Li-
teratur [NeuO1, Ran01] uberein. Gerade die geringen Abweichungen aus der AD-Wandlung
fuhren dazu, dass der Einfluss der Analog-Digitalwandlung auf die Messunsicherheit klein ist
und somit die Messunsicherheiten fir das Messsystem Var1 (FZG Mess) und Var2 (FZG Lab)
nicht gesondert betrachtet werden missen. Neumdiller [NeuO1] bestatigt die geringen Ein-
flusse der Signalverstarkung bzw. der AD-Wandlung.

Neben den angegebenen Einflussfaktoren aus den Datenblattern sind zudem noch folgende
Punkte zu beachten:

- Wenn am Messaufbau nichts geandert wird, kann ein Vergleich der Kalibrierkurven in
gewissen zeitlichen Abstanden Aufschluss Uber die Stabilitat der Kalibrierwerte geben.
Uber mehrere Jahre kénnen sich Kalibrierfaktoren um ca. 2 % andern. Um eine Ver-
anderung der Kalibrierfaktoren zu erkennen, sind regelmaRige Kalibrierungen der
Kraftmessdosen nétig. Eine Veranderung des Kalibrierfaktors um 2 % ist hdher als der
mittels GUM abgeschatzte Anteil des Kalibrierfaktors an der Messunsicherheit

- Wie bereits bei Rank [Ran95] beschrieben, kdnnen zudem systematische Abweichun-
gen vorliegen, wie beispielsweise Reibung in Fuhrungen, die mit ca. 2 % angenommen
werden konnen, und die Messwerte verfalschen konnen

Messunsicherheit der Thermoelemente

Die Messunsicherheitsbetrachtung der Thermoelemente kann direkt von Stockinger et al.
[Sto21a] Ubernommen werden, da hier sowohl beim KLP-260 als auch beim SSP-180 die
Messkette gleich ist. Die erweiterte Messunsicherheit kann fiir die verwendeten NiCrNi Type
K Thermoelemente (0,5 mm, Klasse 1) mit £1,8 K bei einer Uberdeckungswahrscheinlichkeit
von 95,45 % (k, = 2; Annahme: Normalverteilung) angegeben werden.

Messunsicherheit des Wegsensors und der Drehzahl

Die Messunsicherheit des Wegsensors wird hier nicht behandelt, da die Versuche keinen sig-
nifikanten Verschlei® gezeigt haben und der Verschleiy zusatzlich anhand von Messungen
des Axialmales versuchsbegleitend analysiert wird. Die wahrscheinliche Abweichung des
Wegsensors wird bei Rank [Ran95] mit 1 % angegeben. Auch fur die Drehzahl gibt Rank
[Ran95] eine wahrscheinliche Abweichung von 1 % an.

Zusammenfassung der Messunsicherheit des SSP-180

Die Messunsicherheit des SSP-180 ist in Tabelle A.13 zusammengefasst.

Fur die Messunsicherheit Messwert und erwei- Relative Messun-
der Reibungszahl wird terte Messunsicherheit sicherheit
eine Abweichung des Axialkraft in N 820N+ 18 N 2,22 %
mittleren Reibdurchmes- | Drehmoment in Nm 45,0 Nm = 0,4 Nm 0,93 %

sers von 0,5 mm ange- Reibungszahl 0,102 + 0,003 2,92 %
nommen. Temperatur in °C 300°C+1,8°C -

Tabelle A.13: Zusammenfassung der Messunsicherheit des SSP-
180, Belastungen gemaR LS9-DK73, k, =2 (Uberde-
ckungswabhrscheinlichkeit 95,45 %)
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Abschatzung der Messunsicherheit der Reibungszahlkennwerte Umin, Umin.o7 UNd Umit

Die Messunsicherheit der Reibungszahlkennwerte ist niedriger als die der Reibungszahl y, da
bei den Kennwerten pmin Und pmingz nicht einzelne Messpunkte ausgewertet werden, sondern
das Minimum von flnf Messpunkten berechnet wird. Dazu wird mit Gleichung (A.26) nach
[M6h20, Pom17] die Standardabweichung des Mittelwerts der minimalen Reibungszahl ermit-
telt (sx = u, = 0,00123, n = 5). Um die erweiterte Messunsicherheit anzugeben, wird der Erwei-
terungsfaktor entsprechend der T-Verteilung zu k, = 2,87 (Uberdeckungswahrscheinlichkeit
95,45 %) gewahlt [M6h20]. Die erweiterte Messunsicherheit von pmin und Pming7 €rrechnet sich
zu + 0,0019 (Uberdeckungswahrscheinlichkeit 95,45 %).

> A.26
S-: B — .
“Vn ( )
Sx - Standardabweichung der Einzel- n - Anzahl Messwerte
messung
Sx B Standardabweichung des Mitt-
werts

Bei der Berechnung der mittleren Reibungszahl umit werden die Messpunkte der Reibungszah-
len Uber ca. 60 % der Rutschzeit gemittelt. In LS9-DK73 entspricht dies einer Anzahl von ca.
n = 120 Messpunkten. Der Erweiterungsfaktor kann aufgrund der Anzahl der Messpunkte zu
ko, = 2 gewahlt werden. Die erweiterte Messunsicherheit von pmit betragt somit 0,00027.
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A.3 Zusammenfassung der Versuchsbedingungen

Die Versuchsbedingungen der verschiedenen Synchrobauformen sind in Tabelle A.14...Ta-
belle A.17 zusammengefasst. Jede Nummer einer Laststufe entspricht dabei einer spezifi-
schen Belastung durch alle Baustufen. Bei den hier verwendeten Mehrfachkonus-Synchroni-
sierungen entsprechen die Pressungen, Gleitgeschwindigkeiten bzw. Reibarbeiten den mittle-
ren Belastungen der Reibflachen.

Laststufe pin F.inN | ginJ/mm? | vginm/s | ngin min™ Tins | Jin kgm?
N/mm?
LS1-DK73 4,2 820 0,74 4,5 1.240 12 0,260
LS2-DK73 4,2 820 0,73 6,4 1.745 12 0,130
LS3-DK73 4,2 820 0,73 8,2 2.230 12 0,080
LS4-DK73 4,2 820 0,95 4,6 1.265 15 0,320
LS5-DK73 4,2 820 0,94 6,5 1.760 15 0,165
LS6-DK73 4,2 820 0,95 8,1 2.210 15 0,105
LS7-DK73 4,2 820 1,10 45 1.220 17 0,400
LS8-DK73 4,2 820 1,11 6,3 1.730 17 0,200
LS9-DK73 4,2 820 1,10 8,2 2.230 18 0,120
LS10-DK73 4,2 820 0,95 7,6 2.070 15 0,120
LS11-DK73 53 1020 0,95 7,6 2.070 15 0,120
LS12-DK73 3,2 620 0,94 10,7 2.920 16 0,060
LS13-DK73 2,8 550 0,94 11,7 3.200 16 0,050
LS14-DK73 53 1020 1,10 8,2 2.230 18 0,120

Tabelle A.14: Laststufen DK73-Synchronisierung

Laststufe pin F.inN | ginJ/mm? | vginm/s | ngin min" Tins | Jin kgm?
N/mm?
LS1-EK72 4,0 950 0,70 4,5 1.200 12 0,160
LS2-EK72 4,0 950 0,70 6,4 1.700 12 0,080
LS3-EK72 4,0 950 0,70 8,1 2.140 12 0,050
LS4-EK72 4,0 950 0,90 4,6 1.205 15 0,205
LS5-EK72 4,0 950 0,90 6,5 1.725 15 0,100
LS6-EK72 4,0 950 0,90 8,1 2.140 15 0,065
LS7-EK72 4,0 950 1,05 4,6 1.205 17 0,240
LS8-EK72 4,0 950 1,05 6,6 1.740 17 0,115
LS9-EK72 4,0 950 1,05 8,1 2.150 18 0,075
LS10-EK72 4,0 950 0,90 7,8 2.060 15 0,070

Tabelle A.15: Laststufen EK72-Synchronisierung
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Laststufe pin Fo.inN | ginJ/mm? | vginm/s | ngin min™ Tins | Jin kgm?
N/mm?
LS2-TK73 4,2 780 0,73 6,2 1.750 12 0,185
LS3-TK73 4,2 780 0,74 7.9 2.230 12 0,115
LS5-TK73 4,2 780 0,95 6,2 1.750 16 0,240
LS6-TK73 4,2 780 0,95 7,8 2.210 16 0,150
LS8-TK73 4,2 780 1,11 6,2 1.750 17 0,280
LS9-TK73 4,2 780 1,12 7.9 2.230 18 0,174
Tabelle A.16: Laststufen TK73-Synchronisierung
Laststufe pin F.inN | ginJ/mm? | vginm/s | noin min" Tins | Jin kgm?
N/mm?
LS0-DK70 4,2 680 0,44 6,4 1.810 7 0,065
LS1-DK70 4,2 680 0,73 4,5 1.270 12 0,220
LS2-DK70 4,2 680 0,74 6,4 1.810 12 0,110
LS3-DK70 4,2 680 0,72 8,2 2.320 12 0,065
LS4-DK70 4,2 680 0,93 45 1.270 15 0,280
LS5-DK70 4,2 680 0,94 6,4 1.810 15 0,140
LS6-DK70 4,2 680 0,94 8,2 2.320 15 0,085
LS7-DK70 4,2 680 1,10 4,5 1.270 18 0,330
LS8-DK70 4,2 680 1,10 6,4 1.820 18 0,160
LS9-DK70 4,2 680 1,10 8,2 2.320 18 0,100
LS15-DK70 4,2 680 1,22 8,2 2.320 20 0,110
LS16-DK70 4,2 680 1,50 10,4 2.930 25 0,085
LS17-DK70 4,2 680 1,94 10,4 2.930 32 0,110

Tabelle A.17: Laststufen DK70-Synchronisierung
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A.4  Schadigung der verschiedenen Bauformen anhand von pmin,Grad

Erganzend zum Hauptteil wird hier die Schadigung der verschiedenen Bauarten anhand von
Mmin,Grad dargestellt.

Bild A.3 zeigt exemplarisch die g,
Trends der mittleren pmit und mi-
nimalen Reibungszahl pmin von
Versuchen mit EK-, DK-, und TK- %6
Synchronisierung bei gleichen 014 | vesEx72,; VAT DKT3 i
spezifischen Belastungen (LS9). (12
Die mittleren Reibungszahlen pmit
der drei Versuche sind zu Ver-
suchsbeginn gleich (im Rahmen
der Messgenauigkeit), die Ni- 006

v
0,18

V154 TKT3 1

0,10

0,08

V64 EK72. Ui

< _ Vg =8,5m/s VA7 DK73 Hpy
veaus der minimalen Reibungs- 0,04 |- -P.=4.0 Nimm? vg= 8,2 mls V154 TK73 Ui
. . ' q=1,05 J/mm? p=42N/mm2 Vg=7!9 m/s
zahl umin unterscheiden sich ge- |, q.=1.10 Jfmms p = 4,2.N/mm?
0 - . . ’ ’ = 2
ringfligig. Alle drei Versuche wer- a=1.12Jmm
den nach einem Ratscher der %1 8000 16000 24000 32000 40000
chaltung

Synchronisierung beendet. Die

Schaltungszahl bis zum Ausfall
9 Bild A.3: Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Rei-

der Synchronisierung ist fur die bungszahl von V64 (LS9-EK72); V17 (LS9-DK73),
DK73 in LS9, siehe Bild A.3, und V154 (LS9-TK73); Dual-Layer-Rb., MTF PKW,
in allen Laststufen hoher als die o1 = 80 °C nach [Sto20]

der EK72. Da sich die Sperrgren-

zen der drei Bauformen unterscheiden, kénnen bei DK73 und TK73 die minimalen Reibungs-
zahlen umin deutlich weiter abfallen, bevor es zum Ausfall kommt, als bei der EK72. Dies ver-
deutlicht warum die drei Systeme nicht anhand der Schaltzahl bis zum Ausfall verglichen wer-
den sollten, sondern pmin,crader ZU verwenden ist.

Bild A.4 zeigt den Schadigungskennwert Pmincraa fUr die Bauformen EK72, DK73 und TK73.
Tendenziell ist auch Pmincras in den meisten Laststufen bei EK72 gréRRer als bei DK73 und
TK73.
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Dass auch der Schmierstoff einen
entscheidenden Einfluss hat,
zeigt ein Stichversuch, bei dem

EK72 und DK73 bei gleichen spe- ©

zifischen Belastungen (LS9) ei-
nander gegenibergestellt wer-
den, siehe Bild A.5 (links). Es
wird MTF NKW statt MTF PKW
verwendet. Die mittlere Pressung
bei V14 (DK73) ist 5 % niedriger
als bei V68 (EK72). V68 (EK72)
fallt nach ca. 25.380 Schaltungen
aufgrund eines Ratschers (1.
Ausfall) aus, V14 (DK73) wird
nach 60.000 Schaltungen ohne
Ausfall beendet. Da der Ratscher
bei V68 vom Schwingungswach-
ter des Prufstands nicht detektiert
wird, lauft der Priifstand ohne Un-
terbrechung weiter. Die minimale
Reibungszahl pmin springt von
0,090 vor dem Ratscher auf

0,103 nach dem Ratscher, siehe ¢

Bild A.5 (rechts). Die Rutschzeit
der Schaltungen nach dem 1.
Ausfall reduzieren sich entspre-
chend der hoheren Reibungs-
zahl. Es dauert mehrere hundert
Schaltungen bis sich die Rei-
bungszahl zu Schaltungsbeginn
dem Niveau vor dem 1. Ratscher
annahert. V68 wird nach erneu-
tem Ratscher innerhalb von 2.240
Schaltungen nach dem 1. Ausfall
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Bild A.4: Vergleich der Schadigung von EK72, DK73 und
TK73 anhand von pmincras; Dual-Layer-Rb., MTF
PKW, 861 = 80 °C

beendet. Aufgrund der niedrigeren Sperrgrenze der DK73 erreicht sie eine hdhere Schaltungs-
zahl als die EK72. Der Schadigungskennwert pmincrade7 beider Versuche ist hier vergleichbar.
Dieser Stichversuch kann die groRere Schadigung der EK-Synchro gegenuber der DK-Syn-
chro zwar nicht bestatigen, eine eindeutige hoher Schadigung der DK-Synchro im Vergleich
zur EK-Synchro liegt jedoch ebenfalls nicht vor.
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Bild A.5:  Trends der minimalen pmin und mittleren pmit Reibungszahl (links) V14 (LS9-DK73) und V68

A.5

(LS9-EK72); Dual-Layer-Rb., MTF NKW, J¢1 = 80 °C; Einzelschaltungsvergleich V68 EK72
(rechts), Rekonditionierung nach 1. Ausfall

Erweiterung der Oberflaichenvermessung des Reibbelags

Die Oberflachen der DK73 werden an unterschiedlichen Axialpositionen vermessen. Exemp-
larisch sind die Messwerte sRk eines Neuteils, siehe Bild A.6, eines Versuchs bei niedrigen
Belastungen V18, siehe Bild A.7 und eines Versuchs bei hohen Belastungen V25 (Bild A.8,
Versuch der ohne Ausfall nach 100.000 Schaltungen beendet wird) dargestellit.

60

50
3 40
£ 30
¥ 20
® 10

Bild A.6:

Neuteil DK73 Zwischenring innen

mGro3 mMitte mKlein

Oo

60° 120° 180° 240°
Umfangsposition

300°

Neuteil DK73 Zwischenring aulen

60

m Grol3 mMitte mKlein

50
3 40
£ 30
~

o 20
® 10

0° 60°

120°

180° 240° 300°
Umfangsposition

Kernrautiefe sRk auf der inneren (links) / auReren (rechts) Reibflaiche des Zwischenrings
Neuteil, Messparameter Carbon1 gemaR Tabelle 5.1, nach [Sto19a]



A24 Anhang
V18 DK73 Zwischenring innen V18 DK73 Zwischenring aulRen
m Gro} mMitte mKlein m Gro} mMitte mKlein
60 60
50 50
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Bild A.7: Kernrautiefe sRk auf der inneren (links) / auReren (rechts) Reibflache des Zwischenrings
nach Versuchsende, DK73-LS2, MTF PKW, Messparameter Carbon1 gemaf Tabelle 5.1,
nach [Sto19a]
V25 DK73 Zwischenring innen V25 DK73 Zwischenring aulien
m GroR mMitte =Klein m Gro} mMitte mKlein
60 60
50 50
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Bild A.8: Kernrautiefe sRk auf der inneren (links) / duReren (rechts) Reibflache des Zwischenrings

nach Versuchsende, DK73-LS9, DCTF, Messparameter Carbon1 gemaf Tabelle 5.1, nach
[Sto19a]

Zudem werden auch bei der Dreifachkonus-Synchronisierung stichprobenartig die Reibflachen
detailliert vermessen. Als Beispiel zeigt Bild A.9 die Oberflachen von V154 (LS9-TK73). Auf
der inneren Reibflache des Zwischenrings glattet sich der Reibbelag tber die gesamte Flache
stark ein. Auf der duBeren Reibflache ist eindeutig eine starkere Einglattung am kleinen Ke-
geldurchmesser erkennbar. Auf der Innenseite des Innenrings glattet sich der Reibbelag pri-
mar in Reibflachenmitte ein, die Streuungen an den unterschiedlichen Messpositionen sind
jedoch deutlich erkennbar. Anders als bei V154, bei dem die Einglattung auf der duf3eren
Reibflache in Richtung kleiner Kegeldurchmesser verschoben ist, glattet sich bei V150 die
aulRere Reibflache eindeutig in Reibflachenmitte ein, siehe Bild A.10. Sowohl auf der inneren
als auch auf der aufderen Reibflache liegt die mittlere Kernrautiefe Uber alle Messstellen bei
V150 niedriger als bei V154. Dies kann auch mit der langeren Versuchslaufzeit von V150 be-
grundet werden. Fir die mittlere Reibflache (Zwischenring innen) liegen fur V150 keine Mes-
sungen vor.
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V154 Zwischenring innen V154 Zwischenring aulen
m Gro} mMitte mKlein m Gro} mMitte mKlein
60 60
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Bild A.9:  Kernrautiefe sRk auf der inneren (links, unten), der mittleren (links, oben) und der duf3eren
(rechts, oben) Reibflache des Zwischenrings nach Versuchsende, TK73-LS9, MTF PKW,
Messparameter Carbon1 gemaf Tabelle 5.1, nach [Atu20]

V150 Innenring innen V150 Zwischenring aufien
m Gro} mMitte =Klein mGro} mMitte =Klein
60 60
g 90 g 50
? 40 :C1 40
= 30 S B [ i i
10 ..... 10 ..
0 | [ (] | [ ™ | [ ull - 0 I- - [ | [ | - -
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Umfangsposition Umfangsposition

Bild A.10: Kernrautiefe sRk auf der inneren (links) und der &uf3eren (rechts) Reibflache des Zwischen-
rings nach Versuchsende, TK73-LS9, MTF PKW, Messparameter Carbon1 gemal Ta-
belle 5.1, nach [Atu20]
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A.6 REM Ubersichtsbilder

Hier werden, erganzend zum Hauptteil Abschnitt 7.2, die REM Bilder tiber der gesamten Reib-
flachenbreite dargestellt und die Position der Detailbilder erlautert. Bild A.11 zeigt die innere
Reibflache eines Neuteils der DK73.

11466-RE-26mm-20kV-23x-4910-Neuteil
Bild A.11: RE-Bild Neuteil DK73, Innenreibflache

Fir drei gelaufene Versuche der DK73 sind die REM-Bilder der Reibflache in
Bild A.12...Bild A.14 dargestellt. Die REM-Ubersichtsbilder der EK72 sind Bild A.15 und
Bild A.16 abgebildet.

11460-RE-26mm-20kV-23x-4910-17A

Bild A.12: RE-Bild V17A (LS9-DK73, MTF PKW) nach 13.795 Schaltungen, Innenreibflache
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114397RE—2611"|m—205(\.":239\'—4910—20 aulen v mm_—

Bild A.13: RE-Bild V20A (LS1-DK73, MTF PKW) nach 73.335 Schaltungen, AulRenreibflache

12053-RE-26mm-20KV-23x-4910-25A_gel._aulen

Bild A.14: RE-Bild V25A (LS9-DK73, DCTF) nach 100.000 Schaltungen, Aufienreibflache
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Bild A.16: RE-Bild V61A (LS1-EK72, MTF PKW) nach 63.180 Schaltungen, Reibflache
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A.7  Voruntersuchungen der Simulationen

Um Einflisse der Modellierung auf den thermischen Haushalt zu analysieren, werden ver-
schiedene Voruntersuchungen durchgeflihrt. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen resultie-
ren in den Modellen, die im Hauptteil verwendet werden. Zudem wird der Konvergenznachweis
fur alle BaugréfRen erbracht.

A.7.1 Einfluss verschiedener Modellierungsansatze der 2D-Simulationen

In den meisten Simulationen wird die Realitat vereinfacht dargestellt. Um die relevanten phy-
sikalischen Effekte zu beschreiben, ist es entscheidend, welche Randbedingungen verwendet
werden und in wie weit die reale Geometrie auf ein Ersatzmodell reduziert wird. Es werden
Vorabuntersuchungen durchgefuhrt, um passende Randbedingungen und Vereinfachungen
fur die Simulationen des Hauptteils zu erhalten.

Modellierung Synchronisierung mit und ohne Schaltrad

Fur die Bauformen EK72/DK73/TK73 und DK70 wird in LS9 die Pressungs- und Temperatur-
verteilung jeweils mit und ohne Schaltrad untersucht. Die entsprechenden Randbedingungen
sind in Abschnitt 8.2.1 zusammengefasst. In Simulationen ohne Schaltrad wird bei EK72 und
TK73 lediglich der Stahlkonus modelliert und dessen axiale Bewegungsfreiheit gesperrt. Bei
den Doppelkonusvarianten wird das bereits vereinfachte Schaltrad (siehe Bild 8.1) weggelas-
sen und der Bewegungsfreiheitsgrad des Innenrings in axialer Richtung gesperrt. Der Ener-
gieeintrag auf der Planflache wird bei der Variante ohne Schaltrad nicht bertcksichtigt.

Bei der EK72 unterscheiden sich Pressungs- und Temperaturverteilung zwischen der Simula-
tion mit und ohne Schaltrad deutlich, siehe (mit Schaltrad Bild 8.4; ohne Schaltrad Bild A.17).
In LS9 sinkt die maximale Reibflachentemperatur am groften Kegeldurchmesser von 273 °C
um 10 K, wenn das Schaltrad mit modelliert wird. Dies ist vermutlich auf den Warmestrom vom
Konus in Richtung Schaltrad zurtckzufihren. Die Unterschiede der maximalen Reibflachen-
temperatur reduzieren sich jedoch, wenn niedrigere Energieeintrage untersucht werden. So
ist die maximale Reibflachentemperatur in LS1 ohne Bertcksichtigung des Schaltrads lediglich
3 K héher als mit Schaltrad.

Temperaturverteilung ZS31 LS9-EK72 Synchronring LS9-EK72 Synchronring
12 280
o~ ] 2
0,6 10 E 0,6 2280
©0,5 E 205- 220
£ 8 Z £ £
=0,4 c =04 200 5
@ = o 2
N 6 o N 180 ®
=0,3 c =03 =
8 4 2 g 160 g
50,2 ? ©0,2 140 £
oy 2 & P01 120 2
: e o 100
0,0 0 0,0 80
01234561738 01234561738
Axialkoordinate in mm Axialkoordinate in mm

Bild A.17: Temperaturverteilung im Bauteil (links), Pressungs- (Mitte) und Temperaturverteilung
(rechts) auf Reibflache, Einzelschaltung auf LS9-EK72 (p =4,0 N'mm?, vg=8,1 m/s,
q = 1,05 J/mm?); 9o = 80 °C

Anders als bei der EK72, bleibt die maximale Reibflachentemperatur bei der TK73 durch die
Varianten mit und ohne Schaltrad unbeeinflusst. Die maximale Reibflachentemperatur unter-
schiedet sich um ca. 1 K. Trotzdem verschieben sich Orte maximaler Pressung und Tempera-
tur in Richtung kleiner Kegeldurchmesser (Ergebnisse nicht bildlich dargestellt).
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Bei der DK73 wird der Einfluss des Schaltrads anhand von Var1a (siehe Bild 8.1) untersucht.
Die maximalen Reibflachentemperaturen und Pressungen unterscheiden sich mit und ohne
Schaltrad auf der inneren Reibflache (Rf2) um ca. 2 K, auf der duReren Reibflache (Rf1) um
weniger als 1 K, vergleiche Bild A.18 ohne Schaltrad mit Bild A.19 mit Schaltrad. Auffallig ist
jedoch, dass sowohl die Pressungs- als auch die Temperaturverteilung bei der Modellierung
mit Schaltrad auf der dufReren und der inneren Reibflache in Richtung kleiner Kegeldurchmes-
ser verschoben ist. Dies lasst sich mit der Verformung des Innenrings erklaren. Wie auch bei
Erdmann [Erd08] stlilpt sich der Innenring, sodass die Pressung am kleinen Kegeldurchmes-
ser erhoht wird. Dies wirkt sich auch auf die Pressungsverteilung auf der auReren Reibflache
aus.

Temperaturverteilung ZS36 LS9-DK73 Rf1 LS9-DK73 Rf1
12 280
Var1a ohne Schaltrad 0,6 . 260
0,5 10 € 2400
c ’ 8 2 220 c
=04 200 =
© £ =1
® 5 160 @
- 4 o
G0,2 o 140 €
n o )
0.1 2 & 120 =
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0123 4586717 0123 45867
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Bild A.18: Temperatur und Pressungsverteilung DK73 in LS9 Var1a ohne Schaltrad
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Temperaturverteilung ZS37 LS9-DK73 Rf1 LS9-DK73 Rf1
Var1a mit Schaltrad
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Bild A.19: Temperatur und Pressungsverteilung DK73 in LS9 Var1a gemaR (siehe Bild 8.1)

Auch fur die DK70 wird untersucht in wieweit sich die Modellierung mit und ohne Schaltrad auf
die maximale Reibflachentemperatur auswirkt. Die maximalen Reibflachentemperaturen au-
Ren andert sich um ca. 2,5 K, die maximale Temperatur an der Sensorposition und auf der
inneren Reibflache andern sich um ca. 1 K in LS9, abhangig vom Modellierungsansatz. De-
taillierte Ergebnisse sind bei Stockinger et al. [Sto22] nachzulesen.

Die Ergebnisse zeigen, dass das Schaltrad, abhangig von der Baugrofe und der Laststufe die
maximalen Reibflachentemperaturen und deren Verteilung beeinflussen kénnen. Bei allen Va-
rianten verschiebt sich bei Modellierung ,mit Schaltrad‘ der Ort an dem die maximale Reibfla-
chentemperatur auftritt in Richtung kleiner Kegeldurchmesser.

Einfluss verschiedener Modellierungsvarianten DK73

Fir die Doppelkonus-Synchronisierung DK73 wird der Einfluss verschiedener Modellierungs-
varianten auf den thermischen Haushalt untersucht. Als Referenz dient hier Var1a, siehe auch
Bild 8.1. Es wird der Einfluss der Reibungszahl an der Planflaiche untersucht (vgl.
Var1a/Var1a1), die Lange der Lasch am kleinen Kegeldurchmesser (vgl. Var1a/Var1b) und
der Einfluss von Verschleil} (vgl. Var1a/Var1c). Bild A.20 (rechts) stellt die Temperaturverlaufe
und die simulierte Synchronringgeometrie im Lastschritt in dem die maximale Reibflachentem-
peratur auftritt dar. Die Farbskala der vier Varianten unterschiedet sich aufgrund unterschied-
licherer Maximaltemperaturen. Das Balkendiagramm (Bild A.20, links) gibt jeweils die maxi-
malen Reibflachentemperaturen auf der inneren (i, Rf2) und auf der duf3eren Reibflache (a,
Rf1) an.

Einfluss der Reibungszahl auf der Planfliche

Je hdoher die Reibungszahl auf der Planflache, desto gréRRer ist der Energieeintrag auf der
Planflache, siehe Tabelle A.18. Da die umgesetzte rotatorische Energie jedoch bei beiden Va-
rianten gleich bleibt, reduziert sich bei erhdhtem Energieeintrag auf der Planflache der Ener-
gieeintrag auf den konischen Reibflachen, was zu niedrigeren maximalen Reibflachentempe-
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raturen fihrt, siehe Bild A.20. Die qualitative Temperaturverteilung am Synchronring ist ver-
gleichbar, am Innenring sind Unterschiede aufgrund des héheren Energieeintrags an der Plan-
flache erkennbar. Sowohl auf der inneren (Rf2) als auch auf der duReren (Rf1) Reibflache
sinken die maximalen Reibflachentemperaturen um ca. 6 K wenn die Reibungszahl auf der
Planflache von pp =0,02 (Varia) auf yy =0,1 (Varial) erhoht wird. Wird pp =0 anstatt
Mo = 0,02 gewahlt, so steigt die maximale Reibflachentemperatur innen und auflen um jeweils
ca. 2K an. Die Annahme einer deutlich niedrigeren Reibungszahl auf den Planflachen
(Mt = 0,02) als auf den konischen Reibflachen (ux = 0,1) ist aufgrund der unterschiedlichen
Schmierzustanden gerechtfertigt.

Wahrend die Porositat des Reibbe- Quind [Qiind | Qaind | Qgesind
lags zu Schaltungsbeginn Ol auf- 1y, 48,2 | 1.543,4 | 1.681,0 | 3.272,6
nimmt, um die Reibungszahl nach

Schaltungsbeginn schnell zu erho- | (M= 0.02)
hen, so werden auf den Planflachen | Var1a1 2256 | 1.457,9 | 1.589,2 | 3.272,7
der Innenringe Schmiertaschen und (bt = 0,10)
glatte Flachen eingesetzt, um die Rei-
bung moglichst niedrig zu halten. Die
Simulationsergebnisse zeigen, dass
der Einfluss der Reibungszahl auf der
Planflache niedrig ist. Gerade bei aufwendigeren Simulationen, z. B. 3D-Simulationen, kann
der Energieeintrag auf der planen Reibflache der DK73 zur Reduktion der Rechenzeit ver-
nachlassigt werden.

Tabelle A.18: Energieeintrag auf den Reibflachen
der DK73 (2D-Simulation LS9) in Abhangigkeit der
Reibungszahl auf der Planflache

Einfluss der Gro3e der Lasche am kleinen Kegeldurchmesser

Bei der 2D-Simulation wird die Geometrie des Synchronrings rotationssymmetrisch angenom-
men. In der Realitat &ndert sich die Geometrie des Synchronrings Uber den Umfang. Am klei-
nen Kegeldurchmesser ist der Durchmesser der Verstarkungslasche abhangig von der rotari-
schen Position. Fur den Vergleich wird der Fall mit der niedrigsten Synchronringsteifigkeit an-
genommen, d. h. der Durchmesser der Lasche so gewahlt, wie in dem Bereich in dem die
Nocke des Innenrings in den Synchronring eingreift (Var1a).

Die Verlangerung der Lasche am kleinen Kegeldurchmesser (Var1b) verschiebt, aufgrund der
geanderten Steifigkeit des Synchronrings, das Pressungs- und Temperaturmaximum in Rich-
tung kleiner Kegeldurchmesser. Die maximalen Reibflachentemperaturen auf beiden Reibfla-
chen steigen dadurch an (AS; = 8 K; AJ, = 12 K).

Ahnliche Untersuchungen werden auch fiir die DK70 durchgefiihrt [Sto22]. Bei der DK70 ist
der Einfluss der Lange der Lasche auf die maximalen Reibflachentemperaturen deutlich nied-
riger. Die Ergebnisse zeigen, dass die Einflisse von geometrischen Abweichungen nicht ohne
weiteres auf die verschiedenen Systeme Ubertragen werden kdnnen.

Einfluss Verschleil®

Der Verschleil® des Carbon-Reibbelags bei den experimentellen Untersuchungen ist niedrig,
d. h. auch die axiale Position von Innen-, Zwischen- und Synchronring zueinander andert sich
nur minimal. Trotzdem wird am Beispiel der DK73 untersucht, wie stark sich ein Verschleif}
des Reibbelags von 0,05 mm pro Reibflache (Varic) auf die Temperaturverteilung auswirkt
und ob Verschleill bei den Simulationen mitbertcksichtigt werden sollte. Mit zunehmendem
Verschleil steigt die Uberdeckung der Ringe, d. h. die spezifische Belastung sinkt. Dies wirkt
sich nur minimal auf die maximale Reibflachentemperatur aus. Auf der aufReren Reibflache (a,
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Rf1) reduziert sich die maximale Reibflachentemperatur um ca. 3 K, wahrend auf der inneren
Reibflache (i, Rf2) die maximale Reibflachentemperatur um 1 K steigt. Die maximale Tempe-
ratur wahrend der Schaltung tritt somit bei V1c auf der inneren Reibflache auf. Ein ahnlich
kleiner Einfluss des Verschleies auf die maximalen Reibflachentemperaturen konnte auch
fur die DK70 nachgewiesen werden [Sto22].

I Varia1

240 T I

237 HIBY naxi B9 maxa
234
231
228
225
222
219
216
213
210

9in °C

Varia Var1al Varib Varic

Bild A.20: Maximale Reibflachentemperaturen verschiedener Varianten DK73-LS9 (links); Tempera-
turverteilung der Varianten in dem Lastschritt, in dem die maximale Reibflachentemperatur
auftritt (rechts)

Einfluss der Position des Synchronrings bei der EK72

Neudérfer [Neu08] untersucht den Einfluss des Freistichs am grofien Kegeldurchmesser des
Schaltrads bei EK-Synchronisierungen. Rutscht der Synchronring tGber die Kante am grofen
Kegeldurchmesser, treten an der Kante Pressungsspitzen auf, die fast das 4-fache der mittle-
ren Pressung betragen (Reibsystem Sinter/Stahl). Pressungstberhéhungen an Kanten treten
bei thermo-mechanischen Simulationen von Synchronisierungen mit metallischem Reibbelag
haufig auf und werden durch die hohe Reibbelagssteifigkeit weiter verstarkt.

Der Einfluss der Synchronringposition bzw. der Geometrie des Schaltrads wird hier ebenfalls
fur die vorliegende EK72 untersucht. Im unbelasteten Zustand steht beim realen Bauteil die
Vorderkante des Synchronrings gerade am Ubergang zum Freistich (VS = 0 mm); wobei VS
dem Abstand der Kante am grof3en Kegeldurchmesser des Konus des Schaltrads zur Planfla-
che des Synchronrings entspricht, siehe Bild A.21 (links). Wahrend der thermo-mechanischen
Simulation treten mit dieser Geometrie (VS = 0 mm) Pressungsspitzen am grofien Kegel-
durchmesser auf der Reibflache auf, sobald der Reibbelag tber die Kante am grof3en Kegel-
durchmesser rutscht. In LS9 ist die maximale Reibflachenpressung in Zeitschritt 10 (ZS10)
p = 11,3 N/mm?, siehe Bild A.21 (links). In der Realitat wirde sich Uber Verschleil® der hoch
belasteten Stelle die Pressungsverteilung vergleichmafigen.

Bei der Geometrie aus dem Hauptteil wird der maximale Durchmesser des Schaltrads vergro-
Rert. Die Durchmesser des Synchronrings werden dadurch nicht beeinflusst, lediglich VS er-
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hoht sich auf VS = 0,3 mm. Somit kann auch bei axialer Verschiebung des Synchronrings auf-
grund von Axialkraft und Warmedehnung der Synchronring nicht uber die Kante des Stahlko-
nus rutschen. Bei dieser Geometrievariante (VS = 0,3 mm) tritt das Pressungsmaximum wah-
rend der Simulation am Ort der héchsten Reibflachentemperatur in ZS30 auf (Axialposition ca.
0,5...1 mm). Die maximalen Reibflachentemperaturen der beiden Varianten VS = 0 mm und
VS = 0,3 mm unterscheiden sich sowohl in ZS10, siehe Bild A.21 (rechts), als auch in den
weiteren Zeitschritten nur in der ersten Nachkommastelle. Die Auswertung der maximalen
Pressungen liefert aber im Gegensatz zu VS = 0 mm fir VS = 0,3 mm reprasentative Werte.

LS9-EK72 2D Synchronring ZS10 280 LS9-EK72 2D Synchronring ZS10
VS =0,3mm 260 | VS =0,3mm| |
10E [ VvS=00mm|| | [ VS =0,0 mm
E 8k
E VS
pd
£ 6
(@]
[
>
?
s 4E
o«
3
1) S ——
0 1 2 3 4 5 6 7 8 o 1 2 3 4 5 6 7 8
Axiale Position in mm Axiale Position in mm

Bild A.21: Pressungsverlauf (links) und Temperaturverlauf (rechts) in ZS10 der EK72 mit angepasster
Geometrie (VS = 0,3 mm) bzw. realer Geometrie (VS = 0,0 mm), LS9 2D
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Einfluss des Versatzmoments bei EK72 und DK73

Da in der Simulation die Verzahnung des Synchronrings nicht modelliert wird, muss ein Ver-
satzmoment aufgebracht werden, um der Verschiebung des Kraftangriffspunkts in Richtung
ZahnfulRkreisdurchmesser Rechnung zu tragen. In den Standardsimulationen wird angenom-
men, dass die Axialkraft im unteren Viertel

der Verzahnung angreift (hier: Multiplikati- Variation Versatzmoment LS9
onsfaktor = 1). Der Einfluss des Versatzmo- 300 [
ments auf die maximale Reibflachentempera- 290 H 8 Vrax ek
tur wird simulativ fur die EK72 und DK73 ab- 280 H ¥ max DK, —
. . . . 9 L —
geschatzt, siehe Bild A.22. Dazu werden Si- 270 - max,DKﬁ* —
mulationen ohne Versatzmoment (Multiplika- O 260./‘/i/
tionsfaktor = 0) und mit dem 2-/4- und 8-fa- -
chen Versatzmoment durchgefihrt. Bei der _é 250
DK73 andert sich die maximale Reibflachen- = 240
temperatur auf der inneren Reibflache um 230
weniger als 1 K wenn kein bzw. das 8-fache 220 : : '
Versatzmoment aufgebracht wird. Auf der &u- 210
Reren Reibflache sinkt die maximale Reibfla-
200

chentemperatur um ca. 3,5 K wenn das Ver- 0 1 5 3 4 5 6 7 8
satzmoment verachtfacht wird. Dies kann da- Multiplikationsfaktor Versatzmoment
mit erklart werden, dass sich bei héherem

Versatzmoment das Maximum der Pressung Bild A.22: Einfluss des Versatzmoments auf die
auf der auReren Reibflache in Richtung gro- maximale Reibflachentemperatur
Rer Kegeldurchmesser verschiebt und die EK72 und DK73 (Varia), 2D
Pressungsverteilung dadurch minimal gleich-

mafiger wird. Im Allgemeinen ist der Einfluss des Versatzmoments bei der DK73 (Var1a) sehr
klein. Bei der EK72 steigt bei steigendem Versatzmoment auch die maximale Reibflachentem-
peratur von 261 °C (ohne Versatzmoment) auf 278 °C (8-faches Versatzmoment). Die Pres-
sungserhdhung am grofien Kegeldurchmesser verstarkt sich und resultiert schlief3lich in ho-
heren Reibflachenspitzentemperaturen.
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A.7.2 Konvergenzanalyse der 2D-Simulationen aller BaugroRen

Das Konvergenzverhalten wird anhand der maximalen Reibflachentemperatur untersucht. Im
Hauptteil wird die Konvergenz lediglich fur die BaugroRe EK72 exemplarisch vorgestellt. Alle
Baugréflen zeigen eine gute Konvergenz bei der gewahlten Elementgréfie am Reibbelag von
0,035 mm, siehe Bild A.23. Eine weitere Netzverfeinerung erhéht die Rechenzeit deutlich, ver-
andert aber die maximale Reibflachentemperatur wahrend einer Schaltung nur minimal. Fir
die DK70 steigt die maximale Reibflachentemperatur aufen bei einer Elementgrofie von
0,01 mm geringfligig an, die Temperatur an der Sensorposition verandert sich jedoch nicht.
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210 o 9, (T =0005s)[] 315 o -9 (T =0005s) ]
205 I I I 310 I I I
0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10 0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10
h™'in 1/um h™'in 1/um
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Bild A.23: Konvergenzanalyse der 2D-Simulationen
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A.7.3 Konvergenzanalyse der 3D-Simulationen, Abgleich mit 2D-Simulation

In diesem Abschnitt werden die Konvergenzanalysen der 3D-Simulationn vervollstandigt.

Bild A.24 zeigt den Abgleich der rotations-
symmetrischen 3D-Simulation mit der ent-
sprechenden 2D-Simulation. Dass die maxi-
male Reibflachentemperatur bei kleiner Ele-
mentlange h nicht kontinuierlich ansteigt, liegt
daran, dass bis h=0,5mm die maximale
Reibflachentemperatur auf der inneren Reib-
flache auftritt. Wie auch bei der EK72, kon-
vergiert die Simulation bei grober Diskretisie-
rung in Umfangsrichtung (¢ink = 0,5°) nicht.
Die Konvergenzanalysen der Var3, d. h. der
komplexen Geometrie, sind in Bild A.25 dar-
gestellt. Die Unterschiede der maximalen
Reibflachentemperatur bei der EK72 mit Dis-
kretisierung ¢ink = 0,25° bzw. ¢ink = 0,125° tritt
erst bei Elementlangen grofer h = 0,15 mm
in Erscheinung. Die Unterschiede sind aller-
dings so niedrig, dass die feinere Vernetzung
die deutlich hdhere Rechenzeit nicht rechtfer-
tigt. Fur Var3 der DK73 wird lediglich die Kon-
vergenzanalyse bei ¢ink = 0,25° durchgefuhrt.
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A.8 Sammlung von Materialparametern aus der Literatur

Eine Auswahl gangiger Werkstoffe aus der Literatur ist in Tabelle A.19 zusammengefasst. Die
Materialkennwerte werden Datenblattern der Hersteller entnommen. Fur den HC260LA konn-
ten keine Werkstoffkennwerte gefunden werden. Bei der Erstellung der Tabellen flossen unter
anderem Recherchen aus einer vom Autor betreuten Studienarbeit [Bar19c] ein.

Stahl Stahl Ein NNmm? | vin- oL in 106 Ain pin | cpinJ/(kgK)
(Quelle Ma- ver- 1/K W/mK | kg/m?
terialeigen- | wendet
schaften) bei
17CrNiMo6 | [Neu08] 210.000 - 13,3 39,8 7.800 | 431(20°C)
[Deu16b]* (20...300 °C) | (20 °C)
16MnCr5 [Pf188, 210.000 - 13,3 44,0 7.760 | 431 (20 °C)
[Deu16a] Pin92, (20...300 °C) | (20 °C)
Wag93,
Win08,
Die14]
C35E [Die14] 210.000 0,3 13,3 42,6 7.730 | 470 (20 °C)
[Deu11b] [Die14] [Die14] | (20...300 °C) | (20 °C)
C75S[Met20] | [Die14] 210.000 0,3 12,5 35-45 | 7.900 460
[Die14] [Die14] | (30...300 °C) | (20 °C) (50...100 °C)
HC260LA [Die14] 210.000 0,3 - - - -
[Die14] [Die14]
20MoCr4 [Pfl88, 210.000 - 13,3 48 7.760 | 432 (20 °C)
[Deut1a] Win08, (20...300 °C) | (20 °C)
INAO2]
20Cr4 [Win08]
X40Cr13 [Pf188, 215.000- - 11,5 30 7.700 | 460 (20 °C)
[Deu16c] Win08] 200.000 (20...300 °C) | (20 °C)
(20...300°C)

Tabelle A.19: Materialkennwerte fur Stahle in Synchronisierungen; *Quelle von 18CrNiMo7-6

Die Werkstoffkennwerte werden vorwiegend bei 20 °C angegeben. Richter [Ric83] ermittelt fur
zahlreiche Stahlwerkstoffe deren temperaturabhangige Materialparameter. So liegt die War-
mekapazitat von Stahl bei Synchronisierungen bei den in dieser Arbeit durchgeflihrten Tests
(80...300 °C) deutlich tber den Werten bei Raumtemperatur. Die in der Literatur zu Simulati-
onen von Synchronisierungen eingesetzten Materialkennwerte fur Stahl sind in Tabelle A.20
abgebildet.

Quelle E in Nmm? v/- oL /10%1/K | A/ W/mK pin cp in J/(kgK)
kg/m?
[Neu08] 210.000 0,3 13 50 7.850 470
[Hag18a] 206.000 0,3 11 48 7.850 452
[Kin99] 205.000 0,3 12,8 45 7.830 470
[Yan18] 209.000 0,27 10,8 48,15 7.890 450

Tabelle A.20: Materialkennwerte fur Stahle (eingesetzt bei Synchrosimulationen)
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Materialkennwerte der Carbon-Reibwerkstoffe werden meist nicht in Datenblattern angege-
ben. Die meisten Materialkennwerte aus Tabelle A.21 sind daher Veroffentlichungen entnom-
men.

Reibbelag Quelle E in v/i- | a./10® A/ WImK pin kg/m® | c;,in J/(kgK)
N/mm? 1/K
C1 [Neu08] 310 0,25 70(ge- 0,90 (0,09) 1.100 1.265
schatzt)
C2 [Neu08] 800 0,25 70 1,37 (0,37) 1.050 1.770
Serie B [Neu08] 800 0,25 70 0,50 (0,37) 1.050 1.770
Dual-Layer | [Acu16a] - - - 0,5 1.200 1.500
Gewoben [Hag15b] | 50.000 | 0,4 70 0,65 1.050 1.770
CFK
Gewoben [Hag18a, | 350... - 10...60* | 0,32...0,48* 1.070 1.050...
CFK H&ag20] 750 [100...2 | [20...300 °C] 1.600*
00 °C] [30...220 °C]
Gewoben [Erd08] 14.000 - 12 6 1.400 1.100...1.200
CFK
Gewoben Herstel- 350 - - 0,2 - -
CFK leranga-
ben
CFC Type1 | [Awa05] 14...7 - - 1,2 500...1.000 0,7...0,85
ov (bei Tmm
Dicke)
CFC [Awa05] 80...2 - - 1,0 0,7...0,85
Type2 75"

Tabelle A.21: Materialkennwerte von Carbon-Reibbelagen; (): Herstellerangaben; *: Werte aus
Diagramm abgelesen;1): Kompressionsmodul
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A.9

Variation der Materialparameter der 2D-Simulation

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse aller Parametervariationen fir die Baugrélen
EK72, DK73, TK73 und DK70 in Bild A.26...Bild A.29 zusammengefasst. Es werden jeweils
die vier Laststufen LS1, LS3, LS7 und LS9 untersucht, d. h. es werden Gleitgeschwindigkeit,
Reibarbeit und Reibleistung variiert, siehe Bild 5.1. Die Ergebnisse sind im Hauptteil in Ab-

schnitt
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Bild A.26: Variation Materialparameter 2D-Simulation EK72
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Bild A.27: Variation Materialparameter 2D-Simulation DK73; Var1b
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A.10 Variantenvergleich der 3D-Simulation DK73

Im Hauptteil der Arbeit wird der Einfluss der Synchronringgeometrie primar an der Pressungs-
verteilung der aulieren Reibflache diskutiert. Erganzend sind hier die Pressungsverteilungen
auf der inneren Reibflache in Bild A.30, Bild A.31 und Bild A.32 abgebildet.
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Bild A.30: Variantenvergleich (Var1a,2a,2b gemaR Tabelle 8.5) Pressungsverteilung DK73 bei 0°
bzw. 60° (3D-Simulation) innere Reibflache (Rf2); links unten: zugehdrige maximale Reib-

flachentemperaturen
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Bild A.31: Variantenvergleich (Var1a,2a,2b gemafR Tabelle 8.5) Pressungsverteilung innere Reibfla-
che (Rf2), DK73 (3D-Simulation)
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Bild A.32: Variantenvergleich (Var1a,1b,3 gemaf Tabelle 8.5) Pressungs- und Temperaturverteilung
innere Reibflache (Rf2); DK73 (3D-Simulation), Zeitschritt in dem Smax auftritt

A.11 Erganzende Abbildungen der Parametervariationen der Simulationen
Bild A.33 und Bild A.34 erganzen die Analyse Kegelwinkelvariationen aus Abschnitt 9.2.4.
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Bild A.33: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Abhangigkeit von der Flachenpressung auf die maxi-
male Reibflachentemperatur 9max; links: LS1-EK72 2D; rechts: LS3-EK72 2D
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Bild A.34: Einfluss der Kegelwinkelklaffung in Abhangigkeit von der Flachenpressung auf die maxi-
male Reibflachentemperatur 9max; LS7-DK73; links: Variation Winkel Innenring; rechts: Va-
riation Winkel Synchronring; Var1b (2D)

Bild A.35 zeigt exemplarisch die Temperaturverteilung auf der aufieren Reibflache (RF1) bei
Variation der Blechdicke t des Synchronrings.
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Bild A.35: Variation Blechdicke - Temperaturverteilung im Zeitschritt in dem Jdmax auftritt, LS9;
p =4,2 N/mm? DK73 3D, Var3
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