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Einleitung 1

1
EINLEITUNG

Kegelrad- und Hypoidverzahnungen werden zur Leistungsibertragung zwischen nicht
parallelen Achsen eingesetzt, die in der Praxis meistens einen Winkel von 90° einschlie-
Ren. Wenn sich die Achsen nicht schneiden, also windschief angeordnet sind, spricht man
von achsversetzten Kegelradern bzw. Hypoidverzahnungen. Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen werden in groRer Stuckzahl beispielsweise im Automobilbau verwendet, vor allem
in den Achsgetrieben von heck- und allradgetriebenen Fahrzeugen. Aber auch bei Schie-
nenfahrzeugen, Schiffen, Hubschraubern und im allgemeinen Maschinen- und Anlagenbau
werden Kegelradgetriebe in den verschiedensten Anwendungen in gréieren Stlckzahlen
eingesetzt.

Die Vorteile von Hypoidverzahnungen im Vergleich zu den nicht achsversetzten Kegelra-
dern liegen vor allem im besseren Gerauschverhalten, weshalb sie besonders im Automo-
bilbau bevorzugt eingesetzt werden. Ein weiterer Vorteil besteht darin, dass mit steigen-
dem Achsversatz bei gleich bleibender Ubersetzung und gleich bleibendem Tellerrad-
durchmesser der Durchmesser des Ritzels groRer wird, was eine hdhere Ubertragbare
Leistung vor allem im Hinblick auf Zahnful3bruch bedeutet. Gleichzeitig wird jedoch das
Gleiten in Zahnhéhenrichtung von einer mit steigender Achsversetzung groRer werdenden
Komponente in Zahnlangsrichtung Uberlagert. Diese hohere Gleitgeschwindigkeit wirkt
sich negativ auf den Verzahnungswirkungsgrad sowie die Tragfahigkeit gegen Oberfla-
chenschaden wie Grauflecken, Gribchen und insbesondere Fressen aus.

1.1 Problemstellung

Fressen ist ein spontan auftretender Oberflachenschaden, der bei metallischen Gleit- und
Walzkontakten auftritt, wenn der Schmierfilm und die tribologische Schutzschicht bei ho-
hen Pressungen und Relativbewegungen versagen und dadurch ein direkter metallischer
Kontakt auftritt. Bei ausreichend hohen Temperaturen kdénnen die Oberflachen kurzzeitig
verschweilden, bevor sie anschlieRend durch die Relativbewegung sofort wieder getrennt
werden. Die mit einem Fresser verbundene Schadigung der Oberflachen hat eine weiter
ansteigende Temperatur, groRere dynamische Zahnkrafte und damit eine starkere akusti-
sche Anregung und meistens Folgeschaden wie z.B. Griibchen zur Folge.
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Spezielle Getriebedle mit EP (Extreme Pressure) - Additiven fur eine hohere Fresstragfa-
higkeit konnen Fressen und die damit verbundenen Folgeschaden zwar verhindern, haben
aber wiederum negative Auswirkungen auf Buntmetalle (z.B. in Lagerkafigen) oder
Elastomere (Dichtungen). Gleichzeitig konnen sie die Funktion von Synchronisierungen
und Kupplungen negativ beeinflussen. Aus diesen Grunden wird ein mdglichst niedriger
Additivgehalt angestrebt. Die optimale Auslegung des tribologischen Systems aus Verzah-
nung und Schmierstoff zur Vermeidung von Fressern und den daraus resultierenden Fol-
geschaden hat deshalb eine grol3e Bedeutung bei der Getriebeentwicklung.

Fir die Berechnung der Fresstragfahigkeit sind aktuell die in Tabelle 1-1 gezeigten Nor-
men und Rechenvorschriften gebrauchlich. Sie gehen alle von der Flankentemperatur als
malgeblicher Beanspruchung aus, wobei jedoch zwei unterschiedliche Ansatze, die Me-
thoden der Kontakt- sowie der Integraltemperatur, parallel verwendet werden. Alle Be-
rechnungsverfahren haben den Nachteil, dass sie nur fur eine bestimmte Verzahnungsart
gelten und im Falle der Kegel- und Hypoidrader den Einfluss der Achsversetzung auf die
Fresstragfahigkeit nicht korrekt wiedergeben. Neuere Berechnungsansatze sowie Modifi-
kationen der bestehenden Verfahren, z.B. von Collenberg [Colll und Schlenk [Schl], sind
bislang noch nicht berlcksichtigt.

Verzahnungsart
Stirnrader Kegelrader Hypoidrader Schneckenrader
AGMA 925-A03 KT
DIN 3990 KT + INT
DIN 3991 - INT
DIN 3996 - - - INT
DNV No. 41.2 KT KT
ISO/TR 13989 KT + INT KT + INT KT + INT
Niemann/Winter IlI INT INT INT INT

Tabelle 1-1:  Berechnungsverfahren zur Bestimmung der Fresstragfahigkeit

(KT = Kontakttemperaturverfahren, INT = Integraltemperaturverfahren)

Des Weiteren hat sich in der Vergangenheit gezeigt, dass Fressen in verschiedenen An-
wendungen von Kegelradgetrieben (z.B. Schiffsgetrieben) und Hypoidgetrieben (z.B.
Bahn- und PKW-Getrieben) immer wieder auftrat, obwohl die Berechnungen nach den in
Tabelle 1-1 gezeigten Verfahren ausreichende Sicherheitswerte auswiesen. Oft lie3en sich
diese Schaden auf ein nicht adaquates Tragbild zurtckfliihren. Der Einfluss der realen
TragbildgroRe und -lage wird bislang jedoch noch in keinem Berechnungsverfahren be-
ricksichtigt, sodass eine gesicherte Aussage zur Fresstragfahigkeit in Abhangigkeit vom
Tragbild nicht moglich ist.
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Hoherwertige Verfahren wie z.B. BECAL [Becal, die anhand einer Herstellsimulation sowie
einer Zahnkontaktanalyse die Beanspruchungen auf Basis von Finite-Element-Methoden
(FEM) ermitteln, konnen sehr genau die auftretenden mechanischen und thermischen
Beanspruchungen ermitteln, es stehen jedoch keine experimentell abgesicherten Grenz-
werte zum Vergleich zur Verfigung. Diese Defizite der aktuellen Methoden zur Fresstrag-
fahigkeitsberechnung zeigen, dass Bedarf an einem die neueren Erkenntnisse einschlie-
Renden Rechenverfahren besteht, das sowohl den Einfluss der Achsversetzung als auch
den des Tragbilds reprasentativ wiedergibt.

1.2 Zielsetzung und Losungsweg

In der vorliegenden Arbeit soll ein neues Rechenverfahren zur Bestimmung der Fresstrag-
fahigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen entwickelt werden, das auch stetig auf
gerad- und schragverzahnte Stirnrader Ubertragen werden kann. Dieses Verfahren soll
sowohl auf Basis einer lokalen Beanspruchungsrechnung als auch auf Normbasis an-
wendbar sein. Beim ,lokalen Verfahren® werden die malgeblichen Beanspruchungen
mithilfe einer Zahnkontaktanalyse unter Last mit BECAL [Beca] bestimmt, beim ,normfahi-
gen Verfahren® anhand einer virtuellen Ersatzverzahnung ahnlich bestehender Normen
wie z.B. der ISO 10300 [/103]. Fir beide Verfahren sollen dieselben Grenztemperaturen
verwendet werden. Dabei muss geklart werden, inwieweit die aktuell angewandten, ver-
schiedenen Testverfahren zur Bestimmung der Grenztemperatur vergleichbar sind.

In das neue Rechenverfahren sollen neuere Erkenntnisse zur Fresstragfahigkeit, ermittelt
an Stirnradern, integriert werden: Otto [Ofto] hat im Rahmen seiner Untersuchungen den
Ansatz zur Berechnung der Massentemperatur von Stirnradern nach Oster [NW2] weiter-
entwickelt und um den Einfluss der Eintauchtiefe und Drehrichtung der Verzahnungen
erganzt. Die im Verzahnungskontakt entstehende Temperatur ist ma3geblich von den dort
herrschenden Reibungsbedingungen abhangig. Auf Basis von Grundlagenuntersuchungen
zur lokalen Schmierfilmdicke und Reibungszahl wird deshalb ein neuer einfacher Rei-
bungszahlansatz entwickelt. Dabei wird auch auf das von Doleschel [Dole] entwickelte
neue Testverfahren zur Ermittlung der Schmierstoffeigenschaften hinsichtlich Reibungs-
verhalten zurtckgegriffen. Zur Grenztemperatur wurden von Collenberg [Coll] und Schlenk
[Schl] neue Ansatze aufgestellt, welche die Kontaktzeit- und Kontakttemperaturabhangig-
keit der Grenztemperatur berucksichtigen. Fur das normfahige Verfahren wird die von
Wirth [Wirf] entwickelte Ersatz-Stirnradverzahnung herangezogen, welche die Eingriffsver-
haltnisse von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen reprasentativ abbildet.

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeflihrten Versuche an Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen zur systematischen Untersuchung der Einflisse auf die Fresstragfahigkeit dienen
dabei als Basis zur Validierung des zu entwickelnden Rechenverfahrens. Fur die Versuche
werden fur zwei Achsversetzungsvarianten jeweils zwei Tragbildvarianten ausgelegt, mit
denen sowohl der Einfluss der Achsversetzung als auch der TragbildgroRe und -lage un-
tersucht werden kann. Daruber hinaus wird Uber eine Variation von Dreh- und Drehmo-
mentrichtung der Einfluss der Treibart untersucht.
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2
STAND DES WISSENS

2.1 Modellvorstellung der Schadensform Fressen

Umfangreiche Grundlagenuntersuchungen zur Klarung der mafigeblichen Einflussgrofien
der Schadensform Fressen wurden beispielsweise von Lechner [Lech] und Michaelis
[Mich] durchgeflihrt. Beide kommen ubereinstimmend zu dem Schluss, dass es aufgrund
einer zu hohen Energiedichte im Kontakt zweier Walzpartner zu einer Verbindung der
Metallgitter kommt, also zu einem Verschweil3en der Oberflachen, was auch durch metal-
lografische Untersuchungen der Fresszonen gezeigt werden konnte [Mich]. Durch die
Relativbewegung werden die verschweildten Oberflachen sofort wieder getrennt, wodurch
die in Bild 2-1 beispielhaft gezeigten charakteristischen Riefen und Fresser entstehen.

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

Die durch das Verschweilen und Trennen der Oberflachen entstehenden Riefen und
Fresser sind immer in Richtung der Relativbewegung orientiert, also in Richtung der Gleit-
geschwindigkeit, was bei Stirn- und Kegelradern der Profilrichtung entspricht (Bild 2-1 und
Bild 2-2 links). Bei achsversetzten Kegelradern und Schneckenradern, die zusatzlich eine
Gleitgeschwindigkeitskomponente in Zahnbreitenrichtung aufweisen, verlaufen die Fresser
quer Uber die Flanke in einem Bogen zum Zahnkopf bzw. -ful® (Bild 2-2 rechts).
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Bild 2-2: Fresser an einer Kegelritzelflanke (links) und einer Hypoidritzelflanke (rechts)

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

1. Aufgrund des VerschweilRens der Ober-

N . . Ritzel
flachen treten Fresser immer in korres-

pondierenden Flankenbereichen von
Ritzel und Rad auf. Es kommt zu Mate-
rialibertrag bzw. -abtrag (Bild 2-3). In
der in Bild 2-4 (rechts) gezeigten REM-
Aufnahme ist ebenfalls ein Beispiel ei-

5
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ner gefressenen Flanke mit Material-
ubertrag gezeigt.

2. Bei gleichmaliiger Pressungsverteilung
uber der Eingriffsstrecke treten Fresser
meistens im Bereich der maximalen
Gleitgeschwindigkeit auf, bei Ublichen
Auslegungen im Bereich des Ritzelkopfs
= Radful} (Bild 2-1 und Bild 2-2 links).

3. Im Schliffbild senkrecht zur Oberflache
ist an der Oberflache Reibmartensit zu Rad

erkennen, der auf die hohe Tempera-

tureinwirkung  und  anschlieRende Bild 2-3: Fresser in korrespondierenden

Flankenbereichen von Ritzel
schnelle Abkuhlung schlieen lasst. und Rad (nach [Coll])

Knapp unterhalb der Oberflache ist An-
lassgeflige zu erkennen (Bild 2-4).
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SEM photo
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Bild 2-4: REM-Aufnahmen (aus [Coll]) eines Schnitts senkrecht zur Flanke (links)
bzw. der Oberfléache eines gefressenen Flankenbereichs (rechts)

2.2 Grundlagen der Fresstragfahigkeitsberechnung

Die verschiedenen bisher entwickelten Verfahren zur Berechnung der Fresstragfahigkeit
von Getrieben lassen sich entsprechend der zu Grunde liegenden physikalischen Modell-
bildung im Wesentlichen in vier Gruppen einteilen, die auch eine historische Entwicklung
reprasentieren: Dies sind Rechenansatze auf Basis einer Schmierfiimdicke, eines Ener-
giekriteriums, einer Grenzpressung und einer Grenztemperatur. Die Verfahren wurden in
erster Linie fur und an Stirnradgetrieben entwickelt und z.T. auf Kegelrad- und Hypoid-
getriebe sinngemal tbertragen.

Das Verfahren auf der Basis der Schmierfiimdicke wurde in Deutschland von Bartz [Bar1,
Bar2] publiziert. Die rechnerische Schmierfiimdicke nach Dowson/Higginson [DoHi] wird
verglichen mit einer maldgeblichen Oberflachenrauheit. Richtwerte fur einen schadensfrei-
en Betrieb werden von Bartz [Bar1, Bar2] und Wellauer/Holloway [WeHo] angegeben. Die
Methode ist nur bei Schmierung mit unlegierten Mineraldlen direkt anwendbar. Bei
Schmierung mit EP-Olen im Bereich der Misch- und Grenzreibung wird Fressen vorwie-
gend durch die Bildung tribologischer Schutzschichten vermieden, die Filmdicke spielt nur
eine untergeordnete Rolle.

Ein Verfahren auf Basis eines Energiekriteriums wurde von Almen [AIme] vorgestellt, der
geschadigte und ungeschadigte Kegelradgetriebe in Automobilgetrieben untersucht und
daraus einen Rechenansatz abgeleitet hat. Dem Almen-Faktor, zunachst als Produkt aus
Hertzscher Pressung und Gleitgeschwindigkeit und spater unter Einbeziehung der Kopf-
eingriffsstrecke definiert, wird fir jedes Ol ein konstanter Grenzwert zugewiesen. Mat-
veevsky [Matv] definiert einen Reibintensitatsfaktor als flachenbezogene Reibleistung, Bell
und Dyson [BeDy] stellen daflr in Scheibenversuchen einen konstanten Wert bei Bedin-
gungen des Fressens fest.



8 Stand des Wissens

Das Verfahren auf Basis einer Stribeckschen Grenzpressung geht auf Niemann [Niem]
zuruck und wurde von Lechner [Lech] weiterentwickelt. Die Methode geht davon aus, dass
sich auf der Zahnflanke ein Schutzfilm ausbildet, dem eine gewisse Druckfestigkeit zuge-
ordnet werden kann. Fur einen schadensfreien Betrieb darf die auftretende Pressung die
zulassige Druckaufnahmefahigkeit des Schmierstoffes nicht Uberschreiten. Der Festig-
keitswert fiir ein Ol wird aus einem genormten Fresstest A/8,3/90 nach DIN 51354 [D513]
entnommen und auf die Verhaltnisse des Praxisgetriebes umgerechnet. Lechner [Lech]
weist auf die Bedeutung der Zahnflankendauertemperatur als maf3gebliche Einflussgroflie
hin, was auch von Seitzinger [Seif] bestatigt wird. Ebenfalls auf Basis des Verfahrens nach
Niemann [Niem] entwickelt Langenbeck [Lang] eine Methode zur Berechnung der Fress-
Grenzlast fur Kegelrad- und Hypoidverzahnungen. Er Ubertragt den Ansatz fur Stirnrader
auf eine Ersatz-Stirnradverzahnung und ermittelt damit eine gute Ubertragbarkeit der an
Stirnradern ermittelten Fress-Grenzlasten auf Schraubrad- sowie Kegelrad- und Hypoid-
getriebe, wenn die unterschiedlichen Gleitgeschwindigkeitsverhaltnisse berucksichtigt
werden. Grekoussis [Grek] definiert ebenfalls einen Fresslast-Kennwert aus dem Produkt
der Hertzschen Pressung fur Punktkontakt und der Wurzel der Eingriffsstrecke, welche die
Gleitgeschwindigkeit reprasentiert. Der Verlauf dieses Kennwerts Uber der mittleren Gleit-
geschwindigkeit hangt dabei nur von den Schmierstoffeigenschaften ab.

Die Berechnungsverfahren auf der Basis einer Temperatur haben in der Anwendung die
grofldte Bedeutung erlangt. Als grundlegend wichtiger Ansatz ist das Blitztemperaturkriteri-
um von Blok [They] zu nennen. Danach ist ein Fressschaden dann zu erwarten, wenn eine
momentane lokale Kontakttemperatur an der Zahnflanke Uberschritten wird. Diese Grenz-
temperatur hangt nach Blok [They] nur von der Werkstoff-/Schmierstoff-Paarung, nicht
jedoch von den Betriebsbedingungen ab. Die Methode gilt damit ursprunglich nur fur unle-
gierte Mineraldle und wurde in der Folge von vielen Autoren abgewandelt auch fur legierte
Ole angewendet, z.B. von Collenberg [Coll] und Schlenk [Schl]. In Ergdnzung zum Origi-
nalansatz von Blok [They] definiert Collenberg [Coll] eine kontaktzeitabhangige Grenztem-
peratur, die berucksichtig, dass sich die Additivschutzschicht bei hohen Geschwindigkeiten
(= niedrigen Kontaktzeiten) erst bei hoheren Kontakttemperaturen zersetzt. Schlenk [Schl]
erweitert diesen Ansatz um eine Kontakttemperaturabhangigkeit der Grenztemperatur, da
Additive erst bei hoheren Kontakttemperaturen ihre volle Wirksamkeit erreichen. Basie-
rend auf systematischen Untersuchungen der Schadensform Fressen an Scheiben und
Zahnradern definiert Michaelis [Mich] eine mittlere gewichtete Flankentemperatur als
malgeblich fir den Fressschaden. Diese berechnet sich aus der Blitztemperatur nach
Blok [They] und wird mit einer aus einem Zahnradtest abgeleiteten Grenztemperatur ver-
glichen. Dieser Ansatz wird von Richter [Rich] aufgegriffen und fur Kegelrad- und Hypoid-
verzahnungen, also fur Punktkontakt und unterschiedlich orientierte Oberflachenge-
schwindigkeiten, anwendbar gemacht. Sowohl die Kontakt- als auch die Integraltempera-
turmethode werden in verschiedenen nationalen und internationalen Normen beschrieben,
z.B. DIN 3990 [D390], DIN 3991 [D3917] und ISO/TR 13989 [ITR13].
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2.3 Berechnung der Fresstragfahigkeit von
Stirnradverzahnungen

2.31 Kontakttemperatur nach Blok — DIN 3990, ISO/TR 13989, AGMA 925

Die Blitztemperaturhypothese von Blok [They] aus dem Jahr 1937 stellt die Grundlage fur
die meisten weiteren Ansatze zur Berechnung der Fresstragfahigkeit auf Temperaturbasis
dar. Das dazugehorige Berechnungsverfahren ist den Normen DIN 3990 [D390], ISO/TR
13989-1 [ITR13] und AGMA 925 [A925] fur die Anwendung bei Stirnradern mit un- bzw.
mild legierten MineralGlen festgelegt.

Das Rechenverfahren basiert auf dem T i
Modell einer sich Uber einen Korper be- /
wegenden Warmequelle, die Warme-
energie in die Oberflache des Korpers {;/
abgibt. Die Warmequelle entspricht dabei «f>
dem Hertzschen Kontakt mit der Breite P, mx
2by, in dem durch Reibung (senkrechte PH
Kraftkomponente auf die Oberflache und
Relativbewegung) Warmeenergie erzeugt
wird. Zur Berechnung dieser Warmemen- J’
ge q wird von einer halbelliptischen Ver- 2b ﬁ
teilung der Hertzschen Pressung p Uber s
der Kontaktbreite 2by ausgegangen. Bild 2-5: Verteilung der Hertzschen Pres-
sung Uber der Kontaktbreite 2by
2
P = Pmax - 1_{i_ j (1)
by
by [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite
p [N/mmz] Verteilung der Hertzschen Pressung £ [mm] Itc;i?tl)fe\é:riable Uber der Hertzsche Kon-

Der durch die Gleitgeschwindigkeit vy = wy - wi2 sowie die Hertzsche Pressung p entste-
hende flachenbezogene Warmestrom q ergibt sich zusammen mit der Reibungszahl u zu:

2
q:,u'Vg'p:ﬂ'|Wt1_Wt2|'pmax' 1_[bi_ j (2)
H

q [W/mmz] Warmestromdichte Wy [m/s] Oberflachengeschwindigkeit
i [-] Reibungszahl p [N/mm2] Hertzsche Pressung
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Zur Bestimmung der Kontakttemperatur muss die Verteilung des ermittelten Warmestroms
q auf die beiden Zahnflanken ermittelt werden. Aul3erdem ist die sich einstellende Oberfla-
chentemperatur orts- und zeitabhangig. Dies kann durch eine nichtstationare dreidimensi-
onale Differentialgleichung ausgedrickt werden. Da sich bei schneller Bewegung der
Warmequelle Uber die Oberflache der Warmetransport ndherungsweise nur senkrecht zur
Flanke (y-Richtung) vollzieht, wird zur Vereinfachung angenommen, dass das beschriebe-
ne Warmetransportphanomen nur eindimensional ist:

p-c 99_0°0 9% 9% _ p-c 99 _0°¥

= + + = — 3
A ot 9x? y? 0972 A ot gy? )

P [kg/mm3] Dichte v [K] lokale Temperatur

¢ [Nm/(kg-K)] Warmekapazitat t [s] Zeit

A [N/(s-K)] Warmeleitfahigkeit X,¥,z [mm] Koordinaten

Als Lésung der Differenzialgleichung ergibt sich die Temperaturverteilung in y-Richtung mit
der Warmeintensitat Q:

2
h=—=- ‘e at mit a = A/pc und By = Apc (4)
Jr By -t
¥ K] Temperatur By [N2- m/ (Kz-mms-s)]
Q [J/mmz] Warmeintensitat thermischer Kontaktkoeffizient (= 4+ p - c)

Die Oberflachentemperatur ¥ ergibt sich demnach fur y = 0 zu:

Q

ﬁt()’=0):W ()

Ein beliebiger Beruhrpunkt befindet sich die Zeit t im Kontakt, welche die Warmequelle mit
der Intensitat Q und der Geschwindigkeit w; bendtigt, um die Kontaktbreite 2by zu Uberfah-
ren. Die Warmequelle wirkt also aufgrund der Kontaktbreite 2by nicht nur blitzartig in ei-
nem bestimmten Punkt der Oberflache, sondern uber den Zeitraum t hinweg. Der Kontakt
der Warmequelle wird deshalb in mehrere, infinitesimal kleine Warmestolie zerlegt, die in
der Zeit t in den BerUhrpunkt einwirken:

do=—39 gt (6)

Die Zeit t, in der die Warmequelle den betrachteten Punkt beruhrt, ergibt sich in Abhangig-
keit von der Oberflachengeschwindigkeit wx:
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= ™

Damit ergibt sich fur die infinitesimal kleinen WarmestéRe do:

dp=——9 .9
VB Wi (x=¢) 8)

Der Verlauf der Blitztemperatur ¢ in Richtung der Beruhrlinienbreite (x-Richtung) errech-
net sich als Integral der Warmesto3e d Uber der Kontaktbreite 2b:

g -1 jalcls

__\/”BMWt oVx—¢ ©)

Da sich die Warmemenge q auf beide Zahnflanken aufteilt und die Temperatur im Kontakt
fur beide Flanken gleich sein muss, kénnen die Ausdricke fir die Temperaturen der bei-
den Flanken gleichgesetzt werden:

S 2(1 S B 715, (10)
\/ﬂBM»]Wt»] 0x—¢ \/ﬂBMZWtZ oVx—¢

Da sich die Warmemengen q und @ aus physikalischen Griinden nur um einen konstan-
ten Faktor unterscheiden kénnen, ergeben sich aus den obigen Integralen die konstanten
Warmemengen g+ und qa:

G1(&) _ q2(&)
VBuWi  yBuaWiz

(11)

Mit g = g7 + g2 kdnnen die beiden Unbekannten g; und g, berechnet werden:

12

Bu1oWi12 2
“ - Pmax Wi ~Wig] 1| (12)
H

B BuWit +BpaWiz

Zur Berechnung der Temperatur ¢ im Hertzschen Kontakt werden die Warmemengen q;
und g2 in die Gleichung eingesetzt und diese dann bis x = 2by integriert. Durch Differenzie-
ren der resultierenden Gleichung erhalt man den Maximalwert der Blitztemperatur %, Uber
der Hertzschen Kontaktbreite:
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|Wt1 — Wt2|
ha =07873':u'pmax '\IZbH ) (13)
VBuiWe1 +y/BuaWia
. by [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite
O K] E{"t.fempera;;‘r w,  [m/s] Oberflachengeschwindigkeit
H ] P eibungsza By thermischer Kontaktkoeffizient
p [N/mm?] Hertzsche Pressung [N2- m/ (Kz-mma-s)]

Durch Einsetzen der Formeln fur die Hertzsche Pressung p und die Kontaktbreite 2by und
unter Annahme gleicher Materialen fur beide Verzahnungen ergibt sich:

1
3 ' /‘ Wi —W
gﬂa=o,62.ﬂ.wﬁ.( E ] W -wy (14)
Pers \/BM'IWH +\/BM2Wt2
Da [K] Blitztemperatur By thermischer Kontaktkoeffizient
i [-] Reibungszahl [Nz- m/ (K2-mm3-s)]
E’' [N/mmz] Ersatz E-Modul Pers [mm] Ersatzkrimmungsradius
w [N/mm] Linienlast Wy [m/s] Oberflachengeschwindigkeit
Bei der von Blok [They] postulier- 1604 Ve
ten Annahme einer konstanten °C |
Grenztemperatur ist die maximale 1404
Kontakttemperatur, die sich aus
>
der Massentemperatur und dem @ 120
Maximalwert der Blitztemperatur qé 1 Oy x
Uber der Eingriffsstrecke ergibt kS 1
. . .. . 100 - C1'13ﬂa'xs

(Bild 2-6), malgeblich fur die 2/3 |
Fresstragfahigkeit einer Verzah- l 190|>1(/)3
nung. Der Ort der maximalen 801 LAtB tl':I)E
Blitztemperatur  hangt  dabei ashyerietung

. . _ O:I: —— i W
hauptsachlich von der Last- und A 5 G 3 =

Gleitgeschwindigkeitsverteilung

ab, also von der Geometrie der )

Verzahnun Bild 2-6: Schematischer Verlauf der Kontakttempe-
9 o ratur Gber der Eingriffsstrecke am Beispiel

Blok [They] gibt fir die Massen- der FZG-Testverzahnung Typ C

temperatur nur grobe Anhaltswer-

te an. Fur die Reibungszahl nimmt er einen konstanten Wert an bzw. verweist auf andere
Veroffentlichungen. Dartber hinaus ist die Blitztemperaturhypothese nur auf die Anwen-
dung fur unlegierte Mineraldle beschrankt, da nur fur diese die Annahme einer konstanten
zulassigen Kontakttemperatur gliltig ist. Aus diesen Grunden ist der Blitztemperaturansatz
in seiner Originalform flr heutige Getriebe- bzw. Schmierstoffanwendungen nicht geeig-
net.

Eingriffsstrecke
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Die Blitztemperaturmethode nach Blok [They] wurde u.a. in die DIN 3990 Teil 4 [D390]
ubernommen. Im Gegensatz zur Originalversion beinhaltet die in der DIN vorgeschlagene
Methode jedoch Ansatze fur die Berechnung der Verzahnungsreibungszahl und der Mas-
sentemperatur sowie fur die zulassige Kontakttemperatur, die sich in Abhangigkeit von
einem Fresstests bestimmt. Damit konnen auch mild legierte Schmierstoffe bertcksichtigt
werden.

Die Fresssicherheit wird als Verhaltnis der zulassigen zur auftretenden maximalen Kon-
takttemperatur, jeweils abziiglich der Oltemperatur, definiert:

Us — Voil

Ssc=y o (15)
C,max — YOil

Ss.c [[1  Fresssicherheit e [°C] zulassige Kontakttemperatur

oir [°C] Oltemperatur Yomax [°C] maximale Kontakttemperatur

Die mal3gebliche Kontakttemperatur ¢ nax berechnet sich ndherungsweise aus der Mas-
sentemperatur ) und der maximalen Blitztemperatur @, max Uber dem Eingriff:

79C,max = 79M + 79ﬂa,max < 798 (16)
mit:
Uy = 15(--)/ +0,47 - ﬁﬂa’max (17)

3 1
W

79ﬂa=1u'XM'XB'Xaﬁ'XF—1/ (18)
a’4
Xu Blitzfaktor in [K N34 g2 112 mm]
e [°C] Kontakttemperatur Xz [ Geometriefaktor
Oy [°C] Massentemperatur Xop [ Winkelfaktor
Dna [K]  Blitztemperatur Xr [[1 Kraftaufteilungsfaktor
Yoy [°C] Oltemperatur wg:  [N/mm] maligebende Linienlast im Stirnschnitt
Us [°C] zuldssige Kontakttemperatur (incl. Lastfaktoren K)
U [(] Reibungszahl v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis
a [mm] Achsabstand

Die Einflussfaktoren enthalten dabei jeweils die folgenden Gré3en bzw. Umrechnungen:

Blitzfaktor Xy enthalt E-Modul und thermische Kontaktkoeffizienten

Geometriefaktor Xz — Umrechnung des Achsabstands auf den Ersatzkrimmungs-
radius sowie der Umfangsgeschwindigkeit auf die Oberfla-
chengeschwindigkeiten

Winkelfaktor X,z — enthalt Eingriffs- und Schragungswinkel

Kraftaufteilungsfaktor X = Umrechnung der Umfangskraft auf mehrere im Eingriff be-
findliche Zahnpaare

U
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Die zulassige Kontakttemperatur berechnet sich nach DIN 3990 Teil 4 [D390] in Abhangig-
keit von der in einem Standard-Fresstest A/8,3/90 ermittelten Schadenskraftstufe bzw. von
dem dazugehdrigen Ritzeldrehmoment des verwendeten Schmierstoffs. Sie setzt sich aus
einem Anteil Massentemperatur im Test Jyr und der maximalen Blitztemperatur im Test
ha.max, 7 ZUSAammen. Fur den FZG-Standardtest A/8,3/90 ergibt sich nach DIN 3990 Teil 4
[D390] folgender formelmaRiger Zusammenhang, der Annahmen zur Abhangigkeit der
Massentemperatur vom Ritzeldrehmoment sowie die Umrechnung des Ritzeldrehmoments
auf die Blitztemperatur fur die Geometrie der Testverzahnung Typ A20 beinhaltet:

-0,4

v40
_ _ 12 (100
Vs = Ot + Xwrer - Opa,max,7 =80+0,23- Ty + X7 -0,12- Ty [v_ (19)
40
)Z?MT [Ec]:] ngsus;;ta(lakrﬂ)p;eratur im Test Tir [Nm] Ritzeldrehmoment der Schadenskraftstufe
WrelT =

Somaxr [K]  max. Blitztemperatur im Test Vao [cSt]  kin. Viskositat bei Oltemperatur 40°C

Dieser Ansatz zur Berechnung der zulassigen Kontakttemperatur enthalt den Reibungs-
zahlansatz nach DIN 3990 Teil 4 [D390] und ist deshalb auch nur zum Vergleich mit dieser
Reibungszahl berechneter Kontakttemperaturen geeignet.

Die Blitztemperaturmethode nach Blok ist ahnlich der DIN 3990 Teil 4 auch in anderen
Normen (z.B. ISO/TR 13989-1 [ITR13] und AGMA 925 [A925]) festgehalten. Im Wesentli-
chen unterscheiden sich diese in den jeweils verwendeten Reibungszahlansatzen. Eine
vergleichende Auflistung dieser verschiedenen Ansatze erfolgt in 2.5.

23.2 Integraltemperaturansatz nach Michaelis — DIN 3990, ISO/TR 13989

Die Kontakttemperatur auf Basis der Blitztemperaturhypothese von Blok [They] als fur die
Fresstragfahigkeit mafigebliche thermische Beanspruchung deckt sich in einigen For-
schungsarbeiten nicht mit den experimentellen Ergebnissen, z.B. Lechner [Lech] und
Seitzinger [Seit]. Von diesen Autoren wird deshalb eine mittlere Oberflachentemperatur fur
den Fressschaden verantwortlich gemacht. Eine weitere Kritik am Blitztemperaturverfah-
ren war, dass die fur die lokale Rechnung notwendigen GréRen nicht immer bekannt (z.B.
lokale Reibungszahl) oder schwer zu bestimmen sind (z.B. lokale Beanspruchung incl.
dynamischer Zusatzlasten). Untersuchungen von Michaelis [Mich] haben gezeigt, dass
sich verschiedene Fressschaden an Praxisgetrieben nicht mit der Blitztemperaturmethode
nach DIN 3990 Teil 4 [D390] erklaren liel3en, insbesondere bei Verzahnungen mit einer
Kopfricknahme oder einem Eingriff nahe am Grundkreis. Aulerdem werden mit der DIN-
Methode teilweise deutlich zu hohe Reibungszahlen und damit unrealistisch hohe Kontakt-
temperaturen berechnet (siehe Michaelis [Mich]).



Stand des Wissens 15

Das auf Basis dieser Erkennt-
nisse von Michaelis [Mich]

vorgeschlagene Integraltempe- 160
raturverfahren, far Stirnrader °C |
ebenfalls genormt in der DIN
. ] 1404
3990 Teil 4 [D390], basiert auf TCz-ﬁﬂa -
> -
der Blitztemperatur nach Blok ¥ ﬂflaintl
[They], die jedoch (ber der 8120-6 J
L , , S {M A
Eingriffsstrecke g, integriet © 1
= 1004 C Vg int Xs
und mit einer Konstanten C, 2/3 ) ’
gewichtet wird (Bild 2-7). Die 1o >1(’)3
Integration erfolgt dabei Uber 80 AB DE
, . . , Lastverteilung
die Aufsummierung des lineari-

sierten Verlaufs der Blitztempe-
ratur nach Blok Uber der Ein-

O:Fr/ﬁ—7ﬁ i
A B C D E

Eingriffsstrecke

iff: k ’ k -
griffsstrecke (= Uberdeckungs Bild 2-7: Berechnung der Integraltemperatur

faktor X,). am Beispiel der FZG-Testverzahnung Typ C

Mit dem Uberdeckungsfaktor X, wird die Blitztemperatur im Punkt E (bei Annahme &, =
1,0) auf die mittlere Flankentemperatur umgerechnet. Die Blitztemperatur berechnet sich
dabei analog der Kontakttemperaturmethode, jedoch unter Annahme einer mittleren Rei-
bungszahl (berechnet im Walzpunkt C) und der Geometriegrofien im Punkt E (Geometrie-
faktor Xgg). Zusatzlich werden von Michaelis [Mich] Einflussfaktoren zur Bericksichtigung
der Einflisse von Einlauf (Xg), Treibrichtung (Xgq) und Kopfricknahme (Xc,) vorgeschla-
gen:

1 Y9«
Ut =V +Co-——+ [Uga(X)dX =8 +Co - Bpa it =y +Co - Opae - X (20)
ga 0
mit
Oy =V +0,70 - gy jng (21)

BpaE = tmc X Xpe - Xop —2 : (22)
a " aﬂ a% XQXCa

wgs  [N/mm] malRgebende Linienlast im Stirnschnitt
°Cl  Int It t (incl. Lastfaktoren K)
g,\l:,t {°C} Mnaesgsreantee r:q%eer;ttrr v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis
Cs []  Gewichtungsfaktor (C, = 1,5) %, [mm] gﬁ;ﬁ:ﬁf{f?ﬂdm N 62 2
haint (K] m',ttl‘ Flankentemperatur Xse [1 Geometriefaktor im Punkt
= [K] Blitztemperatur im Punkt E X Winkelfakt
° Oltemperatur i g sl
Doy [°Cl  Oltempei . . Xe [[]  Einlauffaktor
Hmc [-] mittl. Reibungszahl im Punkt C (siehe 0) Xa [-1 Treibrichtungsfaktor
Xeca [-] Kopfriicknahmefaktor
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Die so berechnete Integraltemperatur wird wiederum mit einer aus einem Fresstest abge-
leiteten zulassigen Integraltemperatur verglichen. Damit kann eine Fresssicherheit ausge-
geben werden:

Se. . = Js,int
S,int —
Uint (23)
mit:
10040 "
O int = Ot +Co - X %) =80+023-Tyr + X 0,08 T2 (24)
S,int — YMT 0o Ayrerr - fla,int T — ’ T WrelT "V T V_
40
. g . . Bur [°C] Massentemperatur im Test
Ssnt £ ] Fre:sssllcherhelt Paine7  [K]  Integraltemperatur im Test
s int [°C] zulassige Integraltemperatur 1t >
19’ K Int it t XwrelT [ Geflugefaktor
Cint [[-]] gee\)r?irci tﬁrr:]r;ef);itgrr C,=15) Tir [[] Ritzeldrehmoment im Test
2 9 2= 0 Vao [°C] kin. Viskositat bei 40°C Oltemperatur

233 Kontaktzeitmethode nach Collenberg

Auf der Basis umfangreicher experimenteller Untersuchungen bei hohen Umfangsge-
schwindigkeiten (v; > 20 m/s) kommt Collenberg [Coll] zu dem Schluss, dass der u.a. auch
von Lechner [Lech] und Seitzinger [Seif] schon beobachtete Wiederanstieg der Fresslast-
Geschwindigkeits-Kurve auf eine Verklrzung der Kontaktzeit bei steigenden Geschwindig-
keiten zurtickzufuhren ist. Die Erklarung des Phanomens der steigenden Grenztemperatur
bei gréReren Umfangsgeschwindigkeiten liegt laut Collenberg [Coll] in der Kinetik der
Additiv-Reaktionen an der Zahnflanke. Dabei wird davon ausgegangen, dass sich chemi-
sche Schutzschichten erst bei héheren Temperaturen, also héheren Belastungen, wieder
zersetzen, wenn diese Temperaturen nur sehr kurz wirksam sind.

Die Reaktion zwischen dem Additiv A und dem Eisen Fe der Zahnradflanke ist reversibel.
Deshalb kann die Reaktion folgendermal3en beschrieben werden:

Fe+A (%) 5 FeA

ka(12) (25)
(a—x) (b —x)
Fe [] Eisen a,b,x [ auf die Kontaktflache bezogene Anzahl an
A []  Additiv A- und FeA-Molekiilen bzw. der reagie-
FeA []  Eisen-Additiv-Verbindung renden Molekile zum Zeitpunkt t=ty

ki [-] Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten

Die Geschwindigkeit der Hin- bzw. Rilckreaktion ist abhangig von den Reaktionsge-
schwindigkeitskonstanten k; bzw. k,, die wiederum von der Temperatur abhangen. Zur
Beschreibung der Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten k wird die Arrheniusgleichung
herangezogen:
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_Ea
k [-] Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten Ex/R [-] Konstanten
A [-] Konstante v [-] Reaktionstemperatur

Die Konstanten A und Ea/R sind empirisch ermittelt und fur Hin- und Ruckreaktion unter-
schiedlich. Bei mittleren Temperaturen liegt das Gleichgewicht auf Seite von FeA (ks<ky),
bei hoheren auf der Seite von Fe + A (k1>k>).

Da die realen Reaktionspartner und ihre

spezifischen Konstanten nicht bekannt Korltca)lk;[’gzncf) era’ilé)r e
sind, wird das vereinfachte Modell einer (OQQ @Qfgsg ,bQQ
irreversiblen Reaktion herangezogen:
Unterhalb einer unteren Grenztempera-
tur Uy findet keine Reaktion statt, ober-
halb ¥y reagieren Fe und A zu FeA
(k1>0, k>=0). Uber einer oberen Grenz-
temperatur s liegt das Gleichgewicht
auf der Seite der Ausgangsprodukte Fe
und A, d.h. FeA zerfallt wieder (k;=0,
k>>0). Die beiden Teilreaktionen kénnen

krit. Kontakttemperatur ¥, Grenzschichtzersetzung y/x

damit getrennt betrachtet werden: Vorsuche.
ergebnisse

Fe+A—*1(%) s rea 27) s 01 749

(a-x) X N

Der Aufbau der Reaktionsschicht findet berechnete

bei mittleren Temperaturen % < ¢ < % kritische

mit der Geschwindigkeit dx/df statt, 100i Kontakitemperatur

wobei x die Anzahl der entstehenden 0

Molekile darstellt: 0O 20 40 60 Ms 100
Kontaktzeit t

X gy (a-x)=x=a-1—e ") 28) Bild 2-8: Abhangigkeit der kritischen Kontakt-
ot temperatur von der Kontaktzeit (nach
Collenberg [Coll])

Bei hoherer Kontakttemperatur ¢ > ¢ findet erneut eine Zersetzung der Reaktions-
schicht statt:

FeA—12(%2) ;Fei A (29)
(x-y) y
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Die Zahl der zersetzten Molekdule y ist dabei:
y=x- (1 _e k22 (30)

Um ein Verschweil3en der Oberflachen zu verhindern muss das Verhaltnis aus zersetzten
und entstehenden Molekulen y/x < 1 sein. Dieses Verhaltnis wird als Zersetzungsrate
bezeichnet. Collenberg [Coll] definiert auf Basis sinnvoller Annahmen fur die kritische
Zersetzungsrate (y/x = 0,9) und die Konstanten der Arrheniusgleichung einen Zusammen-
hang zwischen der Kontaktzeit fc und der Kontakttemperatur %, der sich gut mit den Er-
gebnissen der Fressversuche bei unterschiedlichen Umfangsgeschwindigkeiten (= Kon-
taktzeiten) deckt.

Fur die praktische Fresstragfahigkeitsbe-

rechnung wird der in Bild 2-8 gezeigte °c | & Versuchsergebnisse
.. Verzahnung A
Verlauf der Grenztemperatur Uber der 600 — O 749
. " . 1\
Kontaktzeit linear angenahert (Bild 2-9). 500 | 2) berechnete Grenztemp.

Oberhalb einer vom Schmierstoff abhan-
gigen kritischen Kontaktzeit tx wird eine
konstante Grenztemperatur %spn ange-
nommen, welche der in einem Fresstest
bei  Standardbedingungen ermittelten
entspricht. Unterhalb dieser kritischen
Kontaktzeit wird die Grenztemperatur mit
der ebenfalls vom Schmierstoff abhangi- T T T
gen Steigung Cs linear hochgerechnet. 0 20 40 60 80"100
Die schmierstoffabhangigen Parameter fx Kontakizeit t

und Cs werden dabei aus drei Fresstests Bijid 2-9: Berechnung der Grenztemperatur
bei unterschiedlichen Umfangsgeschwin- (nach Collenberg [Coll])
digkeiten abgeleitet oder durch die folgenden Konstanten angenahert (siehe [Coll]):

b) lineare Naherung von a)

400 — A

A A
Xc) Grenztemp. DIN 3990/4

- N

o o

© o
|

Grenz-Kontakttemperatur g
w
o
o
\

o

S = ﬂS,D/N fiir tC > tK (31)
= ﬂS,D/N +Cs(tK—tc)ﬁ]r tC <tK
s [°C] zulassige Kontakttemperatur
Uspiv [°C]  zulassige Kontakttemperatur nach DIN tc [us] Kontaktzeit
3990 Teil 4 i [us] kritische Kontaktzeit
Cs [[]  Steigung der Grenztemperatur (falls nicht aus Tests bekannt: tx = 18 us)

(falls nicht bekannt: Cs = 18)

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

Bei Versuchen mit unterschiedlichen Ol- und damit Massentemperaturen wurde festge-
stellt, dass die Fresstragfahigkeit mit hoherer Ol- und damit Massentemperatur gleich
bleibt, meist sogar zunimmt. Dies widerspricht ebenfalls der Annahme von Blok, wonach
die fur Fressen relevante Grenztemperatur konstant ist. Eine Erklarung dafur sieht Schlenk
[Schl] in der groReren Reaktionsfreudigkeit der Additive bei hdheren Flankentemperaturen.
Dieser Zusammenhang

konnte auch durch 400 o]
Oberflachenanalysen 1 | 2
/

. &) _
von Flanken gezeigt <. 300 |
. . e -] _ﬁﬁ

werden, die bei unter- %
schiedlichen Tempera- o L ,
turen gelaufenen wa- g 200 10 Prifol G150

g o Fy/b=1250N/mm
ren: Je hoher die Tem- % 212-1/16,5/120E
peratur, desto flachen- ‘g 1001
deckender war die < A B C D E
Schichtbelegung  auf 0! : . . !

der Flanke (Bild 2-10) 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
' Ritzelfluss Eingriffsstrecke [mm] Ritzelkopf

Aufbauend auf diesen
Erkenntnissen entwi- Bild 2-10: Schichtbelegung der Oberflache liber der

ckelte Schlenk [Schi] Eingriffsstrecke (nach Schlenk [Schl])

ein Verfahren zur Berlicksichtigung dieses Zusammenhangs. Dabei handelt es sich um ein
ortliches Rechenverfahren, das auf der Kontaktzeitmethode von Collenberg [Coll] basiert.
Modifizierte Einflussfaktoren und eine angepasste Reibungszahlgleichung bericksichtigen
die speziellen Bedingungen bei Grof3getrieben mit groen Moduln und damit den Einfluss
der Zahnraderwarmung. AulRerdem fuhrt Schlenk einen Temperaturfaktor X; zur Modifizie-
rung der Grenztemperatur ein, der BaugrdRe und Oltemperatur beriicksichtigt (Bild 2-11):

et + (X7 -1)-Cqy fiir X7 <10
Usk =

Oome + (X7 -1)-Cqp, fiir X7 >1,0 (32)

mit
0,8
94 X a ,
XT =045 ol . S |. expﬁ (33)
Serrer ) \ 10 a

Usk [°C] Grenztemperatur Poir [°C] Oltemperatur
eme [°C] Grenztemperatur bei mittl. Oltemperatur Boirer [°C]  Referenz-Oltemperatur (= 90°C)
Xr [1  Temperaturfaktor Xs [1  Schmierungsfaktor
Cr [(]  Steigung der Grenztemperatur bei X1 < 1 a [mm] Achsabstand
Cm [(]  Steigung der Grenztemperatur bei X1 > 1 arer [mm] Referenz-Achsabstand (= 91,5 mm)

Die so ermittelte Grenztemperatur sk wird anschlielend anstelle von s py in die Grenz-
temperatur-Gleichung nach Collenberg [Coll] eingesetzt.
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Der Temperaturfaktor Xr gibt an, ob
die Betriebsbedingungen des nachzu-
cht ) rechnenden Getriebes bezlglich des
Temperaturniveaus ober- oder unter-
halb der Bedingungen des Fresstests
liegen. Fur die Referenzbedingungen
(Oltemperatur = 90°C und Achsab-
X; stand = 91,5 mm) wird X7 = 1,0. Die
>‘(T X, ;1,0 )‘(Th Steigungen Cr, bei X7 < 1 und Cp, bei
ntTemper;’;urfaktor o Xr > 1 werden anhand dreier Fress-
tests bei unterschiedlichen Oltempera-

Bild 2-11: Berechnung der Grenztemperatur turen ermittelt (siche Schlenk [Sch]).
nach Schlenk [Schl]

o)

3
-

Grenztemperatur —»
ocb oCb
3
=2
Py

A

24 Berechnung der Fresstragfahigkeit von Kegelrad-
und Hypoidverzahnungen

241 Allgemeines

Die Tragfahigkeitsberechnung von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen erfolgt aus ver-
schiedenen Grunden uUblicherweise an so genannten Ersatzverzahnungen: Zum einen ist
die Bestimmung der realen Geometrie der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen nur tGber
eine Herstellsimulation mdglich, da sie mal3geblich von den Maschineneinstelldaten der
Verzahnungsfertigung abhangt. Zum anderen stehen fir Kegelrad- und Hypoidverzahnun-
gen nur eingeschrankt Festigkeitswerte fur einen Tragfahigkeitsnachweis zur Verfugung.
Aus diesen Grinden wurden von verschiedenen Autoren Methoden zur Umrechnung der
Kegelrad- bzw. Hypoidgeometrie auf eine Ersatzverzahnung vorgeschlagen (Beschreibung
und kritische Bewertung siehe u.a. bei Wirth [Wirf]), wobei fur die Berechnung der Griib-
chen- und ZahnfuRbruchtragfahigkeit meist Stirnradverzahnungen, fur die Fresstragfahig-
keit Schraubradverzahnungen herangezogen werden. Ziel der Umrechnung ist jeweils die
moglichst genaue Abbildung der Eingriffsverhaltnisse der Kegelrdder, um die an Stirn-
bzw. Schraubradern ermittelten Festigkeitswerte mit den Beanspruchungen der Kegelrad-
verzahnungen vergleichen zu konnen.

24.2 Kontakttemperatur nach Coleman — ISO/TR 13989-1

Eine Ubertragung der Blitztemperaturmethode nach Blok [They] auf Kegelrad- und Hy-
poidverzahnungen wurde 1967 von Coleman [Cole] vorgeschlagen. Der urspringlich fur
zylindrische Korper mit parallelen Drehachsen (Linienkontakt) entwickelte Ansatz wurde
dabei auf den allgemeinen Fall eines elliptischen Kontakts mit gekreuzten Drehachsen,
also unterschiedlich orientierten Oberflachengeschwindigkeiten, erweitert (Bild 2-12).
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Bild 2-12: Kontaktbedingungen fiir den allgemeinen Fall eines Punktkontakts bei unter-
schiedlich orientierten Oberflachengeschwindigkeiten nach Coleman [Cole]

Im Gegensatz zum Linienkontakt mit parallel orientierten Oberflachengeschwindigkeiten
muss im allgemeinen Kontaktfall die Zeit, die sich ein Oberflachenelement im Kontakt
befindet und in der die im Kontakt entstehende Warmemenge in die Oberflachen abgeflhrt
wird, fur beide Korper individuell bestimmt werden. Sie ergibt sich aus der Oberflachenge-
schwindigkeiten w2 und den dazugehdrigen Strecken ds, entlang der Geschwindigkeits-
vektoren. AuRerdem muss die Gleitgeschwindigkeit aus der Differenz der Oberflachenge-
schwindigkeitsvektoren berechnet werden. Mit diesen beiden Anderungen im Vergleich
zum Ansatz nach Blok [They] ergibt sich die Blitztemperatur zu:

V7 Vol
Sha =5 M PH-
2 w w (34)
t1 t2
Buy1—, +.|Buz
d; d,
Ha [K] Blitztemperatur Bu1.2 th%rmischezr Kon;aktkoeffizient
[-] Reibungszahl [N“- m/ (K“mm™s)]
PH [N/mmz] Hertzsche Pressung Wy [m/s] Oberflachengeschwindigkeit
Vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit d [mm] Kontaktbreite in Richtung w;

Zur Berechnung der Flankenbeanspruchung wahlte Coleman [Cole] eine Stirnrad-
Ersatzverzahnung im mittleren Normalschnitt der Kegelradverzahnung (Bild 2-13 links).
Die maldgeblichen Geschwindigkeiten werden dagegen an der Originalverzahnung be-
stimmt (Bild 2-13 links). Zur Massentemperatur werden von Coleman [Cole] keine Anga-
ben gemacht. Zur Berechnung der Reibungszahl wird nur ein einfacher, von der Ge-
schwindigkeit und der Flankenrauheit abhangiger Ansatz vorgeschlagen.

In der ISO/TR 13989 — 1 [ITR13] ist ein ahnlicher Ansatz zur Berechnung der Fresstragfa-
higkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen auf Basis der Blitztemperatur nach Blok
[They] genormt. Dabei werden jedoch Ersatz-Schraubradverzahnungen zur Berechnung
der maldgeblichen Beanspruchungsgrofien herangezogen.



22 Stand des Wissens

Teilkegelspitze

Tellerrad Auslegungs-

punkt

&<
‘\5‘\‘6 \
‘\\\)(\Q N e
& 2%
$0(<(\ Ve g

Normalschnitt

Bild 2-13: Ersatzverzahnung (links) und Kontaktellipse mit lokalen Flankengeschwindig-

keiten (rechts) nach Coleman [Cole]

243

Integraltemperatur nach Richter — DIN 3991, ISO/TR 13989-2

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

Walzkegel des Walzkegel

Tellerrads  des Ritzels Ergatzschraubenrad
des Ritzels

Ersatzschraubenrad
des Tellerrads

Bild 2-14: Ersatz-Schraubradverzahnung zur Be-
rechnung der lokalen Pressung und Ober-
flaichengeschwindigkeiten nach Richter
[Rich]

die Erkenntnisse von Lechner
[Lech], Seitzinger [Seif] und Mi-
chaelis [Mich] zurick und entwi-
ckelte ein Rechenverfahren auf
Grundlage einer gewichteten,
mittleren Flankentemperatur.
Dieses Rechenverfahren basiert
auf der Blitztemperatur nach Blok
[They], angewandt fur Punkt-
bzw. Ellipsenkontakt und unter-
schiedlich orientierte  Oberfla-
chengeschwindigkeiten, analog
Coleman [Cole]. Die Uuber der
Eingriffsstrecke  veranderlichen
Grolen Oberflachen- und Gleit-
geschwindigkeit werden nach
Grekoussis [Grek] an infinitesimal
schmalen Ersatz-Schraubrad-
verzahnungen entlang der Bahn
des BerlUhrpunkts auf der Flanke
bestimmt (Bild 2-14).
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Die Blitztemperatur wird dann
analog Michaelis [Mich] Uber
der Eingriffsstrecke integriert.
Die Schwierigkeit liegt dabei in
der sich kontinuierlich andern-
den Pressung sowie der veran-
derlichen Geschwindigkeiten
samt deren Richtungen. Bild
2-15 zeigt den Verlauf der nach
Richter [Rich] berechneten
Blitztemperatur uUber der Ein- S~ Eingriffslinie e,,
, : . A C BD E

griffsstrecke. Da ihr Verlauf in

erster Naherung nur von der
relativen  Gleitgeschwindigkeit
abhangt, vereinfacht Richter
[Rich] die Integration, indem er sie entlang des parabelférmigen Verlaufs der Gleitge-
schwindigkeit durchfuihrt. Damit ergibt sich eine Gleichung fur die Integraltemperatur, in
der alle GeometriegroRen im Geometriefaktor Xg, alle aus der Integration resultierenden
GroRen im Integrationsfaktor X, (vgl. Uberdeckungsfaktor nach DIN) zusammengefasst
werden. Die Massentemperatur ist dabei anteilig in der Gewichtungskonstante C enthal-
ten. Zur Berechnung der mittleren Reibungszahl verweist Richter [Rich] auf Untersuchun-
gen von StoRel [Stoe] am Zwei-Scheiben-Prifstand.

Verlauf der relativen
Gleitgeschwindigkeit

Verlauf der
Kontakt-
temperatur

Massentemperatur

Temperatur

Oltemperatur

Bild 2-15: Verlauf der Blitztemperatur (iber der Ein-
griffsstrecke der Ersatz-Schraubrad-
verzahnungen nach Richter [Rich]

1 en C-JE'2x
Tint = Vg +C-— .[ﬂfla(x)den = Uy +—.',Um '\/FN v Xg - X,

©n —en2 V67 By (35)

mit den Materialkonstanten von Stahl:

Tint :ﬂ0/+275':um'\/FN'V1 Xg - X,

Tint [°C] Integraltemperatur Hm [-] mittlere Reibungszahl

Do [°C] Oltemperatur Fn [N] Zahnnormalkraft

C [ = Gewichtungsfaktor (C = 2,5) vy [m/sl Ritzel-Umfangsgeschwindigkeit
E’ [N/mm?] Ersatz-E-Modul Xs [1/mm'"] Geometriefaktor

By [-] thermischer Kontaktkoeffizient X, [-] Integrationsfaktor

Dieser Ansatz fir die Integraltemperatur wird von Richter [Rich] auch auf Kegelrad-,
Schraubrad- und Stirnradgetriebe angewendet, indem der Geometrie- und der Integrati-
onsfaktor an die spezifischen Gegebenheiten dieser Verzahnungen angepasst werden.
Insgesamt ergibt sich damit fur alle Verzahnungsarten eine gute Ubereinstimmung der
Berechnungs- mit den Versuchsergebnissen, d.h. eine Ubertragbarkeit der Versuchser-
gebnisse von einer auf eine andere Verzahnungsart ist gegeben.
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Das Rechenverfahren nach Richter [Rich] wurde auch von Niemann/Winter [NW3] Uber-
nommen und fur Kegelrader in der DIN 3991 [D391], fur Kegelrad- und Hypoidverzahnun-
gen in der ISO/TR 13989 [ITR13] genormt. Fir Kegelrdder wird dabei eine Ersatz-
Stirnradverzahnung, fir Hypoidverzahnungen eine Ersatz-Schraubradverzahnung gebil-

det:

Bild 2-16: Ersatz-Stirnradverzahnung (links) und Ersatz-Schraubradverzahnungen
(rechts) nach DIN 3991 [D391] bzw. ISO/TR 13989 [ITR13]

Die auftretende Integraltemperatur wird an diesen Ersatzverzahnungen berechnet, wobei
die jeweiligen spezifischen Kontaktbedingungen Uber den Geometrie- und den Integrati-
onsfaktor berucksichtigt werden. Dementsprechend unterscheiden sich die Ansatze fur
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen hauptsachlich in diesen beiden Faktoren sowie im

Gewichtungsfaktor C, flr a = 0 bzw. Cyy fur a # 0 mm:

Tint = +C2  Fpaint = +CorH) - Fa int
mit
?9/\/7 = 1901 + 0,70 . ﬁﬂa,int

3/ 1
K-F /b)Y v/ 2
fara =0 mm: ﬂﬂa,int:lum'XM'XBE'Xaﬂ( mt /Do) mt1

2l

v

fiira#0 mm: g =110t - X -[Fy - K Vpy - —E-—2

(36)
(37)
Xe-Xe
Xq - Xca (38)
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Uit [°C] Integraltemperatur a, [mm] Achsabstand der Ersatzverzahnung
By [°C] Massentemperatur Der [mm] effektive Zahnbreite

Cory [ Gewichtungsfaktor (C, = 1,5; Copy = 1,8) Xy Blitzfaktor in [K N3 s m™? mm]
O4a,int [K]  mittl. Flankentemperatur Xge [-] Geometriefaktor (Kegelrader)

e [°C] Oltemperatur Xg [[1  Geometriefaktor (Hypoids)

Umc [[]  mittl. Reibungszahl Xop [1  Winkelfaktor

Foot [N]  mittlere Umfangskraft Xe [-] Integrationsfaktor

Fy [N]  mittlere Normalkraft Xe [-] Einlauffaktor

K [[1 Lastfaktoren K=K, - K, Kgs - Kgo* Kg, Xa [[1  Treibrichtungsfaktor

v [m/s] Umfangsgeschwindigkeit am Teilkreis Xca []  Kopfricknahmefaktor

Die so berechnete Integraltemperatur wird wiederum mit einer aus einem Fresstest abge-
leiteten zulassigen Integraltemperatur verglichen und so eine Fresssicherheit ausgegeben.
Die Unterschiede bei der Formel fir die zulassige Integraltemperatur nach DIN 3991
[D391] und DIN 3990 [D390] (siehe 2.3.2) liegen in den unterschiedlichen Reibungszahl-
ansatzen begrundet.

Sips = Oint s
intS =
Oint (39)
mit:
100\
Gints =t +C2 - Xwrerr - Fna,int T =80+0,23 - Tyr + Xy - 0,20 Tor '(—V J (40)
40
; . 0 [°C] Massentemperatur im Test
Sints [[1 Fresssicherheit MT .
Bnts [°C] zulassige Integraltemperatur a7 [KI Integraltemperatur im Test
) [K] Integraltemperatur Xwerr ] - Geflgefaktor
int H H
C, []  Gewichtungsfaktor (C, = 1,5) Tir [Nm] Ritzeldrehmoment im Test

Vao [cSt] kin. Viskositét bei 40°C Oltemperatur

2.5 Vergleich der Reibungszahlgleichungen aus DIN
und ISO sowie neuere Ansatze

Neben dem grundsatzlichen Unterschied der Kontakt- und Integraltemperaturmethode, der
in den unterschiedlichen Annahmen zur fir einen Fressschaden mafigeblichen Flanken-
temperatur besteht, unterscheiden sich die in den vorangegangenen Kapiteln beschriebe-
nen Rechenverfahren auch in der Bestimmung der Reibungszahl und damit in der jeweils
angenommenen zulassigen Grenztemperatur. Die Rechenverfahren auf Basis einer Integ-
raltemperatur nehmen eine mittlere Reibungszahl im Zahnkontakt an, Ublicherweise be-
stimmt fur die Geometrie- und Geschwindigkeitsbedingungen im Walzpunkt C. Die Verfah-
ren auf Grundlage einer Kontakttemperatur gehen von einer veranderlichen Reibungszahl
aus, wobei normalerweise ein globaler Reibungszahlansatz lokal in den betrachteten cha-
rakteristischen Punkten der Eingriffsstrecke mit den dortigen Geometrie- und Geschwin-
digkeitsdaten angewendet wird. Michaelis [Mich] vergleicht Reibungszahlansatze ver-
schiedener Autoren und stellt fest, dass die Unterschiede untereinander sowie im Ver-
gleich zu Versuchsergebnissen teilweise erheblich sind (Bild 2-17):
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Ansatze auf Basis von Un-

:'_él 0,10 Betriebs- | 1 Beispiel: Turbinengetriebe | i
= umfangs- Fo/b = 350 N/mm tersuchungen an Scheiben-
< hwindigkeit - e on .
S 0,08 9ESCWINTIGHEN | Vieyr.= 120 m/s | Priifstanden (z.B. StoRel
A Vo VeTOTve v 008Y, [Stoe], Eiselt [Eise]) weisen
c vs=0,7v, R =10 pm )
3 006 Pe =75 mm | tendenziell zu niedrige Rei-
i 0.04 .\{ Moy = 36 mPas bungszahlen auf, da sie die
- NN | Naruse schlechten  Schmierbedin-
= NS e 1 Michaelis Eingriffsbegi
e —ma

S 0,02\ ==Z"" b 3000 gungen am Eingriffsbeginn
o Sy, obe | Eiselt der Zahnrader nicht bertick-
et I R~ | _Benedict/Kelley e

0 : ‘ sichtigen. Der Ansatz von

0 40 80 120 160 200 240 280 Benedict und Kelley [BeKe]

Umfangsgeschwindigkeit v, in m/s L
weist fur niedrige Lasten und

Bild 2-17: Vergleich verschiedener Reibungszahlansétze hohe Geschwindigkeiten
am Beispiel eines Turbinengetriebes nach Mi-

sogar negative, also physi-
chaelis [Mich] 9 gativ physi

kalisch unsinnige Werte auf.
Des Weiteren ist der Ansatz
fur Gleitgeschwindigkeiten gegen 0 nicht anwendbar, da die Gleitgeschwindigkeit im Nen-
ner der Gleichung auftritt. Mit dem Ansatz nach Ohlendorf [Ohle] werden tendenziell zu
hohe Reibungszahlen berechnet: Fur reale Einsatzbedingungen liegt die Reibungszahl
immer im Bereich von ca. 0,060 [Mich]. Durch die Aufteilung der Reibungszahl in einen
Festkorperreibungs- und einen EHD-Reibungsanteil bericksichtigt der Ansatz jedoch als
Einziger einen Wiederanstieg der Reibungszahl mit zunehmenden Geschwindigkeiten
aufgrund der steigenden Scherreibung im Schmierspalt. Dieser Ansatz wird im Grundsatz
von verschiedenen Autoren weiter verfolgt, z.B. von Doleschel [Dole]. Michaelis [Mich]
modifiziert auf Basis zahlreicher eigener Versuchsergebnisse den Ansatz der DIN 3990
[D390], indem er die Konstante reduziert und die Exponenten (v.a. der Viskositat) anpasst.
In Tabelle 2-1 sind die in den verschiedenen Normen zur Berechnung der Fresstragfahig-
keit vorgeschlagenen Reibungszahlansatze formelmalig gegenuber gestellt: Die AGMA
925 [A925] verwendet den Ansatz von Benedict und Kelley [BeKe] mit dem Hinweis, dass
dieser bei Gleitgeschwindigkeit 0 am Walzpunkt nicht angewendet werden kann und dort
eine Reibungszahl angenommen werden muss. In der DIN 3990 [D390] wird bei der Integ-
raltemperaturmethode eine mittlere empirische Reibungszahl mit den Parametern im
Walzpunkt C berechnet. Derselbe Ansatz wird bei der Kontakttemperaturmethode auf der
Eingriffsstrecke lokal angewendet. Die DIN 3991 [D391] verwendet die Reibungszahl nach
Michaelis [Mich] in ihrer Originalversion, die in der ISO/TR 13989-2 [ITR13] bezlglich des
Rauheitsfaktors modifiziert und mit einem Schmierstofffaktor erganzt wurde. Schlenk
[Schl] verandert diesen Ansatz wiederum bezlglich des Rauheitsfaktors, indem er die
Rauheit nicht mehr relativ zur BaugréfR3e, sondern absolut einsetzt und die Konstante der
Gleichung entsprechend leicht angepasst. Die ISO/TR 13989-1 [ITR13] verwendet einen
ahnlichen Ansatz, der sich im Vergleich zu Schlenk [Schl] in der Konstante unterscheidet.
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29700X - ; -w,,
fmi =00127 Cg - —
AGMA 925 i 'Vg’i 'VE,I'
(BenedICt mit: Ck [ Rauheitsfaktor (41)
& Ke||ey) Xr [ Lastaufteilungsfaktor
v [mPas] kin. Viskositat bei Massentemperatur
Vgi  [m/s] Gleitgeschwindigkeit
vy [m/s] Summengeschwindigkeit
W 0,25 Ra 0,25
Kontakttemperatur: £, = 012- (iJ ( J (42)
'
v Vs Pred
W 0,25 Ra 0,25
DIN 3990 Integraltemperatur: fy,c = 0,12-(¢j [ ] (43)
Toir *V xc PredC
mit: wg:  [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren
n [mPas] kin. Viskositat bei Massen- bzw. Oltemperatur
vy [m/s] Summengeschwindigkeit
Ra  [um] arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad)
Pred [Mm] Ersatzkrimmungsradius
W 0,20 Ra 0,25
Hmc = 0,045 ( Bt ] 75 -3,8(—]
Vsc - Pcn dy1
DIN 3991 mit: wg  [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren (44)
vy [m/s] Summengeschwindigkeit im Walzpunkt C
Pcn  [mm] Ersatzkrimmungsradius im Normalschnitt
ne  [mPas] kin. Viskositat bei Oltemperatur
Ra  [um] arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad)
dys  [mm] Ritzel-Teilkreisdurchmesser der Ersatz-Stirnradverzahnung
Kontakttemperatur:
0,20
w _ 45
o = 0,060-[ Bt ] 2005 . x, . Ra025 (45)
V . OI
3C " PredC
Integraltemperatur:
W 0,20
— Bt -0,05 0,25
Hme = 0!045‘{ j N X1 -22(Ra) preac )
VsC * PredC (46)
ISO/TR 13989 Modifikation nach Schlenk [Schil]:
W 0,20
IumC — 0’048 [ Bt j ‘7770,05 . X[_ . RaO,ZS
V . O/
3C " PredC
mit: wg  [N/mm] Linienlast incl. Lastfaktoren
Vse  [m/s] Summengeschwindigkeit im Walzpunkt C
pcn [mm] Ersatzkrimmungsradius im Walzpunkt C
ey [mPas] kin. Viskositat bei Oltemperatur
X, [] Schmierstofffaktor
Ra  [um] arith. Mittenrauhwert (Mittelwert von Ritzel und Rad)

Tabelle 2-1: Gegenliberstellung der wichtigsten bei der Fresstragfahigkeitsberechnung
verwendeten Reibungszahlansétze
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Von Wech [Wech] wurden an einem Verspannungsprufstand umfangreiche Versuche zum
Einfluss der Geometrie sowie der Betriebsbedingungen auf die Verlustleistung von Kegel-
rad- und Hypoidverzahnungen durchgefuhrt. Ausgehend von diesen Messungen wurde ein
Reibungszahlansatz entwickelt, der im Gegensatz zu den existierenden Ansatzen fir
Stirnréder die Schlupfverhaltnisse (Gleitfaktor Kym,) bertcksichtigt. Fur Stirnréder wurde
dieser Ansatz durch die Modifikation der Konstanten sowie des Lastexponenten ebenfalls
anwendbar gemacht (siehe Tabelle 2-2).

Kegelrad- und Hypoidverzahnungen:

(Fpta /by ) (47)

06 .02 035
gm " Pn Vim

,Umz =0,054'VR VS 'VZ 'VL .

Stirnrader:

(48)

F../b 0,08
Uy =0,033-Vg Vs Vy -V, - 0(,6bt/ ?) .

0,2
Wech gm.pn 'VZm

mit; Vg [1 Rauheitsfaktor = 3,8 (Ra/ dg) *%
Vs [-]  Schmierungsfaktor
[-]

Vs Viskositatsfaktor = (7/ 10) ™' fur 4mPas < 7 < 10 mPas
= (n/10) °% fiir > 10 mPas
V. [] Schmierstofffaktor
Fot  [N] Normalkraft im Stirnschnitt (fir Hypoidverzahnungen am Tellerrad)
Kgm [-]1  Gleitfaktor = vy, / vy

pPn [mm] Ersatzkrimmungsradius der Ersatz-Schraubrader im Schraubpunkt
Vsm  [m/s] mittlere Summengeschwindigkeit

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

All den beschriebenen Verfahren ist gemein, dass sie aufgrund ihres einfachen Aufbaus
die realen Schmierstoffeigenschaften und Schmierungszustande im Zahnkontakt nicht
oder nur unzureichend berucksichtigen. Deshalb wurden von verschiedenen Autoren Rei-
bungszahlansatze auf Basis der EHD-Theorie aufgestellt. Diese bestimmen das Rei-
bungsverhalten eines Schmierstoffs in beliebigen tribologischen Kontakten auf Basis eines
physikalischen Schmierstoffmodells, das entweder von einem rein viskosen oder einem
visko-elastischen Scherverhalten des Schmierstoffs ausgeht. Nachteile dieser Methoden
sind zum einen die Beschrankung auf vollstandig getrennte Walzkdrper und zum anderen
die zahlreichen notwendigen Schmierstoffparameter, die Ublicherweise nicht zur Verfu-
gung stehen (kritische Bewertung siehe z.B. Michaelis [Mich]). Graswald [Gras] veroffent-
licht einen allgemeinen Reibungszahlansatz auf Basis eines rheologischen Schmierstoff-
modells, das anhand von Reibungszahlmessungen in einem Zwei-Scheiben-Prifstand
kalibriert wird. Durch diese Messungen werden indirekt alle notwendigen Schmierstoffpa-
rameter flir den verwendeten Schmierstoff ermittelt. Das Modell ist jedoch weiterhin auf
Kontakte mit EHD-Bedingungen, also auf vollstandig getrennte Oberflachen beschrankt.
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Im Rahmen aktueller Forschungsvorhaben wird versucht, Reibungszahlansatze auf Basis
eines physikalischen Schmierstoffmodells auch fur Grenz- und Mischreibungsbedingungen
und damit technische Oberflachen anwendbar zu machen (z. B. [Redl, Solo] und [Wald]).
Bislang kénnen damit jedoch noch nicht alle Oberflachen sicher abgebildet werden. Des
Weiteren sind auch fir diese Modellansatze zahlreiche Schmierstoffparameter notwendig,
die nur durch umfangreiche Zusatzuntersuchungen ermittelt werden kénnen, was eine
praktische Anwendung schwierig macht.

Von Doleschel [Dole] wurde ein Berechnungsverfahren auf Grundlage eines praxisnahen
Oltests (FZG-Wirkungsgradtest) entwickelt, mit dem fiir Stirnrader eine mittlere Verzah-
nungsreibungszahl in Abhangigkeit von den Schmierungsbedingungen berechnet werden
kann. Die Reibungszahl setzt

sich aus einem Anteil Festkor- 0.08 e
per- und einem Anteil EHD- 0,06 H Festkorper- \\ '\ |
Reibungszahl zusammen (Bild %0,05 re'bunfsﬁh"‘ NG ///0%91'&\ il
2-18). Die Gewichtung der N 0,04 Mischreibungszahl /Q?po

. . . . (o)) aus Festkorper PIreR S
beiden Anteile erfolgt Uber die c 0,03 und EHD Reibung | 1¥" &
relative  Schmierfilmdicke A, %
wodurch die Schmierungsbe- ¥ 0,02
dingungen im  Zahnkontakt .
berlicksichtigt werden. Die ?efﬁﬂﬁg Eg'fbi“r;g E’;’E,;ng
beiden Anteile Festkorper- und 0,01 —_—

0,01 0,1 1 10

EHD-Reibungszahl werden

separat mit den fir das ver-
wendete Ol im FzG- Bild 2-18: Schematischer Verlauf der Reibungszahl in
Abhéngigkeit von der relativen Schmierfilmdi-

Wirkungsgradtest  ermittelten cke nach Doleschel [Dole]
Konstanten berechnet.

Der Reibungszahlansatz nach Doleschel [Dole] fur die Anwendung an Stirnradern entwi-
ckelt und berlcksichtigt deshalb den Einfluss des Schlupfs nur indirekt Gber die an der
verwendeten Testverzahnung herrschenden Gleitverhaltnisse. Bei Hypoidverzahnungen
konnen diese jedoch deutlich abweichen.

relative Schmierfiimdicke A

Mo =(1=&)- g + & perp

(49)
mit:
o oF v BF
H.F = :UF,REF[ f ] [ = j (50)
OH REF VREF F
CEHD BEHD YEHD
U.EHD = IUEHD,REF( H J : (—EJ ' (ij (51)
OH REF VREF EHD NREF
E=1-(1-05-1 firi<2 52)
E=1 far A>2
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- mittlere Verzahnungsreibungszahl .. .
z m H Festkbrperreibungsgzahl 9 Herer [ Referenz-Festkorperrelbungszahl
,U;-/D [l EHD-Rebungszahl Ueprer -] Referenz-EHD-Reibungszahl
. . oF
i N /Er-1]m2] 525;;?:2”;%?82?3 B [] Exponenten der Festkdrperreibungszahl
H
2 _ 2 QEHD
o rer [N/mm®] Referenzwert = 1000 N/mm Bero [1  Exponenten der EHD-Reibungszahl

Vy [m/s] Summengeschwindigkeit

veeer [M/s]  Referenzwert = 0,2 m/s

Vreeenp [M/S]  Referenzwert = 8,3 m/s

ne [mPas] dyn. Viskositét bei Oltemperatur
nrer  [mPas] Referenzwert = 20 mPas

YEHD

= alle Konstanten werden aus dem FZG-Wirkungsgrad-
test [Dole] durch multiple Regression abgeleitet

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

2.6 Hoherwertige Rechenverfahren fir Stirn- und
Kegelrader

Die Berechnungsverfahren auf Basis einer Kontakttemperatur (z.B. Collenberg [Coll] und
Schlenk [Schf]) kdnnen prinzipiell auch in hoherwertige, lokale Berechnungsmethoden
integriert werden. Der Vorteil solcher Methoden besteht in der genaueren Abbildung der
realen Beanspruchungen lokal aufgel6st Gber den Zahnflanken unter Berlcksichtigung des
Verzahnungsumfelds. Dies bedeutet, dass fertigungsbedingte Flankenformabweichungen
und Verformungen, die aus dem Welle-Lager-System sowie aus dem Gehause resultieren,
direkt eingerechnet werden konnen.

Ein weit verbreitetes Berechnungsprogramm fiir die Berechnung der Lastverteilung von
Stirnradern ist das an der FZG entwickelte FVA-Programm RIKOR [Riko]. Es bietet die
Moglichkeit, mittels topologischer (3-dimensionalen) Betrachtungsweise (= Berucksichti-
gung der lokalen Steifigkeiten) die Flanken- und FuBbeanspruchungen flr den gesamten
Eingriff zu ermitteln. Mit den so ermittelten Beanspruchungen kénnen in RIKOR [Riko] die
lokale Gribchen-, Grauflecken- und Zahnfuldtragfahigkeit ermittelt werden. Dabei werden
u.a. die folgenden Einflisse erfasst:

= Verformungen der Zahne durch Biegung, Schub und Hertzsche Abplattung
= Elastische Verformungen der Wellen einschliel3lich der Radkorper

= Fertigungsabweichungen

= Wellenverlagerungen

* Form und Lage der Gehausebohrungen



Stand des Wissens 31

Fiar die Berechnung der lokalen Flanken- und Ful3beanspruchungen von Kegelrad- und
Hypoidverzahnungen steht beispielsweise das am IMM, TU Dresden, entwickelte FVA-
Programm BECAL [Beca] zur Verfugung. Es simuliert mithilfe eines Flankengenerators
den Herstellprozess und generiert so die Verzahnungsgeometrie. Des Weiteren ist es
moglich, eine gemessene Flankentopografie als Basis der Flankengenerierung zu verwen-
den. Die Flankenpunkte werden durch mathematische Ausgleichsflachen (Polynomfunkti-
onen) angenahert. Durch die Ableitung dieser Funktionen kénnen sehr einfach und schnell
die fur die Pressungsberechnung notwendigen lokalen Krimmungsradien bestimmt wer-
den. Uber eine lastfreie Kontaktanalyse werden dann die Ease-Off-Funktion und damit das
lastfreie Tragbild der Verzahnung bestimmt. Die Kontaktanalyse unter Last erfolgt mithilfe
der Einflusszahlenmethode unter Berticksichtigung folgender Einflisse:

»  Verformungen der Zahnkorper durch Biegung, Schub und Hertzsche Abplattung
= Verformungen des Welle-Lager-Systems

» Fertigungsabweichungen

» Einbaumalabweichungen

Mit der ermittelten Lastverteilung Uber der Flanke bzw. der ZahnfulRgeometrie konnen
anschlieend die lokalen Flankenpressungen und Zahnful3spannungen berechnet werden.
Dies geschieht abschnittsweise Uber die Zahnbreite mit den jeweiligen lokalen geometri-
schen Verhaltnissen.

Im Rahmen des FVA-Vorhabens Nr. 411 (Dissertation Wirth [Wirt]) wurde fir die mit
BECAL bestimmten lokalen Beanspruchungen Festigkeitsfunktionen auf Basis der
DIN/ISO-Festigkeitswerte definiert, die mithilfe neuer bzw. modifizierter Einflussfaktoren an
die lokalen Bedingungen hinsichtlich der Festigkeit angepasst werden. Dadurch wurde
eine lokale Tragfahigkeitsrechnung hinsichtlich Gribchen und Zahnful3bruch ermaoglicht.

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

Die von Wirth [Wirf] im Rahmen des FVA-Forschungsvorhabens Nr. 411 durchgefihrten
Untersuchungen zur Tragfahigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen lieferten neue
Erkenntnisse zum Einfluss der Achsversetzung und der damit verbundenen geometri-
schen und kinematischen Besonderheiten dieser Verzahnungsarten. Diese Erkenntnisse
flossen in die Entwicklung neuer, lokaler Rechenverfahren sowie in die Weiterentwicklung
der genormten Verfahren nach ISO 10300 [/703] zur Grubchen- und Zahnfutragfahigkeit
ein. Die Rechenverfahren zur Flankentragfahigkeit stellen die Grundlage fur das im Rah-
men dieser Arbeit zu entwickelnde lokale sowie das normfahige Rechenverfahren zur
Fresstragfahigkeit dar. Aus diesem Grund wird der prinzipielle Aufbau des Rechenverfah-
rens nach Wirth [Wirt] im Folgenden kurz skizziert:
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Die Versuche zur Grubchentragfahigkeit haben einen malfigeblichen Einfluss der lokalen
Geschwindigkeitsverhaltnisse auf die ertragbare Flankenpressung gezeigt. Diese sinkt mit
steigender Achsversetzung und damit wachsendem Gleitgeschwindigkeitsanteil parallel
zur Berihrlinie nach Erreichen eines Optimums deutlich ab. Die steigende Gleitgeschwin-
digkeit erhoht die Kontakttemperatur und hat damit u.a. negative Auswirkungen auf die
lokalen Schmierungsbedingungen. Um diesen Einfluss zu berticksichtigen, fihrt Wirth
[Wirt] einen Hypoidfaktor ein. Auflerdem wird ein Schlupffaktor zur Bericksichtigung des
Einflusses von negativem bzw. positivem spezifischen Gleiten (= Schlupf) aufgestellt.
Dieser berechnet sich in Abhangigkeit des Schlupfes senkrecht zur Berlhrlinie und weist
den Flankenbereichen mit positivem Schlupf eine héhere ertragbare Flankenpressung zu
als denen mit negativem Schlupf.

Das auf Basis dieser Erkenntnisse entwickelte lokale Rechenverfahren verwendet die
mithilfe einer Zahnkontaktanalyse mit BECAL [Beca] ermittelten lokalen Beanspruchungen
und stellt ihnen lokale Festigkeiten gegeniber. Diese berechnen sich auf Grundlage der
DIN/ISO-Festigkeitskennwerte, die Uber Einflussfaktoren auf die lokalen Gegebenheiten
auf den Kegelrad- bzw. Hypoidflanken umgerechnet werden. Fir die lokalen Einflussfakto-
ren werden die Geschwindigkeitsverhaltnisse auf den Flanken bendtigt, die ebenfalls mit-
hilfe der Zahnkontaktanalyse mit BECAL [Beca] ermittelt werden. Zur Berechnung der
lokalen Geschwindigkeiten werden die von BECAL ausgegebenen Koordinaten der Kon-
taktpunkte mit den entsprechenden Drehzahlen verrechnet und so die lokalen Umfangs-
geschwindigkeiten ermittelt. Diese konnen dann wiederum in die gemeinsame BerUhrebe-
ne von Ritzel und Rad (Flankentangentialebene) projiziert (= Oberflachengeschwindigkei-
ten wy) und dort vektoriell addiert (= Summengeschwindigkeit vs) bzw. subtrahiert (= Gleit-
geschwindigkeit vq) werden. Uber die Neigung der Bertihrlinie zur Flankenrichtung kénnen
diese Geschwindigkeiten in Komponenten senkrecht und parallel zur BerUhrlinie aufgeteilt
werden. Zusammen mit der von BECAL [Beca] berechneten lokalen Pressung stehen
damit alle fur eine lokale Tragfahigkeitsberechnung notwendigen GroRen zur Verfligung.
Die Nachrechnungen der Versuchsergebnisse zur Grubchentragfahigkeit zeigen eine sehr
gute Ubereinstimmung. Dies gilt nicht nur fiir die Vorhersage der Tragfahigkeit bzw. Le-
bensdauer, sondern auch fur die Vorhersage des Schadensorts. Die Verhaltnisse bezug-
lich lokaler Beanspruchung und lokaler Festigkeit sind demnach sehr gut abgebildet.

Im zweiten Schritt wurde von Wirth [Wirf] auch ein normfahiges Rechenverfahren zur
Grubchentragfahigkeit entwickelt. Es basiert auf der in der ISO 10300 [/703] vorgeschla-
genen Methode, allerdings erweitert auf achsversetzte Kegelrader mittels modifizierter
Ersatzverzahnung, neuen Definition des Eingriffsfelds sowie der neu entwickelten Einfluss-
faktoren zum Schlupf- und Hypoideinfluss. Die Ersatzverzahnung, an der die malf3gebli-
chen Krafte samt deren Verteilung auf mehrere im Eingriff befindliche Zahne bestimmt
werden, wird direkt aus der Hypoidgeometrie abgeleitet. Alle anderen Grolen, z.B. Krim-
mungsradien und Geschwindigkeiten, werden direkt an der Hypoidverzahnung berechnet.
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Der Vergleich der anhand der Ersatzverzahnung ermittelten Beanspruchungen mit den in
einer Zahnkontaktanalyse ermittelten Beanspruchungen zeigt sehr gute Ubereinstimmun-
gen. Die Ersatzverzahnung bildet die geometrischen und kinematischen Verhaltnisse von
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen demnach sehr gut ab.

2.8 Berechnung der Massentemperatur nach Oster/Otto

Eine mal3gebliche GrolRe bei der Berechnung der Flankentemperatur im Zahnkontakt ist
die Temperatur der Zahnflanken kurz vor dem Kontakt (= Massentemperatur). Sie stellt
sich in Abhangigkeit der im Kontakt zugefuhrten und der anschlieBend an den Schmier-
stoff wieder abgefuhrten Warmemenge ein und ist demnach bei stationaren Betriebsbe-
dingungen konstant.
Im Rahmen seiner Untersuchungen zur Flankentragfahigkeit von Stirnradverzahnungen
bei reduzierter Olmenge stellte Otto [Otto] einen neuen Ansatz zur Bestimmung der Mas-
sentemperatur in Abhangigkeit von der

g:g *"1*”*' ""l‘ 7'* 50, Eintauchtiefe der Verzahnungen auf.
. ,_//Rad Y N\ Rizel] T  Dieser basiert auf dem Ansatz von Os-
% 40 ,// Q::\ gg ter, beschrieben bei Niemann/Winter
% 30 . ," NG - %% [NW2], der die Massentemperatur in
= 20 ,:,;/ I S Abhangigkeit der Verzahnungsverlust-
= 100 e . % leistung (= MaR fiir die zugefiihrte War-

memenge) und der BaugrofRe (= Mal3 fur

Bild 2-19: Relative Eintauchtiefe und Treibrich- die abgefuhrte Warmemenge) berech-
tung nach Otto [Otto] net.

Otto [Otto] modifiziert den in diesem Ansatz enthaltenen Schmierungsfaktor Xs in Abhan-
gigkeit der relativen Eintauchtiefe und der Treibrichtung. Mit steigender Eintauchtiefe steigt
die abgefuhrte Warmemenge, wodurch sich die Massentemperatur reduziert. Gleiches gilt
fur eine Treibrichtung, bei der das Ol aus dem Sumpf direkt in den Kontakt geférdert wird
(Bild 2-19).

0,72
19,\,,:190+7400-{PVZP} Xs

a-b 12X, (53)
mit:
-D
e .
0,3< Xg = 0,35-{ } < 3,7 = Schmierungsfaktor (54)
e2
Xeca [-] Kopfriicknahmefaktor
By [°C] Massentemperatur nach DIN 3990 [D390]
¥ [°C] Leerlauf-Massentemperatur Xs [(1  Schmierungsfaktor
Pyzp [kW] lastabhangige Verzahnungsverlustleistung e/d, [-] Eintauchtiefe / Kopfkreisdurchmesser
a [mm] Achsabstand D [-] Drehrichtungsfaktor
b [mm] Zahnbreite D = 0,50 bei direktem Oltransport wie in Bild 2-19
D = 0,75 bei indirektem Oltransport
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2.9 Testverfahren zur Bestimmung der Fress-
Grenztemperatur

Hoéhn, Michaelis und Doleschel [HMDo] konnten zeigen, dass sich einfache Verfahren zur
Bestimmung der Fresstragfahigkeit von Getriebedlen, die an Kugeln, Scheiben, Rollen,
Walzlagerringen und Stiften durchgefihrt werden, fiir die Ubertragung auf Zahnrader nicht
eignen. Verfahren zur Bestimmung der Fresstragfahigkeit von Industriegetriebedlen, wie
der IAE Test [IAET], der Ryder Gear Test [Ryde] oder der weltweit sehr haufig eingesetzte
FZG-Test [D513] reichen nicht aus, um hochlegierte Hypoidgetriebedle differenzierend zu
prufen.

Fir die Bestimmung der Fresstragfahigkeit von hochtragfahigen Hypoidgetriebedlen nach
API GL 5 [API] wurden zunachst Tests in Hypoidgetrieben entwickelt. Hier ist der CRC L42
Test [API] zu nennen, bei dem die Hinterachse eines Transporters (Spicer Model 44-1 der
Firma Dana) mehrere Male auf Vor- und Ruckflanke einer Schockbelastung bei hoher
Geschwindigkeit ausgesetzt wird und danach die Flanken auf das Auftreten von Fressern
hin beurteilt werden. Hauptproblem fur die Durchfihrung des Tests ist die Verfugbarkeit
der Versuchsverzahnungen in gleich bleibender Qualitat, da die Achse kommerziell nicht
mehr gebaut wird. Darlber hinaus ist es bei dem Test schwierig, ein konstantes und re-
produzierbares Drehmoment als Schocklast aufzubringen. Die Testmaschine ist grof3,
aufwandig und teuer und steht damit nur an wenigen Stellen weltweit zur Verfugung.
Langenbeck [Lang] entwickelt an einem Hypoid-Verspannungsprufstand ein Testverfahren
fur Ole, das &ahnlich dem Standard-Stirnradtest [D573] eine stufenweise Steigerung der
Last bis zum Eintritt eines Fressschadens vorsieht.

Eine verscharfte Form dieses Tests mit erweitertem Lastbereich unter Verwendung einer
Verzahnung erhohter Achsversetzung und bei Betrieb auf der Schubflanke wird heute
noch eingesetzt. Langenbeck [Lang] zeigt in vergleichenden Versuchen mit Stirnrad- und
Hypoidgetrieben auch, dass die Ergebnisse von Stirnradern gut auf die Verhaltnisse von
Hypoidgetrieben Ubertragen werden kdnnen.

Seitzinger [Seit] stellt 1972 den FZG L42 Test vor, der an einem Stirnradverspannungs-
prufstand mit Achsabstand a = 140 mm die amerikanischen Referenzdle RGO 108 und
110 fur GL5 Ole differenzieren kann. Das Verfahren wurde von Michaelis [Mich] weiter-
entwickelt und Uber 20 Jahre erfolgreich angewendet. In mehreren Forschungsvorhaben
der FVA wird in der Folge versucht, eine Methode zur Bestimmung der Fresstragfahigkeit
von hochlegierten EP-Olen zu erarbeiten, die auf dem FZG-Standard-
Verspannungsprufstand mit Achsabstand a = 91,5 mm durchgefihrt werden kann. Von
diesem Prifstand stehen weltweit bei Forschungsinstituten und in der Industrie etwa 800
Exemplare zur Verfigung. Von Eberspacher und Schlenk [F243-1] und von Graswald
[F243-2] wurden die Stufentests A10/16,6R/90 und A10/16,6R/120 bei 90°C und 120°C
Olanfangstemperatur fiir Schaltgetriebedle nach APl GL4 und die Schocktests S-
A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/120 fur Hypoidgetriebedle nach APl GL4 und GL5 entwi-
ckelt und erprobt.



Experimentelle Untersuchungen 35

3
EXPERIMENTELLE UNTERSUCHUNGEN

3.1 Prifstande

3.11 Scheiben-Prufstande (ZSP / 3SP)

Der Zwei- bzw. Drei-Scheiben-Prufstand (ZSP bzw. 3SP) bietet bei vergleichsweise einfa-
chem Aufbau die Mdglichkeit, einzelne Kontaktpunkte des Eingriffs einer Verzahnung bei
realistischen Belastungsbedingungen (Pressung, Geschwindigkeit, Temperatur) abzubil-
den. Damit kdnnen zum einen die makroskopischen Grofien Reibungszahl und mittlere
Schmierfilmdicke, zum anderen aber auch durch entsprechende Applikation von Dunn-
schichtsensoren die mikroskopischen Grolen lokale Schmierfilmdicke, Pressung und
Blitztemperatur schmierspaltauflosend gemessen werden. Im Rahmen dieser Arbeit wur-
den an den Scheibenprufstanden Grundlagenuntersuchungen zum Reibungsverhalten
verschiedener Oberflachenstrukturen und -beschichtungen (ZSP1) sowie zum Einfluss
unterschiedlich orientierter Oberflachengeschwindigkeiten auf Reibungszahl (3SP) und
Schmierfilmdicke (ZSP2+ZSP3) durchgefihrt.

Der Zwei-Scheiben-Prufstand ZSP1 (Tabelle 3-1) besteht aus zwei Ubereinander ange-
ordneten Scheiben, die auf parallelen, unabhangig voneinander angetriebenen Wellen
sitzen. Die Scheiben kdonnen entweder zylindrisch oder ballig ausgefuhrt sein, wodurch
sich Linien- oder Punktkontakt ergibt. Der Antrieb der Wellen erfolgt Uber jeweils einen
Drehstrommotor mit stufenlos verstellbarem Reibradgetriebe zur Drehzahleinstellung. Die
obere Welle sitzt in einem Schlitten, der in vertikaler Richtung durch Federbander, in hori-
zontaler Richtung nur durch eine Reibkraftmessdose gehalten wird. Die untere Welle ist in
einer Schwinge gelagert, die Uber einen Stellmotor und eine Spindel gegen die obere
verspannt werden kann. Die so erzeugte Normalkraft wird von einer Kraftmessdose zwi-
schen Stellmotor und Spindel erfasst. Die Schmierung erfolgt per Einspritzschmierung
direkt in den Scheibenkontakt. Die an der Einspritzdiise gemessene Oltemperatur dient
der Temperaturregelung in einem externen Durchlauferhitzer.
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Durch die Einstellung unterschiedlicher Drehzahlen an unterer und oberer Scheibe wird
ein definierter Schlupf erzeugt, der in einer Reibkraft resultiert. Diese wird am Schlitten in
horizontaler Richtung gemessen und zusammen mit der Normalkraft und den Drehzahlen
von einem Messrechner aufgezeichnet. Die Messung der Reibkraft erfolgte bei quasistati-
onaren Bedingungen. Diese waren definitionsgeman erreicht, wenn sich die gemessene
Massentemperatur nicht mehr als A%, = 0,1K/min anderte.

Einheit Daten Aufbau
Acheanene - - Oleinspritzung Schilitten Messdose
Scheibendurchmesser mm 80 Messdose w Reibkraft
Scheibengeometrie - zylindrisch  |Normalkraft Wkﬂ/
Scheibenbreite mm 5 \@1 \__'FN =
Material - 16MnCr5 eh N +
max. Normalkraft N 5000 @%FV Z
max. Hertzsche Pressung N/mm? 1300 | % ; | | |
max. Reibkraft N 500 é Gostol %
Summengeschwindigkeit m/s 0...16 e
Ol-Einspritztemperatur °C 40...120 Schwinge

Tabelle 3-1:  Aufbau und technische Daten des Zwei-Scheiben-Priifstands (ZSP1)

Im Gegensatz zum ZSP1 kdnnen am ZSP3 die Achsen gegeneinander verdreht und damit
unterschiedlich orientierte Umfangsgeschwindigkeiten realisiert werden, wodurch der Li-
nienkontakt zweier zylindrischer Scheiben jedoch zum Punktkontakt wird. Am ZSP3 kon-
nen aullerdem hohere Belastungen und Geschwindigkeiten eingestellt werden. Die am
ZSP3 durchgefuhrten Schmierfilmdickenmessungen wurden nach dem z.B. bei Kreil [Krei]
beschriebenen Messprinzip durchgefuhrt.

Die Schmierfilmdicke entspricht dem Abstand der beiden

Scheiben, deren Kontakt als Parallelspalt und damit als Kon-

densator aufgefasst werden kann (Bild 3-1). Die Serienschal- + 7‘

tung dieser Kapazitdt C mit einer Induktivitat L ergibt einen

Schwingkreis, dessen Eigenfrequenz sich bei Anderung des
Plattenabstands, also der Kapazitat, andert. Somit kann durch
die Messung der Eigenfrequenz des Schwingkreises und ein + ;
geeignetes Modell der Kondensatorgeometrie die Schmier-

filmdicke berechnet werden. Zur Isolierung des Schwingkrei-

ses vom r.estlichen Pr[]fstaer muss.mind.estfans eine der bei- Bild 3-1: Prinzip der
den Scheiben zur Welle hin elektrisch isoliert werden, was Schmierfilmdi-
ublicherweise Uber eine Keramiknabe realisiert wird. ckenmessung

C
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Der Drei-Scheiben-Priufstand 3SP (Tabelle 3-2) ist urspringlich als Modellprufstand fur
einen Schneckenkontakt konzipiert (siehe auch [Stei]) und bietet ebenfalls die Mdglichkeit,
Reibungszahlen bei nicht parallelen Drehachsen und damit unterschiedlich orientierten
Umfangsgeschwindigkeiten zu messen. Im Gegensatz zum ZSP werden am 3SP zwei
zylindrische Walzen mithilfe eines Hydraulikzylinders an die Stirnseite eines Scheibenrads
gepresst, wodurch sich ein Linienkontakt ergibt. Die beiden Walzen und die Scheibe wer-
den jeweils von drehzahlregelbaren Motoren angetrieben, deren Drehzahlen unabhangig
voneinander eingestellt werden konnen. Die beiden Motoren konnen um die Walzenachse
geschwenkt und fixiert werden, womit ein definierter Schraglauf eingestellt werden kann.
Die Oleinspritzung erfolgt direkt in die Kontakte der Walzen mit dem Scheibenrad.

Einheit Daten Aufbau
Scheibendurchmesser mm 400
Walzendurchmesser mm 30 ! !
Walzengeometrie - zylindrisch i 3
Walzenbreite mm 4
Material Scheibenrad - 100Cr6 4 ! }TIJ_:E:}
Material Walzen - 16MnCr5 eh i
max. Normalkraft N 10000 4]
max. Hertzsche Pressung | N/mm? 800
Summengeschwindigkeit m/s 0...4
Ol-Einspritztemperatur °C 40 ...100

Tabelle 3-2: Aufbau und technische Daten des Drei-Scheiben-Priifstands (3SP)

Am Scheibenrad wird das aus den Reib-
kontakten resultierende Reibmoment
gemessen. Daraus ergibt sich die Reib-
kraft in Umfangsrichtung des Scheiben-
rads, die in Richtung der Gleitgeschwin-
digkeit umgerechnet werden muss, um
auf die tatsachlich wirksame Reibkraft
und damit auf die Reibungszahl zu kom-
men (Bild 3-2). Die Gleitgeschwindigkeit
ergibt sich wiederum als vektorielle Diffe-
renz der beiden Umfangsgeschwindigkei-
ten. Auch am 3SP erfolgte die Messung  Bild 3-2: Kontaktbedingungen am 3SP
der Reibkraft bei quasistationaren Bedin-

gungen, die i.d.R. nach funf Minuten erreicht waren.

Berihrlinie

Scheibe |

|
|

Walze |
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Fir die Untersuchungen an den Scheiben-Prufstanden wurden gehartete und geschliffene
Scheiben aus 16MnCr5 verwendet (Ausnahme 3SP: Scheibenrad 100Cr6). Bei den Rei-
bungszahlmessungen wurden dabei neben den Betriebsbedingungen die Rauheit, die
Orientierung der Schleifriefen sowie das Finishingverfahren variiert und vergleichend ge-
genubergestellt. Die Schmierfilmdickenmessungen wurden an polierten, zur Ermittlung des
Rauheitseinflusses auch an geschliffenen Scheiben unterschiedlicher Rauheit und Orien-
tierung der Schleifriefen durchgefuhrt. Bei den Reibungszahlmessungen am Drei-
Scheiben-Prifstand wurden quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffene Walzen ver-
wendet, das Speichenrad war in Umfangsrichtung geschliffen. Vor den eigentlichen Versu-
chen wurden alle Scheiben einem definierten Einlauf mit dem Versuchsol zur Glattung der
Oberflachen unterzogen, um eine Veranderung der Rauheitsstruktur im anschlielRenden
Versuch zu vermeiden. Bei den im Rahmen dieser Arbeit durchgeflihrten Versuchen (ZSP:
V1, 3SP: V2) und den ebenfalls ausgewerteten Versuchen (V3) von Mayer [Maye] wurden
dabei unterschiedliche Verfahren angewendet:

Einheit V1 (ZSP) V2 (3SP) V3 (ZSP)
ol - jeweiliges Versuchsol
Hertzsche Pressung N/mm? 1300 800 1200
Summengeschwindigkeit m/s 1 1 1
Schlupf (= vg / vs) - 0,10 0,50 0,10
Ol-Einspritztemperatur °C angepasst (A=0,1) 90 100
Dauer h 2 2 bi?n?g;c;? t?)St

Tabelle 3-3:  Einlaufbedingungen fiir die Versuche an den Scheibenpriifstdnden

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

3.1.2 Stirnrad-Verspannungspriifstande

Die Untersuchungen an Stirnradern wurden am FZG-Zahnrad-Verspannungsprifstand
durchgefuhrt. Der in der DIN/ISO 14635 [/146] genormte Prifstand basiert auf dem Prinzip
des geschlossenen Leistungskreislaufs, der aus zwei Uber parallele Wellen verbundenen
Stirnradgetrieben (Priif- und Ubertragungsgetriebe) besteht (Tabelle 3-4). Auf der zweige-
teilten Ritzelwelle sitzt eine Verspannkupplung, an der durch einen Hebel und definierte
Gewichte ein statisches Drehmoment in den Verspannkreis eingebracht werden kann.
Dieses entspricht der Belastung der Verzahnungen und resultiert je nach Verzahnungsge-
ometrie in einer bestimmten Hertzschen Pressung im Zahnkontakt. Der Verspannkreis
wird von aufl’en durch einen E-Motor angetrieben, der nur die in den beiden Getrieben
entstehende Verlustleistung einspeisen muss.
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FUr Tragfahigkeitsuntersuchungen ist im Prufgetriebe eine fur die jeweilige Schadensart
speziell ausgelegte Priifverzahnung verbaut, das Ubertragungsgetriebe ist entsprechend
gréBer dimensioniert, um einen Ausfall zu vermeiden. Bei den Fresstests erfolgt die
Schmierung des Priifgetriebes per Tauchschmierung mit Olstand Achsmitte. Wahrend
eines Versuchs wird neben der Lastwechselzahl die sich ungeregelt einstellende Oltempe-
ratur im Prifgetriebe gemessen und dokumentiert. Das Verspannmoment bzw. die Ver-
drehung wird Uber einen an der Radwelle angebrachten Nonius oder messtechnisch mit-
tels Dehnmessstreifen und einer Telemetrie kontrolliert.

Einheit Daten Aufbau
Achsabstand mm 91,5 Motor
Verzahnung - A10 bzw. A20 Drehmomentmesskupplung Smwungasse N
max. Verspannmoment Nm 1000
Drehzahl Radwelle min” | 1450 bzw. 2880
Umfangsgeschwindigkeit m/s 8,3 bzw. 16,6
| e
Start-Oltemperatur °C 90 Priifgetriebe
Olstand - Achsmitte Rad " prfgetrieve

Tabelle 3-4: Aufbau und technische Daten des FZG-Verspannungspriifstands
fur Fresstragféahigkeitsuntersuchungen

Der FZG-Wirkungsgrad-Prifstand nach FVA 345 [Dole] basiert auf dem Standard-
Verspannungsprufstand und nutzt das Prinzip des Leistungskreislaufs zur Messung der in
den Getrieben entstehenden Verlustleistung. Diese wird Uber eine Drehmoment- und
Drehzahlmessung zwischen Motor und Ubertragungsgetriebe ermittelt (Tabelle 3-5). Um
von diesen gemessenen Gesamtverlusten auf die Verluste eines Getriebes schliefen zu
konnen, mussen in beiden Getrieben madglichst identische Bedingungen herrschen: Dies
wird realisiert durch identische Verzahnungen und Lagerungen, gleiches Ol bei gleicher
Oltemperatur und gleichem Olstand in beiden Getrieben. Fir die Berechnung einer mittle-
ren Reibungszahl aus den lastabhangigen Verlusten ist zusatzlich eine Messung unter
Last und eine ohne Belastung bei denselben Drehzahlen und Temperaturen notwendig.
Zusétzlich zu Verlustmoment und Drehzahl werden das Verspannmoment sowie die Ol-
temperaturen in beiden Getrieben gemessen. Daruber hinaus bieten die Wirkungsgrad-
prufstande die Mdglichkeit, die Massentemperaturen im Prifgetriebe zu messen. Die Ver-
suchsdurchfihrung erfolgt halbautomatisch Gber einen Rechner, der Drehzahlen und Ol-
temperaturen vorgeben kann und gleichzeitig alle Messsignale aufzeichnet. Lediglich das
Verspannmoment wird von Hand aufgebracht.
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Einheit Daten Aufbau
Achsabstand mm 91,5
Verzahnung - C-PT { i
max. Verspannmoment Nm 1000
%B E% % E% Motor
Drehzahl Radwelle 1/min 0...3500 M
assen- = y
Umfangsgeschwindigkeit m/s 0..20 temp. 7L T = o =
_ NO LD Af NO.O NI |g N
Schmierung - Tauch AOTONIT X010 6 % 13
schmierung | ¢ ||| All2 A
N L © € B— S
Oltemperatur °C 40 ...120 - g >
Alstand ) 20 mm Ooipr o0 Oz Ot T N, Ty, N2

unter Achsemitte

Tabelle 3-5: Aufbau und technische Daten des FZG-Verspannungspriifstands
ftir Wirkungsgraduntersuchungen

3.1.3 Kegelrad-Verspannungspriifstande

Die Kegelrad-Verspannungsprifstande sind ebenfalls nach dem Prinzip des Standard-
Verspannungsprufstands aufgebaut (Tabelle 3-6). Durch den Achswinkel 2=90° im Prufge-
triebe sind jedoch zwei Ubertragungsgetriebe  notwendig: Das  Hypoid-
Ubertragungsgetriebe, ebenfalls mit 3=90°, sowie ein Stirnrad-Ubertragungsgetriebe zur
SchlieBung des Verspannkreises. Die Belastung des Prufgetriebes erfolgt durch Verspan-
nung der Kupplung auf der Ubertragungsritzelwelle oder durch einen hydraulischen Ver-
spannmotor. Das so aufgebrachte Drehmoment wird an der mit DMS beklebten Torsions-
welle (= Prufritzelwelle) gemessen. Die Anzahl der Ritzelumdrehungen und damit die
Drehzahl werden Uber einen Naherungsschalter ermittelt. Die Schmierung des Prufgetrie-
bes kann entweder als Tauch- oder Einspritzschmierung erfolgen. Bei Einspritzschmierung
wird das Ol am Boden des Getriebegehduses abgesaugt und iber einen Warmetauscher
wieder in den Kasten direkt in den Zahneingriff gespritzt.

Einheit Daten Aufbau
Achsversetzung mm 0..44 Hypoid-
E-Motor Verspannkupplung Ubertr.getriebe

Verzahnung - GO ... G44 \
max. Verspannmoment Nm 700

Drehzahl Prifritzelwelle 1/min 0...4500

Schmierung - Tauch- oder U
Einspritzschm. _ . .
- / / Verspannkreis Prifgetriebe
Oltemperatur °C 90 Vorgelege Stirnrad- Drehmoment-
» . Ubertr.getriebe Messwelle
Olstand - Ritzelachse g

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

3.2 Prufverzahnungen

3.21 Stirnrad-Testverzahnungen

In den FZG-Fresstests wird die standardisierte A-Verzahnung [/146], im FZG-
Wirkungsgradtest die C-PT-Verzahnung aus dem Gribchentest [F2] verwendet. Die A-
Verzahnung weist aufgrund einer grofden Profilverschiebung am Ritzel eine sehr hohe
Gleitgeschwindigkeit am Ritzelkopf auf, wodurch sie sehr fressempfindlich ist. Die C-
Verzahnung hat dagegen eine gleichmaRige Profilverschiebungs- und damit Gleitge-
schwindigkeitsverteilung.

Symbol Einheit Typ A10 bzw. A20 Typ C-PT
Ritzel Rad Ritzel Rad
Achsabstand a mm 91,5 91,5
Normalmodul my mm 4.5 4.5
Zahnezahl Z12 - 16 24 16 24
Zahnbreite bs mm 10 bzw. 20 14
Normaleingriffswinkel Oln ° 20 20
Schragungswinkel B ° 0 0
Profilverschiebungsfaktor X12 - 0,86 -0,50 0,18 0,17
Walzkreisdurchmesser dwi 2 mm 73,2 109,8 73,2 109,8
Kopfkreisdurchmesser da12 mm 88,77 118,50 82,46 118,36
Gleitfaktor am Kopf Kg12 - 0,67 0,15 0,44 0,44

Tabelle 3-7: Geometriedaten der FZG-Testverzahnungen

Beide Verzahnungen sind einsatzgehartet (Typ A: 20MnCr5, Typ C: 16MnCr5). Die A-
Verzahnung wird nach dem Harten im Maag-Kreuzschliff-Verfahren, die C-Verzahnung im
0°-Glattschliff-Verfahren geschliffen. Die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Verzah-
nungen weisen die in Tabelle 3-8 gezeigten Rauheiten vor und nach dem Einlauf auf (ge-
messen in Zahnhohenrichtung als Mittelwert Uber drei Zahne mit einer Messlange /; = 4,8
mm und einer Filterwellenldnge A = 0,8 mm):
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Symbol| Einheit Typ A10 bzw. A20 Typ C-PT
Ritzel Rad Ritzel Rad

- - 0,30/2,10 | 0,35/2,30
Arithm. Mittenrauhwert Ra/Rz um 0.55/3.10 0.40 /2,50
Neuzustand 0,12/0,90* | 0,12/0,90*

- : 0,20/1,60 | 0,25/1,80
Arithm. Mittenrauhwert | o o, | um | 046/270 | 0,32/2,00
nach dem Einlauf 0,12/0,90* | 0,12/0,90*

Tabelle 3-8: Flankenrauheiten der FZG-Testverzahnungen (Mittelwerte)
(* trowalisiert)

3.2.2 Kegelrad- und Hypoid-Prifverzahnungen

3.2.21 Geometriehauptdaten

Die Geometrie der Kegelrad- und Hypoid-Prufverzahnungen wurde von den Prufverzah-
nungen GO, G15 und G31,75 zur Untersuchung der Gribchentragfahigkeit aus dem FVA-
Forschungsvorhaben Nr. 411 [Wirf] Gbernommen. Diese Verzahnungen weisen aufgrund
des grof3en Moduls eine grof3e Zahnhéhe und -dicke auf und sind deshalb zum einen fur
die lokale Differenzierung von Flankenschaden gut geeignet, zum anderen unkritisch hin-
sichtlich ZahnfulRbruch. Bei der Auslegung der Prufverzahnungen wurde darauf geachtet,
dass sich bei Veranderung der Achsversetzung moglichst wenige andere Geometriegro-
Ren andern, damit der Einfluss der Achsversetzung isoliert betrachtet werden kann. Aus
diesem Grund sind z.B. die Ubersetzung, die Summe von Ritzel- und Radschragungswin-
kel, der Profilhdhen- und Zahndickenanderungsfaktor, der Nenneingriffswinkel und der
auldere Tellerraddurchmesser fur alle Verzahnungen gleich. Die Geometrie der Verzah-
nung A44 weicht von den anderen Prifverzahnungen ab, da sie als ,Standardverzahnung®
aus dem Hypoid-Fresstest [Hypo] schon zur Verfugung stand.

Die Kegelrad- und Hypoid-Prufverzahnungen wurden aus Rohlingen der Firma BMW ge-
fertigt. Zunachst wurden sie von der Firma Klingelnberg im weichen Zustand nach dem
Semi-Completing-Verfahren tiefgeschliffen, dann bei der Firma Flender gehartet und fertig
geschliffen. Durch das Fertigungsverfahren Schleifen konnte eine grof3tmdgliche Ver-
gleichbarkeit der Verzahnungen bezuglich Topografie und Flankenrauheit gewahrleistet
werden. Die Verzahnungen A44 aus dem Hypoid-Fresstest sind ebenfalls aus Rohlingen
der Firma BMW aus 16MnCr5 gefertigt, jedoch nach dem Gleason-SB-Verfahren gefrast
und nach dem Harten gelappt. Die Tellerrader wurden zusatzlich phosphatiert.
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Symbol F]'er:; Ritzel | Rad | Ritzel | Rad | Ritzel | Rad | Ritzel | Rad
Verzahnung GO G15 G31,75 A44
Achsversatz a mm 15 31,75 44
Achsversetzungswinkel Sm ° 10,74 21,65 27,44
Zahnezahl z - 9 34 9 34 9 34 12 45
Ubersetzung u - 3,78 3,75
Normalmodul Mpn mm 3,57 3,80 4,03 3,40
Zahnbreite am Ritzel b4 mm 26 27,05 31,13 33,44
Zahnbreite am Tellerrad b, mm 26 25,4
effektiver Eingriffswinkel Jep,c ° 20,00 22,1/15,9
Grenzeingriffswinkel Olim ° -1,52 -4,13 -9,22
Eingriffswinkel — Zug Ohnp ° 20 18,5 15,9 12,9
Eingriffswinkel — Schub e ° 20 21,5 24 1 251
aulerer Teilkegeldurchm. de mm | 45,0 |170,0| 52,7 | 170,0| 64,3 | 169,9 | 76,0 | 187,3
mittlerer Teilkegeldurchm. dn mm | 384 (1449 | 43,8 | 1455| 51,3 | 146,7 | 64,4 | 163,9
aulere Teilkegellange R. mm | 87,95 87,95 | 80,43 |90,17 | 76,76 | 95,17 | 109,1 | 101,9
mittlere Teilkegellédnge Rm mm | 74,95 | 74,95 | 66,90 | 77,17 | 61,19 | 82,17 | 92,35 | 89,15
Teilkegelwinkel ) ° 14,83 | 75,17 | 19,13 | 70,52 | 24,76 | 63,21 | 20,32 | 66.93
mittl. Schragungswinkel L ° 33,00 | 33,00 | 38,66 | 27,31 | 44,99 | 21,01 | 50,66 | 21,05
gem. Schragungswinkel (L1t Pn2)/2 ° 33 35,85
Profilverschiebungsfaktor Xhm1,2 - 0,45/-0,45 0,63/-0,63
Zahndickenanderungsf. Xsm1,2 - 0,05/-0,05 0,02/-0,16
Zahnkopfhohe ham mm | 518 | 1,97 | 551 | 2,09 | 5,84 | 2,22 | 554 | 1,26
ZahnfulRhohe him mm | 2,86 | 6,08 | 3,04 | 6,46 | 3,22 | 6,85 | 2,11 | 6,39

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

3.2.2.2 Ease-Off-Auslegung

Bei der Ease-Off-Auslegung wurde eine ahnliche Tragbildauslegung fur alle Prufradvarian-
ten GO, G15 und G31,75 angestrebt, d.h. es wurde versucht, einen ahnlichen Ease-Off
und damit ein ahnliches lastfreies Tragbild fur alle Varianten zu realisieren. Zur Untersu-
chung des Einflusses der Flankentopografie und damit der lokalen Pressungsverteilung
wurden fur die Prufverzahnungen GO und G31,75 jeweils zwei verschiedene Ease-Off-
Auslegungen realisiert: Eine Variante weist praxisibliche Balligkeiten auf, die bei den
geplanten Belastungen ein grof3es Tragbild ergeben (GOgr bzw. G31,75gr), die andere
Variante weist groRere Balligkeiten und damit kleinere Tragbilder auf (GOkl bzw.
G31,75kl). Es wurde jeweils darauf geachtet, dass Zug- und Schubflanke ahnliche Ballig-
keiten aufweisen. Die verschiedenen Ease-Off-Auslegungen mit den jeweiligen Langs-
(LB) und Hohenballigkeiten (HB) (= gemittelte Ease-Off-Balligkeiten aus KIMOS [Kimo]
bezogen auf den mittleren Normalmodul my,) sowie die dazugehdrigen lastfreien Tragbil-
der sind in Bild 3-3 (Zugflanken) und Bild 3-4 (Schubflanken) dargestellt. Ein Vergleich der
rechnerischen Lasttragbilder mit den tatsachlichen findet sich im Anhang A3. Die Variante
G15 wurde nur in der Variante ,grol3es Tragbild“ (Ease-Off-Auslegung ahnlich zu GOgr
und G31,75gr) gefertigt und zu Stichprobenversuchen verwendet.
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kleines Tragbild

grofRes Tragbild

,5 um/mm

12

LB/ mpy, = 16,5 pm/mm

LB/ mpy, =28 ym/mm
HB/ My, = 22 ym/mm

HB / my,,
G31,75ar

GOkl

5 um/mm

1
1

LB/ mpy, =15 um/mm
=11

HB / M,

G31,75k

5 um/mm

30 ym/mm

=27

LB/ Mpyp
HB / M,

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

kleines Tragbild

groRes Tragbild

:

|

,5 yum/mm

LB/ mp, = 16,5 pym/mm

HB/mpy, =13

GOgr

GOkl

LB/ mpy, =22 ym/mm
=22 ym/mm

HB /M,

G31,75gr

LB/ my, =15 um/mm
=18,5 ym/mm

HB / my,,

27,5 pm/mm
=40 ym/mm

G31,75kl
LB/ my,
HB / my,,

Bild 3-4: Ease-Off-Auslegung und Tragbild der Priifverzahnungen (Schubflanke)
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3.23 Werkstoff / Warmebehandlung / Metallografie

Die Prufverzahnungen wurden aus geschmiedeten Rohlingen der Firma BMW aus
16MnCr5 gedreht und weich verzahnt. Alle Ritzel und Tellerrader wurden anschliel3end
jeweils in einer gemeinsamen Ofenreise gehartet, um gleiche  War-
mebehandlungsbedingungen zu gewahrleisten. Es wurde eine Einsatzhartungstiefe von
CHD = 0,9 + 0,15 mm bei einer Oberflachenharte von 59 + 3 HRC angestrebt. Alle Ver-
zahnungen wurden nach dem Harten reinigungsgestrahlt und anschlief3end geschiliffen.
Zur Bestimmung der fUr die Fresstragfahigkeit relevanten metallografischen Kennwerte
wurden an den Prufverzahnungen die Geflige, insbesondere am Rand, sowie die Rand-
harten untersucht. In Bild 3-5 und Bild 3-6 ist jeweils das Geflige einer Ritzelflanke der
Verzahnungsvarianten GOgr und G31,75gr dargestellt. In der Randschicht liegt jeweils ein
feines martensitisches Geflige mit durchschnittlich 35% (Ritzel) bzw. 25% (Tellerrader)
Restaustenit vor. Diese Gefugeausbildung ist typisch fur den vorliegenden Werkstoff und
die Warmebehandlung. Die an der Oberflache gemessenen Harten lagen alle von 680 ...
695 HV (= 58,5 ... 59,1 HRC) und damit im geforderten Bereich. Die Einsatzhartungstiefe
an der Flanke betrug CHD = 1,1 ... 1,3 mm und war damit leicht oberhalb der geforderten
CHD. Die Kernharten lagen im Bereich von 330 bis 350 HV.

Ritzel

Tellerrad

Bild 3-5: Randgeflige GOgr Bild 3-6: Randgeflige G31,75gr
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3.24 Verzahnungsqualitiat / Vermessung
3.241 Teilungsmessung

Die Teilungsqualitdat wurde anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp nach DIN 3965
[D396] beurteilt. Dazu wurden alle Prufverzahnungen auf einer 3D-Messmaschine (Klin-
gelnberg P40) vermessen. Bild 3-7 zeigt die Qualitatsbeurteilung der Prifverzahnungen
auf der Zugflanke (links: Ritzel, rechts: Tellerrader). Mit Qualitadten von mindestens 5 wur-
de die Zeichnungsvorgabe einer Qualitat nach DIN 3965 [D396] von mindestens 6 fur alle
Verzahnungen bis auf einige Ritzel erfullt.

Ritzel Tellerrader
60% 60%

< 50 [ GOgr c . L GOgr
e o O GOk 2 50% O GOkl
28 40% W G31,75gr 28 40% H W G31,75gr
e S W G31,75K gs M G31,75K
5 E 30% - 3 E 30% -
> © > '©
5 N 20% S N 20% -
T~ 10% B~ 10%-
C C
< <

0% - 0% -

1 2 3 4 5 6 >6 1 2 3 4 5 6 >6
Qualitat Qualitat

Bild 3-7: Verzahnungsqualitédt nach DIN 3965 fiir die Priifverzahnungen (Zugflanke),
beurteilt anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp

In Bild 3-8 sind die Qualitatseinstufungen fur die Prufverzahnungen auf der Schubflanke
dargestellt (links: Ritzel, rechts: Tellerrader). Auch hier wurde mit Qualitaten von mindes-
tens 5 die Zeichnungsvorgabe einer Qualitat nach DIN 3965 [D396] von mindestens 6 fur
alle Verzahnungen bis auf einige Ritzel erfullt.

Ritzel Tellerrader
60% 60%
c [1GOgr c [JGogr
2 50% @ GOkl g _S0% T = GOkl
28 40% mG31750 | 2§ 409 L W G31,75gr
< W G31,75KI 2 W G31,75kI
5 € 30% 5
2 < M >
c @ o c
S 3 20% - S
£7 10% —( £
< <
0% - 1im |
1 2 3 4 5 6 >6 1 2 3 4 5 6 >6
Qualitat Qualitat

Bild 3-8: Verzahnungsqualitidt nach DIN 3965 fiir die Priifverzahnungen (Schubflanke),
beurteilt anhand der Teilungs-Gesamtabweichung Fp
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3.24.2 Flankenformmessung

Die Flankenform der Prufverzahnungen wurde ebenfalls an der 3D-Messmaschine (Klin-
gelnberg P40) gegenuber den Solldaten vermessen. Es wurde ein Messgitter mit einer
Auflésung von 25 x 25 Gitterpunkten gewahlt, womit reprasentative Aussagen zur Herstel-
lungsqualitat moglich sind. Bild 3-9 zeigt beispielhaft fur die GOgr- und G31,75gr-Variante
die Ergebnisse der Vermessung zweier Radsatze. Die Abweichungen an der Zug- und
Schubflanke von Ritzel und Rad gegenuber den Solldaten liegen jeweils im einstelligen
Mikrometerbereich und sind damit sehr gering. Dartber hinaus sind die Flankenformab-
weichungen sowohl qualitativ als auch quantitativ fur alle Prufverzahnungen gleichwertig,
was die gute Reproduzierbarkeit zeigt, die beim Schleifen der Prifverzahnungen erreicht
wurde. Die aus den unterschiedlichen Flankenformen resultierenden Versuchsstreuungen
lieBen sich damit sehr klein halten, da bei gleichem Einbaumal in den Pruflaufen ein na-
hezu identisches Tragbild realisiert werden konnte. Auch die Nachrechnungen von Ver-
suchsergebnissen mit BECAL [Beca] unter Vorgabe der flr den Schleifprozess verwende-
ten Maschineneinstelldaten lieferten so durchwegs belastbare Ergebnisse.

GO (Ritzel) G31,75 (Ritzel)
S

GO (Tellerrad) G31,75 (Tellerrad)

Bild 3-9: 3D-Flankenformvermessung GOgr (links) und G31,75gr (groR3)
(cv = konkave Flanke, cx = konvexe Flanke)
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3.24.3 Rauheitsmessung

Die Flankerauheit aller Prifverzahnungen wurde an einer Hommel T800 Rauheitsmess-
maschine gemessen. Die Messstrecke betrug immer /; = 4,8 mm, die Filterwellenlange A =
0,8 mm. Es wurden jeweils drei Zahne Uber den Umfang verteilt jeweils in Zahnmitte, na-
herungsweise senkrecht zum Teilkegel gemessen. In Bild 3-10 sind die Ergebnisse der
Messungen (Mittelwerte und Standardabweichungen) zusammengefasst:

GOgr GOkl
50 5,0
T 4.0 T 4.0
= =
& 30 £ 30 T T
= =
= =
=) =
£ 20- 220
= c
(] Q
4 4
s s
w 107 T 10-
[ Ritzel I Ritzel H Ritzel H Ritzel
U Tellerrad O Tellerrad U Tellerrad O Tellerrad
0,04 0,0
Zug Schub Zug Schub
G31,75gr G31,75kl
5,0 5,0
— T —
g 40 = 4,0
= =
N N
® 30 ® 30 1
= =
= =
> >
S 201 £ 20
c c
(] (]
4 4
s s
w 1.0 T 1.0-
B Ritzel H Ritzel B Ritzel H Ritzel
U Tellerrad O Tellerrad U Tellerrad O Tellerrad
0,0+ 0,0
Zug Schub Zug Schub
Symbol Einheit Ritzel Tellerrad
Zugflanke Schubflanke Zugflanke Schubflanke
GOgr Ra/Rz um 0,45/ 3,50 0,35/3,20 0,25/2,60 0,25/2,80
GOkl Ra/Rz um 0,40/2,80 0,30/2,20 0,40/2,70 0,24 /2,00
G31,75¢gr Ra/Rz um 0,36/2,85 0,60/ 3,90 0,26 /2,00 0,37/2,70
G31,75Kkl Ra/Rz um 0,40/2,80 0,45/2,25 0,40/1,80 0,28 /2,00

Bild 3-10: Ergebnisse der Rauheitsmessungen (Mittelwerte mit Standardabweichung)
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3.3

FiUr die Versuche mit den Prufverzahnungen wurde der Schmierstoff FVA3 (Mineraldl der
Viskositatsklasse 1SO-VG-100) mit Anglamol 99 in verschiedenen Additivkonzentrationen
eingesetzt. Um zu untersuchen, mit welcher Additivierung das gewahlte Grunddl versehen
werden muss, um Fressschaden zu erzielen, wurde in Vorversuchen die Additiv-
Konzentration stufenweise von 4% auf 0% Anglamol 99 reduziert. Die Voruntersuchungen
haben gezeigt, dass die Hypoidvarianten G31,75gr und G31,75kl bei einer 1%igen A99-
Additivierung, die Kegelradvarianten GOgr und GOkl dagegen erst bei 0% A99, also bei
unaddidiviertem Grunddl, ausfielen. Fur einen definierten Einlauf zum Glatten der Flanken
vor dem eigentlichen Versuch wurde fur alle Prifverzahnungsvarianten das Grunddl mit
4% A99 verwendet.

Versuchsschmierstoffe

Einheit FVA3(rein) FVA3+1%A FVA3+4%A
Schmierstoffbasis - Mineralol Mineralél Mineralél
ISO-VG - 100
kinematische 2
Viskositat 40°c | MM 95,0
kinematische 2
Viskositat 100°c | MM 10.7
Dichte bei 15°C | kg/dm® 0,885
Additivierung - ohne 1% Anglamol 99 4% Anglamol 99

Tabelle 3-10: Daten der verwendeten Versuchsschmierstoffe

Zum Vergleich der verschiedenen Testverfahren zur Bestimmung der Fresstragfahigkeit
eines Schmierstoffs wurden zusatzlich drei Praxisschmierstoffe untersucht. Diese sollten
sowohl unterschiedliche Grundolformulierungen als auch unterschiedliche Fresstragfahig-
keiten nach API GL [API] aufweisen, um die Testverfahren differenzieren zu kénnen. Des
Weiteren wurden Reibungszahlmessungen im ZSP mit einem synthetischen Achsgetrie-
bedl durchgefuhrt.

Einheit | Shell Spirax MB90 |Fuchs Titan EG5080| SAF-XO150 SAF-X0100
Schmierstoffbasis - Mineraldl Mineraldl Polyalphaolefin | Polyalphaolefin
ISO-VG - 150 100 150 100
API GL - 5 4 5 5
kinematische 2
Viskositit 40°C mm?/s 184,0 96,0 182,8 103
kinematische 2
Viskositit 100°C mm?/s 16,9 14,6 25,1 15,6
Dichte bei 15°C kg/dm® 0,909 0,848 0,863 0,858
Additivierung - S/P N.N. Anglamol 99 N.N.

Tabelle 3-11: Daten der verwendeten Praxisschmierstoffe
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3.4 Prufverfahren und Versuchsdurchfiuhrung

3.4.1 Stirnrad-Fresstests nach DIN/ISO und FVA 243

Der Standard-Fresstest A/8,3/90 [/146] wird mit der standardisierten Testverzahnung A20
als Stufentest durchgefiihrt. Das Lastmoment wird dabei in definierten Stufen (siehe
Tabelle 3-12) erhoht, bis ein Fressschaden auftritt. Jede Belastungsstufe wird 15 Minuten
gefahren. Im Priifgetriebe treibt das Ritzel das Rad, wobei die Raddrehzahl 1450 min™
betragt, was einer Umfangsgeschwindigkeit von v; = 8,3 m/s entspricht. Das Prufgetriebe
wird durch Tauchschmierung mit Olstand Achsmitte geschmiert. Eine Heizung im Getrie-
bekasten erhitzt das Ol auf 90°C Ausgangstemperatur. Nach Beginn des Versuchs wird
die Oltemperatur nicht mehr geregelt. Sie stellt sich demnach frei auf einen von der er-
zeugten Verlustleistung und den Warmeabfuhrbedingungen abhangigen Wert ein, der
dokumentiert wird. Im Gegensatz zu anderen standardisierten Zahnradtests gibt es beim
Fresstest keinen definierten Einlauf (= Glattung) der Flanken. Umfangreiche Rauheitsmes-
sungen von Michaelis [Mich] haben gezeigt, dass sich die Flankenrauheit nach den ersten
6 bis 7 Kraftstufen nicht mehr nennenswert andert, weshalb nach diesen Stufen von aus-
reichend geglatteten Flanken ausgegangen werden kann. Im Umkehrschluss bedeutet
das, dass ein Fressschaden in diesen Stufen ein irrequlares Ergebnis darstellt. Das Er-
gebnis des Stufentests ist die Schadenskraftstufe des Schmierstoffs. Die Wiederholbarkeit
liegt bei einer Kraftstufe.

Der Standard-Fresstest ist geeignet, un- und niedrig legierte Ole zu differenzieren. Fur
héher und hochst additivierte Ole wurden im Rahmen des Forschungsvorhabens FVA 243
[F243-1, F243-2] die verscharften Varianten A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/90 eingefuhrt.
Sie weisen im Vergleich zum Standard-Fresstest A/8,3/90 folgende Unterschiede auf: Zum
einen ist die Ritzelzahnbreite auf by = 10 mm halbiert, wodurch die Pressung um den Fak-
tor 1,4 erhéht wird. Zum anderen werden die Raddrehzahl auf nq = 2880 min™ (Umfangs-
geschwindigkeit vy = 16,6 m/s) verdoppelt und die Treibrichtung umgedreht (,Rad treibt
Ritzel“). Die Zahl der Lastwechsel bleibt gleich, wodurch sich eine Halbierung der Laufzeit
je Kraftstufe ergibt. Der Test A10/16,6R/90 wird ebenfalls als Stufentest durchgefihrt, der
Test S-A10/16,6R/90 dagegen als Sprungtest. In diesem Fall wird sofort die erwartete
Schadenskraftstufe gefahren. Dadurch entfallt der sich im Stufentest in den ersten Kraft-
stufen einstellende Einlauf- bzw. Glattungseffekt, was eine weitere Verscharfung der Test-
bedingungen darstellt. Im Falle eines Fressschadens werden die Last um eine Stufe redu-
ziert und der Test wiederholt. Tritt dagegen kein Schaden auf, wird der Test noch einmal
mit erhohter Kraftstufe durchgefihrt.

Ein GL4-Ol (z.B. Mineralél 1SO-VG-100 mit 4% Anglamol99) fallt im Stufentest
A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] typischerweise in einer Kraftstufe grofer 10 (7,7 > 372,6
Nm) aus, im Sprungtest S-A10/16,6R/90 bei einer Kraftstufe hoher als 8 (T;7> 239,3 Nm).
Als GL5 (z.B. Mineraldl 1ISO-VG-100 mit 6,5% Anglamol99) wird ein Schmierstoff bezeich-
net, der den Sprungtest in der 9. Kraftstufe (777 = 302,0 Nm) ohne Fresser durchlauft und
erst in der 10. oder einer hoheren Kraftstufe (T;r> 372,6 Nm) ausfallt.
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Kraftstufe Ritzeldrehmoment l_:renrtc\?gg;i]rstsz%g ﬂ?nd\f\iglrz]?niftsﬁ r(l)g
Nr. [Nm] [N/mm?] [N/mm?]
KS1 3,3 146 206
KS2 13,7 295 417
KS3 35,3 474 670
KS4 60,8 621 878
KS5 941 773 1093
KS6 135,5 929 1311
KS7 183,4 1080 1527
KS8 239,3 1223 1742
KS9 302,0 1386 1960
KS10 372,6 1539 2175
KS11 450,1 1691 2391
KS12 534,5 1841 2604

Tabelle 3-12: Kraftstufen der FZG-Fresstests nach DIN/ISO 14635 [I1146]

3.4.2

Wirkungsgradtest nach FVA 354

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

Bild 3-11: Versuchsprogramm des
FZG-Wirkungsgradtests
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KS9

Kontroll-
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KS5

Kandidatendl
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KS7 Kandidaten-
versuch,
KS7

Variation Temperatur

KS0 Kandldaten-
versuch,
KS0

Variation Temperatur

nach FVA 345 [Dole]

(R) oder Kandidatenversuch (K)—|

I—Referenz—

dardisierte Testprogramm fur ein Kandidatendl
(Bild 3-11) umfasst die Variation der Einflussgro-
Ren Last (T; = 0 ... 302 Nm), Geschwindigkeit (v;
= 0,5 ... 20 m/s) und Temperatur (Jy = 40 ...
120°C). Die gemessenen Verlustmomente des
Kandidatendls werden mit denen eines Referenz-
6ls (FVA3A) verglichen und so Verlustfaktoren fur
Leerlauf (X.0), EHD- (X..) und Grenzreibung (X, )
ausgegeben. Zwischen den Kandidaten- und/oder
Referenzversuchen wird jeweils ein kurzer Kon-
trollversuch mit einem unadditivierten Kontrolldl
(FVA3) zur Uberpriifung des Zustands des Prif-
stands und der Reinigung der Flanken von Addi-
tivresten durchgefihrt. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde der Wirkungsgradtest zur Beurteilung der
Reibungseigenschaften der verwendeten
Schmierstoffe sowie zur Verifikation des neuen
Reibungszahlansatzes herangezogen.
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343 FZG-Hypoid-Fresstest A mod

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

Laststufe Ritzeldrehmoment T1y l?:f;’fj;l%frzgzzldgitq{'
Nr. [Nm] [IN/mm?]
LS1 59 571
LS2 90 705
LS3 129 845
LS4 175 984
LS5 227 1120
LS6 285 1255
LS7 351 1393
LS8 424 1531
LS9 502 1666
LS10 589 1805
LS11 682 1942

Tabelle 3-13: Laststufen des FZG-Hypoid-Fresstests nach Richter [Rich]
) berechnet nach FVA 411 [Wirt] mit relativer Tragbildbreite bey / b, = 85%

Das Ergebnis des Stufentests ist die Schadenslaststufe des Schmierstoffs. Die Wiederhol-
barkeit liegt bei einer Laststufe. Der Hypoid-Oltest A mod klassifiziert einen Schmierstoff
als GL5-Ol (z.B. Mineraldl ISO-VG-100 mit 6,5% Anglamol99), wenn dieser den Test ein-
schliel3lich der 11. Laststufe schadensfrei durchlauft (Ts7y > 682 Nm). Die genaue Scha-
denslaststufe fur einen GL4-Schmierstoff (z.B. Mineraldl ISO-VG-100 mit 4% Anglamol99)
ist nicht definiert, es ist jedoch auf jeden Fall mit einem Schaden wahrend des Versuchs-
laufs zu rechnen.
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344 Testverfahren fir die Kegelrad- und Hypoid-Priufverzahnungen

Betriebs- und Schmierungsbedingungen

Die Untersuchungen zur Fresstragfahigkeit der Kegelrad- und Hypoid-Prifverzahnungen
wurden an den Kegelrad-Verspannungsprufstanden analog dem Verfahren des Hypoid-
Fresstests A mod durchgefuhrt. Im Gegensatz zum Standard-Testverfahren wurde die
Starttemperatur wie bei den Stirnrad-Fresstests auf 90°C festgelegt. Kurz nach dem Start
des Versuchs stellte sich jedoch meist eine niedrigere Oltemperatur im Bereich 80 ... 85°C
ein, da sich das Ol durch die Verteilung im Geh&use abkiihlt. Der Olstand im Prifgetriebe
wurde auf HOhe Ritzelachse eingestellt. Damit sollten ahnliche Schmierungs- und Kuhlbe-
dingungen bei den Verzahnungen unterschiedlicher Achsversetzung realisiert werden.

Tragbildeinstellung
Die Einstellung des Tragbilds vor den Versuchen erfolgte Uber die Positionierung des
Ritzels anhand des Einbaumalles und der anschlielienden Positionierung des Tellerrads
anhand des Soll-Flankenspiels.

Zum Einbau des Ritzels wurden die Ritzelkopfdicke

Ritzel-E£B RD unfj der Radius. der Tellerradwelle RTW vom

RD RTW theoretischen Soll-Einbaumall EB abgezogen und

J ) ::L’ das Ritzel mit EndmaflRen auf dieses Rest-
T Einbaumal® EM positioniert. Um gleiche Ritzelkopf-
= ™ | dicken bei allen Prufritzeln einer Prufverzahnungs-
variante zu erhalten, wurden die Stirnseiten der

—I— —|— : N\ Ritzel plangeschliffen. Das Tellerrad wurde dann
: |7 auf Soll-Flankenspiel eingebaut, wobei das Flan-

| kenspiel am AuRendurchmesser des Tellerrads

senkrecht zur Flanke gemessen wurde. Anschlie-

Bild 3-12: Einstellung des Ritzel- Rend wurde das mittels Tragbildpaste erzeugte
Einbaumales Tragbild mit dem rechnerischen Tragbild verglichen

und evtl. nachjustiert. Das endglltige Tragbild wur-
de fotografisch dokumentiert, die Tragbildpaste anschlielRend wieder entfernt.

Einlauf

Da Vorversuche zeigten, dass je nach Tragbildlage auch Ausfalle bei Laststufen LS < 7
(Glattung noch nicht abgeschlossen) auftreten konnen, wurde vor jedem Versuch ein defi-
nierter Einlauf durchgefuhrt. Dieser sollte sicherstellen, dass alle Verzahnungen einen
vergleichbaren Flankenzustand beim anschlieBenden eigentlichen Test aufweisen. Der
Einlauf erfolgte anhand der ersten sechs Laststufen des Fresstests, die mit einem hoher
tragfahigen Ol (FVA3+4%A99) gefahren wurden. Das Ol wurde nach LS3 gewechselt, um
Verschleil3partikel aus dem Getriebe zu entfernen. Nach dem Einlauf wurden das Einlaufol
aus dem Getriebe entfernt und der Test mit dem eigentlichen Versuchsol begonnen.
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Test

Nach dem Einlauf begann der eigentliche Test wieder bei LS1. Zunachst erfolgte die Ver-
spannung des Prifstands auf das Nennmoment der nachsten Laststufe. Danach wurde
das Ol im Prifgetriebe auf 90°C Starttemperatur aufgeheizt. Nach Einschalten des Motors
stellte sich gewohnlich eine niedrigere Oltemperatur ein, da sich das Ol im gesamten Ge-
hause verteilt und leicht abkuhlt. Diese sich einstellende Temperatur wurde zusammen mit
der Endtemperatur und dem tatsachlichen Verspannmoment dokumentiert. Die Prufver-
zahnung wurde nach jeder Stufe visuell auf einen Schaden hin untersucht. Gleichzeitig
wurde die Entwicklung der Oberflache fotografisch dokumentiert. Zu Beginn der Versuchs-
reihe wurden zusatzlich die Entwicklung der Flankenrauheit sowie des Tellerradgewichts
stichprobenartig dokumentiert. Aufgrund der geringen Veranderungen der Rauheit sowie
der niedrigen Verschlei3raten wurde nach einigen Versuchen darauf verzichtet.
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4
VERSUCHSERGEBNISSE UND -AUSWERTUNG

4.1 Grundlagenuntersuchungen zur lokalen
Reibungszahl im Verzahnungskontakt

41.1 Uberblick tiber die Untersuchungen zur lokalen Reibungszahl

FiUr die Berechnung einer lokalen Fresssicherheit bzw. der daflr bendtigten lokalen Kon-
takttemperatur ist neben den lokal auftretenden Beanspruchungen und Geschwindigkeits-
verhaltnissen die Reibungszahl die wesentliche GroRe. Die Betrachtung der aktuellen
Ansatze zur Bestimmung der Reibungszahl in geschmierten Walzkontakten hat gezeigt,
dass bislang kein praktisch anwendbarer, lokaler Berechnungsansatz existiert. Untersu-
chungen von Doleschel [Dole] und Wimmer [Wimm] haben dardber hinaus gezeigt, dass
an Modellprufstanden (z.B. Zwei-Scheiben-Prufstande) ermittelte Reibungszahlansatze
nicht direkt auf Zahnradkontakte Ubertragen werden kdnnen. Dies wird hauptsachlich mit
den unterschiedlichen Eingriffs- und dadurch unterschiedlichen Schmierungsbedingungen
erklart. Insbesondere Wimmer [Wimm] konnte zeigen, dass der diskontinuierliche Kontakt
bei Zahnradern den Schmierfilmaufbau behindert, was die vergleichsweise hoheren mittle-
ren Reibungszahlen bei Zahnradern erklaren kann.
Aufgrund des fehlenden lokalen Reibungszahlansatzes und der verschiedenen ungeklar-
ten Phanomene sollte auf Basis einiger Grundlagenuntersuchungen zur lokalen Schmier-
filmdicke und Reibungszahl ein neuer Berechnungsansatz entwickelt werden:
=  Am Zwei-Scheiben-Prifstand (ZSP) wurden zunachst Reibungszahimessungen mit
einem synthetischen Achsgetriebedl (SAF-XO100) durchgefliihrt, bei denen neben
den Betriebsbedingungen auch die Rauheit sowie deren Orientierung variiert wur-
den. Diese Messungen wurden verglichen mit Reibungszahlmessungen von Mayer
[Maye], die mit dem mineraldlbasierten FVA3A durchgeflhrt wurden und bei denen
ebenfalls die Rauheit und deren Orientierung variiert wurden. Somit konnte der Ein-
fluss der Rauheitsstruktur sowie des Schmierstoffs untersucht und Uber Regressi-
onsrechnungen quantifiziert werden.
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= Am Drei-Scheiben-Prufstand (3SP) wurden Reibungszahlmessungen mit dem mi-
neralblbasierten FVA3A durchgefuhrt. Dabei sollte der Einfluss einer Schragstellung
der Berlhrlinie zur Geschwindigkeitsrichtung sowie der Einfluss héherer Schlupf-
werte untersucht werden, wie sie an Hypoidverzahnungen auftreten.

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

» Erganzend zu den Schmierfilmdickenmessungen im ZSP wurden auch im Zahnrad-
Verspannungsprufstand qualitative Schmierfilmdickenmessungen durchgefuhrt und
somit die lokalen Schmierungsbedingungen im Zahnkontakt erfasst.

= Mit den am ZSP und 3SP gewonnenen Erkenntnissen zur lokalen Reibungszahl
sowie der am ZSP gemessenen Schmierfiimdicke wurde ein Ansatz zur Berech-
nung der Reibungszahl im Scheibenkontakt entwickelt. Dieser wurde anschlie3end
unter Bertcksichtigung der im Zahnkontakt vorherrschenden Schmierungsbedin-
gungen auf Stirnrad-, Kegelrad- und Hypoidverzahnungen Ubertragen.

4.1.2 Definitionen

Die wesentlichen Einflussgréfien der Reibungszahl in geschmierten Kontakten sind:
= Hertzsche Pressung
= Summengeschwindigkeit
=  Schlupf
= Schmierstoff (Viskositat, Grundoltyp und Additivierung)
= Schmierungsbedingungen (Schmierfilmdicke und Oberflachenrauheit)

Die Hertzsche Pressung py berechnet sich z.B. nach Niemann/Winter/Hohn [NWH] in
Abhangigkeit von Geometrie und -werkstoff sowie der Normalkraft, die im Versuch entwe-
der direkt gemessenen (ZSP, 3SP) oder aus dem gemessenen Ubertragenen Drehmo-
ment ermittelt wird (ZVP):

PH=\/ Fn .E:\/F—N.E (55)

Dy-legg = 2pers leff 7
PH [N/mmz] Hertzsche Pressung Pers [mm] Ersatzkrimmungsradius
Fn [N]  Normalkraft losr [mm] Kontaktbreite (= Zahn- / Scheibenbreite)

D, [mm] Ersatzkrimmungsdurchmesser E’ [N/mmz] Ersatz-E-Modul
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Die Summengeschwindigkeit vsist nach Niemann/Winter [NW2] definiert als Summe der
Oberflachengeschwindigkeiten w;s > zweier Oberflachen, die Gleitgeschwindigkeit v, als
deren Differenz. Bei Scheiben mit parallelen Achsen (ZSP) entspricht dies der skalaren
Summe bzw. Differenz der beiden Oberflachengeschwindigkeiten wy ». Fur unterschiedlich
orientierte Oberflachengeschwindigkeiten, wie sie am 3SP sowie bei Schnecken- und
Hypoidverzahnungen auftreten, ergeben sich die beiden Geschwindigkeiten aus dem
Betrag der vektoriellen Addition bzw. Subtraktion der Oberflachengeschwindigkeiten.

ZSP: vy = |Wt1| + |Wt2| (56)
Vg =W~ W] (57)
a7 o (58)
38P: Vy =Vg|= Wi +Wio| =V sien] +‘V2par‘ =
=
mit |V syent| = Wi cOS + Wiy -5
- . ]
‘Vzpar‘ = |W|-sin m
(gilt nur fiir 3SP, da W 5 L Beriihrlinie)
_. - - - 2 - 12 - -
Vg = 7| = s =] = Wi + ol =20 g -cos (59)
s v, [m/s] Gleitgeschwindigkeit
Vr [m/s] Summengeschw!nd!gke!t V\Zu [m/s] Oberflachengeschwindigkeit
Vsver [M/s] Summengeschwindigkeit B ] Winkel zwischen den beiden

senkrecht zur Beruhrlinie
Vrpar  [M/S]  Summengeschwindigkeit
parallel zur Beruhrlinie

Oberflachengeschwindigkeiten
£ [’1  Winkel der Gleitgeschwindigkeit zur
Oberflachengeschwindigkeit wi,

Der Schlupf s definiert sich nach Niemann/Winter [NW2] als die auf die Oberflachenge-
schwindigkeit bezogene Differenzgeschwindigkeit zweier Oberflachen. Diese Definition ist
allerdings nur bei parallelen Geschwindigkeitsvektoren gultig. Fur nicht parallele Oberfla-
chengeschwindigkeiten, wie sie am 3SP sowie bei Schnecken- und Hypoidverzahnungen
auftreten, sind die relevanten Geschwindigkeiten weder gleichgerichtet noch senkrecht zur
Beruhrlinie orientiert. Aus diesem Grund wird die Schlupfdefinition durch das Gleit-Walz-
Verhaltnis (sx) ersetzt. Dabei wird der fir die Reibung mafgebliche Betrag der Gleitge-
schwindigkeit auf den fur den Schmierfilmaufbau im konvergenten Schmierspalt mafR3gebli-
chen Betrag der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berihrlinie bezogen.

sop: s < Wl _ Yo (60)
|Wt1| |Wt1|

SN Ll 2 61)
|V2Vert| |V2Vert|

s [(1  Schlupf Vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit

Sy [-] Gleit-Walz-Verhaltnis Vsver [M/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur

wy 2 [m/s]  Oberflachengeschwindigkeit Berlhrlinie
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Der Schmierstoff als EinflussgroRe auf die Reibungszahl, insbesondere die Wirkung des
Grundoltyps und der Additivierung, ist (noch) nicht bzw. nur experimentell quantifizierbar.
Deswegen wird bei den einfachen Reibungszahlansatzen meist nur die dynamische Vis-
kositat 77 als physikalisch eindeutig definierte Gro3e herangezogen. Sie errechnet sich in
Abhangigkeit der Temperatur aus der kinematischen Viskositat v und der Dichte p:

-3
ny=10"(v-p)g (62)
mit
log(log(v 5 +a)) =k —m-log(#9) nach DIN 53017 [D530] (63)
Py = P15 — 7 (9—287,15) nach DIN 3990 [D390] (64)
a [mm?/s] Konstante = 0,8 [D530]
n [mPas] dyn. Viskositat k, m [ Konstanten, ermittelt aus zwei Referenz-
v [mm2/s] kin. Viskositat punkten, z.B. bei 40°C und 100°C
P [kg/ms] Dichte V4 [1/K] Konstante
¥ [K]  Ol- oder Massentemperatur =7,0 - 10™ 1/K fur Mineraldle

=7,7- 10™* 1/K fiir synthetische Ole

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

Ap=g——— ho
E(RZ1 +Rz,) (65)
mit
ho = Cth : h(’) (66)
hg =195-10% - pg, - GO .U%73 . 009 (67)
G=a,, E (68)
M "V svert
U=--+"—=",0
2pers - E' (69)
2
W F, _ 27 - Ph (70)

- b'pers = E'2
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3,94 71)
th =
394+ %%
ny -« v
L =0,001. 1M —t_~2vert (72)
4.2
_In(ny/ns2)
oy =12l (73)
Uy —th
. P N/mm?] Hertzsche Pressun
Az [-] relative Schmierfilmdicke ZH [ [mm] ] ErsatzkrUmmungsrgdius
h’ [um]  Schmierfilmd. nach Ertl/Grubin [Ertl, Grub] C,F;s []  thermischer Korrekturfaktor nach
ho [um]  Schmierfilmdicke modifiziert nach f Murch/Wilson [MuWi]
Murc.:h/Wllson [MUW'] L [-] thermischer Lastfaktor nach

Rz [um] gemittelte Rautiefe Murch/Wilson [MuWi]
G uUw ['l Parameter » nvw  [mPas] dyn. Viskositat bei Massentemperatur
E:‘E [r’\r;/m /'!] \E/|sk?s|té1t:/l—DJulck-Koefﬁ2|ent 1o [1/K]  Temperatur-Koeffizient der dyn. Visk.

[N/mm°] Ersatz-E-Modu ) Vswerr  [M/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur
Pers [mm] Ersatzkrimmungsradius Beriihrlinie
Fn [N]  Normalkraft . A [WIm-K)] Warmeleitfahigkeit
b [mm] Scheiben- / Zahnbreite = 0,133 W/(m-K) fiir Mineraldle

Die Grenzen fur Grenz-, Misch- und EHD-Reibung werden folgendermalRen festgelegt:
Ubersteigt die Schmierfilmdicke die mittlere Rautiefe (4, > 1,0), kann theoretisch kein Fest-
kdrperkontakt auftreten. Die Oberflachen sind demnach vollstéandig getrennt; es liegt EHD-
Reibung vor. In Anlehnung an die herkdmmliche Definition fir Grenzreibung Az, < 0,7 wird
die Grenze zur Grenzreibung bei 4, < 0,35 festlegt. Dazwischen herrscht Mischreibung.

Festkorper- Grenzreibung Mischreibung EHD Reibung
reibung
v, v, v, Vi
— —> —— —>
L W ~
KX\K«{W‘/?/%%% oo o Ul o e [ S RSt oo
—_— h —_—> h — h — h0
Vv, 0 \£) 0 Va 0 A
=0 0<4,<0,35 0,35<4,<1,0 A:>1,0

Bild 4-1: Definition der Schmierungszusténde in Abhéngigkeit von A,

41.3 Gemessene Schmierfilmdicken im Zwei-Scheiben-Priifstand

Erste Untersuchungen von Doleschel [Dole] haben gezeigt, dass die Orientierung der
Rauheitsstruktur die Reibungszahl im Scheibenkontakt wesentlich beeinflussen kann. Dies
soll im Rahmen dieser Arbeit genauer untersucht werden. Zur Klarung evtl. unterschiedli-
cher Schmierungsbedingungen bei quer und langs geschliffenen Scheiben wurden des-
halb Schmierfilmdickenmessungen von Kreil [Krei] und Mayer [Maye] hinsichtlich des
Rauheits- und Struktureinflusses erganzend ausgewertet.
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Bei den von Kreil [Krei] durchgefihrten Schmierfilmdickenmessungen wurde sowohl bei
den quer als auch bei den langs geschliffenen Scheiben systematisch die Rauheit variiert.
Somit konnte neben dem Einfluss der Orientierung auch der Einfluss des Betrags der
Rauheit bestimmt werden. Mayer [Maye] flihrte die Schmierfilmdickenmessungen eben-
falls an quer sowie langs geschliffenen und dartber hinaus auch an kreuzgeschliffenen
Scheiben durch.

Einheit Kreil [Krei] Mayer [Maye]
Hertzsche Pressung N/mm? 600 ... 1000 600 ... 1200
Summengeschwindigkeit m/s 8...16 4...16
Schlupf (= vg/ vs) - 0 0
Massentemperatur °C 30...100 30...90
Rauheit Rz um 0,1...2,6 0,3...2,2
Schliffwinkel ° 0/90 0/22,5/90

Tabelle 4-1:  Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am ZSP

Der Vergleich der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicken mit den nach Ertl/Grubin
[Ertl, Grub] berechneten und nach Murch/Wilson [MuWi] modifizierten Schmierfilmdicken
(Bild 4-2 links) zeigt fur alle Rauheiten eine sehr gute Ubereinstimmung. Es ergibt sich ein
Mittelwert @(ho,per/ho,gem) = 1,020 bei einer Standardabweichung von o= 7,9%. Neben der
guten Ubereinstimmung von Rechnung und Messung lasst sich daraus auch ableiten,
dass die Rauheit bei polierten und bei quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen
Oberflachen keinen Einfluss auf die Schmierfilmdicke hat.

3,00 3,00
FVA3A FVA3A

2,50 (| Quersahit N 2,50 | Langsschi ¢
g z=0,1..2, pmo y g- z=0,1..20um 0 .0/ .
2 200 1|@=1,020/6=79% B . 2 200 1|@=1,045/0=12,3% 25
2 ? s ~ @
< <

1,50 1,50
g c:” * %%
> >
£ 1,00 £ 1,00 .
(S} (&
@ ©

0,50 0,50

0,00 w w 0,00 \ ‘

0,0 1,0 2,0 3,0 0,0 1,0 2,0 3,0
Messung hg 4 [UM] Messung hg 4., [UM]

Bild 4-2: Vergleich der berechneten Schmierfilmdicke hy nach Ertl/Grubin [Ertl, Grub] mit
der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicke
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Im Gegensatz dazu ergibt sich fur die langs geschliffenen Scheiben eine weniger gute
Ubereinstimmung von Rechnung und Messung (Bild 4-2 rechts). Der Mittelwert @(ho,per
hogem) liegt bei 1,054 mit einer Standardabweichung von o = 12,3%. Daraus lasst sich
zum einen ableiten, dass die Schmierfilmdicke der langs geschliffenen Scheiben niedriger
ist als berechnet, zum anderen beeinflusst der Wert der Rauheit die tatsachliche Schmier-
filmdicke. Die Abhangigkeit der Schmierfilmdicke von der gemittelten Rautiefe wurde Uber
eine Regressionsrechnung mit dem Statistikprogramm SPSS [SPSS] ermittelt, wobei sich
ein exponentieller Ansatz als am besten geeignet herausstellte:

hors =Crs -C -ho (74)
mit

C,s =f(Rz)=105.¢7 %162 (75)
hors  [um] mod. Schmierfilmdicke fiir Langsschliff Crn -l m:::nr:/s\fvrﬁz;rf c[Jll'ArﬁWf]rfaktor nach

h’% [um] gﬁfgalerﬁlmdlcke nach Ertl/Grubin [Ertl, Cis [[]  Korrekturfaktor Langs- und Kreuzschliff

Rz [um] gemittelte Rautiefe

Mit dieser Modifikation ergibt sich beim Vergleich Rechnung/Messung ein Mittelwert
D(ho,per Iho,gem) = 1,0 mit einer Standardabweichung von o = 9,5% und damit wiederum
eine sehr gute Ubereinstimmung.

2,00 3,00
180 FVA3A
’ — | Langsschliff
= 1,60 [ 2,50 Rz=0,1...2,0pum W
=

& 140 S 000 @=100/0=95% & /B
5 120 3 Zo 88
« 1,00 < 1,50
k= o
2 0,80 ~ g
% oo \ E 1,00 -4
g ’ \ 3}

0,40 &
x U, 0,50

0,20

0,00 ‘ ‘ 0,00 ‘ ‘

0,0 2,0 4.0 6,0 0,0 1,0 2,0 3,0
gemittelte Rautiefe Rz [um] Messung hg e, [MM]

Bild 4-3:  Korrekturfaktor Cis (links) und Vergleich der modifizierten Schmierfilmdicke hy, s
mit der von Kreil [Krei] gemessenen Schmierfilmdicke (rechts)

Die Schmierfiimdickenmessungen von Mayer [Maye] an quer geschliffenen Scheiben
zeigen im Vergleich zu den Messungen von Kreil [Krei] leicht niedrigere Werte, was auf die
unterschiedlichen Einlaufzustande zurtickzufihren ist: Die von Mayer verwendeten Schei-
ben wiesen ein starker plateaufdrmig ausgepragtes Profil auf als die von Kreil verwende-
ten, was im Durchschnitt zu ca. 4% niedrigeren integralen Schmierfilmdicken fuhrte.
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Die Berlcksichtigung dieses Unterschieds und die Anwendung der modifizierten Schmier-
filmdickenberechnung auf die gemessenen Schmierfilmdicken von Mayer [Maye] zeigen
ebenfalls gute Ubereinstimmungen (Bild 4-4). Fur die langs geschliffenen Scheiben ergibt
sich ein Mittelwert @(ho per/ho,gem) = 0,98 mit einer Standardabweichung von o = 6,1%, fur
die kreuzgeschliffenen Scheiben ein Mittelwert @(ho per/ho,gem) = 1,0 mit einer Standardab-
weichung von o = 11,0%. Der Korrekturfaktor C s kann damit fur Langsschliff bestatigt
werden, seine Anwendung auf kreuzgeschliffene Scheiben ist ebenfalls mdglich.

3,00 3,00
FVA3A FVA3A
Langsschliff Kreuzschliff
'E‘ 2,50 Rz =0,7 ym 'g' 2,50 Rz =0,8 ym
= 3=098/0=6,1% / = @=1,00/0=11,0% /
< 1,50 O £ 150 é
o o
c / c /
2 1,00 2 1,00
< £
3] [3}
) 7}
X 0,50 X 0,50
0,00 w w 0,00 ‘ ‘
0,0 1,0 2,0 3,0 0,0 1,0 2,0 3,0

Messung hg g, [Hm] Messung hg g, [Um]

Bild 4-4:  Vergleich Rechnung / Messung flir die von Mayer [Maye] gemessenen Schmier-
filmdicken, Langsschliff (links) - Kreuzschliff (rechts)

41.4 Gemessene Reibungszahlen im Zwei-Scheiben-Prifstand

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

Einheit FVA3A SAF-X0100
Hertzsche Pressung N/mm? 600 ... 1200 600 ... 1300
Summengeschwindigkeit m/s 1...16 1...16
Schlupf (= vg / vs) - 0...0,35 0..0,35
Ol-Einspritztemperatur °C 40 ... 100 90 ... 110
Rauheit Rz um 0,2...18 0,2...2,8
Schliffwinkel ° 0...90 0...90

Tabelle 4-2: Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am ZSP
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Einfluss des Gleit-Wélz-Verhéltnisses

Bild 4-5 zeigt fur die beiden untersuchten Schmierstoffe FVA3A und SAF-XO100 den
Verlauf der gemessenen Reibungszahl tUber dem Gleit-Walz-Verhaltnis bei unterschiedli-
chen Summengeschwindigkeiten und Pressungen. Bei niedriger Pressung (py = 600
N/mm?) steigt die Reibungszahl mit steigendem Gleit-Walz-Verhaltnis zunéchst stark an
und nahert sich dann asymptotisch einem Grenzwert. Bei groReren Summengeschwindig-
keiten fallt die Reibungszahl mit steigenden Gleit-Walz-Verhaltnissen wieder leicht ab. Bei
grolieren Pressungen ist der Anstieg der Kurve bei niedrigen Schlupfwerten etwas steiler,
der Verlauf bei hoheren Gleit-Walz-Verhaltnissen dagegen etwas flacher, der Einfluss des
Gleit-Walz-Verhaltnis im flir Zahnrader relevanten Bereich demnach geringer. Die prinzi-
pielle Abhangigkeit der Reibungszahl im Scheibenkontakt vom Gleit-Walz-Verhaltnis re-
spektive Schlupf, wie sie aus friheren Untersuchungen bekannt ist, wird damit bestatigt.

FVA3A SAF-X0100
0,10 0,10
0.09 I|FVA3A | = vz =1.0m/s 0.09 | SAF-X0100 || = vz=1,0m/s||
Y lQsF (Rz = 1,82 ym)|| * V=7 421’8 mfs 7l QsF (Rz=1,86 uym)| | * V== 421’8 mjs
0,08 Py = 600 N/mm? Ve T 0 ms 0,08 1. = 600 N/Mm? HoE VT A S
— e vy =8,0m/s _— PH mm —e— vy =8,0m/s
= 0,07 1|9 = 100°C H-% vy =16 m/s = 0,07 {9 =90°C H-% vy =16 m/sf
S N
» 0,05 - «— o a 0,05
g W =
S 0,04 s " S 0,04 e —
3 0,03 Sty e e S 0,03
(4] y r'e y
14 b4 A/’/‘/'
0,02 £-/')/v 0,02 S—
0,01 J 0,01 —H—— X
0,00 \ \ ‘ 0,00 +# ‘ ‘ ‘
0,00 0,10 0,20 0,30 0,40 0,00 0,10 0,20 0,30 0,40
Gleit-Walzverhaltnis s, [-] Gleit-Walzverhaltnis s, [-]
0,10 0,10
FVA3A = v;=10m/s SAF-X0100 = vy;=10m/s
0,09 QSF (Rz = 1,82 pm)7: \\;z : ‘218 m;: 0,09 QSF (Rz = 1,86 “m)ii \\;z : 421‘8 m;z
—_ 0,08 Tpy = 1200 N/mm?* _e— Vz = 8:0 m/s — 0108 Tlpy = 1300 N/mm? 7+ Vz = 8:0 m/si
= 0,07 {0 =100°C Hx vy =16 m/s 2 0,07 {06 =90°C Hx vyo=16 m/s|
<= 0,06 — ————* < 0,06
S e . 3 I
@ 0,05 S @ 0,05 ?.74-
o %o o B
S 0,04 1/ o £ 0,04 T —
2 x5 ey 2 /
g 0,03 3 0,03 - — N
o 2 /ﬁ.—.
0,02 0,02 A
0,01 0,01
0,00 ‘ ‘ ‘ 0,00 ‘ ‘ ‘
0,00 0,10 0,20 0,30 0,40 0,00 0,10 0,20 0,30 0,40

Bild 4-5: Einfluss des Gleit-Wélz-Verhéltnisses auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt

Gleit-Walzverhaltnis s, [-]

Gleit-Walzverhiltnis s, [-]

am Beispiel einer quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheibe
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Einfluss der Summengeschwindigkeit

Die Diagramme in Bild 4-5 haben gezeigt, dass die Reibungszahlen im Scheibenkontakt
grundsatzlich mit zunehmender Geschwindigkeit abnehmen. Verdeutlicht wird dies durch
die Darstellung der gemessenen Reibungszahlen Uber der Summengeschwindigkeit (Bild
4-6). Es zeigt sich immer ein stetiger Abfall der Reibungszahl mit steigenden Summenge-
schwindigkeiten. Es wird wiederum deutlich, dass der Einfluss des Schlupfs insgesamt
gering ist und sich bei gréReren Pressungen sogar noch verringert. Auch diese Ergebnisse
decken sich mit dem Stand des Wissens aus friheren Untersuchungen.
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Bild 4-6: Einfluss der Summengeschwindigkeit auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt
am Beispiel einer quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheibe

Einfluss der Pressung

Der Einfluss der Pressung auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt hangt von der Sum-
mengeschwindigkeit ab, wobei der Einfluss bei niedrigen Summengeschwindigkeiten ten-
denziell groRer ist als bei hdheren (Bild 4-7).
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Frahere Untersuchungen haben daruber hinaus gezeigt, dass der Zusammenhang u« — px

stark degressiv ist, eine lineare Extrapolation ist demnach nicht zulassig.
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Bild 4-7: Einfluss der Pressung auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt am Beispiel

Einfluss der relativen Schmierfilmdicke (Schmierungsbedingungen)
Die Schmierungsbedingungen haben ebenfalls einen mafllgeblichen Einfluss auf die Rei-
bungszahl. Wahrend bei EHD-Bedingungen hauptsachlich Viskositat und Grunddl die
Reibungszahl beeinflussen, wirkt sich bei Grenzreibung verstarkt die Additivierung aus.
Beide Effekte sind aufgrund der oft unbekannten chemischen Zusammensetzung der
Schmierstoffe nur schwer quantitativ erfassbar. Tendenziell zeigen die Versuche am ZSP,
dass die Reibungszahl mit steigender relativer Schmierfilmdicke deutlich absinkt (Bild 4-8):
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Bild 4-8:  Einfluss der relativen Schmierfilmdicke auf die Reibungszahl im Scheibenkon-
takt am Beispiel der quer zur Geschwindigkeitsrichtung geschliffenen Scheiben
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Die einzelnen Messpunkte lassen sich gut durch eine Potenz-Ausgleichsfunktion anna-
hern. Ein Wiederanstieg der Reibungszahl bei hdheren Schmierfiimdicken (EHD-Bereich),
wie beispielsweise von der Stribeck-Kurve bekannt, ist auch bei sehr groRen A-Werten
(z.B. bei niedrigen Temperaturen oder polierten Scheiben) nicht zu beobachten.

Einfluss der Orientierung der Rauheitsstruktur

Bei den Reibungszahluntersuchungen am ZSP wurde neben dem Einfluss der Rauheit
auch die Orientierung der Rauheitsstruktur untersucht. Neben den schon gezeigten quer
geschliffenen Scheiben (QS), wurden dabei auch in Umfangsrichtung (LS) und schrag
geschliffene (SW30, SW45) Scheiben herangezogen. Zusatzlich wurde untersucht, welche
Auswirkungen gekreuzte Strukturen (QS/LS, SW45) im Vergleich zu parallelen Strukturen
auf das Reibungsverhalten haben.
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Bild 4-9: Einfluss der Orientierung der Rauheitsstruktur auf die Reibungszahl
im Scheibenkontakt
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Die Versuche mit FVA3A (Bild 4-9 links) zeigen bei allen Betriebsbedingungen ahnliche
Reibungszahlen flr die quer (Q) und die langs geschliffene Variante (L), obwohl die gemit-
telte Rautiefe der quer geschliffenen Scheiben fast doppelt so grol ist. Die hochsten Rei-
bungszahlen weist die kreuzgeschliffene Variante (K) auf. Ein ahnliches Bild zeigt sich in
den Versuchen mit SAF-XO100 (Bild 4-9 rechts). Die niedrigsten Reibungszahlen werden
fur die quer geschliffene Variante (QSM) gemessen. Bei leicht niedrigerer Rauheit sind die
Reibungszahlen der langs geschliffenen Variante (LSM) teilweise mehr als doppelt so
grol3, die schrag geschliffenen (SW30 und SW45) und gekreuzten Varianten (QS-LS)
liegen sogar noch daruber. Die Versuche zeigen somit einen deutlichen Einfluss der Rau-
heitsstruktur und ihrer Orientierung, wobei sich eine Neigung der Schleifstruktur zur Be-
ruhrlinie negativ auswirkt. Eine Erklarung dafur ist die in diesen Fallen starkere Drainage-
wirkung, welche die Schmierfiimdicke reduziert (siehe auch 4.1.3). Des Weiteren wird
ersichtlich, dass gekreuzte Strukturen hohere Reibungszahlen aufweisen als parallele.
Dies kann mit den bei gekreuzten Strukturen lokalen Punktkontakten an den Rauheitser-
hebungen erklart werden, die einen in Summe niedrigeren Traganteil zur Folge haben.

41.5 Gemessene Reibungszahlen im Drei-Scheiben-Priufstand

Die Untersuchungen am Drei-Scheiben-Prufstand 3SP sollten klaren, inwiefern die bei
Schnecken- und Hypoidverzahnungen auftretende Neigung der Beruhrlinie sowie unter-
schiedlich orientierte Oberflachengeschwindigkeiten (siehe Bild 3-2) die Reibungszahl
beeinflussen. Im Unterschied zu friheren Versuchen am 3SP, z.B. von [Stei], wurden im
Rahmen dieser Arbeit einsatzgehartete Scheiben verwendet, wodurch hohere, anwen-
dungsrelevante Pressungen erzielt werden konnten. Aullerdem wurden die Drehzahlen
der Scheiben erhéht und damit hdhere Umfangsgeschwindigkeiten realisiert. Der Vergleich
der im Drei-Scheiben-Priufstand gemessenen Reibungszahlen mit denen aus den Zwei-
Scheiben-Versuchen bekannten Verlaufen zeigt bei Bertcksichtigung der unterschiedli-
chen Rauheiten insgesamt eine gute qualitative und quantitative Ubereinstimmung (siehe
z.B. Bild 4-10 vs. Bild 4-6). Die Ubertragbarkeit der Ergebnisse ist damit gegeben.

Einheit FVA3A
Hertzsche Pressung N/mm? 600 ... 800
Summengeschwindigkeit m/s 1..4
Schlupf (= vg/ vs) - 0...1,20
Ol-Einspritztemperatur °C 40 ... 90
Rauheit Rz um 0,5
Schwenkwinkel ° 0...60

Tabelle 4-3:  Versuchsparameter der Reibungszahlmessungen am 3SP
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Einfluss des Schwenkwinkels / Schlupfs und der Summengeschwindigkeit

Bild 4-10 (links) zeigt den Verlauf der gemessenen Reibungszahl Uber dem Schlupf bei
unterschiedlichen Schwenkwinkeln. Es ergibt sich ein eindeutiger Zusammenhang, der
dem der Zwei-Scheiben-Prifstande entspricht: Die Reibungszahl steigt zunachst stark mit
dem Schlupf an, um sich dann bei groReren Schlupfwerten asymptotisch einem Grenzwert
anzunahern. Dies zeigt auch, dass die in 4.1.2 aufgestellte Schlupfdefinition den Einfluss
des Schwenkwinkels ausreichend erfasst.

Bild 4-10 (rechts) zeigt den Einfluss der Summengeschwindigkeiten senkrecht zur Berlhr-
linie auf die Reibungszahl. Die einzelnen Messwerte sind dabei der Ubersichtlichkeit hal-
ber durch Ausgleichskurven (Potenzfunktionen) angenahert. Wie von den Zwei-Scheiben-
Prifstdnden bekannt, sinkt die Reibungszahl mit zunehmender Summengeschwindigkeit.
Auerdem wird deutlich, dass sich der Einfluss des Schlupfs bei steigenden Geschwindig-
keiten verringert, die entsprechenden Kurven werden flacher.
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Bild 4-10: Einfluss des Schenkwinkels/Schlupfs (links) und der Summengeschwindig-

keit (rechts) auf die Reibungszahl im Scheibenkontakt (3SP)

Einfluss der Pressung

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

Einfluss der relativen Schmierfilmdicke (Schmierungsbedingungen)

In Bild 4-11 ist die Abhangigkeit der Reibungszahl von der relativen Schmierfiimdicke A,
gezeigt. Es ergibt sich — ahnlich zu den Ergebnissen vom ZSP — ein mit der Schmierfilmdi-
cke stetig fallender, funktioneller Zusammenhang — gut angenahert durch eine Potenz-
funktion.
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Bild 4-11: Einfluss der relativen Schmierfiimdicke auf die Reibungszahl im
Scheibenkontakt (3SP)
4.1.6 Lokale Schmierfilmdicke bei Stirnradverzahnungen

Die Untersuchungen an den Scheibenprufstanden haben wie auch frihere Untersuchun-
gen schon gezeigt, dass die Schmierungsbedingungen — reprasentiert durch die relative
Schmierfilmdicke — wesentlich die Reibungszahl beeinflussen. Untersuchungen von Dole-
schel [Dole] und Wimmer [Wimm] haben dariiber hinaus deutlich gemacht, dass die Uber-
tragung der an Scheiben ermittelten Reibungszahl auf die lokalen Kontaktbedingungen im
Zahnkontakt nicht funktioniert, was mit den inadaquaten Schmierungsbedingungen erklart
werden kann. Wimmer [Wimm] konnte durch qualitative Schmierfilmdickenmessungen
zeigen, dass der Schmierfilmaufbau im Zahnkontakt tatsachlich teilweise deutlich verzo-
gert erfolgt. Dies bedeutet, dass Uber einen gro3en Bereich der Eingriffsstrecke deutlich
ungunstigere Schmierungsbedingungen vorherrschen, als durch die Schmierfilmdickenbe-
rechnung vorhergesagt, wodurch sich die im Vergleich zu den Scheiben hodheren Rei-
bungszahlen erklaren lassen.

Bei den Untersuchungen von Wimmer [Wimm] wurden an einer geradverzahnten Stirnrad-
verzahnung Messungen des Ubergangswiderstands im Kontakt zwischen Ritzel und Rad
durchgefuhrt. Dieser Widerstand korreliert mit dem Schmierungszustand:

» R =0: Uberwiegend Festkorperkontakte = Grenzreibung
* 0 <R < Mischreibung
» R =0 kein Festkdrperkontakt = EHD-Reibung

Um den Widerstand zwischen Ritzel und Rad messen zu kdnnen, musste ein Zahn elekt-
risch vom Radkorper isoliert werden. Dieser ,Messzahn“ wurde per Drahterodieren aus
dem Radkodrper getrennt und anschlielRend wieder eingeklebt.
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Diese Methode hat jedoch den Nachteil, dass der ,Messzahn“ eine wesentlich geringere
Steifigkeit aufwies als die benachbarten Zahne und somit der Eingriff stark beeinflusst
wurde. Aullerdem war die Tragfahigkeit des ,Messzahns® beschrankt, was wiederum eine
Einschrankung der realisierbaren Belastung zur Folge hatte.

Bei ansonsten gleichem Messauf-

P, YR bau wurde im Rahmen dieser
M,O Arbeit die Isolierung des Mess-
thzel ‘ zahns bzw. der Messzahne ver-

(‘. / oy, S bessert [Boad]: Sowohl Ritzel als
i.=’ll Q ). auch Rad einer Standard-
‘\.\ /‘ Testverzahnung vom Typ C-PT
5\ .._/‘ wurden in der z.B. bei Kreil [Krei]
' beschriebenen Sputteranlage mit

e elektrisch isolierendem Al,O3 be-
elektrische Isolierun

(Keramik) schichtet. Dabei wurde jeder vierte
QDU2 I I QDU1

TiA 200 Zahn abgedeckt, also nicht be-

—

LR schichtet. Diese vier (am Ritzel)
Oszilloskop bzw. sechs (am Rad) nicht isolier-

o ten Zahne kadmmten miteinander
URFMQ und waren damit die ,Messzahne®,
] an denen der Widerstand im Kon-

R, =200 Q takt gemessen werden konnte.

@ Nachdem der jeweils vorherige

—— und nachfolgende Zahn isoliert

Bild 4-12: Messprinzip der lokalen waren, konnten Eingriffsbeginn
Schmierfilmdickenmessung und -ende durch einen Trocken-
lauf ohne Ol eindeutig lokalisiert
werden. Aullerdem wurde Uber einen Naherungsschalter ein Triggersignal aufgenommen,
das die Lokalisierung der Messzahne ermoglichte. Die Messung des zeitlichen Verlaufs
des Widerstands bzw. der anliegenden Spannung (Versorgungsspannung Uy = 0,20 V)
erfolgte mittels eines Osziloskops. Durch die hochfrequente Abtastung des Signals konnte
die Eingriffsstrecke ausreichend hoch aufgelost werden. Sobald die eingestellten Betriebs-
bedingungen erreicht waren, wurde das aktuelle Bild des Oszis abgespeichert und konnte
anschlie3end grafisch weiterverarbeitet werden.
Um Pressungsspitzen an den Seitenkanten zu vermeiden, wurden die Rader vom Typ C-
PT auf beiden Seiten um je 2 mm auf eine Zahnbreite von b, = 10 mm abgedreht, die
Seitenkanten anschlieBend entgratet. Die Ritzel blieben unverandert. Zur Untersuchung
des Einflusses einer Kopfricknahme auf die Schmierfilmbildung wurde eine der beiden
untersuchten Varianten mit einer linearen Kopfricknahme ausgefuhrt, deren Auslegung
auf T, = 300 Nm ausgerichtet war. Da im Rahmen der Schmierfiimdickenmessungen nur
maximale Belastungen von T; = 180 Nm realisiert wurden, war die Kopfriicknahme ,uber-
dimensioniert®, die Eingriffsstrecke demnach verkirzt.
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Tabelle 4-4 zeigt die bei den Schmierfiimdickenmessungen am ZVP untersuchten Be-
triebsbedingungen:

Einheit FVA3A
Hertzsche Pressung N/mm? 600 ... 1350
Summengeschwindigkeit m/s 1,3...6,5
Ol-Sumpftemperatur °C 40 ... 90
Rauheit Rz um 1,0
Lineare Kopfriicknahme - - C, =35 um beil; =2,9mm

Tabelle 4-4:  Versuchsparameter der Schmierfilmdickenmessungen am ZVP

Modellvorstellung zum Verlauf der Schmierfilmdicke (iber der Eingriffsstrecke

Die qualitativen Schmierfilmdickenmessungen im Zahnkontakt von Wimmer [Wimm] haben
gezeigt, dass sich der Schmierfilm erst nach einer gewissen Zeit bzw. einem gewissen
Abschnitt der Eingriffsstrecke aufbaut. Diese Erkenntnis wird als Modellvorstellung fur die
hier beschriebenen Messungen aufgenommen und durch eine tanh-Funktion mathema-
tisch angenahert (Bild 4-13). Die gezeigte Funktion f = tanh (a,b,c,d,9,) stellt dabei den
Verlauf eines Korrekturfaktors C, dar, der multipliziert mit der theoretisch errechneten
Schmierfilmdicke den tatsachlichen Verlauf Gber der Eingriffsstrecke ergibt. Die Parameter
a, b, c und d der Funktion haben folgenden Einfluss auf den Verlauf der Kurve:

= a = Starthch T 2,00
a = Starththe = f=tanh (a,b,c,d, g,
= b =Endhdhe < 180

» ¢ = Steigung der Kurve im Knickpunkt ;‘é 1,60
» d = Lage des Knickpunkts %
Es wird davon ausgegangen, dass die maxi- g )
mal erreichbare Schmierfiimdicke am Ende der £ 1.00 b-
£ 0,80 Cr
b
(4]
o
&
2

Eingriffsstrecke der theoretisch berechneten /

entspricht. Damit wird b = 1 festgelegt. Es hat 0.60 —/ .
0,40 d

0,20

.a_—//

sich daruber hinaus gezeigt, dass die Steigung
der Kurve im Knickpunkt immer ahnlich ist, sie
wird zu ¢ = 0,5 festgesetzt. Als Variablen blei-

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

ben damit die Parameter a und d, die haupt- bezogene Eingriffsstrecke g,/ g, [-]
sachlich von der Drehzahl abhangen. Sie Bild 4-13: Qualitativer Verlauf der
werden demnach als Funktion der Umfangs- Schmierfilmdicke iiber der Ein-
geschwindigkeit definiert: a, b = f (v). griffsstrecke

Im Folgenden werden an einigen reprasentativen Beispielen die gemessenen Spannungs-
verlaufe der rechnerischen minimalen Schmierfilmdicke, berechnet mit RIKOR | [Riko]
nach Schrade [Schr], gegenubergestellt. Ein Spannungswert von Uy = 0,2 V entspricht
dabei der vollstandigen Trennung der Oberflachen (= EHD-Bedingungen), ein Wert von Uy
= 0 V stellt Gberwiegenden Festkorperkontakt (= Grenzreibung) dar. Dazwischen ist von
Mischreibung auszugehen.
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Einfluss der Geschwindigkeit

Die HaupteinflussgroRe des Schmierfiimaufbaus ist die Umfangsgeschwindigkeit. Der
Verlauf der gemessenen Schmierfilmdicke Gber der Eingriffsstrecke ist in Bild 4-14 fir drei
verschiedene Umfangsgeschwindigkeiten dargestellt. Es zeigt sich deutlich, dass zum
einen — wie erwartet — der Betrag der Schmierfilmdicke ansteigt, zum anderen baut sich
der Schmierfilm bei hdheren Geschwindigkeiten auch schneller auf als bei langsamen. Bei
der niedrigsten untersuchten Geschwindigkeit v; = 1,4 m/s (Bild 4-14 oben) liegt Uber der
gesamten Eingriffsstrecke Grenzreibung vor. Die rechnerische relative Schmierfilimdicke
liegt im Bereich von A,mi» = 0,35. Die neu definierte Grenze zwischen Grenz- und Misch-
reibung 4, < 0,35 ist damit bestatigt. Bei hoherer Geschwindigkeit (v; = 3,4 m/s) liegt zu
Beginn des Eingriffs ebenfalls Grenzreibung vor, berechnet wird aber eine relative
Schmierfilmdicke von A, min = 0,4...0,6. Ab dem aulleren Einzeleingriffspunkt D’ steigt die
gemessene Schmierfilmdicke an und erreicht Mischreibungsbedingungen. Uber die Kor-
rekturfunktion C, kann die theoretische Schmierfiimdicke zu Beginn des Eingriffs auf
Grenzreibungsniveau reduziert werden (Bild 4-14 Mitte). Bei v; = 6,7 m/s (Bild 4-14 unten)
zeigt die Messung zunachst Mischreibung, bevor die Schmierfilimdicke ab dem inneren
Einzeleingriffspunkt B’ ansteigt und bei D’ EHD-Bedingungen erreicht. Der Knick im Mess-
verlauf bei D’ ist auf den Eingriff der Kopfkante des nachsten Zahns zurickzuflhren, an
der die Isolierschicht zuerst abgetragen wird. Uber die Korrekturfunktion kann die berech-
nete Schmierfilimdicke wiederum an den tatsachlichen Verlauf angepasst werden. Die
Messung bei v; = 6,7 m/s zeigt auch, dass die definierte Grenze zwischen Misch- und
EHD-Reibung A, qp = 1,0 ebenfalls bestatigt werden kann.

Einfluss der Viskositét (Oltemperatur)

Der Einfluss der Viskositat ist in Bild 4-15 gezeigt: Mit zunehmender Temperatur (= ab-
nehmender Viskositat) sinkt — wie erwartet — die gemessene Schmierfilmdicke. Die Lage
des Punktes, ab dem die Schmierfiimdicke von zunachst Grenzreibungs- zu Mischrei-
bungsbedingungen ansteigt, andert sich nicht wesentlich. Insgesamt liegt die gemessene
Schmierfilmdicke bei hoheren Temperaturen etwas hoher als berechnet. Dies kdnnte aber
auf eine dickere (evtl. isolierende) Additiv-Grenzschicht zurlckzufuhren sein, die sich
aufgrund der hoheren Reaktivitat des Additivs bei hoheren Temperaturen verstarkt ausbil-
det. Dieses Phanomen zeigte sich auch bei anderen Messpunkten mit hohen Temperatu-
ren und/oder Belastungen und bedarf noch weiterer grundlegender Untersuchungen.

Einfluss der Last

Der Einfluss der Last (Bild 4-16) ist vergleichsweise gering: Die gemessene Schmierfiimdi-
cke sinkt mit zunehmendem Drehmoment, die Lage des Knickpunkts andert sich nicht.
Insgesamt liegt die gemessene Schmierfilmdicke bei hoheren Temperaturen wieder etwas
hoher als berechnet, was evtl. mit der hohen Oltemperatur (% = 90°C) und der dabei
hdheren Reaktivitat der Additive erklart werden kann.



Versuchsergebnisse 73

0.25 A B’ C D’ E
0,20 Messung ,é : E : . EHD-Reibung
50,15 i 5 5 :
te)] [l 1 1 ]
2010 a i i i
€005 ; : : .
@ H H ! 1 Grenzreibung
= =120 : : : :
vi=1,4m/s £ Rechnung! ! ! 1 EHD-Reibung
<1,00 t * : *
Q 1 1 1 1
¢ 5080 ] i i i
= T 1 1 1 1
5 E00 : : : !
= ¥0,40 : T : :
£0,20 : e — : : : Grenzreibung -
< 1 1 1 1
[EIN0) . ™ T . T T
@ 0 5 10 15 20
Eingriffsstrecke g, [mm]
0.25 A B’ (o3 D’ E
— | Messung 2 : : ! EHD-Reibun
~A 1 1 [ g
2,020 : : : |/
50,15 : : : /f :
o 1 1 1
£ 0,10 : : : At
£ 005 i\ i I NWAA
g . N dgrm_.,u\/ S
@ H i H H Grenzreibung
- E1,20 T T T T
vi=3,4 m/s £ Rechnung? ! ! 1 EHD-Reibung
<<N1’00 1 [ 1 1
g £080 i i i i
- T 0 60 1 I -1 1
1] ’ T T— 1 1
s E | —— i :
= €040 T —— T T
£0,20 : — : : : Grenzreibung -
L 1 1 1 1
(‘D, 0 . T T * T B
0 5 10 15 20
Eingriffsstrecke g, [mm]
0.25 A B’ C D’ E
E 0‘20 Messung j‘ E L__i ,_M.oo_a.:p..a EHD-Reibung
> : : A '
50,15 \/\V/ : : // ?\\// :
g’ 0,10 E \/’/\ JABAN E E
£ 0,05 | VAR V-V, i i
& 5 i : :
@ H H H 1 Grenzreibung
= =120 : : : :
Vi 6,7 m/s £ Rechnung! : 1 i EHD-Reibung
1,00 : ————— __%_\ i
Q 1 1 1 1
g 00 : : a i
= T 1 1 1 1
5 £060 ] ] : :
= 0,40 i — ] !
'E 0,20 : : : : Grenzreibung -
L 1 1 1 1
é'; 0 T T T T
0 5 10 15 20

Eingriffsstrecke g, [mm]

Bild 4-14: Einfluss der Geschwindigkeiten auf die Schmierfiimdicke im Zahnkontakt
(C-PT ohne Ca, KS 3/ T; =35 Nm, v, =40°C)
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Einfluss einer Kopfriicknahme

Der Einfluss einer Kopfriicknahme zeigt sich zunachst in der Verschiebung der Grenzen
zwischen Einzel- und Doppeleingriffsgebiet: Da die Kopfricknahme flr KS9 (T; = 302 Nm)
ausgelegt wurde, reduziert sie bei KS3 (T; = 35 Nm) deutlich das Doppeleingriffsgebiet
(Bild 4-17), das Einzeleingriffsgebiet vergrolert sich entsprechend. Mit steigenden Belas-
tungen reduziert sich dieser Effekt (siehe Bild 4-18). Der zweite Effekt der Kopfricknahme
betrifft den Schmierfilmaufbau: Bei gleichen Betriebsbedingungen baut sich der Schmier-
film bei der Verzahnung mit Kopfricknahme (Bild 4-17 unten) deutlich schneller auf als bei
der Verzahnung ohne Kopfricknahme (Bild 4-17 oben). Die tatsachliche und die rechneri-
sche Schmierfiimdicke stimmen fur die Verzahnung mit Kopfricknahme sehr gut tberein,
eine Reduzierung Uber einen Korrekturfaktor ist demnach nicht notwendig. Dies zeigt sich
auch bei allen anderen Betriebsbedingungen (Bild 4-18).
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Bild 4-17: Einfluss einer Kopfriicknahme auf die Schmierfiimdicke im Zahnkontakt
(KS3/T1=35Nm, v = 6,7 m/s, U =40°C)
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In Ergédnzung zu dem in Bild 4-17 unten gezeigten Verlauf der Schmierfilmdicke bei KS3
(T4 =35 Nm) sind in Bild 4-18 die entsprechenden Verlaufe bei T; = 95 Nm und T; = 230
Nm gezeigt. Die bereits beobachteten Phadnomene zeigen sich hier wieder: Die Schmier-
filmdicke sinkt leicht mit zunehmender Last, die Rechnung gibt den tatsachlichen Verlauf
der Schmierfilmdicke gut wieder. Zusatzlich fallt auf, dass sich aufgrund des von Schrade
[Schr] berlcksichtigten Einflusses der Blitztemperatur ein ,bauchiger® Verlauf der Schmier-
filmdicke mit einem lokalen Maximum im Walzpunkt C ergibt. Dieser spiegelt sich — be-
sonders bei hoheren Lasten — auch in der Messung wider.
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Bild 4-18: Einfluss der Belastung auf die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt
bei Kopfriicknahme (v: = 6,7 m/s, ¢ = 40°C)

Als Ergebnis der Schmierfiimdickenmessungen lasst sich festhalten, dass eine unkorrigier-
te Geradverzahnung deutlich schlechtere Schmierungsbedingungen aufweist als nach
Theorie berechnet. Dafur verantwortlich sind der Eingriffsstold und die damit verbundenen
hdheren Beanspruchungen. Der Effekt kann durch eine entsprechende Korrekturfunktion
(siehe nachster Abschnitt) bertcksichtigt werden.
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Die zweite wesentliche Erkenntnis der Untersuchungen besteht darin, dass bei einer in
Profilrichtung modifizierten Verzahnung deutlich bessere Schmierungsbedingungen auftre-
ten und dass diese zusatzlich gut mit den theoretisch bestimmten Schmierungsbedingun-
gen ubereinstimmen. Eine Modifikation der Berechnung ist demnach fur diese Verzahnun-
gen nicht notwendig. Es wird davon ausgegangen, dass diese Erkenntnis auch fur
Schragverzahnungen und damit auch fur Kegelrad- und Hypoidverzahnungen zutrifft, die
ebenfalls keinen Eingriffssto® aufweisen. Dies sollte zukunftig im Rahmen systematischer
Untersuchungen noch experimentell verifiziert werden.

Berechnungsansatz fiir die Schmierfilmdicke im Zahnkontakt

Die Messungen der Schmierfilmdicke im Zahnkontakt haben gezeigt, dass sich der
Schmierfilm bei einer unkorrigierten Geradverzahnung erst ab einer von der Umfangsge-
schwindigkeit abhangigen Strecke vollstandig aufbaut. Basierend auf dieser Erkenntnis
wird mit einer tanh-Funktion ein Korrekturfaktor C, eingeflhrt, der den tatsachlichen Ver-
lauf der Schmierfilmdicke Uber der Eingriffsstrecke gut abbildet. Die Parameter a, b, ¢ und
d der Funktion werden dabei qualitativ aus den Messungen abgeleitet. Fur alle in Profil-
richtung korrigierten und/oder schragverzahnten Verzahnungen, also auch die meisten
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen, wird C; = 1,0 gesetzt.

hy =C; -Cy - hg (76)
0,22 ,' 77

hmin = C/1 'SGF ’hmin (77)
mit

a+b b-a
C, = > + > -tanh|c - (x — d)] fiir unkorrigierte Geradverzahnungen
a= 1,15/v>®<1,0
b=1,0
c=0,5
d=1,0-0,070-v>0 (78)
X=0y/ g

C, =10 fur Scheiben sowie korrigierte Geradverzahnungen, Schragverzahnungen

und Kegelrad- und Hypoidverzahnungen

ho [um] integrale Schmierfilmdicke Cn [[]  thermischer Korrekturfaktor nach
h’ [um]  Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin [Ertl, Murch/Wilson [MuWi]

Grub] Scr [-] Gleitfaktor nach Schrade [Schr]
Rumin [um]  minimale Schmierfilmdicke C, [-] Korrekturfaktor fir unkorrigierte
W omin [um]  Schmierfilmdicke nach Dowson/Higginson Geradverzahnungen

[DoHi] ab,c,d [-] Parameter des Korrekturfaktors C;

In Bild 4-19 sind der Verlauf der Parameter a und d in Abhangigkeit von der Umfangsge-
schwindigkeit v; sowie der sich damit ergebende Verlauf des Korrekturfaktors C, fur die
untersuchten Umfangsgeschwindigkeiten gezeigt:
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Bild 4-19: Verlauf der Parameter a und d in Abhéngigkeit der Umfangsgeschwindigkeit
(links) und Korrekturfaktor C, tiber der Eingriffsstrecke (rechts)
41.7 Ansatz zur Berechnung der lokalen Reibungszahl

Erkenntnisse aus den Grundlagenuntersuchungen

Die am ZSP gemessenen Reibungszahlen stimmen mit den Erkenntnissen aus fru-
heren Untersuchungen gut Uberein. Wesentliche Erkenntnis aus den Untersuchun-
gen ist die Abhangigkeit der Reibungszahl von der Rauheitsstruktur und ihrer Orien-
tierung: Die Reibungszahl steigt mit zunehmendem Schlupf und zunehmender
Pressung, sinkt mit groler werdenden Summengeschwindigkeiten und relativen
Schmierfiimdicken. Des Weiteren weisen Scheiben mit nicht zur Beruhrlinie paralle-
ler Schleifstruktur hohere Reibungszahlen auf als quer geschliffene, wobei gekreuz-
te Strukturen wiederum schlechter sind als parallele.

Die am 3SP gemessenen Reibungszahlen stimmen qualitativ und quantitativ gut mit
den Ergebnissen der Zwei-Scheiben-Prufstande Uberein. Als wesentliche Erkennt-
nis aus den Untersuchungen am 3SP ergibt sich, dass der Einfluss des Schwenk-
winkels und damit der Schragstellung der Berlhrlinie zu den Oberflachengeschwin-
digkeiten Uber die vektorielle Schlupfdefinition (Gleit-Walz-Verhaltnis) berlcksichtigt
werden kann. Weiter konnte gezeigt werden, dass die Reibungszahl auch bei sehr
hohen Schlupfwerten, wie sie am 3SP realisiert werden konnten und insbesondere
an Hypoidverzahnungen auftreten, nur leicht ansteigt.

Die am ZSP gemessenen Schmierfiimdicken zeigen wie die gemessenen Rei-
bungszahlen eine Abhangigkeit von der Rauheitsstruktur und ihrer Orientierung: Die
(integrale) Schmierfilmdicke quer geschliffener Scheiben ist unabhangig von der
absoluten Rauheit, sie lasst sich sehr gut mit dem Ansatz nach Ertl/Grubin [Ertl,
Grub] modifiziert nach Murch/Wilson [MuWi] berechnen. Die Schmierfilimdicken
langs geschliffener Scheiben sinken exponentiell mit der gemittelten Rautiefe Rz.
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= Die lokalen Schmierfiimdickenmessungen im Zahnkontakt haben gezeigt, dass sich
der Schmierfilm durch den Eingriffssto® bei unkorrigierten Verzahnungen in Abhan-
gigkeit der Betriebsbedingungen unterschiedlich schnell aufbaut. Insbesondere die
Summengeschwindigkeit beeinflusst den Schmierfilmaufbau wesentlich. Der Zu-
sammenhang Schmierfilmaufbau / Betriebsbedingungen lasst sich Uber eine aus
den Untersuchungen abgeleitete Korrekturfunktion gut abbilden. Bei korrigierten
Verzahnungen (z.B. Kopfricknahme) scheint der Schmierfilmaufbau am Eingriffs-
beginn bei ausreichend dimensionierter Profilkorrektur nicht gestort. Eine Korrektur-
funktion fur solche Verzahnungen ist demnach nicht notwendig.

Reibungszahlansatz

Die aus den Grundlagenuntersuchungen gewonnenen Erkenntnisse zur lokalen Schmier-
filmdicke und Reibungszahl sollen in einem allgemein gultigen Reibungszahlansatz fir
geschmierte Walzkontakte zusammengefasst werden. Zunachst wird ein allgemeiner Po-
tenzansatz aufgestellt, der die maligeblichen EinflussgroRen Pressung py, Summenge-
schwindigkeit senkrecht zur BerlUhrlinie vser Gleit-Walz-Verhaltnis s, und relative
Schmierfilmdicke A, sowie Einflussfaktoren zur Berlcksichtigung der Schmierstoffeigen-
schaften C, und der Rauheitsstruktur und -orientierung Cgrs. Der Schmierungszustand im
Zahnkontakt wird bei der Berechnung der relativen Schmierfilmdicke tber den Korrektur-
faktor C, bertcksichtigt.

1=F(Pr,V5,55,22,C1,CL,Crs ) =C1-(Pr)* - Vsen )’ -(s4)” -(C; - 2,)° -CL -Crs (79)

[<]  Reibungszahl

c — Konstante
PH [N/mmz] Hertzsche Pressung 0{1’3 P 5{_} Exponenten
Vsver  [M/s]  Summengeschwindigkeit senkrecht C’ o []  Schmierstofffaktor
. P L —_
s [ é:(;ilta-sl\r/;?zr[l\?:aerhéltnis Crs [-]1 Rauheitsstrukturfaktor
x [ C, [<]  Schmierfilmdickenfaktor

Ay relative Schmierfilmdicke

Zunachst werden die Konstante und die Exponenten des Ansatzes anhand einer Regres-
sionsrechnung mit dem Statistikprogramm SPSS [SPSS] fur die an quer geschliffenen
Scheiben mit FVA3A gemessenen Reibungszahlen ermittelt. Die Korrekturfaktoren C;, Cgs
und C, werden dabei definitionsgemald zu 1 gesetzt. Der so gewonnene Ansatz wird auf
die langs geschliffenen und kreuzgeschliffenen Scheiben angewandt. Die sich ergebenden
Abweichungen werden durch den Rauheitsstrukturfaktor ausgeglichen, der in Abhangigkeit
des Winkels zwischen Berlhrlinie und Schleifstruktur o definiert wird (Randbedingung:
CRs =1beiw= OO)Z

Cgrs =f(®)=1+(cy - sinw)® (80)

Crs
C2

Rauheitsstrukturfaktor w [°1  Winkel der Bertihrlinie zur Schleifstruktur
Konstante £ [-] Exponent

-]
-]
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Uber den Vergleich der an den quer geschliffenen Scheiben gemessenen Reibungszahlen
fur die beiden verwendeten Ole wird fir die Versuche mit SAF-XO100 ein Schmierstofffak-
tor abgeleitet, der den Vergleich der verschiedenen Versuchsreihen erlaubt. Um das Rei-
bungsverhalten der Schmierstoffe bei unterschiedlichen Schmierungsbedingungen zu
berlcksichtigen wird dieser Schmierstofffaktor in Abhangigkeit der relativen Schmierfilmdi-
cke definiert:

C,(SAF — XO100)=f(1)=cq - A2 (81)

C.
C3

relative Schmierfilmdicke

Schmierstofffaktor Az
Exponent

[-] [
[[] Konstante ]

Damit ergibt sich fur die Reibungszahlen im Scheibenkontakt folgender Zusammenhang:

=0,024-(pp )21 - (v syt ) 020 - (54)%%° - (2,) %0 -, - CRs

mit (82)
C_(FVA3A)=10
CL(SAF - XO100) = 0,40-(2,) % (83)
Cgrs =1+(0,30 - sin w)*

e = 2,0 fur parallele Strukturen (84)

e = 0,5 fir gekreuzte Strukturen

u [<]1  Reibungszahl

[N/mmz] Hertzsche Pressun Az [(]  relative Schmierfilmdicke
P ung w [°]  Winkel der Berihrlinie zur Schleifstruktur
Vsver [M/s] Summengeschwindigkeit senkrecht C []  Schmierstofffaktor
. P L -
zur Berthriinie Crs [-] Rauheitsstrukturfaktor

Sy [(1]  Gleit-Walz-Verhaltnis

Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Scheiben

Bild 4-20 zeigt fUr die beiden Versuchsodle die Gegenulberstellungen der nach dem neuen
Ansatz berechneten mit den gemessenen Reibungszahlen fur die quer und langs geschilif-
fenen sowie die kreuzgeschliffenen Scheiben. Die Mittelwerte @ (uper /1igem) dieser Schei-
benvarianten liegen zwischen 0,76 und 1,07 bei Standardabweichungen von o = 18,0%
bis 33,8%. Die Nachrechnung der im Drei-Scheiben-Prifstand gemessenen Reibungszah-
len mit dem neuen Reibungszahlansatz (siehe Bild 4-21) bringt ebenfalls sehr gute Uber-
einstimmungen (Mittelwert @(uper/ tigem) = 1,00 bei Standardabweichungen o= 10,3%). Die
Anwendung des beschriebenen Reibungszahlansatzes auf die Scheibenversuche ergibt
demnach eine gute Ubereinstimmung von Rechnung und Messung:
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Bild 4-20: Vergleich der nach dem neuen Ansatz berechneten mit den gemessenen
Reibungszahlen im Scheibenkontakt (2SP)
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Der Vergleich aller im ZSP und 3SP untersuchten Reibungszahlen mit der Nachrechnung
ergibt das in Bild 4-21 oben gezeigte Ergebnis. Der Gesamtmittelwert liegt bei D (uper/tigem)
= 0,98 bei einer Standardabweichung o = 29,4%. Im Vergleich zur Anwendung der beiden
bestehenden Ansatze nach Schlenk (Mittelwert @(uper /tigem) = 0,80 bei Standardabwei-
chung o = 53,9%) und Wech (Mittelwert @ (uper/tigem) = 0,62 bei Standardabweichung o =
46,4%) bringt der neue Ansatz eine deutlich verbesserte Genauigkeit. Insbesondere die
Berucksichtigung des Schlupfs (Einfluss bei Schlenk gar nicht bertcksichtigt, bei Wech zu
stark gewichtet) und die Abhangigkeit von der relativen Schmierfilmdicke (bei den anderen
Ansatzen nur indirekt berlcksichtigt) bedingt die Verbesserung der Reibungszahlberech-

nung.
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Bild 4-21:

Messung pger [

0,00 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10
Messung e [-

Gesamtvergleich der nach dem neuen Ansatz berechneten und gemesse-
nen Reibungszahlen im Scheibenkontakt (ZSP und 3SP)
oben: neuer Reibungszahlansatz
unten links: Ansatz Schlenk [Schl], unten rechts: Ansatz Wech [Wech]
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Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Stirnréder

Bei den qualitativen Schmierfilmdickenmessungen am FZG-Wirkungsgradprifstand [Dole]
wurden parallel auch die auftretenden Verlustleistungen gemessen, sodass sowohl fir die
unkorrigierte als auch die korrigierte Verzahnung vom Typ C-PT Messwerte zum Verlust-
verhalten zur Verfligung standen. Bei der Ermittlung der Reibungszahlen aus den gemes-
senen Verlustleistungen wurde dabei jeweils der mit RIKOR | [Riko] ermittelte lokalgeo-
metrische Verlustfaktor Hy, nach Wimmer [Wimm] herangezogen. Die so ermittelten Rei-
bungszahlen werden zur Validierung des neuen Reibungszahlansatzes verwendet:

Die Anwendung des Reibungszahlansatzes auf die Versuche mit der unkorrigierten C-
Verzahnung ergibt den in Bild 4-22 oben exemplarisch gezeigten Verlauf Gber der Ein-
griffsstrecke. In Bild 4-22 unten ist der entsprechende Verlauf fur die Verzahnung C-PT mit
Kopfricknahme dargestellt:

0,12
0,10
0,08

0,06 mit C,
0,04 —<

0,02 ohne C, \\ /
0 T v T T T

0 5 10 15 20
Eingriffsstrecke g, [mm]

Cc

ohne Ca

Reibungszahl y,, [-]

m

0,12
0,10
0,08
0,06
0,04

0,02 \V‘

0 - T T T T

0 5 10 15 20
Eingriffsstrecke g, [mm]

Bild 4-22: Einfluss der Geschwindigkeit auf die Reibungszahl im Zahnkontakt
(KS3/ Ty =35Nm, vi = 3,4 m/s, ¥y =90°C)

mit Ca

e CELEET T T e T I

Reibungszahl . [-]
TR R PR Y Y TR m

Die Reibungszahl weist am Eingriffsbeginn ihr Maximum auf, erreicht im Walzpunkt C den
Wert 0 (Gleitgeschwindigkeit = Schlupf = 0), um dann im Ausgriff ein konstantes Niveau zu
erreichen. Das Maximum am Eingriffsbeginn ist zum einen auf die dort im Vergleich zur
restlichen Eingriffsstrecke hoheren Pressung, zum anderen auf die niedrigere Summenge-
schwindigkeit zurtckzufuhren. Des Weiteren wirkt sich dort — jedoch nur bei hoheren
Drehzahlen — der Schmierfilmdickenfaktor C; aus. Da dieser ab einem von der Umfangs-
geschwindigkeit abhangenden Punkt der Eingriffsstrecke den Wert 1 annimmt, sind die
beiden Kurven ,mit C,“ und ,ohne C,“ ab dort deckungsgleich.
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Der Reibungszahlverlauf der Verzahnung mit Kopfriicknahme (Bild 4-22 unten) ist qualita-
tiv dem ohne Kopfricknahme ahnlich, quantitativ ergeben sich aufgrund der hoheren loka-
len Pressung etwas hohere Reibungszahlen. Die hohere Pressung resultiert aus der ver-
kiirzten Eingriffsstrecke: Im gezeigten Fall (KS3 / T; = 35 Nm) geht die Uberdeckung ge-
gen 1, das Doppeleingriffsgebiet ist nahezu nicht existent. Mit steigender Last nahert sich
die Auspragung des Eingriffs jedoch derjenigen der unkorrigierten Verzahnung an, die
Unterschiede bei den Reibungszahlen werden kleiner.

Der Vergleich der berechneten, Uber der Eingriffsstrecke integrierten mit den gemessenen,
mittleren Reibungszahlen ergibt die in Bild 4-23 dargestellten Ergebnisse:

0,10

0,10

0.09 | FVA3A 0.09 L|FVA3A
’ C-PT ohne Ca ’ C-PT mit Ca
0,08 {Rz=1,0 ym 0,08 HRz=1,0 ym
= 0,07 §2=077/0=158% — 0,07 {@=073/0=163%
20,06 . 20,06
.
£ 0,05 N {f’/e £ 0,05
£ 0,04 L O £ 0,04
8 0,03 - . % $ 003
¢ v ¢ v
0,02 0,02
0,01 0,01
0,00 T T T T 0,00 T T T T
0,00 0,02 004 006 008 0,10 0,00 0,02 0,04 006 008 0,10
Messung Hger [-] Messung Hger [-]
Bild 4-23: Vergleich der nach dem neuen Ansatz berechneten und gemessenen

Reibungszahlen im Stirnradkontakt
links: C-PT ohne Ca, rechts: C-PT mit Ca

Sowohl fur die unkorrigierte als auch fir die korrigierte Verzahnung ergeben sich im
Durchschnitt 25% zu niedrige Reibungszahlen. Daraus kann geschlossen werden, dass
der an Scheiben ermittelte Reibungszahlansatz trotz Berucksichtigung der stirnradspezifi-
schen Schmierungsbedingungen nicht alle Einflisse abdeckt. Weiterer Forschungsbedarf
hinsichtlich der Verzahnungsreibungszahl ist daher weiterhin gegeben. Die Lucke zwi-
schen der Scheiben- und der Verzahnungsreibungszahl wird (bis auf weiteres) Uber eine
Anpassung der Konstanten von c¢; = 0,024 auf ¢; = 0,032 geschlossen. Damit ergibt sich
eine sehr gute Ubereinstimmung von Rechnung und Messung (Mittelwert @(uper /tigem) =
1,0 bei Standardabweichung o= 21,4%).

Hioc = 0’032 ’ (pH )0’10 ’ (VZVert )_020 ’ (Sx )0’05 ’ (C/l ’ /12 )_0’10 ’ CL ’ CRS (85)

Schmierfilmdickenfaktor
fur unkorrigierte Verzahnungen
oY [[] relative Schmierfilmdicke
S”rr%mf..”r?r‘ﬁz?hw'”d'gke“ senkrecht o [1  Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345
g::hlue fu inie [1  Rauheitsstrukturfaktor mit w = Bg

P (Bs = Neigungswinkel der Ber{ihrlinie)

Hioc [-] lokale Reibungszahl
Py [N/mm2] Hertzsche Pressung
Vsvert [m/S]

Sx [']
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Anwendung des neuen Reibungszahlansatzes auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen
Die Uberprifung der Anwendbarkeit des neuen Reibungszahlansatzes fiir Stirnrader (sie-
he Gleichung (85)) auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen erfolgt anhand der von Wech
[Wech] durchgefuhrten Untersuchungen zum Verzahnungswirkungsgrad dieser Verzah-
nungen, wobei insbesondere der Einfluss der Achsversetzung im Fokus steht. Da von
[Wech] nur Angaben zu den Wirkungsgraden veroffentlicht wurden, also keine konkreten
Werte zu den gemessenen Verlustleistungen zur Verfigung stehen, muss der Vergleich
indirekt erfolgen: Mithilfe der von [Wech] in seinen experimentellen Untersuchungen ver-
wendeten Prifverzahnungen A0, A6, A12 und A22 wird die nach seinem Ansatz berech-
nete Verlustleistung Pvze wecn (Siehe Anhang C) mit der mit dem neuen Reibungszahlan-
satz lokal berechneten und Uber den Eingriff integrierten Verlustleistung Pyvzp; verglichen.
Diese bestimmt sich nach Wimmer [Wimm] in Abhangigkeit von der lokalen Reibungszahl
ui, der lokalen Normalkraft Fy; sowie der lokalen Gleitgeschwindigkeit vy ;:

Pyzp,i (x,y)= Hi (X:Y)'FN,/' (X,Y)'Vg,i (x.y) (86)
b E 1 b E

Pize= [ JPuzpilxy)dxdy =— [ [ui(xy)fyi(xy)vgi(x,y)dxdy (87)
y=0 x=A Pet y=0 x=A

Pyze  [kW] Verzahnungsverlustleistung Vg [m/s] Gleitgeschwindigkeit

Y7 [[] lokale Reibungszahl b [mm] Zahnbreite

Fy [N]  Normalkraft Pet []  Eingriffteilung

fn [N/mm] Linienlast X,y [mm] Koordinaten im Eingriffsfeld

Der Vergleich der so berechneten mittleren Verzahnungsverlustleistungen Pyzp; mit den
nach [Wech] berechneten ergibt die in Bild 4-24 dargestellten Ergebnisse: Im Durchschnitt
ergeben sich mit dem neuen Ansatz fur die

2,00 Priifverzahnungen von [Wech] knapp 10%
||Verzahnungen Wech . g . . .
450 7 ce e zu niedrige Verlustleistungen. Auch in die-
= 4,00 |g=092/0=130%|"° @ : sem Fall gilt, dass die kegelradspezifischen
3 o
£ 3,50 /4 ° Einflisse bei der Berechnung der lokalen
f 3,00 ;.ff‘ = Reibungszahl nicht ausreichend genau
T 2,50 K;g},‘ abgedeckt sind. Weiterer Forschungsbedarf
-3 2,00 A_ hinsichtlich der Verzahnungsreibungszahl
% 1,50 bei Kegelradern ist daher gegeben. Um den
2 1,00 :22 Unterschied auszugleichen wird die Kon-
2 0,50 43 o A12 stante der Reibungszahlgleichung fir Ke-
e o A22 . _
0,00 # : : : : gelrad- und Hypoidverzahnungen von c¢; =
0,00 1,00 2,00 3,00 4,00 5,00 0,032 auf cs = 0,036 korrigiert. Damit ergibt
Verlustleistung P yzpwech [KW] sich eine gute Ubereinstimmung von Rech-

Bild 4-24: Vergleich der nach dem neuen nung und Messung (Mittelwert @(ued tigem)

Ansatz und der nach [Wech] = 1,0 bei Standardabweichung o= 14,0%).
berechneten Verlustleistung
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4.2 Reibungsverhalten der Versuchsschmierstoffe
(FZG-Wirkungsgradtest)

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

200 Die Schmierstoffverlustfaktoren stellen das

180 [Referenz: FVA3A | __itﬁ gemessene Verlustmoment des untersuchten
= 1,60 - XLG| Ols in Relation zum Referenzol FVA3A dar und
;_1 1,40 geben damit das Reibungsverhalten bei den
§ 1,20 Betriebsbedingungen Leerlauf, EHD- und
§ 1,00 —===—ar Grenzreibung an. Die Verlustfaktoren fur EHD-
ug 0,80 und Grenzreibung kénnen z.B. bei der Rei-
2 060 bungszahlberechnung als Schmierstofffaktoren
> 040 C. eingesetzt werden.

8’28 Bild 4-25 zeigt die Schmierstoffverlustfaktoren

des fur die Fressuntersuchungen speziell ge-
mischten Versuchsols FVA3+1%A in Relation
] ] zum Standard-Referenzol FVA3A. Die Faktoren

Bild 4-25: Schmierstoffverlustfaktoren , . ; .
fiir den verwendeten Ver- zeigen an, dass sich das Versuchsol bei allen

suchsschmierstoff FVA3+1%A  Betriebsbedingungen nicht signifikant vom
Referenzol unterscheidet.

30,0 50,0 70,0 90,0 110,0 130,0
Oltemperatur 9, [°C]

Das bei den Reibungszahlmessungen im Zwei-Scheiben-Prifstand verwendete SAF-
X0O100 wurde ebenfalls im FZG-Wirkungsgradtest [Dole] untersucht und wies das folgen-
de Reibungsverhalten auf (Bild 4-26):

Das Verlustverhalten bei Leerlauf ist trotz leicht ?’28 [Referenz: FVA3A | - - XLO
hoherer Viskositat etwas besser (X;p < 1), wo- - 1:60 " _itlc_;
bei der Unterscheid zum Referenzol FVASA x . o

nicht signifikant ist. Die Verluste bei EHD- % 1’20

Reibungsbedingungen liegen deutlich unterhalb g 1:00 _______
FVA3A im fir PAOs typischen Bereich von X, E 080 | ——— ___

=0,7 ... 0,8. Sie sinken mit zunehmender Tem- é 0,60 T R ——
peratur (abnehmender Schmierfilmdicke) und =2 0,40

nahern sich dem Grenzreibungsverlustfaktor, 0,20

der bei ca. X.c = 0,7 liegt. Insgesamt ist das 0,00 w ; ; ;

30,0 50,0 70,0 90,0 110,0 130,0

Reibungsverhalten damit deutlich gunstiger,
Oltemperatur 9¢, [°C]

wobei diese im Zahnkontakt ermittelten Unter-
schiede nicht so groB sind wie die im Schei- Bild 4-26: Schmierstoffverlustfaktoren
fiir den verwendeten Ver-

benkontakt ermittelten. suchsschmierstoff SAF-XO100
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In Bild 4-27 sind die gemessenen Schmierstoff-Verlustfaktoren fur die drei beim Fresstest-
vergleich verwendeten Praxisschmierstoffe gezeigt:

EHD-Verlustfaktor X  [-]

2,00
1,80
1,60
1,40
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= —
- . T —
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S —

-
—_—

Leerlauf-Verlustfaktor X | ¢ [-]

0,20

0,00 ‘ ‘ ‘

30,0 50,0 70,0 90,0

110,0 130,0

Oltemperatur d¢, [°C]

2,00 T 2,00
180 [Referenz: FVA3A| |- - - Fuchs Titan 2 180 [Referenz: FVA3A| |- - - Fuchs Titan
’ — — SAF-X0150] ><" ’ — —SAF-X0150]
1,60 — - Shell Spirax | = 1,60 — - Shell Spirax |
1,40 X 140
£
1,20 @ 1,20
1,00 —_— s 1,00 = —
S U T T
080 +—=——ce » 0,80 -
R Rl SR o S ——
0.60 S 060 -
0,40 8 040
0,20 g 0,20
0,00 ‘ ‘ ‘ ‘ G 0,00 ‘ ‘ ‘ ‘
30,0 50,0 70,0 90,0 110,0 130,0 30,0 50,0 70,0 90,0 110,0 130,0

Oltemperatur 9, [°C]

Oltemperatur 94, [°C]

Bild 4-27: Schmierstoffverlustfaktoren fiir die beim Fresstestvergleich verwendeten

Praxisschmierstoffe

Die Leerlaufverluste der drei Ole ordnen sich entsprechend der Viskositaten: Das Fuchs
Titan mit ahnlicher Viskositat wie das Referenzdl FVA3A liegt im Bereich X o = 1 und weist
damit ein ahnliches Verlustverhalten auf wie FVA3A. Die anderen beiden Ole mit héherer
Viskositat liegen dartber. Der EHD-Verlustfaktor zeigt den Einfluss des Grunddls: Das
Shell Spirax als ,echtes” Mineraldl zeigt mit X;; = 1 ein ahnliches Verlustverhalten wie das
ebenfalls mineraldlbasierte FVA3A. Das SAF-XO150 liegt als PAO deutlich unter dem
Referenzdl im typischen Bereich X, = 0,7 ... 0,8. Das Fuchs Titan ist ein teilsynthetisches
Ol und deswegen bzgl. des Reibungsverhaltens eher mit PAOs als mit Mineraldlen zu
vergleichen. Es liegt ebenfalls im Bereich X, = 0,7 ... 0,8.
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Das Grenzreibungs-Verlustverhalten ist hauptsachlich von der Additivierung gepragt: Das
wie FVA3A mit Anglamol 99 additivierte Shell Spirax weist ein sehr ahnliches Verlustver-
halten bei Grenzreibungsbedingungen auf (X.¢ = 1). Die beiden anderen Ole liegen etwas
(Fuchs Titan) bzw. deutlich unter (SAF-XO150) dem Referenzdl und weisen damit in die-
sem Bereich ein besseres Verlustverhalten auf.

4.3 Fresstragfahigkeit der Versuchsschmierstoffe

Mit den drei in 3.3 vorgestellten Praxisschmierstoffe Fuchs Titan, Shell Spirax und SAF-
XO wurden die verschiedenen fiir API-GL4- und API-GL5-Ole zur Verfiigung stehenden
Standard-Fresstests durchgefuhrt und damit untersucht, ob die Ergebnisse dieser Tests
vergleichbar sind. Die Tests waren die Stirnrad-Tests A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2], S-
A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] und der Hypoid-Test A mod [Hypo]. Mit den Vergleichs-
tests sollte gleichzeitig geklart werden, ob die an Stirnradern ermittelte Fresstragfahigkeit
eines Schmierstoffs (Grenztemperatur ¥s) auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen Uber-
tragen werden kann. Dazu werden alle drei Schmierstoffe im FZG-Hypoid-Fresstest A mod
untersucht, die beiden GL5-Ole zusatzlich im Sprungtest S-A10/16,6R/90, das GL4-Ol
zusatzlich im Stufentest A10/16,6R/90.

Ein GL4-Ol fallt im Stufentest A10/16,6R/90 [F243-1, F243-2] typischerweise in einer
Kraftstufe gréRer 10 (T4r > 372,6 Nm) aus, im Sprungtest S-A10/16,6R/90 [F243-1, F243-
2] bei einer Kraftstufe hoher als 8 (7,7 > 239,3 Nm). Als GL5 wird ein Schmierstoff be-
zeichnet, der den Sprungtest in der 9. Kraftstufe (777 = 302,0 Nm) ohne Fresser durchlauft
und erst in der 10. oder einer héheren Kraftstufe (7,7 > 372,6 Nm) ausfallt. Der Hypoid-
Oltest A mod [Hypo] klassifiziert einen Schmierstoff als GL5-Ol, wenn dieser den Test
einschlieBlich der 11. Laststufe (77w = 682 Nm) schadensfrei durchlauft. Die genaue
Schadenslaststufe fur einen GL4-Schmierstoff ist nicht definiert, es ist jedoch auf jeden
Fall wahrend des Versuchslaufs mit einem Schaden zu rechnen.

16 O 1000
[ A10/16,6R/90 = DA10/16,6R/%0
14 | B S-A10/16,6R/90 = 900 1| s A10/16.6R/90
— i =2 . ’
'i' 1 W Hypoid-Fresstest & 800 -1 m Hypoid-Fresstest
g m z 700
- [a]
210 2 = 600 & <
< s % ® 500 ? o
) < = p < <
A o 3 » oo
s 6 & 400 @ 2
g, ® 300 <5
& 5 200
2 S 100
2
0 - o 0 -
SAF-XO150 Fuchs Titan Shell Spirax SAF-X0150 Fuchs Titan Shell Spirax

Bild 4-28: Ergebnisse der vergleichenden Fresstests
Schadenskraftstufen (links), Grenztemperaturen nach DIN 3991 [XXX] (rechts)
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Das Fuchs Titan fallt wie erwartet im Stufentest bei einer Kraftstufe KS > 10 aus, im
Sprungtest dagegen schon bei KS8. Das Shell Spirax und das SAF-XO150 durchlaufen
den Sprungtest jeweils mit einem PASS in KS12 (Bild 4-28 links). Dieses Ergebnis wird im
Hypoid-Fresstest bestatigt: Wie erwartet durchlaufen die GL5-Schmierstoffe den Test
schadensfrei, das GL4 fallt in LS8 mit einem Fressschaden aus. Da der Hypoid-Fresstest
nur GL4 und GL5 unterscheidet, dartiber aber nicht weiter differenziert, werden die beiden
GL5-Ole furr den Vergleich der Testverfahren als PASS 9 gewertet.

Die Auswertung der Versuchsergebnisse erfolgt anhand der in der DIN 3991 angegebenen
Grenztemperatur fur den Standardtest A/8,3/90 [D391] bzw. nach FVA 243 [F243-1, F243-
2] fur die verscharften Fresstests unter Berucksichtung der Schmierstofffaktoren aus dem
Wirkungsgradtest (X, = X, aus 4.2). Fur den Hypoid-Fresstest wird in Analogie zu den
Stirnrad-Fresstests eine Naherungsgleichung auf Basis der DIN 3991 [D391] aufgestellt
(Bild 4-29), die plausible Annahmen zur Ol- und Massentemperatur (basierend auf den
Messungen siehe 4.4) sowie zur Rauheit (Rz = 5,0 ym, Ra = 0,8 ym) und zur relativen
Tragbildbreite (bey /b2 = 0,85 ... 1,0) enthalt. Uber den Gefligefaktor X,y = 1,25 wird be-
rucksichtigt, dass die Tellerrader im Hypoid-Fresstest phosphatiert sind, was sich positiv
auf den Einlauf und damit auf die Fresstragfahigkeit auswirkt. AuRerdem wird der Treib-
richtungsfaktor beruhend auf den Erkenntnissen aus den experimentellen Untersuchungen
dieser Arbeit (siehe 4.5.6) trotz treibendem Rad zu Xq = 1,0 gesetzt.
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Schadenskraftstufe [-] Schadenskraftstufe [-]
Naherungsgleichungen fur die Grenztemperatur s (Anwendung nach DIN 3991):
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Hypoid-Fresstest s py =90+02- X, -Ty7 +15- Xy - (3.0 X, -T27,)

Bild 4-29: Abhé&ngigkeit der Grenztemperatur s (DIN 3991) von der Schadenskraftstufe
bzw. dem Test-Drehmoment flir die verschiedenen untersuchten Fresstests
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Die Auswertung fur die drei Praxisschmierstoffe ist in Bild 4-28 (rechts) gezeigt. Da die
beiden GL5-Ole nicht differenziert werden konnten, wurden sie mit PASS KS9 (S-
A10/16,6R/90) bzw. PASS LS11 (Hypoid-Fresstest) gewertet. Es ergibt sich damit fur alle
Praxisschmierstoffe eine sehr gute Ubereinstimmung der ermittelten Grenztemperaturen
nach DIN 3991 [D391]. Insgesamt zeigt der Vergleich damit eine gute Ubertragbarkeit der
verschiedenen Fresstests sowie die Anwendbarkeit der in einem Stirnrad-Fresstest ermit-
telten Grenztemperatur auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen.

FiUr die Versuchsole FVA3 und FVA3+1%A wurden ebenfalls Standard-Fresstests durch-
gefuhrt, um die fur Auswertung der Kegelrad- und Hypoidversuche notwendige Tragfahig-
keit der Ole zu ermitteln. Das unadditivierte FVA3 fiel im Test A/8,3/90 in Kraftstufe 8 bis 9
aus, das mit 1% Anglamol 99 additivierte FVA3 in Kraftstufe 14. Fur FVA3+1%A wurde
auch der verscharfte Test A10/16,6R/90 durchgefuhrt. Es kam zu einem Ausfall in Kraft-
stufe 10.

Um den Einfluss der Kontakttemperatur auf die Grenztemperatur Uber die Konstanten
Crhrvas und Crprvas+1%a Nach Schlenk [Schi] bertcksichtigen zu kdnnen, wurden zusatz-
lich noch Fresstests bei einer erhdhten Oltemperatur von 9¢ = 140°C durchgefiihrt. Dabei
ergab sich fur das unadditivierte FVA 3 im A/8,3/140 ebenfalls eine Schadenslaststufe 8,
fur FVA3+1%A im A10/16,6R/140 eine Schadenslaststufe 11. In beiden Fallen flhrte die
héhere Oltemperatur zu einer verstarkten Reaktivitat der Additive bzw. der ,additiv wirken-
den” Bestandteile des Grunddls und damit zu einer hoheren Fresstragfahigkeit. Fur die
Konstanten Crhryas und Crhrvas+1%a Nach Schlenk [Schl] ergeben sich damit die Werte
Crnrvas = 100 K und Crh pyvas+1%a = 215 K.

16 o
0 A/8,3/90 e, 1000 O A/8,3/90
14 4 =AB83/1140 = 900 1 gam3/140
T B A10/16,6R/90 § 800 | WA10/16,6R/90
2 B A10/16,6R/140 = 700 | BA10/166R/140
© =
g 8 = ~ 500
(7] — =
§ 6 - 5 400
_— ()
% 4 — g' 30 —
@ = g W =
2 - e 100 &=
— o &=
0 E— 0) 0 — T
FVA3 FVA3+1%A FVA3 FVA3+1%A

Bild 4-30: Ergebnisse des Fresstest-Vergleichs
Schadenskraftstufen (links), Grenztemperaturen (rechts)
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Aufgrund unerwartet hoher Tragfahigkeiten der Kegelrad-Prufverzahnungen mit dem
unaddivierten FVA3 wurde nach einem Test ohne Schaden eine Olprobe aus dem Kegel-
radprufstand entnommen. Mit dieser wurde ein Standard-Fresstest A/8,3/90 durchgefuhrt.
Die Olprobe durchlief den Test ohne Ausfall bis KS 14. Die aus dem Einlauf mit
FVA3+4%A resultierenden Additivreste, die sich nach dem Einlauf z.B. noch im Ritzeltopf
befanden, fuhrten demnach zu einer deutlichen Tragfahigkeitssteigerung, die bei der Ver-
suchsauswertung bertcksichtigt werden muss. Auch fur das Versuchsol FVA3+1%A wur-
de ein entsprechender Wiederholungstest (A10/16,6R/90) mit einer Gebrauchtdlprobe
durchgefuhrt. Das Ergebnis dieses Tests war eine Steigerung der Schadenskraftstufe auf
KS11, was im Rahmen der Wiederholbarkeit des Tests liegt. Damit sind die Auswirkungen
der ,Kontamination“ bei diesem Ol nicht so gravierend wie bei dem urspriinglich unadditi-
vierten Versuchsol FVA3. Da die genaue Additiv-Konzentration der ,kontaminierten“ Ver-
suchsole nicht bekannt ist und von Versuch zu Versuch auch leicht schwanken kann,
erfolgte die Nachrechung der Kegelradversuche mit FVA3 mit einer angenommenen
Schadenskraftstufe KS14 (A/8,3/90) fur FVA3 und KS10 (A10/16,6R/90) fur FVA3+1%A,
siehe 5.7.1 und 6.7.1.

Zusatzlich zu diesen Wiederholungstests wurden die Gebrauchtdlproben auch bei der
Firma Oelcheck hinsichtlich ihrer chemischen Zusammensetzung analysiert. Es ergaben
sich dabei die folgenden Ergebnisse: Das unadditivierte FVA3 enthalt bereits im Neuzu-
stand Schwefel aus dem mineralischen Grundol, der unter Umstanden Additivwirkung
haben kann. Damit erklart sich die gleich bleibende Schadenskraftstufe bei der erhdhten
Oltemperatur von 140°C. Bei den Gebrauchtdlen zeigen sich neben einer leichten Ande-
rung der Viskositat vor Allem Veranderungen bei den Anteilen der Elemente Schwefel und
Phosphor aus dem Additiv A99. Die Kontamination durch das beim Einlauf verwendete
FVA3+4%A fuhrt dementsprechend bei FVA3 zu einer Verdoppelung, bei FVA3+1%A zu
einer leichten Steigerung des Schwefelgehalts, womit sich die oben beschriebenen Ergeb-
nisse der Fresstests mit den Gebrauchtdlen erklaren lassen.

FVA3 FVA3+1%A
Einheit neu gebraucht neu gebraucht
kin. Viskositat bei 40°C mm?/s 93,66 94,02 94,02 93,19
kin. Viskositat bei 100°C mm?/s 10,45 10,36 10,53 10,32
Schwefel mg/kg 1133 2063 4368 5654
Phosphor mg/kg 0 45 153 227

Tabelle 4-5: Ergebnisse der chemischen Analyse der Versuchsoéle
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4.4 Massentemperaturen der Kegelrad-
Priufverzahnungen

Die Massentemperatur ist eine wesentliche Einflussgrofie auf die Fresstragfahigkeit. Sie
wurde zuletzt von Otto [Oftto] an Stirnradern systematisch untersucht. Insbesondere der
Einfluss der Eintauchtiefe wurde dabei betrachtet und formelmafig berlcksichtigt. Damit
steht fur Stirnrader ein abgesichertes Verfahren zur Massentemperaturberechnung zur
Verfligung. Fur Kegelrad- und Hypoidverzahnungen gibt es bislang lediglich Naherungs-
gleichungen in den Normen zur Fresstragfahigkeitsberechnung (z.B. DIN 3991 [D397]).
Deshalb wurden im Rahmen dieser Arbeit stichprobenartig Massentemperaturmessungen
durchgefuhrt, um zu klaren, inwieweit der Ansatz von Otto [Otto] auf Kegelrader Ubertra-
gen werden kann. Dazu wurden sowohl Messungen bei stationaren Bedingungen (Praxis-
anwendungen), aber auch bei instationaren Bedingungen (Anwendung Fresstest) durch-
gefuhrt. Letzteres war vor allem auch flr eine mdglichst genaue Auswertung der Kegelrad-
Fressversuche wichtig, da diese nicht bei stationaren Betriebsbedingungen durchgefihrt,
sondern nach 10 Minuten Laufzeit je Laststufe abgebrochen werden. Dadurch stellen sich
keine konstanten Ol- und Massentemperaturen ein, die Gleichungen der Normen fiir die
Massentemperatur kdnnen somit nicht verwendet werden.

In Bild 4-31 sind fur die beiden Varianten GOgr und G31,75gr die am Ende einer jeden
Laststufe gemessenen Ol- und Massentemperaturen Uber dem Ritzeldrehmoment der
einzelnen Laststufen des Fresstests gezeigt:

200 FVASA ‘ 200

180 GOgr
160
140 o

pe | P
120% Y
100 z{,,-"/‘/'

FVA3A
180 11G31,75gr

160 "
140 - f-é
120 Z

ﬁ/

Ol- und Massentemperatur[°C]
Ol- und Massentemperatur[°C]

100 —o™
80 - 80
60 60
40 40
20 20
0 ‘ ‘ : 0 ' ' :
0 200 400 600 800 0 200 400 600 800
Ritzeldrehmoment T,;, [Nm] Ritzeldrehmoment T,;, [Nm]

Bild 4-31: Gemessene OI- und Massentemperaturen am Ende der Laststufen im Fresstest
Kegelradverzahnung GOgr (links), Hypoidverzahnung G31,75gr (rechts)

Die Oltemperaturen steigen wie die Massentemperaturen jeweils kontinuierlich, aber de-
gressiv. Dariiber hinaus erkennt man aufgrund der kurzen Versuchslaufzeit dhnliche OI-
und Massentemperaturen fur die beiden Varianten.
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Da nur bis zu einem Ritzeldrehmoment von T; = 420 Nm = LS8 (GOgr) bzw. 350 Nm =
LS7 (G31,75gr) gemessen wurde, wurde durch die Messpunkte jeweils eine Ausgleichs-
kurve (Potenzfunktion) gelegt und die Temperaturen so Uber den Messbereich hinaus
extrapoliert.

50
45
40
35
30
25
20
15
10

5

0

Masseniibertamperatur [K]

= GO
118 G3175

0 200 400 600 800
Ritzeldrehmoment T,;, [Nm]

Bild 4-32: Verlauf der Massentibertempe-

ratur tiber dem Ritzeldrehmo-
ment fiir GO und G31,75

Um die Ergebnisse der Massentemperatur-
messungen verallgemeinern und auf alle
durchgefuhrten Tests mit den Kegelrad- und
Hypoid-Prufverzahnungen anwenden zu
kdonnen, wurde die Massenubertemperatur
(=Differenz aus mittlerer Massentemperatur
und Oltemperatur) ausgewertet: Es ergibt
sich ebenfalls ein degressiver Verlauf (Bild
4-25), der fur beide Verzahnungsvarianten
gemeinsam sehr gut durch die folgende
Potenzfunktion angenahert werden kann:

_ 10,55
(ﬂM e )Fresstest =Ty (88)
iy [°C] mittlere Massentemperatur
Yo [°’C] Oltemperatur
Tir [Nm] Ritzeldrehmoment

Die Massentemperaturmessungen mit den Varianten GOgr und G31,75gr wurden bei stati-
onaren Bedingungen und unterschiedlichen Eintauchtiefen durchgefihrt:

A W N =

GOgr
Ritzel bedeckt e/d., = 0,63

Tellerradachse = Ritzelachse e/d.,; = 0,50

Tellerradbreite bedeckt e/de; = 0,17

G31,75gr
Tellerradachse = Ritzel bedeckt e/ds, = 0,50
Ritzelachse e/de, = 0,32
Tellerradbreite bedeckt e/d., = 0,17

Bild 4-33: Definition der untersuchten Eintauchtiefen fiir GO (links) und G31,75 (rechts)
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Bei der Variante G31,75gr wurde sowohl die Drehzahl als auch das Drehmoment variiert,
bei der Variante GOgr lediglich das Drehmoment, da der entsprechende Prufstand nicht
drehzahlregelbar war. Der Vergleich der in Bild 4-34 dargestellten Ergebnisse der Massen-
temperaturmessungen zeigt eine mit der Drehzahl und dem Drehmoment zunehmende
Massentemperatur. Aullerdem steigt die Massentemperatur mit sinkender Eintauchtiefe
(Definition der Eintauchtiefe siehe Bild 4-33). Die Unterschiede zwischen Ritzel und Teller-
rad sind vergleichsweise gering, solange beide in Ol eintauchen. Erst wenn das Ritzel
nicht mehr eintaucht, steigt seine Temperatur stark im Vergleich zum Tellerrad (z.B. GOgr
bei e/ds2 = 0,17). Insbesondere bei hoheren Leistungen (= hdhere Drehzahl und hoéheres
Drehmoment) wachsen die Unterscheide zwischen den beiden Achsversetzungsvarianten.

Der Ansatz zur Berechnung der Massentemperatur nach Otto [Otto] wird auf Basis der
Messergebnisse an die Gegebenheiten der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen ange-
passt: Die Verzahnungsverlustleistung Pyzr wird nach dem Ansatz von [Wech] bestimmt
(siehe Anhang C). Der Achsabstand a und die Zahnbreite b werden durch die entspre-
chenden Werte einer Ersatz-Stirnradverzahnung gleicher BaugroRe ersetzt. AulRerdem
werden die Konstante und der Exponent D des Schmierungsfaktors Xs angepasst. Der
Exponent D wird dabei unabhangig von der Drehrichtung definiert, da sich im Kegelrad-
Verspannungsprufstand keine wesentlich unterschiedlichen Temperaturen bei den ver-
schiedenen Drehrichtungen ergaben. Insgesamt ist die Abhangigkeit der Massentempera-
tur von der Eintauchtiefe etwas geringer ausgepragt als bei Stirnrddern, was sich in den
modifizierten Koeffizienten des Schmierungsfaktors Xs widerspiegelt. Mit diesen Modifika-
tionen des Berechnungsansatzes nach Otto [Otto] ergibt sich eine gute Ubereinstimmung
der Berechnungsergebnisse mit den Mittelwerten aus den gemessenen Ritzel- und Teller-
radtemperaturen (Mittelwert @( v per/ B gem) = 1,0 bei Standardabweichung o= 5,0%).

P 0,72 X
Oy =t +7400.| P .S (89)
[a-b], 12X ¢,
dm+dne bi+b
2 2
-D
e . .
0,3< Xg = 0,8-{ } < 3,7 fur Tauchschmierung
e2 (91)
Xg =12 fur Einspritzschmierung
By [°C] Massentemperatur .
% [°C] Leerlauf-Massentemperatur Xs [[1  Schmierungsfaktor
(naherungsweise Oltemperatur) elds, [[1  Eintauchtiefe bezogen auf Tellerradau-
Pyzp [kW] Verzahnungsverlustleistung nach Wech Gendgrchmesser
[Wech] ohne Anwendungsfaktor Ka D []  Drehrichtungsfaktor = 0,30
[ab], [mm? Oberflache einer Stirnrad- Xca []  Kopfricknahmefaktor nach
Ersatzverzahnung &hnlicher BaugréRe Niemann/Winter [NW3]
dm12  [mm]  mittlerer Teilkegeldurchmesser mit ¢, =40 N/ (mm pm)
b12 [mm] Zahnbreite




96

Versuchsergebnisse
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Bild 4-34: Vergleich der nach dem modifizierten Otto-Ansatz berechneten und gemesse-
nen Massentemperaturen fiir GOgr (links) und G31,75 (rechts)
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Der neue Berechnungsansatz wurde anhand von Massentemperaturmessungen in einem
Hinterachsgetriebe der BMW AG Uberpriift. Es ergaben sich &hnlich gute Ubereinstim-
mungen von Berechnung und Messung wie bei den hier vorgestellten Untersuchungen.

4.5 Fresstragfahigkeit der Kegelrad-Prufverzahnungen

4.5.1 Uberblick iiber die Untersuchungen zur Fresstragfiahigkeit

Bei den Versuchen zur Fresstragfahigkeit der Kegelrad-Prifverzahnungen wurden folgen-
de Einflussgroen untersucht:

» Einlauf: mit/ ohne

= Achsversetzung:a=0mm /15 mm/ 31,75 mm

» TragbildgrofRe (= Ease-Off-Auslegung): grofRes / kleines Tragbild

= Tragbildlage: mittig / auRermittig Richtung Ful}, Kopf, Zehe oder Ferse verschoben

= Treibart: Zug / Schubbetrieb bei ,Ritzel treibt Rad“ bzw. ,Rad treibt Ritzel*
Die Versuche wurden nach dem in 3.4.4 beschriebenen Verfahren durchgefihrt. Das Ende
eines Versuchs war erreicht, wenn bei der visuellen Inspektion der Flanken nach jeder
Laststufe eindeutig Fresser auf den Flanken identifiziert wurden. Aufgrund der Tatsache,
dass die Prufverzahnungen ein teilerfremdes Zahnezahlverhaltnis aufweisen, war der
Flankenzustand immer auf allen Zahnen identisch. Die Laststufe, bei der Fresser auftra-
ten, wurde als Schadenslaststufe bei der Auswertung der Versuche herangezogen.

452 Einfluss eines Einlaufs

Fruhere Untersuchungen an Stirnradern [z.B. Mich] haben gezeigt, dass sich die Flanken-
rauheit bei den als Stufentests durchgefuhrten Fresstests nach den ersten sechs bis sie-
ben Kraftstufen nicht mehr mafRgeblich andert.

GOgr G31,75¢gr
0,50 0,50
FVA3A FVA3A

0,45 1Gogr (Zug) 0,45 11G31,75gr (Zug)
‘T 0,40 'S 0,40
= =
& 0,35 & 0,35
+ 0,30 = 030
2025 £ 025
. . :
= 0,20 F_— . = 0,20 - a a
[ Q [ ]
X 0,15 = x 0,15 =3
s = %
T 0,10 = 0,10

0,05 0,05

0,00 T T T T T 0,00 T T T T T

0 2 4 6 8 10 12 0 2 4 6 8 10 12
Laststufen [-] Laststufen [-]
Bild 4-35: Gemessene Flankenrauheiten (iber den Laststufen des Fresstests
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Es wird demnach davon ausgegangen, dass die Glattung der Flanken bis dahin abge-
schlossen ist, die Zahnrader also gut eingelaufen sind. Diese Annahme wurde fur die
Kegelrad- und Hypoidverzahnungen durch Rauheitsmessungen bestatigt (Bild 4-35). Es
zeigte sich, dass die Rauheit in den ersten Laststufen deutlich abnimmt und dann ab LS5
bis LS6 um einen konstanten Wert von Ra = 0,15 ... 0,20 um pendelt.

Im Laufe der ersten Versuche zum Einfluss der Tragbildlage auf die erreichbare Scha-
denslaststufe hat sich gezeigt, dass es bei bestimmten Tragbildlagen zu ,Frihausfallen®
kommt (z.B. Bild 4-36 links), bei denen nicht von einer ausreichenden Glattung der Flan-
ken ausgegangen werden kann. Um solche aufgrund des nicht abgeschlossenen Einlaufs
nicht wertbaren Ausfalle zu vermeiden, wurde den Fressversuchen ein definierter Einlauf
vorgeschaltet. Dabei standen zwei Moglichkeiten zur Auswahl:

= Einlauf mit dem Versuchsdl (FVA3 bzw. FVA3+1%A) in Tragbild-Nulllage (HO0/JO)
mit anschlieender Einstellung der Tragbild-Solllage (HX/JX)

= Einlauf mit einem tragfahigeren Ol (z.B. FVA3+4%A) in Tragbild-Solllage (HX/JX)
mit anschlieRendem Olwechsel

Der Vergleich dieser beiden Moglichkeiten anhand der Prufverzahnung GOkl brachte iden-
tische Ergebnisse (Bild 4-36 links). Deshalb kann davon ausgegangen werden, dass die
Flanken in beiden Fallen ausreichend eingelaufen waren. Fir die weiteren Untersuchun-
gen wurde der Einlauf mit FVA3A herangezogen, da er keine neue Tragbildeinstellung
wahrend des Versuchs erfordert. Aullerdem werden genau die im anschlieBenden Test
beanspruchten Flankenbereiche schon beim Einlauf geglattet. Ohne Ausbau der Verzah-
nung nach dem Einlauf und Reinigung des Getriebegehauses von Olresten hat diese Art
des Einlaufs jedoch den Nachteil, dass das Additiv des Einlauféls das Prufél ,kontaminiert®
(siehe 4.3), was bei der Nachrechnung der Versuche berlcksichtigt werden muss.

GOkl G31,75kl
12 12 7
FVA3 FVA3+1%A
GOKI (Zug) 682 _ G31,75kl (Zug) 082
10 Ritzel treibt 589 £ 10 Ritzel treibt 589 E
o Einlauf  Enlauf | gpp 2 T : 502 &
[ mit FVA3 mit FVA3A [Ty (] Sprungtest -
S 81— i 424 5 8 : — 424
= c & (ohne Einlauf) b
7 Stufentest L S 0 L s
< . 351 0o 2 351 o
7] ohne Einlauf £ o0 £
8 61+ —r285 6 & 6 285 ©
7 gE @ £
< F227 £ S r227 &
E 41 v 1175 g E 4 175 g
G 129 @ © ’ F129 @
(7] N o N
2 — 90 ¥ 2 0 ¥
HO He04] [H+04] [H+04] | g9 HO HO | 59
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Bild 4-36: Einfluss eines Einlaufs auf die Fresstragfahigkeit
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An diesen Untersuchungen lasst sich auch der Einfluss eines Einlaufs erkennen: Durch
den nicht abgeschlossenen Einlauf wurde die Tragfahigkeit der Prufverzahnung GOkl bei
der Tragbildlage H+0,4 / J-0,4 von LS8 auf LS4 reduziert, was einer Drehmomentreduktion
auf 40% entspricht. Mit der Prifverzahnung G31,75kl wurde dieser Effekt noch genauer
mithilfe eines Sprungversuchs untersucht. Die Verzahnung wurde dabei ohne definierten
Einlauf sofort mit LS3 beaufschlagt und fiel sofort mit Fressern aus. Die eingelaufene Vari-
ante fiel im Gegensatz dazu erst in LS9 aus. Der fehlende Einlauf reduzierte das erreich-
bare Drehmoment demnach mindestens auf 25%. Diese Ergebnisse decken sich mit den
an Stirnradern gewonnenen Erkenntnissen, die sich im Einlauffaktor Xz nach Michaelis
[Mich] widerspiegeln: Dieser Faktor reduziert die Tragfahigkeit einer nicht eingelaufenen
Verzahnung je nach Flankenrauheit und BaugréRRe ebenfalls auf 25% bis 50%.

4.5.3 Einfluss der Achsversetzung

Mit steigender Achsversetzung nimmt der Anteil der Gleitgeschwindigkeit in Zahnlangs-
richtung, der den Anteil in Zahnhodhenrichtung Uberlagert, zu. Damit steigt die absolute
Gleitgeschwindigkeit respektive das Gleit-Walz-Verhaltnis, was in hoheren Blitz- und auf-
grund der héheren Verlustleistung auch hoheren Massentemperaturen und damit in einer
sinkenden Fresstragfahigkeit resultiert. In Bild 4-37 (links) ist die Abhangigkeit des mittle-
ren Schlupfs von der Achsversetzung fur die Prufverzahnungen gezeigt. Bei bis auf die
Achsversetzung geometrisch ahnlichen Auslegungen (bzgl. Zahnezahlen, Modul, Profil-
verschiebung) steigt der mittlere Schlupf linear mit der Achsversetzung an.

1,0 1,0 =
o~ GOgr / GOkl
0,9 ~ 0,9 \
—_ [G31,75gr / G31,75K | s \
= 0,8 = ® 08 \
£ =
%07 ~ 207
I:f / '9 \
2 0,6 < 0,6
3 Sym ~ @ / de2 "‘E \/Srel ~1 /Sx,m
3 o g0 [emele\_ [
=] gr
P 04 G15gr % 0.4 Gt T5gr
o / @
2 013 / Lt 0,3 p
k=]
'S 0,2 % 20,2
E GOgr / GOKI 2 G31,75kI ||
0,1 8 0,1
g
0,0 T T T 0,0 T T T T
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
relative Achsversetzung a/d ., [-] mittlerer Schlupf s, ,, [-]

Bild 4-37: Abhéngigkeit des mittleren Schlupfs von der Achsversetzung (links)
und der relativen Fresstragféhigkeit vom mittleren Schlupf (rechts)

Die Versuchsergebnisse (Bild 4-38) zeigen eindeutig die mit steigender Achsversetzung
sinkende Fresstragfahigkeit: Im Vergleich zur nicht achsversetzten Variante GOkl (LS9)
reduziert sich das erreichbare Ritzeldrehmoment der Variante G31,75kl (LS3) auf 25%
(Bild 4-38 links).
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Ein ahnliches Bild zeigt sich auch bei den Varianten mit groRem Tragbild (Bild 4-38
rechts). Im Vergleich zur Variante GOgr (LS9) reduziert sich das erreichbare Ritzeldreh-
moment der Variante G31,75gr (LS3) ebenfalls deutlich auf 35%. Die Variante G15 (LS5)
liegt mit einer im Vergleich zu GOgr auf 45% reduzierten Tragfahigkeit dazwischen. Tragt
man die relativen Fresstragfahigkeiten S Uber dem mittleren Schlupf auf, ergibt sich ein
in erster Naherung hyperbolischer Zusammenhang: Sy ~ 1/ sxm (Bild 4-38 rechts). Da der
Zusammenhang ,Fresstragfahigkeit — Temperatur® gleichzeitig Sy ~ 1 / ¢ ist, kann auf
einen nahezu linearen Zusammenhang , Temperatur — Schlupf‘ bzw. ,Temperatur — Gleit-
geschwindigkeit* geschlossen werden: & ~ sy m~ V4. Der Einfluss der Achsversetzung auf
die Fresstragfahigkeit lasst sich damit auf einen Einfluss des Schlupfs reduzieren.

12 12
FVA3 FVA3

Zug 682 Schub 682
NRitzel treibt 589 NRitzel treibt 589
502

502
424 424
r 351 r 351
285

285
227 ] 227
175

175
4 F129 -129
90 90

GOKI G31,75kl - 59 | cogr | | G15gr | |G31,75gr] | 59
0 0 0 \ [ \ [ \ [ 0

T T T

N
o
!

-
o
!

[e¢]

[oe]

N

N

Schadenslaststufe [-]
[e)}
Schadenslaststufe [-]
(o))

N

N

Ritzeldrehmoment T, [Nm]
Ritzeldrehmoment T, [Nm]

Bild 4-38: Einfluss der Achsversetzung auf die Fresstragféhigkeit

454 Einfluss der TragbildgroRe

Die unterschiedlichen Ease-Off-Auslegungen der Prifverzahnungen GO und G31,75 resul-
tieren in unterschiedlichen Balligkeiten und unterschiedlich gro3en Tragbildern. Die Ver-
zahnungen mit groRem Tragbild (geringer Balligkeit) sollten dabei geringere Pressungen
aufweisen als die mit kleinem Tragbild (gréRere Balligkeit). Die maligebliche Grolde der
Fresstragfahigkeit ist jedoch nicht die Pressung, sondern die Flankentemperatur, die wie-
derum vom Produkt der Pressung UND der Gleitgeschwindigkeit abhangt. Damit spielt
auch die Tragbildlage eine wichtige Rolle: Tritt im Bereich groRer Gleitgeschwindigkeiten
(Kopf- und FuRbereiche der Flanke) gleichzeitig eine hohe Pressung auf, ist die dort wir-
kende Temperatur sehr hoch wahrend eine hohe Pressung im Bereich des Walzkreises
bzw. Teilkegels (Gleitgeschwindigkeit minimal) eine geringere Temperatureinwirkung mit
sich bringt. Diese Tatsache spiegelt sich in den Versuchsergebnissen zum Einfluss der
TragbildgroRe wider: Bei den Kegelradvarianten GOgr und GOkl (Bild 4-39 links) zeigt sich
sowohl auf der Zug- als auch auf der Schubflanke eine gleiche bis leicht niedrigere Trag-
fahigkeit. Bei den achsversetzten Prufverzahnungen G31,75gr und G31,75kl (Bild 4-39
rechts) weisen die Varianten mit kleinem Tragbild leicht hdhere Tragfahigkeit auf.
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Bild 4-39: Einfluss der Tragbildgrée auf die Fresstragfahigkeit

Zur Veranschaulichung sind in Bild 4-40 die mit BECAL [Beca] gerechneten Pressungsver-
teilung bei LS8 (T, = 424 Nm) fUr die Prufverzahnungen GOgr/GOkl dargestellt:

Zugflanke Schubflanke

[Radflanke, Zugbetiieb)

Zehe

Ferse

Mak. Pressung: 2671 MPa Max Pressung: 2311 MPa
—— 300 MPa 3000 MPa OMFPa —— 300 MPa 3000 MPa

[Radflanke, Zugbetrish) [Radflanke, Schul

Zehe

Ferse
Fufs
Max. Pressung: 2662 MPa Max. Pressung: 2541 MPa
0MPa —— 300 MPa 3000 MPa OMPa ——— 300 MPa 3000 MPa

Bild 4-40: Pressungsverteilung der Priifverzahnungen GOgr / GOkl bei T1 = 424 Nm

Auf der Zugflanke ist der Betrag der maximalen Pressung bei den Varianten GOgr (P max =
2671 N/mm?) und GOKI (pHmax = 2662 N/mm?) nahezu identisch, die Lage des Pressungs-
maximums verschiebt sich nur leicht. Dadurch erklart sich die gleiche Tragfahigkeit. Auf
der Schubflanke dagegen erhoht sich die Pressung bei dem kleineren Tragbild um ca. 200
N/mm? bei dhnlicher Tragbildlage. Daraus resultiert die um eine Laststufe niedrigere Trag-
fahigkeit.
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Bei den achsversetzten Varianten G31,75gr (pr,max = 1999 N/mm?) und G31,75k! (P max =
2568 N/mm?) ist der Unterschied auf der Zugflanke (Bild 4-41 links) deutlicher: Die Pres-
sung der Variante mit kleinem Tragbild ist deutlich hoher, gleichzeitig liegt das Pres-
sungsmaximum eher im Bereich niedrigerer Gleitgeschwindigkeiten in Flankenmitte, was
die etwas hdhere Tragfahigkeit ergibt. Auf der Schubflanke (Bild 4-41 rechts) ist der Effekt
ahnlich: Die Pressung der Variante mit kleinem Tragbild ist ebenfalls deutlich héher, das
Pressungsmaximum liegt ndher zur Flankenmitte, die Tragfahigkeit steigt leicht.

Zugflanke Schubflanke

[Radflanke, Schubbetrieh]

[Radflanke. Zugbetrieb)

Max. Pressun g: 1999 MPa Max. Pressung: 2279 MPa
3000 MPa 0dPa i 300MPa 3000 MPa

[Radlanke, Zugbetrieb] [Riadflarke, Schubbetrist)

Mar. Pressung J: 2568 MPa Max. Pressung: 2841 MPa
3000 MPa 0 MPa —— 300MPa 3000 MPa

Bild 4-41: Pressungsverteilung der Priifverz. G31,75gr/ G31,75kl bei T1 = 424 Nm

Aus den Versuchen zum Einfluss der TragbildgroRe kann geschlussfolgert werden, dass
ein grolReres Tragbild durch niedrigere Balligkeit trotz niedrigerer Pressungen nicht
zwangslaufig zu einer hoheren Fresstragfahigkeit fuhren muss, da das grof3ere Tragbild
dann auch Bereiche mit hoherer Gleitgeschwindigkeit abdeckt, was wiederum zu hoheren
Flankentemperaturen flihren kann.

4.5.5 Einfluss der Tragbildlage

Anhand der Priufverzahnungen GOkl und G31,75kl wurde der Einfluss der Tragbildlage
noch etwas genauer untersucht. Dazu wurden die Verzahnungen mit definierten Einbau-
maflabweichungen montiert und damit bewusst au3ermittige Tragbildlagen erzeugt.

Zur Auswahl geeigneter Einbaumale wurde zunachst eine Variationsrechnung mit BECAL
[Beca] unter Variation des Ritzeleinbaumalies H und des Tellerradeinbaumales J durch-
gefuhrt und dabei zum einen die rechnerischen Pressungsverteilungen, zum anderen die
sich ergebenden Flankenspiele bestimmt. Somit konnten geeignete H-/J-Kombinationen
bei ausreichendem Flankenspiel ermittelt werden. Zur Veranschaulichung der untersuch-
ten Tragbildlagen sind in Bild 4-42 die ausgewahlten Tragbildlagen dargestellt:
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Zug: HO/ JO

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

Zug: H-0,2/J-0,2 Zug: H+0,4 / J+0,6

Schub: HO / JO

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

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

Bild 4-42: Tragbilder der Priifverzahnung GOkl (dargestellt auf der Tellerradflanke)
auf der Zug- (oben) und Schubflanke (unten)

Bild 4-43 zeigt die Ergebnisse zum Einfluss der Tragbildlage fur die Kegelradverzahnung

GOkl auf der Zug-

und Schubflanke gezeigt.

Im Vergleich zu den Standard-

Einbaubedingungen HO / JO kann sich die Fresstragfahigkeit je nach Tragbildlage verrin-
gern oder erhohen: Positiv wirken sich Verlagerungen in Richtung niedrigere Gleitge-
schwindigkeiten (Ritzelfuld = Tellerradkopf) bzw. niedrigere Pressungen (Ferse) aus. Bei-
des gilt jedoch nur, solange Kantentrager mit Pressungsspitzen vermieden werden.

-
N

FVA3
GOkl (Zug)
__ 10 JRitzel treibt
(]
S 81
R o
2
(7]
8 61—
7]
c
3
8 4717
M=
)
2 +—
HO H+0,4
Jo J -0,
0 T T

682

589
502

424
r 351
285
227
175
129
r 90
r 59

0

-
N

-
o
!

©

- 682
589

502

Ritzeldrehmoment T, [Nm]
Schadenslaststufe [-]

424

—1 285
- 227

— 175
129
—r 90

Ritzeldrehmoment T, [Nm]

- 59

Schubflanke
FVA3
GOkl (Schub)
[[Ritzel treibt
(E— r 351
HO H-0,3 H+0,3 H+0,3
JO J+0,4 J-0,3 J +0,8

T

| — | — | — 0
T T

Bild 4-43: Einfluss der Tragbildlage auf die Fresstragféhigkeit (GOkl)

In Bild 4-44 sind die ausgewahlten Tragbilder der Variante G31,75kl gezeigt, in Bild 4-45
die dazugehdrigen Ergebnisse der Tests. Es zeigt sich wiederum, dass eine Verschiebung
des Tragbilds in Richtung Ritzelfuld = Tellerradkopf sowie nach aufden in Richtung Ferse
die Fresstragfahigkeit tendenziell erhoht.
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Zug: HO/ JO Zug: H-0,8/J+1,0 Zug: H+0,4/ J-0,4 Zug: H+0,4 / J+1,0

Schub: HO / JO Schub: HO / J+1,0 Schub: H-0,6 / JO Schub: H+0,8 / J+0,6

»

Bild 4-44: Tragbilder der Priifverzahnung G31,75kl (dargestellt auf der Tellerradflanke)
auf der Zug- (oben) und Schubflanke (unten)

Zugflanke Schubflanke
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Bild 4-45: Einfluss der Tragbildlage auf die Fresstragfahigkeit (G31,75kl)

4.5.6 Einfluss der Treibart

Die Versuche zum Einfluss der Treibart wurden bei allen Prifverzahnungsvarianten in der
Tragbild-Nulllage HO / JO durchgeflhrt. In Bild 4-46 sind die Ergebnisse fur die Kegelrad-
varianten GOgr und GOkl gezeigt:

GOgr GOkl
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Bild 4-46: Einfluss der Treibart auf die Fresstragfdhigkeit (GO)
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Es zeigt sich ein geringer Einfluss der im Eingriff befindlichen Flankenseite (Zug- oder
Schubflanke), aber ein groflker Einfluss der Treibrichtung. Dabei ist der Fall ,Rad treibt
Ritzel* deutlich kritischer hinsichtlich der Fresstragfahigkeit als der Fall ,Ritzel treibt Rad®.
Untersuchungen an Stirnradern, z.B. von Lechner [Lech] und Michaelis [Mich], haben
ebenfalls gezeigt, dass die Fresstragfahigkeit bei Verzahnungen mit unausgeglichenen
Eingriffsstrecken von der Treibrichtung abhangt, wobei sich der Treibrichtungseinfluss
damit erklart, dass im Fall ,Rad treibt Ritzel“ die Flankenbereiche mit hoher Gleitge-
schwindigkeit (bei positiver Ritzel-Profilverschiebung Ritzelkopf = Tellerradfuld) zuerst in
Eingriff kommen. Da gleichzeitig am Eingriffsbeginn Ublicherweise schlechtere Schmie-
rungsbedingungen herrschen als am Eingriffsende, ist das Risiko eines Fressschadens
dort besonders hoch. Der auf diesen Erkenntnissen basierende Treibrichtungsfaktor Xq
nach Michaelis [Mich] reduziert die Fresstragfahigkeit in Abhangigkeit von der Eingriffs-
und Ausgriffsiberdeckung im Extremfall bis auf 60%.

Im Falle der Kegelrad-Prufverzahnungen GOgr und GOkl sinkt die Fresstragfahigkeit im
Fall ,Rad treibt Ritzel* auf ca. 45% (GOgr) bis 55% (GOkl). Im Falle der Hypoid-
Prufverzahnungen G31,75gr und G31,75kl ist dagegen nahezu kein Einfluss zu erkennen
(Bild 4-47). Die Erklarung dieser unterschiedlichen Ergebnisse wird in den unterschiedli-
chen Gleitgeschwindigkeitsverteilungen von Kegel- und Hypoidradern gesehen: Aufgrund
der grof3en Achsversetzung weisen die Hypoid-Prifverzahnungen einen sehr hohen Gleit-
geschwindigkeitsanteil in Zahnlangslangsrichtung auf. Der kritische Punkt maximaler Kon-
takttemperatur liegt deshalb in Flankenmitte. Der Eingriffsbeginn am Ritzelkopf hat dem-
nach im Vergleich zum Eingriffsbeginn im Ritzelfuld keinen Einfluss mehr.
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Bild 4-47: Einfluss der Treibart auf die Fresstragféhigkeit (G31,75)

4.5.7 Zusammenfassung der Versuchsergebnisse

Die Untersuchungen zur Fresstragfahigkeit der Kegelrad- und Hypoid-Prufverzahnungen,
bei denen der Einfluss eines Einlaufs, der Achsversetzung, der TragbildgroRe und -lage
sowie der Treibart untersucht wurde, brachten die folgenden Erkenntnisse:
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Der Einlauf- bzw. Glattungszustand einer Verzahnung hat einen wesentlichen Ein-
fluss auf die erreichbare Schadenslaststufe im Fresstest. Bei einer nicht eingelau-
fenen Oberflache reduziert sich die Fresstragfahigkeit auf bis zu 25%. Dieser im
Rahmen dieser Untersuchungen ermittelte quantitative Zusammenhang deckt sich
mit den an Stirnrddern gewonnenen Erkenntnissen.

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

Die Ease-Off-Auslegung hat ebenfalls einen wesentlichen Einfluss auf die Fress-
tragfahigkeit, wobei TragbildgroRe und -lage gemeinsam betrachtet werden mus-
sen: Solange das Tragbild in der Flankenmitte liegt, wirkt sich ein grof3eres Tragbild
durch die insgesamt niedrigere Pressung positiv aus. Werden bei einem grof3en
Tragbild jedoch hauptsachlich Flankenbereiche mit hohen Gleitgeschwindigkeiten
belastet (Kopf- bzw. Fulibereich), kann es zu héheren Flankentemperaturen und
damit zu einer niedrigeren Fresstragfahigkeit kommen. Positiv wirkt sich eine Verla-
gerung des Tragbilds nach aul3en Richtung Ferse aus, weil dort die auftretenden
Pressungen geringer sind.

Die Treibrichtung beeinflusst die Fresstragfahigkeit je nach Achsversetzung: Im
Vergleich zu Kegelradern ohne Achsversetzung sind Hypoidverzahnungen aufgrund
des hohen und gleichzeitig ausgeglichenem Gleitgeschwindigkeitsniveaus im Ful3
und am Kopf unempfindlicher gegen Treibrichtungsénderungen.

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

5.1 Annahmen und Randbedingungen

Mit den Ergebnissen der experimentellen Untersuchungen wird ein neues Rechenverfah-
ren entwickelt, das sowohl auf Basis einer Zahnkontaktanalyse (ZKA) unter Last (z.B. mit
BECAL [Becal) als auch anhand eines einfachen, normfahigen Ansatzes (normf.) anhand
einer Ersatzverzahnung die maf3geblichen lokalen Temperaturen an den Flanken ermittelt
und mit entsprechenden Grenztemperaturen vergleicht. Mit dem neuen, lokalen Rechen-
verfahren auf Basis einer ZKA sollen zwei Ziele erreicht werden:

Das neue lokale Rechenverfahren soll den Einfluss des Tragbilds (Grof3e und Lage)
richtig wiedergeben und damit die Fresstragfahigkeit im Vergleich zu den existie-
renden, einfachen Rechenverfahren genauer bestimmen kénnen.

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

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

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

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

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

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

5.2 Lokale Beanspruchungen und Geschwindigkeiten

Die lokalen Beanspruchungen und Geschwindigkeiten werden aus einer Zahnkontaktana-
lyse unter Last (z.B. mit BECAL [Beca]) Ubernommen. In BECAL [Beca] werden die Flan-
ken von Ritzel und Tellerrad in einer Herstellsimulation als Punktewolke generiert und
anschliefend durch Ausgleichsflachen mathematisch angenahert. Die Beanspruchungs-
rechnung erfolgt dann abschnittsweise in Zahnbreitenrichtung fur jeweils mehrere Ein-
griffsstellungen in Zahnhohenrichtung (Bild 5-1 links). Jeder einzelne ,Kontaktpunkt® wird
dabei als Paarung zweier Zylinder mit den entsprechenden Krimmungsradien der Ritzel-
bzw. Radflanke in dem betrachteten Kontaktpunkt angesehen (Bild 5-1 rechts). Die
Krimmung sowie die Linienlast werden dabei als konstant Uber der Breite des jeweiligen
Zylinders angenommen.

Eingriffsstellung

Zehe

Bild 5-1: Einteilung der Flanken in Zahnabschnitte und Eingriffsstellungen (links) und Modell
zur Pressungsberechnung (rechts) in BECAL [Beca]

5.2.1 Pressung

Die Flankenpressung wird in BECAL [Beca] nach der Hertzschen Theorie ermittelt (siehe
4.1.2). Um die tatsachlich wirkende Beanspruchung zu erhalten, muss diese nach Wirth
[Wirt] noch mit dem Dynamikfaktor K, multipliziert werden. Der Anwendungsfaktor K zur
Berucksichtigung von uber das Nennmoment hinausreichenden Lasten sollte dagegen
nach [Wirf] schon bei der Zahnkontaktanalyse eingerechnet werden. Dies ist in der vom
Drehmoment abhangenden GroRRe des Tragbilds und der damit veranderlichen Pres-
sungsverteilung begrundet.
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OHi = PH,i VK (92)
Oh,i [N/mmz] malgebliche Flankenbeanspruchung PH,i [N/mmz] Hertzsche Pressung aus BECAL [Beca]
K, [(]  Dynamikfaktor nach Wirth [Wirt] incl. Anwendungsfaktor K, nach DIN/ISO

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

p .
2bH,i =8 Pers H:, (93)
E
. i N/mm2] Hertzsche Pressung aus BECAL [Beca]
by, [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite Pri [ .
' . o . incl. Anwendungsfaktor K, nach DIN/ISO
Pers [mm] Ersatzkrimmungsradius im Normalschnitt E [N/mm?] Ersatz-E-Modul

5.2.2 Gleit- und Summengeschwindigkeit

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

-

. -
Radachsg 7 .~" Radachse

==~ R ki

I = Radflanke 5 \ adflanke

z X \ i A\ Ritzelflanke
Ritzelflanke
' 0

0

‘~.

'-.,“.‘..H
i Ritzelachse
Ritzelachse

Bild 5-2: BECAL-Koordinatensystem (links) und Ermittlung der lokalen Umfangsgeschwin-
digkeiten (rechts) nach Wirth [Wirt]

Der Vektor der lokalen Umgangsgeschwindigkeit ergibt sich nach Wirth [Wirt] in Abhangig-
keit von der Lage des Kontaktpunktes und dem dazugehdrigen Betrag aus dem Kreuzpro-
dukt von Radius und Drehgeschwindigkeit:
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0 COS @5
Vi1 =|—COS@y |-V, Vip=| 0 |-V (94)
—Sin ¢, —Sin gy
Vi = ‘Vt1,2‘ = ‘r1,2 X 0)1,2‘ (95)
Vir2  [mm/s] Umfangsgeschwindigkeit 012 [’ Lagewinkel des Kontaktpunktes
r [mm] Radius des Kontaktpunktes w;, [rad/s] Drehgeschwindigkeit

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

Werp = |Wero|= ‘VH,Z —51,2‘ (96)

mit

P12 =(Ap oViy2) fip (97)
hy, Hilfsvektor (parallel Normalenvektor)

Wy [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit

[-]
Vi, [mm/s] Umfangsgeschwindigkeit np [-] gemeinsamer Normalenvektor von Ritzel

und Tellerrad

Mit dem Vektor der Beruhrlinie, der sich aus der Differenz des Ortsvektors des Kontakt-
punkts P zum benachbarten Kontaktpunkt ergibt, konnen die Oberflachengeschwindigkei-
ten in Richtung der Beruhrlinie projiziert werden (Bild 5-3). Mit diesen parallelen Kompo-
nenten der Oberflachen-
geschwindigkeit  entlang
der Beruhrlinie konnen
dann auch die senkrech-
ten Komponenten der
Oberflachengeschwindig-
Zehe keiten ermittelt werden,
die als maRgeblich fir den

Bild 5-3: Zerlegung der Oberflaéchengeschwindigkeiten nach  lokalen Walzvorgang
Wirth [Wirt] am Ritzel (links) und Tellerrad (rechts) angesehen werden.

Ferse

W,

Lpari t,senk1

_ Wipotg -
Wt par12 = ‘thar1,2‘ [z -t (98)
B
Wt vertt2 = |[Wivertt,2| = ‘Wt1,2 _thar1,2‘ (99)

Wy [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit
tg [1 Richtungsvektor der Beruhrlinie

Wiparr,2 [mMm/s] Oberflachengeschw. parallel zu tg
Wiertr,2 [Mm/s] Oberflachengeschw. senkrecht zu tg
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Die fur die Reibungszahlberechnung benétigte Summengeschwindigkeit sowie die fur die
Blitztemperatur maRgebliche Gleitgeschwindigkeit werden gleichfalls vektoriell als Summe
bzw. Differenz der beiden Oberflachengeschwindigkeiten von Ritzel und Tellerrad be-
stimmt:

Vi = |Vz| = ‘Wt1,i +Wt2,i‘ (100)
Vi =|Vg| = [Wiri ~ Wiz | (101)
Vs [mm/s] Summengeschwindigkeit _ i .
Vs [mm/s] Gleitgeschwindigkeit W 2;  [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit

Fir den Schmierfilmaufbau im konvergenten Schmierspalt ist nur die Komponente der
Summengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie verantwortlich. Sie bestimmt sich aus
der Summe der beiden Oberflachengeschwindigkeiten senkrecht zur Berlhrlinie:

Vsvert,i = ‘VZVert,i‘ = ‘thert1,i +Wiyert2,i (102)

Vsverti [Mm/s] Summengeschw. senkrecht zu tg | Wiertr, 2. [mm/s] Oberflachengeschw. senkrecht zu tg

Das fur die lokale Reibungszahl als mafgeblich angesehene Gleit-Walz-Verhaltnis aus
den Betrdgen der Gleitgeschwindigkeit und der senkrechten Summengeschwindigkeit
(siehe 4.1.2) ergibt sich damit zu:

V .
_ g,
Sx,i

= 103
VZVen‘,i ( )

Sy [(1]  Gleit-Walz-Verhaltnis

Vser [mm/s] Summengeschw. senkrecht zu tg Y [mm/s] Gleitgeschwindigkeit

5.2.3 Schliffrichtung

Wie in 4.1.7 beschrieben, hat die Orientierung der BeruUhrlinie zur Oberflachenstruktur
einen maldgeblichen Einfluss auf die Schmierfiimdicke sowie die Reibungszahl. Fir die
Berechnung dieser GroRen muss demnach die Richtung der Oberflachenstruktur sowie
der Beruhrlinie bekannt sein. Fur geschliffene Oberflachen wird dabei nach Wirth [Wirf]
vereinfachend davon ausgegangen, dass die Schleifriefen in Umfangsrichtung der Schleif-
scheibe orientiert sind, deren Achse wiederum parallel zur Planradachse liegt (Bild 5-4).
Mit dieser Annahme ist die Tatsache verbunden, dass die Schleifriefen von Ritzel und Rad
aufgrund des gemeinsamen Planrads parallel orientiert sind.
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Planradachse

Schleifriefen

I\ ——
. Beruhrlinie

|\ Beriihrlinie N « Radachse
Planradachse \

Bild 5-4: Bestimmung der Orientierung der Schleifriefen nach Wirth [Wirt]

Die Richtungsvektoren der Schleifriefen an Ritzel und Rad lassen sich auf Basis der ge-
troffenen Annahmen folgendermal3en berechnen:

for = Npr XNp1 2

S12 51 _= | (104)
Npr XNp12

ts12 [-] Richtungsvektor der Schleifriefen Np12 [-] Normalenvektor der Flanke im betrachte-

Npr [-] Richtungsvektor der Planradachse ten Flankenpunkt

Der Richtungsvektor der Planradachse lasst sich fur Hypoidverzahnungen aus den Vekto-
ren der Teilkegellangen von Ritzel OpAp und Rad OgAp bestimmen:

F’PR :OPAP XOGAP (105)
OPAP :PA_OP und OGAP :PA—OG (106)
1 0
Op =| 0 |und Og =|t,, (107)
0 0
d
“m2 coS é’m
] o
= dq Sin
'DA = Zmt 22 (1 08)
2 coso
dm1 / dm1 + dm2
cosd, |\ cosd, cosd,
Npr [-] Richtungsvektor der Planradachse Pa [[]  Ortsvektor des Auslegungspunkts
OpAp [-] Richtungsvektor von der Ritzelteilkegel- 12 [mm] Abstand Achskreuzungspunkt / Teilkegel-
spitze zum Auslegungspunkt spitze nach I1ISO 23509 [1235]
OcAp [-] Richtungsvektor von der Radteilkegelspit- dm12 [mm] Teilkegeldurchmesser
ze zum Auslegungspunkt 012 [(] Teilkegelwinkel

Op [-] Ortsvektor der Ritzelteilkegelspitze a [mm] Achsversetzung
Og [(]  Ortsvektor der Radteilkegelspitze m [’  Achsversetzungswinkel
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Fur Kegelrader ohne Achsversetzung ergibt sich der Richtungsvektor der Planradachse
aus dem Teilkegelwinkel des Ritzels:

—Sin &,
F’PR =| COS 51 (109)
0
Npr [-] Richtungsvektor der Planradachse | ) [  Teilkegelwinkel Ritzel

Zusammen mit dem Richtungsvektor der Beruhrlinie (= Differenz der Ortsvektoren zweier
benachbarter Berlhrpunkte) lasst sich damit der Winkel berechnen, den die Berlhrlinie mit
der Richtung der Schleifriefen einschliel3t:

{ 12 ° ZTB

w = arccos| 2B (110)
fsral-fis

w [*1  Winkel zwischen Berihrlinie und ts1.2 [-] Richtungsvektor der Schleifriefen
Schleifriefen Npr [-] Richtungsvektor der Bertihrlinie

5.24 Lokale Schmierfilmdicke

Die fur die Reibungszahlberechnung bendtigte relative Schmierfiimdicke wird lokal fur
jeden Kontaktpunkt nach dem Ansatz von Ertl/Grubin [Ertl, Grub] berechnet und mit dem
thermischen Korrekturfaktor nach Murch/Wilson [MuWi] modifiziert. Bei einer Schragstel-
lung der Beruhrlinie zur Richtung der Schleifriefen, wie sie bei schrag- bzw. spiralverzahn-
ten Kegelradern auftritt, wird zusatzlich der Korrekturfaktor fur Langs- und Kreuzschliff
(siehe 4.1.3) herangezogen. Dabei werden die lokale Pressung aus BECAL (siehe 5.2.1),
die lokale Summengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie (siehe 5.2.2) sowie der lokale
Ersatz-Krimmungsradius aus BECAL eingesetzt:

hn :

ﬂ’z,i = 1 o
E(R>z1+R>z2) (111)

mit

ho,i =hoCiCrs (112)
hg =195-10% - pg,s - GO . U3 . W09 (sighe auch 4.1.2) (113)
C s (siehe auch 4.1.2) 114
" 3,94 41062 . (114)

C,s =105 g 016-Rz (siehe auch 4.1.3) (115)
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Az []  relative Schm{erfllmdlcke Cin [[1  thermischer Korrekturfaktor nach
Rzi,  [um] Flankenrauheit Murch/Wilson (siehe 4.1.3)
hoi [um]  Schmierfilmdicke im Parallelspalt Cs []  Korrekturfaktor fiir Langs- und Kreuzschliff
h’ [um]  Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin [Ertl, (siehe 4.1.3)
Grub] o

5.3 Reibungszahl

Der auf Basis der in 4.1.7 beschriebenen Grundlagenuntersuchungen aufgestellte Ansatz
zur Berechnung der lokalen Reibungszahl fur Kegelrad- und Hypoidverzahnungen wird fir
die Berechnung der Blitztemperatur idbernommen. Dabei werden die lokalen Werte der
Flankenpressung, der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie, des Gleit-Walz-
Verhaltnisses sowie der relativen Schmierfiimdicke eingesetzt:

0,10 0,20 0,05 0,10
1= 0,036 (01, 1 (Vsyert, ) 070 (5,0 % (Co - 4, 070 -Cp - Crs (116)
. . . C, [[(]  Schmierfiimdickenfaktor = 1,0
Hi [ lokale Reibungszahl fur korrigierte Verzahnungen, siehe 4.1.6

Ohj [N/mmz] mafgebl. Flankenpressung
Vsverti  [M/S]  Summengeschwindigkeit senkrecht
zur Berlhrlinie

Sei []  Gleit-Walz-Verhaltnis gL [
RS [

Az [-] relative Schmierfilmdicke berechnet mit
der Olviskositat bei Massentemperatur
-] Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345

] Rauheitsstrukturfaktor

Der Schmierstofffaktor C, wird fir anwendungsnahe Betriebsbedingungen bevorzugt an
einem Zahnrad-Prufstand ermittelt, z.B. nach dem Verfahren FVA 345 [Dole] oder alterna-
tiv an einem Zwei-Scheiben-Priufstand. Der Rauheitsstrukturfaktor Cgs ergibt sich mit dem
Winkel zwischen Berlhrlinie und Schleifriefen nach 5.2.3. Der Exponent ¢ wird dabei mit
2,0 fur parallele Schleifriefen angesetzt, fur gelappte Oberflachen ohne definierte Rau-
heitsstruktur wird £ mit 0,5 angenommen:

Crs =1+(0,30 - sin w)* (117)
Crs [1 Rauheitsstrukturfaktor £ [[1  Exponent
w [°]  Winkel der Bertihrlinie zur Schleifstruktur, = 2,0 fur geschliffene Oberflachen

siehe 5.2.3 = 0,5 fir gelappte Oberflachen

5.4 Auftretende Kontakttemperatur

Die auftretende Kontakttemperatur setzt sich aus der bei stationaren Betriebsbedingungen
konstanten Massentemperatur und der Blitztemperatur zusammen:

ﬁC,i = ﬁM + l9ﬂ,,' (1 18)

e [°C] lokale Kontakttemperatur

y [°C] Massentemperatur Uy [K] lokale Blitztemperatur
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541 Massentemperatur

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

5.4.2 Blitztemperatur

FUr die Berechnung der lokalen Blitztemperatur wird der in 2.3.1 beschriebene Ansatz
nach Blok [They] herangezogen, wobei die lokalen Grofien Reibungszahl, Flankenpres-
sung, Gleit- sowie Oberflachengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie eingesetzt wer-
den. Die so berechnete Blitztemperatur wird dartber hinaus durch Einflussfaktoren zur
Berucksichtung des Glattungszustands der Flanken sowie der Treibrichtung modifiziert.
Ein Kopfricknahmefaktor, wie er z.B. in der DIN 3991 [D3971] zur Berucksichtigung des
positiven Effekts einer Profilkorrektur vorgeschlagen wird, kann bei einer lokalen Fress-
tragfahigkeitsberechnung auf Basis einer Zahnkontaktanalyse entfallen.

r Vg.i Xe

Ui =5 Hi O, 5 5 2bri S~ (119)
\/ MWt vert1,i +\/ M2Wt vert2,i Q
. Wy [m/s] Oberflachengeschwindigkeit

O (K] Blitztemperatur By thermischer Kontaktkoeffizient
i [-] . Reibungszahl [Nz_ m/ (Kz-mmS-s)]
OH [N/mm?] Flankenpressung Xe ] Einlauffaktor
by [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite Xo [ Treibrichtungsfaktor

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

Xe nach Michaelis: Xg = 1+30-@ - 1+30-'1?221+i
pers,C pers,C (1 20)
RZ1 +R22

Xe modifiziert mit pers (Typ A) = 8,38 mm: Xg =1+0,6-

Xe [-] Einlauffaktor

Rz [um] gemittelte Rauhtiefe Persc  [mm]  Ersatzkrimmungsradius
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Der Treibrichtungsfaktor Xq zur Berlcksichtigung des bei positiver Ritzelprofilverschiebung
hinsichtlich der Fresstragfahigkeit Ublicherweise unglnstigeren Falls ,Rad treibt Ritzel”
wird ebenfalls von Lechner [Lech] und Michaelis [Mich] Ubernommen, jedoch aufgrund der
im Rahmen der experimentellen Untersuchungen gewonnen Erkenntnisse (siehe 4.5.6)
modifiziert: Die Versuche haben insbesondere gezeigt, dass der Einfluss der Treibrichtung
bei Kegelradern ohne Achsversetzung deutlich starker ausgepragt ist als bei Hypoidver-
zahnungen. Dies lasst sich mit dem bei groRen Achsversetzungen dominanten Langsglei-
ten erklaren, welches das Gleiten in Zahnhdhenrichtung Uberlagert. Dadurch ist die Gleit-
geschwindigkeit im Kopf- und FuBbereich der Flanke ndherungsweise gleich grol3, was bei
,Rad treibt Ritzel“ zu ahnlichen Fresstragfahigkeiten fuhrt wie bei ,Ritzel treibt Rad".

In Bild 5-5 links ist der Verlauf des Treibrichtungsfaktors nach Lechner [Lech] und Michae-
lis [Mich] mit den zu Grunde liegenden Versuchsergebnissen der Verzahnungen vom Typ
A und C gezeigt. In das Diagramm ist zusatzlich noch der Punkt der Prifradvarianten GOgr
bzw. GOKI eingetragen, die hinsichtlich der Gleitverhaltnisse auf der Flanke mit den Stirn-
radern verglichen werden kdnnen. Es zeigt sich, dass der von Lechner [Lech] und Michae-
lis [Mich] angenommene Verlauf im Bereich mittlerer Eintritts- zu Austrittsiberdeckungs-
Verhaltnisse nach unten korrigiert werden muss.

In Bild 5-5 rechts sind die Werte des Treibrichtungsfaktors fur die Prufradvarianten GOgr
bzw. GOkl sowie G31,75gr bzw. G31,75kl Uber der relativen Achsversetzung eingetragen,
die ein Mal fir das Verhaltnis des Gleitens in Zahnhdhen- zu Langsrichtung darstellt. Der
Verlauf des Treibrichtungsfaktors wird zwischen den beiden Extremwerten bei a,,; = 0 und
40% naherungsweise linear interpoliert:

1,20 1,20
- X o
o ]
< 1,00 /X nach > 1,00 -
g 0.80 Lechner/Mlchaells g 080 _ .- "\’ _gf/ga_1 0
© © &/eg=15
% 0,60 . -— & &/ea=20
< 040 £
= o
2 o]
f 0,20 fo 0,20
= =
0,00 ‘ ‘ ‘ ‘ 0,00 ‘ ‘ ‘ ‘
00 10 20 30 40 50 000 010 020 030 040 050
Eintritts- / Austrittsiiberdeckung ¢/ ¢, [-] relative Achsversetzung a,,, [-]

Bild 5-5: Verlauf des Treibrichtungsfaktors Xq

Bei der Berechnung des Treibrichtungsfaktors wird zunachst in Abhangigkeit von der an
der Ersatz-Stirnradverzahnung (siehe 6.1) ermittelten Eintritts- und Austrittsiberdeckun-
gen der theoretische Wert X o fiir eine relative Achsversetzung von a, = 0 berechnet und
dann in Abhangigkeit von a,, zwischen X'qund 1,0 interpoliert:
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Xg = Xq (@ =0)=10 fiir (e €2) < 1,0

Xg =Xq(ae =0)=14-045C  fir1,0 < (ef ea) <2,0 (121)
ga

Xg = Xqlae =0)=06 fir (ef €a) > 2,0

mit

Efr =&
f Vz} bei ,Ritzel treibt Rad*
€ =&

= g”} bei .Rad treibt Ritzel"

Eq =E&y2
2|
Arg| = d (122)
m2
. 1= X,
Xg=Xq+=5 ;" 8l (123)
J
Xo [1  Treibrichtungsfaktor & [-]  Eintrittsiberdeckung
. o .. _ Ea [(]  Austrittsuberdeckung
?Q H :—erleal E\Sstxgﬁg\i?gg;&:‘r arei = 0 &1 [[1 Kopfiiberdeckung Ritzel der Stirnrad-
a’e’ [mm] Achsversetzung 9 Ersatzverzahnung, siehe 6.2
A2 [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad &2 [l Kopfuberdeckung Rad der Stirnrad-

Ersatzverzahnung, siehe 6.2

5.5 Zulassige Kontakttemperatur

Zur Bestimmung der zulassigen Kontakttemperatur wird der oben beschriebene Ansatz
der lokalen Kontakttemperatur auf die Standard-Fresstests A/8,3/90 nach DIN/ISO 14635
[1146] sowie A10/16,6R/90 und S-A10/16,6R/90 nach FVA 243 [F243-1, F243-2] ange-
wandt. Aus der sich so ergebenden Zuordnung Schadenskraftstufe zu Grenztemperatur
wird analog zu den existierenden Verfahren (siehe 2.9) ein einfacher, nur von der Scha-
denslaststufe abhangiger Ansatz fur die zulassige Kontakttemperatur abgeleitet. Die so
ermittelte Grenztemperatur wird dann nach den von Collenberg [Coll] und Schlenk [Schil]
vorgeschlagenen Verfahren zur Bericksichtigung der Kontaktzeit (siehe 2.3.3) und Kon-
takttemperatur (siehe 2.3.4) modifiziert.

5.5.1 Grenztemperatur nach Testverfahren

Die Berechnung der in den unterschiedlichen Testverfahren in den verschiedenen Kraft-
stufen auftretenden maximalen Kontakttemperatur erfolgt lokal Uber dem Eingriffsfeld der
Testverzahnung Typ A20 bzw. A10. Folgende Annahmen werden dabei der Berechnung
zu Grunde gelegt:
* Die Pressungsverteilung wird mit dem FVA-Programm RIKOR | [Riko] bestimmt.
= Die maligeblichen Geschwindigkeiten werden aus der Kinematik der Verzahnung
berechnet.
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» FUr die Reibungszahl wird der in 4.1.7 beschriebene Ansatz fur Stirnrader unter Be-
ricksichtigung der kreuzgeschliffenen Oberflachen herangezogen.
= Als mafRgebliche Rauheit wird die in DIN/ISO 14635 [/7146] fur die Testverzahnun-
gen vorgegebene Flankenrauheit Ras = 0,35 um und Raz = 0,30 um (umgerechnet:
Rz = 2,1 um und Rz; = 1,8 um) verwendet.
= Fdr den verscharften Stufentest A10/16,6R/90, der im Vergleich zum Standardtest
mit doppelter Geschwindigkeit und treibendem Rad durchgeflhrt wird, wird der
Treibrichtungsfaktor Xq so gewahlt (Xq = 0,9), dass sich vergleichbare Relationen
zwischen den Testverfahren wie bei den bisherigen Berechnungsverfahren erge-
ben. Zahlreiche an der FZG durchgefiihrte vergleichende Fresstests zeigen, dass
ein Ol, das im Standardtest in KS12 ausféllt, im verscharften Stufentest Ublicher-
weise KS8 erreicht. Dies wird so auch durch die in DIN 3990 [D390] angegeben
Formeln der Grenztemperatur fur die Kontakttemperaturmethode wiedergegeben.
= Der Einlauffaktor Xg fir den Sprungtest S-A10/16,6R/90 wird ebenfalls so gewanhlt
(Xe = 2,0), dass sich vergleichbare Relationen zwischen den Testverfahren wie bei
den bisherigen Berechnungsverfahren ergeben. Ein Ol, das im Standardtest in
KS12 und im verscharften Stufentest in KS8 ausfallt, erreicht im Sprungtest Ubli-
cherweise KS5 bis KS6. Dies wird so auch durch die in DIN 3990 [D390] angege-
ben Formeln fir die Grenztemperatur der Kontakttemperaturmethode wiedergege-
ben.
= Die Berechnung der Massentemperatur wird von den in DIN 3990 [D390] angege-
ben Formeln der Grenztemperatur fir die Kontakttemperaturmethode Gbernommen.
Die Anwendung der Kontakttemperaturberechnung auf den Standardtest A/8,3/90 und den
verscharften Stufentest A10/16,6R/90 ergibt die in Bild 5-6 beispielhaft fur KS9 gezeigten
Verlaufe Uber der Eingriffsstrecke:

A C B D E
600 I 7
FVA3A
Verzahnung Typ A bzw. A10 2\
5 500HR2 =21 um/Rz, = 1.8 um A10/16,6R/90
= KS9/T,=302Nm
2400
=
g /
[«)]
o 300 A/8,3/90
E b //\\/
2 s ~ K
X 200 —
‘.E ----- - -
2
100
T T T T
0 5 10 15 20

Eingriffsstrecke g, [mm]

Bild 5-6: Verlauf der Kontakttemperatur ¢ Giber der Eingriffsstrecke fiir die
Testverzahnungen A20 und A10
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Hinweis: Aufgrund der diskreten Aufteilung der Eingriffsstrecke bei der Pressungsbe-
rechnung in RIKOR [Riko] werden die charakteristischen Punkte des Eingriffs
(Walzpunkt C sowie Einzeleingriffspunkte B und D) bei der Berechnung nicht di-
rekt abgebildet. Aus diesem Grund ist die Blitztemperatur im Walzpunkt nicht 0
und der Ubergang von Einzel- in Doppeleingriffsgebiet nicht sprunghaft.

Als malgeblich fir das Entstehen von Fressern wird die maximale Kontakttemperatur
angesehen. Die in Bild 5-6 gezeigten Verlaufe der Kontakttemperatur weisen das Maxi-
mum fur den Standardtest A/8,3/90 am Ende des Eingriffs im Punkt E, fir den verscharf-
ten Stufentest A10/16,6R/90 am aufieren Einzeleingriffspunkt D auf. Der Unterschied
erklart sich mit der geringeren Steifigkeit der A10-Verzahnung im Vergleich zur A20-
Verzahnung und der damit verbundenen grof3eren Durchbiegung der A10-Verzahnung, die
eine Entlastung des Zahnkopfs mit sich bringt.

Werden die fur die einzelnen Kraftstufen der Fresstests ermittelten maximalen Blitztempe-
raturen uber den entsprechenden Ritzeldrehmomenten aufgetragen, konnen die Verlaufe
mittels einer Potenzfunktion angenahert werden. Bild 5-7 zeigt die sich so ergebenden
Verlaufe der Kontakttemperaturen respektive Grenztemperaturen der Fresstests in Ab-
hangigkeit von den Kraftstufen der verschiedenen Fresstests:

1600 1600
—A/8,3/90 ‘— Hypoid-Fresstest
5 1400 | — A10/16,6R/90 S 1400
0_7,1200 S-A10/16,6R/90 o__“;1200
£ s
5 1000 5 1000
£ 800 / S 800 /
8 / 8 /
€ 600 £ 600 /
N N
5 400 é—é 5 400 _
O 200 —— O 200
0 T T T T T T T 0 T T T T T T T
0 2 4 6 8 10 12 14 16 0 2 4 6 8 10 12 14 16
Schadenskraftstufe [-] Schadenslaststufe [-]

Bild 5-7: Grenztemperatur s flir die Fresstests A/8,3/90, A10/16,6R/90 und
S-A10/16,6R/90 (links) sowie den Hypoid-Fresstest (rechts)
(Abb. nur fiir Mineraléle giiltig = X, = C. = 1,0)

FormelmaRig lassen sich die Grenztemperaturen als Summe der Massentemperatur und
der Blitztemperatur im Test darstellen. Sowohl bei der Massen- als auch bei der Blitztem-
peratur wird dabei noch der Schmierstofffaktor X; = C, einbezogen, der die Abhangigkeit
der Reibungszahl und damit der Temperatur sowie der Verlustleistung vom Schmierstoff-
typ bericksichtigt. Fir den Hypoid-Fresstest wird im Vorgriff auf 6.5 eine Naherungsglei-
chung analog der in 4.3 beschriebenen Vorgehensweise, jedoch auf Basis des normfahi-
gen Rechenverfahrens, abgeleitet:
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0,02
Bs,piv =80+0,23- X, - Tor +14- X1 - Xyygrr - Tr* - [@J fiir A/8,3/90
V40

Jspv =90+0,3- X, -Tyr +3,2- X, - Xpypor - T fur A10/16,6R/90  (124)
Js.om =90+03- X, - Tyr +6,4- X - Xpyrr - T#™ fir S-A10/16,6R/90
Jspiv =90+0,2- X - Tyryy +2,75- X - Xyyrert - T10T'f,3 fur Hypoid-Fresstest
mit
Tir =3,726-KS? (125)
Jspiv - [°C]  Grenztemperatur ermittelt in einem der Tt [Nm] Ritzeldrehmoment im Stirnrad-Fresstest

Standard-Fresstests TirH [Nm] Ritzeldrehmoment im Hypoid-Fresstest
X, [(] = C. = Schmierstofffaktor KS [[1 Kraftstufe im Fresstest

Aufgrund des neuen Reibungszahlansatzes liegen die Grenztemperaturen nach (124) im
Vergleich zu den in 4.3 beschrieben Grenztemperaturen nach DIN 3991 [D397] um ca.
20...40% hoher.

5.5.2 Kontakttemperatureinfluss

Der Einfluss der Kontakttemperatur auf die Grenztemperatur wird nach dem in 2.3.4 be-
schriebenen Verfahren nach Schlenk [Schl] bertcksichtigt. Die in einem der Standard-
Fresstests ermittelte zulassige Kontakttemperatur wird dabei Uber den Temperaturfaktor
Xt modifiziert, der das Temperaturniveau sowie Baugrof3e und Schmierungsbedingungen
und damit die Warmeabfuhrbedingungen der nachzurechnenden Anwendung beinhaltet.
Die Abhangigkeit der Grenztemperatur von diesem Temperaturfaktor bzw. den darin bein-
halteten Einflussgrof3en wird Uber zwei zusatzliche, bei hoherer und niedrigerer Tempera-
tur durchgeflhrte Fresstests ermittelt. Der Verlauf der Grenztemperatur iber dem Tempe-
raturfaktor wird dann linear interpoliert (siehe Bild 2-11). Fur die Anwendung des Verfah-
rens nach Schlenk [Schl] auf Kegelrad- und Hypoidverzahnungen wird der Temperaturfak-
tor an die Geometrie dieser Verzahnungen angepasst: Die Achsversetzung wird von einer
Ersatz-Stirnradverzahnung gleicher Baugrof3e ubernommen, die sich aus den mittleren
Teilkreisdurchmessern von Kegelritzel und Tellerrad ergibt. Des Weiteren wird der modifi-
zierte Schmierungsfaktor Xs aus der Massentemperaturberechnung (siehe 4.4) herange-
zogen:

0,8
e X 2-a ’
X7 =045.| —9L || ZS |.| exp——REF__ (126)
Yor,rer ) \ 10 At +dm2
Xt [-] '[emperaturfaktor Xs [ Schmierungsfaktor nach 4.4
Yoir [°C] Oltemperatur arer [mm] Referenz-Achsabstand (= 91,5 mm)
Yoirer [°C]  Referenz-Oltemperatur (= 90°C) dm12  [mm]  mittlerer Teilkreisdurchmesser
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Die Grenztemperatur sk fur das betrachtete Getriebe berechnet sich dann mit dem so
bestimmten Temperaturfaktor X sowie den Steigungen Cr, und Cr, der Grenztemperatur-
funktion. Liegen keine Ergebnisse von Fresstests bei hoherer und niedrigerer Temperatur
vor, gibt Schlenk [Schl] als sinnvolle Annahme die Werte Cr,= 100 Kund Cr, = 0 K an.

1 + (X7 -1)-Cr, fiir X+ <10
?93K={ S,DIN (T ) Tn T (127)

ﬂS,D/N +(XT '1)'CTh fair XT >1,0

o [C) Cromemperty e PeSchOND | [y Tamperaurao
o . L Crm []  Steigung der Grenztemperatur bei Xr < 1
Jspov - [°C]  Grenztemperatur ermittelt in einem der Cr 4 Steigung der Grenztemperatur bei X > 1

Standard-Fresstests

5.5.3 Kontaktzeiteinfluss

Zur Berlcksichtigung des Einflusses der Kontaktzeit auf die zulassige Kontakttemperatur
wird das in 2.3.3 beschriebene Verfahren nach Collenberg [Coll] herangezogen: Collen-
berg [Coll] geht fur ausgeglichen ausgelegte Stirnrad-Verzahnungen davon aus, dass
unterhalb einer Umfangsgeschwindigkeit von ca. 40 m/s von einer kontaktzeitunabhangi-
gen Grenztemperatur ausgegangen werden kann. Oberhalb dieser Unfangsgeschwindig-
keit wird die Grenztemperatur in Abhangigkeit von der Kontaktzeit modifiziert. Da im Rah-
men dieser Arbeit nur Umfangsgeschwindigkeiten von bis zu vy, = 12 m/s gefahren wur-
den, konnte der Einfluss der Kontaktzeit an Kegelrad- und Hypoidverzahnungen nicht
explizit untersucht werden. Von einer sinngemaRen Ubertragbarkeit der an Stirnradern
ermittelten Erkenntnisse wird jedoch ausgegangen, da die physikalischen und chemischen
Zusammenhange unabhangig vom Verzahnungstyp sind. Die Grenztemperatur nach Col-
lenberg [Coll] wird fur Kontaktzeiten unterhalb einer durch zusatzliche Tests bei hohen
Umfangsgeschwindigkeiten zu ermitteInden, kritischen Kontaktzeit angehoben. Die Kon-
taktzeit wird dabei lokal fur jeden betrachteten Flankenpunkt mit der Beruhrlinienbreite und
der Oberflachengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie bestimmt. Aufgrund der unter-
schiedlichen Oberflachengeschwindigkeiten ergeben sich unterschiedliche Kontaktzeiten
fur Ritzel und Rad, wobei fur die Berechnung der Grenztemperatur die grof3ere und damit
ungunstigere als malfdgeblich erachtet wird.

?58,,' = ﬁSK fur tci >tk
(128)
?5&,' = lgSK + CS . (tK — tC,i) fur tg; <tk
2.by
tC,i = maX(tc»],,', tC2,i) mit tc»],z!,' = Hi . 1000000 (1 29)
Wt 2vert i
s, [°C] Grenztemperatur unter Berlicksichtigung
der Kontaktzeit tc, [us] Kontaktzeit
Usk [°C] Grenztemperatur unter Berlcksichtigung tx [us] kritische Kontaktzeit
des Kontakttemperatureinflusses nach by i [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite, siehe 5.2.1
Schlenk [Schl] W1 averti [Mm/s] Oberflachengeschwindigkeit
Cs [K/us] Steigung der Grenztemperatur- senkrecht zur Beruhrlinie
Kontaktzeit-Kurve
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Die Steigung der Grenztemperatur-Kontaktzeit-Kurve sowie die kritische Kontaktzeit wer-
den dabei Uber zwei zusatzliche, im Vergleich zum Standardtest mit héheren Drehzahlen
durchgefihrte Fresstests ermittelt. Liegen keine entsprechenden Testergebnisse vor, kann
nach Collenberg [Coll] fiir EP legierte Ole nidherungsweise von einer kritischen Kontaktzeit
tk = 18 us und einer Steigung Cs = 18 K/us ausgegangen werden.

5.6 Lokale Sicherheit gegen Fressen

Die lokale Fresssicherheit wird analog der Kontakttemperaturmethode in DIN 3990 [D390]
bzw. ISO/TR 13989 [ITR13] aus dem Verhaltnis der lokal zulassigen Kontakttemperatur
zur lokal auftretenden Kontakttemperatur, jeweils abzliglich der Oltemperatur, definiert und
fur jeden betrachteten Flankenpunkt bestimmt. MaRRgeblich flr die Aussage zur Fresstrag-
fahigkeit ist dabei die minimale Sicherheit Ssnin, deren Lage gleichzeitig den Ort der ma-
ximalen Fressgefahrdung angibt.

_Us i —Uoj

Ss,i = 5 g Ss,s (130)
C,i — YOoil

Ss,i [ lokale Fresssicherheit o ..

Sss [[] geforderte Mindest-Fresssicherheit s [QC] lokal zulassige Kontakitemperatur

Joi [°C] Oltemperatur Yo, [°C] maximale Kontakttemperatur

Die Auswertung der Versuche, auf denen die Entwicklung des Rechenverfahrens basiert,
ergab fur alle Versuche im Schadensfall eine minimale Sicherheit von knapp unter bzw.
Uber Ss = 1,0. Als MaRgabe fur die zu wahlende Mindestsicherheit Sss wird deshalb fol-
gende Vorgabe aus der DIN 3991 [D3971] Gbernommen: Fir Fresssicherheiten Ss < 1,0 ist
mit hoher Wahrscheinlichkeit mit einem Fressschaden zu rechnen, fir Fresssicherheiten
Ss zwischen 1,0 und 2,0 ist bei guter Kenntnis der real auftretenden Belastungen sowie
ausreichendem Einlauf dagegen nicht mit Fressern zu rechnen. Bei Ss > 2,0 wird nicht mit
einem Fressschaden gerechnet. Der breite Bereich bei diesen Angaben zur Mindest-
Fresssicherheit ergibt sich zum einen aus der Wiederholbarkeit der Fresstests, die bei
1+1KS liegt, zum anderen aus der hohen Empfindlichkeit des Fressschadens auf kurzzeiti-
ge, lokale Pressungstberhdhungen sowie Oberflachenunregelmafigkeiten.

5.7 Ergebnisse

Im folgenden Kapitel werden die Berechnungsergebnisse des lokalen Rechenverfahrens
fur die Fresstragfahigkeit dargestellt und mit den Ergebnissen der Prufstandsversuche
sowie einiger Schadensfalle aus Praxisanwendungen verglichen. Aul3erdem wird die An-
wendbarkeit des Verfahrens auf Stirnrader gezeigt. Dabei werden zum einen die berech-
neten Sicherheitswerte, zum anderen aber auch die Ubereinstimmung der Lage von Si-
cherheitsminimum und Schadensort betrachtet.
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5.71 Nachrechnung der Priifstandsversuche

Die Verifikation des neuen lokalen Berechnungsverfahrens und aller darin enthaltener
Einflussfaktoren erfolgt zunachst anhand der Nachrechnung der Prufstandsversuche.
Dabei wird fur jeden Versuch die Verteilung der lokalen Fresssicherheit flr die Schadens-
laststufe ermittelt, wobei die folgenden gemessenen Eingangsgrof3en herangezogen wer-
den:

» Ritzeldrehmoment T

» Ritzeldrehzahl ny

= Oltemperatur am Ende der Schadenslaststufe 9 ende

= Mittlere Flankenrauheit von Ritzel und Tellerrad im Ausgangszustand
Da die Ist-Geometrie nur minimal von der Soll-Geometrie abweicht, wird die Zahnkontakt-
analyse mit BECAL [Beca] zur Bestimmung des Lasttragbilds sowie der ortlichen Pres-
sungsverteilung mit den Solldaten durchgefihrt. Gleichzeitig werden dabei das Verzah-
nungsumfeld (Lager- und Wellen) sowie die eingestellten Einbaumaflabweichungen be-
rucksichtigt. Die aufgrund der kurzen Laufzeit jeder Laststufe instationare Massentempera-
tur im Test wird nach dem in 4.4 beschriebenen, auf Messungen mit den Prifverzahnun-
gen basierenden Naherungsansatz bestimmt. Als zulassige Kontakttemperatur wird die far
das jeweilige Ol ermittelte Grenztemperatur unter Berlicksichtigung des Temperaturein-
flusses eingesetzt.

Aufgrund der Tatsache, dass jeweils die Laststufe nachgerechnet wird, in der ein Fress-
schaden auftritt, sollten die rechnerischen Fresssicherheiten theoretisch kleiner als 1,0
sein. Wegen der madglichen Streuung der Versuchsergebnisse um +1KS wird fur alle Ver-
suche auch die Laststufe vor und (auf Basis sinnvoller Annahmen zur sich einstellenden
Oltemperatur) auch die Laststufe nach der Schadenslaststufe nachgerechnet. Die sich
dabei ergebenden minimalen Fresssicherheiten liegen durchschnittlichen ca. +15% unter
bzw. Uber der fur die Schadenslaststufe ermittelten. Damit missen auch rechnerische
Fresssicherheiten von bis zu Ss min = 1,15 als fresskritisch gewertet werden.

Die Versuche zur Fresstragfahigkeit der Prifverzahnungen wurden kontinuierlich fotogra-
fisch dokumentiert. Mit diesen Fotos kann auch der Ort der minimalen Sicherheit mit dem
tatsachlichen Schadensort verglichen werden. Da Fresser jedoch plétzlich auftreten und
sich — im Gegensatz z.B. zu Griubchen — im Normalfall schnell Uber die gesamte Flanke
ausbreiten, ist dieser Vergleich meist hinsichtlich des betroffenen Flankenbereichs (Kopf —
Fuld bzw. Zehe — Ferse) nur grob mdéglich.

Hinweis: Die Ergebnisse der Nachrechnung der Prufstandsversuche werden zur besse-
ren Vergleichbarkeit in derselben Reihenfolge und Zuordnung dargestellt wie
die Versuchsergebnisse im Kapitel 4.5. Aulderdem wird zusatzlich zu den dar-
gestellten berechneten minimalen Fresssicherheiten auch das £15%-Streuband
dargestellt.
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Einfluss eines Einlaufs

Der Einfluss eines Einlaufs auf die Fresstragfahigkeit wurde anhand zweier Stichproben-
versuche sowohl an der Kegelrad- als auch an der Hypoidvariante der Priufverzahnungen
untersucht. Die dazugehorigen Ergebnisse der Nachrechnung sind in Bild 5-8 gezeigt:

Bei der Kegelradvariante GOkl (Bild 5-8 links) ergibt fur den aufgrund des fehlenden Ein-
laufs ,zu frih“ ausgefallenen Versuch bei Berlcksichtigung des Einlauffaktors eine Fress-
sicherheit Ssmin = 0,70. FUr die beiden jeweils mit vorgeschaltetem Einlauf durchgeflhrten
Versuche ergibt sich ebenfalls eine Fresssicherheit von ca. Ssmin = 0,80, was den Einlauf-
faktor bestatigt. Der an der Hypoidvariante G31,75kl (Bild 5-8 rechts) durchgefuhrte
Sprungtest zeigt dasselbe Ergebnis: Flr den Versuch mit Einlauf wird eine minimale
Fresssicherheit von Ss min = 0,89 berechnet, fir den Versuch ohne Einlauf ein Wert von ca.
Ssmin = 0,75. Insgesamt kann der modifizierte Einlauffaktor damit bestatigt werden.

GOkl G31,75kl

o 20 ~ 20

- FVA3 - FVA3+1%A

£ 1,8 1/GoKI (Zug) £ 1,8 11G631,75kl (Zug)
n 1,6 ||Ritzel treibt (7)) 1,6 ||Ritzel treibt
2 14 2 14

3 S 12
£ 1,2 _ £
g 1,0 : g 1,0

2 08 e | 2 0,
w 0,6 — — w 0,6

[}] [}]
w 04 +— — < 04
E 0,2 —|HO H+0,4 H+0,4 H+0,4] E 0,2
£ Jo J-04 J-04 |J-04 £

S 0,0 T i ' — . ' S 0,0

Stufentest  Einlauf  Einlauf Standardtest Sprungtest
ohne Einlauf mit FVA3 mit FVA3A (mit Einlauf) (ohne Einlauf)

Bild 5-8: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss eines Einlaufs)

Einfluss der Achsversetzung

Um den Einfluss der Achsversetzung isoliert zu untersuchen, wurden einige stichprobenar-
tige Versuche mit den achsversetzten Verzahnungsvarianten bei Verwendung des unaddi-
tivierten Prifols FVA3 durchgefihrt. Bild 5-9 links zeigt die Ergebnisse der Nachrechnung
fir die Varianten GOkl und G31,75kl auf der Zugflanke, Bild 5-9 rechts fur die Varianten
GOgr, G15gr und G31,75gr auf der Schubflanke. In beiden Fallen ergeben sich rechneri-
sche minimale Fresssicherheiten von ca. Ssmin = 0,92 bis 1,17. Der Einfluss der Achsver-
setzung wird demnach bei der Berechnung der Massen- und der Blitztemperatur richtig
wiedergegeben.
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-~ 2,0 - 2,0

£ FVA3 < FVA3

£ 1,8 11schub £ 1,8 zug

(7)) 16,,Ritze| treibt n 16,,Ritzel treibt

2 14 e 14

2 12 212

7 1,0 7 10

2 08 2 08

% 06 LE 06

w 04 w 04

E 02 | Gogr | | G15gr | [G31,75gr] E 0.2 | GOkl | G31,75kI
= r r ,75gr = ,
E 00 L L ? E 00

Bild 5-9:  Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Achsversetzung)

Einfluss der Tragbildgré3e

Der Einfluss der TragbildgroRe wurde fur jede Achsversetzungsvariante anhand zweier
Ease-Off-Auslegungen untersucht, die sich im Wesentlichen in der Balligkeit und damit in
der Pressungsverteilung unterscheiden. In Bild 5-10 sind die dazugehorigen Ergebnisse
der Nachrechnung gezeigt: Es ergeben sich minimale Fresssicherheiten von Ss mi» = 0,80
bis 1,10. Unter Bericksichtigung der moglichen Streuung kann damit von einer guten
Abbildung des Einflusses der TragbildgréRe respektive des Pressungseinflusses ausge-
gangen werden.

GO G31,75
X 20 = 20
- FVA3 FVA3 - FVA3+1%A FVA3+1%A
UE,_ 1,8 T1Zug Schub f, 1,8 TZug Schub
0 1.6 [[Ritzel treibt Ritzel treibt 0 1 g -{Ritzel treibt Ritzel treibt
214 214
[ [
212 212
L2 [ T L
@ 1,0 T I — @ 1,0 .
® 08— - — 2 081 |
L 0,6 — L 061
(Y] Q
Tg“ 04 ] E 0,41
£ 02— £ 02— |
£ | Gogr || Gok ||| Gogr || GOk | £ |G31,759r] [G31,75kI |||G31,75gr] [G31,75kI
€ 00 /—————r—— ——— € 00 x x

Bild 5-10: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Tragbildgréf3e)

Einfluss der Tragbildlage

Zur Untersuchung des Einflusses der Tragbildlage und damit der Pressungsverteilung
wurden bei einigen Versuchen der Varianten mit kleinem Tragbild (grof3er Balligkeit) defi-
nierte Einbaumalabweichungen eingestellt und das Tragbild damit bewusst in Richtung
Kopf/Fuld oder Zehe/Ferse verschoben.
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Die Ergebnisse der Nachrechnung fur die Zug- und Schubflanke der Kegelradvariante
GOkl sind in Bild 5-11, die Gegenuberstellung der Verteilung der Fresssicherheit zu den
Schadensbildern ist in Bild 5-12 dargestellt. Auf der Zugflanke ergeben sich fur alle Versu-
che minimale Fresssicherheiten von Ssmin = 0,84 bis 1,07, auf der Schubflanke von Ss min
= 0,77 bis 1,10. Die rechnerische Fresssicherheit des Versuchs H+0,3/J-0,3 auf der
Schubflanke liegt mit Ssmin = 0,77 vergleichsweise niedrig. Dies ist auf in der Zahnkon-
taktanalyse ermittelte Pressungsspitzen am Rand der aktiven Flanke zurickzuflhren, die
sich (falls sie in Realitat auftreten) Ublicherweise schnell durch Verschleil3 etc. abbauen.
Der Flankenpunkt neben dem der minimalen Sicherheit weist einen Wert von knapp Uber
Ssmin = 1,0 auf, womit sich das Ergebnis wiederum gut in das Gesamtbild einordnet.

Zugflanke Schubflanke
= 20 > 20
_E FVA3 < FVA3
£ 1,8 1|GokI (Zug) £ 1,8 1|GOkI (Schub)
(7)) 16,,Ritzel treibt (7)) 16,,Ritze| treibt
'_g’ 1,4 E:’ 1,4
% 1,2 ] % 1,2 ]
@ 10 T _ — 5 10— —
2 08| | 508 I _
06| L 06 -
()] [}]
w 04 - < 04— -
B () A S ] B T e
. - - + = + - +
E 0,0 — = — E 00 =] =

Bild 5-11: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Tragbildlage — GOkl)

Auch fir die Versuche mit der Hypoidvariante G31,75kl, deren Ergebnisse in Bild 5-12
dargestellt sind, werden aufgrund von Pressungsspitzen bei den Versuchen auf der Zug-
flanke jeweils zu niedrige Fresssicherheiten ermittelt. Benachbarte Flankenpunkte weisen
dagegen mit Werten von ca. Ssmin = 0,80 ahnliche Fresssicherheiten wie die Referenzva-
riante in Nulllage auf, womit sie sich insgesamt gut in das Gesamtbild einordnen.

Zugflanke Schubflanke
T 2,0 T 2,0
P FVA3+1%A P FVA3+1%A
e 1,8G31,75kl (Zug) e 1,8 G31,75kl (Schub)
[22) [22]
(7)) 1,6,,Ritzeltreibt (7)) 1,6,,Ritzeltreibt
2 14 2 14
g 12 212
'g 1,0 ; 'g 1,0
2 0.8 — 2 08— - .
0,6 : — < o6 —
= 04 I L g 04 L
B () 7 S ] e 1 e
- + - + = + + +
€ 00 — Sl S € 00 — ) e

Bild 5-12: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Tragbildlage — G31,75kl)
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In Bild 5-13 sind fur einige Versuche der Variante GOkl die Verteilung der Fresssicherheit
den dazugehorigen Schadensbildern gegentber gestellt. Der Ort der minimalen Fresssi-
cherheit ist dabei als schwarzer Punkt gekennzeichnet. Es wurden, soweit moglich, Versu-
che ausgewanhlt, bei denen der beginnende und damit lokal begrenzte Fressschaden do-
kumentiert werden konnte. Es zeigen sich insgesamt eine sehr gute Ubereinstimmung von
rechnerischem und tatsachlichem Lasttragbild wie auch eine qualitativ gute Ubereinstim-
mung des Schadensorts mit der Lage des berechneten Sicherheitsminimums.

Schadensfoto Verteilung der Fresssicherheit

GOkl (Zugflanke)
H+0,4/J-0,4

GOkl (Zugflanke)
H-0,2 / J-0,1

GOkl (Schubflanke)
H+0,3/J-0,3

GOkl (Schubflanke)
H+0,3/J+0,8

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

Schadensfoto Verteilung der Fresssicherheit

G31,75kl (Zugflanke)
H+0,4 / J-0,4

G31,75Kkl (Zugflanke)
H+0,4/J+1,0

G31,75k! (Schubfl.)
H-0,6 / J-0,0

G31,75kl (Schubfl.)
H+0,8 / J+0,6

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

Einfluss der Treibart

Der Einfluss der Treibart wurde sowohl an den Varianten mit grollem als auch kleinem
Tragbild untersucht. In beiden Fallen ergab sich bei den Kegelradern eine deutliche Ab-
hangigkeit der Fresstragfahigkeit von der Treibrichtung, bei den Hypoidverzahnungen war
dagegen kein Einfluss zu erkennen. Diese Tatsache wurde im neuen Berechnungsverfah-
ren mittels des modifizierten Treibrichtungsfaktors berlcksichtigt. In Bild 5-15 sind die
Ergebnisse der Nachrechnung flr die Kegelradvarianten gezeigt. Es ergeben sich jeweils
minimale Fresssicherheiten von Ss min = 0,90 bis 1,13, womit der neue Treibrichtungsfaktor
bestatigt wird. In Bild 5-16 sind die entsprechenden Ergebnisse flir die Hypoidvarianten
gezeigt, das Ergebnis der Kegelradvarianten wird bestatigt.

GOgr GOkl
o 20 o 20
c FVA3 FVA3 = FVA3 FVA3
£ 1,87 Gogr (Zug) GOgr (Schub)|| £ 1,8 Gokl (Zug) GOKI (Schub) ||
9 16 ® 16
g 1,4 _g 1.4
% 1,2 - _ _ % 1,2 . ]
» 1,0 L — » 1.0 T
® 081 | - ® 0,8-
e 7 : o
L 0,6 L 0,61
() (V]
® 04- — w 04
g 0,2 —Ritzel Rad Ritzel Rad | E 0,2 +—{Ritzel Rad Ritzel Rad |
E 0.0 treibt treibt treibt treibt E 0.0 treibt treibt treibt treibt

Bild 5-15: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Treibart — GO)

G31,75gr G31,75klI

& 2,0 o 20

- FVA3+1%A FVA3+1%A - FVA3+1%A FVA3+1%A

£ 1,87/631,75gr (Zug) G31,75gr (Schub) E 1,8 1|631,75kl (Zug) G31,75kl (Schub) ||
? 16 D 16
214 2 14

s g 12
£ 1,2 £
% 1,0 F ] | g 1,0 ; ;

g 0,8 - I — g 0,8 | [
L 0,6 — L 0,6

) [
© 0,4 — ® 04+
E 0,2 +Ritzel Rad Ritzel Rad |— E 0,2 +—Ritzel Rad Ritzel Rad [
é 0.0 treibt treibt treibt treibt g 0.0 treibt treibt treibt treibt

Bild 5-16: Nachrechnung der Priifstandsversuche (Einfluss der Treibart — G31,75)
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5.7.2 Nachrechnung von Schadensfallen aus Praxisanwendungen

Zur weiteren Absicherung des neuen, lokalen Berechnungsverfahrens wurden auch einige
Schadensfalle aus Praxisanwendungen nachgerechnet. Dabei handelt es sich zum einen
um Schaden, die im Versuchsbetrieb, zum anderen um Schaden, die in der praktischen
Anwendung auftraten. Von der Herstellern bzw. Betreibern der Getriebe wurden jeweils
die flr eine Zahnkontaktanalyse notwendigen Daten zur Verfugung gestellt. Fur die Scha-
den aus dem Versuchsbetrieb lagen daruber hinaus genaue Angaben zu den Betriebsbe-
dingungen vor, die bei den Praxisanwendungen teilweise abgeschatzt werden mussten.

Hubschraubergetriebe

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

Es wurden drei Belastungsfalle untersucht:
= Lastfall V1: T=75%, Eintauchtiefe 12%, mit Einlauf
= kein Schaden
= Lastfall V2: T=100%, Eintauchtiefe 12%, mit Einlauf
= leichte Fresser im FulRbereich des Tellerrads / Kopfbereich des Ritzels
= Lastfall V3: T=100%, Eintauchtiefe 15%, ohne Einlauf
= grof¥flachige Fresser unterhalb des Tellerrad-Teilkegels / oberhalb des
Ritzelteilkegels

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

» Lastfall V1: Ssmin = 1,82

» Lastfall V2: Ssmin = 1,27

» Lastfall V3: Ssmin = 0,52

Die Ergebnisse der Nachrechnung zeigen demnach, dass im Lastfall V1 nicht unbedingt,
bei V2 dagegen schon eher mit Fressern gerechnet werden muss, wahrend im Lastfall V3
mit grolRer Sicherheit Fresser auftreten. Damit werden die aufgetretenen Schaden richtig
wiedergegeben. Zusatzlich werden auch der Schadensort sowie die Schadensauspragung
richtig abgebildet.
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Flankenfoto berechnete Fresssicherheit
(Tellerrad) (Tellerrad)

V1

Y

Ssmin = 1,82

V2

SSmin = 1,27

V3

Ssmin = 0,52

=
Fresssicherheit [-]: <10 <15 <20 <25 <30 =30

Bild 5-17: Nachrechnung des Fressschadens in einem Hubschraubergetriebe
"Die dunklen Flankenbereiche in V1 und V3 sind noch mit Tragbildlack bedeckt
und zeigen damit die nicht aktive Flanke.
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Schiffsgetriebe

Beim untersuchten Schiffsgetriebe traten bei mehreren Getrieben im Betrieb Fresser im
FuRbereich des treibenden Ritzels / Kopfbereich des getriebenen Tellerrads mit anschlie-
Render Grubchenentwicklung als Folge der Flankenschadigung auf. Bei dem Getriebe
handelt es sich um ein nicht achsversetztes Kegelradgetriebe mit Modul my, = 9,7 und
einer Ubersetzung von i = 1,63 ins Langsame (,Ritzel treibt Rad“ auf der Zugflanke).

Das Getriebe ist einspritzgeschmiert mit einem Mineraldl der Viskositat ISO-VG-150, das
im Standardtest A/8,3/90 eine Schadenskraftstufe grofer KS12 erreicht. Die Berechnung
erfolgt mit der Annahme KS12. Die Oltemperatur wurde vom Anwender mit 50°C ge-
schatzt. Die Flankenrauheit der hart-geschnittenen Verzahnung wurde ebenfalls geschatzt
mit Rz = 3,0 um. Da Schiffsgetriebe Ublicherweise ohne Einlauf direkt bei Inbetriebnahme
mit Volllast betrieben werden, wird von nicht geglatteten Flanken ausgegangen. Auf Basis
dieser Daten und Annahmen ergibt sich fur den Anwendungsfall eine minimale Fresssi-
cherheit im Ritzelful3 / am Tellerradkopf von ca. Ssmin = 1,08. Der Schaden kann damit
nachvollzogen werden. Die in Bild 5-18 gezeigte Gegenuberstellung der berechneten
Verteilung der Fresssicherheit und der Schadensfotos zeigt darlber hinaus eine gute
Ubereinstimmung von Schadensort und Lage des Sicherheitsminimums.

berechnete Fresssicherheit

Flankenfoto Ritzel Flankenfoto Tellerrad
(am Tellerrad)

SSmin = 1,08

Bild 5-18: Nachrechnung des Fressschadens in einem Schiffsgetriebe

Bahngetriebe

Beim untersuchten Bahngetriebe traten bei mehreren Getrieben im Versuch Fresser in der
Flankenmitte im Kopfbereich des treibenden Ritzels / FuRbereich des getriebenen Teller-
rads auf. Das Getriebe ist ein Hypoidgetriebe mit a = 0,10-de, , Modul my,, = 3,7 und Uber-
setzung i = 6,91 ins Langsame (,Ritzel treibt Rad“ auf der Zugflanke). Das Getriebe ist
tauchgeschmiert mit einem PAO der Viskositat ISO-VG-100 nach API-GL5. Die Berech-
nung erfolgt mit der Annahme einer Schadenskraftstufe KS10 im Sprungtest S-
A10/16,6R/90. Die relative Eintauchtiefe betragt 10%. Die Oltemperatur wurde vom An-
wender mit 90°C geschatzt. Die Flankenrauheit der gelappten Verzahnung wurde gemes-
sen mit Rz = 8,0 um.
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Das Getriebe ist bei Schmierung mit einem GL5-Ol ausreichend fresssicher ausgelegt. Da
der Schaden im Prifstand jedoch ziemlich frih und schon bei niedrigen Lasten aufgetre-
ten ist, wird von nicht geglatteten Flanken ausgegangen.

Bild 5-19 zeigt den Vergleich des Schadensbilds mit der Lage der minimalen Fresssicher-
heit, die mit Ssmin = 1,11 bestimmt wurde. Somit ergibt sich sowohl quantitativ als auch
qualitativ eine gute Ubereinstimmung von Rechnung und Versuch.

berechnete Fresssicherheit

Flankenfoto Tellerrad (am Tellerrad)

- J Semin = 1,11

Bild 5-19: Nachrechnung des Fressschadens in einem Bahngetriebe

Fazit

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

5.7.3 Anwendung des lokalen Rechenverfahrens auf Stirnrader

Die Anwendbarkeit des oben beschriebenen neuen lokalen Rechenverfahrens auf Stirnra-
der wird anhand zweier von [Mich] bzw. [Coll] durchgefuhrter Stirnradversuche gezeigt, die
sich durch einen sehr leichten bzw. einen lokal eng begrenzten Fressschaden auszeich-
nen. Da sich solche Grenzfalle besonders dazu eignen, sowohl den Betrag als auch die
Lage des berechneten Minimums der Fresssicherheit zu verifizieren, wurden diese Ver-
such auch von Collenberg [Coll] zur Validierung seines lokalen Ansatzes zur Berechung
der Fresstragfahigkeit von Stirnradern herangezogen.

Die Nachrechnung der beiden Versuche erfolgt auf Basis einer mit RIKOR [Riko] durchge-
fuhrten Zahnkontaktanalyse zur Ermittlung der Pressungsverteilung. Die Geschwindigkei-
ten werden ebenfalls lokal Uber der Eingriffsstrecke berechnet. Die Massentemperatur
wird aus den Berechnungen bzw. Messungen von Collenberg [Coll] Ubernommen. Die
Grenztemperatur wird anhand der Schadenslaststufen der verwendeten Ole ermittelt,
wobei die Daten zur Berucksichtigung der Kontaktzeitabhangigkeit von [Coll] Gbernommen
werden.
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Bild 5-20 links zeigt einen sehr ,flachen® Fressschaden, durch den noch die Schleifstruktur
der Flanke zu erkennen ist (Daten zu Verzahnung und Versuchsbedingungen siehe
[Mich]). Aufgrund der starken Profilverschiebung der Verzahnung 141 nach [Mich] steigt
die Kontakttemperatur stetig mit der steigenden Gleitgeschwindigkeit vom Ritzelfuld zum
-kopf, wo sie ihr Maximum erreicht. Gleichzeitig sinkt dabei die Kontaktzeit, sodass die
zulassige Kontakttemperatur ebenfalls zunimmt. In Summe fihrt das zu einem im oberen
Flankenbereich des Ritzels relativ flachen Verlauf der lokalen Fresssicherheit, deren Mini-
mum knapp unter Ss min = 1,0 liegt.

Bild 5-20 rechts zeigt einen auf das Einzeleingriffsgebiet beschrankten Fressschaden an
der Verzahnung A20 aus dem Standard-Fresstest (Daten zu Verzahnung und Versuchs-
bedingungen siehe [Colll). Im Gegensatz zu den bekannten Fressschaden an dieser Ver-
zahnung, die sich meist Uber den gesamten Flankenbereich oberhalb des Ritzelwalzkrei-
ses erstrecken, ist der Ritzelkopf bei diesem Beispiel ungeschadigt. Die Begrindung dafur
liegt in der zum Ritzelkopf hin sinkenden Kontaktzeit, die eine steigende Grenztemperatur
bedingt. Die lokale Fresssicherheit, deren Minimum bei Ssmi» = 0,80 liegt, steigt damit
wieder auf Werte Uber 1,0 an.

Verz. 141 [Mich] Verz. A20 [Coll]

konstant
leichte Fresser

A C B D E
3,0 : 3,0 ‘
\ Verz. 141 [Mich] Verz. A20
Rad treibt Ritzel Ritzel treibt Rad
2,5 Shell Getriebedl 90| 2,5 /\ Turbinendl T49 |
\ v,=19,1m/s / v, =74,7m/s
2,0

N

AN

N
o

Fresssicherheit Sq [-]
o

>
\‘
I
Fresssicherheit Sq [-]
o

o
o1

0,0 T T T T T T T
0 5 10 15 20 25 0 5 10 15

o
o

Eingriffsstrecke g, [mm]

Eingriffsstrecke g, [mm]

Bild 5-20: Nachrechnung von Stirnradversuche — links: Verz. 141 nach Michaelis [Mich],

rechts: A20 nach Collenberg [Coll]
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Fazit

Die Nachrechnung der beiden Schadensfélle aus den Stirnraduntersuchungen von [Mich]
und [Coll] mit dem neuen, lokalen Rechenverfahren hat gezeigt, dass das Verfahren auch
auf Stirnrader angewendet werden kann und die entsprechenden Einflussgré3en damit
allgemein gultig bertcksichtig sind.
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6
NORMFAHIGES RECHENVERFAHREN

6.1 Allgemeines

Auf Basis des vorgestellten lokalen Berechnungsverfahrens, das die fur die Fresstragfa-
higkeit mafRgeblichen Beanspruchungen mittels einer Zahnkontaktanalyse bestimmt, wird
ein neues einfaches und damit normfahiges Berechnungsverfahren vorgeschlagen. Norm-
fahige Rechenverfahren wie z.B. das von Wirth [Wirt] entwickelte Verfahren zur Bestim-
mung der Zahnful3- und Gribchentragfahigkeit von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen
(siehe 2.7) zeichnen sich dadurch aus, dass sie mit den Hauptgeometriedaten der nachzu-
rechnenden Verzahnung auskommen und somit prinzipiell ,von Hand“ gerechnet werden
konnen. Fur Kegel- und Hypoidrader, deren Geometrie nur mithilfe einer Herstellsimulation
exakt bestimmt werden kann, heil3t das insbesondere, dass ein normfahiges Rechenver-
fahren eine einfache Methode zur Bestimmung der Hauptgeometrie beinhalten muss. An
dieser mussen wiederum die Beanspruchungen reprasentativ ermittelt werden konnen.
Ublicherweise wird deshalb auf Ersatz-Stirnradverzahnungen zuriickgegriffen, z.B. in DIN
3991 [D3971] und ISO 10300 [/703]. Im Rahmen dieser Arbeit wird auf die Ersatz-
Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirt] zurtickgegriffen. Diese gibt die Eingriffsverhaltnisse
der Kegel- und Hypoidrader sehr gut wieder, was anhand umfangreicher Parameterstu-
dien hinsichtlich der mit der Ersatzverzahnung ermittelten Beanspruchungen im Vergleich
zu den mittels Zahnkontaktanalyse an der Originalverzahnung ermittelten Beanspruchun-
gen gezeigt werden konnte (siehe [Wirt]).

Der Grundaufbau des normfahigen Berechnungsverfahrens entspricht dem des lokalen
Verfahrens: Die zulassige Kontakttemperatur wird vom lokalen Rechenverfahren (siehe
5.5) ibernommen. Die auftretende Kontakttemperatur wird lokal Gber der Eingriffsstrecke
der Ersatzverzahnung bestimmt. Sie setzt sich aus der nach dem neuen Ansatz fur Kegel-
rader bestimmten Massentemperatur (4.4) und der lokal berechneten Blitztemperatur
zusammen. Das Hauptziel bei der Entwicklung des neuen normfahigen Rechenverfahrens
ist demnach die treffsichere Bestimmung der flr die Berechnung der Blitztemperatur mal}-
geblichen Beanspruchungen, wie Pressung, Geschwindigkeiten etc.
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6.2 Ersatz-Stirnradverzahnung

Eine genaue Beschreibung der Ersatz-Stirnradverzahnung fur Kegelrad- und Hypoidver-
zahnungen sowie deren Validierung sind in der Dissertation von Wirth [Wirf] zu finden. Aus
diesem Grund wird an dieser Stelle auf die Herleitung verzichtet und nur auf die wesentli-
chen Zusammenhange eingegangen.

Im Gegensatz zu dem von Niemann/Winter [NW3] vorgeschlagenen Verfahren wird die
Ersatz-Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirf] direkt aus der Hypoidgeometrie abgeleitet
(siehe Bild 6-1). Die Definition der GeometriegroRen erfolgt dabei ausgehend vom Ausle-
gungspunkt P, dem Beruhrpunkt
der beiden Teilkegel von Kegel-
ritzel und Tellerrad. Der Ausle-
gungspunkt P spannt zusammen
mit den beiden Teilkegelspitzen
Op und Og die Tangentialebene
T auf, in der demnach auch die
Teilkegellangen Rns bzw. Rp»
liegen. Senkrecht auf diese Ebe-
ne T im Punkt P verlauft die
Normale np — ng, welche die
Halbmesser von Ersatzritzel und
-rad d,+2 und d,»/2 darstellt. Die
Walzachse der Ersatzverzah-
1) Walzachse nung, die in der Tangentialebene
T liegt, und damit auch die Zahn-

Bild 6-1: Ableitung der Ersatz-Stirnradverzahnung . ) _ _
aus der Geometrie der Hypoidverzahnung ~Preite b wird in Richtung der
nach Wirth [Wirt] Winkelhalbierenden des Achs-

versetzungswinkels {n,p definiert.

Schréagungswinkel

Der Schragungswinkel beeinflusst einerseits die Sprunguberdeckung der Ersatzverzah-
nung und damit die Lastverteilung, andererseits aber auch die Neigung der Beruhrlinie
gegenuber der Flankenlinie und damit deren fur die lokale Reibungszahl maligebliche
Orientierung zur Schleifstruktur. Als optimaler Schragungswinkel fur die Ersatzverzahnung
im Sinne der realistischen Abbildung der Berthrlinienneigung hat sich dabei nach [Wir]
der Mittelwert aus Ritzel- und Radspiralwinkel herausgestellt:

ﬂv:% (131)

B, [(1  Schragungswinkel der Ersatz-

Stimradverzahnung B2 [(]  mittlerer Spiralwinkel
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Durchmesser

Die Durchmesser der Ersatzverzahnung sind maf3geblich fur die reprasentative Abbildung
der Eingriffsstrecke und damit der Uberdeckung und der Lastverteilung etc. Sie werden
nach [Wirf] wie oben beschrieben aus den Teilkegeldaten abgeleitet:

A2
dV1 2 = L 132
2= o056, (132)
dvate =dvi2 +2-ham2 (133)
dvrr2 = dyi2 =2 B2 (134)
d =d, 1 COS .
vb1,2 = Qy12 vet (135)
mit
ot = arctan| 221 % (136)
vet cos 3,
dy2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz- 012 [(1  Teilkegelwinkel
Stirnradverzahnung hamr2 [mm]  mittlere Zahnkopfhéhe
dvar2 [mm] Kopfkreisdurchmesser der Ersatz- him12  [mm]  mittlere ZahnfuRhéhe
Stirnradverzahnung A [(]  effektiver Normaleingriffswinkel der
dvr2  [mm] Fulkreisdurchmesser der Ersatz- aktiven Flanke nach 1ISO 23509 [1235]
Stirnradverzahnung Olyet [(] effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven
dws2 [mm] Grundkreisdurchmesser der Ersatz- Flanke
Stirnradverzahnung der aktiven Flanke B, [l  Schragungswinkel der Ersatz-
dm12  [mm] mittlerer Teilkegeldurchmesser Stirnradverzahnung

Modul, Zdhnezahl

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

m
mn
my =——"— 137
" cos 3, (137)
dy12
Zyp =L (138)
vt
my [mm] Stirnmodul der Ersatz-Stirnradverzahnung dyr2  [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-
Mpn [mm] mittlerer Normalmodul Stirnradverzahnung
Zy12 [(]  Zahnezahlen der Ersatz- B, [’  Schragungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung Stirnradverzahnung

Eingriffsstrecke, Teilung

Die Eingriffsstrecke ergibt sich aus den Durchmessern sowie dem Eingriffswinkel der Er-
satz-Stirnradverzahnung. Da sich die Eingriffswinkel auf Zug- und Schubflanke unter-
scheiden, muss die Eingriffsstrecke auch fur die jeweils aktive Flanke bestimmt werden:
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9va = 9vat T 9va2

T My, COS ey

1 . . (139)
ZK dZq —dZy —dyy S’”Ofvet)+[\/d5a2 ~d% —dyo S’”avetﬂ

Pret = (140)

ve cos 3,
Ova [mm] Eingriffsstrecke der aktiven Flanke im

Stirnschnitt der Ersatz-Stirnradverzahnung - ; . :
S . . Pret [mm] Eingriffsteilung der aktiven Flanke im

Gvar2  [mm] gﬁf’:ﬁg}%‘:{%ﬂfgﬁ;?ﬁgﬁﬁ'r“’a%r\‘/grlggﬁmrT Stirnschnitt der Ersatz-Stirnradverzahnung
d Teilkreisdurch der Ersat g My [mm] mittlerer Normalmodul

w2 [mm] Sﬁlrnltgljsvel:'rz(;hrzﬁrséer er trsatz- Olyot [°] effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven
dyar2 [mm] Kopfkreisdurchmesser der Ersatz- o Flanlﬁe .

’ Stirnradverzahnung B, [°1 Sghragungswmkel der Ersatz-

dwr2 [mm] Grundkreisdurchmesser der Ersatz- Stimradverzahnung

Stirnradverzahnung der aktiven Flanke

Bild 6-2: Eingriffsstrecke der
Ersatz-Stirnradverzahnung

Zahnbreite

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

gY(A):_gvaZ
gY(E): 9va1

Zwischen den beiden Endpunkten der Eingriffs-
strecke kénnen im Prinzip beliebig viele Ab-
schnitte definiert werden, z.B. n = 10 Abschnitte.
FUr einen Punkt Y auf der Eingriffsstrecke be-
rechnet sich die dazugehoérige Koordinate gy(Y)
dann folgendermalien:

gy (V)=gy (¥ -1+ 22

Die effektive Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung wird unter Bericksichtigung der
Eingriffsverhaltnisse der Hypoidverzahnung ermittelt (siehe Bild 6-3). Dazu wird zunachst
der Winkel #,p der Schraubachse im Auslegungspunkt P berechnet, mit deren Parallelen
das Eingriffsfeld am Beginn und Ende begrenzt wird. Die seitliche Berandung des Ein-
griffsfelds liegt senkrecht zur Walzachse der Ersatzverzahnung, die durch die Winkelhal-
bierende des Achsversetzungswinkels {p definiert wird.
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Der Walzpunkt C wird in den Auslegungspunkt P gelegt, der in guter Naherung im Mitten-
schnitt der Ersatzverzahnung angenommen wird (Bild 6-3 rechts: A = B).

9o (Cpf2) \

veff

b, tany
N
S
)
Al -
v
/|
/
i
l' ?
s 9ur
J
} )
! 9o
!
—
I S
H EEY g val
Yk v S
174
N
1%z

/A
v 7/

_ Doy
c0s(8,/2) /

Bild 6-3: Eingriffsfeld der Ersatz-Stirnradverzahnung nach Wirth [Wirt]

bv — b2 bveff

boesr

mit

bze%OS(;mP/Z) ~ Gy COS Ket tan(ng /2)

bveff =

1—tan ¥ tan({p/2)

9,.p = arctan(sin 5, tan ¢,,)

Y =0mp —Cmp /2

(links: Projektion des Eingriffsfelds in die Tangentialebene,
rechts: Eingriffsfeld der Ersatzverzahnung)

(141)

(142)

(143)

(144)

by, [mm] Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung Ova [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-
b, [mm] Zahnbreite des Tellerrads Stirnradverzahnung
bverr [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz- Onp [°] Schraubachsenwinkel in der Tangential-
Stirnradverzahnung ebene
bserr  [mm] Tragbildbreite am Tellerrad 4 [°]  Parallelogrammwinkel in Tangentialebene
S [’  Achsversetzungswinkel Olyet [ effektiver Stirneingriffswinkel der aktiven
Cmp [’  Achsversetzungswinkel in der Tangentia- Flanke
lenebene & [(] Teilkegelwinkel des Tellerrads
Uberdeckungen

Mit den ermittelten Grolen Eingriffsstrecke, -teilung und der Zahnbreite lassen sich die
Stirn- und Sprunguberdeckungen sowie die Gesamtuberdeckung berechnen:
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£y =02 (145)
Pvet
Evag1 = Evf2 = Tvar (146)
vet
Eva2 =&y = Ivaz (147)
vet
bveff sin :Bv
B M (148)
Evy =Eyg TEyp (149)

Eva [1 Profiliberdeckung der Ersatz- v [mm]  Eingriffsstrecke der Ersatz-

Stirnradverzahnung Stirnradverzahnung
Eat,2 [] Kopfiiberdeckungen der Ersatz- Pret [mm] glhgrlffjtellunﬁ der Ersatz-

Stirnradverzahnung timradverzahnung

S liberdeckung der Ersat b  [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
K K Sﬁ:ﬁpagdlte?;aicrz]uunngg erErsaiz Stirnradverzahnung

: By [F]  Schragungswinkel der Ersatz-
o H gﬁﬁg‘;ﬂggﬁﬁﬁﬁﬁng der Ersatz- Stirnradverzahnung
g My [mm]  Normalmodul

Bertihrlinienldnge

Die Beruhrlinienlangen sind durch die GroRe des Eingriffsfelds gegeben. Nach Wirth [Wirt]
werden die Beruhrlinienlangen Uber die x- und y-Koordinaten der Endpunkte der Beruhrli-
nie bestimmt. Diese werden wie in der ISO 10300 [/703] in Abhangigkeit von der Koordina-
te f berechnet, die senkrecht zu den Berthrlinien orientiert ist und ihren Ursprung im Mit-

gV(X

telpunkt M des Eingriffsfelds
hat (Bild 6-4). Da fur die
abschnittsweise Berechnung
der Blitztemperatur und der
dazugehdrigen Grélken und
Einflussfaktoren jedoch vom
Auslegungspunkt P ausge-
gangen wird, muss die Koor-

Bild 6-4:

Eingriffsfeld der Ersatz-Stirnradverzahnung
nach Wirth [Wirt] zur Bestimmung der Bertihrli-
nienldngen

dinate f in Abhangigkeit von
gy ausgedruckt werden. Fur
die mittlere der maximal drei
im Eingriff befindlichen Be-
ruhrlinien sowie die vor- und
nachlaufende Beruhrlinie
ergibt sich dann fur die Koor-
dinate f:
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me :(gvaZ _gva/2+gY)'COSIBvb (150)
foy =Tfmy + Pvet - COS Byp (151)
fry =fmy — Pvet - COS Pyp (152)
mit 3,, = arctan(tan 3, cos &) (153)
fmy [mm] Eg‘r%mis:izoi:g'gitﬁk?? mittleren Iva [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz-
D . Stirnradverzahnung
fry [mm] E:enr%rt;f:l?rl:ic;ordlnate der vorlaufenden Duet [mm] Eingriffsteilung der Ersatz-
fiy [mm] Eingriffskoordinate der nachlaufenden o Stlrnradve.zrzahnu"ng .
Bertihrlinie B [°] gtr.undlérels-Scr:]hragungswmkel der Ersatz-
. N irnradverzahnung
v [mm] E(r):ar’:jzl?sattiﬁn?:cfj3§r;§;1nngJ:;sstrecke der Oyet [(] eff. Stirneingriffswinkel der aktiven Flanke

Die Maximalwerte fur die Koordinate f ergeben sich aus den seitlichen Berandungen des
Eingriffsfelds (fmaxo bei y = 0, fnaxs bei y = byer):

1
fmaxo ZE(gva — by eff (tan y+tan B, ))COS Bub (154)
1
fraxs = E (gva +by off (tan y +tan B )) cos By (155)
mit
y= arctan[MJ (156)
COS O, ¢

fmax = fmaxs, wenn fraxa > fmaxo; sonst: fmax = fmaxo

Frnax [mm] Maximalwert der Eingriffskoordinate

Ova [mm] Eingriffsstrecke der Ersatz- B [*1  Grundkreis-Schragungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung Stirnradverzahnung
byesr [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz- Y [(]  Parallelogrammwinkel in Tangentialebene

Stirnradverzahnung

Die Endkoordinaten x und y einer Beruhrlinie berechnen sich in Abhangigkeit von der
Koordinate f, wobei fur jeden betrachteten Beruhrpunkt Y die dazugehoérigen ~Werte ein-
gesetzt werden:

f cos B,, +tan B, (f sin B, + b"zeff] + 1 (9yq + by e tany)

. > (157)
1 tany +tan B,
. b 1
. fcos By, +tan,8vb(fsm,8\,b + Vzeﬁ j_z(gva ~by off tany) (158)
, =

tan y +tan S,

X1,2 = 0, wenn X1,2 < 0; X1,2 = byefr, wenn X1,2 > byefr
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, b
Y12 =Xy tan p,, +fcos B, +tan ,Bvb(f sin By + —Vzeff (159)
X712 [mm] Endkoordinate der BerUhrlinie byetr [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
Yi2 [mm] Endkoordinate der Beruhrlinie Stirnradverzahnung
f [mm] Eingriffskoordinate B [’  Grundkreis-Schragungswinkel der Ersatz-
¥ [  Parallelogrammwinkel in Eingriffsebene Stirnradverzahnung

Mit den Endkoordinaten lassen sich die theoretische BerUhrlinienlangen I,y fur jeden
betrachteten Berlhrpunkt Y auf der Eingriffsstrecke berechnen. Die theoretische Beruhrli-
nienlange wird anschlieRend noch Uber eine elliptische Korrekturfunktion Cj an den Ran-
dern beschnitten:

Ib,Y = IbO,Y(1_C/b)

(160)
mit
2 2
ooy == x2 % +(y1-y2) (161)
2 2
f b
Cp = 1—[ 1 |—veff (162)
fmax bv
i L f [mm] Eingriffskoordinate
;b’Y Emm} l_haeno%eet?sirhgeigsrl:emc?er Beriihrlinie b, [mm] Zahnbreite der Ersatz-Stirnradverzahnung
b0y 9 o b  [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-
Chw [1  Korrekturfaktor der Beruhrlinienldnge .
Stirnradverzahnung

Ersatzkriimmungsradius

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

Zugflanke
1 COS Bm1 COS Brma -1
cos a,p (tan app —tan oy, ) +tan &y, tan fg oS {mp (163)
Pt =
(1
Ry tand, Rp,;tand;
Schubflanke
1 COS Pn1 €OS Bmp -1
| cosanc (tan(-apc ) —tan ayy, ) —tan &, tan fg €0S &' mp (164)
Pt | 1 . 1
Rm2 tan 52 Rm1 tan 51
mit Sg = arctan(tan 3, sino,) (165)

Pers = Pt €0S” fig (166)
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Ersatzkrimmungsradius im Normalschnitt
im Auslegungspunkt
Ersatzkrimmungsradius senkrecht zur
Berihrlinie im Auslegungspunkt

P [mm]

pers [mm]

Fs [’  Neigungswinkel der Beruhrlinie zur Flan-
kenlangsrichtung

B, ['1  Schragungswinkel der Ersatz-
Stirnradverzahnung

A [(] effektiver Normaleingriffswinkel der

aktiven Flanke

Bt 2 [F]  Spiralwinkel

o [’  Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke

jim [°] Grenzeingriffswinkel nach ISO 23509
[1235]

Smp [°]  Achsversetzungswinkel nach 1ISO 23509
[1235]

01,2 [(] Teilkegelwinkel

Rni2 [mm]  Teilkegelldnge

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

Bild 6-5: Krimmungsradien der
Ersatz-Stirnradverzahnung

Pers,Y = Pers
X$

mit
. Pers,C _ (tan Oyet )2

Xy = =
Persy tanoyy -tanaoy,

tan o

anderen Beruhrpunkte Y umgerechnet
werden. Diese Umrechnung erfolgt Uber
den Krummungsfaktor Xy, der analog dem
Mittelzonenfaktor Zyg der ISO 10300
[/103] aufgebaut ist und auf der Tatsache
beruht, dass die Summe der beiden
Krimmungsradien von Ritzel und Rad in
jedem Beruhrpunkt gleich ist (Bild 6-5)
[INW2]:

PB1+PB2 = Pc1+ Pc2 = ... = const.

Daraus ergibt sich der Umrechnungsfaktor
Xy fur einen beliebigen Berthrpunkt Y in
Abhangigkeit von den Eingriffswinkeln oy
und ay2 und daraus wiederum der Ersatz-
krimmungsradius pers y in diesem Berihr-
punktY zu:

(167)

(168)

(169)

dvb1 /2

Xy =
Y \/(dv1/2'3inavet +gY(y)) ‘\/(dv2/2'3inavet _gY(y))
dvb2/2
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- . Oy12 [(]  Stirneingriffswinkel im Punkt Y
Persy  [mm] lzoukraéeerra;sr’ﬁ::z;m&w&?i(radIus senkrecht dyi2  [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-

Stirnradverzahnung

Pers [mm] Ef‘rﬁﬁm‘i?Euxgz[:gbunsgzz:iﬁcm zur dyr2 [mm] Gr.u ndkreisdurchmesser der Ersatz-
Xy [[]  Krimmungsfaktor [mm] Egrc-%aig:erzaaut}nduer}gEin riffsstrecke der
Olyet [  eff. Stirneingriffswinkel der aktiven Flanke gr 9

Ersatz-Stirnradverzahnung

Lastaufteilung und Linienlastverteilung

Zur Berechnung der lokalen Pressung muss neben dem Ersatzkrimmungsradius auch die
lokale Linienlast fur jeden betrachteten Beruhrpunkt Y der Eingriffsstrecke bestimmt wer-
den. Dazu wird zunachst Uber den Lastaufteilungsfaktor X;s, der dem Lastaufteilungsfak-
tor Z;s der ISO 10300 [/7103] entspricht, der Lastanteil der mittleren BerUhrlinie ermittelt
(Bild 6-6). Die durch Kug = Wmax | W [Wirf] definierte maximale Linienlast in der Mitte der
Beruhrlinie wird dann auf den betrachteten BerUhrpunkt Y auf der Eingriffsstrecke im Mit-
tenschnitt umgerechnet (Bild 6-7).

Bei der Aufteilung der Gesamtlast auf die im Eingriff befindlichen Zahne wird wie bei Wirth
[Wirt] von einer parabolischen Lastverteilung entlang der Koordinate f sowie einer ellipti-
schen Linienlastverteilung Uber den Beruhrlinien I, ausgegangen. Der Flacheninhalt der
Halbellipse Uber einer Beruhrlinie, bezogen auf die Gesamtflache aller Halbellipsen, wird
dabei als Mal} flir deren Traganteil angesehen. Die Berechnung erfolgt lokal fur jeden
betrachteten Punkt Y der Eingriffsstrecke mit den jeweiligen BerUhrlinienlangen I y aller im
Eingriff befindlicher Beruhrlinien. Wie bei Wirth [Wirt] werden dabei maximal drei im Eingriff
befindliche Beruhrlinien betrachtet.

a) Parabolische Lastverteilung
b) Elliptische Linienlastverteilung
c) Beruhrlinie

Bild 6-6: Annahmen zur Lastaufteilung nach ISO 10300 [I1103] und Wirth [Wirt]
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*

A

XLS,Y = % (1 70)

A +A,+A

i * 1 *
mit A =Z7f‘py'lb,y (171)
e
* w fy
py = =1- | (172)
W max |fmax|
A [-] Flache der Halbellipse Uber der betrachte-
Xisy [-] Lastaufteilungsfaktor . ten Berlhrlinie im Punkt Y
Ipy [mm] Berihrlinienlange im Punkt Y p [mm] maximale Linienlast der Berihrlinie im
f [mm] Abstand der Berlhrlinie im Punkt Y vom Punkt Y
Mittelpunkt M des Eingriffsfeld e [ Exponent = 3,0 fur kleine Hohenballigkeit

= 1,5 fur grolke Hohenballigkeit

Die Umrechnung der maximalen Linienlast vom Mittelpunkt der BerUhrlinie My auf den
betrachteten Berthrpunkt Y auf der Eingriffsstrecke erfolgt Gber den lokalen Breitenlastfak-
tor Kngy auf Basis des potenziellen Ansatz der Linienlastverteilung aus dem Berechnungs-
verfahren zur Graufleckentragfahigkeit von Kegelradern nach FVA 516 [Homb]. Dabei
entspricht der von der
neuen Linienlastvertei-
lung einbeschriebene
Flacheninhalt dem der
elliptischen Verteilung,
womit die Aufteilung
der Gesamtlast auf die
im Eingriff befindlichen
Beruhrlinien mit der
nach Wirth [Wirf] Gber-

einstimmt. Bild 6-7:  Linienlastverteilung nach FVA 516 [Homb]
Khpy =Khp - [1—(b-z)aJ (173)
b X+ %, g yi+y 2
mit  Z= [MYY]: veff. _ =1 2]+ Gva2 — - +9y — 1 2 (174)
2 2 2 2
1 2
a=—— b=— (175)
K Hp -1 Iy

Kugy [(] lokaler Breitenlastfaktor im Punkt Y byesr [mm] effektive Zahnbreite der Ersatz-

Kup [(]  globaler Breitenlastfaktor Stirnradverzahnung

a [-] Exponent Gva2 [mm] Kopfeingriffsstrecke Rad

b [ Konstante Gva [mm] gesamte Eingriffsstrecke

z [mm] Abstand des Mittelpunkts der Bertihrlinie gy [mm] Koordinate auf der Eingriffsstrecke der
zum betrachteten Punkt Y Ersatz-Stirnradverzahnung

X,y [mm] Koordinaten der Berlhrlinienendpunkte Iy [mm] Berihrlinienlange im Punkt Y
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6.3 Beanspruchungen und Geschwindigkeiten

6.3.1 Umfangskraft und Kraftfaktoren

Der Anwendungsfaktor Ka zur Erfassung externer, Uber die Nennlast hinausgehender
Belastungen und/oder zur Berlcksichtigung eines nicht genauer definierten Lastkollektivs
wird aus der ISO 10300 [/703] Gbernommen. Er wird jedoch nur bei der Berechnung der
Flankenbeanspruchung und damit der Blitztemperatur berlcksichtigt, nicht jedoch bei der
Berechnung der Massentemperatur.

Der Dynamikfaktor K, erfasst die inneren dynamischen Krafte, die durch Schwingungen
von Ritzel und Rad gegeneinander bzw. durch Schwingungen der Radpaare anderer Stu-
fen des Getriebes hervorgerufen werden. Er wird nach Wirth [Wirt] in Abhangigkeit von der
relativen Achsversetzung a,, zwischen dem Wert flir Kegelrader nach ISO 10300 [I1103]
und dem Wert 1 fur Hypoidverzahnungen (nach Niemann/Winter [NW3]) interpoliert:

. K, -1
KV :KV —#are, (176)

24

mit B = (177)

m2

K, nach ISO 10300 [1103] mit

__ dhn2 mymy
Mo =2 Pwst?— % — = Mreg = >
8 cos” a, my +m,

b=>b,; bg =byesr; Fmt = Fumt

K - Dynamikfaktor . .y

K‘;V H Dinamikfaktor nach 1SO 10300 [I103] my, [kg/mm] breitenbezogene Tragheitsmasse nach
Arel [[] relative Achsversetzung ka/ ISdO 1.0 300b[l1'03]b Traghei

a [mm] Achsversetzung My [kg/mm] reduzierte breitenbezogene Tragheits-

dm12 [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad masse nach IS0 10300 [1103]

Der Stirnfaktor Ky, wird nach Wirth [Wirf] analog dem Dynamikfaktor in Abhangigkeit von
der relativen Achsversetzung a,; zwischen dem Wert fur Kegelrader nach ISO 10300
[/7103] und dem Wert 1 fur Hypoidverzahnungen (nach Niemann/Winter [NW3]) interpoliert:

¥ Ky, —1
KHO! = KHa _%are/ (178)
L. 2
mi =—
rel dm2

K}, nach ISO 10300 [1103] mit
b=>b,; bg =byesr; Frnt = Fumt
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[]  Stimfaktor arel [(] relative Achsversetzung
. a [mm] Achsversetzung
[l Stirnfaktor nach 1SO 10300 [1103] dm12  [mm] mittlerer Teilkreisdurchmesser Tellerrad

KHa

*
Ha

Fir die Umfangskraft und die maligebliche Umfangskraft an der Ersatz-
Stirnradverzahnung gilt unter Berlcksichtigung der Kraftfaktoren:

cos 3,
Fymt = Fmt1 (179)
COS B
Ftr = vatKAKvKHﬁ (180)
Fum (NI gtlmr Lzargg\s/zgfathannuggr Ersatz- Bt [F]  mittlerer Ritzelspiralwinkel
Fo [N] maRgebliche Umfangskraft Ka [-] Anwenc.iungsfaktor nach ISO 10300 [1103]
B, [’  Schragungswinkel der Ersatz- K H Dynamikfaktor

Stirnradverzahnung globaler Breitenlastfaktor nach Wirth [Wirt]

6.3.2 Pressung

Die malgebliche Flankenbeanspruchung wird mit der Zahnnormalkraft und den Kraftfakto-
ren im Auslegungspunkt (bzw. Walzpunkt C der Ersatzverzahnung) bestimmt und Uber
den in 6.2 beschriebenen Krimmungs- und Lastaufteilungsfaktor auf die betrachteten
BerUhrpunkte Y umgerechnet. Aus der lokalen Pressung und dem dazugehorigen Ersatz-
krimmungsradius kann dann die Hertzsche Kontaktbreite ermittelt werden.

Bei den Annahmen zur Lastverteilung (siehe Bild 6-6 und Bild 6-7) wird von einer vollstan-
digen Entlastung des Eingriffsbeginns und -endes ausgegangen. Der Vergleich mit der
anhand einer Zahnkontaktanalyse ermittelten Pressung zeigt fur die Prifverzahnungen im
relevanten Lastbereich (T, > 300 Nm) jedoch je nach Ease-Off-Auslegung durchaus nen-
nenswerte Pressungen in diesen Flankenbereichen (Bild 6-8). Da dort auch die maximalen
Gleitgeschwindigkeiten und damit die grof3ten Blitztemperaturen zu erwarten sind, dirfen
diese Pressungen im einfachen Berechnungsverfahren nicht unbericksichtigt bleiben.
Deshalb wird die sich theoretisch ergebende Flankenpressung oy y Uber eine parabolische
Funktion symmetrisch um den Auslegungspunkt (gy = 0), in dessen Nahe ublicherweise
die maximale Pressung auftritt, modifiziert. Das Mal} der Anhebung hangt dabei vom Wert
der Pressung am Ritzelkopf bzw. Tellerradfuld ab, der als Auslegungsparameter relativ zur
Maximalpressung angegeben wird (Cus = OHA bzw. £ /O max)- Bei vollstandiger Entlastung
des Ritzelkopfes, also Cug = 0, entspricht die modifizierte Flankenpressung o ymoa der
theoretischen Flankenpressung ony. Zusammen mit der Tragbildbreite am Tellerrad baes,
die mal3geblich von der Breitenballigkeit abhangt, kann somit auch der Einfluss der Ho-
henballigkeit auf die Pressungsverteilung bericksichtigt werden. Als Anhaltswerte dienen
dabei Cyg = 0 flr Verzahnungen, die unterhalb der Nennlast betrieben werden, Cys = 0,5
fur Verzahnungen mit grol3er Hohenballigkeit (z.B. Industriegetriebe) und Cyg = 0,75 flr
Verzahnungen mit kleinerer Héhenballigkeit (z.B. Fahrzeuggetriebe).
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Bild 6-8: Verlauf der Pressung lber der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse (ZKA)
im Vergleich zum normféhigen Verfahren (T; = 500 Nm)

4
l9v|
OHymod = Oy +Crg -max(oyy ) (181)
va,max
. Fn'KA'Kv'KH,B,Y'KHa
mit O-H,Y = 'XE 'XLS,Y (182)
lb,Y 'pers,Y
E
t1
Foo Fm (183)
cosa;, oS P
PH,y
2byy =8pers —— (184)
E
P, Xg =Zg [-] Elastizitatsfaktor nach ISO 10300 [I103]
1o/ N/mm?] modifizierte Flankenpressun ETSE ) .
o-H,YmOd[l[\l/mmz]]maBgeinche Flanker?pressur?g Xisy  [1 Lastaufteilungsfaktor im Punkt ¥
HY Cus [[1 relative Flankenpressung am Ritzelkopf /

F, [N]  Zahnnormalkraft Tellerradfuld
o,y [mm] Beruhrllrllenlange im .Pun'kt Y by y [mm] halbe Hertzsche Kontaktbreite
Persy  [mm]  Ersatzkrimmungsradius im Punkt Y E [N/mmz] Ersatz-E-Modul
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In Bild 6-9 sind die mit Cyg = 0,50 modifizierten Pressungsverlaufe im Vergleich zu

mittels ZKA ermittelten dargestellt:
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Bild 6-9: Verlauf der Pressung Uber der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse (ZKA)

im Vergleich zum modifizierten normféhigen Verfahren (T; = 500 Nm)
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6.3.3 Gleit- und Summengeschwindigkeit

Fur die Berechnung der lokalen Reibungszahlen sowie der Blitztemperatur werden die
lokalen Geschwindigkeiten (Oberflachen-, Summen- und Gleitgeschwindigkeit) bendtigt.
Diese werden wie die Pressung abschnittsweise auf der Eingriffsstrecke ermittelt. Dabei
muss berucksichtigt werden, dass achsversetzte Kegelrader Geschwindigkeitskomponen-
ten in Zahnlangsrichtung aufweisen. In guter Naherung wird davon ausgegangen, dass
diese Geschwindigkeitskomponenten konstant sind. Auf3erdem wird bei der Berechnung
der Summengeschwindigkeit zur Bestimmung der Reibungszahl davon ausgegangen,
dass wie bei Stirnradern nur die Anteile der Oberflachengeschwindigkeit senkrecht zur
Beruhrlinie zu berlcksichtigen sind. Die Oberflachengeschwindigkeit in Zahnlangsrichtung
Wi 2s Wird im Auslegungspunkt ermittelt, der Anteil wy 2, in Zahnhdhenrichtung lokal auf
der Eingriffsstrecke in Abhangigkeit von der Koordinate gy:

Wi12s =Vmt1,2 = SN B2 (185)
_ ; 9y
Wiih =Vmt1 - COS Bt | Sina, + (186)
dv1 /2
_ ; 9y
Wiah =Vmta *COS B -| Sina, — (187)
dv2 /2
N Co P12 [  mittlerer Spiralwinkel
Wir.zs  [mm/s] g:ﬁg?ﬁg:r?ghizﬁgwndlgkelt n o, [°1 Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke
Wi 2n [mm/s] lokale Oberflachengeschwindigkeit in 9y [mm] Abschnitt auf der Eingriffsstrecke

dy12 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-

Zahnhchenrichtung Stirnradverzahnung

Aus der vektoriellen Addition der beiden Komponenten der Oberflachengeschwindigkeiten
in Zahnlangs- und -hdhenrichtung ergibt sich der Gesamtbetrag der Oberflachenge-
schwindigkeit. Dieser kann dann mithilfe des in P bestimmten Winkels der BerUhrlinie fs
sowie des Winkels aw: zwischen den Geschwindigkeitsanteilen in HOhen- und Langsrich-
tung in einen Anteil senkrecht zur Beruhrlinie zerlegt werden:

2 2
W2 = \/ Wiios +Wiion (188)
Wi,2vert =Wi12 'SiHQﬁB| +‘wwt1,2‘) (189)
Wit1,2n

mit @y =arctan (190)

Wis1,2

W1 avert [IMM/s]  lokale Oberflachengeschwindigkeit senk-

Wy [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit recht zur Beriihrlinie

Wir,2s  [mmis] g;:;[?ﬁg:r?ghiﬁﬁgwmd'gke't n Ba [l  Neigungswinkel der Beriihrlinie zur Flan-
Wi on  [mm/s] lokale Oberflachengeschwindigkeit in o ke.nlangsrllchtung R .
Zahnhhenrichtung Dut1,2 [°] V\_Ilnkc_al _ZW|schen"Oberflachepgesc_:hwm-
digkeit in Zahnhdhen- und -langsrichtung
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Die Summengeschwindigkeit berechnet sich analog aus einem Anteil in Zahnhdhen- (vs,)
und einem in Zahnlangsrichtung (vs). Der Anteil in Langsrichtung ist dabei die Summe der
beiden Oberflachengeschwindigkeiten wis und wys, wahrend der Anteil in Hohenrichtung
aus den beiden Oberflachengeschwindigkeiten w;s, und wy, berechnet wird:

Vsy = V& +vZ (191)

mit Vg =Wys +Wiog (192)
Vsh =Wpp +Wiop (193)
Vy [mm/s] Summengeschwindigkeit

Wi 2s  [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit in
Zahnlangsrichtung

W on  [mm/s] lokale Oberflachengeschwindigkeit in
Zahnhohenrichtung

Vs [mm/s] Summengeschwindigkeit in
Zahnlangsrichtung

Vs [mm/s] Summengeschwindigkeit in
Zahnhohenrichtung

Der Anteil der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berlhrlinie kann aus der Summe
der beiden Oberflachengeschwindigkeiten wis et S€Nkrecht zur Berthrlinie bestimmt wer-
den:

Vsvert,Y =Wtivert,y TWtavert,y (1 94)
Vser [Mm/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur W1 avert [IMM/s]  Oberflachengeschwindigkeit senkrecht zur
Beruhrlinie Bertihrlinie

Die Gleitgeschwindigkeit setzt sich ebenfalls aus einem Anteil in Zahnhdhen- (vgn) und
einem in Zahnlangsrichtung (vg4s) Zusammen:

Vgy = 1/véh + Vf,s (195)

mit Vg = V1 - COS By - (tan oy —tan f;) (196)
1 1

Vep =2Vt -Gy | ——+—— 197

gh mt1 -9y (dm dsz (197)

W1 avert [IMM/S]  Oberflachengeschwindigkeit in
Zahnlangsrichtung

Wi 2s  [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit in
Zahnlangsrichtung

W on  [mm/s] Oberflachengeschwindigkeit in
Zahnhohenrichtung

L2 [’1  Spiralwinkel

o, [’  Normaleingriffswinkel der aktiven Flanke

gy [mm] Abschnitt auf der Eingriffsstrecke

dyr2 [mm] Teilkreisdurchmesser der Ersatz-
Stirnradverzahnung

Bild 6-10 zeigt die Gegenuberstellung der mit dem neuen normfahigen Rechenverfahren
ermittelten Gleit- und Summengeschwindigkeit Uber der Eingriffsstrecke im Vergleich zu
den mittels ZKA ermittelten Werten. Es ergibt sich insgesamt eine qualitativ und quantitativ
gute Ubereinstimmung.
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Bild 6-10: Verlauf der Gleit- uynd Summengeschwindigkeit tiber der Eingriffsstrecke -
Zahnkontaktanalyse (ZKA) im Vergleich zum normféhigen Verfahren

Das fur die Berechnung der lokalen Reibungszahl benétigte Gleit-Walz-Verhaltnis aus den
Betragen der Gleitgeschwindigkeit und der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Berlhr-
linie ergibt sich zu:

v
g,y
Spy =—3Y (198)
V svert,Y
Sy [ Gleit-Walz-Verhaltnis Vsverr [Mm/s] Summengeschwindigkeit senkrecht zur

Vg [mm/s] Gleitgeschwindigkeit Beruhrlinie
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6.34 Schmierfilmdicke

Die fur die Reibungszahlberechnung bendtigte relative Schmierfiimdicke wird wie in 5.2.4
beschrieben abschnittsweise fur jeden Kontaktpunkt nach dem Ansatz von Ertl/Grubin [Erl,
Grub] berechnet und mit dem thermischen Korrekturfaktor nach Murch/Wilson [MuWi]
modifiziert. Dabei werden die Pressung (siehe 6.3.2), die Summengeschwindigkeit senk-
recht zur BerUhrlinie (siehe 6.3.3) sowie der Ersatzkrummungsradius (siehe 6.2) des je-
weiligen Beruhrpunkts Y eingesetzt.

Die Schliffrichtung wird vereinfacht als parallel zum Teilkegel der Kegelradverzahnung und
damit naherungsweise parallel zur Zahnlangsrichtung der Ersatz-Stirnradverzahnung
angenommen. Bei Schragungswinkeln g, > 0° tritt demnach eine Schragstellung der Be-
rahrlinie zur Richtung der Schleifriefen auf, womit der Korrekturfaktor C;s fur Langs- und
Kreuzschliff (siehe 4.1.3) herangezogen werden muss.

P hoy
2Y 7 199

—(Rz,+Rz,) (199)
2 1 2

mit hO,Y = ho . Cth . CLS (200)

Azy [[1 relative Schmierfiimdicke Cw [(]  thermischer Korrekturfaktor nach

Rz;, [um] Flankenrauheit Murch/Wilson berechnet mit v e

hoy [um]  Schmierfiimdicke im Parallelspalt (siehe 4.1.2)

h’y [um]  Schmierfilmdicke nach Ertl/Grubin Cis []  Korrekturfaktor fir Langs- und Kreuzschliff

[Ertl, Grub] (siehe 5.2.4) (siehe 4.1.3)

6.3.5 Reibungszahl

Der Ansatz zur Berechnung der Reibungszahl wird ebenfalls aus dem lokalen Rechenver-
fahren Ubernommen (siehe 5.3). Dabei werden die lokalen Werte der Flankenpressung,
der Summengeschwindigkeit senkrecht zur Beruhrlinie, des Gleit-Walz-Verhaltnisses so-
wie der relativen Schmierfilmdicke des jeweiligen Beruhrpunktes Y eingesetzt:

0,10 —0,20 0,05 —-0,10
sty =0,036 (011 y 7 Vrert,y )02 sy 7% (Ca - 2,y )10 -CL - Crrs (201)
. . C, [(1  Schmierfilmdickenfaktor
#y [] , lokale Reibungszahl = 1,0 fur korrigierte Verzahnungen

Ohy [N/mmz] mafgebl. Flankenpressung

Vsiery [M/S]  Summengeschwindigkeit senkrecht
zur BerUhrlinie c

Sey [1  Gleit-Walz-Verhaltnis .

Azy [[] relative Schmierfilmdicke berechnet mit

der Olviskositat bei Massentemperatur
[(]  Schmierstofffaktor, z.B. nach FVA345

Crs [-] Rauheitsstrukturfaktor

Der Rauheitsstrukturfaktor ergibt sich mit der Annahme der Schleifriefenrichtung in Zahn-
langsrichtung in Abhangigkeit vom Neigungswinkel der Beruhrlinie. Der Exponent ¢ wird
dabei mit 2,0 fUr parallele Schleifriefen angesetzt, fur gelappte Oberflachen ohne definierte
Orientierung der Rauheitsstruktur wird £ mit 0,5 angenommen:
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Crs =1+(0,30-sin B5 ) (202)

Crs [<] Rauheitsstrukturfaktor £ [ Exponent

Fs [’  Neigungswinkel der Berihrlinie zur = 2,0 fir geschliffene Oberflachen
Schleifstruktur = Flankenlinie, siehe (165) = 0,5 flr gelappte Oberflachen

6.4 Auftretende Kontakttemperatur

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

ey =0u + Oy (203)

By [°C] Massentemperatur nach 4.4

Jey [°C] lokale Kontakttemperatur Dy [K]  Blitztemperatur nach 5.4.2

In Bild 6-11 ist die Gegenulberstellung der mittels Zahnkontaktanalyse und der nach dem
normfahigen Rechenverfahren ermittelten lokalen Kontakttemperatur dargestellt. Der Ver-
gleich der beiden Methoden zeigt eine qualitativ und quantitativ gute Ubereinstimmung,
wodurch sichergestellt ist, dass das einfache normfahige Rechenverfahren die wesentli-
chen EinflussgréRen im Rahmen der Mdglichkeiten realistisch wiedergibt. Die Einschran-
kungen beziehen sich dabei — wie in 6.3.2 schon erwahnt — auf die Abbildung der mafigeb-
lichen Flankenpressung. Diese hangt stark von der tatsadchlichen Ease-Off-Gestaltung
sowie den Verlagerungen von Verzahnung und Welle-Lager-System ab, was ein fur eine
einfache Auslegungsberechnung bestimmtes Rechenverfahren nicht abdecken kann.

6.5 Zulassige Kontakttemperatur

Der Ansatz fur die zulassige Kontakttemperatur wird ebenfalls dem lokalen Rechenverfah-
ren entnommen (siehe 5.5).
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Bild 6-11: Verlauf der Kontakttemperatur lber der Eingriffsstrecke - Zahnkontaktanalyse
(ZKA) im Vergleich zum modifizierten normféhigen Verfahren (T, = 500 Nm)
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6.6 Sicherheit gegen Fressen

Die Fresssicherheit entlang der Eingriffsstrecke wird analog dem lokalen Rechenverfahren
aus dem Verhaltnis der lokal zulassigen Kontakttemperatur zur lokal auftretenden Kontakt-
temperatur — jeweils abziglich der Oltemperatur — definiert und abschnittsweise fiir die
betrachteten Bertuhrpunkte Y auf der Eingriffsstrecke bestimmt.

Ys,y = Yoi
Ssyy = g : 3 >Ss s (204)
c,y — YOil
S - lokale Fresssicherheit o .
Sz; H geforderte Mindest-Fresssicherheit Usy  ['C] lokal zuldssige Kontakttemperatur
190’” [°C]  Oltemperatur oy [°C] maximale Kontakttemperatur

Aufgrund der Ungenauigkeit, die das einfache normfahige Rechenverfahren vor allem
hinsichtlich der tatsachlichen Pressungsverteilung naturgemald mit sich bringt, ist die zu
wahlende Mindestsicherheit Ss s hoher zu wahlen als in 5.6 angegeben: Fur Fresssicher-
heiten Ss < 1,3 ist mit hoher Wahrscheinlichkeit mit einem Fressschaden zu rechnen,
wahrend fur Fresssicherheiten Ss zwischen 1,3 und 2,0 bei guter Kenntnis der real auftre-
tenden Belastungen sowie ausreichendem Einlauf nicht mit Fressern zu rechnen ist. Bei
Ss > 2,0 wird nicht mit einem Fressschaden gerechnet.

6.7 Ergebnisse

6.7.1 Nachrechnung der Prufstandsversuche

Die Verifikation des neuen normfahigen Berechnungsverfahrens erfolgt analog zu 5.7
zunachst anhand der Prufstandsversuche. Dabei wird fur jeden Versuch fur die Schadens-
laststufe die minimale Fresssicherheit Uber der Eingriffsstrecke ermittelt. Als Referenz
dient dabei zum einen das Ergebnis des Versuchs (Fresser = Ss min < 1,0), zum anderen
die mit dem lokalen Rechenverfahren ermittelte Sicherheit. Vergleichend werden auch die
nach DIN 3991 [D3917] (fur a = 0 mm) bzw. Niemann/Winter [NW3] (fur a # 0 mm) gerech-
neten Fresssicherheiten betrachtet. Folgende Annahmen wurden bei der Nachrechnung
der Prifstandsversuche getroffen:
= Die Berechnung erfolgte anhand des bei der entsprechenden Schadenslaststufe
gemessenen Drehmoments sowie der dazugehdrigen Oltemperatur am Testende.
= Bei allen Rechenverfahren wurde dieselbe Massentemperatur oy flr die Testbe-
dingungen der betrachteten Schadenslaststufe eingesetzt.
= Die Tragbildbreite am Tellerrad be+ wurde aus der ZKA Gbernommen.
= Fdr die Varianten mit gro3em Tragbild (= HB/mpy, = 10...15 ym/mm bzw. LB/mpy, =
15...18 ym/mm) wurden die Faktoren e = 3 und Cyg = 0,75 gewahlt, fur die Varian-
ten mit kleinem Tragbild (= HB/my,, = 20...30 ym/mm bzw. LB/m,, = 20...30
gm/mm) e = 1,5 und Cyg = 0,50 (Balligkeiten siehe auch Bild 3-3 und Bild 3-4).
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In Bild 6-12 sind die Ergebnisse der vergleichenden Nachrechnung der Prifstandsversu-
che gezeigt. Im Vergleich zu den bisherigen Rechenverfahren nach DIN 3991 [D391] und
Niemann/Winter [NW3] liegen die sich ergebenden Fresssicherheiten deutlich ndher am
lokalen Rechenverfahren und damit ndher an der Realitat (Ssmin = 1,0). Im Vergleich zum
lokalen Rechenverfahren (ZKA) ergeben sich mit dem normfahigen Rechenverfahren
ahnliche bis tendenziell niedrigere Fresssicherheiten, wobei die Unterschiede im Wesentli-
chen auf die ndherungsweise Abbildung der Pressungsverteilung zurtickzufiihren sind.
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Bild 6-12: Berechnete Fresssicherheiten nach dem lokalen im Vergleich zum normfahigen
Rechenverfahren sowie nach DIN 3991 [D391] bzw. Niemann/Winter [NW3]

Zur besseren Vergleichbarkeit der nach dem neuen normfahigen Rechenverfahren ermit-
telten Fresssicherheiten werden diese in Bild 6-13 Uber den entsprechenden, mittels ZKA
ermittelten Fresssicherheiten aufgetragen. Es zeigt sich, dass sich die Werte in einem
+20%-Streuband einordnen lassen, womit eine gute Ubereinstimmung gegeben ist. Nach
DIN 3991 [D391] bzw. Niemann / Winter [NW3] werden dagegen flr die Kegelrad-
Prifverzahnungen deutlich zu hohe, fur die Hypoid-Varianten deutlich zu niedrige Sicher-
heiten ermittelt. Das neue Rechenverfahren stellt also im Vergleich zu den bisherigen
Verfahren den Einfluss der Achsversetzung deutlich besser dar.
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Bild 6-13: Vergleich des normfédhigen Rechenverfahrens (norm.) mit dem lokalen Rechen-
verfahren (links) und dem nach DIN 3991 bzw. Niemann/Winter (rechts)

Fazit

Die vergleichende Nachrechnung der Prufstandsversuche zeigt, dass die Einflusse der
Achsversetzung, der Tragbildgrofe und der Treibrichtung mit dem neuen normfahigen
Rechenverfahren realistisch und damit im Vergleich zu den bisherigen Verfahren deutlich
besser abgebildet werden.

6.7.2 Nachrechnung von Schadensfallen aus Praxisanwendungen

Die in 5.7.2 beschriebenen Schadensfalle aus dem Hubschrauber- und dem Schiffsgetrie-
be wurden auch mit dem normfahigen Rechenverfahren nachgerechnet und die Ergebnis-
se den mit dem lokalen Rechenverfahren ermittelten Ergebnissen gegenlber gestellt. Das
ebenfalls beschriebene Bahngetriebe konnte aufgrund der hohen Uberdeckung &, > 3,0
(siehe 6.2), fur welche die Berechnung der Lastauf- und Lastverteilung nicht gilt, nicht
nachgerechnet werden. Wie bei den Prufstandsversuchen auch, wurde die Tragbildbreite
des Tellerrads aus der ZKA Ubernommen. Der Lastaufteilungsexponent wurde auf Basis
des mittels ZKA errechneten Tragbilds unter Last flir das Hubschraubergetriebe mit e = 3,
fur das Schiffsgetriebe mit e = 1,5 gewahlt. Die Korrektur in Hohenrichtung wurde fur das
Hubschraubergetriebe mit in Richtung Ritzelkopf verschobenem Tragbild bei 75% Nenn-
last Crg = 0,20, bei 100% Nennlast mit Cxg = 0,50 angenommen. Fur das Schiffsgetriebe,
das deutlich unter der Nennlast ausfiel, wurden mit einem entlasteten Ritzelkopf und dem-
nach Cys = 0 gerechnet.

FUr das Hubschraubergetriebe ergaben sich die folgenden minimalen Fresssicherheiten:
= Lastfall V1: Ssmin = 1,86 (ZKA: Ssmin = 1,82)
= Lastfall V2: Ssmin = 1,26 (ZKA: Ssmin = 1,27)
= Lastfall V3: Ssmin = 0,51 (ZKA: Ss min = 0,52)
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Far das Schiffsgetriebe ergab sich:
»  Ssmin = 1,13 (lokal: Ss mi» = 1,08)

Fazit

Die Nachrechnung der Praxisgetriebe mit dem neuen normfahigen Rechenverfahren zeigt
stichprobenartig, dass dieses auch bei von den Prifverzahnungen abweichenden Baugro-
Ren und Anwendungen quantitativ und qualitativ zutreffende Ergebnisse liefert.
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7
ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK

Aufgrund der fatalen Auswirkungen eines Fressschadens und der daraus resultierenden
Folgeschaden auf die Lebensdauer eines Getriebes hat die optimale Auslegung des tribo-
logischen Systems aus Verzahnung und Schmierstoff zur Vermeidung von Fressern eine
grolde Bedeutung bei der Getriebeentwicklung. Die bislang zur Verfugung stehenden Me-
thoden zur Auslegung und Nachrechnung von Zahnradern hinsichtlich der Fresstragfahig-
keit verfigen alle Uber spezifische Nachteile: Die Berechnungsverfahren gelten jeweils nur
fur eine bestimmte Verzahnungsart und beruhen auf unterschiedlichen Annahmen zur
malfgeblichen Beanspruchung. Des Weiteren werden noch nicht alle aktuellen Erkenntnis-
se zur Fresstragfahigkeit bertcksichtigt. Speziell im Falle der Kegel- und Hypoidverzah-
nungen werden daruber hinaus auch der Einfluss der Achsversetzung sowie der Tragbild-
lage und —grdfle nicht korrekt wiedergeben. Ziel dieser Arbeit war es deshalb, auf Basis
systematischer experimenteller Untersuchungen ein neues, einheitliches Berechnungsver-
fahren zur Berechnung der Fresstragfahigkeit zu entwickeln. Dieses sollte zum einen als
lokales Rechenverfahren auf Basis einer Zahnkontaktanalyse, zum anderen als einfaches,
normfahiges Rechenverfahren angewendet werden kdnnen.

Experimentelle Untersuchungen

Im Rahmen der Grundlagenuntersuchungen zur lokalen Schmierfilmdicke und Reibungs-
zahl im Scheiben- und Zahnkontakt stand insbesondere der Einfluss der Oberflachenrau-
heit und ihrer Orientierung im Fokus. Sowohl die Schmierfiimdicke als auch die Reibungs-
zahl zeigen im Scheibenprifstand eine starke Abhangigkeit von der Oberflachenrauheit
und ihrer Orientierung. Diese Erkenntnis zusammen mit den ebenfalls untersuchten Ein-
flussen von Pressung, Summengeschwindigkeit, Gleit-Walz-Verhaltnis und Schmierfilmdi-
cke fuhrten zur Entwicklung eines modifizierten Schmierfilmdicken- sowie eines neuen
Reibungszahlansatzes. Fir die Ubertragung des neuen Reibungszahlansatzes auf Zahn-
rader wurde der qualitative Verlauf der Schmierfiimdicke im Zahnkontakt anhand von
Ubergangswiderstandsmessungen untersucht. Dabei konnte ein insbesondere am Ein-
griffsbeginn ein unstetiger Schmierfilmaufbau nachgewiesen werden. Der an Scheiben
entwickelte Reibungszahlansatz wurde fur die Anwendung bei Stirn- und Kegelradern
entsprechend angepasst.
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Bei den experimentellen Untersuchungen zur Fresstragfahigkeit wurden die Parameter
Achsversetzung, Einlauf, Ease-Off-Auslegung (TragbildgréofRe und -lage) sowie Treibrich-
tung untersucht. Es zeigte sich, dass die Fresstragfahigkeit wie erwartet mit zunehmender
Achsversetzung abnimmt, was in der groRer werdenden Gleitgeschwindigkeit begrindet
ist. Im Vergleich zu den Kegelrad-Prifverzahnungen reduzierte sich das ertragbare Ritzel-
drehmoment bei den Hypoidverzahnungen mit relativer Achsversetzung a/d., = 10% auf
knapp 50%, bei a/ds> = 20% auf knapp 30%. Auch der Einlauf- bzw. Glattungszustand der
Flanken hat einen grof3en Einfluss. Die Fresstragfahigkeit nicht eingelaufener Flanken
sank je nach Flankenrauheit auf bis zu 25%. Der Einfluss der Ease-Off-Auslegung und
damit der TragbildgréRe und -lage konnte dagegen nicht quantifiziert werden. Allgemein
lasst sich aus den Versuchen jedoch ableiten, dass die Pressungsverteilung auf der Flan-
ke so ausgepragt sein sollte, dass Bereiche mit hohen Gleitgeschwindigkeiten mdglichst
entlastet sind. Der Einfluss der Treibrichtung ist von der Achsversetzung abhangig: Wah-
rend bei Kegelradern die Treibrichtung ,Rad treibt Ritzel” die Fresstragfahigkeit deutlich
auf 50 ... 70% reduziert, ist dieser Effekt bei den achsversetzten Prufverzahnungen nicht
erkennbar.

Rechenverfahren

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

Fazit

Mit dem vorgestellten Rechenverfahren steht eine neue, experimentell abgesicherte Me-
thode zur Ermittlung der Fresstragfahigkeit von Kegelrad- und Hypoiverzahnungen zur
Verflgung, welche die wesentlichen EinflussgroRen besser als bisherige Verfahren wie-
dergibt. Wahrend mit dem im FVA-Programm KNplus integrierten, normfahigen Verfahren
damit schon in der Auslegungsphase eine ausreichend fresstragfahige Gestaltung eines
Getriebes ermoglicht wird, kann mit dem in eine ZKA integrierten Verfahren (z.B. im FVA-
Programm BECAL) die Ease-Off-Gestaltung optimiert werden. Darlber hinaus konnte
auch die prinzipielle Ubertragbarkeit des Verfahrens auf Stirnrader gezeigt werden.
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Ausblick

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

- Bei der Ubertragung der lokalen Reibungszahl aus dem Scheibenkontakt auf Stirn-
und Kegelrader ergaben sich Diskrepanzen, die im Rahmen dieser Arbeit nicht
aufgeldst werden konnten und deshalb noch genauer untersucht werden muissen.
Hier konnte der beschriebene Ansatz zur Messung und Berechnung der lokalen
Schmierfilmdicke sowie zusatzliche lokale Flankentemperaturmessungen eine gu-
te Grundlage darstellen.

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

- Der Einfluss der Treibrichtung wurde sowohl an Stirnradern als auch im Rahmen
dieser Arbeit nur stichprobenartig untersucht. Eine statistisch besser abgesicherte
Untersuchung des Phanomens wiurde tribologische Grundlagenerkenntnisse brin-
gen und die Berechung von Anwendungen im Vier-Quadranten-Betrieb absichern.
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A-2 Anhang A — Prufstand und Prufverzahnungen
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Bild A-1: Hypoid-Verspannungspriifstand (hier mit manueller Verspannkupplung,
alternativ mit hydraulischem Verspannmotor)
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A3 Priufverzahnungen - Lasttragbilder

GOgr GOkl

Ferse Kopf Zehe | Ferse Kopf Zehe

LS1
59 Nm

LS2
90 Nm

LS3
129 Nm

LS4
175 Nm

LS5
224 Nm

LS6
285 Nm

LS7
351 Nm

LS8
424 Nm

LS9
502 Nm

LS10
589 Nm

Ferse‘ FuR ’ Zehe Ferse‘ FuR ‘ Zehe

Tabelle A-1: Lasttragbilder der Variante GO dargestellt auf der Tellerrad-Zugflanke
(die weil3e Linie markiert den Tellerradteilkegel)

0MPa —— 300 MPa 3000 MPa
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G31,75gr G31,75kl
Ferse | Kopf | Zehe

LS1
59 Nm

LS2
90 Nm

LS3
129 Nm

LS4
175 Nm

LS5
224 Nm

LS6
285 Nm

LS7
351 Nm

LS8
424 Nm

LS9
502 Nm

LS10
589 Nm

Ferse ‘ FuR ‘ Zehe | Ferse ‘ ‘ Zehe

Tabelle A-2: Lasttragbilder der Variante G31,75 dargestellt auf der Tellerrad-Zugflanke
(die weille Linie markiert den Tellerradteilkegel)

0 MPa —— 300 MPa 3000 MPa
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Lasttragbild aufgenommen im Priifstand mit BECAL berechnetes Lasttragbild

LS1
59 Nm

LS3
129 Nm

LS5
224 Nm

LS7
351 Nm

LS10
589 Nm

Tabelle A-3: Vergleich der Lasttragbilder der Variante G31,75kl dargestellt auf der Tellerrad-
Zugflanke
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Anhang B

Versuchsdaten

B1 Versuchsscheiben fiir die Reibungszahlmessungen

B2 Kegelradversuche
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Anhang B — Versuchsdaten

B1 Versuchsscheiben fir die Reibungszahlmessungen
Nummer | Rz (eingelaufen) [um] Oberflachenfoto (exemplarisch)
Querschiiff 9034 / 9055 0,55 /027
sehr fein
Querschliff fein | 9001 / 9028 2,02/1,70
Querschliff mittel | 9007 / 9036 2,45/ 2,91
Querschliff rau | 9009 / 9054 2,88/2,82

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

Nummer | Rz (eingelaufen) [um] Oberflachenfoto (exemplarisch)
Langsschliff fein | 9033 / 9060 1,68/1,83
Langsschl. mittel | 9035 / 9038 2,33/2,20
Langsschliff rau | 9024 / 9057 2,68/2,99

Tabelle B1-2: Daten der Scheiben fir die Reibungszahlmessungen - Langsschiliff

Nummer | Rz (eingelaufen) [um] Oberflachenfoto (exemplarisch)
Schragschliff 30°| 9037 / 9046 1,46 /2,06
Schréagschliff 45°| 9011 / 9025 2,66/1,78
Quer-/
Langsschliff 9066 / 9036 2,33/291

Tabelle B1-3: Daten der Scheiben fir die Reibungszahlmessungen - Schrégschliff




Anhang B — Versuchsdaten B-3
B2 Kegelradversuche
Verzahnung Nummer ??(i’?z ae?c?rneshliwséi:léfr?t ?Ill_ri]/ OEItr?g;pc'IgCgLaSm H/J [mm] Rz (neu) [um]
GOkl Zug V9 LS9 /495 130 HO/JO 2,50/1,80
GOkl Zug V11 LS4 /175 93 H+0,4 / J-0,4 2,40/2,10
GOkl Zug V17 LS8 /411 112 H+0,4 / J-0,4 2,80/1,80
GOkl Zug V20 LS8 /430 115 H+0,4 / J-0,4 2,50/1,70
G31,75Kkl Zug V25 LS9 /502 167 HO/JO 2,10/1,90
G31,75kl Zug V55 LS3/129 123 HO/JO 2,20/2,00
Tabelle B2-1: Versuchsdaten zum Einfluss eines Einlaufs
Verzahnung Nummer %CITZ aecljc?rr:ashliwscti::f:t ?lll_ri]/ Oétr?(rjgpdg-cs]fsm H/J[mm] Rz (neu) [um]
GOgr Schub V46 LS9 /501 134 HO/JO 2,50/1,70
G15gr Schub V2 LS5/ 229 131 H-0,3 /J+0,2 4,00/ 3,70
G31,75gr Schub V65 LS4 /180 130 H-0,3/J+0,2 4,00/ 3,00
GOkl Zug V9 LS9 /495 130 HO/JO 2,50/1,80
G31,75kl Zug V17 LS3/129 108 H-0,2/ J+0,2 2,50/1,80
Tabelle B2-2: Versuchsdaten zum Einfluss der Achsversetzung
Verzahnung Nummer %CITZ aecljc?rr:ashliwscti::f:t ?lll_ri]/ Oétr?(rjgpdg-cs]fsm H/J[mm] Rz (neu) [um]
GOgr Zug V5 LS9 /500 128 HO/JO 3,70/1,70
GOkl Zug V9 LS9 /495 130 HO/JO 2,50/1,80
GOgr Schub V46 LS9 /501 134 HO/JO 2,50/1,70
GOkl Schub V36 LS8 /430 117 HO/JO 2,70/1,60
G31,75gr Zug V11 LS8 /424 147 HO/JO 2,60/2,10
G31,75Kkl Zug V9 LS8 /424 134 HO/JO 2,30/2,70
G31,75gr Schub V45 LS8 /424 140 HO /JO 3,60/2,70
G31,75kl Schub V25 LS9 /501 167 HO/JO 2,10/1,90

Tabelle B2-3: Versuchsdaten zum Einfluss der Tragbildgrof3e
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Verzahnung Nummer ?ﬁ;ﬁg&ﬂ?&iﬁi ?lll_ri]/ oétségpagrcs]fsm H/J[mm] Rz (neu) [um]
GOkl Zug V9 LS9 /495 130 HO /JO 2,50/1,80
GOkl Zug V17 LS8 /411 112 H+0,4 / J-0,4 2,80/1,80
GOkl Zug V10 LS9 /481 130 H-0,2 / J-0,2 2,50/2,50
GOkl Zug V18 LS10/586 138 H+0,4 / J+0,6 2,60/2,40
GOkl Schub V36 LS8 /430 117 HO / JO 2,70/1,60
GOkl Schub V42 LS6 /285 117 H-0,3/J+0,4 2,20/1,50
GOkl Schub V40 LS7 /373 100 H+0,3/J-0,3 2,60/2,20
GOkl Schub V38 LS10/587 155 H+0,3 / J+0,8 2,50/1,70
Tabelle B2-4: Versuchsdaten zum Einfluss der Tragbildlage (GOkl)
Verzahnung Nummer ???‘?zae(ljc?rnesrﬁséi‘:ifr?t ?,551]/ Oétr?g;pdgrcgfsm H/J [mm] Rz (neu) [um]
G31,75kl Zug V9 LS9 /503 147 HO / JO 2,30/2,70
G31,75kl Zug V15 LS7 /352 143 H-0,8 / J+1,0 2,60/1,40
G31,75kl Zug V13 LS9 /503 150 H+0,4 / J-0,4 2,80/1,70
G31,75kl Zug V19 LS9 /502 146 H+0,4/J+1,0 2,60/1,80
G31,75kl Schub| V25 LS9 /502 167 HO / JO 2,10/1,90
G31,75kl Schub| V33 LS7 /351 129 HO / J+1,0 2,10/2,10
G31,75kl Schub| V35 LS7 /351 131 H-0,6 / JO 2,00/2,00
G31,75kl Schub| V37 LS11/682 166 H+0,8 / J+0,6 2,20/1,80

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

Schadenslaststufe SLS /

Oltemp. [°C] am

Verzahnung | Nummer | i ol drehmoment [Nm] | Ende der SLS H/J [mm] Rz (neu) [um]
GOgr Zug
V5 LS9 /500 128 HO /JO 3,70/1,70
.Ritzel treibt*
GOgr Zug
V44 LS5/223 115 H-0,2/J0 5,10/4,70
,Rad treibt"
GOgr Schub
V46 LS9 /501 134 HO/JO 2,50/1,70
.Ritzel treibt*
GOgr Schub
V48 LS3/129 88 H-0,2/J+0,2 3,50/ 3,30
.Rad treibt"

Tabelle B2-6: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (GOgr)
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B-5

Schadenslaststufe SLS /

Oltemp. [°C] am

Verzahnung | Nummer | o ol drehmoment [Nm] | Ende der SLS H/J [mm] Rz (neu) [um]
GOKI Zug
V9 LS9 /495 130 HO / JO 2,50/1,80
.Ritzel treibt"
GOKI Zug
V30 LS7 /336 125 HO / JO 2,50/1,50
.Rad treibt"
GOKI Schub
V36 LS8 /430 117 HO / JO 2,70/1,60
.Ritzel treibt"
GOKI Schub
V25 LS5/ 226 96 H-0,1/J+0,1 2,60/2,10
.Rad treibt"

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

Schadenslaststufe SLS /

Oltemp. [°C] am

Verzahnung Nummer Ritzeldrehmoment [Nm] Ende der SLS H7J [mm] Rz (neu) [um]
G31,75gr Zug
V11 LS8 /424 147 HO/JO 2,60/2,10
~Ritzel treibt"
G31,75gr Zug
V43 LS9 /502 151 H-0,1/J0 2,50/1,90
-Rad treibt"
G31,75gr Schub
V45 LS8 /424 140 HO/JO 3,60/2,70
~Ritzel treibt"
G31,75gr Schub
V59 LS8 /423 145 HO/JO 4,00/2,80
-Rad treibt"

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

Schadenslaststufe SLS /

Oltemp. [°C] am

Verzahnung | Nummer | i ol drehmoment [Nm] | Ende der SLS H/J [mm] Rz (neu) [um]
G31,75kI Zug
V9 LS8 /424 134 HO / JO 2,30/2,70
.Ritzel treibt"
G31,75kI Zug
V31 LS9 /502 165 HO / JO 2,80/1,80
.Rad treibt"
G31,75kl Schub
V25 LS9 /502 167 HO / JO 2,10/1,90
.Ritzel treibt"
G31,75kl Schub
V23 LS9 /502 149 HO / JO 2,20/ 2,00
.Rad treibt"

Tabelle B2-9: Versuchsdaten zum Einfluss der Treibrichtung (G31,75kl)
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Anhang C — Verzahnungsverlustleistung nach Wech C-1

ANHANG C

Diskussion des Ansatzes zur Berechnung
der Verzahnungsverlustleistung nach Wech

FiUr die Berechnung der Massentemperatur wird im Rahmen dieser Arbeit der Ansatz von
[Oftto] an die Bedingungen der Kegelrad- und Hypoidverzahnungen angepasst (siehe 4.4).
Als mal3gebliche Einflussgrofde wird dabei die nach [Wech] bestimmte Verzahnungsver-
lustleistung Pyvzr herangezogen. Damit wird auch auf die dazugehdrige Reibungszahl nach
[Wech] zuruckgegriffen, die im Vergleich zu den am ZSP und 3SP gemessenen Rei-
bungszahlen (siehe 4.1) deutlich zu niedrige Werte aufwies (Mittelwert @(per/ tigem) = 0,62
bei Standardabweichung o = 46,4%). Dass die Verwendung des Ansatzes zur Verzah-
nungsverlustleistung nach [Wech] trotz der Diskrepanzen bei der Reibungszahl zulassig
ist, soll anhand der folgenden Diskussion des Rechenverfahrens gezeigt werden:

In der Arbeit [Wech] wurde das Verlustverhalten von Kegelrad- und Hypoidverzahnungen
anhand einer Vielzahl von Verzahnungsgeometrien und Schmierungsvarianten systema-
tisch untersucht. Dabei wurde jeweils die im verwendeten Verspannungsprufstand auftre-
tende Gesamtverlustleistung Py gemessen und auf die in einem der Prifgetriebe auftre-
tende Verzahnungsverlustleistung Pyzp heruntergerechnet. Die Umrechnung dieser Ver-
zahnungsverlustleistung Pyzp auf eine mittlere Verzahnungsreibungszahl um,z erfolgt mit-
tels des Zahnverlustfaktors Hy (C-1). Dieser ist nach Ohlendorf [Ohle] als Integral des
Produkts aus lokaler Zahnnormalkraft und lokaler Gleitgeschwindigkeit definiert (C-2):

P
Pvzp = timz -Hy -Pa = ﬂmz=ﬁ (C-1)
v Pa
b E fy.(xy) vgi(x,
Pet y=0 x=A  Fot Vin

Um den Zahnverlustfaktor Hy mittels eines einfachen Ansatzes ohne Zahnkontaktanalyse
bestimmen zu konnen, griff [Wech] auf vereinfachte Ansatze zur Berechnung der lokalen
Zahnnormalkraft und Gleitgeschwindigkeit uber dem Eingriffsfeld zurick. Der Ansatz zur
Bestimmung der lokalen Zahnnormalkraft basiert auf der Annahme eines elliptischen Ein-
griffsfelds (vgl. Coleman [Cole]), das wiederum die Beriihrlinienlangen und damit die U-
berdeckung und somit die Aufteilung der Gesamtnormalkraft auf die im Eingriff befindli-
chen Zahne bestimmt. Bild C-1 zeigt fur die auch im Rahmen dieser Arbeit betrachteten
Prufverzahnungen AO, A6, A12 und A22 von [Wech] die sich aus den vereinfachenden
Annahmen ergebenden Verlaufe der lokalen Zahnnormalkraft und Gleitgeschwindigkeit
uber der Eingriffsstrecke:
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Bild C-1:  Annahmen zum Verlauf der lokalen Zahnnormalkraft (links) und lokalen Gleitge-
schwindigkeit (rechts) nach [Wech] lber der Eingriffsstrecke

In Bild C-2 sind fur dieselben Verzahnungen die mittels einer Zahnkontaktanalyse (ZKA)
ermittelten Lastanteile eines Zahns tUber dem Eingriff dargestellt. Es zeigt sich, dass diese
deutlich von den nach [Wech] ermittelten abweichen (vgl. Bild C-1). Die Erklarung dafur
liegt in den oben erwahnten vereinfachenden Annahmen zum Eingriffsfeld. Zusatzlich
verdeutlicht wird dies auch durch die in Tabelle C-1 gegenubergestellten rechnerischen

1.00 Gesamtuberdeckungen ermittelt nach
0,90 22 ' [Wech] bzw. aus der Zahnkontaktanalyse
0,80 —A12]] (ZKA). Die tatsachlichen Uberdeckungen
— 0,70 7= A2z} liegen deutlich Uber den nach [Wech]
7 060 ermittelten:
€ 0,50
3
o 0,40 -
~ 030 | Verzahnung g, (Wech) &, (ZKA)
0,20 AO 1,92 2,42
0,10 - A6 1,84 2,41
0.00 ‘ ‘ A12 2,04 2,58
0 10 20 30
Eingriffsstellung [-] A22 2,58 3,08

. ) , — Tabelle C-1: Vergleich der berechneten
Bild C-2: Rechnerische Lastanteile (iber der Gesamtiiberdeckungen

Eingriffsstellung bei T; = 300 Nm

Diese Unterschiede fuhren auch zu Abweichungen beim Zahnverlustfaktor: Bild C-3 zeigt
die sich fur die PrUfverzahnungen aus den obigen Verlaufen ergebenden Zahnverlustfak-
toren Hy nach [Wech] im Vergleich zu den mittels einer Zahnkontaktanalyse (ZKA) ermit-
telten lokalen Zahnverlustfaktoren Hy,. Es zeigt sich deutlich, dass der nach [Wech] ermit-
telte Zahnverlustfaktor Hy Uberproportional mit der Achsversetzung steigt und die Abwei-
chungen zum lokalen Zahnverlustfaktor Hy, mit steigender Achsversetzung zunehmen.
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Da sich die Reibungszahl nach [Wech] 1,00
OHV (Wech)
aus dessen gemessenen Verzahnungs- —_ 0.90 Tighve zxa)
verlustleistungen ergab (C-1), erklart der E 0,80 -
. . : = 0,70
uberproportionale Anstieg des Zahnver- 5
. . £ 0,60 -
lustfaktors die mit zunehmender Achsver- S 0.50
setzung (= steigender Gleitgeschwindig- § 0:40 i
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: 06 S 0,20
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0,10 -
damit auch den Widerspruch zu den aus 0.00
der Literatur bekannten und im Rahmen AO A6 A12 A22
dieser Arbeit bestatigten Erkenntnissen Verzahnung [-]

zum Einfluss der Gleitgeschwindigkeit. .
Bild C-3: Zahnverlustfaktor Hy nach [Wech]

im Vergleich zum lokalen Zahnver-

lustfaktor Hy, aus der ZKA
Fazit
Die Diskussion des Ansatzes zur Berechnung der Verzahnungsverlustleistung nach
[Wech] zeigte Diskrepanzen bei der Bestimmung der mittleren Verzahnungsreibungszahl,
die sich aus vereinfachenden Annahmen zur Berechnung des Verlustfaktors ergeben. Der
Messungen basierende Ansatz der Verzahnungsverlustleistung als Produkt von Verzah-
nungsreibungszahl, Verlustfaktor und Antriebsleistung wird damit jedoch nicht in Frage
gestellt. Im Gegensatz zur Berechnung der lokalen Fresssicherheit, die mal3geblich auf
einer lokalen Reibungszahl basiert, ist dariber hinaus bei der Berechnung der Massen-
temperatur ein integraler Wert der Verlustleistung ausreichend. Aus diesen beiden Grin-
den ist die Verwendung des Verlustleistungsansatzes von [Wech] bei der Berechnung der
Massentemperatur im Rahmen dieser Arbeit durchaus zulassig. In Zukunft sollte jedoch
auf Basis der heutigen Methoden zur lokalen Beanspruchungsrechnung (Zahnkontaktana-
lyse) ein neuer einfacher Ansatz fur den Verlustfaktor fir Kegelrad- und Hypoidverzah-
nungen entwickelt werden, der dann auch im Einklang mit den in dieser Arbeit beschriebe-
nen Erkenntnissen zur lokalen Reibungszahl steht.
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