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Kurzfassung

Durch die Elektrifizierung des Antriebsstranges ergeben sich in der Entwicklung
moderner Fahrzeuggetriebe verdnderte Anforderungen an die Zahnradauslegung.
Hohere Drehzahlen, diinnfliissigere Schmierstoffe und eine hohe Leistungsdichte
sind nur ein Teil der Herausforderungen, die bei der Zahnradentwicklung fiir elek-
trifizierte Antriebsstringe zu bewiltigen sind. Gleichzeitig erfolgt die Auslegung
gegen kritische Schidigungsmechanismen wie die Pittingbildung nach heutigem
Stand der Technik anhand von einfachen physikalischen Modellen, die durch
empirisch ermittelte Faktoren ergiinzt werden. Um den Einfluss verinderter Be-
triebsbedingungen auf die Zahnflankentragfihigkeit effizient und kostengiinstig
beriicksichtigen zu konnen, werden allerdings ausgekliigelte physikalische Si-
mulationsmodelle benotigt. Aus diesem Grund wurde in dieser Arbeit ein auf
lokalen Groflen basierendes ortliches Auslegungskonzept gegen Pittingversagen
entwickelt. Dieses ermoglicht durch den Einsatz von elastohydrodynamischen
Simulationen die Beriicksichtigung des Schmierstoffes sowie rauer Zahnflanken-
oberflachen. Mithilfe eines neu entwickelten Ansatzes zur Ermittlung der lokal er-
tragbaren Beanspruchung kénnen damit quantitativ zuverldssige Vorhersagen zur
Pittingtragfihigkeit gemacht werden. Das Modell konnte erfolgreich anhand von
Stichversuchen mit einsatzgehidrteten Zahnriadern verdnderter Oberflichenrauheit
validiert werden. Damit kann der Einfluss unterschiedlicher Zahnflankenoberfla-
chen auf die Pittingtragfihigkeit erstmals simulativ und gleichzeitig quantitativ
zuverlédssig ohne zusétzliche empirische Faktoren vorhergesagt werden.






Abstract

As a result of the electrification of the drive train, the development of modern
vehicle gearboxes comes with novel requirements regarding gear design. Higher
rotational speeds, lubricants with low viscosity and a high power density are only
a few of the challenges that engineers have to overcome in the development of
gears for electrified drive trains. At the same time, today’s state of the art design
methods against critical failure modes like pitting are based on simple physical
models that are complemented by empirical factors. However, to be able to assess
the effects of altered operating conditions on gear surface life in an efficient and
cost-effective way, sophisticated physically based simulation models are needed.
For this reason, this work presents a new design concept against pitting fatigue
that is based on local quantities. The model makes use of elastohydrodynamic
simulations to enable the consideration of the lubricant and real measured surface
profiles for the calculation of pitting fatigue. A new approach for the assessment of
the local material strength allows to make reliable quantitative predictions about
the expected pitting life. Within the scope of this work, the developed model
was successfully validated with fatigue tests of case hardened gears with different
surface roughnesses. Consequently, for the first time it is now possible to assess
the influence of different gear surfaces on pitting fatigue in a quantitatively reliable
way by means of simulation without the use of additional empirical factors.
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1 Einleitung

Der Getriebebau und die Zahnradauslegung gehoren zu den grundlegenden Diszi-
plinen des Maschinenbaus und der Antriebstechnik. Vor allem im Automobilbe-
reich werden daher bereits seit vielen Jahrzehnten verschiedenste Fragestellungen
rund um dieses Themengebiet erforscht. Im Zuge der aktuellen Transformation
zur Elektromobilitiat wird die Komplexitét des Getriebes im Automobil drastisch
reduziert. Wihrend im Antriebsstrang eines Fahrzeugs mit Verbrennungsmotor
durchschnittlich 15-20 Zahnrider fiir das Getriebe bendtigt werden, sind es im
Antriebsstrang eines elektrisch betriebenen Fahrzeugs in der Regel nur noch vier
[1]. Gleichzeitig sind die verbleibenden Zahnridder verinderten Anforderungen
an das Gerduschverhalten, die Effizienz und die Leistungsdichte ausgesetzt. Ho-
here Drehzahlen, niedrigviskose Schmierstoffe, angepasste Mikrogeometrien und
ein enormer Kostendruck - all das sind Herausforderungen, welche bei der Ent-
wicklung moderner Zahnrédder im elektrischen Antriebsstrang zu beriicksichtigen
sind.

Die Dimensionierung von Zahnridern erfolgt nach Stand der Technik iiblicher-
weise mithilfe der Norm /SO 6336 [2], sowie durch Beurteilung der aus Kontakt-
analysen berechneten Pressungsverteilung auf der Zahnflanke. Dabei basiert diese
Vorgehensweise auf vielen empirisch ermittelten Einflussfaktoren und erfordert
fiir eine wettbewerbsfihige Auslegung ein fundiertes Erfahrungswissen. Die Giil-
tigkeit des vorhandenen empirischen und erfahrungsbasierten Auslegungswissens
ist allerdings bei den durch die Elektrifizierung verinderten Betriebsbedingungen
zumindest teilweise zu hinterfragen. Gerade bei sehr komplexen Schiadigungs-
mechanismen wie dem der Pittingbildung konnen sich veridnderte Betriebsbe-
dingungen in unvorhergesehener Weise auf die Tragfihigkeit auswirken. Eine
zuverlédssige und gleichzeitig wettbewerbsfihige Auslegung ist hier ohne grof3ere
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experimentelle Aufwinde mit den etablierten Methoden nicht moglich. Stattdes-
sen werden Simulationsmodelle benétigt, welche die Auswirkungen verédnderter
Betriebsbedingungen auf die Zahnflankentragfihigkeit physikalisch basiert be-
schreiben konnen.

Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist es daher ein auf ortlichen Groflen basieren-
des Auslegungskonzept fiir den Schidigungsmechanismus Pitting zu entwickeln.
Dabei sollen die lokal im Zahnradkontakt entstehenden Beanspruchungen be-
rechnet und der lokal vorhandenen Beanspruchbarkeit gegeniibergestellt werden.
Hierdurch wird es moglich die Auswirkungen veridnderter Betriebsbedingungen
auf das Risiko fiir die Pittingbildung simulativ zu bewerten und experimentelle
Aufwinde zu reduzieren.

Die Arbeit ist wie folgt aufgebaut: Zunéchst werden in Kapitel 2 die fiir das Ver-
standnis notwendigen Grundlagen zusammengefasst, ehe in Kapitel 3 detailliert
auf Besonderheiten bei der spannungsbasierten Bewertung der Pittingtragfihig-
keit bei Zahnridern eingegangen wird. In Kapitel 4 werden die im Zuge der Arbeit
angewandten Messverfahren und experimentellen Untersuchungen beschrieben.
Die Modellentwicklung zur Ermittlung der lokalen Beanspruchung und Bean-
spruchbarkeit erfolgt in den Kapiteln 5 und 6. Der Aufbau des entwickelten
ortlichen Konzepts ist schlieflich in Kapitel 7 zusammengefasst. In Kapitel 8 er-
folgt dann die Anwendung und Validierung der entwickelten Methode. Dariiber
hinaus wird dort das Modellverhalten bei Verdnderung wichtiger Einflussgro-
en untersucht und diskutiert. SchlieBlich werden in Kapitel 9 die wesentlichen
Erkenntnisse der Arbeit zusammengefasst.
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Das Abwilzen von im Eingriff stehenden Zahnridern stellt einen vielschichtigen
und komplexen Vorgang dar. In diesem Kapitel soll daher ein Uberblick iiber
die wesentlichen Aspekte des Zahnradkontakts, die daraus resultierenden Schidi-
gungsmechanismen sowie die in der Literatur existierenden Berechnungsansitze
gegen die Pittingbildung gegeben werden.

2.1  Grundlagen des Zahnradkontakts

Zahnrider haben die Aufgabe Krifte zwischen Wellen zu tibertragen und dabei das
Drehmoment bzw. die Drehzahl zu wandeln. Aufgrund vieler vorteilhafter Eigen-
schaften werden die Zihne hierfiir meist in Form einer Evolvente gefertigt, sodass
sich diese Arbeit ausschlieBlich auf evolventische Stirnradverzahnungen bezieht.
Im Folgenden sollen einige wichtige grundlegende Aspekte des Zahnradkontakts
erldutert werden.

Aufgrund der speziellen Eigenschaften der Evolvente, liegen bei Evolventenver-
zahnungen bei einer Betrachtung im Querschnitt sdmtliche Beriihrungspunkte
zweier aufeinander abwilzender Zahnflanken auf einer geraden Linie. Da die
Evolventen der Zahnflanken durch den Kopfkreis begrenzt werden, findet die tat-
sédchliche Beriihrung der Flanken nur auf einem bestimmten Abschnitt dieser Linie
statt, der Eingriffsstrecke genannt wird [3]. Entlang der Eingriffsstrecke werden
dabei einige ausgezeichnete Punkte unterschieden, die verschiedene Bereiche des
Eingriffs kennzeichnen. In Abbildung 2.1 ist der Kontakt einer Geradverzahnung
mit der Eingriffsstrecke und dem Verlauf der Zahnnormalkraft dargestellt. Der
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Zahnradkontakt beginnt im Punkt A der Eingriffsstrecke, der beim treibenden
Zahnrad im FuB3- und am getriebenen Rad im Kopfbereich der Flanke liegt. Die
Punkte der Eingriffsstrecke konnen somit entsprechend der jeweiligen Position
des Beriihrpunktes auch direkt auf die Zahnflanken bezogen werden. Das Ein-
griffsende wird durch den Punkt E gekennzeichnet, welcher mit dem Punkt A den
aktiven Teil der Zahnflanken begrenzt. Der Punkt C bezeichnet den Wilzpunkt.
Hier findet ein reines Abrollen der Zdhne ohne iiberlagertes Gleiten statt. Zusitz-
lich kennzeichnen die Punkte B und D bei Geradverzahnungen den Beginn und
das Ende des Einzeleingriffsbereichs, wo die Kraftiibertragung nur durch ein ein-
zelnes Zahnpaar erfolgt. Wie am Verlauf der Normalkraft zu erkennen ist, entsteht
hier die grofite Belastung fiir den Zahn. Im Falle von Schrigverzahnungen sind
durch einen groBeren Uberdeckungsgrad im Allgemeinen stets mehrere Zihne
gleichzeitig im Eingriff, sodass dort der Einzeleingriffsbereich entfillt [4].
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Abbildung 2.1: Eingriffsstrecke einer Geradverzahnung mit Kraftverlauf (angelehnt an [3])

Grundsitzlich unterscheidet man bei einer Zahnradpaarung Ritzel und Rad. Dabei
wird das kleinere (und meist treibende) Zahnrad als Ritzel und das grof3ere (meist
getriebene) Zahnrad als Rad bezeichnet.

Wie bereits erwihnt, zeichnet sich der Wilzpunkt C dadurch aus, dass die Zahn-
flanken schlupffrei aufeinander abrollen. Auflerhalb des Wilzpunktes kommt es
im Beriihrpunkt der Zahnflanken geometrisch bedingt zu einer zusétzlich tiberla-
gerten Gleitbewegung [4]. Diese Relativbewegung zwischen den Zahnflanken ist
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dabei fiir das Verstdndnis des Abwilzvorgangs von entscheidender Bedeutung. In
Abbildung 2.2 sind die Geschwindigkeitsverhiltnisse entlang der Eingriffsstrecke
eines im Stirnschnitt abgebildeten Zahnradkontakts dargestellt.
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Abbildung 2.2: Geschwindigkeitsverhiltnisse im Zahnradkontakt (angelehnt an [4])

Es ist zu erkennen, dass die zur Zahnflanke tangentiale Geschwindigkeitskom-
ponente vom Zahnfulibereich bis zum Zahnkopf linear ansteigt. Entsprechend ist
die resultierende Geschwindigkeitsdifferenz im Zahnradeingrift (Gleitgeschwin-
digkeit) aus Sicht des jeweils betrachteten Rades im FufSbereich stets negativ und
im Kopfbereich stets positiv. Man spricht dabei von negativem und positivem
Gleiten bzw. Schlupf. Am Beginn der Eingriffsstrecke im Bereich A-C liegt also
am treibenden Rad negatives Gleiten und am getriebenen Rad positives Gleiten
vor, wobei sich die Verhiltnisse nach Uberschreitung des Wilzpunktes im Be-
reich C-E umkehren. Da der Wilzpunkt in der Regel nicht genau in der Mitte
der Eingriffsstrecke liegt, konnen sich am Punkt A und E unterschiedlich hohe
Geschwindigkeitsdifferenzen ergeben. [4, 5]

Die aus der Geschwindigkeitsdifferenz resultierende Gleitbewegung fiihrt dazu,
dass verschiedene Punkte einer Zahnflanke mit unterschiedlich grolen Abschnit-
ten der Gegenflanke in Kontakt kommen. D.h. im Bereich negativen Schlupfes
gleitet ein ldngerer Abschnitt der Gegenflanke iiber einen Referenzpunkt hinweg
als im Bereich positiven Schlupfes. Dies hat Auswirkungen auf die im Kontakt
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vorhandene Reibung sowie die Temperaturentwicklung und stellt somit eine wich-
tige Einflussgrofe fiir die Bewertung oberflichennaher VerschleiBmechanismen
dar [6]. Am Eingriffsbeginn und -ende sind diese Effekte am groften, wohingegen
die Bedeutung mit zunehmender Ndhe zum Wilzpunkt abnimmt.

Am Wilzpunkt kommt es neben der Umkehr der Gleitrichtung gleichzeitig zu ei-
nem Richtungswechsel der gleichgerichteten Reibkraft. Dies ist eine weitere wich-
tige und charakteristische Eigenschaft des Zahnradkontakts. Mit der Richtung der
Reibkraft wechselt auch die Orientierung der durch Kontaktermiidung entstehen-
den Oberflichenanrisse [7]. In Abbildung 2.3 sind die Richtungsverhiltnisse der
Gleitbewegung und Reibkraft sowie die Orientierung der Oberflichenrisse darge-
stellt. Wie zu erkennen ist, hiingt die Orientierung der Anrisse mit der Richtung
der Reibkraft zusammen. Am treibenden Rad zeigt die Reibkraft jeweils vom
Wilzpunkt weg und am getriebenen Rad zum Wilzpunkt hin. Diese Eigenschaft
des Zahnradkontaktes hat wichtige Auswirkungen auf die Beanspruchungssitua-
tion im Zahnrad und somit auf die entsprechenden Ermiidungsvorginge. Daher
wird dieser Aspekt in Kapitel 3 ausfiihrlicher untersucht.
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Abbildung 2.3: Richtungsverhiltnisse von Gleitbewegung und Reibung am treibenden und getriebe-
nen Zahnrad (angelehnt an [7])
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2.2 Schadigungsmechanismen im
Zahnflankenkontakt

Die komplexen Vorginge im Zahnflankenkontakt fithren dazu, dass bei Zahn-
ridern viele verschiedene, teils konkurrierende Schidigungsmechanismen beob-
achtet werden konnen. Eine ausfiihrliche Darstellung moglicher Schéden ist in
den Normen DIN 3979 [8] und ISO 10825 [9] gegeben. Nachfolgend wird eine
Ubersicht iiber die wichtigsten Schadensarten im Zahnflankenkontakt gegeben.
Insbesondere wird dann auf die Schadensart Pitting eingegangen, welche den
zentralen Gegenstand dieser Arbeit darstellt.

2.2.1 Ubersicht der Schadigungsvarianten

In Abbildung 2.4 ist eine Auswahl der wichtigsten Schddigungsvarianten an Zahn-
flanken dargestellt, welche nachfolgend in kurzen Abschnitten beschrieben wer-
den. Dariiber hinaus existieren noch einige weitere Schidigungsvarianten, die
hier aber nicht ndher betrachtet werden sollen. Als wichtigster Vertreter sei dabei
der Zahnfuflbruch genannt, welcher sich aber mafigeblich von den nachfolgend
beschriebenen Ausfallmechanismen unterscheidet.

Pitting Flankenbruch [11]

Verschleif3 [10] Fressen

Abbildung 2.4: Ubersicht wichtiger Schiidigungsvarianten an Zahnflanken
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VerschleiB

Verschleif ist ein iibergeordneter Begriff, der viele unterschiedliche Vorgénge zu-
sammenfasst. Tatsidchlich fallen die meisten Schadigungsformen im Zahnflanken-
kontakt im iibergeordneten Sinn unter die Kategorie Verschleil3. Hier sollen daher
lediglich die in [8] unterschiedenen Verschleilarten normaler (Einlauf-) Verschleif3
und Abrasivverschleifl behandelt werden. Beide Verschleiarten fiithren nur in ex-
tremen Fillen zu einer Beeintrichtigung der Lebensdauer der Zahnflanken und

sind somit selten kritisch [3].

Beim normalen Verschlei3 werden die durch die Fertigung der Zahnflanke ent-
stehenden Oberflachenstrukturen abgetragen bzw. verformt, sodass es zu einer
zunehmenden Glittung der Oberfliche kommt. Dieses Verhalten ist vor allem
in der Einlaufphase von Zahnrddern zu beobachten, da sich durch den Abbau
der Rauheitsspitzen ein verbesserter Schmierzustand einstellt und der Verschleif3
dann zunehmend degressiv verlduft. [4, 6, 12]

In Abbildung 2.5 ist beispielhaft ein Ausschnitt aus dem Rauheitsschrieb einer
Zahnflanke im Ausgangszustand und im eingelaufenen Zustand nach einer Mil-
lion Abwilzvorgingen dargestellt. Die Eingldttung des Rauheitsprofils durch den
initialen Einlaufverschleif} ist gut zu erkennen. Anschliefend bleibt das Ober-
flachenprofil dann aufgrund der verbesserten Schmierbedingungen iiber einen
grofB3en Teil der Lebensdauer weitestgehend unveréndert.

Ausgangszustand — Eingelaufen
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Abbildung 2.5: Rauheitsprofil einer Zahnflanke im Ausgangszustand und nach dem Einlauf
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Unter Abrasivverschleif3 versteht man Verschleif3, der durch in den Zahnradein-
griff gelangte Fremdkorper verursacht wird. Dies kdnnen zum Beispiel Verun-
reinigungen im Schmier6l oder kleine Partikel sein. Der Grad der Schidigung
hingt dabei von der Zahnflankenhirte und der Grofie, Konzentration und Hirte
der Fremdkorper ab. [3, 4]

Fressen

Beim Fressen (Warmfressen) handelt es sich um eine Form des adhésiven Ver-
schleifles, die nur bei Vorhandensein einer Relativbewegung auftritt [6]. Dabei
kommt es im Zahnkontakt lokal zum Versagen der Schmierwirkung, sodass sich
durch die hohe Beanspruchung und Reibung blitzartige TemperaturerhShungen
bilden, welche dann zu kleinen Mikroverschweilungen zwischen den Zahnflan-
ken fithren. Durch die Gleitbewegung werden diese Verschweiflungen allerdings
sofort wieder aufgebrochen, sodass es zu den charakteristischen streifenférmigen
Aufrauhungen in Zahnhohenrichtung kommt (vgl. Abbildung 2.4). Im fortge-
schrittenen Stadium konnen sich dabei auch Anlasszonen auf den Zahnflanken
bilden. Gefihrdet sind vor allem schnell laufende und hoch beanspruchte Zahn-
radpaarungen. Beim Fressen handelt es sich nicht um einen Ermiidungsvorgang,
weshalb schon eine kurzzeitige Uberlastung zu Fresserscheinungen fiihren kann.
Durch eine sorgfiltige Auslegung sowie den Einsatz von Schmierstoffen mit ge-
eigneter Additivierung kann die Fressgefahr signifikant verringert werden. [3, 4,
8]

Mikropitting (Graufleckigkeit)

Unter Mikropitting oder Graufleckigkeit versteht man mikroskopisch kleinste
Ausbriiche und Poren, die sich in groBler Zahl und hoher Dichte iiber einen Be-
reich der Zahnflanke erstrecken und so makroskopisch zu einem matten und
grauen Erscheinungsbild fithren [6]. Abbildung 2.6 zeigt einen vergroferten Aus-
schnitt einer Mikropitting-Zone, in dem die dichte Ansammlung von Poren und
Ausbriichen gut zu erkennen ist.
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Abbildung 2.6: VergroBerte Darstellung von Mikropitting im Rasterelektronenmikroskop

Die Tiefe der einzelnen Poren betrigt typischerweise etwa 10-30 wm [13-15].
Wenn einzelne Ausbriiche zusammenwachsen, konnen aber auch groflere Tiefen
erreicht werden. Da das Mikropitting nur sehr oberflichennah auftritt und die
Ausbriiche eine sehr geringe Tiefe aufweisen, wird Graufleckigkeit weniger kri-
tisch bewertet als beispielsweise die Entstehung von Pitting [3]. Am héufigsten
werden die feinen Poren im Gebiet negativen Gleitens im Zahnfuflbereich be-
obachtet, allerdings konnen auch andere Regionen der Zahnflanke betroffen sein
(vgl. Abbildung 2.4). Grundsitzlich wird die Funktion des Zahnrades durch das
Mikropitting zundchst nicht beeintrichtigt. Wenn allerdings groBere Bereiche der
Zahnflanke betroffen sind, kann das Mikropitting zu einer Abweichung der Flan-
kenform fithren und so eine Konzentration der Beanspruchung bewirken oder
die dynamischen Eigenschaften der Verzahnung beeinflussen [16]. Es ist nicht
vollstindig geklirt in welchen Fillen und bis zu welchem Grad eine vorhandene
Graufleckigkeit das Risiko fiir die Entstehung von Pitting erhoht. Haufig konnen
an geschédigten Zahnflanken beide Phdnomene beobachtet werden. Untersuchun-
gen [16, 17] der Forschungsvereinigung Antriebstechnik FVA haben gezeigt, dass
vorhandenes Mikropitting definitiv zu einer Absenkung der Pittingtragfihigkeit
fithren kann.

10
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Pitting (Griibchenbildung)

Bei Pitting oder Griibchenbildung handelt es sich ebenfalls um einen oberfld-
chennahen Ermiidungsschaden. Im Gegensatz zu Mikropitting sind die Ausbrii-
che dabei aber deutlich gréer und makroskopisch erkennbar. Oftmals haben die
Griibchen ein charakteristisches keilformiges Erscheinungsbild, aber auch andere
Formen sind moglich. Am héufigsten tritt der Schaden bei Zahnflanken im Be-
reich des negativen Gleitens auf, wobei die Griibchen seitlich und in Richtung der
Abwilzbewegung anwachsen. [6, 7]

In Abbildung 2.7 sind einige typische Beispiele von Pitting am treibenden Ritzel

einer Priifverzahnung dargestellt.

Abbildung 2.7: Beispiele fiir Erscheinungsformen von Pitting am treibenden Zahnrad

Die Rissbildung beginnt meistens an oder direkt unterhalb der Oberfldche [7]. Sel-
tener liegt der Ursprung des Anrisses in tieferen Werkstoffbereichen. Letzteres ist
vor allem bei sehr guten Oberflachenqualititen oder zu geringen Einsatzhértetie-
fen zu beobachten [3, 6]. Weiterhin verlaufen die von der Oberflache ausgehenden
Anrisse typischerweise unter einem charakteristischen Winkel von etwa 20-40°
[7, 13, 15]. In Abbildung 2.8 ist ein Querschliff von einem typischen Pitting
zu sehen. Neben dem bereits erwihnten charakteristischen Anrisswinkel ist zu
erkennen, dass das Pitting ab einer gewissen Tiefe relativ flach verlduft, ehe es
unter einem steileren Winkel zur Oberfliche zuriickkehrt. Am Auslauf sind ei-
nige Sekunddrrisse zur erkennen, welche das weitere Wachstum des Griibchens
in Abwilzrichtung erahnen lassen. Beziiglich der Tiefe der Pittings gibt es keine

11



2 Stand des Wissens

universellen Angaben. In [18] werden beispielsweise 20-100 pm genannt, in [19]
wiederum konnten maximale Tiefen von 274-432 pum beobachtet werden und in
[20] hatten die Griibchen bei vergleichbaren Verzahnungen eine Tiefe 200-500

pm.

200 pm

Abbildung 2.8: Typische Pittingform im Querschliff

Eng mit der Griibchenbildung verwandt sind sogenannte Abplatzer bzw. Spalling.
Dabei handelt es sich um grofifiichige und relativ flach verlaufende Ausbriiche,
die dhnlich wie bei Pitting hdufig eine Dreiecksform aufweisen [6, 8]. Die Schi-
digungsvarianten sind dabei nicht scharf voneinander getrennt, weswegen in der
Fachliteratur beide Bezeichnungen vorkommen und teilweise gleichbedeutend
verwendet werden.

Flankenbruch

Als Flankenbruch wird ein Ermiidungsschaden bezeichnet, bei dem der Schadens-
ausgang in tieferen Bereichen der Zahnflanke unterhalb der Oberfliche im Bauteil-
volumen liegt. Die Rissinitiierung steht dabei hdufig mit Einschliissen unterhalb
der aktiven Zahnflanke im Ubergangsbereich zwischen Rand- und Kerngefiige
in Verbindung. Durch zusitzliche an der Oberfliche entstehende Sekundér- bzw.
Tertidrrisse kommt es dann zu keilformigen Werkstoffausbriichen und schlielich
zu einem Abbrechen der Zahnflanke. Dabei kann der Schaden unvorhergesehen
und ohne vorherige Griibchenbildung auftreten. Nicht jede Verzahnung ist al-
lerdings fiir Flankenbruch anfillig. Besonders gefdhrdet sind Verzahnungen mit

12
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groBlen Ersatzkrimmungsradien in Verbindung mit geringen Einsatzhirtetiefen
und einem hohen Schlankheitsgrad der Zihne. [11, 20-22]

2.2.2 Entstehung von Pitting

Bei der Pitting- bzw. Griibchenbildung handelt es sich um einen komplexen Schi-
digungsmechanismus, der einer Vielzahl von Einfliissen unterliegt. Im Gegensatz
zur ,klassischen* Ermiidung ist die Pittingbildung nicht allein durch die Bau-
teileigenschaften bestimmt, sondern vielmehr durch die Systemeigenschaften der
Bauteilpaarung charakterisiert [23]. Der Grund hierfiir ist, dass die Krafteinlei-
tung mafgeblich von den Bauteilpaarungseigenschaften bestimmt wird. Neben
der Grundbeanspruchung durch die Hertz’sche Pressung verursacht die Gleitbe-
wegung der Zahnflanken an der Oberfliche zusitzliche Reibkrifte. Da sich die
Gleitgeschwindigkeiten entlang des Eingriffs verdndern, kommt es an den Flanken
somit lokal zu sehr unterschiedlichen Beanspruchungen. Sowohl die mafgeblich
von der Reibkraft beeinflusste oberflichennahe Beanspruchung als auch die durch
die Hertz’sche Pressung verursachten Ermiidungsvorginge unterhalb der Oberfla-
che spielen im Entstehungsprozess von Pitting eine Rolle. [24]

Nach Knauer kann die Entstehung von Pitting in vier Phasen unterteilt werden
[24, 25]:

e Ermiidungsphase
e Rissentstehung
e Rissfortschritt
e Ausbruch
Der Hauptanteil der Lebensdauer entfillt dabei auf die Ermiidungsphase, in der es

durch zyklische Beanspruchung zu mikroplastischen Verformungen und schlie$3-
lich zur Ausbildung von mikroskopisch kleinen Anrissen kommt. Diese Anrisse

13
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ermoglichen dann die Bildung eines makroskopischen Risses, der letztlich zum
Pittingausbruch fiihrt.

Grundsitzlich konnen Pittings ihren Ausgang sowohl an als auch unterhalb der
Oberflache haben [3]. Bei randschichtgehirteten Zahnrddern besteht die Gefahr
von unter der Oberflache ausgehenden Griibchen vor allem dann, wenn das Be-
anspruchungsmaximum unterhalb oder im Auslauf der Hérteschicht liegt [3]. Im
Falle ordnungsgeméif} dimensionierter und wiarmebehandelter Zahnridder reicht
die Beanspruchung in der Tiefe aber nicht aus, um ausbreitungsfihige Risse zu
erzeugen [24, 26]. Lediglich bei Vorhandensein von Defekten wie z.B. nichtmetal-
lischen Einschliissen oder Fehlstellen kann es infolge der lokalen Spannungskon-
zentration dennoch zu einer Rissbildung unterhalb der Oberfliche kommen [24].
Fiir eine tiefergehende Betrachtung der Pittingentstehung mit Ausgang unterhalb
der Oberfliche sei an dieser Stelle auf die Arbeiten von Ding et al. verwiesen
[18, 27, 28]. Aufgrund der Entwicklungen hinsichtlich des Reinheitsgrades der
Werkstoffe sowie fortgeschrittener Warmebehandlungsverfahren ist der Schadens-
ausgang in der Tiefe allerdings kaum mehr zu erwarten [29].

Weitaus komplexer sind die Vorginge bei von der Oberflidche ausgehender Pitting-
bildung. Hierbei kommt es zum Zusammenspiel von tribologisch beeinflussten Er-
miidungsvorgingen an der Oberfliache, komplexen Risswachstumsmechanismen
sowie von der Hertz’schen Pressung verursachten Ermiidungsvorgéingen unterhalb
der Oberflache. Zunichst fithren lokale Spannungsiiberhohungen, welche durch
die technischen Oberfldchen verursacht werden (vgl. [30]), in der Einlaufphase zu
Verinderungen der oberflaichennahen Mikrostruktur [31]. Die hohen Spannungen
fiihren zu einer plastischen Verformung der Rauheitsspitzen, sodass sich die Ober-
flache im weiteren Verlauf der Beanspruchung teilweise einebnet. In sehr kleinen
Werkstoftbereichen direkt unterhalb der Oberfliache entstehen hohe Druckeigen-
spannungen und das Gefiige wird in eine sehr feinkornige Struktur umgewandelt
[16, 32]. Nach der Einlaufphase bricht eine iiber weite Teile der Lebensdauer
stabile Phase an, in der es in den stark beanspruchten Regionen unterhalb der
Oberfliche zu alternierenden plastischen FlieBvorgingen auf Mikroebene kommt
[24, 31]. SchlieBlich entstehen an oder unmittelbar unter der Oberfldche kleine
Anrisse, die entgegen der Richtung der wirkenden Reibkraft orientiert sind (vgl.
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2.2 Schiadigungsmechanismen im Zahnflankenkontakt

Abbildung 2.3). Ausgehend von diesen mikroskopischen Anrissen bildet sich
ein makroskopischer Riss, welcher unter steilerem Winkel in die Werkstofftiefe
anwichst [24, 26]. Vom Hauptriss ausgehend bilden sich schlieBlich mehrere Ne-
benrisse aus, welche in einem Winkel von 45° zum Hauptriss verlaufen und sich
mit zunehmender Tiefe steiler in Richtung Oberfliche orientieren, wihrend der
Hauptriss in einen flacheren Verlauf libergeht [24]. Erreichen die Nebenrisse die
Oberfliche, bricht schlieBlich der unterhohlte Werkstoff heraus und das Pitting
wird erkennbar. In Abbildung 2.9 ist dieser Vorgang der Unterhohlung gut zu
erkennen. Im linken Bild zeichnet sich das entstehende Pitting durch feine Risse
bereits an der Oberfldche ab, wihrend das Material aber noch unterhalb der Ober-
flache zusammengehalten wird. Kurze Zeit spiter kommt es schlieBlich zu einem
vollstindigen Herausbrechen.

Abbildung 2.9: Imminenter Materialausbruch und resultierendes Pitting

ODb sich aus den an der Oberfliche entstehenden Mikrorissen ein in die Tiefe
wachsender Makroriss herausbilden kann, hiingt nach derzeitigem Kenntnisstand
vom Spannungsverlauf tiber der Tiefe ab [16, 33]. Bei groflen Spannungsgradien-
ten sinkt die Wahrscheinlichkeit fiir das Risswachstum in die Tiefe und es kommt
eher zu Schidigungen in der GréB8enordnung von Mikropitting. Sind allerdings
auch tiefere Werkstoffbereiche stark beansprucht, so steigt die Wahrscheinlichkeit
dafiir, dass die Anrisse in die Tiefe anwachsen und zu Pittingbildung fiihren.

Ein weiterer wichtiger Aspekt bei der Entstehung von Pitting ist die vielfach beleg-
te (z.B. [14, 34]) Beobachtung, dass Pittings fast immer im Bereich des negativen
Schlupfes entstehen, obwohl die zugrunde liegenden Mikroanrisse sowohl im po-
sitiven als auch im negativen Schlupfgebiet auftreten [7]. Die Ursache hierfiir ist
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2 Stand des Wissens

nicht abschlieend geklart und wird in Abschnitt 3.1 ausfiihrlicher diskutiert. Ein
weit verbreiteter Erkldrungsversuch basiert auf der Annahme, dass das Risswachs-
tum der Oberfldchenanrisse durch das im Kontakt enthaltene Schmierdl verstérkt
wird. Zum besseren Verstindnis sollen dazu zunichst anhand von Abbildung 2.10
die Abliufe bei der Uberrollung eines Oberflichenanrisses veranschaulicht wer-
den [35]:

Positiver Schlupf Negativer Schlupf
Uberrollung Uberrollung
-— -—
. Gleiten . Gleiten
Ermiidungsrisse o\ ~—— Ermiidungsrisse o\ ~—
Tl 4+t NN gy -
Druck Zug Zug  Druck
Schmiermitte&‘\\// Schmiermittt&\-//z
. . NN L
RissschlieBung Rissoffnung
x‘\\// —
N NN
Geringer Druckanstieg Starker Druckanstieg
NN el 7
Rissoffnung Rissschlieung

Abbildung 2.10: Uberrollung von Oberflichenanrissen bei positivem und negativem Schlupf (ange-
lehnt an [35])

Im Bereich positiven Schlupfes ist die Gleitrichtung der Bewegungsrichtung der
Uberrollung iiberlagert. Das bedeutet, dass die an der Oberfliiche wirksame Trak-
tionskraft in Richtung der Uberrollung zeigt. Aus diesem Grund erfihrt die Zahn-
flanke im Einlaufbereich des Kontaktes eine Druck- und im Auslaufbereich eine
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Zugbeanspruchung (bezogen auf die Spannungskomponente in Bewegungsrich-
tung). Ein bereits vorhandener Oberflichenanriss wird somit vor der Uberrollung
zusammengedriickt und anschlieBend im Kontaktauslauf aufgezogen. Zudem ver-
hindert die Orientierung der Anrisse eine Rissoffnung durch die anrollende Nor-
malbeanspruchung, da sich die zuerst beanspruchte Rissflanke auf der Gegenflanke
abstiitzen kann. Genau umgekehrt verhilt es sich im Bereich negativen Schlupfes.
Hier ist die Gleitrichtung der Uberrollung entgegengesetzt, wodurch die Traktions-
kraft der Bewegung entgegenwirkt. Es entsteht somit im Einlaufgebiet eine Zug-
und im Auslaufgebiet eine Druckbeanspruchung. Ein Anriss wird also zuerst auf-
gezogen und erst bei der Uberrollung und im Kontaktauslauf zusammengedriickt.
Durch die Rissorientierung sorgt auch die anrollende Normalbeanspruchung fiir
eine Offnung der Anrisse, da sich die zuerst beanspruchte Rissflanke nicht auf der
Gegenflanke abstiitzen kann.

Auf diesen Abldufen beruht die eingangs erwihnte Erkldrung fiir das verstirkte
Auftreten von Pittings im Bereich negativen Gleitens. Es wird angenommen,
dass durch die vorherige Offnung der Anrisse Schmiersl unter hohem Druck
in Risse hineingedriickt wird, wodurch sich an der Rissspitze eine zusitzliche
Beanspruchung ergibt. Bei der Uberrollung wird das im Riss eingeschlossene Ol
weiter komprimiert und die Beanspruchung zusétzlich erhoht. Teilweise wird in
diesem Zusammenhang auch von einer hydraulischen Sprengwirkung gesprochen.
Im Bereich positiven Gleitens dagegen sorgt die der Uberrollung vorausgehende
RissschlieBung dafiir, dass nur wenig Schmierdl in den Riss gelangen kann und
das Risswachstum somit ausbleibt. [35, 36]

Erstmalig wurde dieser Erkldrungsansatz von Way [37] formuliert, wobei die
Thesen bis heute umstritten sind. Diskutiert wird das Thema vor allem im Rah-
men von bruchmechanischen Untersuchungen, auf die an dieser Stelle aber nicht
niher eingegangen werden soll. Fiir weitere Hintergriinde sei vor allem auf die
aufschlussreiche Arbeit von Bower [36] hingewiesen. Zusitzliche grundlegende
bruchmechanische Betrachtungen zum Risswachstum bei Pittingbildung sind in
[38-42] zu finden.
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2.2.3 Einflisse auf die Pittingtragfahigkeit

Aufgrund der komplexen Vorginge bei der Entstehung von Pitting und insbeson-
dere aufgrund des Charakters einer System-Bauteilpaarungseigenschaft, existiert
eine Vielzahl von interaktiven Einfliissen auf die Pittingtragfdhigkeit. Grund-
sdtzlich kann dabei zwischen Einfliissen auf die Beanspruchung und Einfliissen
auf die Beanspruchbarkeit unterschieden werden. Die wesentliche und alle an-
deren Einfliisse dominierende GroBe ist dabei die Hertz’sche Pressung. Oila und
Bull konnten beispielsweise im Rahmen von systematischen Untersuchungen zur
Mikropitting-Lebensdauer beobachten, dass bei hohen Pressungen andere Ein-
flussgroien die Lebensdauer nur wenig beeinflussen, wohingegen deren Bedeu-
tung bei kleineren Pressungen zunahm [43]. Ein dhnliches Verhalten ist wegen der
Ahnlichkeiten im Schidigungsmechanismus auch bei der oberflicheninduzierten
Pittingbildung zu erwarten.

Im Zahnradkontakt kann die Hertz’sche Pressung nidherungsweise bestimmt wer-
den, indem das Zahnpaar durch zwei Zylinder ersetzt wird, welche tiber die Kriim-
mungsradien im jeweiligen Kontaktpunkt definiert sind (vgl. Abbildung 2.11) [3].

Abbildung 2.11: Ersatzmodell Hertz’sche Pressung im Zahnradkontakt (angelehnt an [3])
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Die Hertz’sche Pressung py ergibt sich dann zu [3]:

B Fy-E
pH_\/Qw-p~l~(1—V2) @b

mit den ErsatzgroBen:
_ P1-p2

= 2.2)
p1+ p2
und B 5
= . 23
1—v2  1—-v} 1-v3 23)
£ Ey
Ferner gilt fiir die Abplattungsbreite 2b:
1 -2
2by = 8py - 7P 24

Hierbei ist Iy die auf die Kontaktlinge [ bezogenen Normalkraft, p; » sind die
Kriimmungsradien der Zahnflanken im Kontaktpunkt, 71 o die Querkontraktions-
zahlen und E); 5 die Elastizitdtsmoduln der beiden Zahnrider.

Aus Gleichung 2.1 konnen nun samtliche geometrische Einfliisse auf die Pitting-
tragfahigkeit abgeleitet werden. Alle geometrischen Merkmale einer Verzahnung,
welche Einfluss auf die Lastverteilung, die Kontaktbreite oder den Kriimmungs-
radius haben, sind demnach auch Einflussgroflen auf die Pittingtragfihigkeit.

Neben der nominellen Beanspruchung durch die Hertz’sche Pressung ist die Bean-
spruchung im Zahnradkontakt abhingig von Fertigungsabweichungen, den tech-
nischen Oberflichen sowie damit eng verbunden den Eigenschaften des Tribo-
systems. Dazu kommt die durch Reibung verursachte Tangentialbeanspruchung,
welche ebenfalls stark von den tribologischen Zustinden abhingt. Die wesent-
lichen Einflussgrofen sind hierfiir der Schlupf, die Schmierfilmdicke, die Ober-
flachenrauheit, die Betriebstemperatur und die Oladditivierung [14, 29, 44]. Das
Zusammenspiel dieser Einflussfaktoren ist hochgradig komplex und dynamisch,
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sodass eine detailliere Betrachtung hier nicht erfolgen kann. Eine Ubersicht iiber
die Interdependenzen kann z.B. in [43] nachgelesen werden.

Grundsitzlich ist fiir eine gute Pittingtragfihigkeit eine grofle Schmierfilmdicke
erstrebenswert. Hierfiir ist die druck- und temperaturabhiingige Viskositit des
Schmierd6ls unter den Betriebsbedingungen im Schmierspalt mafgeblich, wobei
auch die Drehzahl und die Oberflachenrauheit eine Rolle spielen. Zudem fiihrt
eine hohe Viskositit zu einer VergroBerung der Reibung, sodass hier ein Optimum
gefunden werden muss. [29]

Neben den beanspruchungsseitigen Einfliissen existieren auch werkstoffseitige
GroBlen, welche die Pittingtragfihigkeit stark beeinflussen. Wesentlich fiir die
Tragfihigkeit ist die Auswahl des Grundwerkstoffs. Legierte Einsatzstdhle zei-
gen dabei die hochsten Pittingtragfihigkeiten, sodass diese bereits lange in der
Serienentwicklung von Automobilgetrieben etabliert sind [4, 6]. Die weiteren
relevanten Werkstoffeigenschaften sind die Einsatzhirtetiefe, die Randhérte, der
Restaustenitgehalt, der Eigenspannungsverlauf und der Reinheitsgrad [14].

Hinsichtlich der Wiarmebehandlung wirken sich eine hohe Oberflachenhirte und
eine ausreichend hohe Einsatzhirtetiefe positiv auf die Pittingtragfihigkeit aus.
Es existiert allerdings eine Grenz-Einsatzhiirtetiefe bei deren Uberschreitung die
Pittingfestigkeit zunichst stagniert und schlieflich wieder abnimmt [20]. Auch der
Restaustenitgehalt wird durch die Warmebehandlung definiert. Hier hat sich ge-
zeigt, dass bei einsatzgehirteten Werkstoffen ein hoher Restaustenitanteil zu einer
Verbesserung der Pittingtragfahigkeit fithren kann [44, 45]. Auch die Eigenspan-
nungsverldufe haben einen grolen Einfluss auf die Lebensdauer von Zahnflanken.
Wihrend Druckeigenspannungen die Tragfihigkeit verbessern, fithren Zugeigen-
spannungen zu einer Verringerung der Lebensdauer [23]. Druckeigenspannun-
gen werden iiblicherweise durch die Warmebehandlung und den nachgelagerten
Schleifprozess in die Zahnflanke eingebracht. Hohe Druckeigenspannungen kon-
nen aber auch durch einen gezielten Kugelstrahlprozess erzeugt werden [46].

Wie bereits erldutert, spielt der Reinheitsgrad bei den heutigen Qualititsstan-
dards eine eher untergeordnete Rolle. Relevant werden die nichtmetallischen Ein-
schliisse und Fehlstellen entweder bei sehr glatten Oberflichen oder bei stark
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beanspruchten Grofigetrieben, da sich die Belastung dort iiber grolere Werk-
stoffbereiche erstreckt und folglich der statistische GroBeneinfluss eine stirkere
Bedeutung gewinnt. Mit zunehmender Fehlstellengroe und -anzahl nimmt die
Pittingtragfihigkeit ab. [5]

2.3 Ortliches Auslegungskonzept

Der rechnerische Festigkeitsnachweis von Bauteilen kann durch verschiedene
Ansitze und Auslegungskonzepte erfolgen. Nach der jeweils charakteristischen
BewertungsgroBe benannt, werden dabei Nennspannungs-, Strukturspannungs-,
Kerbspannungs-, Kerbdehnungs- und Rissfortschrittskonzepte unterschieden [47,
48]. Erfolgt der Nachweis mithilfe von lokalen Beanspruchungs- und Beanspruch-
barkeitskenngrofen, spricht man dabei auch von einem ortlichen Konzept. Wih-
rend die Normauslegung bei Zahnridern dem Nennspannungskonzept entspricht,
basieren viele alternative Ansitze auf der Betrachtung lokaler Spannungen (vgl.
Abschnitt 2.4.2). Nachfolgend soll daher der Festigkeitsnachweis basierend auf
(rein elastischen) ortlichen Spannungen niher betrachtet werden.

Bei spannungsbasierten ortlichen Konzepten kann grundsitzlich weiter zwischen
Dauer- und Betriebsfestigkeitsnachweis unterschieden werden. Die Grundidee
ist in beiden Féllen die lokale Spannung dem ortlichen Werkstoffwiderstand ge-
geniiberzustellen, um so unterschiedliche Randschichteigenschaften in die Fes-
tigkeitsbewertung einflieBen zu lassen [49]. Daraus ergibt sich die Anforderung
samtliche relevante Einfliisse quantitativ an jedem Ort innerhalb eines Bauteils
zu erfassen. Velten formuliert in seinem lokalen Dauerfestigkeitskonzept dazu die
These, dass das Schwingfestigkeitsverhalten durch Beriicksichtigung von stati-
scher Festigkeit (iiber die lokale Hirte), Eigenspannungen, Probengrofe, Form-
zahl und Belastungsart hinreichend beschrieben werden kann [50]. Von Winderlich
wurde diese Uberlegung um den Einfluss der Oberflichenrauheit ergiinzt, sodass
sich die ortliche Dauerfestigkeit dort als

op(x) = Opk -n(x) - ow(x) — My () -ov(x) — Mgs(x) - ops(z) (2.5)
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ergibt [49]. Dabei bezeichnet o, () die lokale Dauerfestigkeit, O px den Einfluss
der rauen Oberfliche, n(x) die lokale Stiitzziffer, oy () die lokale Wechselfestig-
keit, M, (x) die lokale Mittelspannungsempfindlichkeit, oy (x) die 6rtliche Ver-
gleichsspannung, M g () die lokale Eigenspannungsempfindlichkeit und o gs ()
die ortliche Vergleichseigenspannung. Zur Abschitzung der lokal unterschiedli-
chen werkstoffabhiingigen Grofen stehen verschiedene empirisch ermittelte Glei-
chungen zur Verfiigung [49-52]. Alternativ konnen Werte aus Messungen genutzt
werden. Kommt es lokal zu einer Uberschreitung der dauerfest ertragbaren Bean-
spruchung, so wird an dieser Stelle die Bildung eines Anrisses erwartet.

In der FKM-Richtlinie [53] ist eine Vorgehensweise fiir den auf ortlichen Span-
nungen basierenden Betriebsfestigkeitsnachweis beschrieben. In Abbildung 2.12
ist der grundsitzliche Ablauf dargestellt.

Spannungs-
kennwerte
Werkstoft-
kennwerte
Konstruktions-
faktoren
Bauteil-
Wechselfestigkeit
Mittelspannungs-
bewertung
|
Betriebsfestigkeits-
rechnung
Sicherheits-
faktoren

Nachweis

Abbildung 2.12: Ablauf Betriebsfestigkeitsnachweis nach FKM-Richtlinie [53]

Beanspruchungsseitig werden hierbei die lokal auftretenden Spannungskollek-
tive mithilfe einer Mittelspannungstransformation auf ein Spannungsverhiltnis
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von R = —1 umgerechnet und anschliefend in eine (auf die Zyklenzahl der
Wechselfestigkeit bezogene) schidigungsgleiche Einstufenbeanspruchung umge-
wertet. Die Ermittlung der lokalen Wohlerlinie erfolgt iiber eine mithilfe von ort-
lich bestimmten Konstruktionsfaktoren durchgefiihrten Umrechnung der aus den
Werkstoftkennwerten abgeleiteten Werkstoff-Wechselfestigkeit in eine Bauteil-
Wechselfestigkeit. Die Neigung sowie die Lage des Abknickpunktes der Wohler-
linie werden abhingig von der Werkstoffgruppe vorgegeben und sind ortlich nicht
variabel.

Fiir die Bauteil-Wechselfestigkeit oy - gilt [53]:
owk = ow,zd/ Kwk o, (2.6)

mit der Werkstoff-Wechselfestigkeit oy, .4 und dem Konstruktionsfaktor Ky .

Der Konstruktionsfaktor beriicksichtigt verschiedene Einflussfaktoren und setzt

1 1
14— [——1
Kfyg KR,O’

Dabei ist n, die Stiitzziffer, K t,0 €in Schitzwert der Kerbwirkungszahl, Kz
der Raubheitsfaktor, Ky, der Randschichtfaktor und K g der Schutzschichtfaktor.
Neben den hier abgedruckten Gleichungen fiir Normalspannungen werden in der

sich wie folgt zusammen:

1
. 2.7
Ky Ks 2.7

1
Kwigo=—
o

FKM-Richtlinie analoge Beziehungen fiir Schubspannungen angegeben.

Ein Ausfall ergibt sich auch hier dann, wenn die lokale Beanspruchung die lokale
Festigkeit tiberschreitet. Allerdings geht die FKM-Richtlinie, im Gegensatz zum
oben beschriebenen Konzept der ortlichen Dauerfestigkeit, davon aus, dass sich
die kritischen Nachweispunkte an der Bauteiloberfliche ergeben. Eine Betrach-
tung liber der Bauteiltiefe kann mit dem beschriebenen ortlichen Betriebsfestig-
keitskonzept daher nicht ohne Weiteres erfolgen.
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2.4 Existierende Berechnungsansatze zur
Bewertung von Pitting

Der Mechanismus der Pittingbildung in wélzbeanspruchten Bauteilen wird bereits
seit einigen Jahrzehnten erforscht. So sind neben den zahlreichen wissenschaftli-
chen Untersuchungen zum Entstehungsmechanismus dhnlich grofle Anstrengun-
gen unternommen worden, geeignete Berechnungsverfahren zur Vorhersage der
Pittingbildung zu entwickeln. Die gro3e Anzahl existierender Methoden umfasst
dabei sowohl einfache analytisch-empirisch basierte Modelle als auch komplexe
numerisch-werkstoffphysikalische Ansitze. Nachfolgend sollen einige dieser Be-
rechnungsansitze kurz vorgestellt werden.

2.4.1 Normbewertung nach ISO 6336

Das fiir die Praxis relevanteste Berechnungsverfahren zur Absicherung gegen
Pittingbildung ist das genormte Vorgehen nach ISO 6336 [2]. Die Bewer-
tung entspricht dabei weitestgehend einem Nennspannungskonzept basierend
auf der Hertz’schen Pressung an der Oberfliche. Die Grundidee basiert darauf
die Hertz’sche Pressung als Modellierungsgrofie zu nutzen und die zuldssigen
Grenzwerte in Laufversuchen zu ermitteln, sodass andere EinflussgroBen implizit
durch den Versuch erfasst werden [4]. Die Ubertragung auf vom Laufversuch
abweichende Bedingungen erfolgt dann anhand von experimentell bestimmten
Umrechnungsfaktoren und mithilfe von Erfahrungswissen.

Der fiir Ritzel und Rad zu erbringende Nachweis lautet [2]:

SEICAPpy— (2.8)

OH

wobei o ¢ die ertragbare Flankenpressung bezeichnet, o die auftretende Flan-
kenpressung und s r7,ip, die geforderte Sicherheitszahl.

24



2.4 Existierende Berechnungsansitze zur Bewertung von Pitting

Die auftretende Flankenpressung berechnet sich tiber:

on=2pp ono-VKa - Kv- -Kps Kpa. (2.9)

Dabei wird die am Wilzpunkt ermittelte nominelle Flankenpressung o tiber
den Faktor Zp p auf den jeweils kritischen Punkt im ZahnfuBbereich von Ritzel
bzw. Rad umgerechnet und iiber Kraftfaktoren an die von den Nenn-Bedingungen
abweichenden Gegebenheiten angepasst. K 4 beriicksichtigt duflere Zusatzkrifte,
Ky innere dynamische Zusatzkrifte und K5 sowie K g, die unterschiedliche
Kraftaufteilung liber der Zahnbreite bzw. in Umfangsrichtung des Zahnrades. Die
Bestimmung dieser last- und voneinander abhéngigen Faktoren ist nicht trivial und
kann in verschiedenen Genauigkeitsgraden iiber komplexe numerische Analysen
oder vereinfachte Beziehungen erfolgen.

Auf der anderen Seite kann die ertragbare Flankenpressung durch
OHG = OHlim * ZNT * 21 - Zv - ZR - Zw - Zx (2.10)

berechnet werden.

Hierbei wird die aus normierten Priifbedingungen gewonnene Pitting Dauerfestig-
keit o g1;m, auf abweichende Betriebsbedingungen umgerechnet. Der Faktor Z
dient (wenn gefordert) zur Umrechnung der Dauerfestigkeit in den Zeitfestigkeits-
bereich, sofern hier keine ausreichenden Versuchsdaten vorliegen. 7, Zy und
Zr beriicksichtigen den tribologischen Einfluss von Schmierstoff, Umfangsge-
schwindigkeit und Rauheit, wihrend Zy;, dazu dient unterschiedliche Werkstoft-
paarungen beriicksichtigen zu konnen und Zx die Moglichkeit zur Bewertung
von GroBeneinfliissen bietet. Die Betriebsfaktoren werden dabei hauptséchlich
aus Versuchen oder ndherungsweise aus empirisch ermittelten Zusammenhéngen
bestimmt. [2, 4]

Die Bestimmung und Festlegung der fiir den Normnachweis benétigten und groB3-
tenteils empirischen Faktoren erfordert in der Zahnradauslegung einiges an Er-
fahrungswissen und Knowhow. So richtet sich die geforderte Hohe der mit Glei-
chung 2.8 ermittelten Sicherheitszahl nach der Kenntnis der Betriebsbedingungen
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und Qualitit der Fertigungsprozesse sowie nach dem Vertrauen in die Genauigkeit
der angesetzten Faktoren [3]. Weiterhin sind mikrogeometrische Modifikation der
Zahnflanke im ISO Berechnungsverfahren nicht beriicksichtigt, sodass festigkeits-
steigernde Flankenmodifikationen nur iiber Erfahrungswissen in die Normbewer-
tung einflieBen konnen. Dies fithrt dazu, dass in der industriellen Praxis zum Teil
auch Sicherheitszahlen unterhalb von 1 akzeptiert werden.

Neben der Norm in ihrer Reinform wird das durch sie vorgegebene Nachweisge-
riist stetig durch aktuelle Forschungsvorhaben erweitert. So werden zum Beispiel
innerhalb der FVA viele durch die ISO Norm nicht abgedeckte Fragestellungen
untersucht und tiber experimentell abgeleitete Zusatzfaktoren der Normauslegung
zuginglich gemacht (z.B. [17, 20, 54, 55]). Der Nachteil dieser Vorgehensweise
liegt in den hohen experimentellen Aufwinden, die mit hohen Kosten verbunden
sind. Problematisch bleibt auBerdem weiterhin die Ubertragbarkeit der Ergeb-
nisse auf vom Priifstandsversuch abweichende Bedingungen. Aus diesem Grund
gibt es schon lange Bestrebungen physikalisch basierte Bewertungsmethoden zu
entwickeln, welche eine simulative Beriicksichtigung veridnderlicher Betriebsbe-
dingungen erlauben.

2.4.2 Lokale Modellierungsansatze

Neben der normbasierten Auslegung existieren bereits einige Modelle, welche ei-
ne Berechnung der Pittingtragfahigkeit tiber ortliche Konzepte ermoglichen. Die
wesentlichen Aspekte einiger ausgewihlter Ansitze sollen nachfolgend zusam-
mengefasst werden.

Tallian et al. [56-58] haben bereits frith an einem physikalisch basierten Mo-
dell zur Berechnung der Pittinglebensdauer an Wilzlagern gearbeitet. Das sehr
komplexe und umfassende Modell berechnet die Pittinglebensdauer basierend auf
einer Bewertung der Risswachstumsrate. Dabei wird davon ausgegangen, dass
die Risse ausschlieBlich von Defekten ausgehen, deren Auftretenswahrscheinlich-
keit und Form in jedem Volumen- bzw. Oberflichenelement iiber eine bivariate
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2.4 Existierende Berechnungsansitze zur Bewertung von Pitting

Verteilungsfunktion modelliert wird. Es werden drei Arten von Defekten unter-
schieden: nichtmetallische Einschliisse unterhalb der Oberfliche, Kerben, Furchen
und sonstige Vertiefungen an der Oberfliche sowie wihrend des Einlaufprozesses
entstandene Mikropittings. Ausgehend von der makroskopischen Spannung wird
dann iiber analytisch-empirische Ansitze die Spannungsiiberhhung durch die
Defekte berechnet und anhand der Hirte die Lebensdauer bis zum Erreichen der
kritischen RissgroBe ermittelt. Uber die Defekt-Verteilungsfunktion kann dann
die Uberlebenswahrscheinlichkeit fiir jedes Volumen- bzw. Oberflichenelement
bestimmt werden. Obwohl es sich beim Ansatz von Tallian et al. um ein sehr
ausgekliigeltes und fortgeschrittenes Modell handelt, ist es vor allem diese Kom-
plexitit, welche einen Einsatz unpraktikabel macht. Nachteilig ist weiterhin, dass
der Einfluss des Schmierfilms nicht beriicksichtigt werden kann und einige Ex-
ponenten in den zugrundeliegenden Gleichungen unbekannt sind und abgeschitzt
werden miissen.

Blake et al. [59-61] haben versucht die Pittingtragfihigkeit iiber einen bruch-
mechanischen Ansatz zu ermitteln. Das Konzept wurde dabei direkt fiir Stirn-
radverzahnungen entwickelt und basiert auf der Bewertung des Risswachstums
von Oberflichenanrissen, welche nach einer bestimmten Zyklenzahl in Form ei-
ner Verteilungsfunktion als gegeben vorausgesetzt werden. Bemerkenswert ist
dabei, dass der Einfluss der Gleitbewegung iiber eine vereinfachte Modellierung
der Druckerh6hung durch Rauheitskontakte beriicksichtigt wird, deren Haufigkeit
iiber die Makrozyklen und die Dichte der Rauheitserhebungen abgeschitzt wer-
den kann. Entscheidend fiir die Bewertung der Pittingentstehung ist der Ubergang
zwischen dem von den Rauheitskontakten beeinflussten Tiefenbereich und den
groBeren Bauteiltiefen. Uberschreitet die Spannungsintensitit dort den von der
Festigkeit abhingigen Schwellwert, so wird ein Pitting vorhergesagt. Innerhalb
des Konzeptes wird zusitzlich der Einfluss von oberflichennahen Einschliissen
beriicksichtigt, sodass in Kombination mit der anfinglichen Rissverteilung eine
Ausfallwahrscheinlichkeit gegeben werden kann. Zu den Nachteilen des Modells
gehoren die fehlende Beriicksichtigung der Rissinitiierung, bestimmte Vereinfa-
chungen in der Modellierung des Risswachstums, sowie die fehlende Beriicksich-
tigung von Eigenspannungen.
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2 Stand des Wissens

Hertter [62, 63] konnte in seinem Modell das spannungsbasierte Konzept der
ortlichen Dauerfestigkeit auf den Zahnradkontakt iibertragen und schuf so die
Grundlage fiir viele nachfolgende Arbeiten. Fiir die Ermittlung der Tragfihigkeit
wird die Beanspruchung wihrend eines gesamten Abwilzvorgangs einer Zahn-
flanke beriicksichtigt. Uber ein einfaches Kontaktmodell geht dabei auch der
Einfluss technischer Oberflachen und des Schmierstoffs in vereinfachter Form
in die Berechnung ein. Aulerdem werden auch die Einfliisse der Zahnquerkraft
und -biegung in simpler Form beriicksichtigt. Ein wesentlicher Aspekt ist dar-
iiber hinaus die Erweiterung der Schubspannungsintensititshypothese fiir den
Einsatz bei Wilzbeanspruchung. Erst dadurch ist es moglich den komplexen Be-
anspruchungszustand bei einem kompletten Abwélzvorgang zu beriicksichtigen.
Die Festigkeit wird lokal iiber die ortliche Hirte abgeschitzt, wihrend die Eigen-
spannungen als statische Mittellast in die Berechnung eingehen. Insgesamt konnen
mit dem Modell bereits einige physikalische Zusammenhénge bei der Ermittlung
der Pittingtragfahigkeit beriicksichtigt werden. Die Nachteile liegen in der ver-
einfachten Beriicksichtigung des elastohydrodynamischen (EHD) Kontakts sowie
bei der approximativen Abschitzung lokaler Einflussgroen. Ein Betriebsfestig-
keitsnachweis ist innerhalb des Konzepts nicht moglich.

Li und Kahraman [64—67] konnten vor allem bei der Modellierung der Kontakt-
beanspruchungen signifikante Fortschritte erzielen. Innerhalb des Ansatzes wird
unter Beriicksichtigung von Mischreibung und real gemessenen Oberflichenpro-
filen der vollstindige Abwilzvorgang einer Zahnflanke mithilfe eines transient
gerechneten 2D-EHD-Modells simuliert. Aus der so berechneten Druckvertei-
lung werden dann mittels Halbraumtheorie die resultierenden Spannungen unter-
halb der Oberfliche bestimmt. Nach Uberlagerung der Eigenspannungen, wird die
Beanspruchung dann mithilfe einer Mehrachsigkeits-Festigkeitshypothese ausge-
wertet. Mit dem Ansatz ist es moglich den Einfluss der Oberflichenrauheit in
deterministischer Weise bei der Berechnung der Pittingtragfihigkeit zu beriick-
sichtigen. Die Beanspruchbarkeit wird allerdings nur in einer relativ einfachen
Form aus Werkstoftkennwerten abgeschitzt. Aus diesem Grund kann mit dem
Modell zwar der Ort der Schadensentstehung zuverldssig vorhergesagt werden,
auf die quantitativen Prognosen ist allerdings kein Verlass [68].
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2.4 Existierende Berechnungsansitze zur Bewertung von Pitting

Weber [22] entwickelte basierend auf dem ortlichen Konzept der Dauerfestigkeit
eine Auslegungsmethode gegen Volumenversagen von einsatzgehirteten Stirn-
rddern. Dabei wird die Beanspruchung wihrend eines Abwilzvorgangs mithil-
fe vereinfachter analytischer Modelle bestimmt. Hierbei ist vor allem die Mo-
dellierung der Biege- und Querkraftbeanspruchung ohne den Einsatz von FE-
Methoden zu erwihnen. Die ermittelten Beanspruchungen werden dann tiber eine
Mehrachsigkeits-Festigkeitshypothese in eine Vergleichsspannung umgerechnet.
Uber einen Weakest-Link Ansatz kann dann unter Beriicksichtigung der Defekt-
verteilung eine Ausfallwahrscheinlichkeit ermittelt werden. Obwohl der Ansatz
fiir Schiddigungsmechanismen im Bauteilvolumen entwickelt wurde und einige fiir
die Pittingbildung an der Oberfldche relevanten Effekte unberiicksichtigt bleiben,
kann das Modell aufgrund seiner Konzeption fiir die Bewertung von Pittingbil-
dung an Einschliissen in der Bauteiltiefe genutzt werden.

Das von Lopenhaus [14] vorgeschlagene Konzept baut auf der Arbeit von Hertter
auf und besteht aus einem auf FE-Berechnungen basierten kombinierten Nach-
weis an der Oberfliche und im Volumen. Wie bei Weber handelt es sich hier
ebenfalls um einen auf dem Weakest-Link Modell basierten Festigkeitsnachweis,
wobei die zugrundeliegenden Beanspruchungen nicht analytisch, sondern mit-
hilfe numerischer Methoden bestimmt werden. Der Kontakt rauer Oberflachen
wird ohne direkte Beriicksichtigung des tragenden Schmierfilms iiber eine kom-
binierte Methode aus globaler und lokal fein aufgeloster FE-Rechnung ermittelt.
Dort wo kein Festkorperkontakt zwischen den rauen Oberflachen herrscht, wird
der Schmierfilm iiber einen stark vereinfachten Ansatz mitberiicksichtigt. Zusétz-
lich werden den Kontaktspannungen dann die ebenfalls mittels FE-Rechnung be-
stimmten Sekundédrbeanspruchungen iiberlagert. Die Nachteile der Methode sind
der hohe Berechnungsaufwand sowie die nur stark vereinfachte Beriicksichtigung
des Schmierstoffes.

Morales-Espejel und Gabelli [69] wenden ein fiir Wilzlager entwickeltes Modell
zur Bewertung von Oberflichen- und Volumenermiidung auf Zahnrider an. Die
zugrundeliegende Methode besteht aus einer Kombination der bei Wilzlagern
etablierten Lundberg-Palmgren Theorie mit dem Weakest-Link Ansatz. Das Ziel
ist die Herleitung einer Lebensdauergleichung, welche es ermoglicht komplexe

29



2 Stand des Wissens

tribologische Beanspruchungsmodelle bei der Ermittlung der Tragfihigkeit zu
beriicksichtigen. Dabei wird eine Gleichung angegeben, mit der die L;o Lebens-
dauer fiir Zahnréader berechnet werden kann, wobei anteilig die Beanspruchung an
der Oberfldache sowie im Volumen beriicksichtigt wird. Allerdings werden fiir die
Lebensdauergleichung einige Kalibrierfaktoren benétigt, welche von den Autoren
nicht angegeben werden. Weiterhin sind in der Methode zwar lokale Beanspru-
chungen vorgesehen, die Beanspruchbarkeitsbewertung erfolgt aber eher auf einer
globalen Ebene, sodass lokale Werkstoffeigenschaften nicht beriicksichtigt wer-
den.

Insgesamt ldsst sich festhalten, dass bereits viele Ansitze existieren, welche die
Pittingtragfihigkeit basierend auf einer lokalen Modellierung von Einflussgrofien
vorhersagen. In Tabelle 2.1 sind die wesentlichen Aspekte der betrachteten An-
sdtze nochmals kompakt zusammengefasst. Aufgrund der groien Zahl an fiir die
Pittingbildung relevanten Einfliissen kann keines der bestehenden Modelle diese
allein vollumfénglich beriicksichtigen. Es zeigt sich, dass vor allem in der ober-
flaichennahen Beanspruchungsanalyse deutliche Potenziale zur Verbesserung der
Berechnungsgenauigkeit bestehen. Der Schmierstoffeinfluss wird, insbesondere
in Kombination mit realen Oberflachenprofilen, in vielen Modellen nicht, oder
nur stark vereinfacht beriicksichtigt. Durch die signifikant steigende Verfiigbarkeit
von Rechenleistung und entsprechende Entwicklungen im Bereich numerischer
Methoden in der Elastohydrodynamik wird der Einsatz entsprechender Berech-
nungsmethoden aber zunehmend vereinfacht. So existieren bereits erste Modelle,
welche EHD-Simulationen bei der Berechnung der Oberflachenermiidung beriick-
sichtigen. Diesen fehlt es allerdings noch, wie die Ansitze von Li und Kahraman
sowie Morales-Espejel und Gabelli zeigen, an einer gleichermallen detaillier-
ten Modellierung der Beanspruchbarkeit. Die ortlichen Spannungen kdnnen zwar
immer genauer berechnet werden, die Beanspruchbarkeit bleibt aber eine meist
global ermittelte Grofe, die sich schwer lokal beschreiben ldsst. Neben der verbes-
serten Beanspruchungsanalyse, kommt daher diesem Aspekt eine zentrale Rolle
bei der Entwicklung fortgeschrittener Ansitze zur Berechnung der Pittingtragfi-
higkeit zu. Die vorliegende Arbeit versucht an beiden Stellen anzusetzen und die
bestehenden Ansitze hier weiterzuentwickeln.
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Tabelle 2.1: Zusammenfassung der betrachteten lokalen Modellierungsansitze

Ansatz

Besondere Merkmale

Nachteile

Tallian et al. [56-58)

Blake et al. [59-61]

Hertter [62, 63]

Li, Kahraman [64-67]

Weber [22]

Lépenhaus [14]

Morales-Espejel, Gabelli [69]

Umfassendes mechanismen-
orientiertes Modell basierend
auf Risswachstum

Bruchmechanisches ~ Konzept
mit Ausfallwahrscheinlichkeit
Vereinfachte Beriicksichtigung
von Rauheitskontakten

Anwendung 6rtliches Konzept
der Dauerfestigkeit auf Zahnrad-
kontakt

Erweiterung  Schubspannungs-
intensitédtshypothese fiir Einsatz
bei Wilzbeanspruchung

EHD-Kontaktanalyse unter Be-
riicksichtigung realer Oberfld-
chenprofile

Beschreibung des Abwilzvor-
gangs mithilfe einfacher analy-
tischer Ansiitze

Weakest-Link Ansatz in Kombi-
nation mit FE-Analyse

Anwendung von bei Wilzlagern
etablierten Konzepten auf Zahn-
radkontakt
EHD-Kontaktanalyse fiir ober-
flichennahe Beanspruchung

Einfluss Schmierfilm unberiick-
sichtigt
Unbekannte Exponenten

Keine Betrachtung der Rissiniti-
ierung
Eigenspannungen
sichtigt

unbertick-

Vereinfachte Beriicksichtigung
EHD-Kontakt

Keine Aussage iiber Betriebsfes-
tigkeit moglich

Nur vereinfachte Modellierung
der Beanspruchbarkeit

Keine Beriicksichtigung ober-
flachennaher Beanspruchungen

Vereinfachte Beriicksichtigung
des Schmierstoffeinflusses

Hoher Berechnungsaufwand

Unbekannte Faktoren in Lebens-
dauergleichung

Keine Berticksichtigung lokaler
Werkstoffeigenschaften
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3 Weiterfuhrende Betrachtung zur
spannungsbasierten
Berechnung der
Pittingtragfahigkeit

Die Entstehung von Pitting ist ein komplexer Vorgang und umfasst die Phasen vom
unbeschidigten Ausgangszustand iiber die Bildung von Oberfldchenrissen bis hin
zum finalen Ausbruch groflerer Materialstiicke. Ein spannungsbasiertes ortliches
Konzept steht vor der Herausforderung diese vielschichtigen Abldaufe anhand der
zwei KenngrofBen lokal auftretende und lokal ertragbare Spannung zu bewerten.
In diesem Kapitel soll erarbeitet werden, wie diese Bewertung erfolgen kann.
Dazu wird zunichst in einer erweiterten Betrachtung untersucht wie sich erkliren
lasst, dass Pitting vorrangig im Gebiet negativen Gleitens entsteht. AnschlieSend
wird das in dieser Arbeit fiir die Bewertung der Pittingtragfihigkeit verwendete
Schidigungskriterium festgelegt.

3.1 Unterschiede bei positivem und negativem
Gleiten

Pittings entstehen vorrangig im Zahnfuf3bereich von Zahnriddern im Gebiet des
negativen Gleitens bzw. Schlupfes. Obwohl es hierfiir bereits mogliche Erkla-
rungsansitze gibt (vgl. Abschnitt 2.2.2), gilt das Phidnomen bis heute als nicht
vollstindig verstanden. Nachfolgend sollen daher die wichtigsten Unterschiede
zwischen positivem und negativem Gleiten zusammengetragen werden. Es ist
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anzunehmen, dass die bevorzugte Pittingbildung im Bereich negativen Gleitens
durch eine Kombination mehrerer Effekte zu begriinden ist.

3.1.1 Normalkraftasymmetrie

Betrachtet man den nominellen Verlauf der Normalkraft tiber der Eingriffsstrecke
(vgl. Abbildung 2.1), so kann zunéchst kein Unterschied zwischen dem Gebiet ne-
gativen und positiven Gleitens festgestellt werden. Wird allerdings der Einfluss der
Reibkraft mitberiicksichtigt, ergibt sich am treibenden Rad im Bereich negativen
Gleitens eine leicht erhdhte Zahnnormalkraft und somit eine grof3ere Beanspru-
chung der Zahnflanke. Dieser Effekt lisst sich durch eine einfache geometrische
Betrachtung veranschaulichen (basierend auf [3, 14, 70]):

Als Voraussetzung wird von einem iiber der Eingriffstrecke konstanten Antriebs-
moment ausgegangen. Abbildung 3.1 zeigt zunichst eine reibungsfrei mit der
Normalkraft F'x beanspruchte Zahnflanke eines treibenden Rades. Dieser Zu-
stand gilt im Wilzpunkt C, wo ein reines Abrollen der Zahnflanken stattfindet.

Fy

Ty

Qy

Z
—

M

Abbildung 3.1: Reibungsfrei beanspruchte Zahnflanke des treibenden Zahnrads
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3.1 Unterschiede bei positivem und negativem Gleiten

Das auf den Zahnradmittelpunkt Z bezogene Antriebsmoment M verursacht an
der Zahnflanke eine Reaktionskraft. Allgemein lédsst sich das Drehmoment als
Produkt der im Kontaktpunkt resultieren Gesamtkraft Fi..s und dem zugehdrigen
Hebelarm r,..s ausdriicken. Im Wilzpunkt und bei reibungsfreier Betrachtung
gilt dabei F)..; = Fly. Die Normalkraft wirkt bei Evolventenverzahnungen stets
in Richtung der Eingriffslinie, welche wiederum den Grundkreis des Zahnrades
tangiert. Bleibt die Reibungskraft also unberiicksichtigt, &ndert sich der Hebelarm
entlang der Eingriffsstrecke nicht und das Drehmoment ergibt sich unabhingig
von der Lage des Kontaktpunktes als Produkt von nomineller Normalkraft und
Grundkreisradius 7:

M = Fres  Tres = Fn - 7. 3.1

Der Radius 7, verbindet den Zahnradmittelpunkt mit dem Kontaktpunkt auf der
Zahnflanke und schlieft zusammen mit dem am Grundkreis wirksamen Hebelarm
der Normalkraft 7, den Profilwinkel o, ein. Aus den Beziehungen der Evolven-
tenverzahnungen folgt weiter:

b

cos(ay) = (3.2)

Ty
AuBerhalb vom Wilzpunkt wirkt zusétzlich zur Normalkraft in tangentialer Rich-
tung zur Zahnflanke die Reibkraft F'r. Am antreibenden Zahnrad zeigt sie im Be-
reich des negativen Gleitens (A-C) in Richtung Zahnfuf} und im Bereich positiven
Gleitens (C-E) in Richtung Zahnkopf. Das durch die Reibkraft verursachte Dreh-
moment wirkt somit bei Eingriffsbeginn in Drehrichtung und nach Uberschreitung
des Wilzpunktes entsprechend entgegen der Drehrichtung. Die im Kontaktpunkt
resultierende Gesamtkraft wird dadurch gegeniiber der nominellen Normalkraft
um den Winkel v verdreht. Abbildung 3.2 illustriert beide Fille. Dabei ist die
Reibkraft zur besseren Veranschaulichung etwas iiberhht dargestellt.

Es ist zu erkennen, dass die Wirkrichtung der resultierenden Gesamtkraft im
Bereich negativen Gleitens durch die Reibung steiler zum Zahnradmittelpunkt

35



3 Weiterfiithrende Betrachtung zur spannungsbasierten Berechnung der Pittingtragfahigkeit

Bereich A-C: negatives Gleiten Bereich C-E: positives Gleiten

Abbildung 3.2: Einfluss der Reibung auf die Beanspruchung des treibenden Zahnrads (angelehnt an
[14])

verlduft. Im Bereich positiven Gleitens bewirkt die Reibung hingegen durch das
umgekehrte Vorzeichen einen flacheren Verlauf. Entsprechend wird der resultie-
rende Hebelarm r,..s gegeniiber dem bei reibungsfreier Betrachtung konstanten
Hebelarm 7}, bei negativem Schlupf verkleinert und bei positivem Schlupf vergro-
Bert.

Im Wilzpunkt C gilt Gleichung 3.1. Da angenommen wird, dass das Antriebsmo-
mentiiber der Eingriffsstrecke konstant bleibt, kann die resultierende Zahnnormal-
kraft F'y s liber das Momentengleichgewicht auf die im Wilzpunkt vorhandene
Normalkraft Fiy ¢ bezogen werden. Es gilt:

FN,Tes

M:Fres *Tres =
cos()

Tres = FN,C *Th (33)

und nach Umstellen:

FN,Tes _ Ty - COS(V) (3 4)

FN,C Tres
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Weiterhin ist aus Abbildung 3.2 ersichtlich, dass im Bereich A-C
Tres = €0s(y +7¥) - 1y 3.5)

und im Bereich C-E

Tres = COs(Qy —7y) - Ty 3.6)
gilt.
Unter Beriicksichtigung von (3.2) und (3.5) bzw. (3.6) folgt aus (3.4):

Fyres  cos(ay)-cos(y) -7, 1

(3.7)

Fn.c cos(ay £7) -1,  1Fsin(ay) - sin(y)’

Bei Annahme des Coulomb’schen Reibungsgesetzes mit dem Reibkoeffizienten 1
gilt:

F .
) = arctan (W) = arctan(u) (3.3)

v = arctan (
FN,res

N,res

Es ergibt sich der finale Zusammenhang:

FN,res o 1
Fyc  1Fsin(ay) - sin(arctan(u))

(3.9)

Aus Gleichung 3.9 ist nun ersichtlich, dass die resultierende Zahnnormalkraft
im Vergleich zur nominellen Normalkraft im Wilzpunkt im Bereich A-C erhoht
und im Bereich C-E verringert wird. Am treibenden Zahnrad wird die Flanke
im Bereich negativen Gleitens somit etwas hoher beansprucht, wohingegen am
getriebenen Rad die Flanke im Bereich positiven Gleitens hoher beansprucht wird.
Die Abweichungen sind allerdings wegen der geringen Reibung nur sehr klein.
Bei Beriicksichtigung der realen Eingriffsverhiltnisse heben sich die Reibkrifte
aulerdem im Gebiet des Mehrfacheingriffs teilweise wieder auf, sodass sich der
Effekt dort noch geringer auswirkt [3].
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3.1.2 Orientierung der Oberflachenanrisse

Eines der auffilligsten Unterschiede zwischen positivem und negativem Gleiten
ist die in Abbildung 2.3 dargestellte charakteristische Orientierung der Oberfld-
chenanrisse in den jeweiligen Bereichen. Die Ursache fiir die unterschiedliche
Orientierung der Anrisse ist im Einfluss der Reibkraft zu suchen. Daher soll,
bevor auf die Bedeutung der Rissorientierung fiir die Pittingbildung eingegangen
wird, zunédchst der Einfluss der Reibkraft auf die Spannungsverldufe unterhalb der
Oberfldche betrachtet werden.

Hierzu wird exemplarisch ein ungeschmierter Hertz’scher Kontakt mit tiberlager-
ter Reibung untersucht. Der Reibkoeffizient ist zur besseren Veranschaulichung
mit p = 0,2 relativ grof3 gewihlt. Nach der elastischen Halbraumtheorie liegt ein
ebener Dehnungszustand vor und die Spannungsverldufe unterhalb der Oberfliache
konnen mithilfe der Gleichungen 4.49, 7.5 und 7.6 aus [71] analytisch berechnet
werden. Abbildung 3.3 zeigt die resultierenden Spannungsverldufe beispielhaft
in einer Tiefe von 70 um. Die von der Normalkraft verursachten Spannungen
sind symmetrisch um den Kontaktmittelpunkt verteilt und verlaufen unabhin-
gig vom Schlupf. Auch die durch die Reibkraft verursachten Spannungen sind
symmetrisch um den Kontaktmittelpunkt verteilt, andern aber abhingig von der
Reibrichtung das Vorzeichen. Dabei hat die Reibkraft vor allem Einfluss auf die
Schubspannung und die Spannung in Bewegungsrichtung. Werden nun alle Span-
nungsanteile iiberlagert, wird der urspriinglich symmetrische Spannungsverlauf
verzerrt. Im Gebiet des negativen Gleitens liegt nunmehr keine rein wechselnde
Schubbeanspruchung vor, sondern das Schwingspiel verlagert sich in Richtung der
positiven Schubspannungen. Die in x-Richtung wirksame Spannung verlagert ihr
betragsmifiges Maximum in das Kontaktauslaufgebiet. Im Einlaufgebiet nimmt
0z NUN sogar positive Werte an, sodass die urspriingliche Druckschwellbean-
spruchung in den kritischeren Wechselbereich kommt. Genau umgekehrt verhilt
es sich beim positiven Gleiten. Hier verlagert sich die Schubbeanspruchung hin
zu den negativen Schubspannungen und das betragsméfige Maximum von o,
wandert in das Kontakteinlaufgebiet. Im Kontaktauslauf kommt es in x-Richtung
entsprechend zu Zugspannungen.
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Negatives Gleiten Positives Gleiten
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Abbildung 3.3: Analytisch berechnete Spannungsverldufe unterhalb der Oberfliche bei negativem
und positivem Gleiten (pz7,maz = 1,95GPa, by = 346 um, . = 0,2, Betrach-
tungstiefe = 70 pm)
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Im Gegensatz zu Normalspannungen hat das Vorzeichen bei Schubspannungen
beziiglich der Festigkeit keine besondere Aussagekraft. Es zeigt lediglich die Rich-
tung der Verformung eines beanspruchten Elements an. Abbildung 3.4 illustriert
schematisch die Verformung eines Elements unterhalb der Oberfldche bei reiner
Uberrollung sowie bei iiberlagertem negativen bzw. positiven Gleiten. Dabei sind
zur Verdeutlichung zusitzlich die Schubspannungsverldufe aus Abbildung 3.3
eingezeichnet.

Reine Uberrollung Negatives Gleiten Positives Gleiten
r» X — Kontakt — Kontakt — Kontakt
z Reibung Reibung

-— —_—

O Q¢ Q2 0 O0N-0 0 O Q¢ O

0,50} ‘ ‘ 1 ‘ ‘ 1t ‘ ‘ 1
025} 1t 1t ]
0,00 /\

0,250 1t \/ 1t 1

0,50} 1 L 1t 1
42 0 2 4 4 2 0 2 4 4 20 2 4
z/by z/by z/by

Schubspannung 7, (GPa)

Abbildung 3.4: Verformung eines Elements bei reiner Uberrollung sowie bei iiberlagertem negativen
bzw. positiven Gleiten (Darstellung bei reiner Uberrollung nach [71])

Bei reiner Uberrollung erfolgt die durch die Schubspannungen verursachte Ver-
formung des Elements symmetrisch. Durch den Einfluss der Reibung geht diese
Symmetrie allerdings verloren und die Verformung wird auf einer Seite verstarkt
und gleichzeitig auf der anderen Seite abgeschwicht. Die Orientierung der Ober-
flachenanrisse auf der Zahnflanke entspricht nun genau derjenigen der stirker
verformten Seite. Es ist also davon auszugehen, dass die Orientierung der Anris-
se durch die oberflaichennahen Schubspannungen bestimmt wird. Die Richtung
der Reibkraft spielt somit im Zahnradkontakt eine wichtige Rolle. Je ndher der

40



3.1 Unterschiede bei positivem und negativem Gleiten

Betrachtungspunkt dabei an die Oberflache riickt, desto stirker wird der Span-
nungsverlauf durch die Reibkraft beeinflusst. Mit zunehmender Tiefe nimmt die
Bedeutung ab. Im realen Zahnradkontakt fallt die Reibung aufgrund des Schmier-
mittels deutlich geringer aus als hier im Beispiel angenommen. Die grundlegenden
Mechanismen bleiben aber dieselben.

Nachdem die Rolle der Reibkraft ndher beleuchtet wurde, bleibt zu klidren wie die
Pittingbildung durch die Orientierung der Anrisse beeinflusst wird und weshalb es
vor allem im Bereich negativen Gleitens zum Wachstum der Anrisse kommt. Das
wohl am weitesten verbreitete Erklarungsmodell ist die bereits in Abschnitt 2.2.2
beschriebene Interaktion der Rissoffnung mit dem Schmiermittel. Es existieren
experimentelle Untersuchungen, welche diese These zu stiitzen scheinen (z.B.
[37,72]). Allerdings sind auch andere Erkldrungen denkbar.

Eine weitere mogliche Ursache fiir das unterschiedliche Pittingverhalten ist der
Einfluss der Uberrollrichtung. Im Bereich positiven Gleitens wird bei der Uber-
rollung zuerst die unterhalb der Oberfliache befindliche Rissspitze beansprucht,
ehe die Rissflanken und schlieflich der Rissausgangsort an der Oberfliche vom
Spannungsfeld erreicht werden. Bei Anrissen im Bereich negativen Gleitens ist
es genau umgekehrt. Hier wird zuerst der an der Oberflache befindliche Teil
des Anrisses beansprucht und anschlielend die tiefer liegende Rissspitze. Diese
Unterschiede in der Beanspruchungsabfolge wirken sich auf die sequenziellen
Vorginge von Offnung, SchlieBung, Gleiten und Verschrinkung innerhalb der
Rissflanken aus [36]. Bower konnte in [36] nachweisen, dass die Uberrollrich-
tung die Hohe der Amplitude der K;; Spannungsintensitit in einem Lastzyklus
beeinflusst. Dabei wurde die druckerhohende Wirkung des Schmiermittels an der
Rissspitze vernachléssigt und lediglich die durch das Schmiermittel verringerte
Reibung zwischen den Rissflanken berticksichtigt. Es konnte gezeigt werden, dass
die im negativen Schlupfbereich vorliegende Kombination aus Uberrollrichtung
und Rissorientierung zu hoheren Amplituden der K';; Spannungsintensitit fiihrt.
In Abbildung 3.5 sind die Berechnungsergebnisse dargestellt. Von Ringsberg und
Bergkvist [73] durchgefiihrte FE-Berechnungen konnten den Effekt ebenfalls be-
stdtigen. Da Pittings immer in Richtung der Kontaktbewegung anwachsen, konnte

41



3 Weiterfiithrende Betrachtung zur spannungsbasierten Berechnung der Pittingtragfahigkeit

hierin der Grund fiir das bevorzugte Wachstum im Bereich negativen Gleitens
liegen.

02 ———
0.1}

0.0}

0,1}

Spannungsintensitit K7 /pprv/br

ool
0’2-2 -1 0 1 2

Entfernung Beanspruchung zu Rissausgang /by

Abbildung 3.5: Einfluss der Uberrollrichtung auf die K ;; Spannungsintensitit wihrend eines Last-
zyklus [36]

Kdser [7] begriindet die bevorzugte Entstehung von Pittings im Bereich negativen
Gleitens ebenfalls iiber die Orientierung der Anrisse. Dabei macht er die schlag-
artige Verformung der durch die Rissoffnung herausgebildeten Werkstoffspitze
fiir die Griibchenentstehung verantwortlich (siehe Abbildung 3.6). Der herausste-
hende Werkstoffkeil erfihrt bei Uberrollung eine Biegebeanspruchung, die dann
zu einem zweiten senkrechten Anriss fiihrt. Sobald dieser auf den urspriinglichen
Riss trifft, kommt es zum Ausbruch eines Materialstiickes. Die so entstehende Po-
re verursacht eine Spannungsiiberhohung, welche das Pitting weiterwachsen ldsst.
Im Gebiet positiven Gleitens wird der Anriss vor der Uberrollung geschlossen,
sodass sich hier keine Werkstoffspitze herausbilden kann und somit keine zu-
sitzliche Biegebeanspruchung entsteht. Belege fiir diese Modellvorstellung gibt
es nicht. Kdaser weist lediglich nach, dass die entstehenden Poren das weitere
Pittingwachstum begiinstigen.
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Wilzbewegung
B ———

(A

Zahnfuss Wilzpunkt Zahnkopf

Abbildung 3.6: Verformung der Zahnflanke in Abhingigkeit der Rissorientierung [7]

3.1.3 Wahrscheinlichkeit fiir die Entstehung von
Anrissen

Oberflichenanrisse entstehen an Zahnflanken sowohl bei negativem Schlupf im
ZahnfuB3- als auch bei positivem Schlupf im Zahnkopfbereich. Die Anzahl der
Anrisse ist allerdings im Bereich negativen Gleitens hoher [15]. Da die Pressung
im Kontaktpunkt zweier Zahnflanken symmetrisch auf beide Seiten einwirkt,
liegt im kritischen Bereich negativen Gleitens am treibenden Rad und im Bereich
positiven Gleitens am getriebenen Rad jeweils dieselbe Pressung vor. Wie lassen
sich also die Unterschiede bzgl. der Entstehung der Anrisse erkldren?

Die Ursache liegt im Zusammenspiel von Oberflichenrauheit und Gleitbewe-
gung. Es wird davon ausgegangen, dass die Oberflichenanrisse als Folge der an
Rauheitserhebungen auftretenden Spannungsiiberhdhungen in Form von Mikro-
Hertz’schen Pressungsfeldern entstehen, nachdem die Rauheitsspitzen durch den
Kontakt abgetragen wurden [13, 30, 33]. Beriicksichtigt man die Rauheit, so erge-
ben sich trotz makroskopisch identischer Pressungen aufgrund der Gleitbewegung
lokal unterschiedliche Beanspruchungen. In Abbildung 3.7 ist der Zusammenhang
schematisch dargestellt.

Wegen der tiberlagerten Gleitbewegung kommen beim Abwilzen unterschiedlich
lange Flankenabschnitte miteinander in Kontakt (vgl. Abschnitt 2.1). Betrachtet
man zwei zwischen den Zeitpunkten ¢y und ¢; im Kontakt befindliche Abschnitte
der treibenden und getriebenen Zahnflanke, so werden die Unterschiede in der
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Rauheitsprofil
\ getriebene Zahnflanke

to t1
NS
— Kontakt
\ to t1

Raubheitsprofil
treibende Zahnflanke

Abbildung 3.7: Schematische Darstellung der Beanspruchung von Rauheitsspitzen bei iiberlagerter
Gleitbewegung

Beanspruchung erkennbar. Im Bereich des negativen Gleitens konzentriert sich
der Kontakt auf einen kleineren Streckenabschnitt als im Bereich des positiven
Gleitens. Entsprechend kommt die in Abbildung 3.7 dargestellte Rauheitsspitze
der treibenden Zahnflanke mit zwei Rauheitsspitzen der Gegenflanke in Kontakt,
wihrend die Rauheitsspitzen der Gegenflanke jeweils nur einen Kontakt erfah-
ren. Das bedeutet, dass das Material unterhalb der Rauheitsspitze des treibenden
Rades bei jedem Abwilzvorgang durch eine zusitzliche zweite Spannungsspitze
beansprucht wird. Man spricht in diesem Zusammenhang von sogenannten Mikro-
bzw. Rauheitszyklen (vgl. [74-76]). Trotz makroskopisch gleicher Pressung un-
terscheidet sich das ortliche Beanspruchungsprofil bei positivem und negativem
Gleiten also bedingt durch die Interaktion der Oberfliachenprofile. Je grofer dabei
der tiber einen Punkt gleitende Streckenabschnitt der Gegenflanke, desto wahr-
scheinlicher wird das Auftreten von zusétzlichen Spannungsspitzen. Damit wird
die Ausprigung des Effekts mafBgeblich durch die Geometrie der Verzahnung
bestimmt. Auch bei ideal glatten Oberflachen ergeben sich Unterschiede. Dabei
bleibt zwar die Beanspruchungshohe unverindert, es kommt aber zu unterschied-
lichen Beanspruchungsdauern eines Referenzpunktes im Material.

Ausgehend von dieser Uberlegung steigt im Bereich negativen Gleitens die Wahr-
scheinlichkeit fiir die Entstehung von Oberflichenanrissen, da bei jedem Ab-
wilzvorgang zusitzliche Mikrozyklen entstehen konnen. In [76] konnte gezeigt
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3.1 Unterschiede bei positivem und negativem Gleiten

werden, dass die Entstehung von Mikropitting eng mit der kumuliert zuriickgeleg-
ten Gleitdistanz zusammenhéngt. Dabei fielen die Kurven von am Scheibenpriif-
stand bei verschiedenen Schlupfraten gemessenen Mikropitting-Verschleif3tiefen
zusammen, wenn anstatt der Makrozyklen die kumulierte Gleitdistanz iiber der x-
Achse aufgetragen wurde. Zwischen positivem und negativem Schlupf blieb aber
dennoch ein Unterschied bestehen, was von den Autoren mit Unterschieden im
Risswachstum begriindet wurde.

Die bevorzugte Entstehung von Anrissen und Mikropitting im Zahnfuf3bereich
kann somit in Teilen durch die groere Zahl an Mikrozyklen in diesem Gebiet
erklédrt werden. Da die Mikroporen und Anrisse Ausgangsorte von Pitting sein
konnen, ist auch ein Einfluss auf die Pittingbildung zu erwarten. Um den Einfluss
der Mikrozyklen rechnerisch beriicksichtigen zu konnen, muss an jedem Punkt der
Zahnflanke der gesamte lokale Spannungsverlauf innerhalb eines Abwilzvorgan-
ges betrachtet werden. Dabei ist der zeitliche Verlauf der jeweiligen Spannungs-
komponenten zunichst in einen Vergleichsspannungsverlauf umzuwandeln. Da
im Zahnradkontakt ein mehrachsiger Spannungszustand vorliegt, kommen hierfiir
allerdings nur bestimmte Vergleichsspannungshypothesen in Frage. Liegt schlief3-
lich ein entsprechender zeitlicher Verlauf der Vergleichsspannung vor, konnen aus
diesem die Spannungszyklen mithilfe eines geeigneten Zihlverfahrens ermittelt
werden.

Die grofite Herausforderung bei dieser Vorgehensweise besteht in der Wahl einer
geeigneten Kombination aus (Mehrachsigkeits-) Vergleichsspannungshypothese
und Zihlverfahren. Beispielsweise verwenden Zhou et al. [75] in ihrem An-
satz zur Beriicksichtigung von Mikrozyklen fiir die Beschreibung des zeitlichen
Spannungsverlaufs die Von-Mises Vergleichsspannung. Hierdurch kann zwar die
Zyklenzdhlung durch eine einfache Rainflowzidhlung erfolgen, der Einfluss der
Mehrachsigkeit bleibt aber durch den Einsatz der Von-Mises Vergleichsspannung
unberiicksichtigt. Soll die Mehrachsigkeit aber beriicksichtigt werden, ergeben
sich wiederum Probleme bei der Zyklenzidhlung, da bei den entsprechenden Ver-
gleichsspannungshypothesen oftmals die Spannungen in mehreren Schnittebenen
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3 Weiterfiithrende Betrachtung zur spannungsbasierten Berechnung der Pittingtragfahigkeit

betrachtet werden und hier keine einfache Zyklenzidhlung moglich ist (vgl. Ab-
schnitt 5.4). Um den Einfluss der Mikrozyklen im Zahnradkontakt beriicksichti-
gen zu konnen, muss daher zuerst ein hierfiir geeigneter Ansatz entwickelt werden
(siehe Kapitel 5).

3.2 Festlegung des Schadigungskriteriums

Anhand der vorangegangenen Betrachtungen soll nun ein Kriterium fiir die Be-
wertung der Pittingentstehung festgelegt werden. Dazu wird folgendes Erkldrungs-
modell fiir die Pittingbildung zugrunde gelegt:

Durch Abweichungen zur idealen Zahnflankengeometrie kommt es an den Rau-
heitserhebungen der realen technischen Oberflachen im Kontakt zu lokal konzen-
trierten Spannungsiiberhohungen, die mit fortschreitender Zyklenzahl zu kleinen
Anrissen an bzw. unmittelbar unter der Oberfliche fiihren. Die der Uberrollung
iiberlagerte Gleitbewegung fiihrt im Bereich negativen Schlupfes zu zusétzlichen
Mikrozyklen, sodass nach derselben Anzahl von Abwélzvorgingen tendenziell
mehr Oberflichenanrisse im Zahnful- als im Zahnkopfbereich entstehen. Die
Anrisse sind dabei entsprechend der Reibkraft orientiert. Im Bereich negativen
Schlupfes fiihrt die entstehende Kombination aus Anrissorientierung relativ zur
Uberrollrichtung zu deutlich giinstigeren Bedingungen fiir weiteres Risswachstum
als im Bereich positiven Schlupfes. So entstehen im Gebiet des negativen Gleitens
vermehrt kleine Poren und Ausbriiche, an denen es zu Spannungskonzentrationen
kommt infolge derer sich ein groBerer Riss herausbilden kann. Ist der unterhalb
der Oberfldche befindliche Bereich der Zahnflanke durch die zyklische Beanspru-
chung unter Hertz’scher Pressung ausreichend ermiidet, kann der entstandene
Riss weiter in die Tiefe wachsen. Dabei wird das Risswachstum erneut durch
die zur Uberrollrichtung giinstige Rissorientierung gefordert. SchlieBlich bilden
sich Sekundirrisse aus, welche bei Erreichen der Oberfliche zum Ausbruch des
unterhohlten Materials fiithren. Es entsteht ein Pitting.
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Vor dem Hintergrund dieser Vorstellung wird klar, dass die Pittingentstehung
nicht punktuell erfolgt, sondern eine Abfolge von Ereignissen darstellt. Gleich-
zeitig bedeutet ein Anriss an der Oberfldche nicht, dass aus diesem zwingend ein
Pitting hervorgeht. Vielmehr miissen auch die tiefer liegenden Werkstoffbereiche
entsprechende Ermiidungsvorginge durchlaufen, um so ein weiteres Wachstum
der Oberflichenanrisse zu ermdoglichen. Es erscheint also zweckmiBig die Pit-
tingtragfihigkeit anhand der Werkstoffermiidung unterhalb der Oberfliche und
nicht anhand der Anrissbildung an der Oberfliche zu bewerten. Demnach soll
iiberpriift werden, ob die unterhalb der Oberfliche auftretenden lokalen Span-
nungen zu den fiir die Pittingbildung notwendigen Ermiidungsvorgingen fiithren.
Ist dieses Kriterium erfiillt, wird als Voraussetzung zur Entstehung eines Pittings
dennoch ein Anriss an der Oberfliche mit entsprechend zum Wachstum befi-
higender Orientierung benétigt. Da dies aus dem Spannungswert unterhalb der
Oberflidche nicht hervorgeht, muss die Bewertung der Pittingtragfihigkeit auf den
Bereich des negativen Gleitens beschrinkt werden. Von diesem ist aus der Em-
pirie bekannt, dass die Voraussetzungen fiir weiteres Risswachstum erfiillt sind.
Da in den Mikro-Hertz’schen Pressungsfeldern unterhalb von Rauheitserhebun-
gen stets hohere lokale Spannungen vorliegen als in groleren Tiefen, kann davon
ausgegangen werden, dass beim Erreichen der zur Pittingbildung notwendigen
Werkstoffermiidung unterhalb der Oberflidche bereits Anrisse an der Oberflidche
vorhanden sind. Bei Zahnriddern von hoher Qualitdt mit aulerordentlich glatten
Oberfldchen ist diese Annahme allerdings nicht mehr erfiillt. Der Mechanismus
der Pittingbildung wechselt dann zum Rissausgang unterhalb der Oberfliche an
Fehlstellen. Die Tragfdhigkeitsberechnung muss in diesem Fall mit einem hierfiir
geeigneten Konzept erfolgen.

Das Schidigungskriterium fiir die Berechnung der Pittingtragfihigkeit wird in
dieser Arbeit wie folgt festgelegt:

Mafgeblich fiir die Pittingbewertung ist die unterhalb der Zahnflanke auftretende
maximale lokale Spannung im Bereich negativen Gleitens zwischen Zahnfuf3 und
Wilzpunkt. Erreicht die ortliche Spannung in diesem Bereich einen Wert, der
oberhalb der ertragbaren Festigkeit liegt, wird von einem Pittingschaden ausge-
gangen. Zur Abgrenzung von Pitting und Mikropitting werden fiir die Beurteilung
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der Pittingtragfahigkeit die lokalen Spannungen ab einer Tiefe von 30 pm un-
terhalb der Oberfldche beriicksichtigt. 30 um entsprechen dabei der typischen
maximalen Groflenordnung von Mikropitting (vgl. Abschnitt 2.2.1).
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4 Experimentelle Untersuchungen

Die in dieser Arbeit verwendeten Werkstoffdaten zur Pittingtragfihigkeit wurden
im Rahmen eines begleitenden Projekts bei der Robert Bosch GmbH ermittelt.
Dazu wurden Wohlerversuche mit typischen Priifverzahnungen an einem Zahn-
radverspannungspriifstand durchgefiihrt. Im Rahmen dieser Arbeit wurden an
diesen Priifverzahnungen die fiir das Berechnungskonzept benétigten Zahnflan-
keneigenschaften bestimmt. Dariiber hinaus wurde zur Validierung des entwi-
ckelten ortlichen Konzepts ein Stichversuch mit zusitzlich gefertigten Priifradern
durchgefiihrt.

4.1 Prifverzahnungen

Die Priifverzahnungen wurden mit der in Abbildung 4.1 dargestellten Prozess-
kette gefertigt. Dabei erfolgte die Fertigung bis zur Hartfeinbearbeitung fiir alle
Priifrader gleich. In der Hartfeinbearbeitung wurden dann fiir die Stichversu-
che unterschiedliche Oberflichenqualititen eingestellt. Nachfolgend werden die
wichtigsten Eigenschaften der Priifrider beschrieben.

Halbzeug Priifverzahnung
Weich- Wirme- Reinigungs- Hartfein-
bearbeitung behandlung strahlen bearbeitung
Wilzfrisen Einsatzhérten Wilzschleifen

Polierschleifen

Abbildung 4.1: Prozesskette der gefertigten Priifverzahnungen
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4 Experimentelle Untersuchungen

4.1.1 Werkstoff

Als Werkstoff wurde der typischerweise fiir Getriebe im Automobilbereich ver-
wendete Einsatzstahl 20MnCrS5 gewihlt. Der Stahl wurde von der Firma Saar-
stahl bezogen und als warmgewalzter Stabstahl mit einem Durchmesser von 110
mm geliefert. Die chemische Zusammensetzung ist in Tabelle 4.1 dargestellt und
entspricht den Vorgaben der zum Bezugszeitpunkt giiltigen DIN EN 10084 [77].

Tabelle 4.1: Chemische Zusammensetzung des eingesetzten Werkstoffs 20MnCrS5

Elemente C Si Mn P S Cr Mo Ni

Ma-% 0,18 0,11 1,34 0,01 0,033 1,1 0,019 0,054

4.1.2 Verzahnungsgeometrie

Bei der verwendeten Priifverzahnung handelt es sich um eine speziell fiir die
Untersuchung der Pittingtragfiahigkeit konzipierte Verzahnungsgeometrie, die in
dhnlicher Form auch in vielen Forschungsvorhaben der FVA zum Einsatz kommt
(z.B. [20, 78, 79]). Um bei hohen Flankenpressungen einen Ausfall durch Zahn-
fulbruch zu vermeiden, ist die Zahnbreite unterhalb des Wilzkreises gegeniiber
der restlichen Flanke vergrofert (vgl. Abbildung 4.2).

& 10 >
«<—R2,0
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N
S
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Abbildung 4.2: Seitenansicht der Priifverzahnung mit verbreitertem Zahnfufibereich
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Dariiber hinaus ist zur Reduzierung der Fressgefahr an Ritzel und Rad eine kurze
evolventische Kopfriicknahme vorgesehen. In Tabelle 4.2 sind die wichtigsten
geometrischen Daten zusammengefasst.

Tabelle 4.2: Wichtige Geometriedaten der Priifverzahnung

Bezeichnung Einheit Ritzel Rad
Achsabstand a mm 91,5
Normalmodul My mm 5

Zahnbreite b mm 10 (14)
Teilkreisdurchmesser d mm 85 90
Zihnezahl z - 17 18
Normaleingriffswinkel «,, ° 20
Schrigungswinkel B ° 0
Profilverschiebung T-m, mm 2,569 2,033
Kopfkreisdurchmesser d, mm 99,75 104,45
Profiliiberdeckung €a - 1,3807

4.1.3 Warmebehandlung

Nach der Weichbearbeitung wurden die Priifverzahnungen anschlieend einsatz-
gehirtet. Die Warmebehandlung erfolgte als Prozessgasaufkohlen (zweistufig, C-
Pegel geregelt) mit Olabschreckung bei 70° (Durixol W72) und anschlieBendem
Anlassen fiir 120 min bei 200°C mit Luftabkiihlung. In Tabelle 4.3 sind die Ziel-
vorgaben der Wiarmebehandlung zusammengefasst und den tatséchlich erreichten
Werten gegeniibergestellt.

Die erreichte Einsatzhirtetiefe lag dabei leicht unterhalb der vorgegebenen Spann-
breite, was allerdings toleriert wurde. Bei der Oberflachenhirte ist zu beachten,
dass diese in der anschlieBenden Hartfeinbearbeitung durch den Abtrag der obe-
ren Werkstoffschichten mit hoherem Restaustenitgehalt weiter erhoht wird, sodass
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Tabelle 4.3: Zielvorgaben der Wirmebehandlung und Ist-Werte

Bezeichnung Einheit Zielvorgabe Ist-Wert
Einsatzhirtetiefe (Eht) mm 0,95 +£0,2 0,71
Oberflichenhirte HV10 670-700 664
Restaustenitgehalt % max. 25 12-15
Randoxidationstiefe pm max. 16 <13

die Vorgabe an der finalen Zahnflanke erfiillt werden konnte. Der Restaustenitge-
halt wurde optisch aus dem Gefiigebild abgeschitzt und entsprach ebenso wie die
Randoxidationstiefe den Anforderungen.

Zur Uberpriifung der Wirmebehandlung wurde ein Zahnradsegment aus einer
Priifverzahnung herausgetrennt und metallographisch untersucht. Abbildung 4.3
zeigt das zunéchst mittig aufgetrennte Zahnrad und die Schlifflage des anschlie-
Bend untersuchten einzelnen Zahnradsegments.

Schlifflage

Abbildung 4.3: Zahnradsegment aus Priifverzahnung mit eingezeichneter Schlifflage

Wihrend der Préparation wurde das Zahnradsegment zunéchst plangeschliffen
und in einer weiteren Stufe feingeschliffen. AnschlieSend wurde der Schliff mit
Diamantpaste poliert und geétzt (1% alk. Salpetersdure, 5% alk. Pikrinsdure und
etwas HCIl). In Abbildung 4.4 ist der fertig priparierte Schliff abgebildet. Im
Randbereich der Zahnflanke zeigt sich ein martensitisches Gefiige (Nadellingen
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< 24 pm) mit einem metallographisch sichtbaren Restaustenitanteil von 2-3%.
Das Kerngefiige zeigt Martensit sowie Anteile von kontinuierlichem Bainit.

Abbildung 4.4: Gefiigebilder der wiarmebehandelten Zahnflanke

4.1.4 Oberflachenbearbeitung und Verzahnungsqualitat

Bei der Hartfeinbearbeitung wurden fiir den Wohlerversuch und den Stichver-
such unterschiedliche Oberflachengiiten angestrebt. Die Priifverzahnungen fiir
den Wohlerversuch wurden durch Wilzschleifen gefertigt und hatten eine mog-
lichst gute Oberflachenqualitit zum Ziel. Die Hartfeinbearbeitung der Priifrdder
fiir den Stichversuch erfolgte zweigeteilt. Dabei wurde die eine Hélfte der Priif-
verzahnungen durch Wilzschleifen mit einer etwas hoheren Zielrauheit gefertigt,
wihrend die zweite Hilfte durch Polierschleifen mit dem Ziel einer moglichst
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glatten Oberfliche gefertigt wurde. In Tabelle 4.4 sind die Varianten mit den
durchschnittlich erreichten arithmetischen Mittenrauwerten R, und Rautiefen 1,
zusammengefasst.

Tabelle 4.4: Varianten der Hartfeinbearbeitung und durchschnittlich erzielte Rauheit

Versuch Hartfeinbearbeitung R, (um) R, (um)
‘Wohlerversuch Wilzschleifen 0,29 2,24
. Wilzschleifen 0,59 3,94
Stichversuch
Polierschleifen 0,15 0,98

Die Verzahnungsqualitit der Priifrdder lag bei nahezu allen Teilen bei sdmtlichen
Priifgrofien unterhalb der Qualitétsklasse 5 gemif3 ISO 1328 [80]. Vereinzelt lag
die Profil-Winkelabweichung ff,, im Bereich von Qualititsklasse 6.

4.2 Charakterisierung wichtiger
Zahnflankeneigenschaften

Fiir eine Anwendung des ortlichen Konzeptes werden fiir die Berechnung der
Pittingtragfihigkeit lokale Eigenschaften der Zahnflanke bendtigt. Nachfolgend
sind die hierfiir verwendeten Messgerite und Messvorrichtungen beschrieben.

4.2.1 Hartetiefenverlauf

Der Hirtetiefenverlauf wurde nach der Warmebehandlung begleitend zu den me-
tallographischen Analysen mit einem Vickers Hartepriifgerdt vom Typ DuraScan
70 der Firma EMCO-TEST nach dem HV1 Verfahren ermittelt. Die Messung
erfolgte oberhalb vom Wilzkreis etwa auf halber Hohe der aktiven Zahnflanke.
Dabei wurden die Hérteeindriicke normal zur Zahnflanke in einem Abstand von
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4.2 Charakterisierung wichtiger Zahnflankeneigenschaften

0,1 mm durchgefiihrt. Abbildung 4.5 illustriert schematisch die Lage der Mess-
stelle.

Messstelle
Hirtetiefenverlauf

Abbildung 4.5: Messstelle des Hirtetiefenverlaufs auf der Zahnflanke

4.2.2 Eigenspannungen

Die Eigenspannungen wurden als Tiefenverlauf rontgenografisch mithilfe des
sin? (U)-Verfahrens (z.B. [81]) mit einem Diffraktometer vom Typ XRD 3003
PTS des Herstellers Seifert gemessen. Da die Messung aufgrund des Tiefenver-
laufs zerstorerisch erfolgen musste, konnte die Ermittlung der Eigenspannungen
nicht an den tatsichlich gepriiften Zahnridern durchgefiihrt werden. Stattdessen
wurden gleichartig gefertigte Priifverzahnungen fiir die Messung verwendet.

Die Ermittlung der Eigenspannungen in dem fiir Pitting relevanten Tiefenbereich
nahe an der Oberfldache erfordert Abtragsschritte im Mikrometerbereich und stellt
somit hohe Anforderungen an das Messverfahren. Aus diesem Grund wurde hier-
fiir im Rahmen einer Abschlussarbeit ein Messkonzept erarbeitet, was eine hohe
Reproduzierbarkeit und Genauigkeit ermoglicht [82]. Der Abtrag fiir die Aufnah-
me der Tiefenverldufe wurde durch elektrochemisches Polieren mit dem Elektrolyt
A2 am Gerit LectroPol-5 der Firma Struers durchgefiihrt. Die Messstelle wurde
mittig am Zahn oberhalb vom Einzeleingriffspunkt B gewihlt, da hier der Scha-
densausgang der meisten Pittings beobachtet worden ist. Abbildung 4.6 illustriert
die Messstelle und die Lage des streifenformigen Abtrags.
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[ ¢ = 45°
¢ = 90°

Abbildung 4.6: Lage des Messpunktes der Eigenspannungsmessungen auf der Zahnflanke

Um die Zuginglichkeit zur Messstelle zu erhohen, wurden die Zahne durch Draht-
erodieren am Zahnfuf3 aus dem Zahnrad herausgetrennt. Durch das Drahterodieren
konnte sichergestellt werden, dass beim Trennen keine zusitzlichen Eigenspan-
nungen in die Zahnflanke induziert werden. Aufgrund der ausreichend grof3en
Entfernung zur Messstelle ist eine Verdnderung des Eigenspannungszustandes
durch die von der Trennung ausgeloste Umlagerung nicht zu erwarten.

Fiir eine hohe Genauigkeit im Messprozess ist eine genaue Ausrichtung der Mess-
stelle erforderlich. Dabei sollte die Messstelle parallel zur Grundplatte im Dif-
fraktometer und zur Auflagefliche im Elektropoliergerit ausgerichtet sein. Aus
diesem Grund wurden die Zédhne in eine aus Kunstharz gegossene Form eingebet-
tet, deren Seiten gleich der Tangente an die Messstelle geneigt sind. AnschlieBend
wurden die Zihne dann auf einer Spannvorrichtung fixiert, wodurch mehrere
Proben gleichzeitig im Diffraktometer gemessen werden konnten. Zudem sorgt
die Fixierung in der Spannvorrichtung dafiir, dass die Abtragstiefe zuverlidssig
mit einer Messuhr bestimmt werden konnte, da die Ausrichtung zum Aufbau der
Messuhr iiber einen Anschlag immer gleich erfolgen konnte. In Abbildung 4.7
ist das Ausrichtungskonzept mit Spannvorrichtung und darauf fixierten Zdhnen
dargestellt.

Die Messung der Eigenspannungen erfolgte mit Cr-Ka-Strahlung an der {211}-
Gitterebene des Martensits. Der Messfleck des eingesetzten Kollimators besitzt
einen Durchmesser von 0,5 mm. Insgesamt erfolgte die Messung in jede Richtung
unter 15 P-Kippwinkeln, die zwischen +45° verteilt waren. Um den gesamten,
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4.2 Charakterisierung wichtiger Zahnflankeneigenschaften

Abbildung 4.7: Ausrichtungskonzept Eigenspannungsmessung. a): Eingebetteter Einzelzahn, b):
Spannvorrichtung mit zwei Zihnen, c): Spannvorrichtung montiert auf Diffrakto-
metergrundplatte.

oberfldchenparallel angenommenen, Spannungstensor berechnen zu kénnen, wur-
den die Messungen in drei ¢-Richtungen bei 0°, 45° und 90° durchgefiihrt. In
Tabelle 4.5 und Tabelle 4.6 sind die wesentlichen Mess- und Auswerteparameter
zusammengetragen.

Tabelle 4.5: Messparameter Rontgendiffraktometer

Strahlung Cr-Ka

Gitterebene {hkl} {211}

Beugungswinkel 20 146°-164° in 0,2°-Schritten
Messfleckdurchmesser 0,5 mm

Kippwinkel 15 Winkel zwischen £45°
Messrichtung ¢ 0°, 45°, 90°

Oszillation um ¢-Achse -
Mittlere Eindringtiefe der Strahlung 5,7 um

Die Austenitphase konnte aufgrund des geringen Restaustenitgehalts nur mit sehr
langen Belichtungszeiten und damit sehr groBem Aufwand gemessen werden. Aus
diesem Grund wurde die Eigenspannungsmessung in der Gitterebene des Auste-
nitgefiiges nur stichprobenartig durchgefiihrt. Der Einfluss der Eigenspannungs-
anteile auf die resultierenden Gesamteigenspannungen war dabei relativ gering,
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Tabelle 4.6: Auswerteparameter Eigenspannungsmessung

Berechnungsmethode sin?(\)-Verfahren
Peak-Fit-Methode Pseudo-Voigt
Beugungswinkel 20, 156,084°
Elastizititskonstante s{2'"} —1,27-107% MPa~!
Elastizititskonstante /2 85211} 5,81-1075 MPa~!
Elastizititsmodul £1211} 220 GPa
Querkontraktionszahl {211} 0,28

sodass davon ausgegangen wurde, dass die Austenitanteile vernachlédssigt werden
konnen [82].

4.2.3 Oberflachenrauheit

Die Oberflichenrauheit wurde als 2D-Rauheitsprofil mit einem taktilen Messgerét
vom Typ MarSurf XCR 20 der Firma Mahr aufgenommen. Dabei wurde auf der
Zahnflanke eine Taststrecke von 5,6 mm Lénge abgefahren und eine Grenzwel-
lenldnge von 0,8 mm gewihlt. Der Formabzug erfolgte iiber ein Polynom vierten
Grades. Die zur Berechnung verwendeten Rauheitsprofile wurden dabei im ein-
gelaufenen Zustand vermessen, sodass sich die initialen Rauheitsspitzen bereits
abgebaut hatten und das Profil iiber einen Grofteil der Lebensdauer als konstant
angenommen werden konnte. Abbildung 4.8 zeigt exemplarisch die Messung.

Abbildung 4.8: Taktile Messung der Zahnflankenrauheit
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4.3 Versuchseinrichtungen und
Versuchsdurchflihrung

Die Priifverzahnungen wurden in Laufversuchen an einem Zahnradverspannungs-
priifstand auf ihre Pittingtragfihigkeit gepriift. Nachfolgend werden der Priifstand
und die Versuchsdurchfiihrung beschrieben.

4.3.1 Zahnradverspannungsprifstand

Die Versuche wurden an einem FZG-Zahnradverspannungspriifstand nach DIN
ISO 14635-1 [83] der Firma Strama durchgefiihrt. Dieser basiert auf einem Kreis-
laufprinzip, bei dem das Priifgetriebe mit einem Ubertragungsgetriebe gleicher
Ubersetzung iiber zwei Torsionswellen verbunden ist. Das Drehmoment wird
tiber eine hydraulische Verspanneinheit durch Verdrehung und Verspannung einer
Kupplung eingebracht, sodass der antreibende Elektromotor lediglich Leistung fiir
die Priifstandsverluste aufbringen muss. Die Schmierstoffversorgung erfolgt durch
ein angeschlossenes Olaggregat mittels Einspritzschmierung. Der Priiflauf wird
aullerdem durch ein Korperschallbasiertes System der Firma RedAnt iiberwacht,
sodass eine automatische Erkennung des Schadenseintritts an der Priifverzahnung
erfolgt.

4.3.2 Versuchsdurchfiihrung

Die Versuche wurden bei konstantem Drehmoment und konstanter Drehzahl bis
zum Erreichen eines Pittingschadens durchgefiihrt. Ein Pittingschaden liegt ge-
mil FVA-Vorgehen [84] dann vor, wenn entweder 4% der Flache der aktiven
Zahnflanke eines Einzelzahnes, oder 1% der Fliche aller aktiven Zahnflanken
(Ritzel und Rad) durch Pitting ausgefallen sind. Erreicht eine Priifverzahnung 50
Mio. Lastwechsel ohne Schaden, wird der Versuch als Durchldufer gewertet.
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Vor dem eigentlichen Priiflauf erfolgte bei jeder Priifverzahnung ein zweistufiges
Einlaufprogramm. In der ersten Stufe wurden die Riéder bei einer Oleinspritztem-
peratur von 40°C fiir 20.000 Lastzyklen mit einem Drehmoment von 160 Nm bei
einer Ritzeldrehzahl von 3000 min™' beansprucht. In der zweiten Stufe wurde die
Einspritztemperatur auf 90°C erhoht und die Priifrader fiir weitere 180.000 Zy-
klen belastet. In Tabelle 4.7 sind die Versuchsbedingungen fiir den anschlieend
erfolgten einstufigen Priiflauf zusammengefasst.

Tabelle 4.7: Versuchsbedingungen zur Ermittlung der Pittingtragfahigkeit

Drehzahl Ritzel 3000 min"!

Drehzahl Rad 2833 min’!
Oleinspritztemperatur 60°C

Betriebszustand Ritzel treibt Rad
Schmierdl FVA 3 + 4% Anglamol 99

Fiir den Wohlerversuch standen insgesamt acht Radsitze (16 Versuchspunkte) zur
Verfiigung, die auf verschiedenen einstufigen Lastniveaus gepriift wurden. Vier
Versuchspunkte wurden dabei zum Abgleich auf einem vergleichbaren Priifstand
bei der Forschungsstelle fiir Zahnridder und Getriebebau FZG der TU Miinchen
gepriift. Da zu Beginn der Versuche ein Priifniveau zu niedrig gewahlt wurde,
wurden die resultierenden Durchldufer (DL) spiter hochgesetzt. In Tabelle 4.8
sind die Versuchspunkte fiir den Wohlerversuch zusammengetragen.

Tabelle 4.8: Versuchspunkte fiir den Wohlerversuch

Bezeichnung Eingangsdrehmoment ~ Anzahl Versuchspunkte
200 Nm 4
300N 5
Wahlerversuch m
350 Nm 2 + 2 hochgesetzte DL
400 Nm 5 + 2 hochgesetzte DL
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Der im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrte Stichversuch wurde auf einem ein-
zigen Lastniveau durchgefiihrt. Hierfiir standen fiinf Radsitze zur Verfiigung,
wobei drei davon mit hoherer Rauheit wilz- und zwei mit niedrigerer Rauheit
poliergeschliffen wurden (vgl. Tabelle 4.4). Um das in dieser Arbeit entwickelte
ortliche Konzept zu validieren, wurde eine nicht standardméfige Vorgehensweise
gewihlt, indem jeweils ein poliertes und ein wilzgeschliffenes Zahnrad gepaart
wurden. Auflerdem wurde mit zwei Versuchspunkten die Paarung wilzgeschlif-
fener rauer Zahnréider untersucht. In Tabelle 4.9 sind die Versuchspunkte fiir den
Stichversuch zusammengefasst.

Tabelle 4.9: Versuchspunkte fiir den Stichversuch

. &-Rauheit R, Eingangs- Anzahl
Bezeichnung .
Ritzel (um) Rad (um)  drehmoment Versuchspunkte
Ritzel poliert 0,15 0,59 350 Nm 4
Rad poliert 0,59 0,15 350 Nm 4
Wilzgeschliffen 0,59 0,59 350 Nm 2

61






5 Beanspruchungsanalyse

Zur ortlichen Bewertung der Pittingtragfihigkeit ist es notwendig die Beanspru-
chung der Zahnflanke lokal in dem fiir Pitting relevanten Bereich zu bestim-
men. Die hierfiir entwickelten Modellierungsansitze sollen in diesem Kapitel
vorgestellt werden. Dabei kommt der Hauptanteil der Beanspruchung aus dem ge-
schmierten Kontakt, weshalb beanspruchungsseitig der grofite Fokus in dieser Ar-
beit auf der Modellierung des EHD-Kontaktes liegt. Da analytische Modelle den
komplexen Beanspruchungszustand von Zahnflanken unter Mischreibung nicht
lokal auflosen konnen, wird hierfiir ein numerischer Ansatz benétigt. Aber auch
Sekundérbeanspruchungen sollen in dem entwickelten ortlichen Konzept bertick-
sichtigt werden konnen. Hierzu wird eine vereinfachte analytische Modellierung
der Biegebeanspruchung vorgeschlagen. Wird ein linear-elastisches Materialver-
halten vorausgesetzt, konnen die Beanspruchungsanteile getrennt berechnet und
danach tiberlagert werden. Anschlie3end erfolgt aus dem mehrachsigen Beanspru-
chungsverlauf die Bildung einer Vergleichsspannung. Dafiir soll in diesem Kapitel
eine geeignete spannungsbasierte Festigkeitshypothese ausgewihlt werden.

Als EingangsgroBe fiir die Beanspruchungsanalyse wird neben der Zahnradgeo-
metrie die aus einer Kontaktanalyse ermittelte Lastverteilung auf der Zahnflanke
benotigt. In dieser Arbeit wird die Lastverteilung in Form der maximalen Linien-
last im kritischen Zahnflankenquerschnitt als gegeben vorausgesetzt. Diese kann
mithilfe von kommerziellen Softwaretools berechnet werden und enthélt impli-
zit verschiedene statische und dynamische Einfliisse der Getriebekomponenten
(Momenten- und drehzahlabhidngige Verformungen, Nachgiebigkeiten, etc.) so-
wie den Einfluss der Mikrogeometrie der Zahnflanken (Flankenmodifikationen).
Die anschlieende Beanspruchungsanalyse erfolgt dann unter Zugrundelegung
der Makrogeometrie der Zahnflanken.
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5 Beanspruchungsanalyse

5.1 Modellierung des
elastohydrodynamischen Kontakts

Die Modellierung des EHD-Kontakts im Zahnrad baut auf einer Bosch-internen
Software namens TriboSim auf, welche unter anderem bereits erfolgreich fiir die
Simulation von EHD-Kontakten in Lagern angewendet wurde [85-87]. Die Soft-
ware TriboSim ermdglicht es unter Annahme der elastischen Halbraumtheorie die
Druckverteilung im geschmierten Kontakt rauer Oberflichen zu berechnen und
basiert im Wesentlichen auf den in [88-91] beschriebenen numerischen Metho-
den.

Das entwickelte Zahnrad EHD-Kontaktmodell besteht aus der transienten Si-
mulation eines zylindrischen Linienkontaktes unter Beriicksichtigung von Ober-
flichenrauheit und Mischreibung. Dabei wird der Abwélzvorgang des Zahnrades
modelliert, indem in jedem Zeitschritt die Parameter des Zylinder-Zylinder Ersatz-
modells entsprechend dem aktuellen Kontaktpunkt entlang der Eingriffsstrecke
angepasst werden. Der Modellaufbau dhnelt damit dem von Li und Kahraman [64]
berichteten Ansatz. Durch die Konzeption als 2D-Modell kann der Ansatz auch
bei Schrigverzahnungen angewendet werden, wenn diese durch diinne zueinander
verdrehte geradverzahnte Scheiben angenéhert werden. Das ist deshalb moglich,
weil der Abwilzvorgang bei Schrigverzahnungen wie auch bei Geradverzahnun-
gen im Stirnschnitt ablduft [4]. Lediglich die bei Schrigverzahnungen vorhandene
axiale Kraftkomponente wird nicht beriicksichtigt.

Der Aufbau des Zahnrad EHD-Modells ist in Abbildung 5.1 dargestellt. Wih-
rend des Abwilzvorgangs wird das Zylinder-Zylinder Ersatzmodell in jedem Kon-
taktpunkt durch aktualisierte Parameter beschrieben. Das Ersatzmodell wird im
Wesentlichen durch fiinf Groflen definiert: die Ersatzkriimmungsradien beider
Zahnflanken p; », die tangentialen Geschwindigkeiten beider Zahnflanken vy o
und die Normalkraft F;. Um einen kompletten Abwélzvorgang zu simulieren,
wird der Zahnradkontakt zeitlich diskretisiert und die bendtigten Modellgrofien in
jedem Zeitschritt berechnet. Dabei rotieren die Zylinder im Ersatzmodell entspre-
chend der Vorgabe durch die Tangentialgeschwindigkeit. Die Rauheitsprofile der
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Zahnflanken werden den Zylindern iiberlagert, sodass sie durch die Rotation der
Zylinder mitbewegt werden. Hierdurch ist es moglich die aus der Relativbewegung
beider Oberflichen entstehenden Effekte mitzuberiicksichtigen. Dabei werden al-
lerdings nur die Auswirkungen der Rauheiten auf die Druckverteilung modelliert.
Ein Verhaken von einzelnen Rauheitsspitzen und die daraus resultierende Biege-
und Scherspannung kénnen nicht beriicksichtigt werden.

@ Treibend Druckverteilung

-

@ Getrieben

Abbildung 5.1: Aufbau des Zahnrad EHD-Modells

Zu Beginn des Modellaufbaus wird die zeitliche Diskretisierung der Simulation
durch den Zeitschritt At festgelegt. Anschliefend miissen in jedem Zeitschritt die
fiir das Ersatzmodell bendtigten GroBen bestimmt werden. Hierfiir wird jeweils
am treibenden und am getriebenen Rad die Position des ersten und des letzten
Kontaktpunktes in Form des Flankendurchmessers dg; bzw. dgpqe benotigt.
Die Gesamtlidnge der Simulationsdoméne s, entspricht somit der Bogenlinge
des durch dgiqr+ und dpg,g4. begrenzten Zahnflankenbereichs. Bei Evolventen-
verzahnungen kann die Bogenldnge zwischen zwei Punkten y2 und y1 auf der
Zahnflanke durch
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s=— (Vi —vi) (5.1)

1y = tan <arccos (db>> 5.2)
dy

berechnet werden [3]. Dabei ist ¢, der Wilzwinkel (in Radiant) des durch den
Durchmesser d,, referenzierten Punktes auf der Zahnflanke und d; der Grund-
kreisdurchmesser.

Der Kriimmungsradius der Zahnflanke am Punkt y berechnet sich zu

) (5.3)

dy

wihrend die Tangentialgeschwindigkeit mit der Drehzahl w des Zahnrades aus
Uy = W+ Py (5.4)

ermittelt werden kann [3].

Mithilfe dieser Beziehungen kénnen aus dg;q¢ und dgy, 4. die Gesamtbogenlin-
ge Sges Sowie die Tangentialgeschwindigkeiten vr siqr Und v7 prae bestimmt
werden. Als nichstes wird die Dauer ¢ ., berechnet, die der Kontaktmittelpunkt
benotigt, um die gesamte Simulationsdoméne zu durchqueren. Da bei Evolven-
tenverzahnungen die Tangentialgeschwindigkeit entlang der Flanke linear von
Zahnful} bis Zahnkopf ansteigt, kann die Bewegung des Kontaktmittelpunktes
als gleichformig beschleunigte Bewegung mit Anfangsgeschwindigkeit vr g¢qr¢
beschrieben werden. Es gilt:

2 Sges
tges = e (5.5)
ges UT,Ende + UT,Start
und damit fiir die Beschleunigung a:
_ UT,Ende — UT,Start (5 6)

tges
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Mit der Grundgleichung der gleichférmig beschleunigten Bewegung kann nun
die ausgehend von dg.+ nach n Zeitschritten auf der Evolvente zuriickgelegte
Distanz s,, berechnet werden:

1
Sn =5 a (n- At)2 + 7 Start - (0 - At). 5.7

Die zugehorige Position des Kontaktpunktes d,, kann durch Gleichsetzen von
(5.1) und (5.7) unter Zuhilfenahme von (5.2) ausgedriickt werden als:

dy

cos (arctan (, /45—: + qp%tth

Damit konnen nun iiber Gleichung 5.3 und Gleichung 5.4 fiir jeden Zeitschritt

dy, =

(5.8)

die benétigten GroBen fiir das Zylinder-Zylinder Ersatzmodell berechnet werden.
Die Normalkraft F)y wird dabei aus der als gegeben vorausgesetzten Linienlast
bestimmt. Da die rdumliche Auflosung des EHD-Modells in der Regel feiner
ist als die der Linienlast, wird an den Zwischenpunkten linear interpoliert. Am
getriebenen Rad befindet sich der erste Kontaktpunkt d g4+ am Zahnkopf, wes-

4sy,
dy

mit negativem Vorzeichen beriicksichtigt werden muss. In Tabelle 5.1 sind die

halb zur korrekten Abbildung der Abwélzrichtung in Gleichung 5.8 der Term

beschreibenden GréBen des EHD-Modells nochmals zusammengefasst.

Tabelle 5.1: Beschreibung des Abwilzvorgangs im EHD-Ersatzmodell. Index 1 fiir treibendes Rad
und Index 2 fiir getriebenes Rad.

Zeit- . Normal-  Kriimmungs- Tangential-
. Position . S
schritt kraft radius geschwindigkeit
to d 4, da EFy 4, P1,to P24 Vrit, VT2t
tn dig,  doey,  Fni,  pre.  p2e. Ui, VT2,
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Nachdem das EHD-Modell aufgesetzt wurde, kann die Simulation durchgefiihrt
und fiir jeden Zeitschritt die im Kontakt resultierende Druck- und Schubdruck-
verteilung p(x,t) bzw. ¢(x,t) ermittelt werden. Mithilfe der elastischen Halb-
raumtheorie konnen anschliefend durch Integration iiber der Simulationsdoméne
die Spannungen an jedem Punkt unterhalb der Oberfliche berechnet werden. Da-
bei wird ein ebener Dehnungszustand angenommen. Mit dem Abstand ¢ vom
Kontaktmittelpunkt gilt fiir die Spannungen an einem Punkt P(z, z) nach [71]:

2z (c,t)(x —c)?dec 2 (c,t)(x —¢)®dc

SCURE ) b e R e
B _E. ple,t)de % q(e,t)(z —c)de

oo mt) = == / w—cpr2P 7 ) jw—cprep O
__E. plct)(x —c)dc 2z qlc,t)(z — c)?dc

Tez (2, 2,1) = - /[(az EpEae —[(x EEEIwEE (5.9¢)

wobei die Losung der Integrale numerisch innerhalb des Programms TriboSim
erfolgt.

Die Néherung des Kontakts als elastische Halbebene ist vor allem dann zutreffend,
wenn die Kontaktzone klein im Vergleich zu den Dimensionen der Zahnflanke
ist. Abweichungen ergeben sich vor allem im Zahnfuf3- und Zahnkopfbereich
sowie in grolen Bauteiltiefen, da hier die Zahnflanke begrenzt ist. Diese Bereiche
sind fiir den Schadensfall Pitting allerdings nicht relevant (vgl. Abschnitt 2.2.2),
sodass die Vereinfachung als elastische Halbebene zuldssig ist. Die Annahme des
ebenen Dehnungszustands ist dann erfiillt, wenn die Zahnbreite im Vergleich zur
Kontaktbreite grof3 ist. Dies ist bei Zahnrddern in der Bauteilmitte erfiillt. An den
Réndern ergeben sich allerdings Abweichungen.

Fiir die Ermittlung der Spannungen unterhalb der Oberflache wird die Zahnflanke
gemil der Halbraumtheorie durch ein Rechteckgitter diskretisiert. Das Rechteck-
gitter kann dabei als gerade gezogene abgewickelte Evolvente interpretiert werden
(siehe Abbildung 5.2). Die x-Koordinate verlduft demnach entlang der Evolvente
und die z-Koordinate normal dazu. In x-Richtung ist das Rechennetz dquidistant
diskretisiert, wihrend die Schrittweite in z-Richtung mit zunehmendem Abstand
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zur Oberflache vergrofiert wird. Die Zuordnung der Punkte des Rechengitters in
ein zur Zahnsymmetrieachse paralleles Koordinatensystem erfolgt mithilfe der
Gleichungen der Evolvente (vgl. [22]).

Abbildung 5.2: Rechengitter zur Berechnung der Spannungen aus EHD-Kontaktanalyse

Durch Uberlagerung der fiir jeden Zeitpunkt berechneten Spannungen unterhalb
der Zahnflanke ergibt sich an jedem Punkt der Simulationsdoméne ein aus dem
EHD-Kontakt resultierender Beanspruchungs-Zeit-Verlauf.

5.2 Modellierung der
Sekundarbeanspruchung

Neben der direkten Beanspruchung im Kontaktgebiet kommt es bei Zahnri-
dern wihrend des weiteren Abwilzvorgangs zu zusitzlichen Beanspruchungen
der Zahnflanke. Diese werden als Sekundirbeanspruchung bezeichnet. Der Ein-
fluss der Sekundédrbeanspruchungen auf die Entstehung von Pitting ist allerdings
nicht geklart [3], sodass diese in den meisten Berechnungsmodellen unbeachtet
bleiben (vgl. Abschnitt 2.4). Abbildung 5.3 illustriert die treibenden Krifte der
Sekundérbeanspruchung. Die Zahnnormalkraft kann in zwei Komponenten in
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tangentiale und radiale Richtung zerlegt werden. Dabei verursacht die Tangential-
kraft eine zusitzliche Biege- sowie Querschubbeanspruchung der Zahnflanke und
die Radialkraft eine zusétzliche Druckbeanspruchung.

Fra
Fx ’id

Fr

Biegung

Querkraftschub

Radialdruck

Abbildung 5.3: Sekundédrbeanspruchung der Zahnflanke (angelehnt an [3])

Hertter konnte in seinem Modell rechnerisch zeigen, dass der Einfluss des Quer-
kraftschubes erst in groBen Werkstofftiefen relevant wird [62]. Bei der Nachbe-
rechnung einer zur hier betrachteten Priifverzahnung dhnlichen Geometrie zeigte
sich sogar tiberhaupt kein Einfluss des Querkraftschubes. Fiir die Berechnung der
Pittingtragfahigkeit kann der Einfluss des Querkraftschubes somit vernachlissigt
werden. Die grofite Auswirkung auf den fiir Pitting relevanten Randbereich ist
durch die Biegebeanspruchung zu erwarten, da durch die auftretenden Zugspan-
nungen eine Zug-Druck-Wechselbeanspruchung entsteht. Aus diesem Grund wird
nachfolgend ein vereinfachtes Modell zur Beriicksichtigung der Biegebeanspru-
chung vorgestellt. Die Radialkraft ist bei der hier betrachteten Priifverzahnung und
bei vergleichbaren Geometrien relativ klein, sodass die verursachte zusitzliche
Druckbeanspruchung vernachlissigt werden kann. Relevant wird sie moglicher-
weise bei speziellen Zahnradgeometrien mit groem Eingriffswinkel.
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5.2 Modellierung der Sekundérbeanspruchung

Die aus der Tangentialkraft resultierende Biegebeanspruchung ist im Zahnful3-
bereich, verstirkt durch die Kerbwirkung der FuBausrundung, am hochsten. Sie
wird daher vor allem zur Beurteilung des ZahnfuSbruches herangezogen. In der
ISO 6336 [2] wird die Biegebeanspruchung im Zahnfufl mithilfe der klassischen
Balkentheorie bestimmt, die allerdings nur fiir lange diinne Balken gilt. Diese
Annahme ist bei Zahnriddern im Zahnflankenbereich nicht gut erfiillt. Daher wird
zur Berechnung der Biegebeanspruchung im Bereich der Zahnflanke ein anderes
Modell benétigt.

Nachfolgend soll eine angepasste Variante des von Weber [22] vorgeschlagenen
analytischen Modells zur Berechnung der Biegespannung im Bereich der Zahn-
flanke vorgestellt werden. Dieses basiert auf der Annédherung des Zahnes durch
einen Keil mit anschlieBender Berechnung der Spannungen durch analytische
Gleichungen der Elastizititstheorie. Eine sehr frithe Anwendung dieses Ansatzes
- allerdings ausschlieBlich fiir den ZahnfuBbereich - ist z.B. in [92] zu finden.
In Abbildung 5.4 ist die Approximation des Zahnes durch einen elastischen Keil
dargestellt.

My,
o\

0

oy

Abbildung 5.4: Approximation der Zahngeometrie durch einen Keil (nach [22])

]

y
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Der Keil wird dabei konstruiert, indem eine Gerade durch den untersten Punkt der
aktiven Zahnflanke und die dulerste Ecke des Zahnes am Kopfkreis gelegt wird,
bis diese die Symmetrieachse des Zahnes schneidet. Mithilfe der Gleichungen der
Elastizititstheorie bei Keilen konnen nun die Spannungen berechnet werden, die
infolge eines an der Spitze angreifenden Biegemoments entstehen. In Polarkoor-
dinaten ergeben sich die Spannungen als [93]:

op(r,0) = —4C - ig - sin(20) (5.10a)
r
oo (r,0) = 0 (5.10b)
Tro(r,0) = 2C} - % - [cos(26) — cos(2ay)] (5.10¢)
7
mit
Oy = My (5.11)

21 - [sin(20u) — 20y, - cos(20)]”

Wie aus Abbildung 5.4 ersichtlich ist, konnen Teile der Zahnflanke nicht durch
den eingezeichneten Keil abgebildet werden. Aus diesem Grund werden lediglich
die Spannungen entlang der Grundlinie des Keils ausgewertet. Um die Spannun-
gen in der gesamten Rechendoméne zu berechnen, wird der Keil daher entlang der
Zahnflanke verschoben. Hier unterscheidet sich das in dieser Arbeit verwendete
Modell zu der bei Weber umgesetzten Variante. In [22] wird fiir jede Zahnho-
he ein neuer Keil berechnet. Dies fiihrt allerdings in gewissen Wilzstellungen
zu physikalisch unplausiblen Ergebnissen, da die maximale Biegebeanspruchung
dort nicht mehr am untersten Punkt der Zahnflanke auftritt. Deswegen wurde in
dieser Arbeit ein anderes Konzept gewihlt. Die plausibelsten Ergebnisse ergeben
sich, wenn der konstruierte Keil konstant gehalten und an der Ecke entlang der
Zahnflanke verschoben wird. Obwohl sich die Keilform dann nicht mehr dndert,
wird die Biegebeanspruchung durch die unterschiedlichen Hebelarme entspre-
chend der Zahnhohe angepasst. Abbildung 5.5 illustriert die Vorgehensweise im
Vergleich zur Methode von Weber. Ein Abgleich der mithilfe des vereinfachten
Modells berechneten Beanspruchung mit einer FE-Simulation ist in Anhang A.1
zu finden.
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My (ys, ti)

— ~
S
K
= Ya !
R d— 7\ ;
N
<
=
< Mb(ylzvti)

N My (y4,ti)

; N
o] _ i ;
2 S
g AT JA—
% ij L J L J L
=} X
[
=
3

Abbildung 5.5: Vereinfachtes Modell zur Berechnung der Biegebeanspruchung. Unterschied des in
dieser Arbeit verwendeten Modells zur Variante von Weber [22].

Um die Biegespannungen zu berechnen, wird noch das an der Keilspitze angrei-
fende Biegemoment benétigt. Hierfiir wird das von der aktuellen Kontaktposition
abhingige auf der jeweiligen Zahnflankenhohe resultierende Biegemoment (bezo-
gen auf die Kontaktldnge /) verwendet. Dieses ldsst sich vereinfacht als Produkt der
Tangentialkraft 77 (¢) /I mit dem Hebelarm A bilden. Mit dem Koordinatensystem
aus Abbildung 5.4 gilt:

Fy(t

h(y',t) = T) ccos(ay (1) - h(y,t).  (5.12)

My(y',t) _ Fr(t)
l l

In den Bereichen der Zahnflanke oberhalb der aktuellen Kontaktposition wird das
Biegemoment entsprechend zu null gesetzt.

Mithilfe der Daten des EHD-Kontaktmodells aus Tabelle 5.1 kénnen nun zu-
sdtzlich fiir jeden Zeitschritt die durch die Biegung verursachten Spannungen
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bestimmt werden. Um die aus dem EHD-Kontakt und der Biegung resultierenden
Beanspruchungsverldufe iiberlagern zu kdnnen, miissen diese in ein einheitli-
ches Koordinatensystem gebracht werden. Dazu werden die in Polarkoordina-
ten gegebenen Spannungen aus Gleichung 5.10 zuerst in das kartesische x’y’-
Koordinatensystem umgerechnet. Es gilt mit 09 = 0 und unter Beachtung der
Orientierung des Koordinatensystems in Abbildung 5.4 [93]:

ou ('Y t) = —0, - sin(0) + 27,9 - sin(h) - cos(8) (5.13a)

oy (2’ Y t) = —0, - cos?(0) — 27,4 - sin(0) - cos(6) (5.13b)
—0, - sin(0) - cos(0) + 79 - [cos®(0) —sin®*(0)] . (5.13¢)

Tx'y’ (xl7 y/a t)

SchlieBlich muss noch die Transformation in das xz-Koordinatensystem der EHD-
Simulation erfolgen. Hierzu wird das globale Koordinatensystem x’y’ an jeder
Position der Zahnflanke um den entsprechenden Profilwinkel o, ; rotiert (vgl.
Abbildung 5.6).

Abbildung 5.6: Umrechnung der Biegespannungen in das Koordinatensystem der EHD-Simulation
(angelehnt an [22])
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5.3 Berechnung der Vergleichsspannung

Die Drehung des Spannungstensors im x’y’-Koordinatensystem um den positiven
Winkel v, ; in mathematisch negative Richtung fiihrt auf folgende Gleichung:

o, = 22 ;0@" _ % ; TV cos(2ay: i) — Tary - Sin(20 ;) (5.14a)

o, = T ;U‘Ul + ! ; %y - €08(201y ;) + Taryr - sin(20ry 5) (5.14b)
Ogp! — O'y/ .

Tor = =5 -sin(2ayy ;) + Tary - 0820y ;). (5.14¢)

Damit kénnen nun die Spannungsverldufe aus der Biegung denen aus der Kon-
taktanalyse iiberlagert werden. Die Lebensdauerberechnung wird dann im xz-
Koordinatensystem durchgefiihrt, wobei die x’y’-Koordinaten jedes Gitterpunk-
tes tiber die jeweiligen Flankendurchmesser d,, und die Gleichung der Evolvente
definiert sind (vgl. Abbildung 5.2), sodass die Darstellung der Ergebnisse in der
Zahnradgeometrie iiber eine einfache Zuordnung méglich ist.

Das hier beschriebene einfache Modell zur Bestimmung der Biegebeanspruchung
ist zunéchst einmal nur fiir Geradverzahnungen konzipiert. Bei Schrigverzah-
nungen verliduft die Eingriffslinie schrig iiber der Zahnflanke, sodass die Bie-
gebeanspruchung aus der Betrachtung des gesamten dreidimensionalen Zahnes
ermittelt werden muss. Daher sollte die Ermittlung der Biegebeanspruchung bei
Schrigverzahnungen mithilfe von FE-Modellen erfolgen. Dabei muss allerdings
darauf geachtet werden, dass die Biegespannungen isoliert aus dem Modell ge-
zogen werden, damit keine doppelte Beriicksichtigung der Kontaktspannungen
erfolgt.

5.3 Berechnung der Vergleichsspannung

Mithilfe der in den vorangegangen Abschnitten vorgestellten Modelle ist es nun
moglich in jedem Punkt des Rechennetzes die Komponenten des Spannungsten-
sors iiber dem zeitlichen Verlauf des Abwilzvorgangs zu bestimmen. An jedem
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Punkt werden dariiber hinaus noch die Eigenspannungen tensoriell als zeitlich kon-
stante Mittellast iiberlagert. Fiir die Berechnung der Lebensdauer ist im néchsten
Schritt eine aus dem komplexen Beanspruchungsverlauf gebildete Vergleichsspan-
nung erforderlich. Da es sich beim Abwilzen von Zahnridern um einen komplexen
mehrachsigen Spannungsverlauf mit sich drehendem Hauptachsensystem handelt,
werden hierfiir spezielle Festigkeitshypothesen benétigt. Nachfolgend soll daher
eine geeignete Hypothese zur Ermittlung der Vergleichsspannung bestimmt wer-
den.

5.3.1 Spannungsbasierte Festigkeitshypothesen bei
mehrachsiger Beanspruchung

In der Literatur existieren zahlreiche Festigkeitshypothesen zur Bewertung von
mehrachsigen Beanspruchungen. Eine weit verbreitete Klassifizierung unterschei-
det dabei Hypothesen der kritischen Schnittebene, der integralen Anstrengung
sowie empirische Methoden [94]. Bei mehrachsiger Beanspruchung ist es oftmals
notwendig die in einem Materialpunkt auftretenden Spannungen in verschiede-
nen Schnittebenen auszuwerten. Eine beliebig orientierte Schnittebene ¢ lédsst
sich sehr einfach durch einen Punkt auf der Einheitskugel beschreiben. Wie in
Abbildung 5.7 dargestellt ist, kann jede Schnittebene als Flachennormale an einen
Punkt der Einheitskugel aufgefasst werden. Der auf einer Schnittebene resultie-
rende Spannungsvektor s ergibt sich dann als Produkt des Spannungstensors mit
dem Einheitsnormalenvektor n1. Es gilt [94]:

Sx Oy Tzy Tz ni1
S= 1Sy | = | Tay Oy Tyz | | N12 (5.15)
Sz Trz  Tyz Oz ni13
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5.3 Berechnung der Vergleichsspannung

mit dem Einheitsnormalenvektor der Schnittebene

sin(7) - cos(¢)
ny = | sin(y) - sin(e) | - (5.16)
cos(7)

Mithilfe der weiteren Achseneinheitsvektoren der Schnittebene no und ng

—sin(9) — cos() - cos()
nz = | cos(¢) |,n3= | —cos(y)-sin(p) (5.17)
0 sin(vy)

lasst sich der Spannungsvektor s in eine Normalspannungskomponente senkrecht
Ong = Sz *M11 + Sy - N12 + 52 - N3 (5.18)
und zwei Schubspannungskomponenten parallel zur Schnittebene
Typ,p = Sz - N21 + Sy - N2 + S, - Nag (5.19)

T,y = Sz *N31 + Sy - N32 + 52 - N33 (5.20)

™60 = /o + T 6:21)

Die Anzahl der Festigkeitshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen ist re-

mit

aufteilen [94].

lativ groB3, sodass an dieser Stelle keine umfassende Analyse sdmtlicher Hypo-
thesen erfolgen kann. Fiir eine ausfiihrliche Darstellung verschiedener Methoden
sei z.B. auf [95-97] verwiesen. Die in Abschnitt 3.1.2 beobachteten Zusammen-
hinge zwischen den Schubspannungsverldufen und der Orientierung von Pittings
legen eine Verwendung von schubspannungsbasierten Festigkeitshypothesen fiir
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5 Beanspruchungsanalyse

Abbildung 5.7: Einheitskugel zur Darstellung von beliebig orientierten Schnittebenen (angelehnt an
[94])

die Pittingbewertung nahe. Nachfolgend werden daher zwei etablierte schubspan-
nungsbasierte Hypothesen kurz beschrieben.

Schubspannungsintensitatshypothese (SIH)

Die Schubspannungsintensitdtshypothese (SIH) gehort zu den integralen Fes-
tigkeitshypothesen und zéhlt zu den treffsichersten Methoden bei mehrachsiger
Beanspruchung [98-100]. Sie geht auf eine Interpretation der Von-Mises Flief3-
bedingung zuriick, wonach der quadratische Mittelwert (Effektivwert) der Schub-
spannungen sidmtlicher Schnittebenen proportional zur zweiten Invariante des
Spannungsdeviators ist [94]. Simbiirger [101] hat ausgehend davon die Hypothe-
se der effektiven Schubspannung entwickelt, welche durch Zenner und Richter
[102] und spiter Liu [94, 103, 104] zur SIH weiterentwickelt wurde. Der grund-
legende Zusammenhang lautet dabei unter Beriicksichtigung der Einheitskugel

[101]:
15 /Tr /% 2 sin(v) do d (5.22)
OVeg = . T . . .
Ve 81 ) o Jyo 1Ot v v
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5.3 Berechnung der Vergleichsspannung

Unterschiede ergeben sich in der Definition der effektiven Schubspannungsam-
plitude 7. of,qa. Diese lédsst sich als beliebige Kombination der verschiedenen
Spannungskomponenten innerhalb einer Schnittebene formulieren [94]. Liu und
Zenner wihlten die effektive Schubspannungsamplitude unter Beriicksichtigung
des Wechselfestigkeitsverhiltnisses oy /7y und des Einflusses der Mittelspan-
nungen als [94]:

Trpeffa = @ Tyga (LM Tg0n) #0205 - (L+n-00pm)  (5:23)

mit den Konstanten

< IS
Il Il
(N [ =
| — N E—
= w
| !
AN
PR
v 3|9 ~—
== v
~__ \
o =
| IS S

2 ow TSch 2
aW_(Tvv) (T) (5.24)
a-m= 12 Tseh \ 4 ’
7'< 2 )
o2 7<0—Sch>27i “ .<USch>4
bom— 2 21 2
15 OSch 3
14'( 2 )

Dabei bezeichnet oy die Zug-Druck-Wechselfestigkeit, og.;, die Zugschwellfes-
tigkeit, Ty die Torsionswechselfestigkeit und 7g.;, die Torsionsschwellfestigkeit.

Zur Auswertung von Gleichung 5.23 miissen in jeder Schnittebene aus dem zeit-
lichen Beanspruchungsverlauf die Mittelspannung und die Spannungsamplitude
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der Normal- und Schubspannung bestimmt werden. Da die Normalspannung stets
in Richtung der Flichennormale wirkt, konnen beide Groflen direkt aus

Tripa = max(o.g) ;mm(aw) (5.252)

max(0g) + min(oyge)
2

(5.25b)

Ovp,m =

ermittelt werden. Der Schubspannungsvektor variiert allerdings seine Richtung
wihrend eines Spannungszyklus innerhalb der Schnittebene, sodass die Beanspru-
chung entlang einer Spannungstrajektorie bzw. Ortskurve verlduft. Hier gestaltet
sich die Bestimmung der Amplitude und Mittelspannung problematisch. Ein sehr
verbreitetes Konzept ist die Beschreibung der Schubspannung iiber den kleins-
ten die Ortskurve umschreibenden Kreis [105, 106]. Dieser ist unabhingig vom
Verlauf der Schubspannungen immer eindeutig definiert. Die Schubspannungs-
amplitude ergibt sich dann als Radius und die Schubmittelspannung als Abstand
des Ursprunges zum Mittelpunkt des Kreises. Zur Bestimmung des kleinsten um-
schreibenden Kreises wird in dieser Arbeit der randomisierte Algorithmus von
Welzl [107] genutzt.

Die Verwendung der SIH nach Liu-Zenner ist bei der Wilzbeanspruchung nur
eingeschrinkt moglich, da es im oberflichennahen Bereich zu negativen Radi-
kanden kommt [96, 108]. Aus diesem Grund wurde die SIH durch Hertter [62]
fiir die Anwendung bei Wilzbeanspruchung modifiziert, indem die Berticksich-
tigung der Normalmittelspannung beanspruchbarkeitsseitig erfolgt. Die effektive
Schubspannung wird dabei als

2 2 2 2
Tgeffia = 0 Trpa s (LHm-T0,..) +b 05y, (5.26)

definiert und nun nicht mehr der Wechselbeanspruchung oy gegeniibergestellt,
sondern der unter Beriicksichtigung der Normalmittelspannung ertragbaren Span-
nungsamplitude o 4(0.4 ). Diese wird dabei aus dem Haigh-Diagramm be-
stimmt.
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Die Ermittlung der Anstrengung

a- 72 '(1—|—m~7 )+bo
v9,a v9.a
Ay = (5.27)

‘7124(07¢,7n)

muss in jeder Schnittebene separat erfolgen und gemill Simbiirger [101] der
Effektivwert der Anstrengung iiber alle Schnittebenen gebildet werden:

15
A = \/8 / 0/¢ Aw sin(7y) do dry. (5.28)

Nach der SIH-Hertter ist mit einem Ausfall zu rechnen, wenn die effektive An-

strengung den Wert eins iibersteigt.

Papadopoulos Kriterium

Beim Papadopoulos Kriterium [95, 109] handelt es sich ebenfalls um eine inte-
grale Methode. Dabei basiert die Festigkeitshypothese auf einer Betrachtung des
Ermiidungsvorganges auf mesoskopischer Ebene. Bewertet wird die akkumulierte
plastische Dehnung iiber simtliche Gleitebenen der Kristalle eines Referenzvo-
lumens. Der Kern der Hypothese beruht darauf, dass bei groBen Lastzyklen-
zahlen eine Proportionalitit zwischen den akkumulierten plastischen Dehnungen
auf Kristallebene und der makroskopischen Schubspannungsamplitude aufgezeigt
werden kann. Dabei wird der Schubspannungsvektor 7,4 innerhalb einer Schnitt-
ebene auf einen durch den Winkel x charakterisierten Einheitsvektor projiziert
und aus dem resultierenden skalaren Verlauf die Schubspannungsamplitude be-
stimmt. Die fiir die Festigkeitsbewertung relevante GroBe ergibt sich dann als
Mittelwert der Schubspannungsamplitude iiber alle Schnittebenen und iiber alle
Projektionsrichtungen. Es gilt [95, 99]:

2m
Ta,eff = \/871_2 / /¢ / 7¢de sin(vy) do dry. (5.29)
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Der Einfluss der Normalspannung wird iiber die maximale hydrostatische Span-
nung o g maq, unter Beriicksichtigung des Wechselfestigkeitsverhiltnisses bewer-
tet. Das Kriterium ergibt sich somit zu [95, 99]

Ta,eff + ap : UH,maa; S ™ (530)
mit
ap=3- 2 3, (5.31)
ow

Da die Schubspannungen innerhalb der Schnittebene auf den durch x definierten
Einheitsvektor projiziert werden, entfillt beim Papadopoulos Kriterium die Be-
stimmung des kleinsten umschreibenden Kreises. AuBlerdem bleiben die Schub-
mittelspannungen unberiicksichtigt.

Sowohl die SIH-Hertter als auch das Papadopoulos Kriterium kénnen grundsétz-
lich fiir die Bewertung der Pittingtragfahigkeit innerhalb eines 6rtlichen Konzepts
verwendet werden. Dennoch gibt es auch einige Nachteile, welche gegen eine An-
wendung sprechen. Bei beiden Ansidtzen werden die Wechselfestigkeit bei Zug-
Druck- sowie Torsionsbeanspruchung benotigt. Diese Kennwerte sind im besten
Fall fiir den Grundzustand des Werkstoffes bekannt. In der gehérteten Randschicht
gelten diese aber nicht mehr und miissten theoretisch in separaten Probenversuchen
aufwindig in Abhingigkeit der jeweiligen Hirte bestimmt werden. Es existieren
zwar Niherungsformeln, welche eine Abschitzung der Kennwerte zulassen, diese
sind aber fiir ganze Werkstoffgruppen giiltig. Eine Bewertung der Unterschiede in
der Pittingtragfdhigkeit verschiedener Einsatzstihle ist somit nicht mehr moglich.
Weiterhin handelt es sich bei beiden Hypothesen um Kriterien fiir die Dauerfestig-
keit. Eine betriebsfeste Auslegung ist nicht vorgesehen. Betrachtet man den Aufbau
des Papadopoulos Kriteriums (Gleichung 5.30) so fillt auf, dass die Festigkeit im
Bereich von Druckspannungszustinden unbegrenzt ansteigt. Bei hohen Wilzbe-
anspruchungen ist somit eine Uberschitzung der Festigkeit zu erwarten. Innerhalb
der SIH-Hertter ist der Festigkeitsanstieg im Bereich von Druckmittelspannungen
dagegen gemill dem Haigh-Diagramm begrenzt. Ein weiterer kritischer Aspekt
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des Papadopoulos Kriteriums ist die Missachtung des Schubmittelspannungsein-
flusses. Die Relevanz der Schubmittelspannungen bei mehrachsiger Beanspru-
chung ist mittlerweile allerdings hinreichend belegt [96, 98, 110]. Bei der SIH
Variante nach Hertter wird zwar der Schubmittelspannungseinfluss beriicksich-
tigt, ein anderer potenzieller Nachteil ist aber, dass keine Vergleichsspannung
ausgegeben wird, sondern direkt das Ergebnis der Festigkeitsbewertung in Form
der resultierenden Anstrengung. Die Auswertung wird hierdurch auf die Bewer-
tung der dauerfest ertragbaren Anstrengung beschrénkt, sodass der Ansatz wenig
Flexibilitit fiir alternative Vorgehensweisen bietet.

Motiviert durch diese Einschrinkungen wurde in dieser Arbeit der im folgenden
Abschnitt beschriebene alternative Ansatz zur Berechnung der Vergleichsspan-
nung bei Wilzkontakten entwickelt.

5.3.2 Ansatz der mittelspannungskorrigierten
Schubspannung

Ausgehend von den bereits existierenden Festigkeitshypothesen bei mehrachsi-
ger Beanspruchung wurde die nachfolgend vorgestellte Methode zur Ermittlung
der Vergleichsspannung in Wilzkontakten entwickelt. Die dem Ansatz zugrun-
deliegende Annahme geht davon aus, dass der Pittingschaden mafgeblich durch
die wechselnde Schubbeanspruchung verursacht wird und die Normalspannungs-
amplitude eine untergeordnete Rolle spielt. Eine generelle Ubertragbarkeit des
Ansatzes auf andere Schidigungsmechanismen oder auflerhalb des in dieser Ar-
beit erarbeiteten Gesamtkonzeptes ist ausdriicklich nicht vorgesehen und bedarf
daher einer gesonderten Priifung.

Betrachtet werden, wie auch in den bereits vorgestellten Festigkeitshypothesen, die
Spannungen in den Schnittebenen eines Materialpunktes. Die Grundidee beruht
darauf die Schubspannungsamplitude in jeder Schnittebene von den jeweiligen
Mittelspannungseinfliissen zu isolieren und damit vergleichbar zu machen. Da-
zu erfolgt im ersten Schritt eine Korrektur der Schubspannungsamplitude um
den Einfluss der Schubmittelspannung und anschlielend in einem zweiten Schritt

83



5 Beanspruchungsanalyse

eine Korrektur um den Normalmittelspannungseinfluss. Die resultierende Ver-
gleichsschubspannungsamplitude entspricht dann einer rein wechselnden Schub-
spannung.

Die Korrektur des Schubmittelspannungseinflusses erfolgt gemidfl der FKM-
Richtlinie [53] als Mittelspannungstransformation iiber das Haigh-Diagramm fiir
Schubspannungen. In Abbildung 5.8 ist ein solches Diagramm dargestellt. Die Be-
rechnung des Mittelspannungsfaktors erfolgt dabei gemiB dem Uberlastungsfall
2 unter Annahme eines konstant bleibenden Spannungsverhéltnisses 7.

TA

W A @

Tm

Abbildung 5.8: Haigh-Diagramm fiir Schubspannungen nach FKM-Richtlinie [53]

Innerhalb des Haigh-Diagramms konnen drei Bereiche II-IV unterschieden wer-
den. Da das Haigh-Diagramm bei Schubspannungen symmetrisch ist, entféllt der
Bereich I des Haigh-Diagramms fiir Normalspannungen. Es gilt [53]:
e Bereichll -1 < R, <O0:
1

f-,— = ﬁ (5.32)
1 —|—M7_ . m
e BereichIll0 < R, < 0,5:
3+ M,
fr= ] (5.33)
(1+ M,)- (3+MT- n )
Ta
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5.3 Berechnung der Vergleichsspannung

e BereichIV0,5 < R, < 1:

3+ M,
R A e 5.34
N (P TAE (5-34)

wobei M, die Mittelspannungsempfindlichkeit bei Schubspannungen bezeichnet.

Die um den Schubmittelspannungseinfluss korrigierte Schubspannungsamplitude
in der Schnittebene berechnet sich dann iiber

Tydia = Typral Fyipr- (5.35)

Im zweiten Schritt muss die Schubspannungsamplitude nun noch um den Ein-
fluss der Normalmittelspannung korrigiert werden. Hierfiir existiert allerdings
noch kein allgemein bekannter Zusammenhang. Generell stehen in der Literatur
nur wenige Versuche zur Torsionsfestigkeit bei iiberlagerter konstanter Drucknor-
malspannung zur Verfiigung. Die vorhandenen Datenpunkte sind allerdings gut
dokumentiert und wurden zum Teil auch zur Validierung der SIH nach Liu-
Zenner in [94] verwendet. In Abbildung 5.9 sind die verfiigbaren Versuchs-
punkte in normierter Darstellung aufgetragen. Es handelt sich dabei um 50%-
Dauerfestigkeitskennwerte, die an glatten Proben in Wohlerversuchen ermittelt
wurden.

Die Daten lassen sich dabei gut iiber ein Polynom zweiten Grades annihern
(Bestimmtheitsmal} 0,944). Die resultierende Formel lautet:

2
£, = —0,014 - ("’”) ~0,11- (Jm) .y (5.36)

™ ™w

Innerhalb dieser Arbeit wird angenommen, dass der Einfluss der Normalmittel-
spannung auf die ertragbare Schubspannungsamplitude im Bereich hoher Druck-
spannungen in ausreichender Naherung durch Gleichung 5.36 beschrieben werden
kann. Diese Annahme ist allerdings iiber die vorhandenen Versuchspunkte hinaus
nicht belegt und sollte deshalb mit Vorsicht verwendet werden. Die vollstindig
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Abbildung 5.9: Einfluss der konstanten Normalmittelspannung auf die ertragbare Schubspannungs-
amplitude

mittelspannungskorrigierte Schubspannungsamplitude in der Schnittebene lédsst
sich schlieBlich mithilfe von

Ty¢,a,korr — T’yd),&/f’yc/),cr' (537)

berechnen.

Im letzten Schritt wird dann der Effektivwert iiber samtliche Schnittebenen der
Einheitskugel gebildet. Dieser Ansatz wird im weiteren Verlauf der Arbeit auch
als ,,integrales Kriterium* bezeichnet. Die finale Vergleichsspannung lautet:

1 ™ 27
_ 2 :
e = \/471' . /y—O ~/¢—0 Tyé,a,korr sin(y) do dry. (5.38)

Alternativ ldsst sich die Vergleichsspannung auch als kritische Ebene Ansatz
formulieren. Dabei wird die Spannung in allen Schnittebenen ausgewertet und der
dabei auftretende Maximalwert als Vergleichsspannung verwendet:

Tkrit,a = I%%X(Tw¢,a,korr)~ (539)
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5.4 Zyklenzihlung bei mehrachsiger Beanspruchung

Mit dem entwickelten Ansatz kann nun in jedem Materialpunkt die von den
Mittelspannungseinfliissen bereinigte Schubspannungsamplitude gebildet werden.
Dabei konnen einige Nachteile der im vorherigen Abschnitt diskutierten Methoden
vermieden werden. Die Kenntnis der von der Hérte abhdngigen Materialkennwerte
bleibt aber auch bei dem hier vorgestellten Ansatz erforderlich. Diese werden zur
Konstruktion des Haigh-Diagramms sowie fiir Gleichung 5.36 benétigt.

5.4 Zyklenzahlung bei mehrachsiger
Beanspruchung

Wie in Abschnitt 3.1.3 beschrieben kommt es im Zahnradkontakt durch die Gleit-
bewegung der rauen Oberflachen innerhalb eines Abwilzvorgangs zur Entstehung
von zusitzlichen Mikrozyklen. Mithilfe des entwickelten EHD-Modells ist es
moglich diesen Effekt im Beanspruchungsverlauf abzubilden. Mit den im vorheri-
gen Abschnitt beschriebenen Methoden zur Vergleichsspannungsbildung geht die
Information tiber die Mikrozyklen allerdings direkt wieder verloren, weil nur die
Extremwerte des Beanspruchungsverlaufs ausgewertet werden. Um die Mikro-
zyklen beriicksichtigen zu konnen, wird daher eine Methode zur Zyklenzidhlung
benotigt. Hierbei stellt sich allerdings die Frage wie eine Zahlung der Lastzyklen
bei mehrachsiger Beanspruchung erfolgen kann. Es ergeben sich gleich mehrere
Probleme: Zunéchst ist aufgrund der Mehrachsigkeit eine Auswertung der Span-
nungen in den Schnittebenen notwendig. Der Normalspannungsvektor verlauft
immer entlang der Richtung der Ebenennormalen und ist damit leicht als skala-
re GroBe darstellbar, die tiber gingige Methoden zur Zyklenzihlung ausgewertet
werden kann. Dagegen verlduft der Schubspannungsvektor auf der Schnittebene
entlang einer Ortskurve, weshalb die schidigende Wirkung der Schubspannung
nicht mehr allein iiber den Betrag des Vektors abgebildet werden kann, sondern
auch dessen Orientierung zu beachten ist. Eine direkte Zyklenzihlung der Schub-
spannung ist daher nicht moglich. Aus diesem Grund wird ein Verfahren fiir die
Zihlung der Lastzyklen bei wechselnder Richtung des Spannungsvektors bend-
tigt. Die Methode des kleinsten umschreibenden Kreises kann hier nicht mehr
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5 Beanspruchungsanalyse

verwendet werden. Ein weiteres Problem stellt die Phasenverschiebung zwischen
Normal- und Schubspannung dar. SchlieBlich ist auch unklar wie die Zyklenzih-
lung iiber verschiedene Schnittebenen hinweg kombiniert werden kann.

In der Literatur wurde diesem noch ungeklérten Problemfeld in der jiingeren Ver-
gangenheit vermehrt Aufmerksamkeit gewidmet, sodass bereits erste Losungs-
ansitze existieren [113—117]. Nachfolgend soll eine angepasste Version der von
Luo et al. [117] entwickelten Methode vorgestellt werden. Da unklar ist wie eine
Zyklenzidhlung iiber mehrere Schnittebenen hinweg durchgefiihrt werden kann,
erfolgt die Auswertung der Mikrozyklen in dieser Arbeit nur in einer Schnittebe-
ne anhand des in Abschnitt 5.3.2 beschriebenen kritische Ebene Ansatzes. Die
integrale Methode kann nicht verwendet werden.

Das grundsitzliche Vorgehen im Ansatz nach Luo et al. besteht im ersten Schritt
aus der Identifikation der kritischen Ebene, um dann in dieser den Schubspan-
nungsvektor auf einen Einheitsvektor ¢ mit fester Orientierung x zu projizieren
(siehe Abbildung 5.10). Dadurch wird die projizierte Schubspannung zu einer ska-
laren Grofe, die mithilfe des Rainflow Verfahrens [118] ausgewertet werden kann.
Fiir jedes identifizierte Schwingspiel wird dann der im selben Zeitraum auftreten-
de Normalspannungsverlauf betrachtet und schlielich eine Vergleichsspannung
gebildet.

Abbildung 5.10: Projektion des Schubspannungsvektors in der Schnittebene 7, auf den Einheits-
vektor g (angelehnt an [117])
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Die Richtung des Einheitsvektors g wird gemif3 der ,,Maximum Variance Me-
thod*“ (MVM) [119] bestimmt. Dabei lautet die zugrundeliegende Annahme, dass
die Varianz des projizierten Schubspannungsverlaufs ein Mal} fiir die im Span-
nungssignal auftretende maximale Schwingbreite und damit Amplitude darstellt.
Es ist dann moglich die Richtung des Vektors g mit der grofiten resultierenden
Schubspannungsamplitude iiber die Berechnung der Varianz zu bestimmen, was
numerische Vorteile bietet (vgl. [119]). Innerhalb des hier vorgeschlagenen An-
satzes wird daher im ersten Schritt mithilfe der MVM fiir jede Schnittebene der
entsprechende Vektor g ermittelt. Die Auswahl der kritischen Ebene erfolgt dann
iiber die Auswertung der Spannungen in den jeweiligen Schnittebenen. Dabei
wird aus dem auf q projizierten Schubspannungsverlauf die Amplitude und Mit-
telspannung berechnet und mithilfe der Normalspannung geméafl Abschnitt 5.3.2
die Vergleichsspannung ermittelt. Diejenige Schnittebene mit der hdchsten resul-
tierenden Vergleichsspannung wird dann als kritische Ebene definiert.

Die Zyklenzihlung erfolgt anschlieend in der kritischen Ebene anhand der beiden
skalaren Spannungsverlidufe 7.4 , und 4. In Abbildung 5.11 ist die Vorgehens-
weise schematisch dargestellt. Zunidchst wird der Schubspannungsverlauf {iber
eine klassische Rainflow-Zidhlung (hier nicht im Detail erklirt, siehe dazu [118])
ausgewertet, wobei die Residuen als volle Schwingspiele bewertet werden. Sobald
im Schubspannungsverlauf eine geschlossene Hysterese identifiziert wird, werden
die Amplitude und die Mittelspannung des gefundenen Schwingspiels berechnet.
Im Unterschied zur Standardvorgehensweise erfolgt nun aber zusitzlich eine Be-
trachtung des Normalspannungssignals im gleichen Zeitintervall der gefundenen
Hysterese. Aus dem Normalspannungsverlauf wird dann mithilfe der groten und
kleinsten auftretenden Normalspannung eine Normalmittelspannung berechnet,
welche dem identifizierten Schubspannungsschwingspiel zugeordnet wird. Ge-
mif dem Rainflow-Algorithmus wird eine geschlossene und ausgewertete Hyste-
rese anschlieBend aus dem Spannungssignal entfernt. Dieser Schritt wird in der
hier betrachteten mehrachsigen Variante nach Luo et al. [117] allerdings nur fiir
die Schubspannung durchgefiihrt, sodass der Normalspannungsverlauf unberiihrt
bleibt. Die Rainflow-Zihlung wird nun solange fortgesetzt bis alle Hysteresen im
Schubspannungsverlauf identifiziert wurden.
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1: Originaler Verlauf der Schub- und Normal-
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Abbildung 5.11: Schematische Darstellung der Vorgehensweise zur Zyklenzdhlung in einer Schnitt-
ebene bei mehrachsiger Beanspruchung.

Mithilfe der so durchgefiihrten Zyklenzidhlung werden fiir jedes Schwingspiel die

Schubspannungsamplitude, die Schubmittelspannung und die Normalmittelspan-

nung erhalten. Aus diesen Groflen kann dann geméll Abschnitt 5.3.2 die Ver-

gleichsspannung bestimmt werden. So wird es moglich die Mikrozyklen in der

Lebensdauerberechnung zu beriicksichtigen. Sollen diese dagegen nicht beriick-

sichtigt werden, entfillt die hier beschriebene Vorgehensweise und es werden nur

die makroskopischen Lastzyklen betrachtet. In diesem Fall wird auf die Methode
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des kleinsten umschreibenden Kreises zuriickgegriffen und es kann wahlweise die
integrale oder kritische Ebene Vergleichsspannung verwendet werden.
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6 Beanspruchbarkeitsanalyse

Neben der Beanspruchung bildet die Beanspruchbarkeit die zweite entscheidende
GroBe fiir die Berechnung der Tragfihigkeit. Dabei gestaltet sich die Ermittlung
der lokalen Beanspruchbarkeit bei Zahnridern als besonders herausfordernd, da
die Versuche auf Komponenten- bzw. Bauteilebene durchgefiihrt werden und da-
mit keine ortliche Auswertung erfolgt. Innerhalb des ortlichen Konzepts wird
die lokale Beanspruchbarkeit normalerweise in Probenversuchen ermittelt und
eine Giiltigkeit der ermittelten Kennwerte auf lokaler Bauteilebene angenommen.
Liegt - wie im Falle von randschichtgehirteten Zahnridern - ein gradierter Werk-
stoffzustand vor, miissen die Probenversuche dabei an verschiedenen Proben er-
folgen, welche den jeweiligen Werkstoffeigenschaften in unterschiedlichen Tiefen
entsprechen. Der damit verbundene Versuchsaufwand macht diese Vorgehenswei-
se bei randschichtgehirteten Zahnriddern daher sehr unpraktikabel. Aus diesem
Grund wird bei bestehenden ortlichen Konzepten fiir Zahnridder hdufig auf empiri-
sche Formeln zuriickgegriffen, welche die benttigten Werkstoffeigenschaften aus
der lokalen Hirte abschitzen (z.B. [11, 14, 62, 120]). In diesem Kapitel sollen die
hierfiir verwendeten Gleichungen eingefiihrt werden. Anschlieend wird auf die
Beriicksichtigung der Stiitzwirkung im Wilzkontakt eingegangen und schlie3lich
ein in dieser Arbeit entwickeltes alternatives Konzept zur Bewertung der lokalen
Festigkeit vorgestellt.
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6.1 Abschatzung lokaler
Werkstoffeigenschaften aus der Harte

Nachfolgend werden Ansitze zur Beschreibung verschiedener lokaler Werkstoff-
eigenschaften aus der Hirte beschrieben. In der Regel stehen dafiir gemessene
Hirtetiefenverldufe oder Erfahrungswerte aus vergangenen Messungen zur Verfii-
gung. Es konnen aber auch Werte aus vereinfachten Abschitzungen oder Wirme-
behandlungssimulationen verwendet werden.

6.1.1 Abschatzung des Hartetiefenverlaufs

Liegen keine Messdaten zum Hirtetiefenverlauf vor, kann dieser mithilfe empi-
risch ermittelter Zusammenhinge abgeschitzt werden. Fiir den bei Zahnridern
besonders relevanten Fall der Einsatzhértung sind zwei etablierte Ansitze aus der
Literatur verfiigbar.

Mit dem Ansatz nach Lang [52] kann der Hirtetiefenverlauf einsatzgehérteter
Teile aus den drei Parametern Randhirte H Vg4, Kernhirte H Vi, und Ein-
satzhirtetiefe E'htssg abgeschitzt werden. Der Zusammenhang lautet [52]:

HV(2") = HVkern + (HVRana — HViern) - lo(aL"'"qubL”"g'z*)'z*, (6.1)

wobei z* die mit der Einsatzhértetiefe normierte Werkstofftiefe ist und die Para-
meter arqng Und brqpng als

@Lang = —0,0381

(6.2)
brang = —0,2662
definiert sind.

Der zweite Ansatz geht auf Thomas [121] zuriick und beschreibt den Hértetiefen-
verlauf tiber eine abschnittsweise definierte Funktion. Fiir die Untersuchung von
oberflicheninduziertem Pitting reicht es den ersten Abschnitt bis zum Erreichen
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der Einsatzhirtetiefe zu betrachten. Dabei wird zusitzlich zu den oben genannten
Parametern die Tiefenlage des lokalen Hartemaximums 2 g7y ,q2 benotigt. Es gilt
abhingig von der Werkstofftiefe z [121]:

HV(Z) = A Thomas * 22 + bThomas -z + HVRand fiir z S Eht550 (63)

mit den Parametern

550 — HVRand
a =
Thomas Eht%so —2- ZHV,mazx * Eht550 (64)
bThomas =-2- A Thomas * “HV,max-

Ausgehend von den Hirtetiefenverldufen konnen dann weitere Werkstoffeigen-
schaften approximiert werden.

6.1.2 Eigenspannungen aus der Warmebehandlung

Wihrend der Wirmebehandlung entstehen durch die Martensitbildung in der
Randschicht der Zahnrider Druckeigenspannungen fiir deren Abschitzung, analog
zur Approximation des Hirtetiefenverlaufs, ebenfalls empirischen Ansitze exis-
tieren. Dabei ist allerdings zu beachten, dass es in den Zahnflanken im Zuge der
weiteren Fertigungsschritte zu groen Verdnderungen des Eigenspannungszustan-
des kommt. Die nachfolgend vorgestellten Formeln kénnen demnach hochstens
fiir eine einfache konservative Abschitzung genutzt werden, wenn ausgeschlossen
werden kann, dass es wihrend der Hartfeinbearbeitung zu einer Beschiddigung der
Zahnflanke (z.B. durch Schleifbrand) gekommen ist.

Auch fiir die Eigenspannungen existiert eine Abschitzung nach Lang [52]:

ops(z) = —1,25 - AHV(2) fir AHV (z) < 300

(6.5)
ops(z) = 0,2857- AHV (z) —400  fiir AHV(z) > 300,
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mit

AHV(z) = HV(2) — HVkern. (6.6)
Dabei wird angenommen, dass die Eigenspannungen normal zur Oberfldche ver-
nachldssigbar sind und die Eigenspannungen in Zahnhthen- und Zahnbreitenrich-
tung gleich sind. Es ist wichtig zu beachten, dass reale Kurven der Hérte und der
Eigenspannungen iiber der Tiefe meist nicht gleichférmig verlaufen (vgl. Abbil-
dung 8.1 und 8.2) und Ansitze zur Abschitzung der Eigenspannungen aus der
Hirte entsprechende Abweichungen erzeugen konnen.

Hertter modifizierte den Ansatz nach Lang auf der Basis eines Abgleiches mit
an Zahnflanken gemessenen Eigenspannung. Dabei zeigte sich, dass mit einer
Korrektur der Konstanten im zweiten Teil von Gleichung 6.5 auf , 460 besse-
re Ubereinstimmungen erzielt werden konnen [62]. Weber [22] erweiterte den
von Hertter modifizierten Ansatz um eine Gleichgewichtsbetrachtung in grofe-
ren Werkstofftiefen. Dabei wird der Eigenspannungsverlauf ab einer Tiefe von
0,5 - Ehtssp durch ein numerisch optimiertes Polynom angenéhert, sodass ein
korrekter Ubergang des Eigenspannungsverlaufs in den Zugbereich erfolgt. Fiir
den bei Pitting relevanten randnahen Bereich ergeben sich damit allerdings kei-
ne Abweichungen, sodass eine solche Gleichgewichtsbetrachtung nicht benétigt
wird.

6.1.3 Lokale Werkstoffkennwerte

Innerhalb des ortlichen Konzepts werden lokale Werkstoffkennwerte sowohl fiir
die in Abschnitt 5.3 beschriebenen Festigkeitshypothesen als auch fiir die Bewer-
tung der lokalen Beanspruchbarkeit benttigt. Dabei lassen sich die lokalen Kenn-
werte durch verschiedene empirische Zusammenhinge aus der Hérte abschitzen.
Die nachfolgend beschriebenen Gleichungen entsprechen weitestgehend dem von
Hertter [62] gewihlten Konzept. Dieser untersuchte verschiedene in der Literatur
vorhandene Ansitze und traf darauf aufbauend eine Auswahl der geeignetsten
Methoden (vgl. [62]).
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Im ersten Schritt erfolgt die Umwertung der Hirte in eine lokale Zugfestigkeit
R,,,. Hierfiir wird ein Ansatz nach Thomas [121] verwendet:

HV?(z)

n(z) =3,18-H 2 )
R(2) =3,18- HV(2) + 2000

6.7)

Als néchstes kann mithilfe der Zugfestigkeit die Mittelspannungsempfindlichkeit
tiber eine urspriinglich durch Hiick et al. [122] vorgeschlagene Néherung abge-
schitzt werden. Es gilt:

My(2) = 0,35-107 - R,,,(2) — 0,1. (6.8)

Dieser Zusammenhang wird auch innerhalb der FKM-Richtlinie verwendet [53].
In einem im Jahr 2021 abgeschlossenen Forschungsvorhaben zur Berechnung der
Schwingfestigkeit hochstfester Stihle wurde die Eignung dieser urspriinglich fiir
nieder- und mittelfeste Stdhle vorgeschlagenen Beziehung gepriift (vgl. [123]).
Dabei zeigte sich, dass die Mittelspannungsempfindlichkeit bei einigen der un-
tersuchten Stédhle in ausreichender Néherung durch Gleichung 6.8 beschrieben
werden kann, wohingegen sie bei anderen Stidhlen liberschitzt wird. Eine Kor-
rektur der Beziehung konnte aufgrund der zu geringen Datenlage allerdings nicht
durchgefiihrt werden.

Fiir die Mittelspannungsempfindlichkeit der Schubspannung gilt nach der FKM-
Richtlinie [53]:
M, (z) = —= - M,(z). (6.9)

Im Gegensatz zur Zugfestigkeit steigt die Wechselfestigkeit mit zunehmenden
Werten der Hirte nicht mehr linear an. Nach dem Ansatz von Winderlich [49]

gilt:
1,61-HV (2) .
S S A G fiir HV(z) < 340
ow(?) = T 507V () ir HV(2) < ©.10
1,98-HV (z) — 0,0011-HV? '
ow(z) = = (2) ~ 0, (%) fir 340 < HV (z) < 900.

1+20,7/HV (2)
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Die Schubwechselfestigkeit ldsst sich nach Hertter aus der Wechselfestigkeit ab-
schitzen. Bei einsatzgehirteten Teilen wird innerhalb der Randschicht folgende
Niherung gewihlt [62]:

Tw(z2) = 0,61 ow(2). 6.11)

Schlieilich lassen sich die Zugschwell- und Torsionsschwellfestigkeit aus den
geometrischen Beziehungen im Haigh-Diagramm herleiten:

9.

sen(z) = m (6.12)
2.

Tsen(2) = m (6.13)

Aus Griinden der Einheitlichkeit wird bei der Anwendung der SIH die Torsions-
schwellfestigkeit iiber den Ansatz nach Liu-Zenner approximiert [94]:

4. Tw(Z)
2“7W(Z) + 1

osen(z)

Tsch(z) = (614)

Dabei wird angenommen, dass die Mittelspannungsempfindlichkeit bei Torsion
der halben Mittelspannungsempfindlichkeit bei Zug-Druck entspricht, was aller-
dings im Widerspruch zu Gleichung 6.9 steht.

Mithilfe der Beziehungen (6.7) bis (6.14) konnen nun samtliche fiir das ortliche
Konzept benotigte lokale Werkstoffkennwerte aus dem Hérteverlauf abgeschitzt
werden.
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6.2 Bericksichtigung der
Spannungskonzentration

Verursacht durch die technischen Oberflichen, kommt es an der Zahnflanke unter-
halb von Rauheitserhebungen infolge der Kontaktbeanspruchung lokal zu starken
Spannungskonzentrationen. Diese befinden sich vor allem im oberflichennahen
Bereich, wohingegen in den stirker von der makroskopischen Hertz’schen Pres-
sung beeinflussten tieferen Werkstofflagen eine homogenere Spannungsverteilung
vorliegt. Aus der Festigkeitslehre ist bekannt, dass bei stark konzentrierten Bean-
spruchungen mit steilem Gradienten eine Umlagerung der Spannung in benach-
barte, weniger stark beanspruchte Bereiche erfolgt und so die Tragfihigkeit des
Werkstoffes erhoht wird [47, 124].

Ublicherweise erfolgt die Beriicksichtigung des an Kerben entstehenden Span-
nungsgefilles in ortlichen Konzepten (vgl. [49, 50]) beanspruchbarkeitsseitig mit-
hilfe eines von Petersen entwickelten Ansatzes [125]. Bei Wilzkontakten emp-
fehlen Gnilke und Liipfert in [126] dagegen die Verwendung der von Neuber
entwickelten Theorie zur Mikrostiitzwirkung [127]. Dabei wird die Spannung
beanspruchungsseitig entlang der Wegkoordinate [ iiber eine Ersatzstrukturlénge
p* gemittelt und so die wirksame Spannung ;.1 bestimmt [126, 127]:

1
Owirk = E . /UV dl (615)

p*

Da im Zahnradkontakt ein mehrachsiger Spannungszustand vorliegt, ist hierfiir
die Vergleichsspannung zu verwenden. Als Ersatzstrukturlinge wird in [126] fiir
hochfeste Stihle p* = 0,02 mm angegeben.

Nach Gnilke und Liipfert kann die Spannungsumlagerung bei Wilzkontakten al-
lerdings nur in Tiefenrichtung erfolgen. In Richtung der Kontaktbewegung koénne
es dagegen zu keiner stabilen Spannungsumlagerung kommen, da aufgrund der
Gleitbewegung an allen Materialpunkten einer bestimmten Tiefe derselbe Bean-
spruchungsverlauf vorliege und dieser lediglich phasenverschoben sei [126]. In
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6 Beanspruchbarkeitsanalyse

dieser Arbeit wird diese Einschitzung nicht geteilt. Bei der Berticksichtigung des
rauen Kontakts kommt es in Oberflichennidhe entlang der Bewegungsrichtung
zu sehr unterschiedlichen Beanspruchungsverldufen. Dabei treten im Bereich un-
terhalb einer Rauheitsspitze wiederholt lokale Spannungskonzentrationen auf,
wihrend im Bereich eines Rauheitstals stets geringere Spannungen vorliegen. Aus
diesem Grund wird in dieser Arbeit angenommen, dass die Spannungsumlagerung
in Richtung des grofiten Spannungsgradienten erfolgt. Die iiber der Ersatzstruk-
turldnge gemittelte Spannung wird daher mithilfe des Ansatzes

p*/2
p% - [ ov(z,z2)dz
Owirk(, 2) = min g (6.16)
p% - [ ov(z,2)dz
—p*/2

bestimmt.

Eine Mittelung der Spannungen ist dabei allerdings nur im Bereich nahe an der
Oberfliche erforderlich. In groeren Werkstofftiefen hat die Mittelung wegen der
im Vergleich zur Kontaktbreite kleinen Ersatzstrukturlinge kaum Auswirkungen
auf das Spannungsfeld.

6.3 Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie

Mithilfe der in Abschnitt 6.1.3 eingefiihrten Beziehungen ist es moglich loka-
le Werkstoftkennwerte abzuleiten, die dann fiir eine Tragfiahigkeitsberechnung
gemill dem ortlichen Konzept genutzt werden konnen. Diese Vorgehensweise
hat allerdings zwei wichtige problematische Aspekte. Der erste kritische Punkt
ist, dass bei einer Abschitzung der Festigkeit allein aus der Hérte keine Unter-
scheidung zwischen einzelnen Werkstoffen mdglich ist, sondern lediglich nach
Werkstoftklassen bzw. Harteverfahren differenziert wird. Dariiber hinaus konnen
Unterschiede in der Mikrostruktur wie z.B. ein hoher Restaustenitgehalt ebenfalls
nicht beriicksichtigt werden. Der zweite kritische Aspekt betrifft die generelle
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6.3 Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie

Anwendbarkeit der in Probenversuchen ermittelten Werkstoffkennwerte fiir die
Wilzermiidung. Die meisten der in Abschnitt 6.1.3 beschriebenen Beziehungen
wurden an Probenversuchen unter Biegung, Zug-Druck oder Torsion ermittelt und
waren urspriinglich nicht fiir Anwendungen bei Wilzermiidung gedacht. Es ist so-
mit vollig unklar, ob eine Ubertragbarkeit auf die durch hohe Druckspannungen
charakterisierte Wilzbeanspruchung gegeben ist.

Aus diesem Grund wird in dieser Arbeit eine alternative Methode zur Ermittlung
der lokalen Werkstoffkennwerte fiir Zahnradanwendungen vorgeschlagen, welche
nachfolgend als ,,Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie* bezeichnet wird. Der
Ansatz beruht auf einer Erweiterung des in der FKM-Richtlinie beschriebenen
Vorgehens fiir den Festigkeitsnachweis basierend auf ortlichen Spannungen (vgl.
Abschnitt 2.3). Abbildung 6.1 zeigt die Grundidee des Ansatzes. Anstatt, wie
in der FKM-Richtlinie fiir allgemeine Bauteile und lastfreie Oberflichen vorge-
schlagen, die Festigkeitseigenschaften des Grundwerkstoffes aus Kennwerten aus
Probenversuchen zu ermitteln und diese dann iiber Konstruktionsfaktoren auf das
eigentliche Bauteil zu iibertragen, wird fiir Zahnrider eine erweiterte Vorgehens-
weise vorgeschlagen. Dabei werden die Festigkeitseigenschaften des Werkstof-
fes in Laufversuchen an standardisierten Priifverzahnungen unter tatsichlicher
Wilzbeanspruchung ermittelt und die Ergebnisse durch den Einsatz des in dieser
Arbeit vorgestellten Berechnungskonzepts simulativ um gewisse Einflussgréf3en
bereinigt, sodass hieraus die Festigkeitseigenschaften des Grundwerkstoffes bei
Wilzermiidung im Zahnradkontakt erhalten werden. Diese konnen dann genutzt
werden, um mithilfe des hier entwickelten ortlichen Konzepts die Pittingtragfa-
higkeit von anderen Zahnradgeometrien vorherzusagen. Mithilfe dieser Vorge-
hensweise kann vermieden werden, dass die Giite der Tragfihigkeitsberechnung
von der Ubertragbarkeit der Torsions-, Biege- und Zugversuche auf die Wilzer-
miidung im Zahnradkontakt abhéngt. Stattdessen werden Versuchsdaten genutzt,
die an Zahnrddern ermittelt wurden und somit die tatsdchliche Beanspruchungs-
situation deutlich besser abbilden.
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6.3 Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie

Um das vorgeschlagene Konzept genauer zu erkliren, wird zunéchst die Ableitung
der Wilzfestigkeit des Grundwerkstoffes aus dem Laufversuch mit der Priifverzah-
nung betrachtet. Die Priifverzahnung wird dabei unter definierten Priifbedingun-
gen (vgl. Tabelle 4.7) bei konstanter Drehzahl und konstantem Drehmoment im
FZG-Verspannungspriifstand bis zum Erreichen eines Pittingschadens abgepriift.
Wird nun hypothetisch angenommen, dass der genaue Ausgangsort des entstande-
nen Pittings sowie s@mtliche fiir die Berechnung der Pittingtragfihigkeit relevante
Eigenschaften (Hirte, Eigenspannungen, Oberflichenprofil) bekannt sind, kann
das in dieser Arbeit vorgestellte ortliche Konzept verwendet werden, um den Priif-
standsversuch zu simulieren und damit die exakte Beanspruchungshistorie am Ort
des Schadensausgangs reproduziert werden. Diese lokale Beanspruchungshistorie
kann dann der im Versuch beobachteten Zyklenzahl bis zum Ausfall zugeordnet
werden. Wiederholt man dieses Vorgehen fiir verschiedene Versuchsniveaus, kann
auf diese Weise eine lokale Wohlerlinie der Pittingtragfahigkeit ermittelt werden.

In Abbildung 6.2 ist die Vorgehensweise zur Ermittlung eines Punktes der lokalen
Wohlerlinie dargestellt. Da sich das Oberfldchenprofil auf jeder Zahnflanke eines
Zahnrades unterscheidet, variiert die lokale Spannung in einem fixen Punkt eines
Referenzzahnes in jedem Lastzyklus abhiingig von der jeweiligen Zahnflanke des
Gegenrades. Dies bedeutet, dass jeder Punkt einer Zahnflanke auch bei konstan-
tem Drehmoment und konstanter Drehzahl in Wirklichkeit eine Beanspruchung
durch ein Lastkollektiv erfihrt. Um also die lokale Spannungshistorie an einem
Punkt reproduzieren zu konnen, muss der Kontakt mit jedem Zahn des Gegen-
rades beriicksichtigt werden. Das resultierende Lastkollektiv kann dann durch
eine schiadigungsiquivalente konstante Beanspruchung ersetzt werden, welche
anschliefend der im Versuch beobachteten Ausfallzyklenzahl zugeordnet wird.

Als Bewertungsgrofie der Beanspruchung wird die gemaf3 Abschnitt 5.3.2 ermit-
telte Vergleichsschubspannungsamplitude nach dem kritische Ebene bzw. inte-
gralem Ansatz verwendet. Die resultierende lokale Wohlerlinie bezieht sich somit
ebenfalls ausschliellich auf die jeweilige Vergleichsspannung. Soll in der Lebens-
dauerrechnung eine andere Vergleichsspannungsmethode genutzt werden, muss
entsprechend auch die lokale Pitting-Wohlerlinie mit dieser hergeleitet worden
sein.
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6 Beanspruchbarkeitsanalyse

Lokale Spannungshistorie am Resultierender Punkt in

Priiflauf bei konstantem Drehmoment Ort des Schadensausgangs lokaler Pitting-Wohlerlinie

Tv,a A Schidi ungsaqulvalenle TV,a
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Abbildung 6.2: Vorgehensweise zur Ermittlung eines Punktes der lokalen Pitting-Wohlerlinie aus
einem Priifstandsversuch bei konstantem Drehmoment und konstanter Drehzahl

Die Umrechnung der aus der Beanspruchungsanalyse ermittelten lokalen Lastkol-
lektive in eine schiadigungsdquivalente einstufige Beanspruchung erfordert eine
geeignete Methode zur Schadensakkumulation. Als erster Ansatz wird in dieser
Arbeit hierfiir die bei Wilzermiidung etablierte elementare Miner Regel verwendet
(vgl. [48]). Dariiber hinaus wird eine Wohlerlinienneigung benétigt, gegen wel-
che die Schadensakkumulation erfolgen kann. Da die lokale Pitting-Wohlerlinie
noch nicht vorliegt, ist diese Neigung unbekannt. Aus diesem Grund wird zur
Ermittlung der schadigungsidquivalenten Spannungsamplituden die Neigung der
,~hominalen‘ lokalen Pitting-Wohlerlinie verwendet, die anhand der Nenngeome-
trie der Verzahnung ohne Beriicksichtigung von Flankenabweichungen und rauen
Oberflichen ermittelt wird. Bei Berechnungen mit der Nenngeometrie kommt
es bei konstantem Drehmoment wegen der glatten Oberfliche zu keinen lokalen
Lastkollektiven, sodass in diesem Fall die gemif3 Abbildung 6.2 ermittelte lokale
Wohlerlinie eindeutig definiert ist. Alternativ wurde auch eine rekursive Auswer-
tung evaluiert. Hierbei konvergierte die resultierende lokale Pitting-Wohlerlinie
allerdings stets gegen sehr flache Neigungen, was in der spiteren Lebensdauerbe-
rechnung zu unplausiblen Ergebnissen fiihrte.

Das bei der Herleitung der lokalen Pitting-Wohlerlinie portritierte hypothetische
Szenario, bei dem der genaue Ort des Schadensausgangs sowie sdmtliche rele-
vanten Bauteileigenschaften bekannt sind, ist in der Realitét nicht gegeben. Tat-
sdchlich ist nur der Bereich bekannt, in dem ein im Versuch aufgetretenes Pitting
seinen wahrscheinlichen Ursprung hatte. Dariiber hinaus werden Grofen wie die
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6.3 Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie

Eigenspannungen und die Hérte an gleichartig gefertigten Priifrddern ermittelt,
nicht aber an der eigentlichen Priifverzahnung. Aus diesem Grund ist es sinnvoll
bei der Ermittlung der lokalen Pitting-Wohlerlinie auf eine Betrachtung der ein-
zelnen Versuchspunkte aus dem Wohlerversuch zu verzichten und stattdessen auf
die resultierende Wohlerlinie zuriickzugreifen. Mithilfe der verfiigbaren Daten
wird dann eine groe Anzahl an Simulationen mit unterschiedlichen Rauheitspro-
filen und Eigenspannungsverldufen durchgefiihrt. Hierdurch entstehen fiir jedes
betrachtete Priifniveau mehrere in Spannungsrichtung streuende Simulationspunk-
te. Es wird dann angenommen, dass die aus einer Regressionsanalyse ermittelte
lokale Pitting-Wohlerlinie einen repréasentativen 50%-Wert darstellt. Die Streuung
wird dabei aus dem tatsdchlich durchgefiihrten Wohlerversuch iibernommen. Da-
durch konnen in der Simulation nicht erfasste zur Streuung beitragende Einfliisse
dennoch in das Gesamtkonzept einflieBen. In Abbildung 6.3 ist die beschriebene
Vorgehensweise dargestellt.

Versuchswohlerlinie Lokale Pitting-Wohlerlinie

Tn

A le »| Simulationen A Simulationen mit
) | 50% variierenden
=My —-05 & — M, N1 2| v--.. Eingangsdaten
Q M > — Mo, N- Z .
] I L (G 10% -
EM;)) o> 50% — M3, N3 % e "\..’
- e
e N N D S 90% > Tn
> > N
N1 N2 N3 Nl N2 N3

Abbildung 6.3: Ermittlung der lokalen Pitting-Wohlerlinie unter Beriicksichtigung der verfiigbaren
Daten

Da der genaue Schadensausgang der Pittings nicht bekannt ist, wird gemaf} der
Festlegung in Abschnitt 3.2 angenommen, dass die maximale lokale Spannung
unter der Oberflache im Bereich unterhalb des Wilzkreises schidigungsrelevant
ist. Es werden also stets die in einer gewissen Werkstofftiefe auftretenden maxi-
malen Spannungen fiir die Ermittlung der lokalen Pitting-Wohlerlinie verwendet.
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6 Beanspruchbarkeitsanalyse

Die Giiltigkeit der Wohlerlinie beschrinkt sich entsprechend auch nur auf diesen

Tiefenbereich. Obwohl bei randschichtgehirteten Priifrddern innerhalb des fiir

Pitting relevanten Tiefenbereichs ein gradierter Werkstoffzustand vorliegt, wird in

dieser Arbeit angenommen, dass die ermittelte lokale Pitting-Wohlerlinie fiir den

gesamten Bereich giiltig ist. Diese Annahme ist bei kleinmoduligen Zahnridern

aus dem Automobilbau niherungsweise erfiillt, da die Hirte dort im Tiefenbereich

der maximal auftretenden Schubspannung bei typischer Wiarmebehandlung nicht
stark abfillt.

Insgesamt konnen die dem Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie unterliegenden

Annahmen wie folgt zusammengefasst werden:
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Die maximale Schubspannung unterhalb der Oberfliche ist bei Pitting die
versagensrelevante Spannung.

Die lokale Pitting-Wohlerlinie ist im Tiefenbereich der maximalen
Schubspannung unterhalb Zahnflanke giiltig und in diesem Bereich
konstant. Ausgenommen sind Zahnrider, die hier sehr starke
Werkstoffgradienten aufweisen.

Pitting entsteht immer im Bereich des negativen Gleitens unterhalb des
Wilzkreises.

Die mithilfe des EHD-Modells simulierten lokalen
Beanspruchungsverldufe sind reprisentativ fiir die im Wohlerversuch
tatsédchlich aufgetretenen Spannungen.

Die verwendeten lokalen Modellierungsgroflen bleiben nach dem Einlauf
der Zahnrider iiber weite Teile der Lebensdauer konstant.

Die lokale Pitting-Wohlerlinie kann zur Vorhersage der
Pittingtragfihigkeit von Zahnradpaarungen verwendet werden, wenn im
Vergleich zur zugrundeliegenden Priifverzahnung folgende Punkte erfiillt
sind:

— gleicher Werkstoff
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— gleiches Wirmebehandlungsverfahren
— gleiche Schmierstoffadditivierung

— vergleichbare Randschichtverfestigung.

Mit dem Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie liegt nun der letzte Baustein
fiir das in dieser Arbeit entwickelte ortliche Auslegungskonzept vor. Im néchsten
Kapitel wird nun das Gesamtkonzept vorstellt.
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7 Aufbau des
Berechnungskonzepts

Aufbauend auf den bisherigen Kapiteln wird nachfolgend der Aufbau des entwi-
ckelten Berechnungskonzepts zusammengefasst. Dabei handelt es sich um einen
auf ortlichen Spannungen und Werkstoffeigenschaften basierenden Ermiidungs-
festigkeitsnachweis. In Abbildung 7.1 ist der Aufbau des Konzepts dargestellt.

Ausgehend von der Systemebene des Getriebes wird fiir die zu bewertende
Zahnradpaarung die aus der vorgegebenen Belastung resultierende Lastvertei-
lung auf der Zahnflanke ermittelt. Hierfiir wird innerhalb dieser Arbeit die
Getriebesoftware MASTA von SMT mit der Funktion ,,Advanced Loaded Tooth
Contact Analysis“ genutzt. Diese basiert auf einer hybriden Modellierung des
Zahnradkontakts iiber die Hertz’sche Pressung und FE-Methoden (vgl. [128]).
Dabei wird sowohl das dynamische Verhalten der einzelnen Getriebekomponen-
ten als auch die Mikrogeometrie (Zahnflankenmodifikationen) der Zahnréder in
der Berechnung beriicksichtigt. Die resultierende Lastverteilung enthélt somit be-
reits die Einfliisse der Mikrogeometrie, weshalb im weiteren Berechnungsablauf
mit der Makrogeometrie weiter gerechnet werden darf. Aus der ermittelten Last-
verteilung wird dann die kritische Linienlast bestimmt, welche als Eingangsgrofie
fiir die Beanspruchungsanalyse dient.

Innerhalb des in Abschnitt 5.1 beschriebenen Zahnrad-EHD-Kontaktmodells wird
der Abwilzvorgang zeitlich und ortlich diskretisiert und in jedem Zeitschritt ein
Zylinder-Zylinder Ersatzmodell aufgestellt. Den Zylindern werden dann die aus
einer taktilen Messung ermittelten Oberflachenprofile der eingelaufenen Zahn-
flanken tiberlagert. Der Einlaufvorgang selbst kann innerhalb des Konzepts nicht
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Abbildung 7.1: Aufbau des entwickelten ortlichen Auslegungskonzepts
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modelliert werden. Mithilfe der Gleichungen der Elastohydrodynamik wird dann
die Druckverteilung im Zahnradkontakt unter Beriicksichtigung des Schmierstoff-
einflusses und der technischen Oberflachen berechnet. Die Simulation erfolgt
in der Bosch Software TriboSim. Da die lokalen Spannungen stark durch das
Oberflichenprofil der Gegenflanke beeinflusst werden, muss die Simulation bei
konstantem Profil des Referenzzahnes fiir den Abwilzvorgang mit verschiedenen
Zahnflanken des Gegenrades wiederholt werden. Dieser Schritt ist essenziell, um
der Natur des Zahnradkontakts gerecht zu werden.

Nachdem die lokalen Spannungsverldufe aus dem EHD-Kontakt ermittelt wur-
den, konnen mithilfe der in Abschnitt 5.2 beschriebenen Methode optional die
Beanspruchungsanteile aus der Zahnbiegung ermittelt werden. Dieser Berech-
nungsschritt ist allerdings nicht Teil des Standardablaufs, weil die Biegespannung
fuir die Pittingbildung nur eine untergeordnete Rolle spielt und der genaue Bei-
trag unklar bleibt (siehe Abschnitt 8.3.6). Dariiber hinaus ist die in Abschnitt 5.2
vorgestellte Methode nur bei Geradverzahnungen anwendbar.

Als néchstes werden die beriicksichtigten Lastspannungen und die Eigenspannun-
gen tensoriell iberlagert. Dabei werden die Eigenspannungen aus Messungen ent-
nommen und als zeitlich konstante Mittellast behandelt. Auf diese Weise liegt nun
an jedem Punkt des Rechennetzes ein tiber dem Abwélzvorgang zeitlich verdnder-
licher Spannungstensor vor. Dieser muss anschlieBend mithilfe einer geeigneten
Festigkeitshypothese in eine Vergleichsspannung umgerechnet werden. Hierfiir
werden die lokalen Werkstoffkennwerte an jedem Punkt der Rechendoméne be-
notigt. Diese lassen sich mithilfe der in Abschnitt 6.1.3 beschriebenen empirischen
Beziehungen abhingig vom Wirmebehandlungsverfahren aus dem Hirtetiefenver-
lauf abschitzen. Als Vergleichsspannungshypothese wird die in Abschnitt 5.3.2
vorgestellte Methode der mittelspannungskorrigierten Schubspannung gewéhlt.
Hierfiir wird aus den abgeschitzten lokalen Werkstoffkennwerten an jedem Be-
trachtungspunkt das Haigh-Diagramm fiir Schubspannungen konstruiert und die
in jeder Schnittebene ermittelte Schubspannungsamplitude um die Einfliisse der
Schub- und Normalmittelspannung korrigiert. In der Standardausfithrung erfolgt
die Auswertung eines Abwilzvorgangs ganzheitlich als einzelner Makrozyklus.
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Fiir die Vergleichsspannung kann dabei wahlweise der integrale Effektivwertan-
satz oder das kritische Ebene Kriterium verwendet werden. Sollen auch die durch
die Rauheit verursachten Mikrozyklen ausgewertet werden, wird die Ermittlung
der Vergleichsspannung als kritische Ebene Ansatz ausgefiihrt. In diesem Fall
wird mithilfe der in Abschnitt 5.4 beschriebenen Vorgehensweise eine Rainflow-
zidhlung des mehrachsigen Spannungsverlaufs durchgefiihrt.

Im letzten Schritt wird dann anhand der ermittelten Vergleichsspannungsamplitu-
den eine lokale Schadensakkumulation durchgefiihrt. Die hierfiir benotigte lokale
Pitting-Wohlerlinie wird gemél Abschnitt 6.3 aus Wohlerversuchen an Priifver-
zahnungen abgeleitet. Als Schadensakkumulationshypothese wird zunichst die
Vorgehensweise nach Miner-Elementar gewihlt (vgl. [48]). Ein Pittingschaden
wird vorhergesagt, wenn im Bereich des negativen Gleitens unterhalb des Wilz-
kreises an einem Punkt in einer Werkstofftiefe ab 30 pm die Schidigungssumme
D = 1 erreicht wird. Dies entspricht der in Abschnitt 3.2 zusammengefassten
Modellvorstellung zur Pittingentstehung. Aus der Betriebsfestigkeit ist bekannt,
dass das Schwingbruchversagen haufig bei Schidigungssummen D < 1 eintritt
[48, 129, 130]. Dennoch wird in dieser Arbeit empfohlen zunichst wie in der
ISO 6336 [2] mit einer kritischen Schddigungssumme von D = 1 zu arbeiten.
Analog zur in der Betriebsfestigkeit gelebten Praxis ist dann eine spétere An-
passung der Schiadigungssumme mithilfe von Erfahrungswissen moglich. Ist die
Streuung der Beanspruchung bekannt, kann das vorgeschlagene Konzept verwen-
det werden, um mit den gingigen Methoden der Betriebsfestigkeit (vgl. [48, 131])
eine Ausfallwahrscheinlichkeit P4 anzugeben. Es ist zu beachten, dass selbst
bei einem konstant bleibenden Drehmoment rauheitsbedingt lokal variable Be-
anspruchungen vorliegen, sodass auch bei vermeintlich konstanter Belastung eine
Schidigungsrechnung benétigt wird.
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In diesem Kapitel wird das entwickelte Modell zur Berechnung der Pittingtragfa-
higkeit auf die im Priifstand gelaufenen Priifverzahnungen angewendet und detail-
lierter analysiert. Dabei wird zuerst der Wohlerversuch genutzt, um mithilfe des
Berechnungskonzepts eine lokale Pitting-Wohlerlinie fiir die weitere Anwendung
zu ermitteln. Anschliefend soll das Berechnungsmodell mithilfe der durchge-
fiihrten Stichversuche validiert werden. Als néchstes konnen dann verschiedene
Einflussgroffen mit dem Modell rechnerisch untersucht werden. Abschlielend
erfolgt eine Diskussion des Gesamtkonzepts.

8.1 Anwendung auf Versuchsreihe mit
Prifverzahnung aus 20MnCrS5

Um das entwickelte ortliche Konzept anwenden zu konnen, werden noch die
Festigkeitseigenschaften des untersuchten Werkstoffes 20MnCrS5 in Form der
lokalen Pitting-Wohlerlinie benotigt. In diesem Abschnitt soll daher die Vorge-
hensweise zur Ermittlung der Wohlerlinie demonstriert werden. Dazu wird das
entwickelte Berechnungskonzept auf den mit Priifrddern durchgefiihrten Wohler-
versuch angewendet.
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8 Anwendung des entwickelten Modells

8.1.1 Eingangsdaten und Versuchsergebnisse

Nachfolgend werden die Ergebnisse aus den gemdf3 Kapitel 4 durchgefiihrten Un-
tersuchungen dargestellt. Diese dienen als Eingangsdaten fiir die anschlieSenden
Nachrechnungen mit dem ortlichen Konzept.

Abbildung 8.1 zeigt den nach der Wirmebehandlung ermittelten Hértetiefen-
verlauf. Die Messung erfolgt dabei zerstérend, sodass das jeweilige Priifrad an-
schlieend nicht mehr verwendet werden kann. Aus Kostengriinden wurde der
Hirtetiefenverlauf daher nur in den Vorversuchen zur Ermittlung der Wirmebe-
handlungsparameter sowie in der ersten Wiarmebehandlungscharge der im Woh-
lerversuch verwendeten Priifrider gemessen. Es wird angenommen, dass der in
der ersten Charge ermittelte Hartetiefenverlauf fiir alle untersuchten Priifrader
giiltig ist.
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Abbildung 8.1: Hirtetiefenverlauf der einsatzgehirteten Priifverzahnung

Die Eigenspannungen wurden in einem aufwendigen Verfahren als Tiefenverldu-
fe an vier verschiedenen Priifridern in unterschiedlichen Zustinden gemessen.
Dabei lag der Fokus auf dem randnahen Bereich, weshalb dieser mit vielen Mess-
punkten aufgelost wurde. Eine ausfiihrliche Dokumentation und Diskussion der
Vorgehensweise ist in [82] zu finden. Abbildung 8.2 zeigt eine Zusammenfassung
der Messergebnisse. Die Richtung tangential zur Zahnflanke entspricht dabei
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8.1 Anwendung auf Versuchsreihe mit Priifverzahnung aus 20MnCrS5

der Richtung ¢ = 0° in Abbildung 4.6 und die Richtung axial zur Zahnflanke
¢ =90°.

Bei den in Abbildung 8.2 dargestellten Eigenspannungsverldufen handelt es sich
um die unkorrigierten Messdaten. Durch den schichtweisen elektrochemischen
Abtrag an der Messstelle kommt es allerdings zu Umlagerungsvorgéingen, so-
dass genau genommen der umgelagerte und nicht der urspriingliche Eigenspan-
nungszustand gemessen wird. Zur Beriicksichtigung dieses Effektes existieren
Korrekturmethoden, welche eine Riickrechnung auf den urspriinglichen Eigen-
spannungszustand erlauben. Die analytische Korrektur nach Moore und Evans
[132] ist wegen der getroffenen Annahmen bei Zahnflanken allerdings nicht an-
wendbar, sodass auf FE-basierte Methoden zuriickgegriffen muss (z.B. [133]).
Bei den hier betrachteten geringen Materialabtrigen bis zu einer Tiefe von etwa
200-250 wm ist der Umlagerungseffekt aber nur sehr gering ausgeprégt, sodass
auf eine Korrektur verzichtet werden kann [82]. Deutlich relevanter ist der Ein-
fluss steiler Spannungsgradienten in Tiefenrichtung. Bei der rontgenografischen
Eigenspannungsmessung liegen bei unterschiedlichen Kippwinkeln verschiede-
ne Eindringtiefen der Strahlung vor, weshalb der ausgewertete Messwert immer
einen Mittelwert iiber diese darstellt [134]. Bei einer homogenen Spannungsver-
teilung stellt das kein Problem dar, bei steilen Spannungsgradienten hingegen
konnen sich grofere Unterschiede zum tatsdchlichen Eigenspannungsverlauf er-
geben. Auch hier existieren Methoden zur Korrektur dieses Effektes (z.B. [135]).
Diese erfordern aber eine hohe Auflosung des Tiefenverlaufes in dem entsprechen-
den Gebiet steiler Gradienten, weshalb der Effekt in zahlreichen Untersuchungen
zum Eigenspannungszustand von Zahnflanken unberticksichtigt bleibt (vgl. [55,
78, 79, 136, 137]). Bei der Bewertung der Pittingtragfihigkeit gemédl dem in
Abschnitt 3.2 definierten Schiddigungskriterium darf die Korrektur des steilen
Gradienten vernachldssigt werden, weil dieser nur sehr oberflaichennah auftritt
(vgl. Abbildung 8.2). Vergleichbare Methoden zur Bewertung von Mikropitting
sollten den Effekt allerdings beriicksichtigen. Fiir eine ausfiihrlichere Betrachtung
des Einflusses sei auf [82] verwiesen.

Ein Vergleich der verschiedenen Zustinde in Abbildung 8.2 zeigt, dass sich die
Unterschiede zwischen den gelaufenen und ungelaufenen Zahnriddern vor allem
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Abbildung 8.2: Eigenspannungstiefenverldufe gemessen an vier Priifrddern in unterschiedlichen Zu-
standen
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8.1 Anwendung auf Versuchsreihe mit Priifverzahnung aus 20MnCrS5

auf die Oberflache beschrianken. Dies bestitigen auch die Untersuchungen in
[136]. Umlagerungen in der GroBenordnung, wie diese bei wesentlich hoheren
Pressungen in wilzlagerdhnlichen Anwendungen beobachtet wurden (vgl. [138,
139]), sind bei Zahnflanken wohl nicht zu erwarten. Bei der Interpretation der
Eigenspannungsidnderungen an der Oberfldche sollte beachtet werden, dass es
zu einer Anderung des Gradienten kommen kann, welcher sich auf die Messer-
gebnisse auswirkt (Einfluss steiler Spannungsgradienten). Dies ldsst sich z.B. im
oberflichennahen Bereich von Zahnrad 3 beobachten, wo der Abfall der Druck-
eigenspannungen im Vergleich zum ungelaufenen Zustand von Zahnrad 1 etwas
steiler verlauft. Eine vergleichende Betrachtung der unkorrigierten Messwerte an
der Oberfldche kann in solchen Fillen zu Fehlschliissen verleiten. Bei den Mess-
werten von Zahnrad 2 im eingelaufenen Zustand handelt es sich bei Zahn 2.1 und
2.2 um eingelaufene Flanken des Zahnrades, wihrend Zahn 2.3 zum Vergleich auf
der uneingelaufenen Seite gemessen wurde. Ein direkter Einfluss des Einlaufs ldsst
sich nicht erkennen. Generell deuten die Verldufe auf eine grundsitzlich grofe
Streuung innerhalb eines Zahnrades hin. Eine wahrscheinliche Ursache hierfiir
konnten Unterschiede im Schleifabtrag sein, welche zum Teil in einer Groenord-
nung des gesamten hier untersuchten Tiefenbereichs liegen konnen (vgl. [20]).

Da unklar ist in welcher Phase der Lebensdauer es zu den oberflichennahen Verin-
derungen der Eigenspannungen kommt, werden fiir die nachfolgenden Berechnun-
gen die gemessenen Verldufe im Ausgangs- bzw. eingelaufenen Zustand verwendet
und es wird davon ausgegangen, dass diese konstant bleiben. Der Einfluss des vor-
gegeben Eigenspannungsprofils auf die berechnete Pittingtragfihigkeit wird in
Abschnitt 8.3.3 untersucht. In Anhang A.2 ist dariiber hinaus die ebenfalls aus-
gewertete Schubspannungskomponente der Eigenspannungen dargestellt. Diese
wird in den nachfolgenden Berechnungen allerdings nicht beriicksichtigt.

Die fiir die EHD-Simulation benétigten Oberflichenprofile wurden in grof3er
Anzahl durch taktile Messungen an den Priifridern gewonnen. Da der Einlaufvor-
gang im vorliegenden Modell unberiicksichtigt bleibt, wurden die Messungen an
bereits geglitteten Zahnflanken durchgefiihrt. Dabei hat sich herausgestellt, dass
auch iiber das Einlaufprogramm hinaus weitere Anderungen der Oberflichento-
pografie stattfinden. Daher wurden die verwendeten Profile nach einer Million
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8 Anwendung des entwickelten Modells

Lastwechseln ermittelt. Eine weitere Verianderung der Oberflidche konnte erst am
Ende der Lebensdauer festgestellt werden. Abbildung 8.3 zeigt exemplarische

Verlidufe der vermessenen Zahnflankenoberfldche.
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Abbildung 8.3: Beispiele fiir gemessene Oberflichenprofile der Zahnflanken im Wohlerversuch
(20MnCrS5). Oben: R, = 0,18 um, R, = 1,29 um. Mitte: R, = 0,19 um,
R, = 1,43 um. Unten: R, = 0,21 um, R, = 1,63 um.

SchlieBlich sind in Abbildung 8.4 die Versuchsergebnisse des nach Tabelle 4.7
und Tabelle 4.8 durchgefiihrten Wohlerversuchs dargestellt. Die Kennwerte der
Wohlerlinie wurden nach dem Probitverfahren ermittelt (z.B. [140]) und sind in
Tabelle 8.1 zusammengefasst.
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Abbildung 8.4: Ergebnisse des Wohlerversuchs an Priifrddern aus 20MnCrS5 im einsatzgehirteten
Zustand

Die Versuchsergebnisse bewegen sich unter Beriicksichtigung der Streuung grund-
sdtzlich in einem @hnlichen Rahmen wie vergleichbare Untersuchungen am Werk-
stoff 16MnCr5 aus [78] und [79]. Auffillig ist allerdings die relativ grofle Streuung
auf dem hochsten Priifniveau bei 400 Nm. Die nach der Fertigung durchgefiihrten
Qualitatspriifungen in Form von Flanken-, Profil- und Rauheitsmessungen lieen
dabei keinen negativen Einfluss auf die Pittingtragfihigkeit erwarten. Auch in den
Schadensbildern waren keine besonderen Auffilligkeiten zu erkennen, sodass die
Ursache fiir die gro3e Streuung nicht abschlieend gekldart werden konnte. Da
die ersten Priifrdder anfinglich bei einem zu niedrigen Eingangsdrehmoment von
200 Nm gepriift wurden, fehlte fiir die Auswertung ein weiteres Priifniveau im
Ubergangsgebiet von Zeit- zu Dauerfestigkeit. Die zu niedrig gepriiften Zahnriider
wurden nochmals als hochgesetzte Durchldufer auf den beiden oberen Versuchs-
niveaus eingesetzt. Auf dem Priifniveau von 300 Nm wurde bei einem vermeint-
lichen Durchliufer nach Versuchsende bei 50-10% Lastzyklen ein beginnender
Pittingschaden entdeckt. Die Zahnradpaarung wurde daher noch etwas linger ge-
priift, bis sich nach kurzer Zeit ein vollstindiger Pittingschaden entwickelte. Somit
wurde die Zahnradpaarung als Ausfall gewertet, was zu einer weiteren Verschlech-
terung der Datenlage im Ubergangsbereich fiihrt. Die ermittelte 50%-Waohlerlinie
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8 Anwendung des entwickelten Modells

kann dennoch als représentativ fiir den untersuchten Werkstoff angesehen und
somit zur Ableitung der lokalen Wohlerlinie verwendet werden.

Tabelle 8.1: Parameter der im Laufversuch ermittelten 50% Wohlerlinie fiir den Werkstoff 20MnCrS5

Dauerfestigkeit Sp 50% 273 Nm
Woahlerlinienexponent k 3,9
Eckschwingspielzahl Np 28,93-10° Lastwechsel
Streuspanne 1/Ty 10,11

Streuspanne 1/Tg 1,81

8.1.2 Ermittlung der lokalen Pitting-Wéhlerlinie

Nachdem die notwendigen Eingangsdaten aus den experimentellen Untersuchun-
gen zusammengetragen wurden, kann jetzt das entwickelte ortliche Konzept an-
gewendet werden, um aus den Versuchsdaten die lokale Wohlerlinie fiir Pitting
abzuleiten. Dazu wird zunéchst, wie in Abbildung 6.3 dargestellt, fiir jedes Priif-
niveau die gemdl der 50%-Wohlerlinie vorhergesagte Lastwechselzahl bis zum
Ausfall berechnet. Das ortliche Konzept kann dann verwendet werden, um eine
Umwertung des Drehmoments in die fiir das Pittingversagen relevante ortliche
Maximalspannung durchzufiihren und diese dann iiber den ermittelten Ausfallzy-
klenzahlen aufzutragen. Nach Abbildung 7.1 muss dazu als erstes die Kontaktana-
lyse fiir die jeweiligen Laststufen aus dem Wohlerversuch durchgefiihrt werden.
Hierfiir wurde mit der Software MASTA ein einfaches Modell der Priifverzah-
nung aufgebaut und eine Kontaktanalyse durchgefiihrt. Abbildung 8.5 zeigt das
verwendete Modell sowie die fiir jedes Priifniveau ermittelte kritische Linienlast.

Mithilfe der Linienlast und den Geometriedaten der Verzahnung wird als néchstes
das EHD-Modell fiir die Priifverzahnung aufgestellt. Im Wohlerversuch traten die
Pittings immer zuerst auf den Zahnflanken des Ritzels auf, sodass in den Simu-
lationen ebenfalls die Zahnflanken des Ritzels als Referenz betrachtet werden.
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Abbildung 8.5: Modell der Priifverzahnung und Linienlast aus Kontaktanalyse

Um eine reprisentative Beanspruchungshistorie zu erhalten, werden fiir jede Be-
wertung eines Referenzzahnes zehn Abwilzvorginge mit unterschiedlichen Ober-
flachenprofilen fiir das Gegenrad simuliert. Auf jedem Priifniveau werden dabei
jeweils fiinf unterschiedliche Referenzzihne betrachtet, sodass sich insgesamt 150
einzelne EHD-Simulationen ergeben. Um den Berechnungsaufwand hierfiir zu re-
duzieren, wird lediglich der fiir Pitting kritische Bereich der Eingriffsstrecke B-C
im Gebiet des negativen Schlupfes betrachtet. Die ortliche und zeitliche Diskreti-
sierung muss zur Auflosung der Bewegung einzelner Rauheitsspitzen ausreichend
fein gewihlt werden. Daher wird die ortliche Schrittweite auf Az = 3,125 um
und der Zeitschritt auf At = 3,34-10~ 7 s festgelegt. Die Eigenschaften des FVA 3
Schmierstoffes sind aus dem FVA Referenzolkatalog [141] entnommen.

Fiir die Uberlagerung der Eigenspannungen werden die in Abbildung 8.2 dar-
gestellten Verldufe von Zahnrad 1 im ungelaufenen Zustand verwendet. Jede
Auswertung wird dabei mit jeweils beiden Verldufen durchgefiihrt. Die Biege-
beanspruchung wird nicht beriicksichtigt.
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Nachdem die Eigenspannungen den aus der EHD-Simulation ermittelten Last-
spannungen tensoriell als konstante Mittellast {iberlagert wurden, kann anschlie-
Bend die Vergleichsspannung ermittelt werden. Dazu wird der resultierende Span-
nungstensor an jedem Punkt des Rechennetzes auf 216 gleichmifig tiber der
halben Einheitskugel verteilte Schnittebenen projiziert und dann die Vergleichss-
pannung gemif dem kritische Ebene bzw. integralen Ansatz ausgewertet. Fiir jede
einzelne EHD-Simulation wird auf diese Weise an jedem Punkt eine resultierende
Vergleichsspannung ermittelt.

Da bei jedem Referenzzahn zehn Abwilzvorginge betrachtet werden, ergibt sich
somit an jedem Materialpunkt ein Lastkollektiv der Vergleichsspannungsamplitu-
den aus den Einzelsimulationen. Um die Lastkollektive auf einen représentativen
einzelnen Spannungswert zu transformieren, wird an jedem Punkt die den zehn
Abwilzvorgidngen schidigungsidquivalente Spannungsamplitude gebildet. Hierfiir
wird als HilfsgroBe die Steigung der nominalen lokalen Pitting-Wohlerlinie bei
Betrachtung der Nenngeometrie ohne Oberflacheneinfluss benétigt. Diese wird
analog zu der hier geschilderten Vorgehensweise aus Simulationen von ideal
glatten Priifridern bestimmt. Dabei entfillt die Notwendigkeit der mehrfachen
Einzelsimulationen, sodass keine lokalen Lastkollektive entstehen und an jedem
Punkt eine eindeutige Vergleichsspannung vorliegt. Die auf jedem Priifniveau er-
mittelte o6rtliche Maximalspannung kann somit direkt der Ausfallzyklenzahl aus
dem Versuch zugeordnet und so die Steigung der nominalen lokalen Wohlerlinie
bestimmt werden.

An jedem Punkt der Zahnflanke des betrachteten Referenzzahnes wird nun die
iiber die Lastkollektive gegebene Spannungshistorie durch eine schidigungsiqui-
valente Spannungsamplitude ersetzt. Es ergibt sich somit eine aus zehn Abwilz-
vorgingen resultierende Spannungsverteilung, aus der die fiir das Pittingversagen
malgebliche maximale ortliche Vergleichsspannungsamplitude bestimmt werden
kann. Die Festlegung dieser mafigeblichen Spannungsamplitude erfolgt gemif
dem in Abschnitt 3.2 definierten Schéadigungskriterium. In Abbildung 8.6 sind
beispielhaft die Simulationsergebnisse eines Referenzzahnes bei einem Eingangs-
drehmoment von 350 Nm bei Anwendung der kritischen Ebene Vergleichsspan-
nung dargestellt.
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Abbildung 8.6: Simulationsergebnisse einzelner Abwilzvorgidnge und resultierende dquivalente Ver-
gleichsspannung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels bei einem Eingangs-
drehmoment von 350 Nm. Die ,,x“ Markierungen entsprechen dem Ort der maximalen
Vergleichsspannung, die ,,+* Markierungen dem Ort der groten Gesamtschiddigung.

Es ist zu erkennen, dass der Ort der maximalen Vergleichsspannung wegen der

unterschiedlichen Oberflichenprofile des Gegenrades variieren kann. Die grofite

Gesamtschidigung ergibt sich dort, wo iiber mehrere Abwilzvorginge hinweg ho-

he Spannungen auftreten. Aus den Simulationen ist ersichtlich, dass die maximale

Vergleichsspannung in einem einzelnen Abwilzvorgang nicht zwingend mit dem
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Abbildung 8.7: Lastkollektive der Vergleichsspannung an der hochstbeanspruchten Stelle der je-
weiligen Einzelsimulationen aus Abbildung 8.6 im Vergleich zum grau markierten
Kollektiv an der Stelle der groBten Gesamtschidigung (Dy,o; = 7,60-1077).
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Ort der groBten Gesamtschadigung iibereinstimmt. Deswegen ist es wichtig stets
mehrere Abwilzvorginge eines Zahnes zu betrachten. Wegen der relativ glatten
Oberflidchen der Priifverzahnungen ergibt sich in der hier betrachteten Simulati-
on insgesamt eine sehr homogene Spannungsverteilung, weshalb mehrere Punkte
mit dhnlich hohen Gesamtschidigungen existieren. In Abbildung 8.7 sind die
sortierten lokalen Lastkollektive an den mit ,,x* gekennzeichneten Stellen in den
Einzelsimulationen aus Abbildung 8.6 dargestellt und jeweils mit dem Lastkol-
lektiv an der Stelle der grofiten Gesamtschadigung verglichen. Es ist zu erkennen,
dass beispielsweise an den hochstbeanspruchten Stellen der zweiten und fiinften
Einzelsimulation auf der linken Seite von Abbildung 8.6 dhnlich hohe Schadens-
summen entstehen wie an der Stelle der grofiten Gesamtschiddigung. Solche stark
beanspruchten Stellen kdnnen iiberall dort entstehen, wo das Oberflachenprofil
des Referenzzahnes eine groere Rauheitserhebung besitzt. Somit sind die Re-
gionen unterhalb jeder Rauheitsspitze alles mogliche Kandidaten fiir den Ort der
grofiten Gesamtschidigung. Die tatsdchlich am hochsten beanspruchte Stelle wird
dann allerdings durch die Zahnflanken des Gegenrades bestimmt.

Fiir die Ermittlung der lokalen Pitting-Wohlerlinie wird die schadigungsdquivalen-
te Vergleichsspannung am Ort der grofiten Gesamtschddigung verwendet. Dazu
wird der ermittelte Spannungswert der im Versuch auf dem jeweiligen Priifniveau
beobachteten 50%-Ausfallzyklenzahl zugeordnet und in ein entsprechendes Dia-
gramm eingezeichnet. Anschlieend wird dieser Vorgang fiir die Simulation jedes
Referenzzahnes auf den verschiedenen simulierten Priifniveaus wiederholt. Aus
den so ermittelten Datenpunkten kann dann durch eine Regression die fiir Pit-
ting giiltige lokale Wohlerlinie bestimmt werden. Das Ergebnis der Simulationen
und die daraus ermittelten lokalen Pitting-Wohlerlinien fiir die Versuchsreihe aus
20MnCrS5 zeigt Abbildung 8.8.

Jeder Punkt in Abbildung 8.8 reprisentiert das Ergebnis aus zehn Einzelsimu-
lationen. Die Streuung in Lastrichtung resultiert dabei aus den verschiedenen
Oberflichenprofilen der Referenzzidhne und den unterschiedlichen Eigenspan-
nungsverldufen. Bei Anwendung der kritischen Ebene Vergleichsspannung ist sie
etwas grofer als bei den Auswertungen mit der integralen Vergleichsspannung.
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Abbildung 8.8: Ermittelte lokale Pitting-Wohlerlinie (20MnCrS5) in Abhingigkeit des gewihlten
Vergleichsspannungsansatzes.

Es wird angenommen, dass die durch Regression ermittelten lokalen Pitting-
Wohlerlinien einem 50%-Wert entsprechen und keinen Abknickpunkt besitzen.
Da fiir die lokale Wohlerlinie die Streuung der Versuchswohlerlinie tibernom-
men wird (vgl. Abbildung 6.3), muss die Streuung der simulierten Datenpunkte
nicht weiter beriicksichtigt werden. In Tabelle 8.2 sind die Kennwerte der lo-
kalen Pitting-Wohlerlinie zusammengefasst. Anstatt der Dauerfestigkeit wird ein

Referenzpunkt Sy, N,.r angegeben.

Tabelle 8.2: Parameter der lokalen Wohlerlinie fiir den Werkstoff 20MnCrS5

Parameter Kritische Ebene Integral
Neigung % 5,81 7,98

Shref 400 MPa 323 MPa
Nyer 19,94-105 LW 19,94-10 LW
Neigung k,, (nominal) 8,58 8,34
Streuung 1 /Ty (Versuch) 10,11 10,11
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8.2 Nachrechnung von Versuchen mit verdnderter Oberflichenrauheit

Mithilfe der lokalen Wohlerlinie kann das entwickelte ortliche Konzept nun zur
Vorhersage der Pittingtragfihigkeit verwendet werden.

8.2 Nachrechnung von Versuchen mit
veranderter Oberflachenrauheit

Nachdem im vorherigen Abschnitt die lokale Pitting-Wohlerlinie des Werkstoffes
20MnCrS5 im einsatzgehirteten Zustand ermittelt wurde, soll nun die Ubertrag-
barkeit des entwickelten Modells validiert werden. Dazu wurden gem@f} Tabel-
le 4.4 Priifrider mit verdnderter Oberflichenrauheit gefertigt, welche in einem
Stichversuch nach Tabelle 4.9 bis zum Versagen durch Pitting gepriift wurden.
Die Versuchsergebnisse sind in Abbildung 8.9 dargestellt und in Tabelle 8.3 do-
kumentiert. Die Pittings traten bei allen gepriiften Varianten stets am Ritzel auf.

550
& Ritzel poliert

<& Rad poliert

450 |- & Wilzgeschliffen

350 LSRRI ¢ S

Eingangsdrehmoment (Nm)

250 . el . i
10° 10 108
Anzahl der Lastwechsel N

Abbildung 8.9: Versuchsergebnisse des Stichversuchs bei 350 Nm Eingangsdrehmoment

Bei Betrachtung der Versuchsergebnisse der Varianten ,,Ritzel poliert” und ,,Rad
poliert” deutet sich ein leichter Unterschied in der Lebensdauer des Ritzels an.
Demnach scheint es fiir die Pittingtragfiahigkeit des Ritzels giinstiger zu sein, wenn
anstatt der eigenen Zahnflanken die Flanken des Gegenrads poliert sind. Aufgrund
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8 Anwendung des entwickelten Modells

Tabelle 8.3: Versuchsergebnisse des Stichversuchs

Nt Ritzel poliert Rad poliert Wilzgeschliffen
' (Mio. LW) (Mio. LW) (Mio. LW)

1 5,75 9,66 3,79

2 8,77 10,57 3,85

3 8,91 14,81 -

4 10,18 16,00 -

%] 8,40 12,76 3,82

des geringen Versuchsumfangs konnte es sich aber auch um einen rein zufélligen
Effekt handeln. Zur weiteren Untersuchung der Zusammenhinge empfiehlt sich
daher eine systematisch durchgefiihrte Studie mit gro3eren Probenumfingen. Dies
ist allerdings nicht Gegenstand der vorliegenden Arbeit.

Die im Stichversuch untersuchten Varianten sollen nun mit dem entwickelten ortli-
chen Konzept simulativ bewertet werden. Da die Warmebehandlung der Priifrader
mit denselben Einstellungen wie im Wohlerversuch erfolgte, wird angenommen,
dass fiir die Simulationen der in Abbildung 8.1 dargestellte Hirtetiefenverlauf
verwendet werden kann. Auch die Eigenspannungsverldufe sollten sich wegen der
gleichen Fertigungskette nicht stark von den bereits gemessenen Verldufen un-
terscheiden. Um nicht die gleichen Verldufe wie bei der Ableitung der lokalen
Wohlerlinie zu nutzen, wird fiir die Simulationen der Eigenspannungstiefenver-
lauf von Zahn 2.3 aus Abbildung 8.2 verwendet. Die Oberflichenprofile wurden
taktil vermessen, nachdem im Versuch der Einlaufprozess abgeschlossen war und
die Zahnrdder mit einer Millionen Lastwechseln beansprucht wurden. In Abbil-
dung 8.10 sind beispielhaft zwei eingelaufene Profile fiir eine polierte und eine
wilzgeschliffene Zahnflanke dargestellt.

Um eine ausreichende Beriicksichtigung der Variation der lokalen Beanspruchung
zu gewihrleisten, werden pro Simulationspunkt wieder zehn Abwilzvorgéinge
eines Ritzelzahnes betrachtet. Die sonstigen Parameter bleiben im Vergleich zu
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Abbildung 8.10: Beispiele fiir gemessene Oberflachenprofile der Zahnflanken im Stichversuch. Oben:
Zahnflanke poliergeschliffen R, = 0,13 pm, R. = 0,82 um. Unten: Zahnflanke
wilzgeschliffen R, = 0,33 pm, R, = 1,85 um.

den Nachrechnungen des Wohlerversuchs unverindert. Auf diese Weise werden
nun die Versuche mit dem ortlichen Konzept nachgerechnet. Die Abbildungen 8.11
und 8.12 zeigen exemplarische Simulationsergebnisse der Ritzelzahnflanke der

Variante ,,Rad poliert®.

Im Gegensatz zu den Simulationen zur Ermittlung der lokalen Wohlerlinie wer-
den jetzt nicht mehr die schiadigungsidquivalenten Vergleichsspannungsamplituden
betrachtet. Stattdessen wird mithilfe der Einzelsimulationen an jedem Punkt des
Rechennetzes eine Schadensakkumulation durchgefiihrt (die schidigungsiquiva-
lente Vergleichsspannung wird zur Veranschaulichung dennoch in den Simula-
tionsergebnissen dargestellt). Die nach den zehn Abwilzvorgingen resultierende
Gesamtschéddigung wird dann zur Bewertung der Lebensdauer herangezogen. Als
versagensrelevant gilt der Punkt mit der hochsten Schadenssumme im gemaf Ab-
schnitt 3.2 festgelegten Bereich in einem Abstand von >30 um zur Oberfliche.
Die Spannungshistorie an diesem kritischen Punkt ist in Abbildung 8.11 und 8.12
mit der resultierenden Schadenssumme als sortiertes Lastkollektiv dargestellt. Die
Lebensdauer berechnet sich dann aus der Anzahl an moglichen Repetitionen bis
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Abbildung 8.11: Simulationsergebnisse Stichversuch ,,Rad poliert™ mit kritische Ebene Vergleichss-
pannung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,.x* Markierungen ent-
sprechen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+* Markierungen dem
Ort der grofiten Gesamtschidigung.

zum Erreichen der Schadenssumme eins. Wie schon in Abbildung 8.6 ist in den
Ergebnissen der Einzelsimulationen die Stelle mit der hochsten Gesamtschidi-
gung durch ein ,,+* gekennzeichnet, wihrend der Punkt der jeweiligen maximalen
Vergleichsspannung durch ein ,,x* markiert ist. Im Falle der Variante ,,Rad poliert*
ergibt sich am kritischen Punkt ein relativ gleichmifiges Lastkollektiv. Das liegt
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Abbildung 8.12: Simulationsergebnisse Stichversuch ,Rad poliert™ mit integraler Vergleichsspan-
nung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,,x* Markierungen entspre-
chen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+“ Markierungen dem Ort
der grofiten Gesamtschiddigung.

daran, dass das Gegenrad poliert ist und dadurch die Spannungsverteilung un-
terhalb der Zahnflanke des Ritzels hauptsichlich durch das eigene Rauheitsprofil

bestimmt ist. Dies zeigt sich auch an der Ahnlichkeit der Ergebnisbilder der Ein-

zelsimulationen. Anders verhilt es sich bei den anderen betrachteten Varianten.

Exemplarische Auswertungen von diesen sind in Anhang A.3 gegeben. Vergleicht
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8 Anwendung des entwickelten Modells

man die beiden verwendeten Vergleichsspannungskriterien, so zeichnet sich bei
der integralen Variante ein deutlich gleichmiBigeres Bild der Spannungsvertei-
lung. Die Lage des Punktes mit der hochsten Gesamtschidigung stimmt dabei
nicht mit derjenigen bei Anwendung der kritischen Ebene Vergleichsspannung
iberein, wobei in beiden Simulationen an jeweils beiden Stellen hohe Spannun-
gen angezeigt werden. Demnach verteilt sich die Beanspruchung an beiden Stellen
unterschiedlich stark iiber die verschiedenen Schnittebenen, sodass der integral
bestimmte Effektivwert der Spannung verschieden hoch ausfillt. Insgesamt ergibt
sich bei der integralen Vergleichsspannung in dieser konkreten Berechnung auch
eine etwas geringere kritische Schadenssumme.

SchlieBlich wird bei allen durchgefiihrten Simulationen aus der jeweils ermittelten
kritischen Schadenssumme die resultierende Lastwechselzahl bis zum Ausfall be-
rechnet. Diese kann dann den Versuchsergebnissen aus dem Priifstand gegeniiber-
gestellt werden. Abbildung 8.13 zeigt den Abgleich fiir die jeweils untersuchten
Varianten. Die Einzelergebnisse sind in Tabelle 8.4 dokumentiert.

Tabelle 8.4: Simulationsergebnisse des Stichversuchs

Ritzel poliert Rad poliert Wilzgeschliffen
Nr. (Mio. LW) (Mio. LW) (Mio. LW)

Kr. Ebene Integral Kr. Ebene Integral Kr. Ebene Integral

1 4,50 7,14 6,34 8,18 1,94 1,36
2 6,87 9,06 6,50 9,10 3,82 3,13
3 8,25 10,20 6,96 8,88 3,68 3,25
4 9,26 8,93 8,43 8,68 6,20 5,13
5 9,55 8,79 8,88 9,69 - -
6 10,06 9,37 9,00 8,13 - -
7 10,11 11,29 11,02 10,61 - -
o] 8,37 9,25 8,16 9,04 3,91 3,22
@-Versuch 8,40 12,76 3,82
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Abbildung 8.13: Vergleich von Versuch und Simulation der verschiedenen Varianten des Stichver-
suchs. Jeder Simulationspunkt steht fiir 50% Ausfallwahrscheinlichkeit und beinhal-
tet das Ergebnis aus zehn einzelnen Abwilzsimulationen. Die gestrichelten Geraden
markieren die Lage des jeweils zuerst und zuletzt ausgefallenen Versuchspunktes.

Jeder einzelne Simulationspunkt in Abbildung 8.13 stellt eine Schitzung fiir den
im Versuch erwarteten 50%-Wert dar. Die dabei resultierende Streuung ergibt
sich allein aus der Verwendung unterschiedlicher Oberflichenprofile. Dagegen
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8 Anwendung des entwickelten Modells

beinhaltet die Streuung der Versuchspunkte sdmtliche Einflussgrofen auf die
Lebensdauer der Priifrider. Insgesamt lidsst sich bei allen Varianten eine sehr gute
Ubereinstimmung zwischen Versuch und Berechnung feststellen. Wie schon bei
den Simulationen zur Ermittlung der lokalen Wohlerlinie ergeben sich auch hier
bei der kritischen Ebene Vergleichsspannung etwas grofiere Streuungen als bei
der integralen Methode. Die Abweichungen der Mittelwerte sind allerdings nur
relativ gering (vgl. Tabelle 8.4).

Die besten Ergebnisse werden bei der Variante ,,Ritzel poliert” erzielt. Hier liegen
fast alle Simulationsergebnisse im Streubereich der Versuchspunkte und die Mit-
telwerte von Versuch und Simulation liegen sehr nah beieinander. Bei der Variante
,Rad poliert* liegt ebenfalls eine gute Ubereinstimmung vor, die berechneten Le-
bensdauern fallen allerdings etwas geringer aus als im Versuch. Teilweise liegen
die Punkte im Streubereich der Versuchsergebnisse, die mit vier Versuchspunkten
aber noch groferen statistischen Schwankungen unterliegen konnten. Ein mogli-
cher Grund fiir die eher konservativ ausfallenden Simulationsergebnisse konnte
darin liegen, dass es durch die glatten Oberflichenprofile des Gegenrades iiber
die verschiedenen Abwilzvorginge zu geringeren Schwankungen der Spannung
in den hoch beanspruchten Bereichen des Ritzels kommt. Dies lésst sich gut an
der Ahnlichkeit der einzelnen Spannungsbilder in Abbildung 8.11 erkennen. Die
lokalen Beanspruchungskollektive weisen dadurch tendenziell eine hohere Vollig-
keit auf, was bei der Schadensakkumulation zu groeren Schadenssummen fiihrt
[48]. Im Gegensatz dazu kommt es bei der Variante ,,Ritzel poliert” im Ritzel zu
deutlich groleren Schwankungen innerhalb der Abwilzvorginge, da die Spannun-
gen stark vom jeweiligen Oberflachenprofil des Gegenrades abhingen. Die hoch
beanspruchten Stellen verteilen sich daher auf verschiedene Bereiche und treten
nicht immer an derselben Stelle auf (vgl. Abbildung A.5). Bei den Simulations-
ergebnissen der Variante ,,Wilzgeschliffen® liegt wieder eine sehr hohe Uberein-
stimmung der Mittelwerte aus Berechnung und Versuch vor. Hier ist allerdings
zu beachten, dass dem im Versuch erhaltenen Mittelwert nur zwei Versuchspunk-
te zugrunde liegen. Dennoch zeigen die Nachrechnungen dieser Variante, dass es
mit dem entwickelten Konzept moglich ist zuverlédssige quantitative Prognosen zur
Pittingtragfihigkeit bei deutlich abweichenden Oberflichenqualititen zu titigen.
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Auffillig ist bei diesen Simulationen die deutlich groflere Streuung, welche auf
die relativ rauen Oberfldchen und die hierfiir sensitive EHD-Simulation zuriickzu-
fiihren sind. Da fiir diese Variante aber nur zwei Versuchspunkte vorliegen, kann
kein Abgleich des Streuungsverhaltens von Simulation und Berechnung erfolgen.

Zusammenfassend ldsst sich festhalten, dass mithilfe der Stichversuche nachge-
wiesen werden konnte, dass das entwickelte Modell in der Lage ist die im Woh-
lerversuch ermittelte Pittingtragfihigkeit der Basis-Priifverzahnung auf andere
Oberflichenrauheiten zu extrapolieren.

8.3 Rechnerische Untersuchung von
EinflussgroBen

Nachdem im vorherigen Abschnitt der Einfluss der Oberflachenrauheit im entwi-
ckelten Modell untersucht und experimentell validiert wurde, sollen im Folgenden
weitere Einflussgroen rechnerisch analysiert werden. Das Ziel ist es zu priifen
wie sich die Vorhersagen durch das ortliche Konzept bei verschiedenen Einfluss-
parametern verhalten. Da keine weiteren Versuche zur Validierung zur Verfiigung
stehen, soll die Plausibilitiit der Ergebnisse mithilfe von Erfahrungswerten aus der
Literatur bewertet werden. Teilweise sind bei den Auswertungen die Vorausset-
zungen zur Anwendung der zuvor ermittelten lokalen Pitting-Wohlerlinien nicht
mehr gegeben. Weil es aber um eine grundsitzliche Analyse des Modellverhaltens
geht, sollen diese dennoch verwendet werden.

8.3.1 Stochastische Untersuchungen

Bei der im Priifstandsversuch verwendeten Zahnradpaarung mit 17 Zihnen am
Ritzel und 18 Zidhnen am Rad kommt es beim Abwilzen durch die bei jeder
Umdrehung wechselnden Wilzpartner zu insgesamt 306 individuellen Kontaktsi-
tuationen. Eine Nachrechnung jedes einzelnen Kontakts ist mit dem vorgestellten
Berechnungskonzept aufgrund des groBlen Messungs- und Simulationsaufwands
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8 Anwendung des entwickelten Modells

nicht praktikabel. Aus diesem Grund wurden fiir die Ermittlung der lokalen
Pitting-Wohlerlinie je Priifniveau fiinf verschiedene Ritzelzahnflanken mit jeweils
zehn Abwilzvorgingen simuliert. Auch bei der Nachrechnung der Stichversuche
wurden jeweils zehn Abwilzvorginge beriicksichtigt. Nachfolgend soll daher un-
tersucht werden wie sich die Variabilitdt der Ergebnisse bei einer verringerten
Datenlage verhiilt.

Als erstes soll der Einfluss der Anzahl beriicksichtigter Abwilzvorgéinge betrach-
tet werden. Dazu werden in einer Monte-Carlo-Simulation aus den zehn jeweils
vorhandenen Abwilzsimulationen Zufallsstichproben mit reduziertem Umfang
generiert und die Lebensdauer gemidll dem ortlichen Konzept ermittelt. Dieses
Vorgehen wird 1000-mal mit einer jeweils neuen Zufallsstichprobe wiederholt,
um so die aus der verringerten Simulationszahl resultierende Streuung zu erhal-
ten. In Abbildung 8.14 sind die Ergebnisse einer solchen Auswertung fiir die
verschiedenen in dieser Arbeit betrachteten Simulationen dargestellt. Dabei wur-
de zunichst jede fiir die jeweiligen Varianten durchgefiihrte Simulation separat
ausgewertet und die jeweils bestimmten Lebensdauern mit der bei zehn Abwilz-
vorgingen erhaltenen Lebensdauer normiert. Gruppiert nach den verschiedenen
Varianten wurden dann die mittleren Streubédnder aus den Simulationen berechnet.
Diese sind schlieflich in Abbildung 8.14 zusammengefasst.

Insgesamt ergeben sich fiir die verschiedenen Varianten unterschiedliche Ergeb-
nisse. Bei den relativ glatten Oberflachenprofilen aus den Simulationen zur Ermitt-
lung der lokalen Wohlerlinie ergibt sich ein deutlich diinneres Streuband als bei
den relativ rauen Oberflichen der Variante ,,Wilzgeschliffen®. Besonders auffillig
ist das sehr dicke Streuband bei der integralen Auswertung der Variante ,,Wilzge-
schliffen. Dieses entsteht dadurch, dass eine der Einzelsimulationen besonders
kritisch ausfillt und die relative Abweichung zu den iibrigen Einzelsimulationen
auf diese Weise sehr grof3 wird. Grundsitzlich bewegen sich die Streuungen bei
den meisten Varianten bereits nach acht bis neun simulierten Abwilzvorgingen
in einem akzeptablen Rahmen, sodass bei der beriicksichtigten Anzahl von zehn
Abwilzungen reprisentative Ergebnisse zu erwarten sind. Lediglich bei den relativ
rauen Oberfliachen der Variante ,,Wilzgeschliffen® ist auch bei zehn betrachteten
Abwilzvorgidngen noch ein gewisses Streuband zu erwarten.
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Abbildung 8.14: Einfluss der Anzahl beriicksichtigter Abwélzvorgidnge auf die ermittelte Lebensdauer
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Neben der Anzahl an beriicksichtigten Abwélzvorgingen soll als néchstes der
Einfluss der Anzahl an simulierten Ritzelzahnflanken auf das Ergebnis der loka-
len Pitting-Wohlerlinie analysiert werden. Dazu wird wieder eine Monte-Carlo-
Simulation durchgefiihrt. Dabei wird nun die Anzahl der fiir die Bestimmung
der Wohlerlinie beriicksichtigten Ritzelzahnflanken je Priifniveau reduziert. Die
Anzahl betrachteter Abwilzvorginge wird in dieser Analyse nicht variiert, sodass
stets zehn Abwélzvorginge beriicksichtigt sind. Es werden erneut fiir jede Monte-
Carlo-Simulation 1000 reduzierte Zufallsstichproben erzeugt und aus diesen die
lokale Pitting-Wohlerlinie bestimmt. Die so entstehende Schar von Wohlerlinien
erzeugt dann das entsprechende Streuband. In Abbildung 8.15 sind die Ergebnisse
der Auswertungen fiir eine Beriicksichtigung von jeweils eins, zwei, drei oder vier
der tatsidchlich simulierten fiinf Ritzelzahnflanken je Priifniveau dargestellt. Dabei
ist jeweils die bei Beriicksichtigung aller Simulationen ermittelte Wohlerlinie in
Schwarz hervorgehoben.

Wie auch schon in Abbildung 8.8 zeigt sich bei der kritischen Ebene Vergleichs-
spannung im Vergleich zum integralen Kriterium eine deutlich groere Streuung.
Wihrend beim integralen Kriterium bei vier beriicksichtigten Ritzelzahnflanken
je Priifniveau nahezu kein Streuband mehr zu erkennen ist, ergeben sich bei der
kritischen Ebene weiterhin leicht unterschiedliche Neigungsexponenten. Es 1dsst
sich allerdings gut erkennen wie das Streuband mit jeder zusitzlich beriicksich-
tigten Ritzelzahnflanke reduziert wird. Somit scheinen bei der in dieser Arbeit
gewihlten Anzahl von fiinf beriicksichtigten Ritzelzahnflanken keine groferen
Streueinfliisse mehr zu erwarten zu sein. Wenn die im Wohlerversuch verwendete
Priifverzahnung allerdings rauere Oberflachen und geringere Fertigungsqualiti-
ten aufwiese, wire es zumindest fiir das Kriterium der kritischen Ebene sinnvoll
weitere Ritzelzahnflanken fiir die Ableitung der lokalen Wohlerlinie zu beriick-
sichtigen.
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Abbildung 8.15: Einfluss der Anzahl beriicksichtigter Ritzelzahnflanken auf die ermittelte lokale
Pitting-Wohlerlinie
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8 Anwendung des entwickelten Modells

8.3.2 Einfluss des Hartetiefenverlaufs

Im Folgenden soll der Einfluss des Hértetiefenverlaufs auf die Berechnungsergeb-
nisse nach dem vorgeschlagenen ortlichen Konzept untersucht werden. Gemif3
dem erarbeiteten Konzept zur Ableitung der lokalen Pitting-Wohlerlinie darf die
jeweils ermittelte Wohlerlinie nur zur Bewertung der Pittingtragfihigkeit von
Zahnridern mit gleicher bzw. sehr dhnlicher Einsatzhirtetiefe bei gleichartiger
Wirmebehandlung verwendet werden. Um das Modellverhalten des entwickel-
ten Konzepts besser zu verstehen, soll nachfolgend der Einfluss eines verdnder-
ten Hirtetiefenverlaufs auf das Berechnungsergebnis bei gleichbleibender lokaler
Pitting-Wohlerlinie untersucht werden. Dazu wird aus den bereits durchgefiihrten
Simulationen zur Ermittlung der lokalen Wohlerlinie eine mit dem Eingangsdreh-
moment von 350 Nm belastete Ritzelzahnflanke als Referenz festgelegt. Ausge-
hend von dieser Referenzsimulation werden zwei Auswertungen mit verdndertem
Hartetiefenprofil durchgefiihrt. Hierfiir werden zwei Verldufe aus den Untersu-
chungen von Tobie [20] am Werkstoff 16MnCr5 analysiert. Die Einsatzhirtetiefe
betrdgt dabei 0,2 mm bzw. 1,5 mm. In Abbildung 8.16 sind die entsprechenden
Hirtetiefenverldufe zusammen mit der Referenzvariante dargestellt.
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Abbildung 8.16: Betrachtete Hértetiefenverldufe unterschiedlicher Einsatzhirtetiefe

In den experimentellen Laufversuchen zur Ermittlung der Pittingtragfihigkeit
zeigte sich bei Tobie [20], dass sich fiir eine mittlere Variante (dhnlich zur hier
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8.3 Rechnerische Untersuchung von Einflussgroflen

betrachteten Referenzvariante) die grofite Pittingtragfahigkeit ergibt, wihrend die
Priifverzahnungen mit der Einsatzhirtetiefe von 0,2 mm und 1,5 mm geringere
Tragfihigkeiten aufweisen.

Mit den entsprechenden Hirtetiefenverldufen aus Abbildung 8.16 wird nun bei
ansonsten unveridnderten Parametern eine Lebensdauerberechnung der jeweiligen
Varianten mit dem ortlichen Konzept durchgefiihrt. Bleibt die lokale Pitting-
Wohlerlinie dabei unveridndert, so geht die Hirte nur beanspruchungsseitig in
die Berechnung der resultierenden Vergleichsspannung ein (vgl. Abschnitt 5.3.2).
Zum Vergleich der drei Simulationen wird jeweils an derselben Stelle des unter-
suchten Ritzelzahnes der normierte Verlauf der berechneten Schidigung normal
zur Zahnflanke betrachtet. Als Normierungsgrofle wird dabei die kritische Sché-
digung aus der Simulation der Referenzvariante gewihlt. Abbildung 8.17 zeigt das
aus den drei Simulationen erhaltene Ergebnis fiir die kritische Ebene Vergleichs-
spannung und das integrale Kriterium.
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Abbildung 8.17: Einfluss der Hirtetiefenverldufe auf die berechnete Schiadigung

Wie zu erkennen ist, ergibt sich in der Simulation ein im Vergleich zu den experi-
mentellen Untersuchungen aus [20] gegenteiliges Ergebnis. Das Hértetiefenprofil
mit der Einsatzhirtetiefe von 0,2 mm weist die geringste Schiadigung und damit
groffte Lebensdauer auf, wihrend bei der Referenzvariante hohere Schadigungen
ermittelt werden und das Hértetiefenprofil mit der grofiten Einsatzhértetiefe die
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8 Anwendung des entwickelten Modells

hochste Schiadigung zeigt. Dieses Ergebnis tritt sowohl mit dem kritische Ebe-
ne als auch mit dem integralen Vergleichsspannungskriterium auf und ldsst sich
dadurch erkliren, dass der verdnderte Hértetiefenverlauf nur beanspruchungssei-
tig und nicht beanspruchbarkeitsseitig beriicksichtigt wird. Dabei beeinflusst der
verdnderte Verlauf der Hirte die zur Ermittlung der Vergleichsspannung konstru-
ierten lokalen Haigh-Diagramme bzw. die dafiir benétigten lokalen Werkstoff-
kenngroBen 7y und M.

Zur Verdeutlichung sollen beispielhaft fiir die drei untersuchten Hértetiefenverldu-
fe die resultierenden lokalen Haigh-Diagramme der Schubspannung an derselben
Stelle verglichen werden. Damit ein klarer Unterschied sichtbar wird, soll dazu
die in Abbildung 8.16 markierte Stelle der maximalen Tiefe der Simulationen be-
trachtet werden, da sich hier die Hirten der drei Varianten stark unterscheiden. In
Abbildung 8.18 sind die sich aus der Hirte ergebenden lokalen Haigh-Diagramme

dargestellt.
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Abbildung 8.18: Lokale Haigh-Diagramme der Schubspannung der betrachteten Hértetiefenverldufe

Die Haigh-Diagramme entsprechen dabei dem erwarteten Ergebnis insofern, als
sich fiir kleinere Hirtewerte auch geringere Festigkeiten und Mittelspannungs-
empfindlichkeiten ergeben. Da die Haigh-Diagramme nun aber nicht zur Bewer-
tung der Dauerfestigkeit verwendet werden, sondern gemif3 der FKM-Richtlinie
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8.3 Rechnerische Untersuchung von Einflussgroflen

[53] fiir die Umrechnung der Lastspannung auf die dquivalente Spannungsam-
plitude bei einem Spannungsverhiltnis R, = — 1, dreht sich der Effekt um und
die Lastspannung wird bei geringeren Hérten auf kleinere Spannungsamplituden
umgerechnet. Wenn gleichzeitig - wie im vorliegenden Beispiel - die Festigkeit in
Form der lokalen Wohlerlinie konstant bleibt, fiithrt das zu dem in Abbildung 8.17
beobachteten Verhalten. Im Festigkeitsnachweis nach der FKM-Richtlinie wird
der Einfluss der Hirte stets auch beanspruchbarkeitsseitig beriicksichtigt, sodass
es nicht zu dem hier beobachteten Verhalten kommt.

Aus dem betrachteten Beispiel wird klar, dass fiir die Tragfahigkeitsberechnung
mit dem in dieser Arbeit vorgeschlagenen Konzept eine Verdnderung des Hértetie-
fenverlaufs stets sowohl beanspruchungsseitig als auch beanspruchbarkeitsseitig
durch eine entsprechende lokale Pitting-Wohlerlinie beriicksichtigt werden muss.
Da fiir die Anpassung der lokalen Pitting-Wohlerlinie bei verdnderter Hérte noch
kein empirisch-analytischer Zusammenhang existiert, bedeutet dies, dass dafiir
jeweils ein neuer Wohlerversuch benotigt wird.

8.3.3 Einfluss des Eigenspannungstiefenverlaufs

In diesem Abschnitt soll der Einfluss des vorgegebenen Eigenspannungstiefenver-
laufs untersucht werden. Als Referenzsimulation wird wieder dieselbe Simulation
verwendet wie im vorherigen Abschnitt. Das dabei verwendete Eigenspannungs-
profil entspricht Zahn 1.1 aus Abbildung 8.2. Als weitere Varianten werden das
Eigenspannungsprofil des mit Pittingschaden ausgefallenen Zahnrads (Zahn 3.1)
und das des Durchlidufers (Zahn 4.1) untersucht. Auferdem soll ebenfalls das
Ergebnis bei Vernachlidssigung der Eigenspannungen betrachtet werden. Abbil-
dung 8.19 zeigt die verwendeten Eigenspannungstiefenverldufe im direkten Ver-
gleich. Dort, wo die Messdaten aufthoren, wird der Eigenspannungsverlauf ho-
rizontal extrapoliert. Dies ist in dem hier betrachteten randnahen Bereich eine
zuldssige Vereinfachung, da der Nulldurchgang der Eigenspannungstiefenverldufe
deutlich weiter im Werkstoffinneren liegt.
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Abbildung 8.19: Eigenspannungstiefenverldufe der untersuchten Varianten

Mit den unterschiedlichen Eigenspannungsprofilen wird nun wieder bei ansons-
ten unveridnderten Parametern eine Lebensdauerberechnung durchgefiihrt und an
der jeweils gleichen Stelle der Verlauf der Schiddigung normal zur Zahnflanke
verglichen. Die Schiddigungen werden erneut auf die kritische Schiadigung der
Referenzvariante normiert. Abbildung 8.20 zeigt die resultierenden Ergebnisse.
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Abbildung 8.20: Einfluss des Eigenspannungstiefenverlaufs auf die berechnete Schidigung
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Es ist zu erkennen, dass sich fiir die drei untersuchten Eigenspannungsprofile re-
lativ dhnliche Schiadigungen entlang der Zahnflankentiefe ergeben. Dennoch kann
ein Einfluss der vorgegebenen Eigenspannungen festgestellt werden. So spiegelt
sich die in Abbildung 8.19 erkennbare Schwankung der Messwerte des Refe-
renzzustandes im Bereich zwischen 0,1—0,2 mm in etwas abgeschwichter, aber
deutlich sichtbarer Form in der Schiddigung wider. Der zwischen den an gelau-
fenen und ungelaufenen Zahnflanken grofite gemessene Unterschied der Eigen-
spannungen an der Oberfldche (vgl. Abbildung 8.2) macht sich in der berechneten
Schidigung dagegen nur wenig bemerkbar. Dariiber hinaus haben auch die in
Messrichtung axial zur Zahnflanke deutlich erhohten Druckeigenspannungen der
bereits gelaufenen Zahnréader offensichtlich keinen groflen Einfluss auf die be-
rechnete Vergleichsspannung.

Wenn keine Eigenspannungen beriicksichtigt werden, zeigt sich entlang des ge-
samten betrachteten Tiefenbereichs eine erhohte Schidigung der Zahnflanke. Dies
entspricht damit dem allgemeinen Verstdndnis in der Bauteilauslegung, wonach
sich Druckeigenspannungen positiv auf die Lebensdauer auswirken. Dennoch er-
gibt sich zwischen den Schiddigungen mit und ohne beriicksichtigten Eigenspan-
nungen kein sehr stark ausgeprigter Unterschied. Um die Auswirkungen besser
beurteilen zu konnen, sollen in Abbildung 8.21 die fiir die verschiedenen Varian-
ten ermittelten Lebensdauern betrachtet werden. Zwischen Referenzzustand und
Berechnung ohne Eigenspannungen ergibt sich bei beiden Vergleichsspannungs-
kriterien ein Unterschied der Lebensdauer von etwa zwei Millionen Lastwechseln.
Da bei realen einsatzgehérteten Zahnridern nie ein eigenspannungsfreier Zustand
vorliegt, kann der rechnerisch ermittelte Unterschied mit keinen experimentellen
Daten verglichen werden. Vermutlich wiirde sich aber ein wesentlich gréBerer Un-
terschied in der Lebensdauer ergeben. Die im entwickelten ortlichen Konzept rein
belastungsseitige Beriicksichtigung der Eigenspannungen als iiberlagerte statische
Mittelspannung scheint somit die in Versuchen beobachtete festigkeitssteigernde
Wirkung der Druckeigenspannungen nicht vollstindig abzubilden. Aus diesem
Grund muss der Einfluss groler Verdnderungen des Eigenspannungszustands in-
nerhalb des entwickelten Konzepts ebenfalls beanspruchbarkeitsseitig durch eine
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8 Anwendung des entwickelten Modells

neue aus entsprechenden Versuchen abgeleitete lokale Pitting-Wohlerlinie beriick-
sichtigt werden.
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Abbildung 8.21: Berechnete Lebensdauer in Abhéngigkeit des Eigenspannungstiefenverlaufs

8.3.4 Einfluss des Schmierstoffs

In diesem Abschnitt soll der Einfluss des Schmierstoffes auf die berechnete Pit-
tinglebensdauer untersucht werden. Dabei kann mit der in dieser Arbeit verwen-
deten EHD-Simulation die im Kontakt resultierende Schmierfilmdicke und deren
Einfluss auf die Tragfahigkeit bestimmt werden. Der Einfluss von Additiven ist al-
lerdings nicht modellierbar, sodass dieser versuchsseitig in die Bewertung der Pit-
tinglebensdauer eingehen muss. Im nachfolgend durchgefiihrten Vergleich bleibt
der Aspekt der Tribochemie dementsprechend auflen vor und die Schmierstof-
fe werden lediglich hinsichtlich ihrer unterschiedlichen Viskositétseigenschaften
bewertet. Aus experimentellen Untersuchungen ist bekannt, dass fiir die Pitting-
tragfihigkeit vor allem der Einfluss der Viskositit des Schmierstoffes entscheidend
ist [142].

Es wird wieder dieselbe Referenzsimulation aus den vorherigen Abschnitten be-
trachtet, wobei die EHD-Simulation einmal mit dem in dieser Arbeit verwendeten
FVA 3 Schmier6l durchgefiihrt wird und zum Vergleich mit einem zweiten nied-
rigviskosen Vergleichsol. Dieses entspricht dabei einem typischen Schmierstoff,
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der fiir den Einsatz in Getrieben im elektrischen Antriebsstrang vorgesehen ist.
In Tabelle 8.5 sind die kinematischen Viskosititen der betrachteten Schmierstoffe
angegeben sowie der nach ISO 6336 [2] berechnete Schmierstofffaktor Zy,. Die
fiir die Simulation verwendeten Oberflachenprofile sowie alle sonstigen Parame-
ter bleiben unverdndert. Geméfl der Normberechnung wird fiir die Variante mit
FVA 3 Ol eine um den Faktor 1,05 hohere Dauerfestigkeit vorhergesagt.

Tabelle 8.5: Relevante Parameter der simulierten Schmierstoffe

Bezeichnung Einheit FVA 3 Vergleichsol
Kin. Viskositit bei 40°C mm? /s 93,1 16,6
Kin. Viskositit bei 100°C mm? /s 9,7 4.6
Schmierstofffaktor Z;, nach [2] - 0,96 0,91

Entsprechend den beschriebenen Parametern wird nun die Simulation mit den un-
terschiedlichen Schmierstoffen durchgefiihrt. In Abbildung 8.22 ist das Ergebnis
in Form der nach zehn Abwilzvorgingen resultierenden schidigungsidquivalenten
Vergleichsspannung nach dem kritische Ebene Kriterium dargestellt.
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Abbildung 8.22: Einfluss des Schmierstoffes auf die resultierende Vergleichsspannung nach zehn
Abwilzvorgingen. Die ,,+ Markierungen entsprechen dem Ort der grofiten Ge-
samtschddigung im fiir die Pittinglebensdauer bewertungsrelevanten Bereich.
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Es ist zu erkennen, dass sich die Wahl des Schmierstoffes signifikant auf die
Spannungsverteilung unterhalb der Zahnflanke auswirkt. Durch das diinnfliissi-
gere Vergleichsol kommt es im Abwélzkontakt zu kleineren Schmierfilmdicken,
weshalb der Anteil an Mischreibung stark zunimmt. Dies duf3ert sich in den ver-
mehrt an der Oberfliche erkennbaren Spannungsspitzen. Dieser Bereich wird im
realen Zahnradkontakt allerdings auch durch die im Vergleichsol enthaltenen Ad-
ditive beeinflusst, weshalb es nicht zwingend zu erhthtem Verschleil kommen
muss. Auch in groBeren Tiefen unterhalb der Oberfliche macht sich ein Einfluss
des Schmierstoffes bemerkbar. Dieser fillt aber geringer aus als direkt unterhalb
der Oberfliche. Im Vergleich zur Simulation mit dem FVA 3 Ol wandert der Punkt
der grofiten Gesamtschadigung beim Vergleichsol niher an die Oberfliche. Dies
ist durch die erhohte Reibung aufgrund des vergrofierten Mischreibungsanteils zu
erkldren und steht in Einklang mit dem erwarteten Verhalten.

In Abbildung 8.23 ist die resultierende Schiddigung entlang der Zahnflankentiefe
fiir beide Simulationen an derselben Stelle gegeniibergestellt. Wie schon zuvor,
ist die Schiadigung mit dem maximalen Wert der Referenzvariante normiert.
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Abbildung 8.23: Einfluss des Schmierstoffes auf die berechnete Schiadigung

Zwischen den beiden Schmierstoffvarianten zeigen sich an der betrachteten Stelle
vor allem im oberflichennahen Bereich Abweichungen im Schidigungsverlauf. In

148



8.3 Rechnerische Untersuchung von Einflussgroflen

groBeren Tiefen macht sich der Schmierstoffeinfluss an dieser Stelle nicht mehr be-
merkbar und beide Schiddigungsverldufe sind weitestgehend deckungsgleich. Beim
Vergleichsol ist dariiber hinaus die Schiddigung im Ubergangsgebiet zwischen
Oberfliche und Spannungsmaximum in der Tiefe deutlich stdrker beansprucht als
bei der Referenzvariante, was fiir eine verstiarkte Wahrscheinlichkeit des Wachs-
tums von Oberflachenanrissen in die Tiefe spricht. Diese Beobachtungen gelten
sowohl fiir die kritische Ebene als auch fiir die integrale Vergleichsspannung.

Vor dem Hintergrund des in dieser Arbeit festgelegten Schidigungskriteriums fiir
Pitting, wonach die oberflichennahen Spannungen bis zu einer Tiefe von 30 um
fir die Berechnung der Pittinglebensdauer unberiicksichtigt bleiben, fillt auf,
dass viele der in der Simulation mit dem Vergleichsol entstehenden Spannungs-
spitzen nicht in die Bewertung der Pittinglebensdauer eingehen. Auswirkungen
auf die berechnete Lebensdauer ergeben sich nur dann, wenn das an der Oberfli-
che entstandene Spannungsfeld in groBere Tiefen hineinwirkt (siehe die mit ,,+*
markierte Stelle in Abbildung 8.22). Tritt dieser Fall nicht ein, bleibt die erhohte
Schidigung der Oberfldche in dem entwickelten Konzept unberiicksichtigt, was
als ein potenzieller Schwachpunkt der Methodik angesehen werden kann.

In Abbildung 8.24 ist das Ergebnis der Pitting-Lebensdauerberechnung fiir beide
Schmierstoffe dargestellt. Bei beiden Vergleichsspannungskriterien ergibt sich
fiir das betrachtete Eingangsdrehmoment von 350 Nm ein Unterschied von etwa
3 Mio. Lastwechseln in der Pittinglebensdauer.
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Abbildung 8.24: Berechnete Lebensdauer in Abhéngigkeit des Schmierstoffes
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Nach der Normauslegung mit ISO 6336 [2] wird durch den Schmierstofffaktor 2,
fiir das FVA 3 Ol eine um den Faktor 1,05 hohere Dauerfestigkeit vorhergesagt.
Will man diese Vorhersage mit den hier durchgefiihrten Berechnungen verglei-
chen, miissen anstatt der Lebensdauern die zugehdrigen Spannungen betrachtet
werden. In Tabelle 8.6 sind dazu die der Lebensdauerbewertung zugrundeliegen-
den maximalen Vergleichsspannungsamplituden eingetragen. Betrachtet man das
Verhiltnis der maximal auftretenden Spannung zwischen Vergleichsol und FVA 3
Ol, zeigt sich fiir beide Vergleichsspannungskriterien eine sehr gute Ubereinstim-
mung mit der Normvorhersage. Dabei ist allerdings zu beachten, dass sich die
Norm auf die dauerhaft ertragbare Spannung bezieht, wihrend die vorliegende
Berechnung im Zeitfestigkeitsgebiet erfolgt. Dennoch kann davon ausgegangen
werden, dass mit dem entwickelten Konzept zuverldssige Vorhersagen zum vis-
kosititsbedingten Schmierstoffeinfluss moglich sind.

Tabelle 8.6: Einfluss des Schmierstoffes auf die berechnete maximale Vergleichsspannung

. FVA 3 Vergleichsol Verhiltnis
Bezeichnung
(MPa) (MPa) )
Kritische Ebene 741t a, maa 434 459 1,06
Integral Tcg, 0, max 348 363 1,04

Insgesamt ldsst sich festhalten, dass sich das entwickelte Modell sensitiv gegeniiber
den Schmierstoffeigenschaften verhilt. Am auffilligsten werden die Unterschiede
in der berechneten Pittinglebensdauer, wenn sich durch das in der Simulation
verwendete Ol ein erhohter Mischreibungsanteil ergibt, weil sich die im Me-
tallkontakt erhohte Reibungszahl direkt auf die berechneten Schubspannungen
niederschldgt. Da der Einfluss von im Schmierstoff enthaltenen Additiven mit
dem entwickelten Modell nicht bewertbar ist, wird fiir eine zuverlidssige quanti-
tative Berechnung der Pittinglebensdauer eine mit dem entsprechenden Schmier-
stoff ermittelte lokale Pitting-Wohlerlinie benotigt. Fiir qualitative Vergleiche und
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8.3 Rechnerische Untersuchung von Einflussgroflen

approximative Bewertungen der Viskositétseigenschaften verschiedener Schmier-
stoffe kann das entwickelte ortliche Konzept aber auch ohne neue Versuchsdaten
verwendet werden.

8.3.5 Einfluss der Mikrozyklen

Nachdem in den vorherigen Abschnitten analysiert wurde, wie sich das Berech-
nungsmodell bei Anderungen verschiedener EingangsgroBen verhilt, soll nun das
entwickelte Konzept genutzt werden, um den Einfluss der in Abschnitt 3.1.3 be-
schriebenen Mikro- bzw. Rauheitszyklen auf die Pittinglebensdauer rechnerisch
zu bewerten. Dazu wird wieder die Referenzsimulation betrachtet und diese mithil-
fe der in Abschnitt 5.4 beschriebenen Methode ausgewertet. Dabei wird nun durch
die Rainflow-Zihlung das gesamte Spannungs-Zeit-Signal eines Abwélzvorgangs
beriicksichtigt und nicht nur die jeweils auftretenden Maximalwerte. Zur Verdeut-
lichung dieses Sachverhaltes ist in Abbildung 8.25 an einer exemplarischen Stelle
der Zahnflanke in Oberflachennihe die aus den in der EHD-Simulation ermittelten
Lastspannungen berechnete Von-Mises Vergleichsspannung dargestellt.
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Abbildung 8.25: Von-Mises Vergleichsspannung der Lastspannungen des EHD-Kontakts an einer
exemplarischen Stelle der Zahnflanke wihrend eines Abwélzvorgangs

Bei den bisherigen Auswertungen wurde die in einem Abwilzvorgang resultie-
rende Spannungsamplitude stets aus der maximalen Auslenkung des Last-Zeit
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8 Anwendung des entwickelten Modells

Verlaufs ermittelt. In Abbildung 8.25 ist aber gut zu erkennen, dass durch die
Kombination aus Gleitbewegung und Oberflichenrauheit wihrend eines Abwilz-
vorgangs weitere Lastschwankungen entstehen. Der Einfluss dieser Mikrozyklen
soll nun rechnerisch bewertet werden.

Als erstes soll dabei betrachtet werden wo an der Zahnflanke zusétzliche Mikro-
zyklen auftreten. Hierzu werden mit der in Abschnitt 5.4 beschriebenen Methode
an jedem Punkt der betrachteten Simulationsdoméine die mithilfe der Rainflow-
Zihlung identifizierten Lastzyklen ausgewertet. In Abbildung 8.26 ist fiir den in
der Referenzsimulation untersuchten Ritzelzahn die sich nach zehn Abwilzvor-
giingen durchschnittlich ergebende Anzahl an Lastzyklen dargestellt. Uberall wo
die Anzahl an Lastzyklen vom Wert eins abweicht kommt es zu zusétzlichen Mi-
krozyklen. Es ist aber zu beachten, dass daraus keine Aussage iiber die Hohe der
einzelnen Lastzyklen oder den Grad der Schiadigung ableitbar ist.

Zyklenzahl
pro Abwilzung
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Tiefe (mm)
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Bogenlinge der Evolvente (mm) 1

Abbildung 8.26: Durchschnittliche Anzahl an Lastzyklen pro Abwilzvorgang der betrachten Ritzel-
zahnflanke

Es ist zu erkennen, dass ein Grofteil der Zahnflanke mit nur einem Lastzyklus
je Abwilzvorgang beansprucht wird und sich an diesen Stellen damit kein Unter-
schied zu den bisherigen Auswertungen ergibt. Die Mikrozyklen machen sich nur
in einem diinnen Bereich an und unterhalb der Oberfliche bemerkbar. Dabei tre-
ten sie verstiarkt im Bereich groferen Schlupfes auf, wihrend sie am Wilzpunkt C
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8.3 Rechnerische Untersuchung von Einflussgroflen

verschwinden. Dies ist in Ubereinstimmung mit dem aus den zugrundeliegenden
theoretischen Uberlegungen erwarteten Verhalten. Damit fallen die Mikrozyklen
zum Grofteil in den Bereich der ersten 30 wm unterhalb der Zahnflanke, welcher
in dieser Arbeit fiir die Pittingbewertung unberiicksichtigt bleibt. Der Argumen-
tation aus Abschnitt 3.2 folgend, haben die Mikrozyklen somit keinen Einfluss
darauf, ob ein Oberflachenanriss zu einem Pitting heranwichst. Ein moglicher
Effekt der Mikrozyklen auf die Pittingbildung wire demnach auf die Erhdhung
der Entstehungswahrscheinlichkeit von Oberflichenanrissen beschrinkt, was in
dem entwickelten Modell aber nicht bewertet wird.

Gleichwohl soll nachfolgend exemplarisch das Lastprofil bei Beriicksichtigung
und Nichtberiicksichtigung der Mikrozyklen verglichen werden. Da die ange-
wendete Methode zur Rainflow-Zihlung bei mehrachsiger Beanspruchung nur
auf die kritische Ebene Vergleichsspannung angewendet werden kann, entfallen
die Betrachtungen mit der integralen Methode. In Abbildung 8.27 ist das nach
zehn Abwilzvorgingen ermittelte Lastkollektiv der Vergleichsspannung an einer
exemplarischen Stelle der Zahnflanke nahe an der Oberflidche dargestellt.
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Abbildung 8.27: Lastkollektiv der Vergleichsschubspannungsamplituden nach zehn Abwilzvorgin-
gen des Ritzelzahnes unter Beriicksichtigung der Mikrozyklen

Die vertikale Linie trennt die durch Mikrozyklen verursachten zusétzlichen
Schwingspiele von den makroskopischen Lastzyklen ab, welche bei einer rei-
nen Betrachtung der maximalen Auslenkungen ermittelt werden. Es lisst sich
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feststellen, dass durch die Mikrozyklen zwar sehr viele zusitzliche Lastzyklen
verursacht werden, diese aber allesamt relativ geringe Spannungsamplituden
aufweisen. Die grofite durch die Mikrozyklen verursachte Spannungsamplitude
betrédgt etwa ein Drittel der an dieser Stelle der Zahnflanke maximal auftretenden
Spannungsamplitude. Vergleicht man die Hohe der Amplituden der durch Mikro-
zyklen verursachten Lastzyklen mit denen an kritischen Stellen der Zahnflanke
(vgl. Abbildung 8.7), so zeigt sich ein kaum schidigungsrelevanter Einfluss der
Mikrozyklen. An der in Abbildung 8.27 betrachteten Stelle macht der durch die
Mikrozyklen verursachte Schidigungsanteil gerade einmal 0,43 % der Gesamt-
schadigung aus und ist somit vernachlidssigbar gering.

Ahnlich verhilt es sich auch an weiteren untersuchten Stellen der Zahnflanke,
die hier nicht beschrieben sind. Es kann also festgehalten werden, dass eine Be-
riicksichtigung der Mikrozyklen innerhalb des in dieser Arbeit vorgeschlagenen
Konzepts nicht notwendig ist. Allerdings gilt es zu beachten, dass der Einfluss
der Mikrozyklen durch die in dieser Arbeit verwendete schubspannungsbasierte
Vergleichsspannung zusitzlich unterdriickt wird. Dies liegt daran, dass die Mi-
krozyklen nahe an der Oberfliche auftreten, die Schubspannung dort aber bei
giinstigen Schmierungsverhiltnissen nur sehr gering ausfillt. Bei Verwendung ei-
ner Vergleichsspannung, welche die Normalspannungsanteile stirker gewichtet,
konnte sich durchaus ein stirkerer Einfluss der Mikrozyklen ergeben. Vor allem
fiir die Bewertung von Mikropitting sollte der Einfluss von Mikrozyklen daher
weiter untersucht werden.

8.3.6 Einfluss der Biegebeanspruchung

Der Einfluss der im Zahnradkontakt entstehenden sekundiren Beanspruchungs-
anteile auf die Pittingbildung ist weitestgehend ungeklart. Hertter [62] konnte in
seinem Modell rechnerisch zeigen, dass der Einfluss des Querkraftschubes auf die
Pittingbildung vernachlédssigbar ist. Mit dem in Abschnitt 5.2 vorgestellten Mo-
dell zur vereinfachten Berechnung der Biegebeanspruchung soll nun in analoger
Weise der Einfluss der Biegung auf die Pittingbildung betrachtet werden. Da die
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Biegebeanspruchung nicht wesentlich von der technischen Oberfliache der Zahn-
flanke abhiingt, wird hierfiir eine ideal glatte Zahnflanke unter Vollschmierung
betrachtet.

Um den Einfluss der Biegung zu untersuchen, wird der vollstandige Abwilzvor-
gang eines ideal glatten Ritzelzahnes bei einem Eingangsdrehmoment von 350
Nm betrachtet. Dabei werden einmal nur die aus der EHD-Simulation erhalte-
nen Kontaktspannungen bewertet und in einer zweiten Berechnung die mit dem
in Abschnitt 5.2 beschriebenen Modell ermittelten Biegespannungen mitberiick-
sichtigt. Abbildung 8.28 zeigt exemplarisch fiir beide Fille die knapp unterhalb
der Oberfliche am unteren Einzeleingriffspunkt B resultierende Von-Mises Ver-
gleichsspannung iiber dem gesamten Abwilzvorgang.
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Abbildung 8.28: Vergleich der Von-Mises Vergleichsspannung 2 um unterhalb der Oberfliche am
unteren Einzeleingriffspunkt B wihrend eines gesamten Abwilzvorgangs mit und
ohne Berticksichtigung der Biegespannung

Esistzu erkennen, dass die Lastspannungen zunichst deckungsgleich verlaufen bis
der Zahnradkontakt den betrachteten inneren Einzeleingriffspunkt iiberschreitet.
AD diesem Zeitpunkt kommt es an der betrachteten Stelle zu Biegespannungen,
die aufgrund des vergroflerten Hebelarms mit zunehmendem Voranschreiten des
Zahnradkontakts ansteigen. Erreicht der Kontakt den duBeren Einzeleingriffs-
punkt D, kommt es durch den eintretenden Mehrfacheingriff zu einer Reduktion
der Last und die Biegespannungen fallen wieder ab.
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Aus den an jedem Punkt der Zahnflanke berechneten Lastspannungen kann nun
mithilfe des entwickelten ortlichen Konzepts die resultierende Schadigung ermit-
telt und verglichen werden. Wie bei den bisher betrachteten Schadigungsverldufen
wird auch hier wieder eine normierte Darstellung gewihlt. In Abbildung 8.29 ist
die am Einzeleingriffspunkt B resultierende Schidigung des Ritzels iiber der
Zahnflankentiefe mit und ohne Beriicksichtigung der Biegung dargestellt.
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Abbildung 8.29: Einfluss der Biegung auf die berechnete Schidigung am Einzeleingriffspunkt B

Es ist zu erkennen, dass die durch die Biegung verursachten zusétzlichen Last-
spannungen an der betrachteten Stelle fast keinen Einfluss auf die berechnete
Schidigung haben. Bei Anwendung der kritischen Ebene Vergleichsspannung er-
gibt sich teilweise sogar eine leicht hohere Schidigung, wenn die Biegebeanspru-
chung nicht beriicksichtigt wird. Diese entsteht dadurch, dass es am betrachteten
Referenzpunkt im Bereich des Kontaktauslaufs wihrend einer kurzen Periode zu
einer Uberlagerung der Schubspannungen aus Biege- und Kontaktbeanspruchung
kommt. Diese Uberlagerung fiihrt aufgrund unterschiedlicher Vorzeichen zu ei-
ner Reduktion der resultierenden Schubspannungsamplitude, wodurch schlie3lich
die geringere Schiadigung berechnet wird. Bei der integralen Methode ist dieser
Effekt ebenfalls vorhanden, in der hier dargestellten Abbildung aber nur schwer
zu erkennen. Insgesamt lésst sich aber beobachten, dass der Einfluss der Biegebe-
anspruchung im Bereich hoher Kontaktbeanspruchung untergeht.
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Im Bereich des Eingriffsbeginns ergibt sich dagegen ein etwas anderes Bild.
Abbildung 8.30 zeigt die in diesem Bereich berechneten Schidigungsverldufe.
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Abbildung 8.30: Einfluss der Biegung auf die berechnete Schidigung am Eingriffsbeginn

Im Bereich des Eingriffsbeginns verschiebt sich das Verhiltnis der Beanspru-
chungsanteile aus Biegung und Kontakt, da hier die Biegebeanspruchung maximal
wird und die Kontaktbeanspruchung aufgrund des Mehrfacheingriffs relativ ge-
ring ausfillt. Aus diesem Grund ergibt sich hier bei Beriicksichtigung der Biegung
eine hohere Schidigung der Zahnflanke. Die absoluten Schadenssummen bleiben
allerdings stark hinter denjenigen im Bereich B-C der Eingriffsstrecke zuriick, so-
dass hierdurch keine Verringerung der berechneten Pittinglebensdauer resultiert.
Auffillig ist, dass sich bei der kritischen Ebene Vergleichsspannung geringere
Unterschiede ergeben als bei der integralen Methode. Offensichtlich duflert sich
die Biegebeanspruchung in den kritischen Ebenen weniger stark als in anderen
Schnittebenen, die bei der integralen Methode mitberiicksichtigt werden. Das in-
tegrale Vergleichsspannungskriterium scheint somit fiir die Beriicksichtigung der
Biegebeanspruchung besser geeignet zu sein als die kritische Ebene Methode.

Zusammenfassend ldsst sich feststellen, dass die Biegebeanspruchung in dem
fuir die Pittingbildung relevanten Bereich der Zahnflanke innerhalb des verwen-
deten Berechnungskonzepts keine Rolle spielt und somit vernachlidssigt werden
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kann. Ob es sich dabei um eine reale Tatsache handelt oder ein moglicher Ein-
fluss lediglich innerhalb des gewihlten Berechnungskonzepts ausbleibt, 1dsst sich
nicht abschlieend klédren. In Verbindung mit den Ergebnissen von Hertter [62]
kann vermutet werden, dass die Pittingbildung nur durch die direkte Kontaktbe-
anspruchung verursacht wird und sekundire Beanspruchungsanteile fiir diesen
Schidigungsmechanismus von untergeordneter Bedeutung sind.

8.4 Diskussion

Nachdem das entwickelte ortliche Konzept validiert und die Anwendung an ver-
schiedenen Einflussgroflen ausfiihrlich dargestellt wurde, sollen nun wesentlichen
Punkte im Kontext des Gesamtkonzepts diskutiert werden.

Einfluss des festgelegten Schadigungskriteriums

Als Ausgangsbasis fiir die Diskussion eignen sich die aus Abschnitt 8.2 und 8.3
hervorgehenden Anwendungsmoglichkeiten und Limitationen des entwickelten
Konzepts. Offensichtlich konnen vor allem beanspruchungsseitige Einflussgrof3en
simulativ mit dem entwickelten Modell bewertet werden, wihrend fiir die Beurtei-
lung beanspruchbarkeitsseitiger Einfliisse entsprechende Versuchsdaten benotigt
werden. Ein wesentlicher Grund hierfiir liegt im Entstehungsmechanismus der
Pittingbildung begriindet. Typischerweise ist die Pittinglebensdauer durch die
drei Elemente Rissinitiierung an der Oberfliache, Risswachstum in die Tiefe so-
wie Materialermiidung der Tiefenbereiche bestimmt. Diese werden allerdings be-
anspruchbarkeitsseitig von unterschiedlichen Werkstoffeigenschaften beeinflusst.
Im entwickelten Auslegungskonzept erfolgt die Bewertung der Pittinglebensdau-
er entsprechend der Argumentation in Abschnitt 3.2 anhand der Materialermii-
dung der tieferen Werkstoffbereiche, wihrend die Oberflachenanrisse sowie das
Risswachstum nicht beriicksichtigt werden. Folglich konnen gewisse festigkeits-
steigernde Maflnahmen wie z.B. die Verfestigung der Randschicht durch Kugel-
strahlen mit dem vorliegenden Konzept simulativ nicht bewertet werden, weil
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diese vor allem die Risswachstumsphase beeinflussen. Fiir eine Bewertung wird
in diesen Fillen deshalb ein neuer Wohlerversuch bendotigt. In anderen Konzepten
wie z.B. [56, 57, 61, 69, 143] wird versucht iiber eine kombinierte Bewertung
des Oberflichen- und Volumenversagens eine ganzheitliche Modellierung der
Pittinglebensdauer zu ermoglichen. Dadurch lassen sich in der Konsequenz auch
mehr beanspruchbarkeitsseitige Effekte und Faktoren simulativ beriicksichtigen.
Obwohl eine solche Vorgehensweise aus werkstoffmechanischer Sicht richtig er-
scheint, ergeben sich in der praktischen Umsetzung als ortliches Konzept zusitzli-
che Herausforderungen, da weitere lokale Modellierungsgréfien bendtigt werden,
die meist unbekannt sind. In der Folge besitzen solche Modelle hiufig aufgrund
fehlender oder nur aufwendig bestimmbarer Parameter eine eher geringe quanti-
tative Aussagekraft. Ein weiterer oftmals gewihlter Ansatz (vgl. [14, 20, 62, 66,
120]) ist, auf eine Unterscheidung von Oberflachenanrissen und Volumenversagen
zu verzichten und die maximal beanspruchte Stelle als versagensrelevant einzu-
stufen. Wihrend dieses Vorgehen bei einer vereinfachten Beriicksichtigung von
Oberflichenrauheiten sinnvolle quantitative Ergebnisse liefern kann, ergeben sich
bei einer EHD-Simulation wegen der lokal teilweise sehr hohen Spannungsspitzen
zu geringe Pitting Lebensdauern. Der in dieser Arbeit gewihlte Ansatz umgeht
diese Problematik, indem lediglich die Spannungen unterhalb der ersten 30 um
der Oberfliche fiir die Pittingbewertung beriicksichtigt werden. Neben der so
moglichen Abgrenzung zum Schiddigungsmechanismus Mikropitting, wird durch
diese Vorgehensweise die Modellierung der ortlichen Festigkeit in dem am dyna-
mischsten beanspruchten Bereich der Zahnflanke vermieden. Hier kommt es zu
plastischen Verformungen, dem zyklischen Abbau von Eigenspannungen und zu
lokalen Gefiigeumwandlungen, was allesamt schwierig zu modellierende Vorgin-
ge sind. Das in dieser Arbeit formulierte Bewertungskriterium fiir Pitting erweist
sich vor diesem Hintergrund als pragmatische, aber dennoch mit dem Schi-
digungsmechanismus begriindbare Vorgehensweise. Allerdings gehen hierdurch
auch Informationen aus der aufwindig berechneten EHD-Simulation verloren.
Beispielsweise geht die im unteren Bild von Abbildung 8.22 deutlich erkennbare
erhohte Beanspruchung der Oberfliche nicht in die berechnete Pittinglebensdauer
ein. Hier wiirde sich eine Erweiterung des Konzepts zur Beriicksichtigung der er-
hohten Anrisswahrscheinlichkeit empfehlen. Denkbar wire hierfiir z.B. eine Art
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integraler Ansatz zur Bewertung der Dichte an hoch beanspruchten Zonen am
Gesamtanteil der Oberfliche.

Wabhl des Vergleichsspannungskriteriums

Neben der Festlegung des Schiadigungskriteriums ist ein weiterer zentraler Aspekt
des entwickelten Konzepts die Wahl des Vergleichsspannungskriteriums. Wegen
der im Zahnradkontakt vorliegenden mehrachsigen Beanspruchung musste hierbei
auf entsprechende Schnittebenenverfahren zuriickgegriffen werden. Grundsétzlich
existieren dafiir unterschiedliche Vergleichsspannungshypothesen, welche entwe-
der die Normalspannungen oder die Schubspannungen stirker gewichten. Auf-
grund der Korrelation der Anrissorientierung der Pittings mit den Schubspan-
nungen (vgl. Abschnitt 3.1.2), wurde in dieser Arbeit eine schubspannungsbasier-
te Vergleichsspannung gewihlt. Die hierfiir in der Bauteilauslegung etablierten
Vergleichsspannungshypothesen fiir mehrachsige Beanspruchungen wurden al-
lerdings nicht explizit fiir die Wilzbeanspruchung entwickelt. Das duflert sich
oftmals darin, dass die Hypothesen so konzipiert wurden, dass Druckspannun-
gen festigkeitssteigernde Eigenschaften zugesprochen werden, eine Begrenzung
von diesen aber nicht erfolgt. In der Folge werden die giinstigen Eigenschaften der
Druckspannungen unbeschrénkt in den Bereich hochster Druckbeanspruchung ex-
trapoliert. Dieser ist experimentell aber nur wenig erforscht, sodass in der Realitit
ein anderes Verhalten zu erwarten ist. Die fiir den Einsatz bei Walzermiidung an-
gepasste Variante der Schubspannungsintensititshypothese von Hertter [62] stellt
eine der wenigen etablierten Methoden fiir die Bewertung des Zahnradkontakts
dar. Fiir den in dieser Arbeit entwickelten Bewertungsansatz mithilfe der loka-
len Pitting-Wohlerlinie ist die SIH-Hertter aber nicht geeignet, weil eine direkte
Berechnung der dauerfest ertragbaren Anstrengung erfolgt und keine explizite
Vergleichsspannung ausgegeben werden kann. Aus diesem Grund wurde in dieser
Arbeit ein eigener Ansatz weiterverfolgt.

Der verwendete Ansatz der mittelspannungskorrigierten Schubspannung beinhal-
tet im Wesentlichen bereits etablierte und anerkannte Methoden. Neu ist aber
die Modellierung des Einflusses der Normalmittelspannung auf die ertragbare
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Schubspannungsamplitude. Diese wurde aus den in Abbildung 5.9 zusammen-
getragenen, gut dokumentierten Literaturdaten hergeleitet. Bei der Anwendung
des Berechnungskonzepts konnte aber festgestellt werden, dass allein durch die
im Zahnradkontakt entstehenden Lastspannungen an nahezu allen Punkten un-
terhalb der Zahnflanke Spannungsverhiltnisse entstehen, welche in den linken
Teil des Diagramms in Abbildung 5.9 fallen. In diesem Teil des Graphen wir-
ken sich Veridnderungen der Normalmittelspannung aber nur sehr wenig auf die
ertragbare Schubwechselfestigkeit aus. Dies fiihrt dazu, dass die den Lastspan-
nungen iiberlagerten Eigenspannungen die ermittelte Vergleichsspannung nicht
stark beeinflussen, was wiederum die in Abschnitt 8.3.3 beobachtete eher ge-
ringe Auswirkung unterschiedlicher Eigenspannungsprofile erklirt. Aus diesem
Grund wire es sinnvoll die in Abbildung 5.9 dargestellten Versuchsergebnisse um
weitere Untersuchungen im Bereich hoher Druckmittelspannungen zu erginzen
und die dort vorhergesagte geringe Sensitivitidt der Festigkeit zu bestitigen oder
zu widerlegen. Allerdings kann auch bei anderen Vergleichsspannungshypothe-
sen ein dhnlicher Effekt beobachtet werden, sodass das Problem nicht auf die
in dieser Arbeit verwendeten Ansitze beschrinkt ist. Bei der SIH-Hertter wird
beispielsweise zur Berechnung der ertragbaren Spannungsamplitude das Haigh-
Diagramm fiir Normalspannungen verwendet. Auch hier ergeben sich bei der
Wilzbeanspruchung allein durch die Lastspannungen Spannungsverhiltnisse im
Druckschwellbereich, sodass die ertragbare Festigkeit dort horizontal verlduft
und unterschiedliche Eigenspannungsprofile nur geringe Auswirkungen zeigen.
Grundsitzlich ist zu hinterfragen, ob bei Wilzbeanspruchung das Modell zur Be-
riicksichtigung von Eigenspannungen als iiberlagerte Mittellast wegen der ohnehin
bereits hohen Druckmittelspannungen die geeignete Herangehensweise darstellt.
Innerhalb des erarbeiteten ortlichen Konzepts wird daher fiir die zuverlédssige
quantitative Bewertung unterschiedlicher Eigenspannungsverlidufe die Ermittlung
entsprechender lokaler Pitting-Wohlerlinien durch Versuche gefordert.
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Konzept der lokalen Pitting-Wéhlerlinie

Das in dieser Arbeit vorgestellte Konzept der lokalen Pitting-Wohlerlinie unter-
scheidet den entwickelten Ansatz maf3geblich von bereits existierenden Modellen
zur Vorhersage der Pittingtragfihigkeit. Es ermdglicht die Ermittlung einer loka-
len Beanspruchbarkeit fiir Wilzbeanspruchung aus tatsdchlichen Zahnradversu-
chen. Im Gegensatz dazu wird die lokale Beanspruchbarkeit bei ortlichen Konzep-
ten liblicherweise aus Probenversuchen unter Zug, Biegung oder Torsion ermittelt
(vgl. [49, 50, 53]). Die Anwendbarkeit der dabei ermittelten Werkstoftkennwerte
fiir die Wélzbeanspruchung ist allerdings nicht geklirt. Durch den in dieser Ar-
beit verwendeten Ansatz kann dieses Problem jedoch umgangen werden, da die
zugrundeliegenden Wohlerversuche aus Zahnrad-Laufversuchen bestehen. Aller-
dings miissen zur Ableitung des fiir Pitting giiltigen lokalen Werkstoftkennwerts
einige Annahmen getroffen werden, welche bei einem klassischen Probenversuch
nicht erforderlich sind. So muss beispielsweise festgelegt werden, an welcher
Stelle der Zahnflanke im Versuch die fiir das Pittingversagen relevante Beanspru-
chung aufgetreten ist. Da der genaue Ort nicht eindeutig ermittelbar ist, wurde
angenommen, dass die Stelle mit der maximal auftretenden Vergleichsspannung
im Bereich des negativen Schlupfes versagensrelevant ist. Selbst wenn der genaue
Entstehungsort eines im Wohlerversuch beobachteten Pittings bekannt wire, besa-
Be die ermittelte lokale Pitting-Wohlerlinie ihre Giiltigkeit streng genommen nur
an diesem Punkt der Zahnflanke, bzw. an anderen Punkten mit gleichen lokalen
Werkstofteigenschaften. Da die Verwendbarkeit des Konzepts dadurch aber sehr
eingeschrinkt wire, musste die Annahme getroffen werden, dass die ermittelte
lokale Pitting-Wohlerlinie im gesamten Tiefenbereich der maximalen Schubspan-
nung giiltig ist. Anders formuliert bedeutet dies, dass die Werkstoffeigenschaften
der Zahnflanke in diesem Bereich als homogen angenommen werden. Bei der
Betrachtung realer Zahnflanken zeigen sich allerdings lokale Unterschiede. Ne-
ben dem aus der Randschichthirtung vorhandenem Hirtegradienten ergeben sich
weitere Abweichungen aus der lokalen Gefiigezusammensetzung, der Werkstoft-
reinheit und dem in der Fertigung lokal unterschiedlich erfolgten Energieeintrag.
Trotz dieser Umstdnde konnte in Abschnitt 8.2 anhand der erfolgreich nachge-
rechneten Validierungsversuche gezeigt werden, dass die getroffenen Annahmen
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bei Zahnriddern gleicher Grofe in ausreichender Néherung erfiillt sind. Es kann
folglich davon ausgegangen werden, dass die an der Priifverzahnung ermittelte lo-
kale Pitting-Wohlerlinie fiir die Bewertung Zahnréader dhnlicher Grofle verwendet
werden kann.

Giiltigkeit der lokalen Pitting-Wohlerlinie und GréBeneinfluss

Unterscheidet sich das zu bewertende Zahnrad geometrisch deutlich von der ver-
wendeten Priifverzahnung, muss die Giiltigkeit der ermittelten lokalen Pitting-
Wohlerlinie neu hinterfragt werden. Als Voraussetzung gilt, dass bei der zu be-
wertenden Verzahnung im Tiefenbereich der maximalen Schubspannung eine
dhnliche Hirte vorliegen muss wie im Bereich des Schubspannungsmaximums
der Priifverzahnung. Ist dies erfiillt, kann davon ausgegangen werden, dass die
lokale Pitting-Wohlerlinie zur Vorhersage der Pittingtragfihigkeit verwendet wer-
den darf. Bei einsatzgehirteten Zahnriadern wird die optimale Einsatzhértetiefe
gemil ISO 6336 [2] in Abhingigkeit des Normalmoduls angegeben. Es ist dem-
nach davon auszugehen, dass die Hirte bei Zahnrddern unterschiedlicher Grof3en
im Bereich der maximal auftretenden Schubspannung stets vergleichbar bleibt.
In der Konsequenz behilt die an der Priifverzahnung ermittelte lokale Pitting-
Wohlerlinie auch bei unterschiedlichen ZahnradgréBen ihre Giiltigkeit. Dennoch
sollte iiberpriift werden, ob bei der jeweils zu bewertenden Zahnradgeometrie
im Tiefenbereich der maximal auftretenden Schubspannungen ein starker Abfall
der Hirte vorliegt. Ist dies der Fall, so kann die Giiltigkeit der lokalen Pitting-
Wohlerlinie nicht mehr als gegeben vorausgesetzt werden. Konkrete Werte fiir
einen noch zulédssigen Gradienten konnen anhand der Ergebnisse dieser Arbeit
nicht vorgegeben werden, da hier Zahnréder derselben Grée und Wirmebehand-
lung betrachtet wurden.

Im Fall von GroBverzahnungen, die z.B. in Windgetrieben oder Industrieanlagen
zum Einsatz kommen, sind aufgrund des GrofBeneinflusses weitere Punkte zu
beachten. Aullerhalb des in Abschnitt 6.2 beschriebenen Ansatzes zur Beriick-
sichtigung der Spannungskonzentration wird der Groeneinfluss im entwickelten
Konzept nicht weiter beriicksichtigt. Bei Groverzahnungen ergeben sich dadurch
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einige nicht vom Berechnungskonzept abgedeckte Einfliisse. Am offensichtlichs-
ten ist dabei der statistische GroBeneinfluss. Mit groer werdendem Bauteil-
volumen wird die bei der Ableitung der lokalen Pitting-Wohlerlinie getroffene
Annahme des homogenen Werkstoffbereichs zunehmend unwahrscheinlicher. Bei
groBBen Zahnridern kann somit allein deshalb keine Giiltigkeit der ermittelten
lokalen Pitting-Wohlerlinie vorausgesetzt werden. Dariiber hinaus ist bei grof3en
Zahnridern eine Verdnderung im Entstehungsmechanismus der Pittings zu erwar-
ten, da mit hoher Wahrscheinlichkeit von einem Schadensausgang unterhalb der
Oberfliche zu rechnen ist [3]. Dies mag zunichst unproblematisch erscheinen,
da mit dem in dieser Arbeit gewihlten Bewertungskriterium ebenfalls die Bean-
spruchung unterhalb der Oberflidche als versagensrelevant eingestuft wird. Hier ist
allerdings Vorsicht geboten. Das in dieser Arbeit abgeleitete Schadigungskriterium
bewertet die Beanspruchung in der Tiefe als eines von drei Elementen der oberfla-
cheninduzierten Pittingentstehung. Dabei wird implizit davon ausgegangen, dass
vorher ein Anriss an der Oberfliache entstanden ist und ein Risswachstum in die
Bauteiltiefe erfolgen kann. Wihrend diese Voraussetzungen bei der betrachte-
ten Priifverzahnung bei Erreichen der fiir Pitting notwendigen Ermiidung tieferer
Werkstoffbereiche sehr wahrscheinlich erfiillt sind, ist dies bei Grof3verzahnun-
gen nicht garantiert. Hier sind die von der technischen Oberfliche direkt unterhalb
der Zahnflanke verursachten Mikro-Spannungsiiberh6hungen raumlich deutlich
vom makroskopischen Beanspruchungsbereich abgetrennt. Zwischen den lokalen
Spannungsmaxima direkt unterhalb der Oberfliche und denen in groleren Tiefen
bildet sich ein, im Vergleich zu kleineren Zahnriddern, deutlich ausgeprigterer
spannungsarmer Bereich aus (vgl. [144, 145]). Ein Risswachstum der Oberfli-
chenanrisse in die Tiefe wird dadurch deutlich erschwert. Der mit dem vorlie-
genden Konzept bewertbare Schidigungsmechanismus liegt bei Gro3verzahnun-
gen folglich nicht mehr zwingend vor. Ein dritter entscheidender Punkt betrifft
den oberflichentechnischen GroBeneinfluss. Die Tiefenwirkung der Randschicht-
verfestigung in Relation zur Lage des Beanspruchungsmaximums ist zwischen
Priifverzahnung und GroB3verzahnungen nicht vergleichbar. Die an der Priifver-
zahnung ermittelte Werkstofffestigkeit gegen Pitting enthilt somit Einfliisse, die
bei grofen Verzahnungen im relevanten Tiefenbereich nicht mehr vorhanden sind.
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Es lasst sich insgesamt also festhalten, dass das entwickelte ortliche Konzept fiir
Anwendungen bei Grof3verzahnungen nicht geeignet ist.

Als Konsequenz stellt sich die Frage bis zu welcher ZahnradgroBe das entwickelte
Modell verwendet werden kann. Eine klare Antwort ldsst sich darauf nicht geben.
Grundsitzlich ist das entwickelte Konzept solange anwendbar, bis die Zahnri-
der eine Grofe iiberschreiten, bei der es zu einem Wechsel der Mechanismen
in der Pittingentstehung kommt. Wenn aus Erfahrung bekannt ist, dass eine im
Vergleich zur Priifverzahnung gréBere Geometrie ausschlieBlich durch oberfla-
cheninduziertes Pitting ausfillt, kann das entwickelte Modell zur Berechnung der
Pittingtragfihigkeit verwendet werden. Im Zweifel ist bei grofleren Zahnridern
immer auch ein mogliches Volumenversagen zu priifen. Da der statistische Gro-
Beneinfluss im Berechnungskonzept nicht beriicksichtigt wird, sollte mit erhohten
Sicherheitsfaktoren gerechnet werden. Dies entspricht den Empfehlungen in [3].

Eine mogliche Weiterentwicklung des Konzepts zur Beriicksichtigung des statis-
tischen GroBeneinflusses konnte iiber einen zusitzlich eingefiithrten Groenfaktor
erfolgen. Dabei wiirde die im auszulegenden Zahnrad ermittelte kritische Ver-
gleichsspannungsamplitude mit einem Grofenfaktor gewichtet, welcher den An-
teil des hoch beanspruchten Volumens bezogen auf ein bei der Priifverzahnung de-
finiertes Referenzvolumen abbildet. Ein so definierter Gro3enfaktor lieBe sich tiber
einen geeigneten Verteilungsexponenten zu einem Weibull-Fehlstellenmodell er-
weitern. Mogliche Ansitze hierfiir sind beispielsweise in [146] und [147] zu
finden. Als Referenzvolumen konnte z.B. ein Vygy-Volumen definiert werden,
das alle Bereiche enthilt, die mit einer Spannung in Héhe von mindestens 90%
der maximal auftretenden Vergleichsspannung beansprucht werden (vgl. [148]).
Auf diese Weise konnte der statistische Grofleneinfluss beanspruchungsseitig be-
riicksichtigt werden, ohne dass eine Anpassung der lokalen Pitting-Wohlerlinie
erforderlich wire.
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Auslegungskonzept und statistische Absicherung

Betrachtet man das entwickelte ortliche Konzept nun abschlieBend vor dem Hin-
tergrund einer Bauteilauslegung, bleibt noch zu kldren welches Vergleichsspan-
nungskriterium eingesetzt werden sollte und wie eine statistische Absicherung
erfolgen kann. Bei den durchgefiihrten Untersuchungen wurde stets sowohl die
kritische Ebene Vergleichsspannung als auch das integrale Kriterium verwendet
und die berechnete Ausfallzyklenzahl mit 50% Wahrscheinlichkeit angenommen.
Grundsitzlich wurden mit beiden Vergleichsspannungen vergleichbare Ergebnis-
se erzielt, sodass beide Kriterien fiir die Auslegung verwendet werden konnen. Die
kritische Ebene Vergleichsspannung reagierte etwas sensitiver auf unterschiedli-
che Oberflichenprofile der Zahnflanke, wihrend bei der integralen Vergleichs-
spannung ein homogeneres Spannungsbild berechnet wurde. Dies ist deutlich in
den unterschiedlichen Streuungen bei der Nachrechnung der Stichversuche sowie
bei den stochastischen Auswertungen in Abschnitt 8.3.1 zu erkennen. Das integra-
le Vergleichsspannungskriterium liefert demnach etwas robustere Ergebnisse. Im
Sinne einer zuverldssigen Auslegungsmethode spricht das stabilere Verhalten da-
her fiir die Verwendung der integralen Methode. Sollen aber verschiedene Ober-
flichenqualitdten verglichen werden, kann eine Auswertung mit der kritischen
Ebene Vergleichsspannung sinnvoller sein, weil die Auswirkungen unterschiedli-
cher Oberflichen deutlicher zu erkennen sind. Da der Berechnungsaufwand bei
einer Beriicksichtigung beider Methoden aber nur unerheblich ansteigt, konnen
stets beide Kriterien ausgewertet werden. Fiir das Auslegungskonzept im All-
gemeinen wird aber wegen der robusteren Ergebnisse die Bewertung mit dem
integralen Kriterium empfohlen.

Vor dem Hintergrund einer statistischen Absicherung der mit dem Konzept durch-
gefiihrten Berechnungen sind mehrere Punkte zu beachten. Wie die Auswertung
aus Abbildung 8.14 gezeigt hat, ist es notwendig fiir die Bewertung eines ein-
zelnen Zahnes stets eine ausreichende Anzahl an Abwilzvorgingen mit dem Ge-
genrad zu berticksichtigen. Was eine ausreichende Anzahl darstellt hiangt dabei
von der Oberflachenqualitiit der zu bewertenden Zahnrider ab. In Abbildung 8.14
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entspricht die Rauheit im Zustand ,,Wilzgeschliffen ungefihr einer heute im au-
tomobilen Getriebebau iiblichen Oberflichenqualitit (~ R, < 4 pm, z.B. [137]).
Ausgehend davon ldsst sich fiir derartige Oberflichenqualititen eine Empfehlung
zur Beriicksichtigung von acht bis zehn Abwilzvorgingen geben. Bei sehr glatten
Zahnflanken kann diese Zahl reduziert werden. Eher rauere Oberflichen erfordern
dagegen eine groflere Anzahl an simulierten Abwilzvorgingen.

Als nichstes stellt sich die Frage wie viele einzelne Zahne fiir die Auslegung ei-
nes ganzen Zahnrades betrachtet werden miissen. Die Pitting-Lebensdauer eines
gesamten Zahnrades entspricht immer der Lebensdauer des kritischsten Einzel-
zahnes. Da der Aufwand fiir eine Nachrechnung aller Zdhne zu hoch ist, empfiehlt
es sich iiber eine Betrachtung weniger Einzelzihne eine mittlere Lebensdauer
abzuschitzen und diese dann auf kleinere Ausfallwahrscheinlichkeiten zu extra-
polieren. Hierfiir miissen allerdings im Vorfeld Annahmen iiber die Verteilung
und Streuung der Grundgesamtheit gemacht werden. In Zahnradlaufversuchen
ist dieses Vorgehen bereits etabliert, weil eine umfangreiche Belegung einzel-
ner Versuchsniveaus aus Kostengriinden nicht moglich ist. Hier werden die aus
einem Versuch mit geringer Belegung abgeschitzten Mittelwerte mithilfe einer
angenommenen Verteilung auf ein 1%-Quantil umgerechnet. Fiir einsatzgehirte-
te Zahnridder wurde dazu im Forschungsvorhaben Nr. 304 der F'VA [149] aus einer
groBBen Anzahl an Laufversuchen zur Pittingtragfihigkeit ein allgemein giiltiger
Kennwert fiir die Streuung der Lebensdauer ermittelt. Eine pragmatische Losung
fiir die statistische Absicherung der mit dem entwickelten Konzept berechneten
mittleren Lebensdauern wire daher die Verwendung des in der Versuchsauswer-
tung etablierten Umrechnungsverfahrens. Demnach kann bei einsatzgehirteten
Zahnrédern die aus den Simulationen bestimmte mittlere Lebensdauer mit 50%
Ausfallwahrscheinlichkeit durch Multiplikation mit dem Faktor 0,26 auf eine
1% Ausfallwahrscheinlichkeit umgerechnet werden [149]. Alternativ lieBe sich
ein solcher Faktor auch aus einer umfangreich durchgefiihrten Simulationsstudie
herleiten. Dazu miisste bei einer groeren Anzahl von Zahnriddern eine Lebens-
dauerberechnung sdmtlicher Zahne durchgefiihrt und mithilfe der Ergebnisse eine
Verteilungsfunktion der Einzelzahnlebensdauern hergeleitet werden. Aus der er-
mittelten Verteilungsfunktion lieBe sich dann der Faktor zur Umrechnung der
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mittleren Lebensdauer auf eine 1% Ausfallwahrscheinlichkeiten bestimmen. Wie
viele einzelne Zihne fiir eine reprisentative Schitzung der mittleren Lebensdauer
nachgerechnet werden sollten ist wie bei der Anzahl an Abwilzvorgingen von der
vorliegenden Oberflichenqualitit abhingig. Bei den in dieser Arbeit betrachteten
Zahnridern mit fiir den Automobilbereich typischen Oberflichenqualititen hat
sich anhand der Untersuchung in Abbildung 8.15 eine Anzahl von vier bis fiinf
berechneten Zihnen als geeignet erwiesen.

Insgesamt lésst sich also eine statistische Absicherung der Berechnungsergebnisse
erreichen, indem die Lebensdauer von vier bis fiinf einzelnen Zihnen eines Zahn-
rades berechnet wird und die daraus bestimmte mittlere Lebensdauer auf eine
geringere Ausfallwahrscheinlichkeit umgerechnet wird. Dabei ist darauf zu ach-
ten, dass in den einzelnen Berechnungen ausreichend Abwilzvorginge mit dem
Gegenrad berticksichtigt werden. Durch die effiziente Umsetzung des in dieser Ar-
beit entwickelten ortlichen Konzepts ist eine solche Auslegung mit vertretbarem
Aufwand realisierbar.
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In der vorliegenden Arbeit wurde ein auf ortlichen GroBen basierendes Berech-
nungskonzept zur Bewertung von Pittingversagen bei randschichtgehirteten Zahn-
rddern entwickelt. Durch die Verwendung von EHD-Simulationen kénnen dabei
die Einfliisse des Schmierstoffes und der Zahnflankenoberfliche in der Berech-
nung beriicksichtigt werden. Ein neu entwickelter Ansatz zur Ermittlung der lokal
ertragbaren Beanspruchung ermoglicht es mit dem Modell quantitativ zuverlédssige
Lebensdauervorhersagen der Pittingtragfihigkeit zu machen.

Zunichst wurden in theoretischen Untersuchungen die Besonderheiten der Zahn-
flankenbeanspruchung im Gebiet des positiven und negativen Schlupfes analysiert
und daraus eine Modellvorstellung fiir die oberflicheninduzierte Pittingbildung
abgeleitet. Dabei zeigte sich, dass der vielschichtige Vorgang der Pittingentste-
hung nicht vollstindig durch eine rein spannungsbasierte Betrachtung beschrie-
ben werden kann. Vielmehr kommt auch komplexen Risswachstumseffekten eine
wichtige Bedeutung zu. Indem das Berechnungsgebiet auf den Bereich negativen
Schlupfes eingegrenzt wurde, konnte die Bewertung des Risswachstums umgan-
gen werden, weil empirisch bekannt ist, dass hier giinstige Voraussetzungen fiir
das Risswachstum vorliegen. Als Schiadigungskriterium wurde dann die Bewer-
tung der Werkstoffermiidung unterhalb der Oberfliche gewihlt, da diese neben der
Anrissbildung an der Oberflache und dem einsetzenden Risswachstum dariiber
entscheidet, ob eine Rissausbreitung in tiefere Werkstoffbereiche moglich wird
und somit ein Pitting entstehen kann.
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Zur Ermittlung der lokalen Beanspruchung wurde ein Zahnrad EHD-Kontakt-
modell entwickelt, welches den kompletten Abwilzvorgang durch ein Zylinder-
Zylinder Ersatzmodell annéhert und so die Beriicksichtigung der Oberfldchenrau-
heit und des Schmierstoffeinflusses ermoglicht. Hierdurch kann die im Zahnrad-
kontakt vorhandene Beanspruchung deutlich genauer modelliert werden als mit
konventionellen Modellen. Durch die Konzeption als 2D-Modell und den Ein-
satz eines effizienten EHD-Solvers bleibt der Berechnungsaufwand dabei klein
genug, um einen Einsatz in der betrieblichen Auslegungspraxis zu ermoglichen.
Neben der Modellierung der direkten Kontaktbeanspruchungen, wurde ebenfalls
ein vereinfachtes Modell zur Beriicksichtigung der sekundéiren Biegebeanspru-
chung mithilfe der Theorie elastischer Keile entwickelt. Dieses erlaubt bei Ge-
radverzahnungen eine einfache analytische Berechnung der im Zahnradkontakt
entstehenden Biegespannungsanteile.

Fiir die Ermittlung der lokalen Beanspruchbarkeit gegen Pittingversagen wurde ein
Ansatz entwickelt, welcher anstatt einfacher Werkstoff-Probenversuche standar-
disierte Zahnrad-Laufversuche zur Bestimmung der Festigkeit nutzt. Dies hat den
Vorteil, dass die im Versuch vorhandenen Beanspruchungsverhiltnisse tatséchlich
reprisentativ fiir die Wilzbeanspruchung sind und bereits zahlreiche Versuchs-
daten fiir relevante Werkstoffe und Fertigungszustinde in der Literatur existieren.
Aus den mit standardisierten Priifverzahnungen durchgefiihrten Wohlerversuchen
kann mithilfe des entwickelten Ansatzes eine in einem bestimmten Tiefenbereich
giiltige lokale Pitting-Wohlerlinie abgeleitet werden, die dann zur Bewertung von
anderen Zahnradgeometrien und Oberflachenqualititen verwendet werden kann.
Die Kosten eines mit Priifverzahnungen durchgefiihrten Wohlerversuchs sind da-
bei um ein Vielfaches geringer als Versuche mit realen Bauteilen.

Um die lokale Pitting-Wohlerlinie abzuleiten, wird der Priifstandsversuch mit dem
entwickelten Beanspruchungsmodell nachsimuliert. Dazu ist es notwendig ver-
suchsbegleitend relevante lokale Eigenschaften wie die Oberflachenrauheit, den
Hirtetiefenverlauf und den Eigenspannungstiefenverlauf zu ermitteln. Anschlie-
Bend kann die an der versagensrelevanten Stelle ermittelte lokale Beanspruchung
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der im Versuch beobachteten Lastzyklenzahl bis zum Ausfall zugeordnet wer-
den. Durch Wiederholung dieser Vorgehensweise fiir verschiedene Priifrdder und
Lastniveaus erhilt man schlieBlich die lokale Pitting-Wohlerlinie.

Das entwickelte Konzept wurde in dieser Arbeit auf einsatzgehirtete Zahnriader
aus dem Werkstoff 20MnCrS5 angewandt. Dazu wurde zunichst aus einem ent-
sprechenden unter standardisierten Bedingungen durchgefiihrten Wohlerversuch
durch Simulationen die lokale Pitting-Wohlerlinie bestimmt. Anschlieend wurde
eine Reihe von Stichversuchen mit Priifverzahnungen aus demselben Werkstoff
mit derselben Wiarmebehandlung aber verdnderter Oberflichenrauheit durchge-
fuhrt. Mithilfe des entwickelten ortlichen Konzepts wurde dann rechnerisch die
mittlere Lebensdauer der Stichversuche bestimmt und mit den Versuchsergebnis-
sen abgeglichen. Dabei konnte gezeigt werden, dass es mit der entwickelten Me-
thode moglich ist die Lebensdauer von Verzahnungen unterschiedlicher Oberfld-
chenrauheit im Zeitfestigkeitsgebiet quantitativ zuverléssig vorherzusagen. Damit
ist es erstmals gelungen den Einfluss der Oberflichenrauheit auf die Pittingle-
bensdauer simulativ und gleichzeitig quantitativ zuverlissig vorherzusagen, ohne
dass hierfiir zusitzliche aus Versuchen ermittelte empirische Faktoren erforderlich
waren.

Das entwickelte ortliche Konzept wurde schlieBlich dazu verwendet eine Rei-
he von rechnerischen Untersuchungen durchzufiihren und verschiedene Modell-
einfliisse zu analysieren. Bei der Untersuchung von stochastischen Einfliissen
konnte gezeigt werden, dass die Beanspruchungssituation unterhalb einer Zahn-
flanke stark vom jeweiligen Wilzpartner abhingt. Die Pitting-Lebensdauer eines
Zahnrads ist daher davon abhiéngig, wie sich die Beanspruchung iiber mehrere Ab-
wilzvorginge mit unterschiedlichen Zahnen des Gegenrades verhilt. Aus diesem
Grund ist es fiir die Berechnung bei Berticksichtigung der Zahnflankenoberflache
wichtig stets eine reprisentative Anzahl von Abwilzvorgiingen zu betrachten und
nicht einfach das Ergebnis eines einzelnen Abwilzvorgangs zu extrapolieren.

Die Untersuchung der Auswirkung beanspruchbarkeitsseitiger Einflussgrofien wie
der Hirte oder den Eigenspannungen hat gezeigt, dass diese mit dem entwickel-
ten Modell nicht oder nur teilweise simulativ bewertet werden konnen. Vielmehr
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wurde bestitigt, dass diese Einflussgroflen versuchsseitig durch eine entsprechen-
de lokale Pitting-Wohlerlinie beriicksichtigt werden miissen. Zumindest bei den
Eigenspannungen war dies nicht von Beginn an klar, da diese den Lastspannungen
iberlagert werden und damit direkt in das Modell eingehen. Es hat sich allerdings
herausgestellt, dass die festigkeitssteigernde Wirkung von Druckeigenspannungen
im Fall der Wilzbeanspruchung durch eine reine Uberlagerung mit den Last-
spannungen nicht vollstindig abgebildet wird. Wihrend diese Vorgehensweise bei
Beanspruchungen im Zugspannungsbereich zufriedenstellende Ergebnisse liefert,
ist die Wirkung bei der bereits durch hohe Druckspannungen charakterisierten
Wilzbeanspruchung deutlich geringer. Offensichtlich duBert sich der festigkeits-
steigernde Effekt der Druckeigenspannungen eher durch eine Behinderung des
Rissfortschritts der Oberflachenanrisse, was allerdings im vorliegenden Konzept
nicht simulativ, sondern versuchsseitig beriicksichtigt wird.

Insgesamt ist die entwickelte Methodik vor allem fiir die simulative Bewertung
beanspruchungsseitiger Einflussgrofen geeignet. Dazu zihlen verdnderte Zahn-
flankengeometrien, unterschiedliche Oberflichenqualitéten, oder der Einsatz von
Schmierstoffen unterschiedlicher Viskositit. Beanspruchbarkeitsseitige Einfliis-
se miissen dagegen durch einen entsprechenden Wohlerversuch und die daraus
abgeleitete lokale Pitting-Wohlerlinie abgedeckt werden.

Damit ist das Konzept aber geeignet den Einfluss der im Zahnradkontakt vor-
handenen Biegebeanspruchung sowie den Einfluss sogenannter von der Rauheit
verursachter Mikrozyklen auf die Pittinglebensdauer zu bewerten. Hierfiir wurden
mit dem entwickelten Modell Vergleichsrechnungen mit und ohne Beriicksich-
tigung der jeweiligen Effekte durchgefiihrt. Dabei konnte gezeigt werden, dass
innerhalb des Modells bei beiden Einfliissen keine signifikante Bedeutung fiir die
Pittinglebensdauer festgestellt werden konnte und diese daher bei der Berechnung
vernachldssigt werden konnen.

Fiir eine mogliche Weiterentwicklung des Konzepts kommen mehrere Aspekte
in Frage. Ein vielversprechender Punkt ist die Beriicksichtigung eines statisti-
schen GroBeneinflusses, wodurch die Ubertragbarkeit der an Priifverzahnungen
bestimmten lokalen Pitting-Wohlerlinie auf kleinere und grofiere Verzahnungen
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verbessert werden kann. Diese Ubertragbarkeit konnte in der vorliegenden Arbeit
nicht experimentell validiert werden, da die fiir die Stichversuche verwendeten
Verzahnungen geometrisch genau den Priifverzahnungen entsprachen.

Ein weiterer Punkt betrifft das noch wenig untersuchte Festigkeitsverhalten von
Werkstoffen bei hoher Druckbeanspruchung. Hier wire eine systematische Unter-
suchung von typischen Zahnradwerkstoffen hinsichtlich der ertragbaren Schub-
wechselfestigkeit bei tiberlagerten hohen Drucknormalspannungen empfehlens-
wert. Neben dem Werkstoffeinfluss sollte dabei auch der Einfluss der durch die
Wirmebehandlung eingestellten Mikrostruktur untersucht und variiert werden.

Dariiber hinaus wire die Erweiterung des Konzepts um eine Beriicksichtigung der
Anrisswahrscheinlichkeit an der Zahnflankenoberfliche eine zusitzliche sinnvol-
le Weiterentwicklung. Hierdurch konnte der Einfluss verschiedener Oberflichen-
strukturen und Schmierstoffe noch priziser bewertet werden. Die hierfiir notwen-
digen Informationen sind in den Ergebnissen der aktuellen EHD-Simulationen
bereits vorhanden. Es fehlt lediglich ein entsprechendes Auswertekriterium.

Eine weitere Verbesserung wire die Verwendung eines 3D-EHD-Modells zur
Berechnung der lokalen Beanspruchung. Dazu wire keine Anderung der in dieser
Arbeit verwendeten Methodik notwendig. Nur die entsprechenden Schnittstellen
sowie die EHD-Simulation miissten angepasst werden. Allerdings wiirde dabei
sowohl der Berechnungs- als auch der Vermessungsaufwand stark ansteigen. Bei
den derzeit verfiigbaren Rechenleistungen steht dies noch im Widerspruch zu einer
einfachen und praxistauglichen Anwendung und sollte daher eher als langfristige
MaBnahme verstanden werden.
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A.1 Validierung des Modells zur Berechnung
der Sekundarbeanspruchung

Um die in Abschnitt 5.2 beschriebene Methode zur vereinfachten Berechnung der
Biegebeanspruchung zu validieren, wurde eine Nachrechnung der durch die Bie-
gung hervorgerufenen Spannungen mithilfe der Finite-Elemente-Methode durch-
gefiihrt. Dabei wurden zwei Kontaktpositionen am Beginn sowie am Ende des
Einzeleingriffs untersucht und die resultierenden Spannungen innerhalb der Zahn-
flanke an verschiedenen Stellen ausgewertet. Die FE-Berechnung wurde mithilfe
des Programms Abaqus durchgefiihrt. Als Eingangsdaten wurde ein 3D Modell
eines Ritzelzahnes der in dieser Arbeit untersuchten Priifverzahnung verwendet
sowie die mit dem Programm Masta bei 350 Nm Eingangsdrehmoment ermit-
telte kritische Linienlastverteilung entlang der Zahnflanke (vgl. Abbildung 8.5).
Im FE-Modell wurde die Last dann als konstant entlang der Zahnbreite verlau-
fende elliptische Druckverteilung vorgegeben. So konnte trotz des 3D-Modells
eine Art 2D-Berechnung angenihert werden. Die Druckverteilung wurde dabei
mit den analytischen Gleichungen der Hertz’schen Theorie berechnet. Die FE-
Berechnung erfolgte statisch, d.h. ohne Beriicksichtigung des Abwilzvorganges
sowie ohne Beriicksichtigung der Reibung. Abbildung A.1 zeigt die untersuch-
ten Kontaktpositionen sowie die Stellen, an welchen die Auswertung der aus dem
Kontakt resultierenden Spannung erfolgte. In Tabelle A.1 sind die entsprechenden
Zahnflankendurchmesser dokumentiert.

Pos. 1:
py = 1846 MPa
by = 0,321 mm

Pos. 1

Pos. 2

y
T—r x

Pos. 2:
pyg = 1853 MPa
b = 0,320 mm

Abbildung A.1: Positionen des Kontakts sowie der ausgewerteten Spannungen der FE-Simulation
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Tabelle A.1: Zahnflankendurchmesser des jeweiligen Kontaktpunktes sowie der Auswertepositionen

Bezeichnung Lage Kontakt Auswerteposition  Flankendurchmesser

la 82,31 mm
Position 1 92,12 mm 1b 85,88 mm

1c 88,00 mm
Position 2 86,12 mm 2 8231 mm

2b 83,51 mm

Dain der FE-Simulation keine isolierte Berechnung der Biegespannungen erfolgen
kann, enthalten die resultierenden Spannungsverldufe Anteile aus der Hertz’schen
Pressung, der Biegung sowie des Querkraftschubes. Die jeweils ausgewerteten
Stellen an der Zahnflanke wurden zwar in einiger Entfernung zum Kontaktmit-
telpunkt gewihlt, ein gewisser Einfluss der Kontaktspannungen lédsst sich aber
nicht vermeiden. Um das vereinfachte Modell zur Berechnung der sekundiren
Biegebeanspruchung mit den FE-Simulationen vergleichen zu konnen, miissen
den ermittelten Biegespannungen daher noch die Kontaktspannungsanteile aus
der Hertz’schen Pressung tiberlagert werden. Hierfiir wurden die unterhalb der
Zahnflanke resultierenden Kontaktspannungen analytisch mithilfe von Gleichung
4.49 aus [71] berechnet und nach Transformation in das Koordinatensystem x’-y’
den analytisch berechneten Biegespannungen iiberlagert. In Abbildung A.2 und
Abbildung A.3 sind schlieBlich die mit der analytischen Methode und der FE-
Simulation berechneten Spannungen in x’- und y’-Richtung gegeniibergestellt.

Insgesamt ergibt sich im fiir Pitting relevanten oberflichennahen Tiefenbereich ei-
ne gute Ubereinstimmung der analytisch berechneten Spannungsverliufe mit den
Ergebnissen aus der FE-Simulation. In groBeren Tiefen macht sich zunehmend
der Einfluss des Querkraftschubes bemerkbar, welcher nur in der FE-Simulation
beriicksichtigt ist. An der Stelle 1a zeigt das vereinfachte analytische Modell ge-
geniiber den Ergebnissen der FE-Simulation etwas erhohte Spannungen. Dennoch
lasst sich aus den Ergebnissen festhalten, dass das entwickelte Modell geeignet ist
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die Biegebeanspruchung bei geradverzahnten Zahnriddern hinreichend genau zu

modellieren.
Resultierende Spannung o,/ Resultierende Spannung o/
- - FE-Simulation L ]
150F — Analytisch T 150 T
= Z 100} 1 Ewoof~"777 T
g S 2
£ % 50+ 1 < 50+ B
S 5
OF === L ____1 0 B
=50t L L L -50k L L L
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
150+ E 150+ E
o & 100f {1 2 00F~-—
S 2 S | T
S < S0 4 < 50F TTs
S S
OF~~"~"~~7"==°=°=°=°7°7°7 E oF i
-50 L 1 1 -50k L 1 L
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
150+ E 150+ E
o & 100} i & 100f -
s = 2 ~==
g < sor 1 < sor ~— .
el e R
0 :—-\ O S~oo _
-50 L 1 1 k -50k L 1 L ]
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
Randabstand (mm) Randabstand (mm)

Abbildung A.2: Vergleich der analytischen Methode mit der FE-Simulation im Bereich des oberen
Einzeleingriffspunktes in Position 1
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Resultierende Spannung o,/ Resultierende Spannung o
100F _ " R Simulation ' i
—— Analytisch
<
A
g
2y
-100}F , . ) . -100 . . . ]
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
100F j j j ] 100F j j j ]
_ 50F 1 - 50
o g £
S
s 2 0 g 0
Q? éa g::
-50 -50
-100 . . . -100} . . -
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
Randabstand (mm) Randabstand (mm)

Abbildung A.3: Vergleich der analytischen Methode mit der FE-Simulation im Bereich des unteren
Einzeleingriffspunktes in Position 2
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A.2 Schubspannungskomponente der
Eigenspannungen

Da die Eigenspannungsmessungen in drei um 45° zueinander verschobene Mess-

richtungen durchgefiihrt wurden, kann auch eine Schubspannungskomponente der

Eigenspannungen bestimmt werden. Diese ist in Abbildung A .4 fiir die verschiede-

nen untersuchten Zahnradzustinde abgebildet. Da das Vorzeichen bei Schubspan-

nungen fiir die Festigkeitsbewertung keine Bedeutung besitzt, bleibt unklar wie

die Schubeigenspannungen in der Berechnung beriicksichtigt werden konnen. Aus

diesem Grund werden die Schubeigenspannungen in dieser Arbeit vernachléssigt.

Trs (MPa)

Trs (MPa)

Zahnrad 1: Ausgangszustand

Zahnrad 2: Eingelaufen

200 T T T 200 T T T T
100 1 100 1
0 1 0fF 1
-100 1 -100 0 Zahn 2.1 0 Zahn2.2 |

o Zahn 1.1 o Zahn 1.2 0 Zahn 2.3 (ungelaufen)
200 . f f f 200 . A h A
0 50 100 150 200 250 50 100 150 200 250

Zahnrad 3: Pittingschaden Zahnrad 4: Durchldufer

200 T T T T 200 T T T T
100 1 100 1
0 1 0 1
-100 1 -100 T

-200

A Zahn 3.1 A Zahn 3.2

v Zahn 4.1

50 100 150 200 250
Randabstand (pm)

-200

50 100 150 200 250
Randabstand (pm)

Abbildung A.4: Schubspannungskomponente der Eigenspannungen gemessen an vier Priifrddern in
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A.3 Weitere exemplarische
Simulationsergebnisse

Variante ,,Ritzel poliert*

B C B C
E
Hieesa ®-o ) wa
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& 400
g
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2 250
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_ 200
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€ i
= H
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Abbildung A.5: Simulationsergebnisse Stichversuch ,,Ritzel poliert* mit kritische Ebene Vergleichs-
spannung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,,x* Markierungen ent-
sprechen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+* Markierungen dem
Ort der grofiten Gesamtschédigung.
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Abbildung A.6: Simulationsergebnisse Stichversuch ,.Ritzel poliert mit integraler Vergleichsspan-
nung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,,x* Markierungen entspre-
chen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+“ Markierungen dem Ort
der grofiten Gesamtschidigung.
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Variante ,,Walzgeschliffen
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Abbildung A.7: Simulationsergebnisse Stichversuch ,Wilzgeschliffen” mit kritische Ebene Ver-
gleichsspannung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,,x* Markierungen
entsprechen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+* Markierungen dem
Ort der grofiten Gesamtschédigung.
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Abbildung A.8: Simulationsergebnisse Stichversuch ,Wilzgeschliffen* mit integraler Vergleichs-
spannung. Bereich B-C der Eingriffsstrecke des Ritzels. Die ,,x* Markierungen ent-

sprechen dem Ort der maximalen Vergleichsspannung, die ,,+* Markierungen dem
Ort der grofiten Gesamtschédigung.
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Die Auslegung von Zahnradern gegen Pittingschaden erfolgt nach
heutigem Stand der Technik anhand von einfachen physikalischen
Modellen, die durch empirisch ermittelte Faktoren erganzt werden. Um
den Einfluss veranderter Betriebsbedingungen auf die Zahnflanken-
tragfahigkeit effizient und kostenglinstig berticksichtigen zu kénnen,
werden allerdings ausgekliigelte physikalische Simulationsmodelle
bendtigt. Aus diesem Grund wurde in dieser Arbeit ein auf lokalen Gro-
3en basierendes ortliches Auslegungskonzept gegen Pittingversagen
entwickelt. Das Modell konnte erfolgreich anhand von Stichversuchen
mit einsatzgeharteten Zahnradern veranderter Oberflachenrauheit
validiert werden. Damit ist es gelungen den Einfluss unterschiedli-
cher Zahnflankenoberflachen auf die Pittingtragfahigkeit erstmals
simulativ und gleichzeitig quantitativ zuverlassig vorherzugsagen.
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