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Steigerung der Betriebssicherheit von Windenergieanlagen
durch kooperative Berechnungsanséatze bei der
Walzlagerauslegung

Dipl.-Ing. (FH) S. Schemmert MBA,

Eickhoff Antriebstechnik GmbH, Bochum;

Dipl.-Ing. (FH) M. Kohlhepp,

Schaeffler Technologies AG & Co. KG, Schweinfurt;
Dr. Ing. M. Dally,

Nordex Energy SE & Co. KG, Rostock

Kurzfassung

Um ihre Produktionskosten weiter zu senken, stellen sich Turbinenhersteller der Herausforde-
rung einer fortlaufenden Erhéhung der Leistungsdichte innerhalb des Antriebsstranges. Mit
dem Ziel einer stetigen Steigerung der Ressourceneffizienz wahrend der Triebstrangentwick-
lung tragt nach wie vor der ,klassische* Berechnungsansatz der Finite-Element-Methode einen
substanziellen Beitrag zur Lésungsfindung.

Gilt es jedoch, die mit der Gewichtsreduktion einhergehenden elastischen Umgebungsstruk-
turen und die daraus resultierenden Wechselwirkungen bei der Entwicklung von Windgetrie-
ben zu bertcksichtigen, sind dem einzelnen Komponentenhersteller bei den klassischen Be-
rechnungsansatzen systembedingte Grenzen gesetzt.

Um die Betriebssicherheit auch unter dem Einfluss immer kirzerer Produktentwicklungszeiten
weiter zu steigern, kann eine Betrachtung eben dieser heterogenen Wechselbeziehungen der
verschiedenen Subsysteme einen unternehmensibergreifenden Berechnungsansatz bei der
Triebstrangauslegung erfordern.

Das Gemeinschaftsprojekt SENCE der beteiligten Firmen NordeX, Eickhoff und Schaeffler
stellt sich dieser Herausforderung durch Verwendung einer gemeinschaftlichen Simulations-
plattform, wobei entsprechende Schnittstellen und Bibliotheken den Arbeitsaustausch ermdg-
lichen, jedoch das jeweilige Kern-Know-How geschiitzt bleiben kann.

Der Beitrag stellt ausgesuchte Ergebnisse des Gemeinschaftsprojekts ,SENCE, Schaeffler-
Eickhoff-Nordex-Co-Engineering” vor, in dem zum einen exemplarische Verformungsmessun-
gen an Gehausebauteilen eines Getriebes wahrend des Anlagenbetriebs und Toleranzbe-
trachtungen bei der Triebstrangmontage aufgezeigt werden. Die Beispiele aus der praktischen
Anwendung zeigen zum anderen, dass eine detaillierte rechnerische Analyse zum Einfluss
elastischer Tragstrukturen auf ausgewahlte Getriebelagerstellen sinnvoll sein kann. Eine Ge-

genlberstellung mit konventionellen Berechnungsanséatzen wird ebenso dargestellt wie der
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aktuelle Stand einer systemubergreifenden Modellierungsstrategie. Eine durchgefihrte Para-
meterstudie zum Aufzeigen von Sensitivitaten gegeniiber aul3erer Verformung des Antriebs-
strangs wird vorgestellt. Die sich aus dem erhdhten Detaillierungsgrad ergebenden Potenziale

werden erlautert.

1. Einleitung

Im Allgemeinen fokussieren sich Unternehmen bei der Produktentwicklung auf ihr Produkt. So
konzentriert sich ein Hersteller von Anlagen fur die Windenergie auf das Gesamtsystem und
leitet die Produktanforderungen aus den stetig steigenden Marktanforderungen ab. Die daraus
abgeleiteten Betriebsbedingungen der Windenergieanlage werden als Lastenheft an die Kom-
ponentenhersteller z.B. des Hauptgetriebes oder der Rotorwellenlagerung kommuniziert.

Bei der Beschaffung von Teilkomponenten wie z.B. Wélz- oder Gleitlagern fur das Hauptge-
triebe wird ebenso verfahren. Dieser Top-down-Prozess der Anforderungen erfolgt oft unilate-
ral, ohne die Mdglichkeit einer Ruickkopplung der umfangreichen Leistungsanforderungen von

den Teilkomponenten auf das Gesamtsystem.

Bild 1: Ziele fur eine erfolgreiche Zusammenarbeit

In der Folge kann dem einzelnen Entwicklungspartner der umfassende Uberblick tiber die
Randbedingungen, Belastungen und méglichen Fehlersituationen fehlen. Ein gebrauchlicher
Ansatz, um dieses Informationsdefizit zu kompensieren, ist die Berticksichtigung von Sicher-
heitsfaktoren, was zu nicht effizient ausgelegten Produkten fihren kann. Zusétzlich wird die
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Herausforderung der Produktentwicklung durch die Tendenz zu immer kiirzeren Entwicklungs-
zeiten und begrenzten Entwicklungskapazitaten verstarkt.

Zielsetzung ist daher ein umfassender und vor allem harmonisierter Wissensstand tber die
spezifischen Produktanforderungen bei allen beteiligten Komponentenherstellern, so wie in
Bild 1 dargestellt. Das Vorgehen ermdglicht die Erstellung von funktions- und kostenoptimier-
ten Produkten durch die Entwicklung eines gemeinsamen Verstéandnisses der Systemanfor-
derungen und steigert dadurch die Wettbewerbsféahigkeit aller Projektbeteiligten. Das Gemein-
schaftsprojekt SENCE der beteiligten Firmen Nordex, Eickhoff und Schaeffler stellt sich dieser
Herausforderung durch die Verwendung einer gemeinschaftlichen Simulationsplattform, wobei
die in Bild 2 dargestellten Schnittstellen und Bibliotheken den Arbeitsaustausch ermdglichen,

jedoch das jeweilige Kern-Know-How geschutzt bleiben kann.

Bild 2:  Simulationsplattform BEARINX, SIMPLA und Schnittstellen der Firma Schaeffler

Die vom Projektpartner entwickelte Simulationsplattform deckt von der quasistatischen bis zur
dynamischen Systemsimulation alle Anforderungen an eine erganzende Systembetrachtung
ab und unterstiitzt dartiber hinaus die Projektpartner mit geeigneten Schnittstellen fir die je-
weiligen verwendeten inhouse Softwaresysteme.

Dadurch kénnen kurzfristig Simulationsmodelle des Versuchsstandes sowie der Windenergie-
anlage erstellt werden. Diese ermdglichen, durch eine gleichbleibende Datenbasis der Mo-
delle, umfassende Validierungs- und Analysemdglichkeiten, die wiederum in die Vorentwick-

lung neuer Anlagengenerationen einflieRen kénnen.
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In Bild 3 ist exemplarisch der Prozess der Getriebeentwicklung fir die Windenergieanwendung
dargestellt. Die Entwicklungszeit vom Start der Konstruktion bis zur Prototypenauslieferung

betragt weniger als 48 Wochen.

Bild 3: Getriebeentwicklungsprozess mit erganzenden Systembetrachtungen

Um schnellere Entwicklungszeiten zu erreichen, sind effiziente und gut aufeinander abge-
stimmte Prozesse erforderlich. In dem kurzen Zeitfenster zwischen Vorauslegung und Roh-
lingsbeschaffung werden fir die Struktur-, Lager,- und Verzahnungsauslegung wirksame und
etablierte Berechnungswerkzeuge fiir die Nachweisfihrung verwendet. Ergdnzende System-
betrachtungen koénnen in diesem frihen Stadium der Getriebeentwicklung nur vereinzelt
durchgefihrt werden.

Aus den Prototypenuntersuchungen am Prifstand und im Feld sowie Begutachtungen nach
einem Robustness-Test kdnnen sich Optimierungspotenziale fur die Serie oder AnstéRe fur
detailliertere Systembetrachtungen ergeben. Mit einer Simulationskooperation lasst sich die
Produktentwicklung beschleunigen und neue Erkenntnisse kénnen zeitnah in die Serie und

Neuentwicklungen einflieRen.

2. Triebstrangvalidierung im Feld und Lessons Learned
Vorgestellt werden exemplarisch zwei Feldbeobachtungen, die den AnstoR flr erweiterte Sys-
tembetrachtungen innerhalb der Simulationskooperation lieferten. Zum einen wird der Einfluss

von elastischen Gehéausestrukturen auf die Walzlagerlebensdauer der Trégerlager der ersten

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 5

Planetenstufe betrachtet, zum anderen wird die moégliche Wechselwirkung von Montagetole-
ranzen innerhalb des Antriebsstrangs untersucht.

In der Vergangenheit konnte es trotz geeigneter Stitzstrukturen zu Ringwandereffekten von
WalzlagerauBenringe kommen. Materialabtrag durch Relativbewegungen oder tUberméaRige
Reibkorrosionshildung waren die Folge. Die Ringwanderphanomene sind in [5] naher unter-
sucht, und werden an dieser Stelle nicht weiter erlautert.

In Bild 4 sind Daten aus einer Feldvermessung dargestellt. Es Iasst sich eine Wechselwirkun-
gen der ovalen Verformungen der Drehmomentstltze mit der periodischen Anregungen aus
den Planetenradzahnkraften und Rotorblattdurchgangen erkennen. Diese ist als ursachlich fir
die ,raupenartige” Ringwanderneigung von LagerauBenringen anzusehen. Die daraus resul-
tierenden Beanspruchungen auf Sicherungselemente kénnen sehr hoch werden, sind aber bei
geeigneter Konstruktion und unter Berlcksichtigung entsprechender Passungen beherrsch-
bar. In Einzelfallen kann es sinnvoll sein, die elastischen Tragstrukturen vollstéandig in die

Walzlagerauslegung mit einzubeziehen.

Bild 4: Exemplarische Strukturverformung an Geh&usebauteilen im Anlagenbetrieb

Um die Modellannahmen der Strukturverformungen zu verifizieren, unterstitzten durchge-
fuhrte Belastungsmessungen. Dies war ein wesentlicher Bestandteil bei der Validierung der
Simulationsrechnungen. Uber dem Umfang des Gehé&uselagersitzes applizierte Dehnmess-
streifen-Rosetten wurden die Verformungen wahrend des Anlagenbetriebs erfasst.

In erganzenden Messungen wurden die auftretenden Krafte ermittelt, die den Lagerauf3enring
am ,Wandern“ hindern. Diese, an mehreren Anlagen durchgefuhrten Messungen zeigen, dass
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die Gehauseelastizitat einen Einfluss auf die Ringwanderkrafte hat. Bild 5 zeigt den qualitati-
ven Vergleich der gemessenen Ringhaltekrafte in Abhangigkeit der Planetentragerlagerung
an unterschiedlichen Anlagenplattformen. An vier Getrieben sind die Planetentréager (PLT) der
Eingangsstufe mit Zylinderrollenlagern gelagert. Hier zeigen sich geringe Beanspruchungen
oder Ringhaltekrafte. Wird der PLT mit Kegelrollenlagern gelagert, ergeben sich — je nach
Umgebungskonstruktion — um den Faktor funf bis zehn héhere Beanspruchungen auf die Si-

cherungselemente.

Bild 5: Vergleich der Ringhaltekrafte in Abhangigkeit der Planetentragerlagerung

Einen weiteren Ansatz fur erganzende Systembetrachtungen liefern die Beobachtungen der
Getriebeverlagerung im Feld. Bild 6 zeigt die axialen Verlagerungen einer Drehmomentstiitze.
Wahrend sich die linke Seite nach vorne verlagert, schwingt die rechte Seite nach hinten. Die
Rotorblattdurchgange des Turmvorstaus erzeugen einen weiteren Impuls, der deutlich auf
dem Signal der linken Axialverlagerung zu erkennen ist. Das Getriebe giert in den Aufhangun-
gen der Elastomerlager um seine vertikale Achse. Dieses Phanomen ist bei jeder Anlagenver-
messung zu beobachten und bei moderaten Schwingwegen als unkritisch einzustufen. Im
Rahmen des Gemeinschaftsprojektes wurde zusétzlich untersucht, ob neben der Hauptwel-
lenbiegung auch die aus der Triebstrangmontage entstehenden Toleranzen einen Einfluss auf

die Beanspruchung der Planetentragerlager haben.

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 1

Bild 6: Gemessene Triebstrangverlagerung im Feld (exemplarisch die axiale Verlagerung)

Die Toleranzen am Triebstrang resultieren aus der Verkettung unvermeidbarer Ungenauigkei-
ten in der Fertigung und der Positionierung der Triebstrangkomponenten.

Bild 7: Auswirkungen von Montagetoleranzen des Anlagentriebstranges (exemplarisch)

Bild 7 zeigt mogliche Schiefstellungen der Bolzen in den Elastomerlagern der Getriebeaufhan-
gung. Beim anschlieRenden Verspannen der Elastomerlager kénnen Zwangskréfte entstehen,
die auf das Getriebegehause einwirken und die Drehmomentstitze verformen. Dies hat eine
mogliche Veranderung des Belastungszustands an der Tragerlagerung zur Folge, die als An-

lass flr ergdnzende Systembetrachtungen dient.
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3. Einfluss der Gehauseelastizitaten auf die Walzlagerlebensdauer

Um die Feldbeobachtungen und deren Wechselwirkungen auf die Walzlager zu bewerten, wird
in einem ersten Schritt das Standardmodell um ein elastisches Getriebegehause erweitert
(siehe Bild 8). Die Berlicksichtigung des Getriebegehauses ermdglicht die Bewertung der Ova-
lisierung des rotorseitigen Lagersitzes, resultierend aus dem Antriebsmoment an der Rotor-
welle. Die Verformung hat lokale Verengungen an den Walzkorperbahnen zu Folge, wodurch
neue Belastungszonen im Lager entstehen kdnnen. Im zweiten Schritt wird der Maschinentra-
ger der Windenergieanlage als elastisches Strukturelement betrachtet, um auch hier die Ein-

flisse der Elastizitat ableiten zu kénnen.

Bild 8: Einfluss der Gehauseelastizitaten auf den statischen Lastsicherheitsfaktor

In Bild 8 sind die aus den Designlastféllen resultierenden statischen Sicherheiten gegeniiber-
gestellt. Die Ergebnisse ermoglichen den direkten Vergleich der Modellerweiterungen fur das
rotorseitige und das generatorseitige Tragerlager. Die hervorgehobene horizontale Linie ent-
spricht der Mindestanforderung der statischen Sicherheit, die nach DIN EN 61400-4 mindes-
tens 2 betragen muss.

Die Ergebnisse am rotorseitigen Tragerlager weisen - je nach Lastfall - ein mehrdeutiges Ver-
halten der statischen Sicherheiten auf. Die Einbindung einer verformbaren Geh&usestruktur
sorgt bei den Lastféllen eins, zwei und vier fur erhdhte Tragfahigkeiten, was zu einer Vergro-
RBerung der Lagerlastzone und infolgedessen zu einer Steigerung der rechnerischen Legerle-
bensdauer fihrt. Der gegenteilige Effekt tritt bei den Lastfallen drei, fiinf, sechs und sieben
auf. Hier sorgt die Berilicksichtigung der elastischen Gehé&usestruktur fiir eine Verringerung

der statischen Tragfahigkeit. Am generatorseitigen Tragerlager liegen die statischen
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Sicherheiten deutlich tiber dem geforderten Sollwert. Eine Verringerung der Tragfahigkeit zeigt
sich hingegen nur bei den beiden Biegelastfallen fiinf und sechs.

Anders als die Beobachtungen aus dem Feld anfanglich vermuten lassen, liegen die beschrie-
benen Abweichungen auf die statischen Sicherheiten in einem vernachléssigbaren Bereich,
was vorrangig auf eine ausreichende Dimensionierung durch die ,klassische* Auslegung der
Finite-Elemente-Methode (FEM) im Getriebeentwicklungsprozess zuriickzuftihren ist. Durch
die stetige Steigerung der Leistungsdichte von Triebstrangkomponenten, die oftmals mit einer
Gewichtsreduktion und Progression der Strukturelastizitaten einhergehen, liefert der hier auf-
gezeigte Analyseansatz ein geeignetes Werkzeug fur punktgenauere Lastanalyse und Walz-
lagerauslegung.

Aus den beobachteten Triebstrangverlagerungen im Feld werden als zweite ergdnzende Sys-
tembetrachtung die Einflisse der Montagetoleranzen auf die Trégerlagerung durch Einbin-
dung der elastischen Umgebungsstrukturen untersucht. Dazu werden die in Bild 9 aufgezeig-
ten Parameterstudien durchgefihrt.

Bild 9: Parameterstudie zum Einfluss von theoretischen Montagetoleranzen

Um den Einfluss der toleranzbedingten Verschiebewege zu verdeutlichen, sind die modifizier-
ten Referenz-Lebensdauern in Bild 10 normiert abgebildet. Dabei dienen die Ergebnisse ohne
Verlagerungen an den Elastomerlagern als Normierungsreferenz. Um mdgliche Einflisse zu
verdeutlichen, werden Verschiebungen von einem und zwei Millimetern analysiert. Diese sind
zun&chst deutlich groRer als die tatséchlich auftretenden Montagetoleranzen, welche nur we-
nige zehntel Millimeter betragen.
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Bild 10: Einfluss von Montagetoleranzen auf die Lebensdauer der Planetentrégerlager

Die Parameterstudie ermdglicht die Anwendung des Ausschlussverfahrens fur die Varianten,
die keine relevanten Einwirkungen auf die Tragerlager haben. Bild 10 zeigt, bei welchen Mon-
tagevarianten es zu einer Steigerung bzw. Reduzierung der Lagerlebensdauer kommt. Die
Varianten D, E, J und K haben den grof3ten Einfluss auf die Tragerlagerlebensdauern. Eine
Aufteilung der Fertigungstoleranzen nach Variante E zeigt dabei den negativsten Effekt. Bild
11 zeigt die Ergebnisse einer detaillierteren Abtastung der Toleranzbereiche fir die Montage-

variante E.

Bild 11: Einfluss von Montagetoleranzen der Variante E
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Dabei werden neben der modifizierten Referenz-Lebensdauer die maximalen Hertz'schen
Pressungen sowie die radialen Lastverteilungen der Tragerlager in Abhangigkeit der Verschie-
bewege untersucht. Die durchgefiihrten Analysen zeigen, dass zum einen durch gezielte Aus-
richtungen des Antriebsstrangs die Tragerlager entlastet werden kénnen, was zu einer Stei-
gerung der Tragerlagerlebensdauer fuhrt. Zum anderen kénnen durch Fehlausrichtungen die
Tragerlager zusatzlichen Beanspruchungen ausgesetzt werden, was zu einer Reduzierung o-
der sogar zu einer Uberbeanspruchung der Tragerlager fiihren kann.

Die ergdnzenden Betrachtungen zu den Einfliissen der Montagetoleranzen auf die Trégerlager
geben Aufschluss dariber, dass infolge geringer Positionsstreuungen ,klassische Ausle-
gungsrechnungen in der Nachweisfihrung ausreichend sind. Sollten infolge einer fehlerhaften
Antriebsstrangmontage Risikobeurteilungen fur die Getriebetragerlager erforderlich sein, kann
eine Bericksichtigung von Elastizitat der Strukturbauteile hilfreiche Hinweise liefern und damit

die Betriebssicherheit von Windenergieanlagen steigern.

5. Zusammenfassung

Die stetige Steigerung der Ressourceneffizienz bei gleichbleibender Produktentwicklungszeit
stellt die Triebstrangentwickler vor grof3en Herausforderungen. Durch effiziente und aufeinan-
der abgestimmte Entwicklungsprozesse liefern die ,klassischen* Berechnungsansétze nach
wie vor einen substanziellen Anteil bei der Losungsfindung neuer Triebstrangentwicklungen
fur die Windenergie.

Um die Betriebssicherheit auch unter dem Einfluss immer kiirzerer Produktentwicklungszeiten
weiter zu steigern, kénnen Entwicklungskooperationen einen wichtigen Beitrag zu einem um-
fassenden und harmonisierten Wissensstand der spezifischen Produktanforderungen leisten.
Die Nutzung einer gemeinsamen Simulationsplattform ermdglicht nicht nur die Erstellung von
funktions- und kostenoptimierten Produkten, sondern steigert dariiber hinaus die Betriebssi-
cherheit von Windenergieanlagen durch ergdnzende Systembetrachtungen. Die daraus resul-
tierenden Erkenntnisse flieRen wiederum in neue Produktentwicklungen ein, was bei allen Pro-
jektbeteiligten mit einer Steigerung der Wettbewerbsfahigkeit einhergehen kann.

Der Beitrag zeigt ausgewéhlte Ergebnisse des Gemeinschaftsprojekts ,SENCE, Schaeffler-
Eickhoff-Nordex-Co-Engineering®, in dem exemplarische Verformungsmessungen an Gehau-
sebauteilen wahrend des Anlagenbetriebs und Toleranzeinfliisse bei der Triebstrangmontage
betrachtet werden.

Die Analyse von Feldvermessungen mit anschlieBender Systemsimulation zeigt, dass Gehé&u-
severformungen nennenswerte Auswirkungen auf die Walzlager und deren Ringwandernei-
gung haben kdnnen. Die sich daraus ergebenden Beanspruchungen auf Sicherungselemente
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sind unter Beachtung geeigneter Passungen beherrschbar. Es zeigt sich aber auch, dass es
in Einzelfallen sinnvoll sein kann, elastische Tragstrukturen bei der Walzlagerauslegung mit
einzubeziehen.

Die Ergebnisse der systemubergreifenden Berechnungsatze dokumentieren, dass eine Be-
rucksichtigung der Gehauseelastizitaten einen Einfluss auf die statischen Lastsicherheitsfak-
toren der Walzlager haben, allerdings konventionelle Auslegungsrechnungen in der Produkt-
entwicklung bei heutigem Stand der Getriebeleistungsdichte hinreichend genau sind.

Gilt es besondere Fragestellungen wie Risikoabschatzungen oder beispielsweise Einflisse
von Montagetoleranzen zu bewerten, liefern die erganzenden Systembetrachtungen den Ent-
wicklern von Anlagentriebstrangen hilfreiche Hinweise fur aktuelle und kunftige Produktent-

wicklungen.
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Profilauslegung und Vorspannung des Momentenlagers
einer Windenergieanlage

Besondere Randbedingungen bei der Dimensionierung von
GroBwailzlagern

Dipl.-Ing. Georg Breslau, Prof. Dr.-Ing. Berthold Schlecht,
Lehrstuhl Maschinenelemente, Technische Universitat Dresden

Kurzfassung

Aufgrund unterschiedlicher Triebstrangkonzepte existiert fir die Lagerung der Rotornabe in
Windenergieanlagen (WEA) eine Vielzahl verschiedener Losungen. Die Variante eines Mo-
mentenlagers fuhrt dabei zu einem besonders kompakten Antriebsstrang. Durch den Einsatz
eines zweireihigen Kegelrollenlagers mit groBem Durchmesser in O-Anordnung werden in-
folge der breiten Stiitzweite die Aufnahme und Ubertragung von hohen Biegemomenten er-
moglicht. Die Auslegung und Dimensionierung eines solchen Momentenlagers auf Grundla-
ge eines vorgegebenen Lastkollektivs stellt hinsichtlich der Rollenprofilierung und erforderli-
chen Lagervorspannung eine besondere Herausforderung dar. Dieser Beitrag behandelt
wichtige Aspekte der Lagerauslegung einschlieBlich der erforderlichen Methoden und Be-
rechnungsmodelle. Das beinhaltet die numerische Ermittlung der Lagerlastverteilung und
Rollenverkippungen fiir verschiedene Lastfélle, sowie die Walzkorperprofilierung auf Basis
von elastischen Halbraummodellen. Ein weiterer Schwerpunkt ist die Dimensionierung der
Lagervorspannung in Abhéangigkeit der Referenz-Lebensdauer nach [4] fur das gesamte
Lastkollektiv. In einer Gegenuberstellung zur Ausgangskonfiguration - ohne Lagervorspan-
nung und mit einer Rollenprofilierung nach Norm - kann eine Steigerung der Lebensdauer
um mehr als das Doppelte erreicht werden. Mit Hilfe der Finite-Elemente-Methode wurde in
einer abschlieBenden Analyse der Einfluss der Lagerringdeformation bezuglich der inneren
Lastverteilung und Lebensdauer fir eine Flanschlagerausfiihrung untersucht. Dazu wurden
die Lasteinleitung und Modellfesselung der Anschlussflachen an den Lagerringen unter Ver-
nachlassigung der Anbindungsgeometrien Uber flexible Mehrpunkt-Randbedingungen
(RBE3) modelliert. Diese Modellbildung ermdglicht die maximale Flexibilitat der Lagerringe
und stellt somit den ungiinstigsten Fall dar. Unter Berlcksichtigung der Lagerringverformun-
gen konnte eine Verringerung der Lebensdauer um etwa 22 % ermittelt werden.
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1. Einleitung

In diesem Beitrag wird die Rotorlagerung einer WEA exemplarisch untersucht. Betrachtet
wird ein kompakter Triebstrang mit teilintegriertem Momentenlager auf einer kurzen Rotor-
welle zwischen Nabe und Getriebe, siehe Bild la. Die Nabenlasten werden Uber ein
doppelreihiges Kegelrollenlager in O-Anordnung abgestitzt und sind in der Tabelle 1 firr das
akademische Berechnungsbeispiel auf drei Lastfalle reduziert. Im vorliegenden Fall ist das
Momentenlager konstruktiv als Flanschlager ausgefiihrt und die Lagerringe werden axial
Uber Schrauben fixiert. In diesem Berechnungsbeispiel wird eine Lebensdauer der Anlage
von 20 Jahren bei einer Betriebsdauer von 8000 h im Jahr und einer durchschnittlichen
Rotordrehzahl von 15 min~! vorausgesetzt. Das Belastungskollektiv entspricht hinsichtlich

der GroRRenordnung den Kréaften und Momenten an einer 5 Megawatt-Anlage.

Bild 1: Schnittansicht des Triebstrangs (a) nach [6] und Koordinatensystem (b) nach [7]

Die Nabenlasten sind als SchnittgroRen der Rotornabe unter Berlcksichtigung der
Gewichtskrafte in einem axialen Abstand von 750 mm zwischen Kraftangriffspunkt und der
Lagermitte definiert. Das Lastkollektiv ist so dimensioniert, dass Lastfall A den gréten
Laufzeitanteil a und die geringste Belastung aufweist, Lastfall B den gréRten
Schadigungsanteil verursacht und der Lastfall C durch kurzzeitig auftretende
Maximalbelastung und den geringsten Laufzeitanteil gekennzeichnet ist. Ziel ist die Dimensi-
onierung und Auslegung eines Momentenlagers, welches unter den gegebenen Lasten die
geforderte Anlagenlebensdauer erreicht. Die Tragfahigkeit eines Lagers wird maRgeblich
durch die Lager- und WalzkorpergréR3e, die Rollenanzahl und die Walzkorperlange beein-

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 15

flusst. Daher wird in diesem Beispiel die GroRe des Lagers so gewahlt, dass unter Annahme
einer starren Lagerumgebung mit Nullspiel sowie der Verwendung einer Norm-Profilierung

der Walzkdrper nach [4] die Lagerlebensdauer zwischen 15 und 20 Jahren betragt.

Tabelle 1: Rotorlasten im Koordinatensystem nach Bild 1b (a: Laufzeitanteil)

Lastfall Fy [kN] F, [kN] F, [kN] M, [kNm] | M, [kNm] a[%]
A 500 25 -1000 -1000 800 70
B 300 -150 -1000 -10000 -3500 25
C 250 -125 -1400 -17000 -1500 5

In Bild 2a ist eine Skizze mit den Hauptabmessungen des gewéhlten Momentenlagers dar-
gestellt. Durch die Wahl einer optimalen Lagervorspannung sowie der anschlieenden Aus-
legung der Rollenprofilierung soll eine Verbesserung der Lagerlebensdauer erzielt werden.

Bild 2: Skizze des Momentenlagers (a), FEM-Model (b), Druckwinkel ¢ = 45°

2. Ermittlung der Lagerlastverteilung

In Abhé&ngigkeit der auBeren Belastung resultiert fur jeden Lastfall eine unterschiedliche in-
nere Lastverteilung des Lagers. Das in [4] vorgestellte Berechnungsverfahren wird zur Er-
mittlung der internen Lastverteilung und Referenz-Lebensdauer von Rollenlagern eingesetzt
und ermdglicht eine Berlcksichtigung von Lagerspiel, Walzkdrperprofilierung und Verkip-
pung. Fur diesen Beitrag wurden die Modellbildung und numerische Simulation mit MATLAB
bzw. der FEM-Software ANSYs durchgefiihrt. Gegenliber dem Scheibenmodell entsprechend
der Norm [4] wurde eine Erweiterung des Systemfreiheitsgrades hinsichtlich Verkippung und
radialer Verlagerung der Walzkorper vorgenommen. Dadurch wird eine separate Betrach-
tung der Kontakte beider Laufbahnen erméglicht. Zur Auslegung einer Rollenprofilfunktion ist
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die Kenntnis der maximalen Walzkdrperlast Q und die dazugehdrige Verkippung gegentber
der Laufbahn erforderlich. Jedoch hat die Anderung der Profilierung im Scheibenmodell wie-
derum einen Einfluss auf die innere Lastverteilung und folglich auf die Belastung und Verkip-
pung. Demzufolge kann die Ermittlung einer optimalen Profilfunktion nur iterativ erfolgen und
bedarf somit einer glinstigen Ausgangsprofilierung, welche das Risiko von Kantentragen
bereits deutlich reduziert. Zu diesem Zweck eignet sich die Naherungsgleichung zur Rollen-
profilierung von Kegelrollenlagern entsprechend der Norm. Die ersten Berechnungsergeb-
nisse werden daher fUr eine allgemeine Profilierung der Kegelrollen nach [4] durchgefihrt.
Fur alle Lastfalle werden bei unterschiedlichen Lagervorspannungen die Referenz-
Lebensdauern Lo, und die radialen dynamisch &aquivalenten Referenzlasten P..; gegen-
Ubergestellt. Da fiir eine hohere Verkippung des Lagers eine starkere Vorspannung erforder-
lich wird, resultieren die Minima hinsichtlich der Referenzbelastung bei unterschiedlichen
Vorspannungen. Aus den Referenzbelastungen der drei Lastfélle lasst sich wiederum die
dynamisch aquivalente Referenzlast bzw. die Referenz-Lebensdauer des gesamten Kollek-
tivs berechnen, womit sich eine optimale VVorspannung von etwa 65 pum ergibt. Die Ergebnis-
se der Analyse sind im Bild 3 zusammengefasst. Demnach wird eine Erhdhung der Lagerle-
bensdauer von 16,6 auf 18,8 Jahren erreicht. In [3] wird ebenfalls die hdhere Zuverlassigkeit
von vorgespannten Lagersystemen am Beispiel der Momentlagerung einer WEA diskutiert.
Die Lastverteilung unter Beruicksichtigung der ermittelten Lagervorspannung dient nachfol-
gend als Ausgangslage fiir die Profiloptimierung. Nachdem eine optimierte Profilierungsfunk-

tion der Walzkorper gefunden ist, wird der Lagervorspannweg erneut angepasst.

Bild 3: Referenzbelastung (a) und Lebensdauer (b) in Abh&ngigkeit der Lagervorspannung
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3. Pressungsermittlung und Profiloptimierung

Fur die Ermittlung eines optimalen Walzkorperprofils ist eine exakte Bestimmung der Kon-
taktdruckverteilung erforderlich. Gegeniliber der numerischen Kontaktsimulation mittels FEM
stellt die Halbraummethode ein effizienteres Berechnungswerkzeug dar. Elastische Halb-
raummodelle eignen sich fir Kontakte mit kleiner Bertihrungsflache, deren Kontaktverfor-
mungen hinreichend klein sind, um die lineare Elastizitatstheorie (kleine Dehnungen) anzu-
wenden [8]. Diese Bedingung wird i.d.R. bei Rollenlagern erfullt. HARTNETT [5] hat im Jahre
1979 eine numerische Methode auf Basis eines Halbraumodells vorgestellt und zur Pres-
sungsermittlung von Walzlagern eingesetzt. Zuvor hatte KUNERT [9] bereits im Jahre 1961
die Spannungsverteilung im elastischen Halbraum fiir eine in Kontaktbreitenrichtung ellip-
tisch verteilte Flachenpressung tber einer rechteckigen Druckflache ermittelt. Er konstatierte,
dass diese vorausgesetzte Pressungsverteilung nicht verwirklicht werden kann, da selbst bei
entsprechender Profilierung der Walzkdrper noch Spannungsspitzen an den Stirnseiten des
Rollenkontaktes auftreten. Unter Nutzung des Berechnungsansatzes nach HARTNETT kénnen
durch Losung eines linearen Gleichungssystems die Verformungen der Halbraumoberflache
fur eine vorausgesetzte, beliebige Pressungsverteilung ermittelt werden, wortiber sich wiede-
rum die erforderliche Kontaktprofilierung bestimmen lasst. Wird, wie nach KUNERT, ein idea-
ler Linienkontakt vorausgesetzt, resultiert daraus eine Profilierung in exakter Ubereinstim-
mung mit der geldufigen Profilfunktion nach LUNDBERG [10]. Wird diese Profilfunktion als
Kontaktspiel im Halbraummodell beriicksichtigt, ergeben sich jedoch stark singuléare Span-
nungsspitzen an den Druckflachenenden und die urspriinglich vorausgesetzte Pressungsver-
teilung wird nicht erreicht, womit sich KUNERT’s Aussage in [9] bestéatigt. Bei genauerer Be-
trachtung der Oberflachenverformung wird ersichtlich, dass die Einsenkung im elastischen
Halbraum zu den Stirnseiten der Rolle keiner zylindrischen Krimmung entspricht. Demzufol-
ge existiert zwar eine mathematische Losung fur eine erforderliche Kontaktprofilierung, je-
doch ist diese bezuglich der Rolle nicht rotationssymmetrisch. Zudem verweist KUNERT da-
rauf, dass eine ideale Flachenpressungsverteilung ohnehin nicht erstrebenswert ist, da hier-
bei weiterhin Beanspruchungsspitzen an den Druckflachenenden unterhalb der Halbraum-
oberflache auftreten. Aus diesem Grund sei der Abbau der Druckspannungen zu den Stirn-
seiten des Linienkontaktes zweckmaRig. Fiur eine Gegeniberstellung werden entsprechend
der Tabelle 2 drei weitere Kontakttypen betrachtet. Der Rollenkontakt lasst sich Uber eine
entsprechende Profilierung von einem Linien- in einen Punktkontakt uberfiihren, sodass an-
statt der rechteckigen eine elliptische Druckflache resultiert. Bei einem Punktkontakt (Varian-
te 2) lassen sich Spannungsspitzen infolge von Kantentragen zwar sicher vermeiden jedoch
ist die Belastbarkeit gegentiber dem Linienkontakt (Variante 1) deutlich vermindert.
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Tabelle 2: Rollenprofilierung nach Kontakttyp (L.: effektive Wéalzkdérperlange)

Variante | Kontakttyp GroRRe Halbachse a | Belast- Spannungs-
der Druckellipse barkeit Uberhéhung

1 korrigierter Linienkontakt [10] 2a> Lye sehr hoch | sehr hoch

2 Punktkontakt 2a<1,5Lye gering keine

3 modifizierter Linienkontakt Lye <2a<1,5Lye | mittel mittel

4 optimierter Linienkontakt — hoch keine

Als modifizierter Linienkontakt (Variante 3) wird im Allgemeinen eine unvollstéandige ellipti-
sche Druckflache verstanden, welche ebenso wie der Linienkontakt nicht verwirklicht werden
kann und zu Spannungsspitzen fuhrt. Ein Kompromiss zwischen der generellen Belastbarkeit
durch eine groRe Druckflache und der Vermeidung von Kantentragen wird durch den opti-
mierten Linienkontakt (Variante 4) erzielt. Dabei wird keine elliptische Druckflache vorausge-
setzt, sondern die Druckellipse durch einen rechteckigen Bereich der Lange Lyonst VErgro-
Rert. Eine qualitative Gegenuberstellung der Pressungsverteilungen tber der Druckflache bei
gleicher Belastung und unterschiedlicher Profilierung ist dem Bild 4 zu entnehmen.

Bild 4: Qualitative Darstellung der Pressungsverteilung Gber der Druckflache

Durch einen optimierten Linienkontakt wird innerhalb des Bereiches von Ly, €ine gleich-
maRige Pressungsverteilung erreicht und auerhalb davon die Pressung bis zum Walzkor-
perende vollstandig abgebaut. Im folgenden Beispiel wird diese Profilierungsmethode
exemplarisch fur den Walzkoérperkontakt des Kegelrollenlagers nach Bild 2a angewendet. Es
lasst sich eine veranderliche Abplattungsbreite Uber der Rollenlange beobachten, welche
aus der Verkippung sowie Geometrie der Kegelrolle resultiert und in Richtung der Kegelspit-
ze geringfugig abnimmt. Demnach ergibt sich fur das Momentenlager keine zur Walzkorper-
mitte symmetrische Pressungsverteilung bzw. Profilierungsfunktion.
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Bild 5: Pressungsverteilung einer Kegelrolle, Q = 482 kN, Lyonst = 0,75 Lye, 11“ Verkippung

Im letzten lIterationsschritt der Profiloptimierung ergibt sich bei einem Vorspannweg von
65 um eine maximale Walzkdrperlast von Q = 482 kN und eine Verkippung der Walzkorper
von ca. 11 Winkelsekunden gegeniiber der Laufbahn. Da eine Anderung der Profilierungs-
funktion einen Einfluss auf die Lastverteilung des Lagers hat, ist der optimale Vorspannweg
erneut zu bestimmen, welcher sich von 65 um auf 50 um reduziert. In Bild 6 werden die Er-

gebnisse der beiden Modelle am Beispiel des Lastfalls C gegentibergestellt.

Bild 6: Vergleich der Pressungsverteilung fiir Lagervorspannweg 65 pm (a) und 50 um (b)
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Die Kontaktbeanspruchung mit dem Norm-Profil konzentriert sich, aufgrund der vergleichs-
weise starken Bombierung, in der Mitte des Walzkorpers. Darlber hinaus ist nicht die ge-
samte effektive Walzkorperlange in Kontakt, sodass zu den Stirnseiten unbelastete Bereiche
vorkommen. Weiterhin ist bei der Reihe 1 sehr gut zu sehen, dass sich die Beanspruchungs-
lange mit abnehmender Walzkorperbelastung schnell verkirzt. Demgegenuber ist die Pres-
sungsverteilung mit dem optimierten Profil gleichmaRiger tGber der Rollenlange verteilt. Die
Breite der Druckflache verringert sich zu den Stirnseiten, sodass keine Spannungsspitzen -
infolge von Kantentragen - auftreten. Bezuglich der Pressungsverteilung kdnnte eine héhere
Tragféahigkeit des Lagers nur durch eine Vergrof3erung von Ly,,s erreicht werden. Damit
ware jedoch das Risiko von Kantentragen infolge unvorhergesehener Stof3- bzw. Maximalbe-
lastungen héher. Durch Auswertung des gesamten Kollektivs ergibt sich mit dem optimierten
Walzkorperprofil eine Erhéhung der Lebensdauer auf 36,8 Jahre, was gegeniiber dem Norm-
Profil (18,8 Jahre) fast einer Verdopplung entspricht.

4. Untersuchung der Lagerringverformung mit der Finite-Elemente-Methode

Die bisherigen Untersuchungen haben ein starres Lagerumfeld vorausgesetzt, was hinsicht-
lich der Last- und Pressungsverteilung eine ideale Voraussetzung darstellt. Der Modellie-
rungsansatz des Scheibenmodells nach [4] I&sst sich ebenfalls mit der FEM umsetzen, siehe
Bild 2b. Hierzu wird die Steifigkeitscharakteristik des Kontaktes Uber nicht-lineare Federele-
mente abgebildet. Diese Federn kénnen mit einer flexiblen Umgebung gekoppelt werden,
wobei eine Korrektur der Steifigkeitskennlinie infolge der lokalen Knotennachgiebigkeit an
den Lagerringen erforderlich ist. Eine detailliertere Beschreibung der Modellierungsstrategie
findet sich in [2] und [11]. Da das untersuchte Momentenlager lediglich ein akademisches
Berechnungsbeispiel darstellt, ist keine Umgebungs- bzw. Anbindungsstruktur an das Ge-
héuse oder die Rotorwelle gegeben. Um dennoch den Einfluss der Lagerringverformungen
bezuglich der Lastverteilung und Lebensdauer des Momentenlagers zu analysieren, wird die
groRtmagliche Flexibilitat der Anbindungsstruktur angenommen. Hierzu wird eine ungehin-
derte Radialverformung beider Lagerringe Uber eine flexible Mehrpunkt-Randbedingung
(RBE3) ermdglicht. Ziel ist es, sowohl die Lasteinleitung am Innenring als auch die Fixierung
des AuRenrings am Gehause Uiber RBE3-Elemente umzusetzen. Die Knoten der Anschluss-
flachen werden jeweils mit einem Zentralknoten verbunden, dessen Verschiebung aus einer
Linearkombination der angebundenen Knoten resultiert. Die Anbindungsknoten kénnen sich
relativ zueinander verschieben, sodass fir die Lagerringe keine zusatzliche Versteifung re-
sultiert. Die Vernetzung der Lagerringe erfolgt unter Vernachléssigung der Durchgangsboh-
rungen und ist in Bild 2b qualitativ dargestellt. Die blauen Punkte kennzeichnen die am Um-
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fang verteilten Knoten der RBE3-Elemente des Innenrings und analog dazu fir den Auf3en-
ring die roten Punkte. Da das FE-Modell im Gegensatz zu einem Kontaktmodell nicht zur
direkten Spannungsermittiung eingesetzt wird, sondern vorwiegend eine Auswertung der
Lastverteilung zum Ziel hat, ist die Knotenanzahl bzw. der Systemfreiheitsgrad des Modells
weitestgehend zu reduzieren. Zur Aufbringung der erforderlichen Vorspannung im FE-Modell
wird fur die Elementen innerhalb des Kontraktionsbereichs am Innenring (Bild 2b) ein Tem-
peraturausdehnungskoeffizient in axialer Richtung definiert. Auf diese Weise kann durch die
Vorgabe einer globalen Temperatur die Lagervorspannung gesteuert werden. Abschlieend
wird sichergestellt, dass die Ergebnisse der Lastverteilung des FE-Modells mit versteiften
Lagerringen, den Ergebnissen des zuvor genutzten Berechnungsmodells in MATLAB entspre-
chen. Im Bild 7a ist die Lagerlastverteilung des FE-Modells mit starren und flexiblen Lager-
ringen fur den Lastfall C gegenubergestellt. Die radialen Ringverformungen infolge der Be-
lastung liegen im Bereich zwischen —0,5 mm und 1,25 mm und haben eine deutliche Vergro-
Berung der Lastzone zur Folge. Anhand der Pressungsverteilung in Bild 7b wird ein einseiti-
ges Tragen der Walzkorper ersichtlich, was insgesamt zu einer Reduzierung der Lagerle-
bensdauer auf 29,7 Jahre fihrt.

Bild 7: Last- und Pressungsverteilung des FE-Modells mit flexiblen Lagerringen fir Lastfall C

5. Zusammenfassung und Ausblick

In diesem Beitrag wurde veranschaulicht, welchen Einfluss die Profilierungsauslegung und
die Wahl der Lagervorspannung auf die rechnerische Referenz-Lebensdauer nach [4] haben.
Dazu wurde das methodische Vorgehen beschrieben und auf die verwendeten Berech-
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nungsansatze eingegangen. Ergebnis der Analysen ist eine optimierte Rollenprofilierungs-
funktion, welche in Verbindung mit einer idealen Lagervorspannung zu einer signifikanten
Steigerung der Lebensdauer fuhrt. Bei genauer Kenntnis der Anbindungskonstruktion kén-
nen folglich unter Berlicksichtigung der Lagerringverformung die ermittelten Lastverteilungen
fur eine weitere Anpassung der Profilierungsfunktion eingesetzt werden. Im Anschluss daran
kann fur die ermittelte Walzkorperprofilfunktion des Momentenlagers eine elastohydrodyna-
mische (EHD) Kontaktsimulation und eine weitere Optimierung des Profils erfolgen. Bei-
spielsweise werden in [1] die Ergebnisse einer numerischen Simulation der EHD-Kontakte

fur ein Rotorhauptlager ausgewertet.
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An Approach to Study the Damping Properties in
Solid-Lubricated Rolling Bearing Contacts

Fundamental Experimental Investigation through Drop-Tests

Ansatz zur Untersuchung der Ddmpfungseigenschaften in
feststoffgeschmierten Walzlagerkontakten

Experimentelle Grundlagenuntersuchungen durch die Fallversuche

Rahul Dahiwal, M.Sc., Prof. Dr.-Ing. Bernd Sauer
Lehrstuhl fir Maschinenelemente und Getriebetechnik (MEGT),
Technische Universitat Kaiserslautern

Abstract

In solid-lubricated rolling bearings, the cage, apart from guiding the balls through the no-load
zone, plays a lubrication role through sacrificial wear. The contact forces occurring at cage
pocket-rolling element contact strongly depend on the damping behavior of the contact pair.
The parametric damping approach is considered so far in the bearing simulation model for a
dry contact, as a function of penetration between the contact partners [1].

For this reason, with the proposed approach, it is attempted to derive the material-specific
damping properties with the help of experiments to have a more accurate description and
validate them using a simulation model. In this way, the future bearing model developments
will be supported with sensible input.

1. Introduction

Solid lubrication is being widely used in rolling bearing applications due to its excellent
tribological characteristics and sustainability in critical environmental conditions. Thus, solid
lubricating material offers the durability prolongation of such machine elements. The wear
behavior of the cage in these rolling bearings dominates their service life as the cage itself
behaves as the major source of lubrication. In addition to the material-specific wear rates, the
contact and friction forces between the material pair influence their wear behavior. The
contact forces are, in turn, significantly influenced by the damping characteristics of,

especially ball-raceway or ball-cage material contact.
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In this proposed contribution, experiments have been conducted. To determine the
coefficient of restitution for the contact partners, drop tests with a ball on a plate were carried
out through the self-developed model set-up. Different material combinations of the test
objects, ball, and plate, as well as various sizes of the balls, are considered. The high-speed
camera then recorded the impacts of the ball on a plate. The damping parameters can thus
be determined from the conversion of the potential or kinetic energy of the ball. The work
from Nagurka provides the analytical evaluation of drop tests [2]. Additionally, a multi-body
simulation model which corresponds to the model test is developed, and the model is

validated based on the experimentally determined data.

2. Test Setup — Drop Tests

The design approach of the test setup was based on the guidelines mentioned in [3]. The
test setup consists of a high-speed-camera, made by Chronos Company, an object lens from
Canon, and the self-designed structure for dropping the balls on the plate (Fig. 1). The
default settings of the camera with 1057 images per second and the maximum resolution of
1280%1024 pixels were sufficient for the accuracy of the measurement results. The tests are
carried out with three types of mounting plates, seven different drop heights, six ball
diameters, and two test plate materials (Polyimide with 15% Molybdenum Disulfide - PIM15,
Steel). A schematic of the structure is depicted in Fig. 1 (left). A real test setup image is
shown in Fig. 1 (right). The test ball is being held at a defined height with the aid of
electromagnetic force and allowed to fall freely on the test plate. Bounces have been
recorded with the camera, and the videos will be analyzed and evaluated with the program

“Measure Dynamic.”

Fig. 1: Test setup sketch, schematic (left); real test setup structure (right)
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3. Simulation Model

A multibody-simulation model of a ball on the plate has been developed with the program
MSC. Adams. The plate is fixed to the ground marker. A floating marker is defined for the ball
to describe the forces between the ball and the plate. Furthermore, contact forces are
calculated based on the current ball position, velocity, and acceleration (Fig. 2 left). For a
negative value of penetration, the damping force acts; otherwise, it is equal to zero. The
current damping value d is calculated based on the impact velocity (Velga.ri).

Fig. 2: Calculation process in MSC. Adams (above); Multibody Simulation Model developed
(below); delta: Spring deflection, k: Spring stiffness value, d: current damping value,
Velga.pi: impact velocity

Damping is implemented as a polynomial function of the velocity based on the experimental
results (Fig. 3 right). During the impact process, both the spring and the damping force act.
Thus, the whole contact force is calculated using the following relation:
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antact = Fspring + Fdamping (l)

4. Results
Fig. 3 shows the exemplary test results to visualize a comparison between different test plate
materials (Steel, PIM15).

Fig. 3: Measurement values from video analysis in comparison (left) and damping
coefficient plot over impact velocities (right) (@12 mm, Steel & PIM15, m = 7.06 g)

The result is shown for a ball of 12 mm diameter and a drop height of 60 mm. It is noticeable
that the rebound heights between the impact contacts on the steel plate decrease much
faster than the drop on the PIM15 plate. It is probably the material pairing (Steel/Steel,
Steel/PIM15), which influences the energy loss during the impact process through
deformation work. Thus, the test balls get much more damped through the steel plate. A
comparison of the determined damping values is plotted against the impact velocities of the
different material pairs in Fig. 3 right. The damping values (coefficient of restitution - ¢) are
calculated using formula (2). It can be concluded that the damping value between the ball

and the steel plate is much more than the damping value of the ball and the PIM15 test plate.

2m
c= -0 In(e) 2)
where,
m = mass of the ball
AT = contact time of ball with the plate
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5. Validation

The validation of simulation results is carried out based on experimental results using the
amplitude values of the rebound height. As a result of this, it is possible to camper the
dynamic behavior of the test ball, assuming the ball has no velocity components in other
directions than vertical to the plate impact surface. The number of values in the experiments
depend on the number of recorded images from the high-speed camera (1000 to 3000
values). Therefore, the number of values of the simulation results is modified to match the
number of values with the test results. The rebound heights between the individual impact
contacts are the most critical parameter for this validation. Fig. 4 (left) shows the progress of
the amplitude values of rebound heights for the test ball with @16 mm and a drop height of
75 mm. Furthermore, a comparison between the rebound height from simulation and test,
along with their deviation, can be depicted from Fig. 4 (right). The absolute values of the
differences between the test and simulation results are less than 2%.

Fig. 4: Comparison of the rebound heights (left) and goodness of simulation results (right);
Test ball diameter: @16 mm (m = 16,71 g), drop height: hO = 75 mm, Steel & PIM15

6. Summary and Outlook

In this work, drop tests are conducted to investigate the damping-related parameter for a ball
and plate analogous to the contact material pair in cage pocket-ball contact. Bounces of the
balls have been recorded with the high-speed camera. Furthermore, a spring-damper-model
was developed in the multibody-simulation environment. Damping-velocity dependent curves
have been derived and implemented in the simulation model and are validated with the
experimental results. By a precise determination of the damping and stiffness parameters, it
is possible to reach a high agreement between the test and simulation results. Furthermore,
the implementation must be carried out in the bearing simulation models and also, the

damping characteristics must be determined for other material combinations.
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Hysterese in der Steifigkeit von Linearfihrungen im
Kontext sensorgestitzter Lastbestimmung

Hysteresis in the Stiffness of Linear Guides in the Context
of Sensor Based Load Determination

David Krampert, Sebastian Unsleber, Bosch Rexroth AG, Schweinfurt;
Leonhard Reindl, IMTEK, Albert-Ludwigs-Universitat, Freiburg

Kurzfassung

Linearfihrungen finden als Standardkomponente weit verbreitete Anwendung z.B. in Werk-
zeugmaschinen. Als solche war ihr Verhalten bereits Gegenstand zahlreicher Untersuchun-
gen, dennoch konnten wir vor kurzem zum ersten Mal eine Hysterese in der Steifigkeit als
Antwort auf eine duf3ere Last dokumentieren. In dieser Arbeit wird zunéchst die Manifestation
der Hysterese in den verschiedenen eingesetzten Messsystemen gezeigt und ein Ansatz zur
Modellierung des zugrundeliegenden Prozesses erlautert. Der Fokus liegt auf der Entwicklung
eines einfachen Modells, welches eine effektive und praxisgerechte Korrektur des durch die
Hysterese verursachten Fehlers in Messsystemen ermdglicht. Der dafiir entwickelte Algorith-
mus auf Basis eines erweiterten Kalman Filters wird abschlieBend erfolgreich fir die Korrektur

bei der Lastbestimmung aus der Einfederung der Linearfuhrung verwendet.

Abstract

Linear guides are widely used as standard components e.g. in machine tools. Their behavior
has been the subject of numerous studies in the past, nevertheless we lately could demon-
strate and document hysteresis in the stiffness as a response to external loading for the first
time. This work provides a description of the manifestation of hysteresis in the employed sen-
sor systems and an approach for modeling the origin of the phenomenon. The focus lies on
the development of a simple model, which enables effective and practice-oriented correction
of the hysteresis induced errors. For this, an algorithm is developed based on an extended
Kalman filter, which is successfully demonstrated for error correction while measuring the ex-

ternal load on the linear guide via its overall deflection.
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1. Einleitung

Linearfihrungen sind als eine der Hauptkomponenten von Achsen in Werkzeugmaschinen
weit verbreitet. Steigende Prézisionsanspriiche stellen hohe Anforderungen an die Steifigkeit
der Fuhrung. Hierbei wird unter Steifigkeit die Nachgiebigkeit der Fuhrung unter einer ein-
wirkenden Last verstanden. Fir sehr hohe Steifigkeiten kommen hier vor allem Fiihrungen mit
zylindrischen, oder fast zylindrischen, Walzkérpern zum Einsatz, welche auch im Fokus dieser
Arbeit stehen. Die Steifigkeit ist nicht linear und &ndert sich je nach Arbeitspunkt, was durch
ein inneres Lastverteilungsmodell der &uReren Last auf die einzelnen Laufbahnen und Walz-
korper dargestellt werden kann und bereits untersucht ist [1]. Es wird allerdings, nach dem
besten Wissen der Autoren, an keiner Stelle nichtlineares Verhalten in Form einer Hysterese,
d.h. unterschiedlicher Steifigkeiten in Abh&ngigkeit des Vorzeichens der Lastdnderung und
ihrer Historie, erwéahnt. Bei Versuchen mit verschiedenen Sensorsystemen zur Bestimmung
der Last auf die Linearfihrung konnten wir allerdings eine Ubereinstimmende Hysterese in
allen Sensorsystemen dokumentieren. Eine ausfiihrliche Beschreibung der Ergebnisse wurde
bereits in [2] verodffentlicht. Als Ursprung der Hysterese konnte der reibungsbehaftete Walz-
kontakt, genauer das Gleiten der Laufbahnen entlang der Langsachse der Walzkérper unter
Lasteinwirkung, ausgemacht und in ein mathematisches Modell berfuhrt werden. Dieses Mo-
dell erweist sich jedoch als rechenaufwéandig, weshalb der Fokus dieser Arbeit auf der Imple-
mentierung eines Kompensationsalgorithmus basierend auf einer vereinfachten Zustands-
raumdarstellung des Problems liegt. Dieses Modell soll dann in einem statistischen Schatzal-
gorithmus verwendet werden, um den Fehler in der berechneten einwirkenden Last, der durch
die Hysterese in der MessgroRRe eingefuhrt wird, zu kompensieren. Hiermit liefert es eine wich-
tige Grundlage fur alle Sensorsysteme zur Lastbestimmung an Linearfiihrungen, deren Mess-
groRe durch das Hysteresephanomen beeinflusst wird. Zunachst werden jedoch die einge-
setzten Sensorsysteme vorgestellt und die Charakteristika der Hysterese, inklusive ihrer Mo-
dellierung, zusammengefasst, um eine fundierte Basis fur die Kompensationsmethode zu

schaffen.

2. Methoden

Um die Reaktion des Fuhrungswagens auf Belastung zu untersuchen, wurde ein Prifstand
genutzt, bei dem zwei Linearfihrungen, die an ihren Schienen gegeneinander verschraubt
sind, gleichzeitig belastet werden konnen. Dies erlaubt das Verschieben der Schienen relativ
zu den Wagen, ohne den kompletten Versuchsaufbau umsetzen zu missen. Der restliche
Priifstand besteht aus einem steifen Rahmen aus vier Saulen, einer Adapterplatte, die mit dem
oberen Fihrungswagen verschraubt wird, einer darauf befindlichen Belastungseinheit und
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einer Kraftmessdose. Die Belastungseinheit ist hydraulisch aufgebaut und erlaubt so das ma-
nuelle Aufbringen von Lasten. Die Kraftmessdose ist ein Eigenbau und basiert auf Dehnmess-
streifen. Die gesamte Kraftmessdose wird regelmafig kalibriert, um min. 1 kN absolute Sys-
temgenauigkeit Gber den gesamten Messbereich von 0 kN bis 100 kN zu erreichen. Die Ein-
federung, und damit die Systemsteifigkeit der Linearfihrungen, wird mithilfe von vier Weg-
messtastern vom Typ MT1271 der Firma Heidenhain, platziert an den vier Ecken der Adapter-
platte erfasst. Ausgewertet wird der Mittelwert der vier Taster. Ihr Messprinzip basiert auf ei-
nem GlasmalRstab und sie erreichen so eine Systemgenauigkeit von £ 200 nm. Die Einfede-
rung und ihre Hysterese stehen im Fokus dieser Arbeit. Um die Manifestation der Hysterese
an anderen Messstellen zu beleuchten und auf3erdem die Theorie zum Ursprung der Hyste-
rese zu veranschaulichen, werden noch zwei weitere Sensorsysteme herangezogen. Auf den
Flanken der Wagen wurden Dehnmessstreifen vom Typ 1-LY11-1.5/120 der Firma HBM auf-
gebracht. Die Dehnmessstreifen aus Konstantan haben einen nominellen Widerstand von 120
Q, die Widerstandsanderung wird mit Vorwiderstand in einer Viertelbricke mit 2.5 V Speise-
spannung durch ein National Instruments NI-9237 Eingangsmodul erfasst. Hiermit kann die
Dehnung, die bei dem Aufbiegen der Schenkel des Filhrungswagens entsteht, erfasst werden.
Unter der Stahleinlage, welche die Laufbahn auf Seiten des Filhrungswagens bildet, befindet
sich ein drittes Sensorsystem, welches die Dehnungen misst, welche durch Belastung der
Walzkorper entstehen. Es nutzt eine Diamond-Like-Carbon Beschichtung, welche starke pie-
zoresistive Eigenschaften aufweisen kdnnen [3]. Hiermit ist eine Messung direkt am Punkt der
LastUbertragung im Lager moglich. Das Messprinzip ist griindlich in [4] beleuchtet. Hier konn-
ten wir zeigen, dass ein fast linearer Zusammenhang zwischen der Last auf den Walzkorpern
und dem Sensorsignal besteht. Somit ist dieses Sensorsystem gut geeignet, um die Last auf

den dariiberliegenden Walzkorpern zu messen.

Im Folgenden werden zuné&chst die elementaren Eigenschaften der Hysterese aus [2] wieder-
holt. Bei Belastung und anschlieRender Entlastung zeigt sich eine Hysterese in allen drei ein-
gesetzten Sensorsystemen, d.h. die Kurven des Messsignals unterscheiden sich fur anstei-
gende und abfallende Last. Die Form fiir einen kompletten Lastzyklus fir alle drei Sensorsys-
teme ist in Bild 1(a) dargestellt. Die Kurven sind auf ihre jeweilige maximale Auslenkung nor-
miert. Die relative maximale Auspragung der Hysterese liegt bei 0.18 bei 35 kN fir die Weg-
messtaster, bei 0.56 bei 35 kN fiir die Dehnmessstreifen und 0.1 bei 41 kN fir die Sensoren
auf den Stahleinlagen. Die Abweichung in der Last des maximalen Hysteresepunkts der Stahl-

einlagen Sensoren kann mit der abweichenden Maximallast erklart werden.
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Bild 1: Hysteresebehaftete Sensorsignale. (a) Lastzyklus 0 kN = 90 kN - 0 kN, Mit-
telwert + eine Standardabweichung und (b) Alternierender Lastzyklus 0 kN >
20 kN > 10 kN - 30 kN etc. nach [2].

Bei gleicher Maximallast wie auch in Bild 1(b) zeigt sich aquivalentes Verhalten der Sensor-
systeme. Hier wird die Reaktion bei mehrmaligem Wechsel zwischen steigender und fallender
Last beleuchtet und so ein Einblick in das Verhalten der Hysterese um verschiedene Arbeits-
punkte ermdglicht.

Der Ursprung der Hysterese konnte auf den reibungsbehafteten Kontakt der Walzkdrper mit
den Laufbahnen zurlickgefiihrt werden. Bei Belastung findet ein seitliches Aufbiegen und
gleichzeitiges Absenken der Schenkel und der darauf befindlichen Laufbahnen der Fiihrungs-
wagen statt, der Vorgang ist vereinfacht skizziert in Bild 2. Das flihrt zu einer Gleitbewegung
x senkrecht zur Verfahrrichtung, welche durch das Kréaftegleichgewicht der Reibungskraft im
Kontakt Fr (abhangig von der Kraft auf den Walzkorpern Fr ), der elastischen Federkraft Fq,
die durch die aufgebogenen Schenkel ausgewirkt wird, sowie der nach auf3en treibenden Kraft
Fx bestimmt wird. Fx wird hierbei aus der Last auf der oberen Walzkdrperreihe, Fre;, der Last
auf der unteren Walzkorperreihe, Frep, und der &uf3eren einwirkenden Kraft Fy bestimmt nach

Gl. (1) [2].
(l re,b Ire,t)z 1}12 1)
F, = f_‘—_

Frep und Frewerden dabei aus Fy mithilfe eines iterativen Lastverteilungsmodells berechnet.
Die Reibungskraft Fr wird mithilfe des sog. LuGre Modells berechnet [5]. Dieses fiihrt eine
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interne Hilfsvariable z ein und definiert deren zeitliche Ableitung. Eine Zusammenfassung der
zentralen Gleichungen findet sich in [6], welche angewandt auf das vorliegende Problem in GI.
(2) und Gl. (3) dargestellt sind

dz _ V2| :
e VTR + (usFrep — UsF, )—\v/vslz' @
Uf re,b Mg re,b uf re,b e
dz
Fr =00z + 0y 1 tow (3)

wobei v die Geschwindigkeit der Bewegung in x Richtung, ps der Gleitreibungskoeffizient, ps
der Haftreibungskoeffizient und vs die Grenzgeschwindigkeit fir den Ubergang von Haft- in
Gleitreibung ist. 00,01 und o2 sind weitere Modellparameter die die Form der Hysterese be-
stimmen.

Das Phanomen lasst sich also in ein vereinfachtes reibungsbehaftetes Masse-Feder System
Uberfuhren [2]. Dieses ist in Bild. 2 skizziert.

Bild 2: Skizze des vereinfachten reibungsbehafteten Masse-Feder Modells, nach [2].

Fxund Frep werden aus der einwirkenden Kraft mithilfe eines iterativen Lastverteilungsmodel-
les berechnet. Dieses vereinfachte Modell eines reibungsbehafteten Masse-Feder Systems ist
in der Lage, die Hysterese in allen Sensorsystemen vorherzusagen und kann damit prinzipiell
auch zur Kompensation der Hysterese als Storgrof3e im Messsystem verwendet werden. Dies
kann Uber einen Schétzalgorithmus wie den Kalman Filter und Varianten dieses geschehen.

Hierfur wird das Modell in eine Zustandsraumdarstellung Uberfihrt, in dem der aus
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Sensorwerten abgeleitete Systemzustand Uber eine Wahrscheinlichkeitsverteilung reprasen-
tiert wird. Die Auswertung des Modells durch Integration der Beschleunigung als resultierende
Grofe der einwirkenden Kréfte, speziell unter Beriicksichtigung einer Unsicherheit im System-
zustand, ist hierbei sehr rechenaufwendig und anfallig fur Instabilitat, v.a. da die Zeitschritte
unter praktischen Gesichtspunkten nicht beliebig klein gew&hlt werden kénnen. Die exakte
Beschreibung der Dynamik wirde sich erst bei hohen Anderungsraten der Last signifikant
auswirken, wie in [2] gezeigt wurde die Hysteresekurve bis 12.2 kN/s Anderungsrate im Ex-
periment nicht beeinflusst. Das System sollte fiir eine effizientere Auswertung deshalb unter
Beriicksichtigung des zugrundeliegenden physikalischen Prozesses in ein weiter vereinfach-
tes Hysteresemodell mit reduzierter Parameterzahl tberfihrt werden. Dieses kann dann, ge-
setzt einen gleichbleibenden Parametersatz des zugrundliegenden Modells, zur Korrektur ver-

wendet werden.

3. Kompensationsmethode

Ein generisches Hysteresemodell ist das Bouc-Wen Modell [7] [8], welches eine virtuelle in-
nere Zustandsvariable, im Folgenden hier h, als Repréasentation des hysteresebehafteten An-
teils des Systems einfiihrt und die Entwicklung dieser als nichtlineare Differentialgleichung be-
schreibt. Diese Grundidee wird hier aufgegriffen. Im vorliegenden Fall ergibt sich die Definition
der zeitlichen Anderung von h aus dem Kréfteverhéltnis des vereinfachten Masse-Feder-Mo-
dells. h entspricht der Auslenkung x im Masse-Feder Modell, welche sich &ndert, sobald die
Differenz aus Federriickstellkraft F; = d - x und nach auBen treibender Kraft die Reibungskraft
Ubersteigt, und sich somit x &ndert. Die zeitliche Ableitung von h sei im Folgenden proportional
zum Absolutwert der zeitlichen Ableitung der nach auRen treibenden Kraft Fx. Die Proportio-
nalitatskonstante sei abhangig von der gewichteten Differenz der Reibungskraft, dsFre, der
nach auBen wirkender Kraft diFyxund der Hysterevariable h. Das Verhalten wird durch die drei

Konstanten d; bis ds bestimmt und ist in Tabelle 1 zusammengefasst.
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Tabelle 1: Berechnung der Anderungsrate der Hysterevariable h

() diFy—h <dgFrep , 220 () dyFy—h > dsFrep, , 3220
dn dh dF
Fraall e dz(d1 —h—d3Fep)
() diFe—h > —dsFrep ,  52<0 (V) diFx—h < —d3Frep , 22<0
dn dn dF
a =0 a —h+ d3FTe,b)

Die Fallunterscheidung lasst sich in einer Gleichung zusammenfassen wie in Gl. (4) gegeben,

dh |dFy dF.
0 = [ o (dFs— s () daFran ) (s () Py~ daFie) (@)

wobei sgn() die signum Funktion und n die Heaviside Stufenfunktion darstellt. Die Koeffizienten
d1 bis d3 bestimmen die Form der Hysterese. Sie kdnnen entweder direkt an empirische Sen-
sordaten angepasst werden, oder es wird zunéchst das ausfuhrliche Hysteresemodell benutzt,
um die Glieder der in Tab. 1 dargestellten Gleichungen und Ungleichungen zu berechnen und
das entstehende Gleichungssystem nach d; bis ds zu l6sen. Fur die Parametrierung des im
Folgenden genutzten Modells wurde die Bestimmung aus den Simulationsdaten gewéhlt. Hier-
fur wurden zunéchst drei Zeitpunkte definiert. t1 beschreibt den Zeitpunkt, an dem die Ableitung
von h, also im urspriinglichen Simulationsmodell die Geschwindigkeit v, einen bestimmten
Schwellwert v, liberschreitet. An diesem Punkt beginnt die Anderung von h, und es kann die
Ungleichung (Il) aus Tab.1 als Gleichung aufgefasst werden. Analog beschreibt t> den Zeit-
punkt, an dem v den Schwellwert -vi, unterschreitet, diesmal fur fallende &duf3ere Last. An die-
sem Punkt wird Ungleichung (V) aus Tab.1 als Gleichung herangezogen. Aus den beiden
Gleichungen lasst sich nun mithilfe der Simulationsdaten, die auch Fxund Fy enthalten, d; und
dsberechnen. Der dritte Zeitpunkt tmax beschreibt den Umkehrpunkt von steigender zu fallender
Last. An diesem ist auch die Hysterese h maximal. Es kann somit die Konstante d, aus der
Gleichung fur die Ableitung von h in steigender Lastrichtung errechnet werden, indem die
rechte Seite von 0 bis tmax integriert und mit h(tmax) — h(t=0) gleichgesetzt wird. Es ergibt sich
somit das Gleichungssystem aus GlI.5, Gl. 6 und GI. 7.

diF(ty) — h(ty) = d3Frep(ty) (5)
Fe(t2) — h(ty) = dsFpe p(t) (6)
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x |dF, 7
d—;‘ (d1F, — h = dsFyep) dt @

tma
h(tmax) —h(t=0)= dzf
0

Es ist hierbei zu beachten, dass h aus dem ursprunglichen Modell, und nicht dem weiter ver-
einfachten Modell, zur Parametrierung verwendet wird, wodurch sich leichte Abweichungen
ergeben konnen. Dies kann ggf. bei einer erneuten Kalibrierung berticksichtigt werden, also
bei der Bestimmung der Parameter der Gleichungen, die die Sensorsignale in die zu mes-
sende physikalische Gro3e uberfuhren.

Das so parametrierte Modell kann nun direkt genutzt werden, um die Hysterese in Abhangig-
keit der auRReren Last zu bestimmen. Bendtigt wird hier auBerdem erneut das Lastverteilungs-
modell, welches die Kréfte Fy und Fxbestimmt. Bild 3 zeigt den Vergleich der simulierten Hys-
terese h durch das neue Modell und das detaillierte Modell aus [2] fir einen &ul3eren Lastzyk-
lus von 0 kN = 90 kN > 0 kN. Die Einheit von h ist um, da sie das Gleiten der Laufbahnen auf
den Walzkdrpern reprasentiert. Die Kurven der beiden Modelle sind sehr gut deckungsgleich.
Zum Anpassen der Kurve wurde lediglich der Parameter vy, variiert, sodass eine moglichst gute
Ubereinstimmung erreicht wurde.

Bild 3: Vergleich der Hysteresevariable h mit ausfuhrlichem und neuem weiter verein-

fachtem Modell.

Wie zu erwarten war, ist das urspriingliche Modell etwas glatter in den Ubergéangen sowohl in
steigender als auch in fallender Richtung.
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Das parametrierte Modell kann nun auch zur Kompensation der Hysterese in einem Sensor-
system benutzt werden. Im Folgenden wird dies anhand der Daten der Wegaufnehmer de-
monstriert, d.h. es soll die einwirkende Last aus der Einfederung der Linearfuhrung bestimmt
werden. Wie bereits in [2] wird die Abhangigkeit der Einfederung s von der einwirkenden Last
durch das Polynom in GI. 8 beschrieben.

s =pih+ P2y + 03k + P4Fy2 ®

Die Hysterese h geht linear ein, genauso wie die Verformung der Walzkérper 8wk, welche sich
aus dem Lastverteilungsmodell und dem dort verwendeten Modell fir die Walzkorper ergibt.
Die restliche Verformung des Aufbaus in Abhangigkeit von der einwirkenden Last Fy wird durch
ein Polynom zweiten Grades beschrieben. Im nachsten Schritt muss das Modell invertiert wer-
den. Dies kann effizient durch einen Kalman Filter geschehen. Aufgrund der Nichtlinearitat
sowohl der Ableitung von h als auch der Messgleichung Gl. 8 wird ein erweiterter Kalman Filter
angewandt. Zunéchst wird hierfur eine Zustandsraumdarstellung definiert. Der Zustand x des
Systems besteht aus der duf3eren Kraft Fy, deren zeitlichen Ableitung und der Hysteresevari-
ablen h. Die Funktion f, die den Vorhersageschritt des Kalman-Filters bestimmt ist somit

Xq1p + Xp AL " Fy (1)
Xt Lt dF,
Xep1 = fxe) = dn X = | X | = d_ty(t) . (©)
X3¢+ at (X1,0 %20 X3, ) At Y3t \ h(O)

wobei Z—I; durch Gl. 4 definiert wird, hier Uber den Zustand x per Gl. 10,

dh

dat (x1, %2, %3) =

dF,
at (x1,%2)

dE,
dy | diFc(x1) — x5 —sgn (E (x1, x2)> d3Fre,b(x1)
(10)

dF, -
n Sgn<d—;(x1,x2)>(d1Fx(x1)—x3)-d3Fre,b(x1) .

Das kontinuierliche Hysteresemodell wird diskretisiert und die somit diskrete Variante des Kal-
man Filters verwendet. Durch die Wahl von f wird festgelegt, dass j—i als konstant modelliert
wird. Das ist natirlich i.A. nicht zutreffend und wird durch erhdhte Unsicherheit in der Pro-
zessunsicherheitsmatrix Q ausgedriickt. Die Messgleichung g fur den Korrekturschritt des Fil-
ters ist gegeben durch Gl. 8, daraus entsteht mit Zustand x und Messwert y Gl. 11,
¥ = 8(X1,X,X3) = P1X3 + P28k (1) + p3Xq + paxy®. (11)

Fir die Implementierung des erweiterten Kalman Filters miissen sowohl f als auch g linearisiert
werden durch die Berechnung ihrer Jacobi Matrizen F und G am Punkt x. Der Zusammenhang
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zwischen &uf3erer Kraft Fy und den Kréften Frepund Fxbzw. der Ableitung %"wird durch die

Auswertung des iterativen Lastverteilungsmodells oder aber durch eine vorberechnete Look-
Up Tabelle dargestellt. Aufgrund des hohen Rechenaufwands bietet sich hier letzteres an. Die
partiellen Ableitungen in den Jacobi Matrizen werden daher numerisch angenéhert durch zent-
rale Differenzenquotienten. Bild 4 (b) zeigt die Ausgabe des erweiterten Kalman Filters mit
Hysterese Kompensation fir einen Lastzyklus von 0 kN = 90 kN - 0 kN. Zum Vergleich zeigt
Bild 4 (a) fur den gleichen Lastzyklus die Ausgabe eines erweiterten Kalman Filters ohne Hys-
terese Kompensation, der lediglich an den Ast der Kurve in steigender Lastrichtung angepasst
ist. Bild 4 (c) zeigt den jeweiligen Fehler der beiden Filterausgaben im Vergleich zur tatsachlich
gemessenen Last. Wie zu erwarten zeigt die Ausgabe ohne Kompensation eine Hysterese
analog zur Sensorausgabe. Durch die Kompensation mit Hilfe des hier vorgestellten Modells
ist es moglich den Fehler sehr effektiv zu verringern. Der RMS (Root Mean Square) Fehler

verringert sich von 5.6 kN ohne Kompensation auf 410 N mit Kompensation.

Bild 4: Rekonstruierte Last aus der Einfederung mithilfe eines Kalman Filters fur ei-
nen Lastzyklus. (a) Ohne Hysterese Kompensation, (b) mit Hysterese Kom-
pensation und (c) Vergleich des Fehlers der Ausgabe

Bild 5 (a) — (c) zeigen analog die Filterausgaben fur einen Lastverlauf, bei denen die Lastrich-
tungsanderung mehrfach gewechselt wurde, und somit die Performance der Kompensation an
mehreren Arbeitspunkten beleuchtet wird. Die maximale Last betrug hier 70 kN. Der RMS Feh-
ler wurde von 5.4 kN beim Filter ohne Kompensation auf 300 N mit Kompensation verringert.
Die Koeffizienten der Messgleichung GI. 8 waren fir beide Filter gleich gewahlt.

Zum Vergleich kann der in [2] vorgestellte Ansatz der Kompensation durch die Fusion zweier
Sensorsysteme herangezogen werden, die einerseits die Einfederung und andererseits die
Dehnung auf den Flanken messen. Der Ansatz erreichte nach der Korrektur eines Lastzyklus
von OKN > 90kN - OkN eine Reduktion des RMS Fehlers auf 1.6 kN. Der erhohte
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verbleibende Fehler ist wahrscheinlich auf die kombinierte Unsicherheit aus beiden Sensor-
systemen zuriickzufihren. Es sei auBerdem erwahnt, dass die exakte Performance der ein-
zelnen Algorithmen auch von der Parametrierung des jeweils eingesetzten Kalman Filters ab-
hangt. Nichtsdestotrotz l&sst sich insgesamt eine sehr gute Performance des entworfenen

Kompensationsalgorithmus feststellen.

Bild 5: Rekonstruierte Last aus der Einfederung mithilfe eines Kalman Filters unter
mehrfachem Erhéhen und Verringern der Last. (a) Ohne Hysterese Kompen-
sation, (b) mit Hysterese Kompensation und (c) Vergleich des Fehlers der
Ausgabe

Wenn sich die Parameter des zugrundliegenden physikalischen Modells &ndern, etwa bei Ein-
satz bei einer anderen Linearfiihrung, sollte zun&chst das physikalische Modell neu parame-
triert werden, sodass die Hysterese moglichst exakt berechnet werden kann. Aus dieser Vor-
hersage kann dann leicht, wie zuvor in diesem Abschnitt beschrieben, die Parametrierung des
weiter vereinfachten Modells zur Hysteresekompensation abgeleitet werden.

4. Zusammenfassung und Ausblick

Bei den untersuchten Linearfiihrungen mit zylindrischen Walzkorpern tritt bei Belasten und
anschlieRendem Entlasten in mehreren Messgrof3en eine Hysterese auf. Diese kann auf ein
reibungsbehaftetes Gleiten der Laufbahnen auf den Walzkorpern zuriickgefuihrt werden. Die
Hysterese tritt vorrangig nach Aufhebung der Vorspannung auf. Das Verstandnis und die Mo-
dellierung des Hysteresephanomens kann einen wichtigen Beitrag zur Weiterentwicklung exis-
tierender Modelle von Linearfiilhrungen leisten. Besonders wenn durch eine MessgroRRe, zu-
meist eine Verformung an verschiedensten Stellen, auf die einwirkende Last zurlickgeschlos-
sen werden soll, kann diese Messung durch die Hysterese stark beeintrachtigt werden. Die
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vorliegende Arbeit beschéftigte sich deshalb vorrangig mit der Entwicklung einer Kompensati-
onsmethode fir die sensorgestitzte Lastbestimmung. Hierflr wurde ein bestehendes, verein-
fachtes Modell fur feststehende Parameter weiter vereinfacht und in eine Zustandsraumdar-
stellung uberfuihrt. Dies ermdglichte den Einsatz eines erweiterten Kalman Filters, der sowohl
die einwirkende Last als auch die Auspragung der Hysterese bestimmen kann. Die Leistungs-
fahigkeit des gesamten Kompensationsalgorithmus wurde erfolgreich anhand zweier Lastver-
laufe demonstriert. Die Vorgehensweise ist auf beliebige Sensorsysteme Ubertragbar.

In Zukunft sollte die Auswirkung von verschiedenen Parametern, wie der Geometrie der Line-
arfihrung in ihren Auspragungen, insbesondere die der Walzkérper, oder dem aktuellen
Schmierzustand untersucht werden. Des Weiteren sollte die Kompensationsmethode fiir den

Einsatz bei Uberlagerung verschiedener Lastarten angepasst und gepriift werden.
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Walzlagergerauschberechnung im quasistatischen Regime

Dr. rer. nat. Hannes Grillenberger,
Schaeffler Technologies AG & Co. KG, Herzogenaurach

Kurzfassung

Gerauschanforderungen fir Maschinen bekommen zunehmend Aufmerksamkeit. Da dies
auch fur Walzlager gilt, ist es essenziell diese auch beziiglich ihres Gerduschverhaltens aus-
zulegen. Es geht dabei nicht nur darum, leise Lager zu produzieren, sondern das Geréusch
muss auch vorhergesagt, bewertet und ausgelegt werden. Daher sind Simulationen unabding-
bar, um die groRe Vielzahl an Lagertypen und Einflussfaktoren abdecken zu kénnen. Bei-
spielsweise kénnen in Simulationen alle Last und Anwendungsszenarien simuliert werden, im
Gegensatz zu Gerauschtests, die typischerweise unter Referenzbedingungen durchgefiihrt
werden.

Die Gerauschsimulationen werden typischerweise im Zeitbereich mit Finiten-Elemente Analy-
sen oder Mehrkérpersimulationen durchgefiihrt. Beide Methoden liefern sehr genaue Ergeb-
nisse. Allerdings sind die Simulationen sehr langsam und die Bedienung der Programme ist
komplex, was den Anwenderkreis beeintrachtigt.

Falls das normale Laufgerdusch untersucht werden soll, kann der Fokus der Untersuchung
auf Variable-Compliance (VC) Vibrationen gelegt werden. Diese entstehen aufgrund der un-
terschiedlichen Steifigkeit des Lagers wahrend der Satzrotation. In jeder Satzstellung unter-
stutzt eine unterschiedliche Anzahl an Walzkorpern eine (konstante) externe Kraft, was zu
einer variierenden Steifigkeit und letztendlich in einer variierenden Verlagerung fihrt, die als
Vibration detektiert wird. Dieses Phdnomen kann genauso auch von einer Abweichung von
der idealen Geometrie des Walzkorpers oder der Laufbahn — wie einer Welligkeit, der Walz-
korpersortierung, oder auch einem Pitting - angeregt werden, dann allerdings mit einer ande-
ren Frequenz. Daraus ergibt sich, dass ebenfalls ideale Lager durch VC-Schwingungen Ge-
rausche emittieren.

Ist der Fokus auf VC-Schwingungen, dann kann auch im kinematischen und quasi-statischen
Limit simuliert werden. Dieses gilt, da VC-Schwingungen hauptséchlich von der Lastzone aus-
gehen. Eine Simulation im kinematischen Limit bietet den Vorteil, dass die Berechnungen we-
sentlich schneller ablaufen und die Simulationsprogramme meist einem breiteren Nutzerkreis
zur Verflgung stehen. Somit werden Optimierungen der Lagerperformance bzgl. Gerausch
schneller moglich und die Gerduschanforderungen an Lager kénnen effizient ausgelegt wer-

den.
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1. Einleitung

Nicht nur im Zuge der Elektrifizierung des Antriebsstrangs, sondern auch bei hoch préazisen
Maschinen geraten Geréusche und Vibrationen weiter in den Fokus. Da dies auch fur Walzla-
ger gilt, ist es essenziell diese auch beztglich ihres Gerauschverhaltens auszulegen, das sich
grob in einen passiven und aktiven Teil unterteilen lasst. In diesem Artikel wird der Begriff
Gerausch mit Korperschall synonym verwendet. Dies ist im Fall der Walzlager zulassig, da
Walzlager typischer Weise in grofReren Systemen integriert sind, eine direkte Schallabstrah-
lung aus dem Lager in vielen Fallen durch Dichtungen gedampft wird, und Kérperschall die
Basis von Luftschall bildet.

Der passive Anteil wird von der mittleren Steifigkeit eines Lagers bestimmt und trégt zur all-
gemeinen Dynamik des Gesamtsystems (z.B. des Wellensystems) und dessen Resonanzen
bei. Der aktive Teil stellt die Vibrationsanregung des Lagers selbst dar und kann wiederum in
mehrere Phdnomene unterteilt werden — eine erste Einteilung kdnnte in zusatzliche KraftstéR3e,
Reibph&nomene oder veranderliche Steifigkeit vorgenommen werden. Zuséatzliche KraftstolRe
koénnen beispielsweise durch Kafigdynamik angeregt werden, Stick-slip Effekte zéhlen zu den
Reibeffekten. Diese Phanomene werden typischerweise im Zeitbereich mit Finiten-Elemente
Analysen oder Mehrkérpersimulationen durchgefuhrt. Beide Methoden liefern sehr genaue Er-
gebnisse. Allerdings sind die Simulationen sehr langsam und die Bedienung der Programme
ist komplex, was den Anwenderkreis beeintrachtigt. Effekte der
veranderlichen Steifigkeit (Variable Compliance —

VC) kdnnen ebenfalls im Zeitbereich simuliert werden

— dies ist insbesondere wichtig, wenn deren Wechsel-

wirkung mit der System- oder Kafigdynamik von Inte-

resse ist. Allerdings kdnnen VC-Schwingungen auch

im quasistatischen Regime simuliert werden, wenn Bid 1: Lastzone (rot) eines idealen

auf dynamische Effekte in der aktuellen Fragestellung | agers in Symmetriestellung (links)

verzichtet werden kann. und Scheitelstellung (rechts) mit den
Kontaktpressungen als farbliche Strei-
2. Variable Compliance Schwingungen fen. Die Ringverlagerung ist um den

Variable Compliance (englisch fiir Veranderliche Stei- Eaktor 200 tiberhéht.

figkeit) Schwingungen werden durch die Rotation des

Walzlagers hervorgerufen. Wird ein Lager mit einer konstanten radialen Kraft belastet, so &n-
dert sich dessen Steifigkeit aufgrund der relativen Rotation der Ringe und Walzkérper. In Bild
1 ist fur ein Radialzylinderrollenlager die Lastzone fur die Symmetrie und Scheitelstellung
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dargestellt. Aufgrund der unterschied-

lichen Anzahl der Walzkdrper in der

Lastzone und deren jeweiligen Belas-

tung, sind die einzelnen Kontaktstei-

figkeiten und damit auch die Ge-

samtsteifigkeit des Lagers unter-

schiedlich und das Lager federt unter-

schiedlich stark ein.

In Bild 2 ist der Verlauf der radialen

Einfederung parallel und senkrecht

zur Kraftrichtung fir dieses Lager mit

dieser Belastung dargestellt. Die Bild 2: Verlagerung eines idealen Zylinderrollenlagers
Grundfrequenz der beiden periodi- in radialer Richtung parallel (rot) und senkrecht
schen Funktionen ist die Uberrolifre- (9rtin) zur radialen Last.

quenz am AuBenring (BPFo). Da die

Verlagerungskurven nicht sinus-férmig sind, entstehen im Fourier-Spektrum harmonische Fre-
guenzen héher Ordnung. Die BPFo ist in diesem Fall die Grundfrequenz, mit der die Symmet-
rie der Lastzone wiederhergestellt ist. Die Formeln zur Uberrollfrequenzberechnung [1] spie-
geln genau diese Symmetriebetrachtung wider. Die Amplitude der VC-Schwingungen und de-
ren Harmonischen hingegen kann nicht mit einer einfachen Symmetriebetrachtung berechnet
werden.

Einerseits wird dies deutlich, wenn ein ideales Lager rein axial belastet wird. Hier wird die
auBere Last unabhéngig von der Satz- und Walzkorperstellung konstant unterstiitzt und das
Lager hat eine zeitlich konstante Steifigkeit. Somit sind die VC-Amplituden in diesem ideali-
sierten Fall gleich null. Dass eine axiale Anstellung eines Lagers zur Verringerung der Geréu-
sche fihrt [3], wird durch diesen Effekt erklart.

Andererseits wird die Abh&ngigkeit der VC-Amplituden deutlich, wenn Abweichungen von der
idealen Geometrie eingebracht werden. Wird beispielsweise auf der Au3enring-laufbahn eine
Abweichung von der idealen Form mit einem quaderférmigen Aufwurf eingebracht, andert sich
der Zeitverlauf und das Spektrum desselben Lagers, wie in Bild 3 und 4 dargestellt. Die Fre-
quenzen der Grundschwingung und deren Harmonischen sind noch dieselben wie im idealen
Fall. Die Amplituden haben sich stark veréndert und sind somit nicht nur von der Lastzone,
sondern auch von den Abweichungen abhangig. Fir einen auBenstehenden Betrachter
scheint das sich Lager aufgrund der Abweichung trotz konstanter externer Kraft
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unterschiedlich stark zu verlagern —

was mit einer sich verandernden Stei-

figkeit gleichgesetzt werden kann. So-

mit erweitert sich das Konzept der VC-

Schwingungen auf Abweichungen.

In Bild 4 ist deutlich zu erkennen, dass

die BPF, (Uberrollfrequenz des Innen-

rings) nicht im Spektrum auftaucht, da

in diesem Fall der Innenring als ideal

rund angenommen ist. Wird dieser

ebenfalls mit einer Abweichung verse-

hen, so treten neben der BPF, und der

BPFo auch noch Seitenbénder auf. Bild 3: Verlagerung des Lagers in Abb. 2. Das Signal
Diese entstehen aufgrund der Modu- mit Abweichung (blau) folgt derselben Periodizitét wie
lation der beiden Signale — eine reine das Grundsignal des idealen Lagers (rot). Aufgrund
Addition zweier ,Elementarsignale’ ist der zusatzlichen Peaks sind héhere Harmonische zu
also nicht méglich. Vielmehr muss die erwarten.

Berechnung fiir jede Abweichungs-

konfiguration individuell durchgefihrt werden.

Fir ein reales Lager mit fertigungsbedingten Abweichungen der Laufbahnen aller Walzlager-
komponenten wird das Spektrum sehr komplex. Ein direkter Schluss aus dem Spektrum zu-
riick auf die zugrundeliegenden Abweichungen, deren Position, Form und GréR3e ist schwierig.
Zwar ist durch die detektierten Frequenzen die Walzlagerkomponente (Innenring, Auf3enring,
Walzkorper) relativ leicht identifizierbar, aber durch die Vielzahl der Kombinationsmoglichkei-
ten von Position, GréRe und Uberlagerung eine Riickrechnung nicht ohne Weiteres zu ma-

chen.

3. Quasistatische Gerauschberechnung

Die Eigenschaften der Variable Compliance (VC) Schwingungen kdnnen sich fiir eine Ge-
rauschberechnung im quasistatischen Regime zu Nutze gemacht werden. Wird eine Serie von
Lagereinfederungen mit einer quasistatischen Berechnung durchgefiihrt, so kann unter Kennt-
nis der Drehzahlen und Positionen von eventuellen Abweichungen der Idealgeometrie fur ei-
nen beliebigen Lastfall (Externe Last und Lagerdrehzahl) ein Zeitsignal der Lagerbewegung

berechnet  werden. Durch  Ableiten  ergeben sich  Geschwindigkeits-  und
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Beschleunigungssignal — die typischen Daten zur Beschreibung von Kérperschall, die an-
schlieend mit den bekannten Methoden analysiert werden kénnen [2].
Als quasistatisches Regime

wird in diesem Zusammen-

hang die Berechnung der

Lastverteilung und Einfede-

rung fur einen konkreten

Zeitpunkt und der damit ver-

bundenen Position und Ver-

drehung aller Walzlagerkom-

ponenten bezeichnet. Um

die Quasistatik zu erreichen,

wird dieser ,statische Zeit-

punkt’ mit den Kréaften und

Beschleunigungen  iiberla- Bild 4: Geschwindigkeitsspektrum in Y-Richtung des Zeitsig-
gert, die aus einer konstan- nals aus Bild 3. Die beobachtbaren Frequenzen sind diesel-
ten Lagerdrehzahl und Last ben, allerdings ist die Amplitude des Lagers mit Abweichung
entstehen. Typischerweise deutlich héher, was durch unterschiedliche Skalierungen der

wird weiterhin eine kon- vertikalen Achsen zu erkennen ist.

stante Walzkorperteilung

angenommen und die K&figdynamik vernachléssigt. Diese Art der Berechnung eignet sich ins-
besondere fur den schnellen Vergleich von unterschiedlichen Konfigurationen des Lagers be-
zliglich Geometrie-(Abweichungen) oder dem Identifizieren kritischer Lastfalle.

Wird diese Methode in ein bestehendes Programm zur Lagerauslegung integriert, so kann
eine schnelle und umfassende Auslegung durchgefuihrt werden. Alle aktuellen Berechnungen
der quasistatischen Gerauschberechnung sind mit Bearinx der Firma Schaeffler Technologies
AG &Co. KG durchgefuhrt worden [4].

3.1. Starken und Limits der quasistatischen Gerduschberechnung

Die quasistatische Gerauschberechnung auf Basis von Variable Compliance Schwingungen
hat intrinsische Grenzen aufgrund der Berechnungsmethode. Die offensichtlichsten sind die
Vernachlassigung von Beschleunigungen und dynamischen Effekten, was zu schnellen Be-
rechnungen und einfachen Modellen fuhrt. Insbesondere Drehbeschleunigungen, Kéfig- und
System-Dynamik, aber auch der Drehzahlverlust der Walzkorper in der lastfreien Zone sind
hier zu nennen. Daraus ergibt sich, dass eine Starke der quasistatischen
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Gerauschberechnung die Gerauschanregung von unterschiedlichen (abweichungs-behafte-
ten) Lagern und Lastféllen liegt.

Ein weiteres Limit kann das Kontaktmodell zwischen Walzkdrper und Laufbahn darstellen. Die
meisten dieser Modelle in Programmen zur kompletten Lagersimulation sind auf bekannte
Oberflachenpaarungen mit konstanter makroskopischer Krimmung optimiert. So kann bei-
spielsweise ein Kugel-Laufbahnkontakt nach Hertz berechnet werden. Hierzu ist die nominale
Durchdringung der Korper in der Mitte des Kontakts sowie deren Krummungen und Material-
kennwerte ausreichend. Fur Rollen-Laufbahn-Kontakte kann ein Scheibchenmodell verwendet
werden, was mit einer hoheren eindimensionalen Abtastung des Kontakts entspricht. Abwei-
chungen von der idealen Krimmung der Oberflachen innerhalb der Kontaktscheiben (bzw.
des Kugelkontakts) kdnnen somit nicht korrekt berticksichtigt werden. Das Limit der minimalen
Ausdehnung einer Abweichung ist somit auch lastfallabhangig. Andert sich zusétzlich auch
noch das Schmierungsregime (vollgeschmierter Kontakt, Mischreibung, trocken), so wird dies
typischerweise von den optimierten Kontaktmodellen nicht betrachtet. Somit kénnen beispiels-
weise Effekte der Rauhigkeitsparameter auf die Vibration von Lagern nicht vollstandig mit sol-

chen Kontaktmodellen berechnet werden.
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3.2. Validierung der quasistatischen Gerduschberechnung
Die Validierung einer Methode bezieht neben dem Vergleich mit anderen Methoden (Formeln,
Simulationsmethoden oder auch Tests) auch die Fragestellung an die Methode und deren

Bild 5: Vergleich des Spektrums einer dynamischen und quasistatischen Berechnung fiir
ein Radialnadellager mit einer grofReren Nadel.

Giiltigkeitsbereich mit ein. Wie in Abschnitt 3.1. erwéhnt sind die Grenzen der quasistatischen
Berechnung einerseits in der Vernachlassigung der Dynamik und andererseits im verwende-
ten Kontaktmodell.

In Bild 5 ist als Beispiel der Vergleich berechneter Spektren eines radial belasteten Radialna-
dellagers mit einer Belastung von 0,65 % der statischen Tragzahl gezeigt, bei dem eine Nadel
einen um 0,06 % gréBeren Durchmesser hat als alle anderen. Die dynamische Berechnung
ist mit dem bereits fir Gerduschberechnungen validierten Mehrk&rpersimulationsprogramm
Caba3D der Firma Schaeffler Technologies AG &Co. KG [5,6] durchgefiihrt worden. In beiden
Spektren sind die charakteristischen Frequenzen des Lagers sehr gut zu erkennen. Die
BPFcage,0 bezeichnet die Satzrotationsfrequenz und zeigt mit ihren Vielfachen die Symmetrie

nach einer Satzumdrehung an. Die BPFo ist die Uberrollfrequenz am AuRenring. Sowohl die
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Grundfrequenzen als auch die hoheren Harmonischen werden mit beiden Berechnungsmo-
dellen sehr gut getroffen. Auch die Ubereinstimmung der Amplituden beider Kurven im Bereich
der Uberrollfrequenzen ist sehr gut, und unterscheidet sich nur aufgrund von Abtasteffekten,
wie sie beispielsweise im Bereich der BPFcage0 in Bild 5 zu erkennen sind. Methodenbedingt
kann die Quasistatische im Gegensatz zur dynamischen Berechnung zwischen den Uberroll-
frequenzen keinen Beitrag liefern, da dieser Anteil aus der Systemdynamik bzw. Kéfigdynamik
stammt. Die Kurven unterscheiden sich daher in diesem Bereich.

Eine ahnliche Untersuchung zeigt Bild 6, in der dieser Vergleich fiir ein Radialkegelrollenlager
dargestellt ist. Der Innenring des Lagers wird mit einer Drehzahl von 400 Umdrehungen pro
Minute gedreht und das Lager mit einer Belastung von 0,47% der statischen Tragzahl rein
axial belastet. Die Rollen haben einen zuféllig in einem Bereich von 0,06% variierenden Durch-
messer. Die aufgrund der rein axialen Belastung symmetrische Lastzone wird nur durch die
Anordnung der Walzkdrper gebrochen. Aufgrund deren statistischer Verteilung wird die Sym-
metrie erst nach einer Satzumdrehung erreicht. Daher ist ausschlie3lich die Satzfrequenz und
deren hoher Harmonischen im quasistatischen Spektrum zu erkennen — wahrend aufgrund
von dynamischen Effekten sich auch andere Anteile im dynamisch berechneten Spektrum fin-

den lassen.

4. Zusammenfassung und Diskussion

Gerauschberechnung von Walzlagern kann im quasistatischen Regime eine sehr erfolgreiche
Methode sein, wenn Kéfig- und Systemdynamik fur die aktuelle Fragestellung von untergeord-
neter Rolle ist. Wird ein kinematischer Betrieb angenommen, ist es ausreichend, die Berech-
nung bis zur nachsten Symmetriestellung durchzufiihren und anschlieBend kiinstlich aneinan-
der zu reihen, um eine gute Auflésung im Spektrum zu erreichen. Dies ist im dynamischen Fall
nicht mdglich und die Berechnung muss zwingend bis zur gewiinschten Auflésung laufen. Ins-
besondere bei der Bewertung von Toleranzlagen fur einen konstanten Betrieb bietet diese
Simulationsméglichkeit aufgrund der geringeren Berechnungszeit und der groReren User-
gruppe Vorteile.
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Je nach in die Berechnung integriertem Kontaktmodell kbnnen auch Einflisse der Steifigkeit-
sénderung auch innerhalb der Kontaktellipse aufgeldst werden. Fir typische in Mehrkdrpersi-
mulationsprogramme integrierte und fir ideale Kontaktmodelle, die auf Hertz beruhen, ist die
Aufldsungsgrenze allerdings im Bereich der Kontaktellipse, damit auch lastfallabhéngig. So
kénnen die Effekte von beispielsweise Rauigkeit der Kontaktpartner nicht direkt auf die Gerau-
schentwicklung untersucht werden.

Bild 6: Vergleich des Spektrums einer dynamischen und quasistatischen Berechnung fiir
ein Radialkegelrollenlager mit zuféllig verteiltem Rollendurchmesser
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Simulation des Betriebsverhaltens von Walzlagern unter
elektrischer Beanspruchung
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Dipl.-Ing. Marco Schwarz, ZF Friedrichshafen AG, Friedrichshafen

Kurzfassung

Die stetig steigende Anzahl an Elektro- und Hybridfahrzeugen bringt steigende Anforderungen
an elektrifizierte Antriebsstrange und deren Komponenten mit sich. Hierbei kann es zu Strom-
durchgang an Walzlagern kommen, welcher infolge Oberflachenveranderungen an den Lauf-
bahnen zu akustischen Auffalligkeiten oder Bildung von Pittings fihren kann.

Zur Untersuchung dieser Fragestellungen werden in der Zentralen Forschung und Entwicklung
der ZF Friedrichshafen AG Simulationsmodelle entwickelt, die das Betriebsverhalten von
Walzlagern unter elektrischer Beanspruchung in einem weiten Betriebsbereich abbilden sol-
len. In vielen Anwendungen werden Walzlager Gber weite Teile der Gebrauchsdauer im Misch-
reibungsbereich betrieben. Dieser Bereich ist daher fiir die Modellbildung auch wichtig, wird in
vielen bisher bekannten Modellen jedoch nur unzureichend abgebildet.

Der vorliegende Beitrag erldutert einen Ansatz zur Simulation des Betriebsverhaltens von
Walzlagern unter elektrischer Beanspruchung. Im Fokus stehen hierbei Kugellager sowie der
fur die Praxis relevante Bereich der Mischreibung. Es werden Validierungsmafl3nahmen vor-
gestellt und das Betriebsverhalten bei unterschiedlichen Betriebsbedingungen untersucht.

Schlief3lich werden géngige AbhilfemalRnahmen wie Isolierschichten bewertet.

1. Einleitung

Die elektrische Zusatzbeanspruchung an Walzlagern in elektrifizierten Antriebssystemen hat
ihren Ursprung in der Ansteuerung des Elektromotors mittels Frequenzumrichter. Prinzipbe-
dingt liegen parasitére Effekte im Elektromotor vor, welche sich in Abhangigkeit von den Be-
triebsbedingungen des Gesamtsystems unterschiedlich ausbilden. Einerseits kdnnen hochfre-
guente Strome Uber die Wélzlager der Motoren flieRen, andererseits kann der durch die Com-
mon-Mode-Spannung verursachte parasitare Spannungsabfall an den Motorlagern bei Uber-
schreiten der Durchschlagspannung im Schmierspalt eine sogenannte EDM-Lichtbogenentla-
dung verursachen [2] [3] [6].
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Ein Uberblick tiber mégliche Schadensformen ist in Bild 1 zu sehen. Diese umfassen typische,
mattgraue Laufspuren, welche durch Schmelzkrater in den Laufbahnen hervorgerufen werden.
Folge dieser Schadigungen kénnen im Anschluss Riffelbildung oder bei entsprechender Aus-
bildung des Potentials White Etching Cracks (WEC) bedingte Pittingschaden sein [3] [4].

Bild 1: Walzlagerschaden durch elektrischen Stromfluss bzw. elektrisches Potential

Um das parasitére elektrische Systemverhalten zu verstehen, mogliche kritische Zustande zu
identifizieren und geeignete Gegenmaf3nahmen auswahlen zu kénnen, wird ein Gesamtsys-
temmodell aus Leistungselektronik, Elektromotor sowie Mechanik und deren Komponenten
bendotigt. In diesem Gesamtsystemmaodell stellen Walzlager ein zentrales Submodell dar, wel-
ches je nach Betriebspunkt Einfluss auf das Systemverhalten nimmt. [2] [6] Der vorliegende
Beitrag erldutert das entwickelte Berechnungsmodell fir Radial-Rillenkugellager unter elektri-
scher Beanspruchung. Im Fokus steht die Modellierung des elektrischen Verhaltens bei unter-
schiedlichen Betriebspunkten und unter Beriicksichtigung verschiedener Schmierungszu-
stande. Im néchsten Schritt werden MaRnahmen zur Modellverifikation erlautert. AbschlieRend
wird das elektrische Betriebsverhalten unter Beriicksichtigung von Last, Drehzahl, Oltempera-

tur sowie anliegender Spannung und Frequenz fiir Lager mit und ohne Isolierung aufgezeigt.

2. Berechnungsmodell

Mechanisch-elektrisches Modell

Das elektrische Verhalten von Walzlagern wird insbesondere durch den als Dielektrikum wir-
kenden Schmierstoff in den Walzkontakten zwischen Walzkdrpern und Laufbahnen bestimmt.
Zur Beschreibung dieses Verhaltens wird nachfolgend das in [5] beschriebene Modell firr Ra-
dial-Rillenkugellager verwendet.
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Das Modell besteht aus zwei Teilmodellen. Im ersten, mechanischen Teilmodell werden mit
Hilfe der am Lager wirkenden Krafte und Momente sowie der Lagergeometrie die Walzkorperl-
asten nach DIN16281 bestimmt. Des Weiteren werden die Geschwindigkeitsverhéltnisse in
jedem Walzkontakt in Abh&ngigkeit der Lagerdrehzahl ermittelt. Mit Hilfe dieser Daten werden
mittels der Walzkorperlasten, der Geschwindigkeitsverhaltnisse sowie den rheologischen
Schmierstoffeigenschaften wie Viskositat und Dichte die Schmierfilmhohen in jedem Kontakt
ermittelt. Im zweiten, elektrischen Teilmodell wird jeder Walzkontakt mit seinen elektrischen
Eigenschaften abgebildet. AnschlieRend werden die Einzelkontakte der Z Walzkérper zu ei-
nem Gesamtersatzschaltbild zusammengefasst. Dieses Ersatzschaltbild ist in Bild 2 darge-
stellt.

Bild 2: Elektrisches Ersatzschaltbild eines Radial-Rillenkugellagers [5]

Jeder der Z Walzkorper wird als ohmscher Widerstand Rwk abgebildet. Der Wert dieses Wi-
derstands ist bei Lagern mit Stahlwéalzkdrpern sehr klein. Bei der Modellierung von Hybridla-
gern mit keramischen Walzkorpern ist der Widerstandswert sehr grol3, was die Impedanz des
Lagers signifikant beeinflusst. Die Schmierfilme in den Walzkontakten am Innen- bzw. Auf3en-
ring (IR bzw. AR) werden mit verschiedenen Kondensatoren, Widerstdnden und Schaltern ab-
gebildet.

Der Schmierstoff im Schmierspalt wird mit Cir,ar Und Rir,ar berticksichtigt. Die Werte fir diese
Ersatzschaltbildelemente ergeben sich unter Annahme eines Plattenkondensators mittels der

elektrischen Schmierstoffeigenschaften wie Permittivitét und spezifischer Leitféahigkeit. Da die
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Annahme eines Plattenkondensators im Walzkontakt durch die gekrimmten Kontaktpartner
sowie den Ein- und Auslaufbereich des Schmierspalts nicht hinreichend genau ist, werden die
Werte fur Cir,ar Und Rirar durch Korrekturfaktoren k. und k; korrigiert.

Zur Abbildung von Entladungen, insbesondere bei transienten Berechnungen, enthélt das Er-
satzschaltbild aus Bild 2 einen Schalter. Dieser schlief3t sich, wenn die Durchschlagsspannung
Up im jeweiligen Kontakt Giberschritten wird. Dadurch entléadt sich der Kondensator im Kontakt
Uber den relativ niederohmigen Entladewiderstand Reom. Zur Ermittlung der Durchschlags-
spannung wird u. a. die Durchschlagsfeldstarke des Schmierstoffs benétigt.

Ein zweiter Schalter wird bendétigt, um den Schmierungszustand des Walzkontakts zu be-
schreiben. Als Schaltbedingung wird die spezifische Schmierfiimdicke A herangezogen. Diese
berechnet sich als Quotient aus Schmierfilmhéhe und kombinierter quadratischer Mittenrau-
heit der Kontaktpartner. Befindet sich zwischen den metallischen Kontaktpartnern ein oberfla-
chentrennender Schmierfilm, verhélt sich der Kontakt kapazitiv. Der Kontakt befindet sich in
Flussigkeitsreibung. Die Impedanz des kapazitiven Kontakts ist i. A. sehr hoch. Mit sinkender
Schmierfilmhdhe beginnen sich die Oberflachenrauheiten im Kontakt zu beriihren. Das Lager
befindet sich in Mischreibung. Der niederohmige Kontaktwiderstand zwischen den metalli-
schen Oberflachen R flihrt zu einem ohmschen Verhalten des Kontakts. Zwischen der Flus-
sigkeits- und der Mischreibung befindet sich ein Ubergangsbereich. Die ungefahren Grenzen
dieser Bereiche kdnnen mit Hilfe von A beschrieben und als Schaltbedingung im Lagermodell
aus Bild 2 verwendet werden.

Modellierung der Lagerimpedanz im Ubergangsbereich

Bild 3 zeigt eine Impedanzmessung an einem Axialkugellager unter Variation der Lagertem-
peratur. Bei geringen Temperaturen verhélt sich das Lager auf Grund des gut ausgebildeten
Schmierfilms kapazitiv. Die Impedanz ist relativ hoch und der Phasenwinkel betragt rund -90°.
Bei hohen Temperaturen befindet sich das Lager durch die fallende Schmierstoffviskositat im
Bereich der Mischreibung. Durch den Metall-Metall-Kontakt zwischen Walzkérpern und Lauf-
bahnen verhalt sich das Lager niederohmig (Phasenwinkel 0°). Zwischen diesen Bereichen ist
ein stetiger Ubergang zu erkennen, in dem sich kapazitives und ohmsches Verhalten tiberla-

gern.
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Bild 3: Messung der Lagerimpedanz im Ubergangsbereich von Fliissigkeitsreibung und

Mischreibung an einem Axialkugellager [1]

Beim Festlegen eines festen Werts fir A als Grenze zwischen kapazitivem und ohmschem
Verhalten in das Ersatzschaltbild aus Bild 2, hatte dies einen schlagartigen Sprung im berech-
neten Impedanzverhalten zur Folge (vgl. Bild 9). Ein kontinuierlicher Ubergang lasst sich mit
diesem Ansatz nicht abbilden. Grund dafir ist, dass der Schalter nur zwei diskrete Zustande
annehmen kann: ,Kapazitives Verhalten* oder ,ohmsches Verhalten“. Aus dem gleichen
Grund sind auch Ansatze zur Berechnung der Impedanz bei Mischreibung nicht anwendbar,
wie sie zur Beschreibung der Mischreibung mit Hilfe des Festkdrperlasttraganteils zum Einsatz
kommen. Nachfolgend wird ein magliches Verfahren beschrieben, mit dem das Ubergangs-
verhalten der Lagerimpedanz durch Uberlagerung der Schmierungszustande rechnerisch er-
mittelt werden kann.

Unter der Annahme, dass sich die Zustande ,kapazitiv‘ und ,ohmsch* normalverteilt Gberla-
gern, lassen sich unter Zuhilfenahme der Verteilungsfunktion n gleichverteilte, jedoch diskrete
A als Schaltbedingung firr das Lagermodell berechnen. Fir die Normalverteilung miissen ein
Erwartungswert p sowie die Standardabweichung o bekannt sein bzw. angenommen werden.
Da die Verteilungsfunktion die Werte x = 0 bzw. x = 1 nicht annehmen kann, sondern sich
diesen asymptotisch annahert, werden A > Amax und A < Amin Vernachléssigt. Dies beruht auf
der Annahme, dass sich nur sehr wenige normalverteilte A auRerhalb des Intervalls [Amin, Amax]
befinden und damit der Einfluss auf die spéter durchgefiihrte Mittelwertbildung vernachléassig-
bar ist. AnschlieBend lassen sich mit n gleichverteilten Stutzstellen im Intervall [x1, X2] n nor-
malverteilte A ermitteln. Diese Methode ist in Bild 4 beispielhaft dargestellt.
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Bild 4: Ermittlung normalverteilter, spezifischer Schmierfilmdicken A im Intervall [3, 5] mit Er-
wartungswert g = 4 und Standardabweichung o = 0,5 als Schaltbedingungen fur das

Lagerimpedanzmodell zur Ermittlung der Lagerimpedanz im Ubergangsbereich

Werden die n verschiedenen, normalverteilten A als Schaltbedingungen in das Ersatzschaltbild
aus Bild 2 eingesetzt, so lassen sich n Werte fiir Betrag und Phase der Lagerimpedanz ermit-
teln. Die Lagerimpedanz unter Uberlagerung kapazitivem und ohmschem Verhalten wird an-
schlieRend durch Mittelung der n Werte gewonnen. Das Ergebnis dieser Methode zeigt Bild 5
fur eine beispielhafte Berechnung mit einem Radial-Rillenkugellager unter Variation der La-
gertemperatur. Der qualitative Verlauf des Ubergangs von kapazitivem zu ohmschen Verhal-
ten wird gut abgebildet. Die messtechnische Validierung sowie insbesondere die Ermittlung
der Parameter 1, 0 und Aminmax Sind noch ausstehend. Ein direkter Vergleich der Berechnungs-
ergebnisse mit den Messwerten aus Bild 3 ist nicht moglich, da diese an einem Axialkugellager
ermittelt wurden und das in diesem Beitrag beschriebene Berechnungsmodell derzeit nur Ra-
dial-Rillenkugellager abbildet.
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Bild 5. Berechnung der Lagerimpedanz eines Radial-Rillenkugellagers im Ubergangsbe-
reich durch Mittelung von Einzelberechnungen mit n = 300 normalverteilten Schaltbe-
dingungen A im Intervall [3, 5] mit Erwartungswert g = 4 und Standardabweichung
o=05

3. Modellverifikation

Die Modellverifikation erfolgte im ersten Schritt fir das mechanischen Teilmodell anhand eines
Abgleichs mit den Berechnungsprogrammen Lager2HP der FVA sowie dem ZF-internen Be-
rechnungsprogramm Genia. Fur den Abgleich wurden unterschiedliche Lastfélle (reine Radi-
allast, reine Axiallast sowie radial-axial-kombiniert) definiert und die Ergebnisse der Lagerver-
schiebung, Verkippung, der Walzkdrperlasten, der Betriebsdruckwinkel sowie Kontaktpres-
sungen sowie GroflRen der Kontaktellipsen a und b verglichen. In der Gegenuberstellung der
VergleichsgroRen zeigt sich eine sehr gute Ubereinstimmung.

Im zweiten Schritt wurde das Modell anhand von Lagerimpedanzmessungen an einem speziell
umgerusteten Walzlagerprifstand verifiziert. Der schematische Aufbau und das darin inte-
grierte elektrische Ersatzschaltbild sind in Bild 6 dargestellt. Um den gewunschten Strompfad
zu erzielen und stérende elektrische Einflisse der Umgebung zu minimieren, wurde der La-
gerbock des Prifstands von seiner Umgebung galvanisch getrennt. Hierzu wurde eine
elektrisch isolierende Bodenplatte als Zwischenschicht zum elektrisch geerdeten Maschinen-
bett unterlegt und eine elektrisch isolierende Kupplung an der Motorwelle verwendet. Alle Zu-
und Ablaufe des Schmierdls wurden uber isolierte Zwischenstiicke angeschlossen. Aller Tem-

peratur- und Beschleunigungssensoren waren ebenfalls galvanisch getrennt befestigt.
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Bild 6: Schematischer Versuchsaufbau und el. Ersatzmodell zur Messung der Lagerimpedanz

Die Prifstandversuche erfolgten unter statischer axialer Last, die Uiber ein vorgespanntes Tel-
lerfederpaket eingebracht wurde. Im Versuch wurde ein Hybridlager mit Keramikkugeln und
ein Rillenkugellager mit Stahlkugeln verwendet. Diese durchliefen eine mehrstiindige Einlauf-
phase, um bestehende Rauheitsspitzen zu glatten. Die elektrische Kontaktierung der stehen-
den AuRRenringe beider Lager erfolgt Uber den Lagerbock. Die rotierenden Innenringe wurden
Uber die rotierende Welle mittels Bronzekontaktkohlen kontaktiert. Es ergibt sich eine Parallel-
schaltung von Hybrid- und Priiflager. Trotz der elektrischen Isolierung wurden auch die Strom-
pfade tber die Kupplung zum Motor hin sowie Uber die Grundplatte zum Maschinenbett hin
betrachtet.

Die Impedanzmessung erfolgte mittels Impedanzmessgeréat (Wayne Kerr Precision Magnetic
Analyser 3260B) zwischen den Klemmen A und B. Die gemessene Impedanz entspricht na-
herungsweise der Pruflagerimpedanz Ziager. In jeder Impedanzmessung wurde ein Frequenz-
Sweep durchlaufen. Die zentralen MessgroRen ,Betrag der Lagerimpedanz” und ,Phasenwin-
kel* liegen somit als Funktion der Frequenz vor. Die Messungen wurden bei verschiedenen
Drehzahlstufen jeweils zehnfach durchgefuhrt. Exemplarisch zeigt Bild 7 das Ergebnis von
zehn gemittelten Messungen bei Lagerdrehzahl 1000 min'* unter Axiallast 20,4 kN bei 28,5 °C
Priuflagertemperatur. Auf3erdem sind verschiedene mit dem Modell ermittelte Impedanzver-

laufe dargestellt.
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Bild 7: Vergleich von Berechnung und Simulation mit versch. Korrekturfaktoren kc und kg

Bei Verwendung der in Kapitel 2 beschriebenen Korrekturfaktoren ke und kg = 1, also ohne
Beriicksichtigung der Randzonen im Kontaktbereich, Giberschatzt die Berechnung den Betrag
der Lagerimpedanz. Werden lineare Korrekturfaktoren ke,in und kg,in Nach [2] verwendet, liefert
die Berechnung zu niedrige Lagerimpedanzbetrdge. Durch numerische Optimierungsverfah-
ren lassen sich Korrekturfaktoren ke num und kg,num mit minimaler Abweichung zu den gemes-
senen Verlaufen bestimmen.

Im Phasenverlauf der Messung zeigt sich in der Messung ein Wiederanstieg im Frequenzbe-
reich ab 10° Hz. Dies ist jedoch nicht plausibel zum physikalischen Verhalten von Wélzlagern
und ist auf die mit steigender Frequenz leitfahiger werdende Prufstandisolierung zuriickzufiih-

ren.

4. Ergebnisse

Betrag der Lagerimpedanz bei unterschiedlichen Belastungsrichtungen

In Bild 8 bis Bild 10 ist der Betrag der Lagerimpedanz (Lagerscheinwiderstand) bei unter-
schiedlichen Belastungsrichtungen dargestellt. In allen Fallen wurde A = 3 als Wert fir den

Ubergangsbereich von Mischreibung (ohmsches Verhalten) zu Flussigkeitsreibung
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(kapazitives Verhalten) festgelegt. Solange im unteren Drehzahlbereich in allen Kontakten die
Bedingung A < 3 vorliegt, verhalten sich alle Kontakte und somit das Gesamtlager ohmsch.
Wenn hingegen im hdheren Drehzahlbereich in allen Kontakten die Bedingung A > 3 erfullt
wird, verhalten sich alle Kontakte und somit das Gesamtlager kapazitiv. Zwischen den beiden
genannten Bereichen ,alle Kontakte ohmsch* und ,alle Kontakte kapazitiv' gibt es einen Be-
reich, bei dem (abhangig von der Belastungsrichtung) mind. an einem Walzkdrper am Innen-
ringkontakt ohmsches, am AuBenringkontakt hingegen kapazitives Verhalten vorliegt. Hiermit
lassen sich die dargestellten Spriinge in den Verlaufen erklaren. Anhand von Bild 8 bis Bild 10
ist zu erkennen, dass die Drehzahlbereiche kapazitives oder ohmsches Verhalten von der Be-
lastung(-srichtung) abh&ngen.

Auftreten von EDM-Lagerstromen

Fir die in Bild 10 dargestellten Bedingungen ist in Bild 11 zu sehen, ab welcher Drehzahl keine
schéadlichen EDM-Lagerstréme auftreten. Hierfir muss die die Bedingung erfillt werden, dass
in keinem Kontakt des Walzlagers die Durchschlagsspannung uberschritten wird (Ukon-

takt 2 Up). In dem dargestellten Fall ist dies der Fall ab ca. 1.880 min-.

Bild 8: Betrag der Lagerimpedanz bei axialer Belastung
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Bild 9: Betrag der Lagerimpedanz bei radialer Belastung

Bild 10: Betrag der Lagerimpedanz bei kombinierter Belastung

Bild 11: Auftreten von EDM-Lagerstromen
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Einfluss von Isolierschichten

In Bild 12 ist beispielhaft der Einfluss einer Isolierschicht am Auf3enring auf den Betrag der
Lagerimpedanz dargestellt. Diese wird als Reihenschaltung zum Walzlager, bestehend aus
einer parallel geschalteten Kapazitat und eines Widerstandes der Schicht, modelliert. Es ist zu
sehen, dass mit Hilfe einer Isolierschicht der kritische Drehzahlbereich, ab dem keine schéadli-
chen EDM-Strome mehr auftreten, zu niedrigeren Drehzahlen verschoben wird. Diinne Isolier-
schichten reduzieren EDM-Strome jedoch nur in geringem Maf3, da nur ein kleiner Teil der am
Lager anliegenden Spannung tber der Isolierschichte abfallt. Andere MaBnahmen wie kera-
mische Walzlager sind diesbezuglich deutlich effektiver.

Bild 12: Einfluss einer Isolierschicht auf den Lagerscheinwiderstand
(Al20s-Schicht, t = 200 pm, & ;50 = 9, prso = 102 Qm)

5. Zusammenfassung und Ausblick

In dem vorliegenden Beitrag wurde ein Ansatz zur Simulation des Betriebsverhaltens von
Walzlagern unter elektrischer Beanspruchung am Beispiel eines Radial-Rillenkugellagers vor-
gestellt. Mit Hilfe des physikalisch basierten Modells kann zum einen fur unterschiedliche Be-
triebszustande (Drehzahl, Belastung, Belastungsrichtung, Temperatur) bestimmt werden, ob
die Durchschlagsspannung des Lagers tberschritten wird. Dies wird als Kriterium zur Bewer-
tung kritischer Betriebspunkte herangezogen. Zum anderen lassen sich betriebspunktabhan-
gig der Betrag der Lagerimpedanz (Scheinwiderstand) des Lagers ermitteln, der innerhalb ei-
nes elektrischen Gesamtmodells zur Untersuchung des Gesamtsystemverhaltens verwendet
werden kann. In vielen Anwendungen werden Walzlager Gber weite Teile der Gebrauchsdauer
im Mischreibungsbereich betrieben. Hierfiir wurde ein Ansatz vorgestellt, mit dem sich der
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Scheinwiderstand bei Mischreibung bestimmen lasst. Erwartungsgemaf ist der Scheinwider-
stand stark abhangig von dem Betriebszustand. Dies gilt auch fur die Durchschlagsspannung
eines Lagers. Fur eine moglichst genaue Bestimmung dieser Werte sind detaillierte Lagermo-
delle notwendig. Letztendlich kdnnen mit dem vorgestellten Modell Abhilfemanahmen wie
Isolierschichten oder Erdungsmafnahmen (im Gesamtsystem) bewertet werden.

Die Genauigkeit des vorgestellten Simulationsmodells l&sst sich durch eine detailliertere Be-
riicksichtigung des Ein- und Auslaufbereichs steigern. Fir tiefergehende Untersuchungen sind
zuséatzliche Modellerweiterungen im Zeitbereich notwendig. Durch Anwenden des Modells in
einer transienten Berechnung kénnte beispielsweise die Auswirkung tatsachlicher Common-
Mode-Zeitverlaufe des Umrichters auf das Lager untersucht oder auch die Anzahl von Durch-
schldgen pro Zeiteinheit ermittelt werden. Dartber hinaus sind weitere Validierungsschritte
notwendig, um das Modell Uber einen weiten Betriebsbereich zu validieren. Dies trifft insbe-
sondere auf das vorgestellte Mischreibungsmodell zu. Mit einem solchen validierten Modell
kann im Anschluss die Bewertung kritischer Betriebszustande mit Hilfe weiterer Bewertungs-
kriterien wie der scheinbaren Lagerstromdichte oder der Lagerscheinleistung [6] erfolgen.
Letztendlich lassen sich die vorgestellten Ansatze auf andere Lagertypen oder Maschinenele-
mente Ubertragen.
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Initiierungs- und Abklingeffekte von elektrischen
Schadigungsmechanismen im Walzlager

A. Harder, M.Sc., L. Piske, B.Sc., M. Neu, M.Sc.,
Prof. Dr.-Ing. E. Kirchner, Institut fur Produktentwicklung und
Maschinenelemente (pmd), Technische Universitat Darmstadt

Kurzfassung

Die elektrische Schadigung von Walzlagern und der damit verbundene Ausfall der Lagerung,
in der Peripherie umrichtergespeister Elektromotoren ist ein aktuelles Thema in der
Walzlagerforschung. Dabei verursachen elektrische Potentialdifferenzen Entladungen im
Walzkontakt, die zu Durchschlédgen fihren und dabei die Laufbahnoberflachen und den
Schmierstoff schadigen. Es werden Anséatze verfolgt, die entweder das Lager durch elektrische
Isolation gegen Entladungen absichern oder die Entstehung einer Potentialdifferenz durch den
Einsatz von leitfahigen Dichtungen bzw. leitenden Schmierstoffen verhindern. Beiden
Ansatzen gemein ist dabei die Betrachtung das Waélzlager im Kontext des elektrischen
Gesamtsystems. Im Gegensatz dazu wurde im Rahmen der vorgestellten Untersuchungen
das elektrische Verhalten des Walzlagers als Maschinenelement untersucht. Am Athene
Walzlagerprifstand der TU Darmstadt wurden Untersuchungen an Walzlagern mit definierten
mechanischen und elektrischen Lagerlasten vorgenommen. Die dargestellten
Versuchsergebnisse lassen darauf schlieBen, dass strominduzierte Schéadigungen nicht
kontinuierlich stattfinden, sondern es eines initialen Ereignisses benétigt, um den
Schadigungsmechanismus  zu  starten. Dieses initiale  Ereignis  senkt die
Durchschlagsfestigkeit, sodass in der Folge auch bei urspringlich unterschwelligen

Potentialdifferenzen, ein schadigender elektrischer Strom durch das Lager flieRen kann.

Abstract

The electrical damage of rolling bearings in the periphery of converter-fed electric motors is a
current topic in rolling bearing research. Here, electrical potential differences cause discharges
in the rolling contact, which lead to breakdowns and thereby damage the raceway surfaces
and the lubricant. Recent approaches investigate either to protect the bearing against
discharges by electrical insulation or to prevent the occurrence of a potential difference by
using conductive seals or conductive lubricants. Both approaches consider the rolling bearing
in the context of the electrical system. In contrast to that, the presented research investigated
the electrical behavior of the rolling bearing on the machine element level. Experiments were
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carried out on rolling bearings with defined mechanical and electrical bearing loads at the
Athene Testing Rig at TU Darmstadt. The test results presented show that current-induced
damage does not occur continuously, but requires an initial event to start the damaging
mechanism. This initial event lowers the dielectric strength, so that a damaging electric current

can flow through the bearing even at decreased potential differences.

1. Einleitung

Strominduzierte Walzlagerschaden sind ein bekanntes Problem umrichtergespeister
technischer Systeme und werden zumeist durch induzierte Ladungstrennung
hervorgerufen [1], [2]. Die entstehenden Potentialdifferenzen zwischen Wellen und der
umliegenden Stutzkonstruktion entladen sich aufgrund tberhohter Ladungsdichten in den
Walzkontakten der Lagerungen und haben eine charakteristische Schadigung der Laufbahn
zur Folge. Diese schlagt sich unmittelbar in der verbleibenden Lebensdauer nieder und fuhrt
somit zu einem Ausfall des Bauteils vor dem prognostizierten Erreichen des
Lebensdauerendes. Zur Vermeidung elektrischer Schadigungsmechanismen werden
Schutzkonzepte umgesetzt, welche sich in Isolations- und Kurzschlusskonzepte untergliedern
lassen, und reichen von Keramiklagern, mit deutlich veréanderten (elektrischen) Eigenschaften,
bis hin zu Isolationsschichten und leitfahigen Dichtungen und Schmierstoffen [3], [4].

Fur eine Aussage bzgl. der schadigenden Wirkung elektrischer Lagerstrome hat sich die
Lagerstromdichte als Bewertungskriterium  etabliert [5].  Allerdings ermdglicht  die
Lagerstromdichte nur eine qualitative Aussage darliber ob ein Lager elektrisch geschadigt
wird. Bezlglich des Einsetzens und des Fortschritts der Schédigung lasst die
Lagerstromdichte bisher keine hinreichende Aussage zu.

Wenngleich die Durchschlage mittlerweile auf Basis von Modellen, teils entlehnt aus der
Hochspannungstechnik, erklart werden kénnen, ist der Einfluss, den Entladungen im zeitlichen
Verlauf auf nachfolgende Entladungsereignisse nehmen, noch weitgehend unbekannt und
nicht hinreichend beschrieben. Im vorliegenden Beitrag wird speziell auf die zeitliche
Entwicklung konsekutiver Durchschlagsereignisse eingegangen und durch Auswertung
experimenteller Daten herausgestellt, dass initiale Durchschlagsereignisse Folgeereignisse
begunstigen. Darlber hinaus kann gezeigt werden, dass eine Anpassung der
Potentialdifferenz, fur eine Grenzspannung, zu einem Abklingen der Entladungsereignisse
fahrt.
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2. Theoretische Grundlagen

Wahrend des hydrodynamischen Schmierzustandes stellt das Lager im elektrischen
Stromkreis eine Anordnung von Parallelschaltungen aus elektrischen Widerstanden und
Kapazitaten dar, wobei die Betréage der jeweiligen Widerstéande und Kapazitaten sich aus der
Schmierfilmdicke und der Hertz’'schen Kontaktflache berechnen lassen [6]. Kommt es zur
Lichtbogenentladung, wird die Durchschlagfestigkeit des Dielektrikums Uberschritten und der
Schmierfilm durchschlagen, sodass der Widerstand in der Folge stark abfallt und ein Wechsel
auf resistives Verhalten erfolgt [2].

Ansatze zu der modellhaften Beschreibung des Spannungsdurchschlags in Kondensatoren
mit Ol als Dielektrikum finden sich in der Hochspannungstechnik [7]. Jedoch existiert bisweilen
im Gegensatz zum Gasdurchschlag, der durch den Townsend Mechanismus [8] beschrieben
werden kann, fir Ole keine geschlossene physikalische Theorie. Grund dafir ist die im
Vergleich zu Gasen deutlich hohere Komplexitéat und Variation der chemischen Zusammen-
setzung von Olen, die in experimentellen Untersuchungen zu groRen Streuungen fiihren [7].
Fur die Initierung eines elektrischen Durchschlags in nichtleitendem Ol existieren mehrere
Modelle mit unterschiedlichen Wirkmechanismen. Tobazéon [9] geht bei sehr hohen
Feldstarken in der GroRenordnung von 1MV/mm und Elektrodenabstanden in der GroRRen-
ordnung von 1pm von StoRionisationsprozessen im Ol selbst aus. Der damit einhergehende
Energieeintrag fiihrt zur Verdampfung des Ols, sodass in den aufkommenden Gasraumen
weitere Elektronenlawinen folgen kénnen, die sich sukzessiv bis zur Anode ausbreiten [9].
Ein weiteres Modell stellt die ,kalte Mikrokavitat* dar, nach der in Anwesenheit elektrischer
Felder die Oberflachenspannung des Ols abnimmt, sodass sich gasgefiillte Hohlraume bilden.
Diese Gasbereiche kdnnen erneut durchschlagen werden [10].

Die Perkolationstheorie hingegen begriindet die Durchschlagsinitierung mit einer lokalen
Ordnung der Flussigkeit durch fokussierte elektrische Feldlinien. Es bilden sich fadenartige,
verzweigte Bereiche erhohter Leitfahigkeit aus, die sogenannten Streamer (Bild 1). Der
gesteigerte Stromfluss in diesen Strukturen fiihrt durch den einhergehenden Warmeeintrag zu
einem Absinken der Oldichte entlang der Kanale [7]. Die Gemeinsamkeiten der Modelle
bestehen in hohen benétigten Feldstarken sowie einer Dichtereduktion bis zum Phasen-
wechsel, sodass in der Gasphase letztendlich der eigentliche Spannungsdurchschlag
stattfindet [7].

Zunéchst ist zu beachten, dass unter Wechselstrom jeweils bei Nulldurchgang eine Léschung
des Lichtbogens erfolgt. Der durch den Energieeintrag erhitzte Entladungskanal lasst
thermisch induzierte lonen zuriick, die als leitfahiger Pfad eine neue Lichtbogenziindung

ermdglichen, solange der Stromanstieg die abkuhlungsbedingten Rekombinierungsprozesse
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der lonen ubersteigt. Die durch erste Durchschlage aufgeraute Oberflache begunstigt fortan
an ihren Rauheitsspitzen durch lokale Feldiiberh6hungen weitere Entladungen. Zudem muss
durch die geédnderte Geometrie von einem inhomogenen Feld ausgegangen werden. Aufgrund
der alternierenden Stromrichtung werden die Entladungen abwechselnd negativ und positiv
initiiert [7].

Bild 1: Einordnung unterschiedlicher Entladungsmechanismen anhand der fir ihre
Entstehung notwendigen Spannung [7];

Die bisherigen Beschreibungen der elektrischen Durchschlage von Olen kommen
hauptsachlich aus der Hochspannungstechnik, bspw. in Transformatoren. Die dort
verwendeten Ole werden in der Regel bei Umgebungsbedingungen verwendet, im Gegensatz
zu Walzlagern, in denen im elasto-hydrodynamischen Bereich Spitzendriicke in den
GroRenordnungen von > 1 GPa bei Schmierfiimdicken von < 1pum nicht uniblich sind.
Innerhalb dieses Druckbereichs kann der Glasiibergang des Isolierdls eintreten, sodass das
Dielektrikum das Verhalten eines amorphen Festkdrpers annimmt [11]. Bemerkbar macht sich
dieser Effekt dadurch, dass auch in Olen mit geringem elektrischen Widerstand bei
Normalbedingungen (< 10* Qm), im Waélzkontakt ein Durchschlag entstehen kann, da der
Ubergang ihre Leitfahigkeit stark beeintrachtigt und sich dadurch ein Potential aufbauen kann,
das zu einem Durchschlag fuhrt [12].

3. Experimenteller Aufbau

Fir die Untersuchung der elektrischen Lagerschaden wird der durch die DFG geforderte
Athene Prifstand der TU Darmstadt verwendet, welcher schon zur Untersuchung der
sensorischen Eigenschaften in Wélzlagern verwendet wurde [13]. In Bild 2a ist eine der vier
vorhandenen Prifkammern des Systemprifstands dargestellt. Die mechanische Last wird
Uber einen axial und einen radial angeordneten Hydraulikzylinder (1 und 2) aufgebracht. Die

Drehzahl wird tGber einen externen Elektromotor (3) gesteuert, welcher Uber eine elastische
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Klauenkupplung mit der Prifwelle verbunden ist. Die Lageraul3entemperatur wird Uber
Temperatursensoren (4) erfasst und mechanische Schwingungen werden Uber
Beschleunigungssensoren in der Stltzkonstruktion detektiert (5). Die elektrische
Kontaktierung erfolgt tber einen Leiter am stehenden LagerauBenring (6) und Uber einen
Schleifring (7) auf der Welle. Um einen eindeutigen Stromfluss Uber das Priflager
sicherzustellen und die Stutzlager zu schitzen, sind diese elektrisch vom Gehé&use isoliert
(Siehe Bild 2b). Dadurch wird vermieden, dass diese Lager durch parasitare Erdungsstrome
geschéadigt werden. Als Schmiersystem wird eine heizbare Olumlaufschmierung mit
Filtereinheit verwendet. In Tabelle 1 sind die Leistungsdaten des Prifstandes dargestelit.

Bild 2: a) Prufkammer fir die mechanische und elektrische Lagerbelastung; b) Schnitt-
ansicht der mechanischen Funktionsweise einer Priifkammer und ihre elektrische
Kontaktierung [13].

Tabelle 1: Kenndaten des Priifstandes

Parameter Wertebereich Einheit
Min Max
Last (Radial und Axial) 0 40 [kN]
Drehzahl 0 8000 [1/min]
Temperatur 30 90 [°C]
Elektr. Spannung 0 24 [V]
Frequenz des elektr. Signals 0 20 [kHz]

4. Versuchsergebnisse

Zuerst werden mehrere Lebensdauerversuche durchgefiihrt. Die Lager werden bei einer
reinen mechanischen Last eingelaufen und anschlieend mit einer sinusformigen elektrischen
Wechselspannung beaufschlagt. Das Priiflager (6205) wird dabei so lange geschadigt, bis die
Beschleunigungs- oder StoRRpegelmessung durch die gehauseseitigen Beschleunigungs-

sensoren einen Lagerschaden anzeigen.
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In den durchgefihrten Lebensdauerversuchen hat sich ein charakteristisches Verhalten
gezeigt, welches anhand der in Bild 3 gezeigten Ergebnisse vorgestellt wird. In Bild 3a) ist der
gemessene Effektivwert (RMS) der am Lager angelegten Spannung und in Bild 3b) der
entsprechende Wert des Lagerstromes dargestellt. Es ist erkennbar, dass bis zur Minute 270
kein Strom durch das Lager flie3t. Danach steigt die Effektivstromstérke schlagartig auf ca. 3A
an. Im Vergleich mit den gemessenen Vibrationen in Bild 3c) ist erkennbar, dass bis zur 270.
Minute die Vibrationen im Lager auf einem annahend konstanten Niveau liegen, danach aber
monoton steigen. Nach Versuchsende wurde das Lager demontiert. Die Laufbahn am
AufBenring zeigt die fur elektrische Schadigung charakteristischen Riffel (Bild 3d).

Bild 3: a) Verlauf der Spannung; b) Verlauf der Stromstérke; c) Verlauf der radialen
Vibrationen; d) Aufnahme der Schadigung der Laufbahn am Auf3enring

Um diesen Ubergang, der die elektrische Schadigung im Walzlager einleitet, genauer
betrachten zu koénnen, werden Kurzzeitversuche durchgefihrt, bei denen die angelegte
Spannung stufenweise erhoht wird, bis ein elektrischer Strom durch das Lager flief3t, wie
exemplarisch in Bild 4a zu erkennen. In beiden Versuchsreihen lasst sich der grundlegende
Verlauf qualitativ reproduzieren, allerdings zeigen die durchgefiihrten Lebensdauerversuche
erhebliche Unterschiede in der Zeit bis zu einem Durchschlag. Die Kurzzeitversuche
schwanken ebenfalls hinsichtlich der Spannung, ab der ein elektrischer Strom messbar ist.
Im Weiteren wird daher die Wirkung der entstehenden initialen Durchschlage untersucht, um
daraus mogliche Erklarungsansatze fur deren Ursache abzuleiten. Dafir werden zunéchst die
in Bild 4a gezeigten Kurzzeitversuche wiederholt, im Anschluss an einen initialen Durchschlag
wird das Signal abgestellt und das Lager flr weitere 100 Sekunden ohne elektrische Last
betrieben. AnschlieBend wird die stufenweise Erhéhung der angelegten Spannung wiederholt.
In Bild 4 ist der zeitliche Verlauf des Spannungs- und Stromsignals exemplarisch fur die
durchgefuihrten Versuche dargestellt. Es ist zu erkennen, dass beim wiederholten
Spannungsanstieg der Strom schon bei einer niedrigeren Spannung zu flieBen beginnt.
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Bild 4: Zeitlicher Verlauf der Spannung und Stromstarke bei stufenweiser Erhohung der
Spannung um 0,5V; a) vor einer Initialschadigung, b) wenige Minuten nach einer
Initialsch&digung.

Der an dieser Stelle beobachtete Effekt kann in der weiteren Durchfiihrung von
Lebensdauerversuchen verwendet werden, um eine beabsichtigte initiale Schéadigung zu
erzeugen und damit die Zeit vor einer initialen Schadigung zu raffen. Anschliefend kann der
Schadigungsfortschritt bei vorgegebenem elektrischem Signal untersucht werden. In
Versuchsreihen, in denen die angelegte Spannung unterschwellig blieb, hat sich ein weiterer
Effekt gezeigt. Sobald die vorgegebene Spannung Ugey, anliegt, nehmen Haufigkeit und
Amplitude der gemessenen Stromschlage kontinuierlich ab, bis schlie3lich keine signifikanten
Durchschlage mehr zu detektieren sind (Bild 5). Folglich wiirde es in diesem Betriebszustand
Uber einen langeren Zeitraum zu keinem strombedingten Lagerausfall kommen.

Bild 5: Zeitlicher Verlauf der Spannung und Stromstarke nach Absenken der angelegten

Spannung von 3V auf 1V.
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5. Interpretation und Auswertung

Aus den Lebensdauerversuchen (Bild 3) ist ersichtlich, dass ein initialer Stromdurchschlag das
elektrische Verhalten des Lagers nachhaltig verandert. Sie zeigen, dass eine elektrische
Zustandsanderung im Lager einen Verlust an elektrischer Durchschlagsfestigkeit initiiert, der
letztendlich zu einem vorzeitigen Lagerausfall fiihrt. Es kann angenommen werden, dass diese
elektrische Zustandsénderung des Lagers aus einer Stdérung des Walzkontaktbereichs
resultiert, da alle regelbaren Betriebsparameter konstant gehalten werden. Mdgliche Ursachen
fur eine solche Stoérung kdnnten Partikel im Schmierfilm, kurzzeitige Spannungsspitzen oder
das Aufeinandertreffen von Rauhigkeitsspitzen im Walzkontakt sein und haben eine
statistische Auftretenswahrscheinlichkeit welche die unterschiedlichen Zeitpunkte der initialen
Entladung erklart. Das daran anschlieBende Aufrechterhalten der Entladungsfahigkeit lasst
sich mit den Wirkmechanismen fir eine Lichtbogenzindung erklaren. Auftretende
Mikrokavititen und leitfahige Kanéle tberbriicken die Olschicht, thermoionisieren die lokale
Umgebung bei Erreichen der Gegenelektrode durch Zindung und erméglichen die
Stromleitung, solange die Signalquelle genugend Leistung fur deren Aufrechterhaltung
bereitstellt.

Die Kurzzeitversuche (Bild 4) verdeutlichen, dass nach Initialschaden auch trotz
voriibergehender Entladungsunterbrechung bei Spannungen unterhalb der urspringlichen
Anfangsfestigkeit Stromdurchgang méglich ist. Da das Ol mit mehreren Litern pro Minute durch
die Prifkammer gefordert wird, kann zersetzter bzw. ionisierter Schmierstoff als Einflussfaktor
ausgeschlossen werden. Als wesentlicher Parameter muss daher die Oberflachen-
veranderung angesehen werden. Die stromdurchgangsbedingte Aufrauhung durch Schmelz-
krater und die im fortgeschrittenen Stadium oftmals beobachtete Riffelbildung schaffen eine
Topologie, welche die Annahme eines homogenen elektrischen Feldes im Walzkontakt
verwehrt. Vielmehr muss davon ausgegangen werden, dass essentielle Feldiberhohungen an
den entstehenden Rauheitsspitzen den priméren Festigkeitsverlust begriinden.

Aus den Kurzzeitversuchen mit reduzierter Spannung (Bild 5) ist erkennbar, dass bei zu
geringer eingebrachter elektrischer Leistung immer weniger Strom durch das Lager flie3t, bis
schlussendlich der Lagerstrom vollstandig abklingt. Eine mogliche Erklarung fur das Abklingen
kénnte darin liegen, dass bei niedrigen Spannungen der Durchschlag nur beim Uberrollen von
Unebenheiten auf den Oberflachen der Waélzpartner entsteht. Bedingt dadurch, dass
Aufrauhungen durch lokale Aufschmelzungen auf den Oberflachen zu lokalen mechanischen
Spannungsiiberhéhungen bei Uberrollen fiihren und diese dadurch sukzessive glatt gewalzt
werden, mussen fir einen kontinuierlichen Schadensfortschritt mehr Unebenheiten durch

lokales Aufschmelzen entstehen, als dass durch Uberrollung Unebenheiten glattgewalzt
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werden. Wenn also die eingebrachte elektrische Energie weniger neue Unebenheiten
verursacht, als alte tGberrollt werden, und Durchschlage durch die geringe Energie nur an
Unebenheiten entstehen, werden diese sukzessive abklingen.

6. Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen der vorgestellten Untersuchungen wurde die zeitliche Entwicklung des
Schadigungssignals von Walzlagern betrachtet. In den Versuchen konnte festgestellt werden,
dass Walzlager bis zu einem bestimmten Zeitpunkt die angelegte elektrische Spannung
ertragen, danach aber eine Anderung des Betriebszustandes eintritt. Nach der beschriebenen
Anderung, die an dieser Stelle als Initialdurchschlag bezeichnet wird, flieRt kontinuierlich ein
elektrischer Strom im Lager, was zu einem vorzeitigen Ausfall des Walzlagers fihrt. In
anschlieBenden Untersuchungen des Initialdurchschlags hat sich gezeigt, dass dieser die
Festigkeit des Lagers reduziert und auch bei einer niedrigeren Spannung einen elektrischen
Stromfluss ermdglicht.

Bedingt durch die Komplexitat des vorgestellten Themengebietes existiert noch keine Theorie,
die die Entstehung von initialen Durchschlagen geschlossen beschreibt und damit
prognostizierbar macht. Die hier vorgestellten Versuchsergebnisse zeigen allerdings, dass
eine initiale  Schadigung der Laufbahnoberflache zu einem  kontinuierlichen
Schadigungsfortschritt fihrt und letztendlich zu einem vorzeitigen Ausfall der Lagerung.
Darlber hinaus ermdglicht eine initiale Schédigung einen Stromfluss im Lager bei zuvor
unkritischen Spannungen. Bei der Auslegung von Walzlagern im elektrischen Umfeld muss
somit sowohl die mittlere angelegte Spannung bertcksichtigt werden, als auch die
Wabhrscheinlichkeit von Einzelereignissen, die einen Initialdurchschlag hervorrufen und somit

die elektrische Schadigung des Lagers initiieren kdnnen.
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Kurzfassung

Die elektrischen Eigenschaften von Walzlagern gewinnen zunehmend an Bedeutung. Um zu
einer praziseren Berechnung des elektrischen Lagerverhaltens beizutragen, untersucht diese
Arbeit verschiedene Methoden zur Kapazitatsberechnung. Im Mittelpunkt stehen dabei Rand-
bereiche auBerhalb der Hertz'schen Flache an belasteten Walzkorpern sowie unbelastete
Walzkorper. Dafur werden semianalytische Approximationen und Finite-Elemente-Simulatio-
nen angewendet. Dazu wird eine geschlossene zweidimensionale analytische Lésung herge-
leitet und mit den numerischen und semianalytischen Lésungen verglichen. Dabei dient der
Walzkontakt von radial belasteten Rillenkugellagern als Anwendungsbeispiel. Die Ergebnisse
zeigen, dass die verwendeten semianalytischen Approximationen zwar die aus numerischer
und analytischer Berechnung erwarteten Verlaufe abbilden, jedoch signifikante Differenzen
aufweisen. So wurde insbesondere der Beitrag unbelasteter Wéalzkorper zur Gesamtkapazitat
bisher unterschétzt.

Abstract

The electrical characteristics of rolling bearings become increasingly important. This work ex-
amines various methods for calculating the capacitance to contribute to a deeper understand-
ing of electric behaviour of the rolling bearing. The focus is on the peripheral zone outside the
Hertzian area of loaded as well as unloaded rolling elements. Semi-analytical approximations
and finite element simulations are applied. A closed analytical, two-dimensional solution is
derived and compared to the numerical and semi-analytical solutions. The rolling contact of

radially loaded deep groove ball bearings serves as an application example. The results show
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that the semi-analytical approximations reproduce the trend from numerical and analytical cal-
culation, but show significant quantitative differences. Thus, in particular the contribution of
unloaded rolling elements to the total capacity has been underestimated so far.

1. Motivation

In der Forschung gewinnen die elektrischen Eigenschaften von Walzlagern zunehmend an
Bedeutung. Einerseits nehmen mit einer steigenden Anzahl von umrichtergespeisten elektri-
schen Maschinen auch elektrisch induzierte Walzlagerschaden zu, welche durch eine verbes-
serte elektrische Charakterisierung der Lager besser vorhergesagt und vermieden werden
kénnen. Andererseits kdnnen elektrische Lagereigenschaften sensorisch genutzt werden, da
sie von der Schmierfilmdicke und somit vom Belastungszustand abhangen [1], was wiederum
eine prazise elektrische Modellierung des Lagers voraussetzt. Bild 1.a zeigt exemplarisch ein
Kondensatornetzwerk eines Rillenkugellagers mit leitfahigem Kafig.

Bild 1: Abbildung des Rillenkugellagers als Kondensatornetzwerk: a) Einzelkondensatoren
der Walzkontakte mit leitfahigem Kafig, b) Hertz'sche Flache des beanspruchten

Einzelkontakts, c) Schmierspalt am lastfreien Walzkorper.

In dieser Arbeit werden radial belastete Rillenkugellager untersucht. Bei den belasteten Walz-
korpern, Bild 1.b, bildet sich eine Hertz'sche Kontaktflache Ay, mit der mittleren Schmierfilm-
dicke hy aus, wahrend sich die unbelasteten Walzkorper, Bild 1.c, in etwa mittig im verfugbaren
Spiel des Walzkdrpers positionieren.

Schwerpunkt dieser Arbeit sind die Randzonen belasteter Walzkorper und unbelastete Walz-
koper, wo bevorzugt semianalytische Approximationen zur Kapazitatsberechnung herangezo-
gen werden. Wie grof3 der Fehler durch die Verwendung der Approximationen fir den Anwen-
dungsfall des Walzlagers ist, wird in dieser Arbeit erstmals tiefergehend untersucht. Dazu wer-
den neben der Approximation verschiedene elektrostatische Modelle umgesetzt: ein zweidi-

mensionales analytisches Modell sowie je ein zwei- und dreidimensionales Finite Elemente
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(FE) Modell. Diese werden miteinander verglichen und die Abweichungen der berechneten

Kapazitat untersucht.

2. Grundlagen

Bei Walzlageranwendungen mit voll ausgebildetem Schmierfilm in der Lastzone ist die rele-
vante elektrische GrolRe zur Beschreibung des elektrischen Verhaltens die Kapazitét [2]. Der
Schmierstoff trennt Wélzkorper und Lagerringe und wirkt als Dielektrikum.

Ausgangspunkt fir die Kapazitétsberechnung ist die Hertz'sche Kontaktflache, Bild 1.b. Hier
kann die Kapazitat eines Plattenkondensators annahernd herangezogen werden mit den Ein-
gangsgrofRen Hertz'sche Flache Ayert,, Schmierfilmdicke hy und Permittivitat des Schmierstof-
fese,

AHertz

Ckontakt = € n @
0

Versuche zeigen, dass die tatséchliche Kapazitat mit der Gleichung (1) unterschatzt wird, was
daran liegt, dass die Randzone, Bild 1.b, einen signifikanten Beitrag zur elektrischen Kapazitat
leistet. Verschiedene Autoren multiplizieren dazu Gleichung (1) mit einem konstanten Rand-
faktor [3, 4]. Andere nutzen einen Randfaktor, welcher von minimaler und zentraler Schmier-
filmdicke abhangig ist [5, 6]. Schirra [7, 8] hat gezeigt, dass unbelastete Walzkorper, Bild 1.c,
nicht vernachléssigt werden sollten. Die Kapazitéaten der unbelasteten Walzkorper sowie der
Randzonen kdnnen semianalytisch approximiert werden (siehe 4. Semianalytische Approxi-
mation der Kapazitat). Bei dieser Naherung kann jedoch der real auftretende Verlauf der
elektrischen Feldlinien nicht berticksichtigt werden, was zu einem Fehler in der Berechnung
der Kapazitat fuhrt. Daher werden in dieser Arbeit verschiedene analytische und numerische
Berechnungsmethoden verglichen, die das reale elektrische Feld beriicksichtigen und die Be-

rechnung der elektrischen Kapazitat somit verbessern.

3. Dimensionslose Lagergeometrie

Fur die zweidimensionalen (2D) Berechnungen werden in dieser Arbeit zwei Schnittebenen
unterschieden: Schnittebene | entsprechend der (x, z)-Ebene in Tabelle 1 und Schnittebene I
entsprechend der (y, z)-Ebene. In beiden Schnittebenen stellen Walzkérper und Laufbahn
nicht konzentrische Kreisausschnitte als Elektroden dar. Fur diese soll eine Kapazitat pro Lan-
geneinheit, also der Kapazitatsbelag, berechnet werden. Da dieser skalierbar ist, bietet es sich
an, die Geometrie dimensionslos darzustellen. Als BezugsgroRRe wird hierfir der Walzkorper-
radius Rk gewahlt. Tabelle 1 zeigt die verwendeten GeometriegréBen im dimensionslosen
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(x*,y*, z*)-Koordinatensystem. Das Problem wird fiir Innen- und AuRBenring generalisiert, in-
dem fir den Laufbahnradius am Innenring ein negativer Radius angenommen wird, aus dem
negative dimensionslose Parameter e und g resultieren.

Tabelle 1: Dimensionslose Kontaktgeometrie mit dem Laufbahnradius g, dem Abstand zwi-
schen den Mittelpunkten von Walzkérper- und Laufbahnradius e, dem minimalen

Abstand zwischen Walzkérper und Laufbahn s und der Rillenbreite bg.

Schnittebene | Schnittebene I

Innenring Aufenring

4. Semianalytische Approximation der Kapazitat
Um die Kapazitat von Randbereichen belasteter Walzkorper zu berechnen, wird h&dufig auf die

semianalytische Approximation zurtickgegriffen [2, 9, 10],
Crand = ffA% dA. (2)

Dabei wird in dieser Arbeit von einem vollstandig mit Ol gefluteten Lager ausgegangen, sodass
die Permittivitat zwischen den Elektroden als konstant angenommen wird. Das Gebiet wird in
Plattenkondensatoren infinitesimal kleiner Flache dA mit variabler Hohe h aufgeteilt und an-
schlielRend integriert. Diese Gleichung kann jedoch im Detail unterschiedlich interpretiert wer-
den. So kénnen die infinitesimalen Plattenkondensatoren verschieden angeordnet werden und
Integrationsgrenzen unterschiedlich gesetzt werden.

In dieser Arbeit werden drei unterschiedliche Realisierungen der 2D-Approximation nach Glei-
chung (2) verglichen. Die erste Methode (Bild 2 links) greift auf zueinander parallele infinitesi-
male Plattenkondensatoren zurtick, wie es Prashad [9] beschreibt. Im Gegensatz zu Prashad
wird jedoch auf eine Kleinwinkelnaherung verzichtet. Als Integrationsgrenze in Schnittebene |
wird die Rillenbreite und in Schnittebene Il der Walzkérperdurchmesser gewahlt.
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Bild 2: Verschiedene Umsetzungen zur semianalytischen Approximation der Kapazitat in
Schnittebene .

Fir die zweite und dritte Methode (Bild 2 rechts) wird die Hohe h der infinitesimalen Platten-
kondensatoren senkrecht zur Walzkorperoberflache aufgetragen. Methode zwei (L dAwk)
nutzt dann das Flachenelement des Walzkorpers zur Kapazitatsberechnung, Methode drei (L
dA;) dagegen das der Laufbahn. Als Integrationsgrenze in Schnittebene | (s. Tabelle 1) wird
auch die Rillenbreite herangezogen. In Schnittebene Il wird am Innenring so weit integriert, bis
die abgetragene Hohe h tangential auf den Innenring trifft und am AufR3enring wird 7/2 als

Integrationsgrenze gewabhlt.

5. Analytische Berechnung in 2D

Fir die in Tabelle 1 eingefuhrten Schnittebenen konnte in Anlehnung an ein Beispiel in [11]
eine geschlossene analytische Losung gefunden werden, die im Folgenden hergeleitet wird.
Zuné&chst muss nun ein elektrisches Potentialfeld gefunden werden, das die Randbedingun-
gen der Anordnung erflllt. Die Oberflachen von Walzkorper und Laufbahn agieren als Elekt-
roden und werden als ideal leitend angenommen. Ein Potentialfeld, das diese Randbedingun-
gen erfiillt, lasst sich mit zwei gedachten Linienladungen mit einem Ladungsbelag von +q bzw.
—q erreichen (s. Bild 3.a-c). Die entstehenden Aquipotentialkreise werden auch als Apolloni-
sche Kreise bezeichnet.

Durch Variation des Abstandes der Linienladungen und das Auswéhlen zweier Kreise der ent-
sprechenden Radien lassen sich zwei Aquipotentialkreise ermitteln, die mit den Elektroden-
oberflachen zusammenfallen. Zur Beschreibung des Verhéltnisses der beiden Kreise zueinan-
der dient die HilfsgroRe

1
(22 _1_ 2 _ .2 _1)2 — 4.2 3)
K=o (g et —1 (g? —e?—1)? —4e )
Somit lasst sich das Potentialfeld in dimensionslosen Polarkoordinaten bestimmen

W2 oo 2
¢(r*,®):#~ln<r 2r cos@/x+1/}c> @)

r*2 —27r*cos® -k + K2
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Bild 3: Aquipotentiallinien des Potentialfeldes zweier Linienladungen mit angedeuteten Elekt-
rodenkontouren a) in Schnittebene | und in Schnittebene 1l b) am Innen- ¢) am Au-
Renring. d) Integrationsgrenze 0, in Schnittebene I.

Durch Gradientenbildung an der Kugeloberflache (r* = 1) lasst sich die elektrische Feldstarke

Epelprcg = — berechnen, welche nur eine Radialkomponente senkrecht zur Elektroden-
1

9%
ol
oberflache besitzt. Uber das Materialgesetz kann die elektrische Durchflutung Dy«|y—q = € -
E,+|,+—1 und Uber den GauR‘schen Satz schlieflich der Ladungsbelag Q" auf dem Walzkorper
bestimmt werden

0y
, 9 q 1+«k (@1)] (5)
Q = fDr*lr*=1d®_n_ arc tan [1 tan .
0

2

Als Integrationsgrenze in Schnittebene | wird der Winkel 0, eingefihrt, welcher entsprechend

Bild 3.b aus der Rillenbreite by berechnet wird

(e ) ©)
g>—bi/4—e

0, = arctan

In Schnittebene Il wird bis  / 2 integriert, sodass nur die dem Ring zugewandte Seite des
Walzkorpers einbezogen wird.
SchlieRlich werden die Potentiale der beiden Aquipotentialkreise bestimmt:

q 1
Dy =-—-In|—, (7)
2me K
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q g—e—1/k
b, = —
L 2me | g—e—k ®)
Nun l&sst sich der Kapazitatsbelag der Anordnung bestimmen:
1+k 04
' arctan tan (5~
C' = Q = 4¢ - [1—}( (2)] (9)
Pwk — P In|gd—e-x_
(g—ex—1

AuBer zur Berechnung der genannten Schnittebenen im Radialrillenkugellager lasst sich diese
Gleichung auch fur unverformte Geometrien von Zylinderrollen-, Nadel- oder Gleitlagern ver-
wenden. Auch eine Erweiterung durch Integrieren der Kapazitatsbelage in die dritte Raumrich-
tung ist denkbar, um unbelastete Walzkorper in Kegel- oder Pendelrollenlagern abzubilden.
Um die Kapazitét von Randbereichen belasteter Wélzkdrper zu berechnen, kann in Gleichung
(5) eine untere Integrationsgrenze 0, fur das Ende der Hertz'schen Flache angegeben wer-
den. Der resultierende Kapazitatsbelag kann alternativ mit €.y = C'(0,) — C'(©,) berechnet
werden.

Allerdings darf dabei die Einfederung des Walzkdrper-Laufbahn-Kontaktes nicht gréRer als die
Schmierfilmdicke sein, denn das wiirde zu sich tiberschneidenden Aquipotentialkreisen im Be-
rechnungsansatz fithren (s. Bild 4), was einen mathematischen Widerspruch bewirkt. Somit ist
der Einsatz der Gleichung fir belastete Walzkorper beschréankt auf g > e + 1.

Bild 4: Walzkontakt: a) unbelastet, b) Schmierfilm gréRer als Einfederung und c) Schmierfilm

kleiner als Einfederung.

6. Numerische Simulation

Die Kapazitat beliebiger unbelasteter Walzkorper kann mithilfe numerischer Simulation ermit-
telt werden. In dieser Arbeit wurden zwei unterschiedliche Feldldser verwendet: Zunéachst ein
hausinterner 2D-FE-L&ser, sowie das kommerzielle Simulationswerkzeug CST Studio® fir die
Untersuchung des dreidimensionalen Problems (3D).

Es wurden unbelastete Einzelkontakte eines 6205-C3 Radialrillenkugellagers am Innen- und
Auf3enring modelliert (s. Bild 5). Der Lagerring ist dabei jeweils geerdet und der Walzkorper-
ausschnitt mit einem Potential von 1 V beaufschlagt. Alle anderen Rander des Modells werden

als elektrisch isolierend angenommen, was heif3t, dass der elektrische Fluss unvermindert von

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

82 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

der Walzkorperhélfte zum Lagerring fliel3t. Der elektrostatische Loser berechnet das elektri-
sche Feld und daraus die Ladungsverteilung auf den Elektrodenoberflachen. Aus der gesam-
ten Ladungsverschiebung lasst sich dann die Kapazitat errechnen.

Bild 5: Modellierte Geometrien der FE-Simulationen a) in 2D und in 3D b) am Innen- und c)
Auf3enring.

Die berechneten Potentialfelder in Bild 6 zeigen eine sehr starke Konzentration des elektri-
schen Feldes im Schmierspalt. Entsprechend ist der Einfluss der gewahlten Randbedingungen
gering, sodass diese validiert werden konnten.

Bild 6: Potentialfelder der 3D FE-Simulation a) in Schnittebene | am Innenring und in Schnitt-
ebene Il fur b) den Innen- und c) den AulRenring fiur das Wélzlager 6205-C3 und einen

Elektrodenabstand von 60 pum.
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7.Vergleich der Methoden

Zunachst werden die Ergebnisse der 2D-Betrachtungen, das analytische Modell nach Glei-
chung (9) und das numerische Modell (siehe Bild 5.a), verglichen. In Bild 7 ist die relative
Abweichung der semianalytischen sowie der FE-Simulation von der analytischen Lésung fur
die Kapazitatsherechnung des Lagers 6205-C3 dargestellt. Auf der Abszisse ist der Elektro-
denabstand zwischen der Laufbahnmitte und dem Walzkorper aufgetragen. Im linken Dia-
gramm ist zu erkennen, dass die Methode paralleler infinitesimaler Plattenkondensatoren (se-
mianalytisch ||) das analytische Ergebnis sehr deutlich unterschétzt. Das liegt insbesondere
daran, dass in Summe nur die in z*-Richtung projizierte Kondensatorflache berticksichtigt wird
und dass mit steigendem Abstand von der Mittelachse die Hohe h nicht mehr im kirzesten
Abstand zwischen den beiden Elektroden abgetragen wird.

Das Diagramm rechts in Bild 7 zeigt einen vergréRerten Ausschnitt des linken Diagramms. Es
wird deutlich, dass die semianalytischen L dAyg und L dA;, die analytisch berechneten Ergeb-
nisse besser annahern. Bei Verwendung der Walzkérperoberflache wird das Ergebnis unter-
und bei der Laufbahnoberflache Uberschatzt, da letztere die gréRere Flache besitzt.

Bild 7: Vergleich der 2D-Berechnungsverfahren am Innenring eines 6205-C3 Rillenkugella-

gers in Schnittebene | mit g5, = 2,2.

Zusatzlich ist das Ergebnis der zweidimensionalen FE-Berechnung zur Validierung der analy-
tischen Losung eingetragen. Die Abweichung bei geringen Elektrodenabstand lie3e sich bei
Bedarf durch Verfeinern des FE-Gitters weiter reduzieren. Die Abweichung bei groeren Elekt-

rodenabsténden liegt an geringfligig unterschiedlichen Randbedingungen am Rillenrand: Bei
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der analytischen Berechnung verlauft diese entlang der &u3ersten Feldlinie des in Gleichung
(4) berechneten elektrischen Feldes und trifft somit senkrecht sowohl auf Laufbahn- als auch
Kugeloberflache. Die entsprechende Grenze in der 2D-Simulation (Bild 5.a) ist dagegen als
Gerade angenahert, die senkrecht auf die Kugeloberflache, aber nicht senkrecht auf die Lauf-
bahnoberflache trifft. Der relative Einfluss dieser Naherung nimmt mit steigendem Elektroden-
abstand zu, da der absolute Kapazitatsbelag abnimmt. Jedoch ist die Abweichung im betrach-
teten Bereich mit etwa 0,01 % gering.

Da eine analytische Lésung fir den dreidimensionalen Fall des Rillenkugellagers nicht gefun-
den werden konnte, lassen sich in Bild 8 nur die semianalytische Approximation und die FE-
Simulation vergleichen. Hierbei fallt auf, dass die implementierte Methode L dA4yk mit steigen-

dem Elektrodenabstand die numerische Lésung zunehmend unterschatzt.

Bild 8: Vergleich der 3D-Berechnungsverfahren am Innenring eines 6205-C3 Rillenkugella-

gers mit g5, = 2,2.

8. Zusammenfassung

Die Kapazitat eines Walzkontaktes lasst sich auf verschiedene Weise berechnen. Neben FE-
Simulationen sind in der Literatur semianalytische Approximationen verbreitet. Dabei gibt es
verschiedene Mdglichkeiten, den Ansatz infinitesimaler Plattenkondensatoren (2) zu interpre-
tieren. Die Hohe der infinitesimalen Kondensatoren senkrecht zur Walzkorperoberflache ab-
zutragen, liefert ein praziseres Ergebnis, als die auf parallele Kondensatoren zuriickzugreifen.
Bei der Verwendung der Walzkorperoberflache als Flachenelement lassen sich genauere Er-
gebnisse erzielen, welche allerdings die reale Kapazitat immer noch signifikant unterschatzen.
Der Fehler steigt dabei mit zunehmendem Elektrodenabstand, sodass bisher insbesondere
der Beitrag unbelasteter Walzkdrper unterschatzt wurde.
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Des Weiteren wurde eine analytische 2D-Berechnung vorgestellt, um die Kapazitatsbelage
der Schnittebenen im Rillenkugellager unter Beruicksichtigung des realen elektrischen Feldes
zu berechnen. Eine Anwendung der Gleichung in Zylinderrollen-, Nadel- oder auch Gleitlagern
ist ebenfalls denkbar. Dennoch bleiben numerische Methoden die einzig sinnvolle Méglichkeit
das transiente und nichtlineare Verhalten von Walzlagern und ihren Schmierstoffen zu charak-
terisieren.
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Kurzfassung

Keramisch beschichtete Walzlager werden in elektromechanischen Antrieben zur Pravention
schéadlicher Stromdurchgénge und damit verbundener Walzlagerschaden eingesetzt. Im Rah-
men dieses Beitrags konnte die Herstellung solcher keramischen Al,Os/TiO, Beschichtungen
per APS optimiert und die elektrisch isolierenden Eigenschaften unter kombinierter mechani-
scher und elektrischer Belastung an einem neuen Radiallagerpriifstand getestet werden.
Durch in situ Messung des Schichtauftrags wahrend des Spritzens und nachgelagertem Biirs-
ten konnten auf den Stirnflachen Bauteiltoleranzen von 26,340
(-0,020/-0,067) mm eingehalten und Rauheiten von R, ~ 3 um erreicht werden. Die Validierung
durch Prufstanduntersuchungen ergab, dass die beschichteten Walzlager zeitstabil Potentiale
von 1000 V DC isolieren und dabei dieselben Tragfahigkeiten wie unbeschichtete Lager auf-

weisen.

1. Einleitung

In einer Vielzahl von Untersuchungen [1-4] konnte bereits nachgewiesen werden, dass der
Stromdurchgang im Walzkontakt eine entscheidende Grof3e ist, der die Lebensdauer signifi-
kant beeinflussen kann. Bspw. sind im Windenergiesektor Schadensfalle mit Laufzeiten unter-
halb 20% der rechnerischen Lebensdauer bekannt, die sich auf Basis der klassischen Modell-
vorstellung der Werkstoffermiidung nicht erklaren lassen [5,6]. Stattdessen zeigen metallogra-
phische Analysen im angeétzten Schliffbild wei3 erscheinende Veranderungen des Gefuges,
die als sogenannte White Etching Cracks (WEC) eine vorzeitige Rissbildung bewirken. In der
industriellen Praxis werden schadliche Lagerstréme zumeist durch den Einsatz von Walzlage-
rungen mit einer elektrisch isolierenden Keramikbeschichtung unterbunden [7].

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

88 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

Nach dem Stand der Technik wird per thermischem Spritzen, meist APS (Atmospheric Plasma
Spraying), eine Al,Os/TiO».-Schicht auf die Lageranschlussflachen mit AufmaR aufgetragen
und in einem weiteren Schritt auf Endmaf3 geschliffen [8-10]. Dieses zweistufige Verfahren ist
aufwéndig und hat einen hohen Ressourcenverbrauch. Zur 6konomischen und 6kologisches
Effizienzsteigerung wird das Ziel verfolgt, die Walzlager maf3haltig, ohne spatere Nacharbeit,
zu beschichten. Die Beschichtung auf MaR impliziert eine moglichst exakte Auftragsgeschwin-
digkeit oder alternativ eine prozessbegleitende Messtechnik. Besonders wirtschaftlich wéaren
groRRtmogliche Schichtauftrage, wobei ein Kompromiss mit den enggesteckten Lagertoleran-
zen eingegangen werden muss.

Messungen zu den elektrisch isolierenden Eigenschaften der Keramikbeschichtung erfolgen
zumeist an Referenzkdrpern oder vor dem Einbau in die letztliche Anwendung. Es ist nicht
auszuschlief3en, dass bspw. Ringwandereffekte oder der Montageprozess selbst zu Beschich-
tungsschaden fuhren und damit die elektrische Isolation negativ beeinflussen kénnen. Publi-
zierte Ergebnisse zur zeitabhéngigen Durchschlagsfestigkeit keramisch beschichteter Wélzla-
ger wahrend des Laufs liegen bislang nicht vor. Aus diesem Grund wurde ein Prifstand kon-
zipiert, mit dem Messungen zur elektrischen Durchschlagsfestigkeit bei gleichzeitigen mecha-
nischen Belastungen durchgefuhrt werden kénnen.

2. Methodik und Durchfiihrung

2.1 Applikation Al>Os Beschichtung

Der Beschichtungsprozess per APS (P2, Fa. GTV) mit Al,Os/TiO, (97/3) als Schichtwerkstoff
erfolgte an rotierenden Walzlagern, zuerst die Stirn- und abschlieRend die Mantelflachen. Die
jeweils nicht zu beschichtenden Flachen und die Laufbahn wurden durch eine Maskierung vor
Overspray und Verschmutzung geschitzt. Um die Poren zu verschlie3en, wurden die Proben
im warmen Zustand bei ca. 40°C mit einem Versiegler auf Silikonbasis impragniert, bei 110 °C
fur 2 h ausgehartet und abschlieRend von iberschiissigem Versiegler auf der Laufflache ge-
reinigt. AnschlieRend wurden die spritzrauen Oberflachen mit einer diamantbesetzten Teller-
birste nachgearbeitet, bis die erwiinschte Oberflachenrauheit durch Glattung erreicht wurde.
Auf Basis von zwei gegentberliegende Lasertriangulationssensoren mit definiertem Abstand
wurde ein produktionsbegleitendes Messsystem aufgebaut (siehe Bild 1). Uber eine Trigge-
rung bestehend aus mitlaufender Lochscheibe und einem optischen Signalgeber, wird sicher-
gestellt, dass der obere und der untere Laser synchron Messwerte liefern. Die Bauteilbreite
wird so anhand von 8 Messwerten pro Umlauf ermittelt und als Mittelwert ausgegeben. Durch
eine Kalibrierung auf das Rohteil kann der Schichtauftrag kontinuierlich Gberwacht werden.
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Um temperaturbedingte Warmeausdehnungen zu kompensieren, wurde ein beriihrungsloser

Temperatursensor im Messaufbau mitberiicksichtigt.

Bild 1: Messaufbau zur Breitenmessung. Zwei Lasertriangulationssensoren werden

an gegeniberliegenden Positionen des Lagerauf3enrings angeordnet

In Vorversuchen an kommerziellen Lagerauf3enringen (Typ 6216 - @ 140 mm, Breite 26 mm)
wurden die finalen Prozessparameter ermittelt. Fir die Strahlung wurden 4 Feinheiten (F20,
F36, F46, F80) verwendet. Fir das Beschichtungspulver wurden 2 Partikelgrof3en (-22+5 pm
und -45+15 um) evaluiert. Die Oberflachenrauheit der gestrahlten Flache und der spritzrauen
Schicht wurden mittels eines Rauheitsmessgeréats (MarSurf PS 10, Fa. Mahr) bestimmt. Zu-
dem wurden Haftzugswerte in Anlehnung an die Norm DIN EN I1SO 14916-2017 ermittelt. Statt
der Normstempel wurden PAT-Stempelproben auf das Bauteil aufgesetzt und mit einem mo-
bilen Haftzugsgerat abgezogen (PosiTest ATM, Fa. DeFelsko). Pro Probe wurden 6 Stempel
ausgewertet und der Mittelwert gebildet. Der abschlieRende Biirstprozess erfolgte in mehreren
kurzen Ubergéangen. Fir die Abschatzung der Einglattung wurden nach jedem Ubergang
Schichtdicke und Rauheit (Rz und R.) gemessen. Zur Verifizierung des in situ Messprinzips
wurden an einem Testobjekt nach je 3 Ubergéngen sowohl die Bauteildicke im warmen als auf
im kalten Zustand verglichen, um den Temperatureinfluss zu untersuchen. Zusétzlich wurden
noch der Einfluss der Lage und des Winkelfehlers untersucht.

Die Prototypenlager (Typ 6216) wurden an den radialen und stirnseitigen Anschlussflachen
beschichtet. Da diese bereits EndmaR hatten, orientierte sich der Schichtauftrag anhand einer
notwendigen Schichtdicke fir die elektrische Isolation. Die stirnseitige Beschichtung wurde in
situ gemessen. Die radiale Beschichtung wurde rechnerisch abgeschétzt. Es wurden 2 Char-
gen & 4 Lager beschichtet, um Prozessstabilitdt und Schwankung zu charakterisieren. Die
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Bestimmung der Schichtdicke erfolgte durch die Relativmessungen unmittelbar vor und nach
der Beschichtung mithilfe einer Koordinatenmessmaschine. Tabelle 1 dokumentiert die Be-
schichtungsparameter der Prototypenlager.

Tabelle 1: Beschichtungsparameter Prototypenlager

Bezeichnung Anforderungen
Lagertyp Rillenkugellager 6216 (Beschichtung am Auf3enring)
Strahlen Zirkonkorund (F80)

Pulver (Beschichtungswerkstoff)  Al,Os/TiO, 97/3 (-22+5pum)
Mechanische Nachbehandlung  Bursten mit Tellerblrste

Anvisierte Schichtdicke Radial 190 pum, stirnseitig 1904 um
Anvisierte Rundheitstoleranz 18 pm

Oberflachengtite Zielrauheit Beschichtung Ry = 3,0 pum
Durchschlagsfestigkeit >1.000 V DC (im Prufstand)
Elektrischer Widerstand Trocken: > 50 MQ

2.2 Prufstand fur elektrisch isolierende Eigenschaften

Beschichtungsseitig besteht die Anforderung, elektrische Durchschlagsfestigkeiten bis zu
1000 V DC in einer praxisnahen Einbausituation zu erzielen. Mithilfe eines innovativen Prif-
standkonzepts wurden diese elektrisch isolierenden Eigenschaften gepruft, wahrend die Pruf-
lager gleichzeitig mechanisch belastet wurden. Zur Absicherung etwaiger verschleiBbedingter
Einfliisse auf die Durchschlagsfestigkeit erfolgte die Messung der Durchschlagsfestigkeit dy-
namisch im Lauf. Tabelle 2 fasst die Leistungsgrenzen des Priifstandes zusammen.

Der umgesetzte Radiallagerpriifstand besteht aus zwei separierten Gehausen und einer ge-
meinsamen Prufwelle. Auf der Prifwelle fliegend gelagert sitzt das Priflager in einem
elektrisch entkoppelten Gehause (siehe Bild 2). Ein Hydraulikzylinder belastet das Priiflager
radial. Die Kraftwirkung des Hydraulikzylinders verlauft mittig in der Symmetrieebene. Die Prif-
welle wird von zwei Stitzlagern in einem Stutzlagergehduse ausgerichtet. Bedingt durch die
fliegende Lagerung wurde die Prifwelle biegesteif dimensioniert. Dafiir birgt die Konstellation
der fliegenden Lagerung Vorteile hinsichtlich der Stromflussrichtung sowie optischer und sen-
sorischer Zuganglichkeit. Fur die Realisierung des elektrischen Konzepts erfolgt die Einbrin-
gung des Hochspannungspotentials tUber einen Steckkontakt am Priflagergehéuse. Hierfur
wird ein Hochspannungspriifgerat ATS400 der Firma ETL eingesetzt. Wahrend des Laufs kdn-
nen die Priflager vollautomatisiert stromdurchschlagsgepriift werden. Die hinterlegte Elektro-
nik wertet den elektrischen Widerstand im Messkreis aus. Elektrisch wurde der Priufstand so

ausgelegt, dass samtliche Strome im Messkreis den radialen Walzkontakt passieren missen.
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Zwischen den stromfiihrenden und den nicht stromfihrenden Bauteilen sind vorsorglich Luft-
spalte realisiert, um undefinierte Luftdurchschléage zu verhindern. In einer alternativen elektri-
schen Konfiguration kann anstelle des Hochspannungsprufgeréats ein Netzteil angeschlossen
werden, mit dem ein kontinuierlicher Gleichstromfluss eingestellt werden kann. Diese Konfigu-

ration ermdoglicht bspw. Tests schadlicher Stromdurchgange nicht isolierter Priiflager.

Bild 2: Aufbau des Radiallagerprifstands

Tabelle 2: Technische GroR3en des Prifstands fur elektrisch isolierte Wélzlager

Bezeichnung Symbol Einheit Wert
Radialkraft Frad N 0 - 80.000
Drehzahl Prufwelle Nrot rpm 150 - 1.500
Olvolumenstrom Vo, I/min 0-2
Schmierstofftemperatur O, °C 20-80
Elektrische Spannung (Konfiguration Spannung) Uk \% 0 - 3.000
Elektrischer Strom (Konfiguration Strom) Ik A 0-20
Priflagergréf3en / Bauraum Da mm 140 - 180

di mm 80 - 100

b mm 26 -34

Die experimentellen Untersuchungen beinhalteten Versuche mit Rillenkugellagern des Typs
6216. Elektrisch isolierend beschichtete Priflager (#V1-4) wurden hinsichtlich ihrer Durch-
schlagsfestigkeit und mechanischer Tragfahigkeit getestet. Vor Einbau in den Priifstand wur-

den die elektrischen Widerstande der Lager gemessen. Wahrend des Priiflaufs wurde die
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elektrische Durchschlagsfestigkeit bei Nennspannung geprift. Als Referenz fur die mechani-
sche Tragféhigkeit wurden an einem unbeschichteten Lager (#V9) dieselben Belastungen ge-
pruft. AuBerdem wurden unbeschichtete Priflager (#V5-8) mit variablen Lagerstromdichten
getestet, um tragféhigkeitsmindernde Einflisse herauszustellen. Alle Versuche wurden bei ho-
hen Radiallasten mit P/Co = 75 - 85 % durchgefiihrt. Die weiteren Einflussgré3en aus Schmier-
stoff, Drehzahl und Oltemperatur wurden so gewahlt, dass sich Priifzeiten nach der erweiterten
Lebensdauertheorie von Lionm = 120 - 150 h ergaben. Mit Erreichen dieser Lebensdauer wur-

den die Versuche als bestanden bewertet. Tabelle 2 zeigt die Versuchsbedingungen.

Tabelle 2: Versuchsbedingungen Prifstanduntersuchungen

Beschichtung  F; [N] Nrot [rpmM] Uk [V] Js [A/mm?]  Lionm [h]
#V1 ja 41.250 1.250 1.000 0.00 150 h
#V2 ja 41.250 1.250 1.000 0.00 150 h
#V3 ja 46.750 1.250 1.000 0.00 120 h
#V4  ja 46.750 1.250 1.000 0.00 120 h
#V5 nein 46.750 1.250 0 0.41 120 h
#V6 nein 46.750 1.250 0 0.54 120 h
#V7  nein 46.750 1.250 0 0.54 120 h
#V8 nein 46.750 1.250 0 0.68 120 h
#V9 nein 41.250 1.250 0 0.00 150 h

3. Ergebnisse und Diskussion

3.1 Beschichtungsprozess

Die Vorversuche der Strahlung zeigten deutlich den Einfluss der StrahlgutkorngrofRe auf die
Rauheit der gestrahlten Oberflache. Eine grobe Kérnung mit F20 ergab die hdchsten Rau-
heitswerte der Versuchsreihe R, = 42 + 4 um, wohingegen eine feine Kérnung F80 die nied-
rigsten Rauheitswerte R, = 18,5 + 0,2 um ergab. Die Pulvergrof3e des Spritzpulvers Al,O3/TiO>
zeigte hierbei einen deutlichen Einfluss auf die Rauheit der spritzrauen Oberflache. Mit feinem
Pulver lieRen sich dabei deutlich niedrigere R.-Werte um die 27 - 30 um realisieren, mit groben
Pulverkdrnungen 36 - 40 um. Die Rauheit des Substrats war bei der groben Kérnung des
Spritzpulvers von untergeordneter Bedeutung (vgl. Bild 3).

Bild 4 zeigt die Ergebnisse der Haftzugfestigkeit. Das feine Pulver zeigte auf allen untersuch-
ten Substraten hohere Haftzugswerte. Am hochsten waren die Haftzugswerte bei feiner Strahl-
gutkérnung mit Ry =9,5 + 0,7 MPa (F80) und Ry =9,5+ 1,2 MPa (F46). Das grobe Pulver
zeigte deutlich niedrigere Haftzugswerte, die nur gering durch die Strahlung des Substrates

beeinflusst wurden. Fir grobe Spritzpulver zeigte sich der hochste Wert Ry = 6,3 + 0,7 MPa
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bei einer feinen StrahlpartikelgroRe von F80. Aufgrund dieser Ergebnisse wurde die Strahlung
mit  Korund der Kérnung F80 und das feinere AlLOs/TiO,  Spritzpulver
(-22+5pum) flr das finale Beschichtungssystem ausgewahlt.

50 _ 12
€ 4 grobes Pulver (-45+15 pm) s
= 45 |« feines Pulver (-25+5 um) s 10
ha F80 =
40 | F46 x 8
cg” F20 Fs6 = =
2 SR, e s L 6
_'5 35 E’
£ D
G 30 f b3 s 4
17 B S —— o w“
2 - "“Fé_‘ F80 S 5
= B 0 F36 Fa6 2
£ 0k & o0
B T Zirkonkorund F36 F46 F80
4 . ) . ) ) . F20 Rz 40 Rz 30 Rz18
15 Rz 40
15 20 25 30 35 40 45 50 mfeines Pulver (-25+5 pm)
Rauheit Substrat nach dem Strahlen R, [um] mgrobes Pulver (-45+15 pm)

Bild 3: Rauheit Rz der beschichteten Bild 4: Haftzugswert Ry in Abhangigkeit
Oberflache bei unterschiedlicher vom verwendeten Strahlgut bzw.
Rauheit des Substrats. der Substratrauheit

Als Testsystem flr das Birsten wurde die spritzraue Beschichtung des finalen Systems (feine
Strahlung/feines Spritzpulver) in mehreren kurzen Ubergéngen gebiirstet. Anfangs hatte die
spritzraue Schicht eine Schichtdicke von 93,6 um, Rz = 20,9 pm und Ra = 3,4 um. In Bild 5
sind die Einglattungseffekte nach insgesamt 6 Biirstiibergangen zu sehen. Mit dem ersten
Bursten ergab sich ein deutlicher Schichtdickenverlust von ca. 20 pm und eine deutliche Ab-
nahme der Rauheit. R, und Ra. Die Messungen zeigten, dass nach dem 3 Ubergang keine
signifikante Anderung der Oberflachenrauheit R, und R, mehr auftrat. Mit steigenden Uber-
gangen stagnierte auch die Schichtdicke. Nach dem 6. Ubergang hatte die gebirstete Schicht
eine Schichtdicke von 78,1 um, R; = 2,8 um und Ry = 0,4 pm.

Bild 6 zeigt den Schichtdickenauftrag eines Versuchsteils nach jedem 3. Ubergang. Aus der
Trendlinie lasst sich ein sehr gleichmaRiger Schichtauftrag von ca. 17 pm pro Ubergang ablei-
ten. Auch flr das, durch das thermische Spritzen, erwéarmte Teil ergab sich ein mittlerer
Schichtauftrag von ca. 16 um pro Ubergang. Ohne Temperaturkompensation liegt die absolute
Abweichung durch die Bauteilausdehnung zwischen 10 - 15 um. Der vorgestellte Aufbau hat
den Vorteil, dass eine Verschiebung der Mittellage die Messung nicht beeinflusst. Eine Ver-
kippung des Bauteils ist bei der Breite von 26 mm unkritisch. Eine Auslenkung von = 2 mm am
AuBendurchmesser (entspricht einem Winkelfehler + 0,82°) hétte rechnerisch einen Messfeh-

ler von 2,7 um zur Folge. Damit ist die Aufspannvorrichtigen fiir den vorliegenden Fall
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ausreichend prazise. Insgesamt sollte sich die Messgenauigkeit fir die Breite in einem Bereich

um £ 7 pum bewegen, um die Toleranzvorgabe einzuhalten.

100 — s 2 26,300
@ Schicl Icke —
% re ARz 1% E 26,275
T 90— oRa {1183 526250
= g5 195 || 2
£ 8 1143 P 26,225
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2 75 c 2 26,200
5 . 1os| e
2 7 5 1s % G 26,175
& 65 o o 5 £
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Burstibergange [-] Beschichtungszyklen [-]
Bild 5: Anderung von Schichtdicke und  Bild 6: In situ Breitenmessung. Mess-
Rauheit nach Burstubergéangen werte warm (rote Balken), Mess-

werte nach Abklhlen auf Raum-

temperatur (blaue Balken).

Durch das Birsten konnten sehr niedrige Rauheiten erreicht werden. Damit ist es moglich,
wirtschaftlich Rauheitswerte Ra ~3 um zu erreichen, die fur die Prototypenlager gefordert wa-
ren. Der initiale hohe Schichtabtrag ist wahrscheinlich auf das Einglatten der Rauheitsspitzen
zuriickzufiihren. Hier ist wichtig, dass die Beschichtung dementsprechend auf Ubermaf aus-
gelegt wird. Es wurde zudem versucht, das Messsystem auf die Mantelflache anzuwenden.
Bei lediglich 2 Sensoren stellt sich allerdings eine kritische Abweichung tber der Mittellage
und der Verkippung des Bauteils ein. Rechnerisch ergibt sich fur eine Lageverschiebung um
1,222 mm ein gemessener Wert, der 0,021 mm kleiner ist. Eine Verkippung des Bauteils um
0,977 mm (0,4° bei @140 mm) fuhrt zu einer Messabweichung von ~14 pm. Hier ist zuerst eine
Neukonzeption der gesamten Aufnahmevorrichtung notwendig, um entsprechend préazise be-
schichten zu kénnen.

3.2 Form- und Mafhaltigkeit der Pruflager

Bild 7 zeigt die Messergebnisse bzgl. der angestrebten Form- und Maf3haltigkeit. Die anvisierte
Schichtdicke an den Stirnflachen wurde erreicht. Chargenunabhéngig lag die Schichtdicke
zwischen 170 - 185 um. Die Streuung liegt damit deutlich innerhalb der Vorgaben nach DIN
620 [11]. Die in situ Messung zeigte deutliche Vorteile hinsichtlich der Prozessstabilitét. Bei
der Beschichtung der Mantelflache konnte die anvisierte Schichtdicke hinreichend prazise
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eingestellt werden. Chargenabhangig zeigten sich systematische Abweichungen vom Zielmaf3
im Bereich von 10 pum, die Streuung innerhalb der Chargen lagen dafir mit ~4um deutlich
innerhalb der Normtoleranz. Durch eine geeignete Weiterentwicklung der Messtechnik und der
Lageraufnahme wére auch hier eine MaRbeschichtung mit denselben Spritzparametern mog-
lich. Die Rundheit des AuRendurchmesser lag Uber beide Chargen gemittelt mit 25 pm eben-
falls in der von der DIN 620 [11] vorgegebenen Toleranzen, aber knapp oberhalb der Vorgabe.
Die Rauheit der Mantelféache unterschied sich von den metallischen polierten oder keramisch
beschichteten Flachen. Fur geschliffene Flachen ist eine Rauheit von >3 pm gefordert. Dies
lasst sich durch den Burstprozess erreichen.

Schichtdicke (radial) Schichtdicke (stirnseitig)
240 240
. 220 —
€ €
= =
Q Q
x x
° °
2 B
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T T T T
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Rundheit (Mantelflache) Rauheit (Mantelflache)

40 4,00
35 3,50
T 3 g 3,00
=2 25 = 2550

= ]

% 20 @ 200
g 15 T 1,50
X 10 2 1,00
5 X o550
0 0,00

#Lo#2 #3 w4 #lo#2 #3 #4 H#Lo#2 #3 44 Ho#2 #3 #

T T T T
Gruppe 1 Gruppe 2 Gruppe 1 Gruppe 2
Bild 7: Messergebnisse zur Form- und Maf3haltigkeit sowie zur Oberflachenrauheit der

beschichteten Prototypenlager

3.2 Elektrische und mechanische Tragfahigkeit
Alle vier beschichteten Prototypenlager zeigten in den Widerstandsmessungen vor Einbau in
den Prifstand elektrische Widerstande oberhalb der Aufldsung des Messmoduls von

>1.000 MQ. Nach Abschluss der Pruflaufe konnte keine Verschlechterung des Widerstands
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gemessen werden. In den Pruflaufen wurde die elektrische Durchschlagsfestigkeit bei einer
Spannung Uk = 1.000 V gepruft. Die Prototypenlager isolierten dieses Spannungspotential
Uber der gesamten Prifdauer. Auch bei dieser MessgréRe konnten keine negativen Einflisse
durch etwaigen Verschleif3 der Schicht festgestellt werden. Stattdessen zeigte die rauere Ke-
ramikbeschichtung Vorteile hinsichtlich des Lagerringwanderns. Trotz Spielpassung (ca. 80 -
120um) wurde kein Lagerringwandern und keine Abrasion an der Hilse bzw. der Beschichtung
festgestellt. Die Prototypenlager tberschritten in den Testlaufen die nominelle Lebensdauer
Lionm. Effekte, die urséchlich fir eine vorzeitige Materialermiidung wéaren, wurden dabei nicht
festgestellt. Als vorherrschender Schadensmechanismus wird deshalb Ermudung mit Grib-
chenbildung angenommen und die Prototypenlager als tragféhig aquivalent bewertet. Der Test
mit dem unbeschichteten Referenzlager hat die nominelle Lebensdauer ebenfalls tGberschrit-
ten.

Die Versuche mit den leitfahigen Priflagern zeigten Ausfalle mit Griibchenbildung an den ka-
thodisch geschalteten AuBenringen, zeitlich abhangig von der Lagerstromdichte Js. Die Aus-
falle traten vorzeitig, bereits vor Erreichen von 20% der rechnerischen Lebensdauer ein. Bild
8 zeigt die Korrelation zwischen der Lagerstromdichte und der erreichten Lebensdauer im
Prifstand. Im Schadensbild zeigten die LagerauRenringlaufbahnen Anschmelzungen in der
Lastzone mit Gribchenbildung im Bereich der héchsten Flachenpressung (siehe Bild 9). Die
Innenringlaufbahnen sowie die Walzkorper zeigten zudem grau-schwarzliche Verfarbungen
ohne makroskopische Beschadigungen der Oberflachen. Intensivierende metallographische
Untersuchungen wurden im Rahmen dieses Projekts nicht durchgefuhrt. Stattdessen verdeut-
lichen die Versuche die Notwendigkeit der Stromisolation bei Anwendungen mit schadlichem

Stromdurchgang.
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4. Zusammenfassung

In diesem Beitrag wird ein wirtschaftlich effizienter Beschichtungsprozess mafihaltig
AlL,O3/TiO, beschichteter Walzlager vorgestellt, mit dem Beschichtungen realisiert werden kon-
nen, die den Toleranzvorgaben konventioneller Walzlager entsprechen. Eine weitere Optimie-
rung der Aufspannvorrichtung und der Messgenauigkeit fur die MaRhaltigkeit der Mantelfla-
chen und damit der Prozessstabilitat ist aber dringend erforderlich. Fir die Prifung der me-
chanischen und elektrischen Tragfahigkeiten wurde ein neuer Radiallagerprifstand entwickelt,
mit dem sich in zwei Konfigurationen entweder konstante Gleichstrome bis 20 A oder Gleich-
spannungen bis 3000 V DC bei gleichzeitiger mechanischer Belastung prufen lassen. Die mit
diesem Verfahren hergestellten Walzlager zeigten im Prifstand &quivalente mechanische
Tragfahigkeiten und isolierten zeitstabil Hochspannungspotentiale bis 1000 V DC. Verschleil3-
bedingte Schadigungen der Beschichtung sind dabei nicht eingetreten. Gefahrdete Walzlage-
rung konnen durch die keramisch beschichteten Walzlager einwandfrei substituiert werden,
wodurch die Lebensdauer von Anwendungen mit schadlichem Stromdurchgang signifikant er-
hoéht werden kann.
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Planetengleitlager Prifstand
Aufbau, Messung und Simulation relevanter Betriebsparameter

Dr.-Ing. Christoph Lohmann, Dr.-Ing. Petra Wiersch,
Dipl.-Ing Thomas Bertels, Flender GmbH, Voerde/Bocholt

Kurzfassung

Um die Leistungsgrenzen von Planetengleitlagern fiir Windgetriebe zu testen, hat Flender ein
Verspannungsprufstand konstruiert und aufgebaut, in dem Planetengleitlager in OriginalgréRe
bei Lasten bis 250% der nominalen Belastung, Variation der Drehzahl und Temperatur sowie
unterschiedlicher Schiefstellung der Lagerachse getestet werden kdnnen. Somit steht Flender
ein wichtiger Baustein fir die systematische Weiterentwicklung der Gleitlagertechnologie fur
Planetenradlager und der zukinftigen Leistungssteigerung fur Windkraftgetriebe zur Verfi-
gung.

Relevante Messgréf3en sind neben Drehmoment und Umfangsgeschwindigkeit die Tempera-
turen und Spaltweiten im Gleitlager. Letztere werden mittels induktiver Wegsensoren erfasst.
AuBBerdem kann das Verlustmoment des Gleitlagers tber einen Drehmomentmessflansch er-

mittelt werden.

Vom Prifstand wurde zusatzlich ein Mehrkorper-Simulationsmodell aufgebaut und dessen Er-
gebnisse mit den Messergebnissen vom Prifstand abgeglichen und verifiziert. Bei der Ermitt-
lung der Schmierspalth6he muss dabei die Verformung des Planetenrades berticksichtigt wer-
den. Die Verformungen der Bauteile werden hierbei durch FE-Modelle und die Spaltgeometrie

mittels EHD Simulation bestimmt.

Abstract

In order to test the performance limits of planetary plain bearings for wind gearboxes, Flender
designed and built a stressing test rig in which full-size planetary plain bearings can be tested
at loads up to 250% of the nominal load, variation of speed and temperature, and different
skewing of the bearing axis.

This provides Flender with an important element for the systematic further development of

plain bearing technology and future performance enhancement for wind power gearboxes.
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In addition to torque and circumferential speed, the relevant measured variables are tempera-
tures and gap widths in the plain bearing. The gap widths are measured by means of inductive
displacement sensors. In addition, the moment of loss of the plain bearing can be determined
via a torque measuring flange.

At the same time, a simulation model of the planetary plain bearing test rig was implemented
and the simulation results were verified by comparison with the measurement results. When
determining the gap widths, the deformation of the planetary gear must be considered. The
deformation of the parts is calculated using FEM, the gap geometry is determined using EHD

simulation.

1. Motivation fur Gleitlager in Windgetrieben

Der Trend bei Windenergieanlagen geht zu immer héheren Leistungen mit stetig wachsenden
Rotordurchmessern. Gleichzeitig bleibt die zulassige Spitzengeschwindigkeit an den Rotor-
blattern konstant. Nach Nickel und Daners [1] steigt demnach bei grofReren Windkraftanlagen
das Drehmoment mehr als proportional zur Nennleistung. Das Getriebegewicht und die damit
verbundenen Kosten sind aber ausschliellich von dem Drehmoment abhangig. Dieser Um-
stand erfordert also eine deutliche Erh6hung der Drehmomentdichte auf bis zu 200 Nm/kg und
daruber hinaus.

Um dieses Ziel zu erreichen werden bei Flender auf unterschiedlichsten Detaillierungsebenen
(Getriebe-, Maschinenelement- und Material-Level) neue und optimierte Lésungsansatze er-
arbeitet. Ein Trend dabei ist die Anzahl der Planetenstufen in einem Windgetriebe zu erh6hen
und die Anzahl der Planeten pro Stufe zu vergréRern. Diese Konzepte erfordern eine sehr
kompakte Bauweise der Planetenstufen [1]. Gleitlager erfullen aufgrund ihres Designs die
oben beschriebenen Anforderungen.

Fir eine weitere Erh6hung der Drehmomentdichte missen auch die Maschinenelemente —
wie hier das Gleitlager und seine Umgebungskomponenten — optimal ausgelegt sein. Zum
Beispiel kann durch eine optimierte Auswahl der Kranzstarke des Planeten die Drehmoment-
dichte erhéht werden.

Vor diesem Hintergrund ist die Ermittlung der Leistungsfahigkeit und der Zuverléssigkeit der
Gleitlager, die Bestimmung von Grenzkriterien (Leistungsgrenzen) fir eine robuste Auslegung
von grofRer Bedeutung.

2. Aufbau des Planetengleitlager Prufstands
In vorangegangen Untersuchungen hat Flender bereits viel Erfahrung mit der Validierung und
der Zuverlassigkeit von Gleitlagern fur Windgetriebe gesammelt [2], [3]. Fur den Aufbau des
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Planetengleitlagerprifstandes hat Flender sehr viel Wert auf eine realgetreue Abbildung der
Lasten analog zum Betrieb in einem Windturbinengetriebe gelegt. Dabei ist zum einem der
Planet und das Gleitlager in Originalgré3e abgebildet und zum anderen fungiert das Planeten-
rad als Zwischenrad mit zwei Verzahnungseingriffen.

Der Planetengleitlager-Prufstand in Bild 1 ist als Verspannungsprifstand mit zwei Prufeinhei-
ten aufgebaut. Zusatzlich zu den beiden Verzahnungseingriffen lassen sich Uber Excenter-
buchsen auch unterschiedliche Lastverteilungen auf dem Planetenrad und damit auf das Gleit-
lager aufpragen. Bestuickt mit zahlreicher Messtechnik wie z.B. Spaltsensoren und Messflan-
schen, lassen sich gleitlagerrelevante KenngréRen ermitteln.

Der Priifstand ist firr eine hohe Drehmomentdichte dimensioniert, so dass sich in Uberlasttests
Drehmomente von bis zu 1.000.000 Nm realisieren lassen. Die Antriebseinheit des Prufstan-
des ist fiir eine maximale Umfangsgeschwindigkeit von 2m/s am Gleitlager ausgelegt, um Pla-
netengleitlagerungen unterschiedlicher Planetenstufen abbilden zu kénnen.

Bild 1: Planeten-Gleitlagerprufstand von Flender

2.1 Prufstandsdesign

Der Priifstandsaufbau (Bild 1) besteht aus zwei Prifgetrieben, einem hydraulischen Verspann-
motor, einem Antriebsmotor, zwei Schmierstoffanlagen, drei Drehmomentmessflanschen und
entsprechender Gleitlagermesstechnik, die in Kapitel 2.2 néher erlautert wird. Bild 2 zeigt den
Aufbau eines Prufgetriebes. Es enthélt zwei vorgelagerte Stirnradstufen zur Drehmomenter-
héhung. Die Antriebswelle fir das Planetenrad ist mit der Sonnenverzahnung eines
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Planetengetriebes versehen. Abtriebsseitig ist das Prifgetriebe zur Antriebsseite gespiegelt.
Das Zwischenrad fungiert als Planetenrad und wird von einem Gleitlager gefiihrt. Die Achse
auf dem die Gleitlagerbuchse montiert ist, wird in zwei Pendelrollenlagern gelagert, damit das
Reibmoment des Gleitlagers messtechnisch erfasst werden kann. Zusétzlich ist ein Pendelrol-
lenlager in zwei Excenterbuchsen verbaut, um veranderbare Lastangriffspunkte einstellen zu
kénnen. Zwei Excenterbuchsen ermdglichen ein unabhéngiges Einstellen der Lastangriffs-
punkte der beiden Verzahnungseingriffe. Die Achse ist hohlgebohrt, um messtechnische Sig-
nale aus dem Getriebe hinauszufiihren. Auf den beiden Ersatzsonnenwellen sind DMS appli-
ziert, um die genauen Lastverteilungen erfassen zu kénnen. Die axiale Fiihrung des Planeten
Uber Anlaufscheiben ist von den Ausfiihrungen der planetenstufen ibernommen. Die Anlauf-

scheiben verfugen tber ausreichend Axialspiel, sodass sie keine Betriebskréfte aufnehmen.

Bild 2: offenes Getriebegehause des Planeten-Gleitlagerpriifstandes

Das Prifgetriebe verfiigt tber einen Olsumpf. Um den Olstrom des Gleitlagers messtechnisch

erfassen zu kénnen, wird das Gleitlager Uber eine separate Schmierstoffzufuhr versorgt.
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2.2 Messtechnik

Zur Beurteilung der Leistungsfahigkeit von Planetengleitgleitlagern sind der Spaltverlauf und
die Lagertemperaturen in und auf3erhalb der Lastzone sowie das Reibmoment der Lager von
entscheidender Bedeutung. Von besonderem Interesse ist dabei zunachst die minimale Spalt-
weite in der Lastzone. Um diese zu bestimmen, befinden sich zwei induktive Spaltsensoren in
der Lastzone im Bereich der zu erwartenden Druckmaxima, einmal auf der Rotorseite und
einmal auf der Generatorseite. Hier ist besonders darauf zu achten, dass die verwendeten
Sensoren neben einer Auflésung im Bereich von 1 um auch Driicken von bis zu 100 MPa
ausgesetzt sind. Um die Deformation des Planeten zu erfassen, wird zusatzlich die Spalth6he
auRerhalb der Lastzone mit je 2 induktiven Spaltsensoren auf der Rotorseite und der Genera-
torseite gemessen. Die axialen Positionen entsprechen dabei denen der Sensoren in der Last-
zone.

Bestimmend fir die Schmierfilimdicke ist neben der Last und der Drehzahl die Viskositat des
Schmierstoffes, die wiederum von der Temperatur stark beeinflusst wird. Daher sind die Gleit-
lager mit Temperatursensoren auf der Rotorseite und auf der Generatorseite ausgestattet,
einmal in der Lastzone und einmal auRerhalb der Lastzone. Zusétzlich erfassen noch zwei
weitere Sensoren an beiden Gleitlagerachsen die Wellentemperatur. AuRerdem wird der OI-
volumenstrom sowie der Oldruck in der Olzufilhrung zum Gleitlager gemessen.

Beide Gleitlagerachsen sind anders als im Planetengetriebe drehbar in Wélzlagern gelagert.
Mit einem Drehmomentmessflansch, der sich gegen eine Drehmomentstiitze abstitzt, kdnnen
die Reibmomente der Gleitlager ermittelt werden.

zur Uberpriifung der Betriebsparameter werden die Belastung des Verspannmotors und die
Drehzahl der Getriebeeingangswellen kontinuierlich erfasst.

3. Messung und Simulation

Ziel der Messungen und Simulationen ist die Bewertung der Zuverlassigkeit und Leistungsfa-
higkeit der Planetengleitlager und die Ermittlung von Einsatzgrenzen. Hierzu werden einerseits
Laststufen bis in die Uberlast hinein bei konstanten Drehzahlen gefahren, um den Einfluss der
Belastung auf die Deformation des Planeten und damit auf die Lastverteilung bzw. die Ausbil-
dung der Kontaktzone zu untersuchen. Andererseits dienen Stribeck Kurven bei konstanten
Belastungen zur Ermittlung der Ubergangsdrehzahlen fiir unterschiedliche Betriebsbedingun-
gen. Gemessen werden bei allen Versuchen die Spaltweiten innerhalb und auerhalb der

Lastzone, die Lagertemperaturen und das Reibmoment der Gleitlager.
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Um die Leistungsfahigkeit und Robustheit der Gleitlager bei Uberlast zu ermitteln, beinhaltet
das Versuchsprogramm auch Laststufen bis 250% Ty mit einem auf3ermittigem Lastangriff der
Verzahnungen.

Mehrkoérpersimulationen begleiten die Versuche am Priifstand, um einerseits einen Abgleich
zwischen der Messung und der Simulation zu erreichen, andererseits die Gleitlagergeometrie
hinsichtlich Betriebsspiel und Profilierung zu optimieren.

3.1 Messergebnisse

Ein wichtiges Ziel der Messungen ist die Bestimmung der Leistungsféahigkeit der Planetengleit-
lager unter praxisnahen Belastungen und der Abgleich mit einem Simulationsmodell des Pla-
netengleitlagerprifstandes. Induktive Wegesensoren messen die minimale Schmierspaltweite
in und auf3erhalb der Lastzone bei konstanter Drehzahl und stufenweiser Variation der Belas-
tung.

Bild 3 stellt exemplarisch das Ergebnis einer solchen Spaltmessung dar. Es zeigt die drei Sen-
soren auf der Generatorseite des Gleitlagers. Zunéchst wird das Gleitlager mit 100% Ty be-
lastet, dann wird die Last stufenweise auf 10% Ty abgesenkt und dann wieder stufenweise auf
120% Ty erhoht. Die Veranderung der Spaltweite der drei Sensoren komplementér zu den
Laststufen ist gut zu erkennen.

Der Sensor P1 in der Lastzone zeigt dabei eine Spaltweite von nur wenigen Mikrometern an,
die Sensoren auf3erhalb der Lastzone befinden sich hingegen im Wertebereich des Lager-
spiels. Bei kleinen Lasten &ndert sich die Spaltweite in der Lastzone deutlich, da das Gleitlager
noch nicht seine endgiiltige Auslenkung erreicht hat, ab ca. 40% Ty sind die Anderungen nur
noch gering und auf den erhdhten Druck zurtickzufuhren.

Die Anderung der Spaltweite auRerhalb der Lastzone ist gréRtenteils der zunehmenden De-
formation des Planetenrades mit zunehmender Belastung geschuldet, wobei der Sensor P3
mit zunehmender Last eine zunehmende Spaltweite zeigt, wahrend die Spaltweite beim Sen-
sor P2 mit zunehmender Last abnimmt. Zurlickzufuhren ist dies einerseits auf eine zuneh-
mende Ovalisierung des Planetenrads im Bereich des Sensors P3, andererseits auf die De-

formation durch die Zahneingriffskraft, die im Bereich des Sensors P2 angreift.
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Bild 3: Messung der Spaltweite in der Lastzone und auBerhalb der Lastzone bei Laststufen
von 100% Ty zu 10% Ty zu 100% Ty bei konstanter Drehzahl

Eine zweite Grenze fir die Leistungsféhigkeit von Planetengleitlagern stellt die Bestimmung
der Ubergangsdrehzahl dar. Hier geht der Betriebszustand von Vollschmierung in die Misch-
reibung tiber. Die Ubergangsdrehzahl 14sst sich mit Stribeck-Kurven [4] ermitteln. Hier wird bei
konstanter Last die Drehzahl schrittweise verringert, bis das Reibmoment eine Grenze Uber-
schreitet. Bild 4 zeigt exemplarisch eine Reibmomentmessung an einem der beiden Gleitlager
und die daraus erstellte Stribeck-Kurve. Bei einer Umfangsgeschwindigkeit von ca. 0,1 m/s ist
ein Anstieg des Reibmomentes und damit der Ubergang in die Mischreibung zu erkennen.

Bild 4: Messung des Reibmoments und der Gleitlager Temperaturen bei 100% Ty und

Stribeck-Kurve
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In Bild 5 sind die Spaltverlaufe und Gleitlagertemperaturen bei Messungen bis zu einer Uber-
last von 250% Tn und gleichzeitiger Schiefstellung der Achse dargestellt. Zum Vergleich sind
auch die Messungen von 10% Ty bis 120% Ty abgebildet. Die Schiefstellung im Uberlastbe-
reich hat hier keinen signifikanten Einfluss auf den Verlauf der minimalen Schmierspaltweite
gezeigt. AuBerhalb der Lastzone war kein Einfluss auf die Schmierspaltweite zu erwarten, was
die Messungen auch bestéatigen. Beide Messgetriebe bzw. Gleitlager haben den Uberlasttest
ohne Schaden absolviert. Auch die Lagertemperaturen mit maximal 81°C in der Lastzone bei
250% Ty zeigen, dass die Lager bei diesen verschéarften Bedingungen problemlos funktionie-

ren.

Bild 5: Messung der Spaltweite und der Lagertemperaturen bei Laststufen von 10% bis
120% Ty und 100% bis 250%Ty mit Schiefstellung der Achse.

3.2 Simulationsergebnisse

Analog zum Aufbau des Prufstandes wurde ein Mehrkdrpersimulationsmodell mit der Software
LAVL Excite Power Unit* fur beide Prifgetriebe erstellt. Sowohl die Planetenachse als auch
der Planet sowie die beiden Sonnenwellen sind dabei als elastische Kérper modelliert. Das
Gleitlager wird durch ein Kraftkoppelelement zur elastohydrodynamischen Berechnung von
Radialgleitlagern abgebildet. Dieses Element berechnet die Pressungs- und Spaltweitenver-
teilungen im Gleitlager unter Beruicksichtigung von Mischreibungszustéanden. Die Kennwerte
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fur die Beschreibung der Oberflachen werden dabei aus real gemessenen Oberflachen einge-
lesen.

Bild 6 zeigt die simulierten Pressungsverlaufe fur ein Gleitlager in einem Referenzplanet und
ein Gleitlager in einem Planeten mit reduzierter Kranzstarke. Die Verzahnungsdaten beider
Planeten sind identisch. Die Bilder zeigen die typische Druckverteilung eines Planetenlagers
in einem schragverzahnten Planeten. Diese weist zwei Druckmaxima auf, die aufgrund des
wirkenden Kippmomentes einen gewissen Winkelversatz zueinander haben. Mit zunehmender

Belastung vergrofiert sich die Kontaktzone, dadurch erhéht sich die Pressung nur geringfugig.

Bild 6: Simulation des Gesamtdrucks bei 100% Ty und 180% Ty fiir ein Gleitlager im
Referenzplanet und ein Gleitlager im Planet mit reduzierter Kranzstérke.

Durch die Reduktion der Kranzstarke steigert sich die Ubertragene Leistung um 22%. Trotz-
dem sind die Pressungen im Gleitlager der Variante mit reduzierter Kranzstarke geringer als
die Pressungen im Gleitlager der Referenzvariante. Dies wird auch nochmal in Bild 7 verdeut-
licht. Dargestellt ist die Pressungsverteilung und der Spaltverlauf der Gleitlager in einer

Schnittebene im Pressungsmaximum.
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Bild 7: Simulation des Gesamtdrucks und der Spaltweite bei 100% Tn, Schnittebene liegt im

Bereich des Pressungsmaximums

Im Spaltverlauf ist deutlich zu erkennen, dass sich die Kontaktzone mit zunehmender Last
vergroRert. AulRerdem zeigt der Vergleich der beiden Kranzstarken, dass die Kontaktzone mit
geringerer Kranzstarke grof3er wird. Daraus resultiert ein deutlich kleineres Pressungsniveau
im Gleitlager des Planeten mit reduzierter Kranzstérke, obwohl die mittlere Flachenpressung

in beiden Féllen gleich ist.

3.3 Vergleich der Prifstands- mit den Simulationsergebnissen

AbschlieBend erfolgt noch ein Vergleich zwischen Messung und Simulation.

In Bild 8 sind die Verlaufe von Messung und Simulation fur eine stufenweise Erhéhung der
Belastung von 10% Ty auf 120% Ty fur das Gleitlager im Referenzplanet bzw. von 10% Ty bis
160% Tn fur das Gleitlager der Variante mit reduzierter Kranzstéarke dargestellt. Sowohl in als
auch auRerhalb der Lastzone zeigen die Verlaufe qualitativ eine gute Ubereinstimmung, aller-
dings gibt es Abweichungen in den Absolutwerten. Bei den Kurven in der Lastzone liegt der
Unterschied bei wenigen Mikrometern, aul3erhalb der Lastzone beléauft sich der Unterschied
auf 0 bis 50 um. Hier ist auch zu erkennen, dass die Graphen der Messung etwas steiler
verlaufen als in der Simulation. Ursache ist vermutlich, dass die Modelle weicher sind als die
realen Bauteile. Fir einen besseren Abgleich werden die Sensorpositionen fur zukinftige Mes-

sungen optimiert.

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 109

Bild 8: Vergleich von Messung und Simulation der Spaltweite im Gleitlager bei stufenweiser
Erhéhung der Last von 10% Ty bis 120% T (Referenzplanet) bzw. 10% bis 160% Ty

(Planet mit reduzierter Kranzstarke)

Die Vergleiche zeigen eindeutig, dass sich sowohl die Spaltgeometrien als auch die Deforma-
tionen des Planeten abhéngig von der Last sehr &hnlich verhalten. Damit ist das Simulations-
modell in der Lage die Gleitlager relevanten Kenngréf3en richtig abzubilden und kann fur die

Auslegung von Planetenradgleitlagern herangezogen werden.

4. Zusammenfassung

Flender hat einen Planeten-Gleitlagerprufstand in Originalgro3e aufgebaut, in Betrieb genom-
men und potenzielle Steigerungen der Drehmomentdichte um 22% herausgefahren. Zu den
Untersuchungspunkten zahlten Analysen von Laststufen, Stribeck-Kurven, stark verlagerte
Lastschwerpunkte und Uberlasttests fiir eine Referenzvariante sowie eine Variante mit redu-
zierter Kranzstarke. Die Laststufen zeigen den Einfluss der Belastung auf die Ausbildung der
Schmierspaltweite bei Deformation des Planetenrades. AuRerdem dienen sie zum Abgleich
mit der Simulation. Mit Hilfe von Stribeck-Kurven wird die Ubergangsdrehzahl, d.h. der Uber-
gang von Vollschmierung in die Mischreibung bestimmt. Abschliel3end erfolgt die Bestimmung
der Grenzen der Belastbarkeit mit Uberlasttests.

Ein parallel zur Messung aufgebautes Mehrkorpersimulationsmodell dient zum Abgleich zwi-
schen den Messungen den Simulationsergebnissen. In der Simulation kann neben der Spalt-

weite auch die Pressungsverteilung ermittelt werden. Hier zeigt sich, dass die Reduktion der
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Kranzstarke aufgrund einer gro3eren Kontaktzone trotz Leistungssteigerung von 22% zu klei-
neren Pressungen fuhrt. Ursache hierfiir ist die groRere Kontaktzone aufgrund groRRerer De-
formation des diinnwandigen Planeten. Messungen und Simulationen weisen eine gute Uber-
einstimmung auf.

Alle getesteten Gleitlager haben samtliche Prifungen ohne Schaden oder andere Auffalligkeit
absolviert.

Weitere Reduzierungen der Planetenkranzstérke kdnnen die Drehmomentdichte noch weiter
steigern und bilden somit die Grundlage fir die weiteren Untersuchungspunkte auf dem Pla-
netengleitlager-Priifstand, neben Untersuchungen zum Gleitlagerdesign und moglichen Mate-

rialuntersuchungen.
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Simulationsgestiutzter Ansatz zur verformungsgerechten
Gestaltung von hydrodynamischen Radialgleitlagern

Kompensation von Wellenschiefstellungen mithilfe Axialer
Laufflachenprofilierungen

Simulation-Based Approach to Deformation-Adapted
Design of Hydrodynamic Journal Bearings

Compensation of Shaft Misalignment by Axial Profiling of the
Running Surface

M. Stottrop, M.Sc., A. Engels, M.Sc., Prof. Dr.-Ing. B. Bender,
Lehrstuhl fur Produktentwicklung, Ruhr-Universitat Bochum

Kurzfassung

In hydrodynamischen Gleitlagern fuihren Abweichungen von der idealen achsparallelen
Schmierspaltgeometrie zu einem Verlust der Betriebssicherheit. In diesem Beitrag wird ein
simulationsgestitzter Ansatz zur Kompensation von Wellenschiefstellungen durch eine axial-
konische Profilierung der Laufflachen in kreiszylindrischen Radialgleitlagern vorgestelit. Mittels
gekoppelter thermo-elasto-hydrodynamischer Simulationen wird die minimale Schmierfilm-
hoéhe unter Beriicksichtigung von Wellenschiefstellung und Laufflachenprofilierung berechnet.
Der Verlust der Betriebssicherheit infolge der Wellenschiefstellung kann durch das axial-koni-
sche Profil nahezu vollstandig kompensiert werden. Die zur bestmdglichen Erhéhung der
Schmierfilmhéhe erforderliche Profilierung betragt 85-95% der Wellenschiefstellung und
nimmt mit abnehmender Schmierfilmhohe zu.

Abstract

In hydrodynamic plain bearings, deviations from the ideal axis-parallel lubrication gap geome-
try lead to a loss of operational safety. This article presents a simulation-based approach to
compensate for shaft misalignments by axial-conical profiling of the running surfaces in cylin-
drical journal bearings. By means of coupled thermo-elasto-hydrodynamic simulations, the
minimum film thickness is calculated under consideration of shaft misalignment and running
surface profiling. The loss of operational safety due to shaft misalignment can be almost com-

pletely compensated by an axial-conical profile. The profiling required for the best possible
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increase in film thickness is 85-95% of the shaft misalignment and increases with decreasing

film thickness.

1. Einleitung

Hydrodynamische Gleitlager kommen in vielen Bereichen des Maschinenbaus zum Einsatz
und zeichnen sich unter anderem durch einen geringen Platzbedarf und eine vergleichsweise
einfache Montage aus. Aufgrund der Trennung der Oberflachen von Welle und Lager durch
einen Schmierfilm kann ein verschlei3- und wartungsarmer Betrieb gewéahrleistet und Misch-
reibung oder Mangelschmierung vermieden werden. Der Schmierfilm sorgt zudem fiir gute
Dampfungseigenschaften und ermdglicht den Einsatz hydrodynamischer Lager in schwin-
gungskritischen Anwendungen.

In hydrodynamischen Radialgleitlagern stellt sich im Idealfall ein achsparalleler Schmierspalt
zwischen Welle und Lager ein. Abweichungen von dieser idealen Geometrie resultieren in
einer geringeren minimalen Schmierfilmhéhe und beeintréchtigen die Betriebssicherheit. Die
Ursachen solcher Abweichungen der achsparallelen Schmierspaltgeometrie sind Fehlausrich-
tungen bei der Montage, Wellendurchbiegungen und -schiefstellungen unter Belastung oder
thermische Verformungen der Welle und Lagerschale. Im schlimmsten Fall fihren diese Ab-
weichungen zu einem Festkorperkontakt der Oberflachen und somit zu verschlei3kritischen
Zustanden wie z.B. dem Kantentragen. Wahrend Fehlausrichtungen infolge der Montage nicht
vorhersehbar sind, kénnen betriebsbedingte Abweichungen der Schmierspaltgeometrie fir
stationére Betriebspunkte unter Zuhilfenahme von Berechnungsmodellen ermittelt werden.
Die Berechnungsdaten bieten bei der Auslegung hydrodynamischer Gleitlager die Mdglichkeit,
konstruktive MaRnahmen zur Steigerung der Betriebssicherheit vorzunehmen. Dieser Beitrag
stellt einen simulationsgestiitzten Ansatz zur Gestaltung der Laufflachen von hydrodynami-
schen Radialgleitlagern vor, um Wellenschiefstellungen an stationéaren Betriebspunkten best-

moglich zu kompensieren.

1.1 Stand der Forschung

Aufgrund der weit verbreiteten Problematik betriebsbedingter Abweichungen von der Schmier-
spaltgeometrie haben sich bereits verschiedene Forschergruppen mit den Auswirkungen von
Wellenschiefstellungen auf die Betriebseigenschaften von Radialgleitlagern beschaftigt.
Bouyer und Fillon [1] untersuchen in Experimenten in einem breiten Spektrum von Parametern
den Einfluss von Wellenversatzmomenten auf die Betriebseigenschaften eines kreiszylindri-
schen Gleitlagers mit 100 mm Durchmesser. Sie beobachten je nach Betriebspunkt eine Ab-
nahme der minimalen Schmierfilmhohe von bis zu 80%. Jang und Khonsari [2] geben eine
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umfangreiche Ubersicht tber die vielfaltigen Effekte und Einfliisse von Abweichungen der

Schmierspaltgeometrie verschiedener Lagerbauformen.

Zur Steigerung der Tragfahigkeit von hydrodynamischen Radialgleitlagern erweisen sich topo-
logische Verbesserungen als vielversprechend. Roper [3] stellt eine verformungsangepasste
Gestaltung Uber der Lagerbreite zur Kompensation von verformungsbedingten Tragfahigkeits-
verlusten in Gleitlagern vor. Neben den ermittelten Betriebsgrof3en der verformungsangepass-
ten Konturen auf Basis einer thermo-hydrodynamischen (THD) N&herungsrechnung gibt R6-
per konstruktive Hinweise zur Herstellung von Lagerbohrungen mit balliger und kegeliger Ge-
ometrie. Bouyer und Fillon [4] nutzen im Rahmen einer THD Analyse einen ahnlichen Ansatz
zur Erhéhung der minimalen Schmierfilmhéhe in einem 100 mm Gleitlager mit Wellenschief-
stellung. In den fur Kantentragen gefahrdeten Bereichen bringen sie in einem kleinen Winkel-
bereich (lokal) bzw. Giber den gesamten Umfang des Lagers (global) ein konisches Profil vari-
abler Breite in die Laufflache ein. Die beschriebenen Malinahmen bewirken zwar héhere mi-
nimale Schmierfilmhdhen, fihren jedoch zu einem unstetigen Schmierfilmverlauf Uber der La-
gerbreite und lokal hoheren Schmierfilmdriicken. Strzelecki [5] liefert eine weitere konstruktive
MaRnahme zur axialen Profilierung von Radialgleitlagern. Zur Vermeidung von Kantentragen
untersucht er mithilfe numerischer Berechnungen den Einfluss einer hyperboloiden Kontur auf
die Lagereigenschaften. Wahrend eine geringfligige Reduzierung des maximalen Schmierfilm-
drucks erreicht wird, werden keine Ergebnisse beziiglich der minimalen Schmierfilmhéhe pra-
sentiert. Im Gegensatz zu den anderen Ansétzen [3-5] stellt Kukla [6] eine axiale Profilierung
far ein 500 mm Radialkippsegmentlager vor. Er zielt dabei auf die Kompensation axialer La-
gerverformungen ab, da diese bei Kippsegmentlagern zu nennenswerten Schmierfilmabwei-
chungen fuhren, wohingegen Wellenschiefstellungen durch die Kippbeweglichkeit der Seg-
mente ausgeglichen werden. Mithilfe des synthetisierten axial-konkaven Segmentprofils ge-
lingt es Kukla, die Tragfahigkeit des untersuchten Lagers um etwa 45% zu steigern.

Die vorgestellten Arbeiten liefern unterschiedliche topologische Verbesserungsmafl3nahmen,
um Abweichungen der Schmierspaltgeometrie in Radialgleitlagern bestmoglich zu kompensie-
ren. Keiner der Ansétze beinhaltet jedoch eine konstruktive Malnahme zur Verbesserung der
Lagereigenschaften unter Beriicksichtigung der Wellenschiefstellung und der Verformung der
Lagerbohrung.

1.2 Umfang und Ziel
In diesem Beitrag wird ein Ansatz zur verformungsgerechten Laufflachengestaltung von hyd-
rodynamischen Radialgleitlagern prasentiert. Hinsichtlich der wellenseitigen Verformungen
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liegt der Fokus der Untersuchungen auf Wellenschiefstellungen, also rein linearen Abweichun-
gen von der Schmierspaltgeometrie in kreiszylindrischen Lagern. Mithilfe der Kopplung eines
Gleitlagerberechnungsprogramms mit einem strukturmechanischen Finite-Elemente (FE) Pro-
gramm wird im Rahmen thermo-elasto-hydrodynamischer (TEHD) Berechnungen die resultie-
rende Schmierspaltabweichung infolge einer vorgegebenen Wellenschiefstellung und der La-
gerverformung ermittelt. Basierend auf den Berechnungsergebnissen wird ein konisches Lauf-
flachenprofil Uber der axialen Lagerbreite zur Einstellung eines madglichst achsparallelen
Schmierspalts abgeleitet. AbschlieRend erfolgt die Berechnung der erzielbaren Erhéhung der

minimalen Schmierfilmhohe infolge des axialen Laufflachenprofils.

2. Methoden und Werkzeuge

2.1 Lagermodell

Die Untersuchungen zur axialen Laufflachenprofilierung werden an einem kreiszylindrischen
Lager mit 80 mm Durchmesser und 60 mm Breite durchgefuhrt (Bild 1, links). Der Schmierstoff
wird Uber zwei Schmiertaschen zugefihrt, die unter £90° zur Lastrichtung liegen. Die Lager-
daten und Betriebsparameter sind in Tabelle 1 aufgefiihrt. Alle Berechnungen werden mit einer
vertikal wirkenden Lagerbelastung durchgefiihrt. Die Wellenschiefstellung wird ausschlie3lich
in vertikaler Richtung, d.h. parallel zur Lastrichtung, untersucht (Bild 1, rechts). Die konischen
Laufflachenprofile werden tber den gesamten Umfang des Lagers aufgebracht. Zur besseren
Vergleichbarkeit und Einordnung der Ergebnisse werden dimensionslose Parameter fir den
Wellenversatz und die Lagerprofilierung sowie fur die Schmierfilmhohe eingefuhrt. Der relative
Wellenversatz Y wird Uber das Verhéltnis aus dem Wellenversatz Uber der Lagerbreite w und
dem Lagerspiel gebildet, die relative Lagerprofilierung X analog tUber das Verhéltnis von La-

gerprofilierung u und dem Lagerspiel:

w
Y=

u
X=1D

Die relative Schmierfilmhohe setzt die Schmierfilmhohe h ins Verhaltnis zum halben Lager-

spiel:
5 h
T AR
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Bild 1: Schematische Darstellung des untersuchten kreiszylindrischen Lagers (links);
Schematische Darstellung der Wellenschiefstellung und Lagerprofilierung (rechts;
Wellenversatz tiber der Lagerbreite w, Lagerprofilierung u und Offnungswinkel des

Lagerprofils y)

Tabelle 1: Lager- und Betriebsparameter

Parameter Sym- Wert
bol

Durchmesser D 80 mm
Lagerbreite B 60 mm
Relatives Lagerspiel Y 3.0 %o
Weil3metall-Schichtdicke twm 2 mMm
Schmierdl - ISO VG 32
Olzufuihrdruck P 2 bar
Zufuihrtemperatur T, 50°C

2.2 Numerisches Modell

Die TEHD-Berechnungen werden mithilfe einer in MATLAB programmierten Schnittstelle
durchgefihrt, die das Gleitlagerberechnungsprogramm COMBROS R mit der FE-Software
CalculiX koppelt. Abbildung 2 zeigt das Ablaufdiagramm des numerischen Verfahrens. Im Vor-
feld der Analyse werden die Lagergeometrie, das numerische Rechennetz, die Olzufiihrbedin-
gungen sowie der Betriebspunkt definiert. Zur Berechnung eines profilierten Lagers wird zu-
satzlich ein konisches Laufflachenprofil in Form eines zweidimensionalen (2D) Verschiebungs-
feldes definiert. In einem initialen Berechnungsschritt werden in COMBROS R die
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Schmierfilmhéhe und der Schmierfiimdruck als 2D-Feld sowie ein 3D-Temperaturfeld des La-
gers als Startparameter fir den Iterationsablauf bestimmt. Die Iterationsschleife startet mit
dem Modellaufbau und der Vernetzung des FE-Modells gefolgt von einer Verformungsanalyse.
Mit dem 2D-Feld der radialen Verformungen als Laufflachen-Offset erfolgt eine erneute Be-
rechnung mit COMBROS R. Das Konvergenzkriterium des Iterationsablaufs ist die mittlere
Temperaturanderung auf der Lagerlaufflache.

Start

l

COMBROS R u
(THD Berechnung)

Abbruchkriterium
ja erreicht?

CalculiX
(FE Berechnung)

lAh p.T

COMBROS R
(THD Berechnung)

L
MATLAB

Bild 2: Ablaufdiagramm der gekoppelten TEHD Berechnung (In Anlehnung an Buchhorn [7])

3. Ergebnisse

Zunéchst wird der Einfluss einer Wellenschiefstellung und Lagerprofilierung auf die Betriebs-
sicherheit des Priflagers exemplarisch fur einen Betriebspunkt (n = 3000 min~?,
p = 2,0 MPa) untersucht. Bild 3 zeigt den Verlauf der Schmierfilimhdhe (oben) und des
Schmierfilmdrucks (unten) Uber der Lagerbreite fur ein nicht-profiliertes Lager ohne Wellen-
schiefstellung (Kurve 1, blau), mit Wellenschiefstellung (Kurve 2, rot) sowie ein profiliertes La-
ger mit Wellenschiefstellung (Kurve 3, gelb). Die Verlaufe sind jeweils an der Umfangsstelle
der minimalen Schmierfilmhdhe bzw. des maximalen Schmierfilmdrucks dargestellt. Fur das
nicht-profilierte Lager ohne eine Schiefstellung der Welle kann ein zur Lagermitte symmetri-
sches Profil fur Schmierfilmhéhe und -druck beobachtet werden. Die minimale Schmierfilm-
hoéhe betragt hmin1 = 16,9 um, der maximale Schmierfilmdruck

Pmax,1 = 72,4 bar. Ein Wellenversatz von w = 40 um wirkt sich bei gleicher Lagergeometrie
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nachteilig auf die Betriebssicherheit aus. Die Schmierfilmhohe zeigt erwartungsgeméan einen
linearen Verlauf zwischen einem minimalen Wert von hy;, , = 4,7 um nahe des linken Lager-
rands und einem Maximalwert von hy,,, = 39,6 um am rechten Lagerrand. Aus der gro3en
Abweichung von der idealen Schmierspaltgeometrie folgt eine stark unsymmetrische Druck-
verteilung mit einem Maximum von ppax» = 140,1 bar in einem Abstand von etwa 7 mm vom
linken Lagerrand. Der Ansatz zur verformungsgerechten Gestaltung der Laufflache bewirkt bei
gleicher Wellenschiefstellung eine deutliche Steigerung der Betriebssicherheit. Die TEHD Be-
rechnungen liefern die gré3tmogliche minimale Schmierfilmhohe (hyn 3 = 16,7 pm) am vorlie-
genden Betriebspunkt fur eine Laufflachenprofilierung von u = 36 um. Die Schmierfilmhéhe
und der Schmierfilmdruck weisen dabei nahezu identische Verlaufe wie bei dem nicht-profi-
lierten Lager ohne Wellenschiefstellung auf. Die bestmdgliche Steigerung der Betriebssicher-

heit kann durch eine axial-konische Laufflachenprofilierung erzielt werden, deren Betrag etwas

geringer ist als die vorhandene Wellenschiefstellung (% = 0,9).
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Bild 3: Schmierfilmhdhe (oben) und Schmierfiimdruck (unten) Gber der Lagerbreite jeweils
an der Umfangsstelle der minimalen Schmierfilmhéhe bzw. des maximalen Schmier-

filmdrucks; Betriebspunkt: n = 3000 min~%,p = 2,0 MPa.

Der Einfluss der Profilierung auf die minimale Schmierfilmhéhe ist in Bild 4 fur unterschiedliche
Drehzahlen im Bereich von n = 2000 — 5000 min~! bei einer spezifischen Lagerlast von
p = 2,0 MPa aufgetragen. Die hochste erzielbare minimale Schmierfilmhoéhe nimmt mit stei-
gender Drehzahl zu und liegt in einem Bereich von § = 0,113 — 0,170. Der Maximalwert fiir die
minimale Schmierfilmhohe wird in allen Kurven fur eine relative Laufflachenprofilierung unter-
halb der relativen Wellenschiefstellung (Y = 0,167) erreicht. Zur bestmdglichen Steigerung der
Betriebssicherheit ist mit zunehmender Drehzahl eine geringere Laufflachenprofilierung erfor-
derlich. So liefert eine relative Profilierung von X;, ;000 = 0,154 die gréRRtmdgliche minimale
Schmierfilmhéhe bei der Drehzahl n = 2000 min~1, wahrend bei Drehzahl n = 5000 min~? le-

diglich eine relative Profilierung von X, 5000 = 0,142 benétigt wird.
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Bild 4: Relative minimale Schmierfilmhohe tber der relativen Laufflachenprofilierung fir un-
terschiedliche Drehzahlen; Y = 0,167; p = 2,0 MPa.

Bild 5 zeigt die relative minimale Schmierfilmhdhe tber der relativen Laufflachenprofilierung
fur unterschiedliche spezifische Lagerlasten (p = 2,0 — 5,0 MPa) bei einer Drehzahl von
n = 3000 min~1. Mit steigender spezifischer Lagerlast sinkt die maximal erreichbare minimale
Schmierfilmhohe von &, , = 0,139 auf 5,5 = 0,064. Analog zu den Ergebnissen unter Variation
der Drehzahl wird der Maximalwert fir die minimale Schmierfilmhohe jeweils bei relativen Lauf-
flachenprofilierungen unterhalb der relativen Wellenschiefstellung (Y = 0,167) erreicht. Mit
steigender spezifischer Lagerlast ist jedoch eine stérkere Profilierung erforderlich, um die
groRtmogliche Schmierfilmhohe einzustellen. Wahrend bei p = 2,0 MPa eine relative Lauffla-
chenprofilierung von X, , = 0,150 ausreichend ist, erfordert das Erreichen der gréRRtmdglichen

minimalen Schmierfilmhohe bei p = 5,0 MPa eine relative Profilierung von X, s = 0,163.

Bild 5: Relative minimale Schmierfilmhohe tber der relativen Laufflachenprofilierung fir un-

terschiedliche spezifische Lagerlasten; Y = 0,167; n = 3000 min~*.
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Fir die untersuchten Drehzahlen und spezifischen Lagerlasten lasst sich feststellen, dass die
bestmdgliche Kompensation einer vorgegebenen Wellenschiefstellung mit Laufflachenprofilie-
rungen erzielt werden kann, die in der GréRenordnung von 85-95% der Wellenschiefstellung
liegen. Allgemein wird bei geringerer Schmierfilmhéhe (sinkende Drehzahl oder steigende

Last) eine starkere Profilierung benétigt.

4. Zusammenfassung und Ausblick

In diesem Beitrag wird ein Ansatz zur verformungsgerechten Gestaltung hydrodynamischer
Radialgleitlager vorgestellt. Im Rahmen von TEHD Simulationen erfolgt zunachst eine Analyse
der Abweichung der idealen, achsparallelen Schmierspaltgeometrie in einem kreiszylindri-
schen Lager infolge einer vertikalen Wellenschiefstellung und der Lagerverformung. Hinsicht-
lich der berechneten Schmierspaltabweichungen wird der Einfluss axial-konischer Lauffla-
chenprofilierungen auf die Steigerung der Betriebssicherheit untersucht. Folgende Erkennt-
nisse werden aus den Untersuchungen gewonnen:

e Eine vertikale Wellenschiefstellung parallel zur Lastrichtung bewirkt eine Abweichung
der idealen Schmierspaltgeometrie und fiihrt zu unsymmetrischen Verlaufen der
Schmierfilmhdhe und des Schmierfilmdrucks tber der Lagerbreite. Die daraus resultie-
rende Abnahme der minimalen Schmierfiimhéhe und Erhéhung der maximalen
Schmierfilmdriicke senkt die Betriebssicherheit des Lagers.

e Mithilfe einer axial-konischen Laufflachenprofilierung ist eine Erhéhung der minimalen
Schmierfilmhéhe und somit eine Kompensation des Betriebssicherheitsverlusts infolge
der Wellenschiefstellung méglich.

e Zur bestmdglichen Erhéhung der minimalen Schmierfilmhohe ist eine betraglich gerin-
gere Laufflachenprofilierung als die im System vorliegende Wellenschiefstellung zu
wahlen. Je nach Betriebspunkt muss die Laufflachenprofilierung 85-95% der Wellen-
schiefstellung betragen.

e Die zum Einstellen der bestmdglichen minimalen Schmierfilmhéhe erforderliche Lauf-
flachenprofilierung nimmt mit steigender Drehzahl ab, mit steigender spezifischer La-
gerlast jedoch zu. Daraus folgt, dass eine abnehmende Schmierfiimhohe eine héhere
Laufflachenprofilierung erfordert.

Die durchgefuhrten Simulationen beschréanken sich auf axial-konische Laufflachenprofile zur
Kompensation einer exemplarischen Wellenschiefstellung an einigen ausgewahlten Betriebs-
punkten. In weiteren Forschungsarbeiten gilt es, den Ansatz zur verformungsgerechten Ge-
staltung fur unterschiedliche Wellenschiefstellungen zu untersuchen. Darliber hinaus sind

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 121

zusétzliche relevante Geometrie- und Betriebsparameter zu identifizieren und sinnvoll zu vari-
ieren. Zudem kann der Ansatz zur verformungsgerechten Gestaltung auf andere Lagerbaufor-
men wie Mehrflachenlager angewendet werden. Neben weiteren TEHD Simulationen ist eine

Validierung des numerischen Modells durch experimentelle Untersuchungen erforderlich.
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3D-Simulation voll- und teilstrukturierter Radialgleitlager
mittels CFD

M.Sc. Patrick Wieckhorst, Prof. Dr.-Ing. habil. Dirk Bartel,
Lehrstuhl fiir Maschinenelemente und Tribologie,
Otto-von-Guericke-Universitat Magdeburg

Kurzfassung

Innerhalb dieser Arbeit wird ein 3D-CFD-Modell zur Berechnung strukturierter hydro-
dynamischer Radialgleitlager vorgestellt. Berlcksichtigt werden Kavitationseffekte und
thermische Einflisse. Darlber hinaus wird eine Vernetzungsstrategie auf Basis von Muster-
Operationen gezeigt, mit der auch groRBe Berechnungsnetze behandelt werden kdénnen.
Anhand einer langlichen Rechteck-Struktur (400 x 200 um) wird der Einfluss einer vollflachigen
sowie einer partiellen Strukturierung der Laufflache auf die Tragfahigkeit und die
Reibungsverluste des Lagers untersucht. Besonders durch eine Teilstrukturierung im
divergierenden Spaltbereich kann eine Performance-Steigerungen erzielt werden.

Abstract

Within this work, a 3D CFD model for the calculation of textured hydrodynamic journal bearings
is presented. Cavitation effects and thermal influences are considered. Furthermore, a
meshing strategy based on pattern operations is shown, which can be used to handle large
computational meshes. Using an elongated rectangular structure (400 x 200 um), the influence
of fully and partially texturing the running surface on the load carrying capacity and the friction
losses of the bearing is investigated. Partial texturing in the divergent gap area in particular

shows a performance enhancement.

1. Einleitung

Der gezielte Einsatz von Oberflachenstrukturen ist in verschiedensten Anwendungen bereits
Standard oder Gegenstand aktueller Forschung. Im Bereich der Maschinenelemente sind hier
z.B. Kolben/Zylinder- oder Nocken-StéRel-Paarungen, Gleitringdichtungen, Walzlager sowie
hydrodynamische Axial- und Radialgleitlager zu nennen. Das Ziel ist die Verbesserung der
tribologischen Eigenschaften. Im Fokus stehen die Senkung der Reibungsverluste und des
VerschleiBes sowie die Steigerung der Tragfahigkeit.

H&aufig werden strukturierte Lager mit der Reynolds’schen Differentialgleichung (RDGL)
untersucht, die jedoch zahlreichen Vereinfachungen unterliegt und das komplexe Strdomungs-
verhalten innerhalb der Strukturen nur eingeschréankt abbilden kann. Daher wird nachfolgend
ein umfassendes Computational Fluid Dynamics (CFD) Modell auf Basis der Navier-Stokes-
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Gleichungen vorgestellt. Zusatzlich werden thermische Einflisse berticksichtigt und ein
masseerhaltendes Kavitationsmodell verwendet. Zum Einsatz kommt die Software ANSYS

FLUENT.

2. Geometrie und Berechnungsnetz

Untersucht wird ein hydrodynamisches Radialgleitlager mit einem Durchmesser von 30 mm,
einem B/D-Verhdltnis von 0,5 und einem relativen Lagerspiel von 2%.. Die Olversorgung erfolgt
Uber eine Zufuhrbohrung an der Lageroberseite. Das Berechnungsgebiet umfasst auf der
einen Seite das Fluid-Gebiet, welches den Ringspalt und die Olzufiihrung abbildet und auf der
anderen Seite die umgebenden Festkorper (Bild 1). Zu letzteren gehoren die Lagerschale aus
einer CuSn8 Legierung sowie ein Wellenstumpf und der Lagerbock aus Stahl. Die detaillierte
Abbildung der Lagerperipherie ermdglicht die Annahme mdglichst realistischer thermischer
Randbedingungen. Darlber hinaus wird die Achsensymmetrie des Systems ausgenutzt und

folglich nur eine Hélfte des Lagers vernetzt (Bild 1).

Bild 1: Berechnungsgebiet aus Fluid-Gebiet und Festkorpern

Die Vertiefungen, die im Rahmen dieser Arbeit untersucht und in die Lagerschale eingebracht
werden, haben eine rechteckige Grundform (Bild 2). Die Abmessungen der Struktur betragen
400 pm in Umfangs- und 200 um in Breitenrichtung des Lagers. Die Tiefe wird mit konstant 10
um angenommen. Fir den strukturierten Bereich des Lagers liegt der Bedeckungsgrad bei
etwa 34%, sodass sich die in Bild 2 dargestellten Lagersegmente und -abmessungen ergeben.
Bei einer vollflachigen Strukturierung der Laufflache enthélt diese 140 Strukturen in Umfangs-
und 40 in Breitenrichtung, insgesamt also 5600. Aus der Geometrie des Lagerschalen-
Segments wird die Geometrie des Fluid-Segments (Lagerspalt inklunsive Struktur) abgeleitet
und diskretisiert (Bild 2). Das entstandene Berechnungsnetz des Fluid-Segments wird dann

durch eine Muster-Operation (kopieren und transformieren) in das Gesamtberechnungsnetz
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des Ringspalts Uberfiihrt (vgl. Bild 1). Das Inlet-Segments und die Festkdrper werden separat

vernetzt und im CFD-Programm mit dem Netz des Ringspalts zusammengefiihrt.

Lagerschale Fluid-Segment
Laufflache Umfangsrichtung
.

=

Bild 2: Abmessungen und Berechnungsnetz eines Struktursegments

Aufgrund der vielen Strukturen, die eine hohe Aufldsungsgenauigkeit erfordern, ergibt sich ein
Berechnungsnetz mit insgesamt etwa 31 Mio. Zellen. Das so erzeugte Rechengitter
reprasentiert eine zentrische Wellenlage, also eine Uiber den Umfang gleichférmige Spaltweite.
Im CFD-Programm wird Uber eine integrierte Programmierschnittstelle ein benutzerdefinierter
Algorithmus zur Manipulation der Knotenkoordianten verwendet, um die gewinschte

Wellenlage effizient und unter Erhaltung der Netzqualitét einzustellen.

3. Randbedingungen und Betriebspunkt

Die Wirksamkeit der gewahlten Struktur soll anhand eines stationdren Betriebspunktes
beurteilt werden. Dazu wird eine spezifische Lagerbelastung von 5 MPa bei einer Drehzahl
von 3000 mint gewahlt (Tabelle 1).

Tabelle 1: Betriebspunkt und Randbedingungen

Betriebspunkt Randbedingungen

Spezifische Lagerbelastung |5 MPa Olzufiihrdruck 1 bar
Lagerkraft 2250 N Olzufiihrtemperatur 60°C
Drehzahl 3000 mint Schmierdl ISO VG 68

Die Wellenposition wird so lange iteriert, bis die &uf3ere und innere Kraft im Gleichgewicht
stehen. Als Schmierdl kommt ein ISO VG 68 zum Einsatz. Die Temperaturabhangigkeit der
Dichte und der dynamischen Viskositét ist Bild 3 zu entnehmen. Die Olzufiihrung erfolgt tiber
eine Druckrandbedingung an der Olzufiihrbohrung. Das Ol gelangt so mit einer Temperatur
von 60°C und unter einem Druck von 1 bar in das Lager (Tabelle 1). An den Stirnflachen des
Schmierspalts wirkt der Umgebungsdruck, sodass hieriiber Schmierstoff seitlich aus dem
Lager austreten kann. Der Phaseniibergang zwischen Ol und Gas wird durch das Mixture-
Mehrphasenmodell in Verbindung mit dem Singhal-Kavitations-Modell [SINO2] ermdglicht. Die
Grundlage bildet die Rayleigh-Plesset-Gleichung zur Beschreibung von Wachstums- und
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Zerfallsvorgangen von Blasen, sodass ein Phasenlibergang zwischen fliissig und gasférmig

(Kavitation) sowie umgekehrt moglich ist.
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Bild 3: Temperaturabhéngigkeit der StoffgroBen des Schmierdls ISO VG 68

Als thermische Randbedingungen werden an den Oberflachen der Festkorper konvektive
Warmeubergédnge mit einer Bezugstemperatur und einem Warmeibergangskoeffizienten
(WUK) definiert. An den zur Umgebungsluft angrenzenden Oberflachen betragt die
Bezugstemperatur 25°C und der WUK 12 W/m2K. In den Zufiihrkanalen und an Flachen die
mit Ol benetzt sind, werden WUK von 200 bzw. 600 W/m2K verwendet.

4. Berechnungsbeispiel
Verglichen werden eine voll- und eine teilflachige Strukturierung jeweils mit dem un-
strukturierten Referenzlager (Bild 4).

Unstrukturiert Vollstrukturiert Teilstrukturiert

e pas

strukturierter strukturierter

Bereich Bereich
Lastzone

Y

Bild 4: Strukturanordnungen

Die Teilstrukturierung beginnt bei einer Winkelposition von 221° (im Uhrzeigersinn von der
Olzufuihrbohrung aus gemessen) und erstreckt sich bis zum Inlet-Segment (Schmutznut und
Zufuihrbohrung). Die integralen Ergebnisse der drei Berechnungsfélle sind in Tabelle 2
zusammengefasst. Bei gleicher Lagerbelastung wird die Tragfahigkeit des Gleitlagers anhand
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der sich einstellenden minimalen Schmierspaltweite bewertet. Es zeigt sich, dass die Voll-

strukturierung der Lagerflache zu einer deutlichen Reduzierung der Tragféhigkeit flhrt,

wahrend durch die Teilstrukturierung eine minimale Erh6hung der minimalen Spaltweite erzielt

werden kann. Diese ist vorrangig auf die leicht gesunkenen Temperaturen zurickzufiihren, die

wiederum eine Steigerung der Schmierstoffviskositat bewirken (siehe auch Bild 3). Das

Reibmoment kann durch eine vollflachige Strukturierung nicht gesenkt werden. Die gezielte

Teilstrukturierung des divergierenden Spaltbereichs flihrt hingegen zu einem um knapp 3%

niedrigeren Reibmoment.

Tabelle 2: Zusammenfassung der integralen Ergebnisgré3en

ErgebnisgréRe Unstrukturiert | Vollstrukturiert | Teilstrukturiert
Lagerbelastung [N] 2250,7 2250,1 2249,5
Wellenverlagerungswinkel [°] 208,0 206,6 208,2
) . 3,10 4,11

Min. Spaltweite [um] 4,08

-24,1% +0,6%

. 128,59 120,12

Reibmoment [Nmm] 123,51

+4,1% -2,7%

67,28 67,00
Max. Temperatur Lagerschale [°C] 67,29

+0,0% -0,4%
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Die Druckverteilungen im unstrukturierten und im vollstrukturierten Lager kénnen Bild 5
entnommen werden. Auf die zuséatzliche Darstellung der Verteilung im teilstrukturierten Lager
wurde verzichtet, da diese nahezu identisch zu der des unstrukturierten Lagers ist. Der
konvergierend-divergierende Spalt des Radialgleitlagers erzeugt den charakteristischen
Druckberg mit anschlieBendem Kavitationsgebiet. Die einzelnen Vertiefungen in der
Lagerschale fiihren dartiber hinaus jeweils zu einer lokalen Erweiterung und Verengung des
Schmierspalts, sodass lokale Druckminima und -maxima entstehen. Diese sind dem
eigentlichen Druckberg tberlagert (Bild 5). Dabei bewirken die Strukturen im konvergierenden
Spalt eine Erh6hung des mittleren bzw. wirksamen Lagerspiels und fihren damit vorrangig zu
einer Reduzierung der hydrodynamischen Wirksamkeit und damit der Tragféhigkeit, die in

diesem Fall durch andere Mechanismen der Strukturierung nicht kompensiert werden kann.

/ Kavitationsbereich

a.) Unstrukturiert
Pmax = 21,17 MPa

b.) Vollstrukturiert
Pmax = 22,25 MPa

Bild 5: Hydrodynamische Druckverteilung innerhalb des Lagers

Beim teilstrukturierten Lager wird daher bewusst nur der Bereich mit Vertiefungen versehen,
in dem keine hydrodynamische Tragwirkung generiert wird. Dieser liegt im Bereich des
divergierenden Spaltes (Kavitationsgebiet) ab einer Umfangsposition von 221° (Bild 6).
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Bild 6: Verlauf der Spalththe in der Lagermitte

Die Darstellung der Scherspannung an der Wellenoberflache (Bild 8) zeigt, dass in diesem
Bereich jedoch noch ein erhebliches Potenzial zur Reibungsreduzierung besteht, das bei
gleichzeitigem Erhalt der Tragfahigkeit ausgeschopft werden soll.

1

“Teilsteukturiert
Unstrukturiert
_ 08¢
L
S
Tos| ]
s Stréomungsrichtung
5 —>
204+
=
=
O
02+
0 I I I I

0 36 72 108 144 180 216 252 288 324 360
@ [°]

Bild 7: Ol-Phasenanteil an der Wellenoberflache in der Lagermitte
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In diesem Bereich, in dem sich der Schmierspalt erweitert, beginnt die Ausgasung des
Schmierstoffs (Kavitation), sodass der Anteil der Ol-Phase im Vergleich zur Gas-Phase
abnimmt (Bild 7).

Veltrahturiort a.) Unstrukturiert vs.

Unstrukiuriert

Vollstrukturiert

Scherspannung 7 [MPa]

A

0 L L L L T
0 36 72 108 144 180 216 252 288 324 360

e b.) Unstrukturiert vs.
0.024 {  Teilstrukturiert

Stromungsrichtung
[ —

Scherspannung 7 [MPa]
=
I

0 36 72 108 144 180 216 252 288 324 360
o 1]

Bild 8: Scherspannungsverteilung an der Wellenoberflache in der Lagermitte

Die Kavitaten fiihren in diesem Bereich dazu, dass eine zusétzliche lokale Spalterweiterung
vorliegt und der Phaseniibergang beschleunigt wird. Folglich sinkt der Ol-Phasenanteil und
damit auch die Mischviskositét schneller als im unstrukturierten Lager (Bild 7). Darlber hinaus
bedingt eine lokale Spalterweiterung auch eine lokale Reduzierung der Schergeschwindigkeit.
Beides resultiert in einer Verringerung der Scherspannung im Bereich des divergierdenden
Spaltes und damit in einem globalen Reibungsvorteil (Bild 8). Dabei ist der Effekt des
beschleunigten Phaseniuibergangs dominierend.

Durch die Verringerung der eingebrachten Reibleistung sowie die verbesserte Warmeabfuhr
Uber die strukturierte Oberflache kann ein thermischer Vorteil erzielt werden. Die niedrigeren
Schmierstofftemperaturen fiihren Uber eine steigende Viskositdt zu einem leichten
Tragfahigkeitsvorteil, der sich in Form einer erh6hren Schmierspaltweite gegeniiber dem
unsturkturierten Lager bemerkbar macht.

5. Zusammenfassung
In dieser Arbeit wurde ein 3D-CFD-Modell zur Berechnung voll- und teilstrukturierter
hydrodynamischer Radialgleitiager vorgestellt, das sowohl thermische Einflisse als auch
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Kavitation beriicksichtigt. Zudem wurde eine Vernetzungsmethode auf Basis von Muster-
Operationen vorgestellt, die auch das Handling grof3er Berechnungsnetze mit vielen kleinen
Strukturen ermdglicht. Anhand eines Berechnungsbeispiels mit rechteckigen Vertiefungen
(Abmessungen 400 x 200 x 10 pm) konnte gezeigt werden, dass sich eine vollflachige
Strukturierung der Lagerflache tendenziell nachteilig auf die Tragfahigkeit auswirkt. Durch eine
Teilstrukturierung im Bereich des divergierenden Spaltes konnte hingegen ein Reibungsvorteil
von knapp 3% sowie eine minimale Tragfahigkeitserhéhung erreicht werden. Entscheidend ist
hierbei die Beschleunigung des Phasenlbergangs im Kavitationsgebiet durch die lokalen

Spalterweiterungen und die damit verbundene Absenkung der Mischviskositat.

Literatur
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Forderhinweis

Das in diesem Manuskript dargestellte CFD-Modell wird im Rahmen des Forschungs-
vorhabens ,Beeinflussung der tribologischen Eigenschaften hydrodynamischer Gleitlager
durch Mikrostrukturen und deren Fertigungsverfahren® eingesetzt. Das IGF-Vorhaben 20138
BR der Forschungsvereinigung Antriebstechnik e.V. wird Uber die AiF im Rahmen des
Programms zur Forderung der Industriellen Gemeinschaftsforschung (IGF) vom
Bundesministerium fiir Wirtschaft und Energie aufgrund eines Beschlusses des Deutschen

Bundestages gefordert.
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Standzeitverlangerung einer Plungerpumpe durch
simulationsgestutzte Gleitlagerauslegung mit
REACH-konformen Werkstoffen

B.Eng. F. Hartmann, Hammelmann GmbH, Oelde;
M.Sc. V. Hoffmann, Tribo Technologies GmbH, Magdeburg;
M.Eng. C. Stelzer, CADFEM GmbH, Grafing b. Miinchen

Kurzfassung

Im Zuge der EU Verordnung 1907/2006 zur Registrierung, Bewertung, Zulassung und
Beschrankung chemischer Stoffe (REACH) soll eine Materialumstellung der Lagerschale des
kleinen Pleuelauges einer Plungerpumpe untersucht werden. Hierbei wird eine Lagerschale
mit einer Laufschicht auf Basis einer bleihaltigen Bronze durch eine REACH-konforme Bronze
ohne Stahlriicken ersetzt. Mittels elastohydrodynamischer Simulationen wird das
Tragverhalten beider Pleuellagerdesigns untersucht. Im Ergebnis wurde festgestellt, dass es
bei beiden Lagervarianten infolge der hohen Belastungen zu Mischreibung in dem kleinen
Gleitlager des Pleuels kommt. Bei Einsatz der REACH-konformen Lagerschale wird hierbei
ein hoherer Festkorpertraganteil identifiziert, der hohere Reibungsverluste und einen
schnelleren Verschleil? des Pleuellagers zur Folge hat.

Um diese Verschlechterung des Tragverhaltens zu kompensieren und das Betriebsverhalten
der Pumpe zu verbessern, wird der Einfluss einer Neupositionierung der Schmierstofftaschen
untersucht. Hierflr konnte nachgewiesen werden, dass sich die Tragfahigkeit des Systems
soweit verbessern lasst, dass ein Betrieb der REACH-konformen Lagerschale auBerhalb der
Mischreibung und damit ohne Oberflachenkontakt fir den untersuchten Betriebspunkt moglich

ist.

Abstract

Motivated by the regulation 1907/1906 concerning the registration, evaluation, authorization
and restriction of chemicals (REACH) a material change of the bearing shell of the small conrod
bearing of a plunger pump is analyzed. Here a bearing shell with a sliding surface made of a
leaded bronze is replaced by a REACH-conform bronze without a steel back. The load carrying
capacity is analyzed with the help of elasto-hydrodynamic simulations of both conrod bearing
designs. For both bearing shell designs an operation in the mixed friction regime is shown.
Due to the material change the load carrying capacity is worsened which results in higher solid

contact load ratios as well as friction losses.
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It could be shown that a shift of the lubricant supply pocket position can result in a significant
improvement of the load carrying capacity of the REACH-conform bearing shell. In

consequence no contact between pin and bearing could be achieved for the analyzed bearing.

1. Einleitung und Problemstellung
Plungerpumpen von Hammelmann werden héaufig in der Chemie-, Ol- und Gas- sowie
Lebensmittelindustrie eingesetzt. In Abbildung 1 ist eine Plungerpumpe dargestellt, die

beispielsweise Uber eine Klauenkupplung mit einem Motor verbunden werden kann.

Abbildung 1 Hammelmann-Plungerpumpe

Mittels einer Ritzelwelle findet eine Ubersetzung der Drehzahl auf die Kurbelwelle statt. Die
Kurbelwelle hat exzentrische Zapfen, deren Winkellage sich in Abhangigkeit der Plunger Gber
den Umfang verteilen. Die Pleuel verbinden die Kurbelwelle mit den Kreuzkdpfen und wandeln
die rotatorische Bewegung der Kurbelwelle in eine translatorische Bewegung der Kreuzkopfe.

Die Kreuzkdpfe sind wiederum tber Kolbenstangen mit den Plungern verbunden. Wéahrend
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eines Arbeitsspiels wird im Saughub (der Weg vom oberen in den unteren Totpunkt) das
Fordermedium Uber den Saugraum in den Zylinderraum gesaugt bzw. Uber eine
Vordruckpumpe gedriickt. AnschlieBend wird das Medium im Druckhub komprimiert und
einem Endverbraucher zugefiihrt. Das zu untersuchende kleine Gleitlager des Pleuels findet
in Pumpen Verwendung, die mit einer Leistung von bis zu 1100 kW betrieben werden kénnen.
Der maximale Volumenstrom dieser Pumpen liegt bei 3000 I/min, der maximale Druck bei
3000 bar.

Im Zuge der EU Verordnung 1907/2006 zur Registrierung, Bewertung, Zulassung und
Beschrankung chemischer Stoffe (REACH) soll eine Materialumstellung der Lagerschale des
kleinen Pleuelauges einer solchen Plungerpumpe untersucht werden. Hierbei sollen
Werkstoffalternativen identifiziert werden, die auf Blei oder sonstige gelistete Bestandteile der
Verordnung 1907/2006 verzichten. In der Vergangenheit wurden die Dauerfestigkeiten von
solchen Werkstoffen durch Versuche an entsprechend ausgeriisteten Testpumpen verifiziert.
Aufgrund der vielen wechselnden Randbedingungen konnten jedoch nicht alle Parameter
getestet werden. Fehlende Versuchsergebnisse fuhrten zu konservativen Entscheidungen, um
Uberlastungen oder Fehlfunktionen vorzubeugen.

Aufgrund des bendtigten hohen Leistungsbedarfes im Prototypentest und dem damit
einhergehenden Energieverbrauch, soll das Design der Lagerschale auf Basis von
Simulationen getestet und optimiert werden. Insbesondere bei hochbelasteten Gleitlagern
haben elastische Deformationen einen grof3en Einfluss auf die Tragfahigkeit des Systems.
Eine Kopplung zwischen elastischen Deformationen und der Stromung kann mittels Fluid-
Struktur-Kopplung auf Basis der Finite-Element-Methode und der Computational Fluid
Dynamics (CFD) erfolgen. Diese Kopplungen bedingen jedoch einen zeitintensiven
Modellierungsaufwand mit extrem hohen Rechenzeiten. Eine einfache Modellierung und
geringe Rechenzeiten bietet die elastohydrodynamische Simulation unter Ldsung der
Reynolds’schen Differentialgleichung mit Tribo-X inside Ansys. Es bietet die Mdoglichkeit
Gleitlager bei verschiedenen Betriebsbedingungen, wie z.B. einer Schwenkbewegung zu
analysieren. Hierbei kénnen auch transiente Vorgéange untersucht werden, bei denen sich die
Betriebsbedingungen Ulber einen zeitlichen Verlauf verédndern. Somit kdnnen Lagerdesigns
analysiert und optimiert werden, um die Plungerpumpe sicherer, energieeffizienter und
schneller zur Serienreife zu fihren. Kosten- und zeitintensive Prototypentests kdnnen auf ein

Minimum reduziert werden, was sich wiederum schonend auf die Umwelt auswirkt.
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2. Umstellung des kleinen Pleuellagers auf REACH-konformen Werkstoff

Das Gleitlager des kleinen Pleuelauges der untersuchten Plungerpumpe wurde bisher mit
einer zweischichtigen Lagerschale bestehend aus einem Stahlriicken und einer
Bronzelaufschicht der Legierung CuPbl0Sn10 ausgefiihrt. Im Zuge der EU-Verordnung
1907/2006 zur Registrierung, Bewertung, Zulassung und Beschréankung chemischer Stoffe
(REACH) wird eine Vermeidung dieser Legierung aufgrund des enthaltenen Bleianteils
angestrebt [1]. Fur die neue Lagerschale wurde die Bronzelegierung CuSn8P-F45 ausgewahlt,
die als massive Lagerschale ohne Stahlriicken ausgefiihrt werden soll. Die beiden zu

untersuchenden Pleuellagerungen sind in Abbildung 2 gegenlibergestelit.

Abbildung 2: Gegenuberstellung der Pleuellagervarianten

Die Geometrieparameter der beiden Pleuellagervarianten werden tbereinstimmend gewahlt
und sind in Tabelle 1 dargestellt. Die Versorgung des Lagers erfolgt Gber zwei in der unteren
Lagerhélfte positionierte Versorgungstaschen, die zunachst symmetrisch in einem Winkel von
30° zur Achse der Pleuelstange angeordnet werden und in Abbildung 2 gelb zu erkennen sind.
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Tabelle 1: Geometriedaten des Pleuels

Abmessungen Symbol ‘ Wert Einheit
Nenndurchmesser d 65,00 mm
Abs. Lagerspiel C 50 um
Lagerbreite BgL 80 mm
Schmierstofftaschenposition PNut Ist-Stand: 30 °
Untersucht: 45; 60; 75; 85

Schmierstofftaschenlénge Lnut 68 mm
Schmierstofftaschenbreite Bnut 8 mm

3. Betriebsdaten fir die Pleuelauslegung

Wahrend des Betriebs der Pumpe wird das kleine Pleuel infolge der Kurbelwellenrotation und
des Druckaufbaus zyklisch belastet. Dabei wird der Druck in der Arbeitskammer durch den
Plunger auf den Bolzen Ubertragen, der wiederum auf das kleine Pleuellager gedriickt wird.
Grundlage fur die Auslegung des Pleuels stellen dabei Lastdaten dar, die bei einem Betrieb
der Pumpe mit Wasser bei dem maximal zulassigen Betriebsdruck resultieren. Der Lastverlauf
ist in Abbildung 3 dargestellt und kann in einen Nieder- und einen Hochdruckbereich eingeteilt
werden.

Abbildung 3: Lastverlauf des kleinen Pleuellagers einer Plungerpumpe bei maximalem
Betriebsdruck
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Dabei wird die Belastung im Hochdruckbereich durch den Betriebsdruck der Pumpe gepragt
und erreicht Werte von mehr als 210.000 N. Die Belastung im Niederdruckbereich wird durch
den Saugdruck bestimmt, der abhangig vom Férdermedium so eingestellt wird, dass die
Plungerpumpe nicht bei Kavitation betrieben wird. Der Ubergang zwischen den Lastbereichen
erfolgt schlagartig und wird durch den Schadraum der Pumpe und den Kompressionsmodul
des zu fordernden Mediums gepragt. Infolge der Schwenkbewegung des Pleuels ergeben sich
sowohl positive als auch negative Rotationsgeschwindigkeiten des Pleuels. In den
Umkehrpunkten ist die Relativgeschwindigkeit zwischen den Oberflachen Null.

Versorgt wird das kleine Pleuellager Uiber zwei Schmierstofftaschen mit einem synthetischen
Schmierdl, welches auf 50 °C konditioniert wird. Die Versorgung erfolgt mit einem Druck von
5 bar.

4. Simulation des kleinen Pleuellagers

Fur die Bewertung der Pleuellagervarianten werden elastohydrodynamische Simulationen
unter Berucksichtigung von Mischreibung mit dem Berechnungstool Tribo-X inside Ansys
durchgefihrt.

Die in dem Pleuellager wirkenden Belastungen werden durch einen hydrodynamischen Druck,
der sich infolge von Schwenk- und Radialbewegungen aufbaut, und ggf. durch sich
kontaktierende Oberflachenrauheiten aufgenommen. Im Gegensatz zu analytischen
Auslegungsverfahren [2][3], werden hierbei Stromungsberechnungen auf Basis der
verallgemeinerten Reynolds’schen Differentialgleichung durchgefiihrt. Durch eine Kopplung
mit der Finite-Elemente-Methode wird die elastische Verformung der Lagerschale und des

Pleuels mit berucksichtigt.

Abbildung 4: Gleitlageranalysesystem mit Tribo-X inside Ansys (links), FE-Modell des
Pleuels zur Ableitung von Nachgiebigkeitsmatrizen (rechts)
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Infolge der stangenférmigen Pleuelgeometrie ist das Verformungsverhalten der Lagerschale
stark richtungsabhéangig. Zudem ist damit zu rechnen, dass sich der unterschiedliche Aufbau
der Lager auswirken wird. Das Verformungsverhalten der zweischichtigen Lagerschale wird
sich aufgrund des Stahlrtickens von der massiven Lagerschale bei Verwendung des REACH-
konformen Lagerwerkstoffs unterscheiden. Da der massive Stahlbolzen eine deutlich
geringere Verformbarkeit als die Lagerschale aufweist, wird lediglich das elastische Verhalten
des Pleuels samt Lager in der Simulation berticksichtigt. Hierbei wird eine
Nachgiebigkeitsmatrix ermittelt, die durch eine statische Reduktion unmittelbar aus dem FE-
Modell abgeleitet wird [4][5][6]. Das hierzu in ANSYS aufgebaute Berechnungsprojekt und das
FE-Modell des Pleuels sind fur die zweischichtige Lagervariante des Ist-Stands in Abbildung
4 dargestellt.

5. Einfluss der Oberflachenrauheit

Fur die hier durchgefiihrten Untersuchungen werden die Oberflachenrauheiten vermessener
Bauteile in der Simulation mittels Mischreibungskennfeldern berucksichtigt [4]. Dazu werden
fur beide Lagervarianten sowohl die Lager als auch die dazugehérigen Bolzen fiir ein
gelaufenes System vermessen. Neben den dreidimensionalen Bauteiloberflachen, die mit
einem WeiBlichtinterferometer erfasst werden, werden auch die Martensharte HM und der
Eindringmodul Ynu der oberflachennahen Schichten mit Hilfe des Kraft-Eindringtiefen-
Verfahrens ermittelt. Die Werte sind in Tabelle 2 dargestellt und stellen Mittelwerte aus

mehreren Einzelmessungen dar.

Tabelle 2: Eigenschaften der oberflachennahen Schichten von beiden Lagervarianten

Symbol ‘ Ist-Stand Neuer Stand  Einheit ‘
Arithmetische R
Mittenrauheit ? U2 U Hm
Lagerschale
(gelaufen) | pjast. FlieRdruck HM 2077 2458 MPa
Eindringmodul Yhu 139249 131778 N/mm?2
Arithmetische R
Mittenrauheit ? 0116 0085 Hm
Bolzen - HM
(gelaufen) Martensharte 9145 9080 MPa
Eindringmodul Yhu 384664 384403 N/mm?2

Es kann festgestellt werden, dass sowohl die arithmetische Mittenrauheit der zweischichtigen
Lagerschale als auch des Bolzens des Ist-Standes gro3er als bei der neuen Variante sind. Die

Martensharte der Oberflache der REACH-konformen Lagerschale wiederum ist um etwa 20%
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hoher im Vergleich zur bleihaltigen Lagerschale. Je ein Ausschnitt der dreidimensional
vermessenen Oberflachen der zweischichtigen Lagerschale und des dazugehérigen Bolzens

sind in Abbildung 5 dargestelit.

Lagerschale Ist-Stand (gelaufen) Bolzen Ist-Stand (gelaufen)

Abbildung 5: Vermessene Oberflache der zweischichtigen Lagerschale (Ist-Stand) und des
dazugehdorigen Bolzens im gelaufenen Zustand

Auf Basis der Messdaten kann mit Hilfe einer elastisch-plastischen Kontaktsimulation eine
integrale Festkorperkontaktdruckkurve ermittelt werden, mit Hilfe derer der Einfluss sich
kontaktierender Rauheiten abgebildet werden kann. Zusatzlich wird eine Mikroflusssimulation
zur Ermittlung von Druck- und Scherflussfaktoren durchgefiihrt, mit Hilfe derer der Einfluss der
Rauheiten auf die Spaltstromung (Mikrohydrodynamik) beriicksichtigt werden kann [7]. Einen
Uberblick tber die berechneten Mischreibungskennfelder gibt Abbildung 6.
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Bei einem Vergleich der integralen Festkorperkontaktdruckkurven des Ist-Stands und der
REACH-konformen Auslegung féllt ein frilherer Ubergang des Ist-Stands in den Bereich der
Mischreibung auf, der sich in einer gré3eren kritischen Schmierspaltweite von her st = 2,9 um
auBert. Sowohl qualitativ als auch quantitativ weisen die Festkdrperkontaktdruckkurven einen
ahnlichen Verlauf auf. Der Maximalwert der Festkdrperkontaktdriicke entspricht der
Martenshérte der jeweiligen Lageroberflache. Hierbei zeichnet sich die Legierung CuSn8P-
F45 der REACH-konformen Auslegung durch eine Harte von HMgeact = 2.458 MPa aus. Die
Legierung CuPb10Sn10 weist eine geringere Harte von HMist = 2.077 MPa auf.

Die Druckflussfaktoren weisen infolge der Ubereinstimmenden Oberflachenbearbeitung sowie
-beanspruchung in Umfangsrichtung einen qualitativ Ubereinstimmenden Verlauf auf. Die
Druckflussfaktoren in x-Richtung kennzeichnen hierbei das Strédmungsverhalten in
Umfangsrichtung, jene in y-Richtung das Stromungsverhalten in axialer Richtung. Die
Druckflussfaktoren in x-Richtung weisen jeweils Werte grof3er als 1 auf und haben damit eine
Stromungsbegiinstigung in Umfangsrichtung zur Folge. Die Oberflachen der REACH-
konformen Lagerschale fiihren zu einer groReren Stromungsbeginstigung, die auf eine
ausgepragtere Furchenbildung zurtickgefiuihrt werden kann. Die Druckflussfaktoren in y-
Richtung stimmen fir beide Lagersysteme uberein und sind kleiner als 1. Dies kann als
Stromungsbehinderung in axialer Richtung interpretiert werden.

Abbildung 6: Integrale Festkdrperkontaktdruckkurven (links), Druck- und Scherflussfaktoren
(rechts) vor und nach der Lagerumstellung
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6. Gegenuberstellung der Ergebnisse

Fur den vorgestellten Betriebspunkt werden beide Lagerdesigns mit Hilfe der EHD-Simulation
untersucht. Zur Bewertung der Tragfahigkeit des jeweiligen Lagerdesigns werden die
maximalen  Schmierstoff- und  Festkdrperkontaktdricke  sowie die  minimalen
Schmierspaltweiten und Festkorpertraganteile Uber den Lastverlauf ausgewertet. Einen
Uberblick tber die diskrete Verteilung der hydrodynamischen und Festkdrperkontaktdriicke
der REACH-konform ausgelegten Lagerschale im Hochdruckbereich bei 340 °KW gibt
Abbildung 7.

Hydrodynamischer Druck Festkorperkontaktdruck

Abbildung 7: Hydrodynamische und Festkdrperkontaktdruckverteilung des Pleuellagers der
REACH-konformen Auslegung bei 340°KW (Taschenposition 30°)

Bei der Auswertung der hydrodynamischen Druckverteilung in Abbildung 7 links fallt auf, dass
die Druckverteilung wesentlich durch die elastischen Deformationen gepragt ist, was an der
stark abgeflachten Druckverteilung zu erkennen ist. Es wird ein maximaler Druck von 145,7
MPa erreicht. Zudem bildet sich aufgrund der eng beieinanderliegenden Schmierstofftaschen,
die den hydrodynamischen Druckaufbau in Umfangsrichtung begrenzen, ein sehr schmaler
Druckberg aus. Die Schmierstofftaschen ,drangen® den Druckberg in den Bereich zwischen
den Versorgungstaschen.

Unterschreitet der lokale Schmierspalt die kritische Schmierspalththe, kommt es zum Kontakt
von Oberflachenrauheiten, bei dem sich Festkdrperkontaktdriicke ausbilden. In Abbildung 7
rechts ist ein Kontakt der Rauheiten im Bereich um die Versorgungstaschen erkennbar, der
einen fortschreitenden Verschlei3 des Systems zur Folge hat.
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Die elastischen Deformationen des Systems und der Spaltfillungsgrad sind in Abbildung 8
dargestellt. Maximale Werte fiir die elastischen Deformationen werden im Bereich zwischen
den Schmierstofftaschen mit Werten von bis zu 12,6 um erreicht. Zudem ist ein Aufweiten der
Lagerschale zum Lagerrand in Folge der Uberstehenden Lagerschale erkennbar. In Abbildung
8 rechts ist der Spaltfullungsgrad abgebildet. Ein Wert von 1 (rot) bedeutet, dass der Bereich
vollstandig mit Schmierstoff gefilltist. Ein Wert von 0 (blau) bedeutet, dass sich nur sehr wenig
Schmierstoff im Spalt befindet. Durch die Schmierstoffversorgung tber die Taschen wird der

Bereich zwischen den Taschen vollstandig mit Schmierstoff gefiillt.

Elastische Deformationen Spaltfillungsgrad

Abbildung 8: Elastische Deformationen und Spaltfillungsgrad des Pleuellagers der REACH-
konformen Auslegung bei 340°KW (Taschenposition 30°)

Um die Pleuellagervarianten zu vergleichen, sind die Wellenverlagerung (rel. Exzentrizitat) und
der max. Festkorperkontaktdruck tber dem Arbeitsspiel in Abbildung 9 dargestellt. In
Abbildung 9 links ist deutlich zu erkennen, dass sich die schlagartig &ndernde Lagerbelastung
in einer schlagartigen Anpassung der relativen Exzentrizitét &uf3ert. Im Niederdruckbereich
liegt die relative Exzentrizitat bei etwas unter 0,9. Der Bolzen bewegt sich also noch innerhalb
des definierten Nennlagerspiels. In diesem Bereich liegen die minimalen Schmierspalthhen
im Bereich von 3,6 pm. Bei beiden Lagervarianten wird die kritische Schmierspaltweite in
diesem Bereich nicht unterschritten und es baut sich kein Festkdrperkontaktdruck auf. Im
Hochdruckbereich hingegen wird der Bolzen schlagartig in Richtung Pleuelstange verlagert.
Es resultieren relative Exzentrizitaten gréRer als 1. Damit bewegt sich der Bolzen auf3erhalb
des nominellen Lagerspiels und ist nur bei einer Verformung des Pleuellagers mdglich. Dies
verdeutlicht erneut den Einfluss der elastischen Deformationen fir die kleine Pleuellagerung
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der untersuchten Plungerpumpe. Die minimalen Schmierspalthdhen liegen bei beiden
Lagervarianten unter 1 ym. Die maximal auftretenden Festkdrperkontaktdriicke sind in
Abbildung 9 dargestellt. Er zeigt sich, dass sich bei der REACH-konform gestalteten
Lagerschale ein deutlich erhéhter Festkorperkontaktdruck ergibt, der einen etwa doppelt so
hohen Festkorpertraganteil wie beim Ist-Stand zur Folge hat und im Maximum etwas unter 8%

liegt.

Rel. Exzentrizitat Max. Festkdrperkontaktdruck

Abbildung 9: Rel. Exzentrizitat und max. Festkorperkontaktdruck aufgetragen tber dem
Arbeitsspiel

Im untersuchten Betriebspunkt befinden sich beide Lagervarianten im Mischreibungsbereich.
Hierbei kommt es im Hochdruckbereich zum Kontakt der Oberflachen und somit zu Verschleil3
und einer deutlich erhdhten Reibung. In einem weiteren Schritt soll durch eine Variation der
Schmierstofftaschenposition ein besseres Tragverhalten erreicht werden.

7. Variation der Lage der Versorgungstaschen

Um den Einfluss der Taschenposition auf das Tragverhalten zu untersuchen, wird die
Taschenposition in 15°-Schritten zwischen 30° und 85° variiert (Abbildung 10, links). Die
GroRe der Schmierstofftasche bleibt dabei unverandert. Es wird nur noch die massiv
ausgefiihrte REACH-konforme Lagerschale untersucht, die fir zukinftige Pumpen zur
Anwendung kommen soll.
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Schmierstofftaschenpositionen Rel. Exzentrizitét

Abbildung 10: links: untersuchte Schmierstofftaschenpositionen, rechts: rel. Exzentrizitat
Uber dem Arbeitsspiel fiir verschiedene Taschenpositionen

Bei der Auswertung der relativen Exzentrizitat wird bereits deutlich, dass sich durch eine
Verschiebung der Schmierstofftaschen nach auf3en die Tragfahigkeit signifikant verbessert.
Dies ist an der gesunkenen relativen Exzentrizitdt zu erkennen, die bereits bei einer
Verschiebung der Schmierstofftaschen um 15° nach au3en nachweisbar ist, sich mit weiter
zunehmender Verschiebung der Schmierstofftaschen auf 60° weiter verbessert und danach
nahezu konstant bleibt (siehe Abbildung 10, rechts).

Die Zunahme der Tragféhigkeit resultiert aus der gréferen Gleitflache zwischen den
Schmierstofftaschen, die fur einen hydrodynamischen Druckaufbau zur Verfligung steht (vgl.
Abbildung 7 und Abbildung 11). Dadurch kann sich ein breiterer hydrodynamischer Druckberg
aufbauen, der in der Konsequenz auch zu etwa 20% geringeren maximalen
Schmierstoffdriicken im Hochdruckbereich fihrt. Wie in Abbildung 11 rechts erkennbar ist, ist
trotz der Verschiebung der Taschenposition eine ausreichende Versorgung des Kontakts mit
Schmierstoff gewahrleistet.

Schon durch eine Verschiebung der Schmierstofftaschen auf 45° wird das Tragverhalten
bereits so weit verbessert, dass kein Kontakt mehr zwischen dem Bolzen und der Lagerschale
berechnet wird. Eine weitere Verschiebung der Schmierstofftaschen auf 60° fihrt zu nochmals
erhéhten Schmierspalthdhen im Hochdruckbereich. Aus einer weiteren Verschiebung der
Schmierstofftaschen nach aulen ergeben sich keine weiteren Verbesserungen des

Tragverhaltens mehr.
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Hydrodynamischer Druck Spaltfullungsgrad

Abbildung 11: Hydrodynamischer Druck und Spaltfillungsgrad des Pleuellagers der REACH-
konformen Auslegung bei 340°KW (Taschenposition 60°)

8. Zusammenfassung

Es wurde eine Materialumstellung am kleinen Pleuelauge einer Pumpe im Zuge der REACH-
Verordnung untersucht. Hierzu werden elastohydrodynamische Simulationen mit dem
Berechnungstool Tribo-X inside Ansys durchgefuhrt. Ausgehend von der bisher verwendeten
Legierung basierend auf einer CuPbl0Sn10-Legierung, die auf einem Stahlriicken
aufgebracht ist, wird eine Materialumstellung auf eine Lagerschale der REACH-konformen
Legierung CuSn8P-F45 ohne Stahlriicken durchgefiihrt. Mit Hilfe der Simulationen wurde
zunachst eine Verschlechterung der Tragfahigkeit im Zuge der Materialumstellung gezeigt, die
auf die schlechtere Abstutzung der hydrodynamischen Dricke infolge des fehlenden
Stahlriickens der massiv ausgefiihrten REACH-konformen Lagerschale zuruickgefiihrt werden
kann. Dennoch kam es bei beiden betrachteten Lagern zu Mischreibung zwischen Bolzen und
Lagerschale im Hochdrucklastbereich der Pumpe, die mit Verschlei? und erhdhten
Reibungsverlusten einhergeht.

In einem weiteren Schritt konnte gezeigt werden, dass durch eine Verlagerung der
Schmierstofftaschen auf dem Umfang, das schlechtere Tragverhalten der REACH-konformen
Lagerschale nicht nur kompensiert, sondern sogar soweit verbessert werden konnte, dass
Mischreibung zwischen dem Pleuel und der Lagerschale vollstdandig vermieden werden
konnten. Im Ergebnis dieser Untersuchung kann in der Plungerpumpe eine REACH-konforme
Lagerschale mit verbessertem Tragverhalten, geringeren Reibungsverlusten und langeren
Standzeiten eingesetzt werden.
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Untersuchung thermisch gespritzter Gleitbelage fur gro3e
Freiformflachen
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Institut fir Oberflachentechnik (I0T), RWTH Aachen University

Kurzfassung

Gleitbelage mit integrierten Festschmierstoffen stellen als Trockengleitlager fiir viele
Anwendungen eine vielversprechende Alternative gegeniiber hydrodynamisch oder walz-
gelagerten Lagern dar. Trockengleitbeldage bestehen beispielsweise aus bandférmigen oder
massiven Buntmetallen mit inkorporierten Festschmierstoffen. Kommerziell wird haufig Zinn-

bronze mit eingewalztem Graphit verwendet.

Durch das Thermische Spritzen kénnen hingegen groRflachige Beschichtungen direkt auf
unterschiedliche Gleitlagerstitzstrukturen appliziert werden. Der Anteil des Graphits in der
Zinnbronze kann in einem weiten Bereich beliebig variiert werden, wodurch das Reibungs- und
VerschleiBverhalten an die jeweilige Anwendung angepasst werden kann. In dieser Studie
wurde dazu der Graphitanteil in einer thermisch gespritzten Zinnbronze in vier Stufen variiert
und beziglich Reibung und VerschleiR bei anwendungsnahen Pressungen und Relativ-
geschwindigkeiten untersucht. Die tribologischen Untersuchungen wurden im ungeschmierten
Zustand bei Raumtemperatur durchgefuihrt. Nach den VerschleiBtests wurde der Verschleil
mittels konfokalen Lasermikroskops qualifiziert und die dominanten VerschleiBmechanismen
identifiziert. Die Ergebnisse zeigen, dass dichte Zinnbronze-Gleitbeldge mit eingelagertem
Graphit mit dem Thermischen Spritzen hergestellt werden konnen. Der stationare
Reibungskoeffizient und das VerschleiBvolumen liegen in derselben GrolRenordnung wie die
einer kommerziellen Referenz. Im Gegensatz zum Stand der Technik ist jedoch eine direkte
Beschichtung der Lagerstutzstrukturen ohne die bisher notwendige Anpassung oder Fixierung
von Bandmaterial moglich. Zudem kdnnen nahezu beliebig grol3e Gleitbelage ohne relevante
Mehrkosten pro Flache hergestellt werden. Die entwickelten Beschichtungen zeigen somit ein

hohes Potenzial fur den kostengiinstigen Einsatz als Gleitbelage.

1. Einleitung

Thermisches Spritzen bietet das Potential komplexe Gleitlagerflachen direkt zu beschichten.
Da die eingebrachte thermische Energie in das Lager gering ist, kann ein Verzug vermieden
werden. Zudem koénnen durch diese Technologie neuartige Beschichtungen fiir Trocken-
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gleitlager appliziert werden, die schmelzmetallurgisch nicht herstellbar wéren. Trocken-
gleitlager besitzen insbesondere bei niedrigen Reibgeschwindigkeit einen Vorteil in der
Anwendung, da die Schmierung aus dem Belag selbst zur Verfligung gestellt werden kann [1].
Bereits kommerziell erhéltlich sind Trockengleitlager mit einer gesinterten CuSn-Matrix mit
eingewalztem Graphit. Im Rahmen dieser Publikation werden neuartige thermisch gespritzte
Beschichtungen aus CuSn mit integriertem Graphit hinsichtlich ihres tribologischen Verhaltens
mit einer Referenz aus gesintertem CuSn mit eingewalztem Graphit verglichen.

In bereits veroffentlichten Publikationen konnte das Potential von thermisch gespritzten
Beschichtungen fur Gleitlageranwendungen gezeigt werden [2-4]. Marrrocco et al. [2]
applizierte mittels Hochgeschwindigkeitsflammspritzen (HVOF) verschiedene Beschichtungen
auf AISn-Basis fiir den Einsatz in Gleitlagern. In [3] wurde neben HVOF auch Atmosphérisches
Plasmaspritzen (APS) und Lichtbogendrahtspritzen (LDS) fur die Applikation von zwei
verschiedenen Schichtarchitekturen fur den Einsatz in Gleitlagern entwickelt. Sowohl durch
die Integration von Zinn und hexagonalem Bornitrid (hBN) als Festschmierstoff in eine Cu-
Matrix, als auch durch eine weiche SnSbCu-Decklage im Mehrlagensystem konnte die
Reibung und der Verschlei3 im geschmierten Zustand gegeniber einem konventionellen
Lagerwerkstoff aus AISn reduziert werden. In [4] wurde u.a. hBN in einer CuSn-Matrix
integriert, wodurch der Verschlei3 gegeniber einer AlISn-Referenz reduziert werden konnte.

In [5] wurde Nickelumhdilltes Graphit, Ni-C verwendetet, um mittels Thermischen Spritzens
Graphit in einer CrzC/NiCr-Beschichtung zu integrieren. Untersuchungen mittels Schwing-
VerschleiR-Tribometer zeigen, dass abhangig vom Lastfall Reibung und Verschleild gegeniiber
einer festschmierstofffreien Beschichtung aus CrsC,/NiCr reduziert werden konnte. Bartuli et
al. zeigten, dass durch die Erhthung des Graphitanteils in einer CrsC2/NiCr-Beschichtungen
Reibung und Verschlei® reduziert werden konnte. Sie beobachteten jedoch auch, dass ab

einem zu hohen Anteil der Verschlei wieder zunimmt [6].

2. Experimentelle Durchfiihrung

Vor der Beschichtung wurden Scheiben aus dem Werkstoff CLOE mit einem Durchmesser von
d =100 mm und ein Dicke von t =10 mm mittels Korundstrahlens aufgeraut. AnschlieRend
erfolgte die Applikation der Beschichtungen mit APS. Bei diesem Verfahren wird mittels eines
elektrischen Lichtbogens zwischen der Anode und Kathode ein Plasma geziindet, siehe Bild
1. Ein pulverférmiger Spritzzusatzwerkstoff wird radial in den hei3en Plasmastrahl eingeleitet
und auf ein Substrat beschleunigt. Durch die translatorische Bewegung des Brenners wird eine

Beschichtung appliziert. Fir eine genauere Beschreibung sei auf [7,8] verwiesen.
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Bild 1: Schematische Darstellung des Atmosphérischen Plasmaspritzens (APS)

151

Fur die Applikation wurde der Drei-Kathoden-Benner TriplexPro-210 (Oelikon Metco, Wohlen,

CH) verwendet. Fr die Beschichtungen wurde ein CuSn-Sinterpulver von der Firma Tenneco

Deva zur Verfugung gestellt. Als Festschmierstoff wurde ein nickelumhulltes Graphitpulver

(Durabrade2211ZB, Oerlikon Metco) von Oerlikon Metco bereitgestellt. Die Zusammen-

setzung der verwendeten Pulvermischungen und Spritzparameter sind in Tabelle 1 dargestellt.

Tabelle 1: Beschichtungsparameter und Nomenklatur der Beschichtungen

Pulverzusammensetzung der Beschichtungen Beschichtungsparameter

Name CuSn [Gew.-%)] Ni-C [Gew.-%)] Stromstarke [A] 360
Cco 100 - Prozessgas Ar [SLPM] 50
C1 87,5 12,5 Fordergas Ar [SLPM] 5
c2 75 25 Massenfluss [g/min] 50
C3 62,5 37,5 Spritzabstand [mm] 130
C4 50 50 Robotergeschwindigkeit [m/s] | 1
Ref CuSn-gesintert + Graphit eingewalzt Kuhlung Druckluft [bar] 7

Nach der Applikation der Beschichtungen wurden Querschliffe angefertigt. AuBerdem wurde
das tribologische Verhalten im Ring-Scheibe-Tribometer TRM 5000 (WAZAU, Berlin, DEU)
untersucht. Ein schematischer Aufbau ist in Bild 2 dargestellt.
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Bild 2: Versuchsparameter und schematischer Versuchsaufbau des Ring-Scheibe-Versuch

Fur die Auslegung von Trockengleitlagern wird haufig ein pv-Wert, welcher die Pressung p und
die Relativgeschwindigkeit v in Relation setzt, verwendet. Fir die Tests wurde ein pv-Wert von
pv = 0,5 MPA m/s angewendet. Bei einer Flachenpressung von p = 5 MPa musste dieser Wert
anlagentechnisch auf pv = 0,25 MPA m/s reduziert werden. Die Laststufen sind in Bild 2

dargestellt. Nach den Tests wurden die VerschleiBmechanismen und -flaichen ausgewertet.

3. Ergebnisse

In Bild 3 sind die Querschliffe der untersuchten Beschichtungen gezeigt. Der Querschliff der
Referenz zeigt, dass das Graphit unregelmafig und in unterschiedlich groBen Nestern in dem
Gleitbelag vorliegt. Durch das Thermische Spritzen konnte eine homogenere Verteilung von

einheitlich groBen Ni-C-Partikeln erreicht werden, siehe Beschichtung C2.

Bild 3: Querschliffe der entwickelten Beschichtungen
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Mit Beschichtung C2 wurde eine Beschichtung entwickelt, die einen vergleichbaren
Graphitanteil wie die Referenz aufweist. Zudem werden mit Beschichtung C3 und C4 zwei
Beschichtungen mit groReren Graphitanteil als die Referenz untersucht. Auch in diesen
Beschichtungen konnte eine dichte Matrix mit homogen verteilten Ni-C-Partikeln erzielt
werden. Mit C1 wurde eine Beschichtung untersucht, die einen geringeren Graphitanteil als
die Referenz aufweist. Im Detailbild dieser Beschichtung ist die Anbindung der Nickelhille
eines Ni-C-Partikels in der umgebenen CuSn-Matrix dargestellt. Die Nickelhille, ist notwendig,
um eine Oxidation des Graphits, wéhrend des Beschichtungsprozesses, zu vermeiden. Mit der
Beschichtung CO wurde zudem untersucht, wie sich eine Beschichtung aus CuSn ohne
Festschmierstoff in den tribologischen Untersuchungen verhalt.

In Bild 4 sind die wéahrend der tribologischen Messung aufgezeichneten Reibungskoeffizienten
aufgetragen. Bei der Laststufe 1 zeigen fast alle untersuchten Beschichtungen nach einer
Einlaufphase von t =5 min einen stationdren Reibwert von p = 0,12 + 0,2 auf. Lediglich die
Beschichtung C1 zeigt einen deutlich instationareren Verlauf mit einem Reibungskoeffizienten,
der fast durchgéngig oberhalb von p > 0,4 liegt. Durch den hohen Verschlei3 kommt es am
Ende des Tests zu einem Testabbruch. Die Beschichtung CO zeigte einen geringen
VerschleiBwiderstand. Dennoch zeigte die Beschichtung CO ein besseres Reibungsverhalten
als C1. Es ist anzunehmen, dass der Festschmierstoffanteil in C1 nicht ausreichend war, um
einen ausreichenden Schmierfilm auszubilden. Jedoch wurde die Kohé&sion der Beschichtung
durch das Graphit geschwécht, wodurch Partikel im Reibkontakt ausbrechen konnten. Durch
den so entstandenen Dreikorperkontakt steigt die Reibung. Mit h6herem Graphitanteil kann
ein ausreichender Schmierfilm in der Laufspur gebildet werden, was zu einer Trennung der
Reibpartner fuhrt und die Reibung wéhrend des Tests reduziert.
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Bild 4: Reibungskoeffizienten der Beschichtungen im Ring-Scheibe-Versuch

Bei der Laststufe 2 andert sich das Reibungsverhalten signifikant. Trotz der geringeren
Flachenpressung kann bei jeder Beschichtung ein Anstieg des Reibungskoeffizienten
beobachtet werden. Alle Versuche wurden mit einer Normalkraft von F =3.000N
durchgefiihrt. Um die Flachenpressung zu reduzieren, wurde die Kontaktflache des Gegen-
korpers erhoht, wodurch eine gréRere Reibflache im tribologischen Kontakt vorliegt. Neben
der geringeren Flachenpressung wurde der Versuch bei der Laststufe 2 mit einer geringeren
Relativgeschwindigkeit durchgefiihrt. Durch die geringe Relativgeschwindigkeit und die
groRere Flache kann es zu Mikroverkantungen im Reibkontakt kommen, wodurch der hdhere
Reibwert begriindet werden kann. Dieser Effekt konnte bei der Beschichtung CO erkannt
werden. Die Beschichtung C1 zeigt einen vergleichbaren Reibungsverlauf wie CO. Dies zeigt,
dass der Graphitanteil zu gering ist, um einen ausreichenden Schmierfilm auszubilden. Ab
einem Festschmierstoffanteil von 25 Gew.-% zeigt sich eine kontinuierliche Reduktion des
stationaren Reibungskoeffizienten von pstarc2 = 0,27 bei Beschichtung C2 auf pstatcsa = 0,13 bei
Beschichtung C4. Die Referenz zeigt einen &hnlichen Verlauf des Reibungskoeffizienten wie
die Beschichtungen C2 und C3. Lediglich die Beschichtung C4 zeigt einen zur Laststufe L1
vergleichbaren Reibungsverlauf, was verdeutlicht, dass ein ausreichender Festschmierstoff-
film ausgebildet werden konnte, um die Reibpartner voneinander zu trennen.
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Einige Beschichtungen versagen bei der Laststufe 3. Die Beschichtungen CO und C1 versagen
bereits in der Einlaufphase des Tests. Die Beschichtung C4, welche den gré3ten Graphitanteil
aufweist, versagt nach rund der Halfte des Tests. Der Reibungsverlauf dieser Beschichtung
verdeutlicht jedoch, dass in der ersten Halfte des Tests ein ausreichender Schmierfilm
ausgebildet werden konnte. Durch die Schwachung der Kohasion wurde jedoch ein hoher
Verschlei ermoglicht. Die Proben Ref, C2 und C3 ermdglichen ebenfalls einen ausreichenden
Schmierfilm. Jedoch scheint die Koh&sion ausreichend zu sein, um einen unzureichend hohen
Verschlei3 zu vermeiden. Die Referenz zeigte bei dieser Laststufe den niedrigsten stationéren
Reibungskoeffizienten. Der Grund hierfir ist, dass durch die hohe Kohéasion der CuSn-Matrix
kaum Partikel ausbrechen konnten und die Ausbildung eines Schmierfilms nicht gestort wurde.

In Bild 5 ist der planimetrische Verschlei3 der Beschichtungen dargestellt. Beschichtungen,
die einen groReren Verschleifl als A =25x10* pm? aufwiesen, wurden als unzureichend
verschleiRbestandig angesehen. Zur Ubersichtlichkeit der anderen Beschichtungen wurde das
Balkendiagramm an diesem Wert abgeschnitten. Die Referenz zeigt bei allen Laststufen einen
Verschlei3 von unter 16x10* um?2 auf. Die Beschichtungen CO und C1 sind bei allen Laststufen
als unzureichend verschleiRbestandig zu bewerten. Die Beschichtung C2 zeigt ein deutlich
hoéhere VerschleiBbestandigkeit als CO und C1. Grund hierfir ist die Bildung eines Schmier-
films, der sowohl Reibung als auch Verschlei3 reduzierte. Jedoch konnte bei dieser
Beschichtung bei keiner Laststufe eine hohere VerschleiRbestandigkeit als bei der Referenz
erzielt werden. Durch die Erhohung des Graphitanteils bei der Beschichtung C3 konnte eine
héhere VerschleiBbestandigkeit als bei der Referenz bei der Laststufe L2 und L3 erzielt
werden. Bei Laststufe L2 konnte die Verschleiflache um 61 % reduziert werden. Bei der
Laststufe L1 zeigt die Referenz einen geringeren Verschleif3, was ahnlich wie beim Reibungs-
verhalten mit der hohen Kohasion der CuSn-Matrix begriindet werden kann. Die Beschichtung
C4, die den gréRten Graphitanteil aufweist, zeigte bei den Laststufen L2 und L1 den geringsten
stationdren Reibungskoeffizienten. Durch den Aufbau eines Schmierfiims konnte zwar der
Reibungskoeffizient gesenkt werden, jedoch wurde durch den hoheren Graphitanteil die

Kohasion der Beschichtung geschwacht und der Verschleild gegentiber der Referenz erhoht.
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Bild 5: Planimetrischer Verschlei3 der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch

In Bild 6 sind die VerschleiBspuren der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei
Laststufe 1 dargestellt. Die Beschichtung C1 zeigt, ein Verschlei3 bis zum Substrat, weshalb
der Test in letzten Minuten abgebrochen wurde, siehe Bild 4. Alle anderen Beschichtungen
zeigen feine Abrasionsriefen mit Ausnahme von Beschichtung CO, bei der teilweise auch sehr
tiefe Abrasionsriefen erkannt werden kdnnen. Die Referenz zeigt zudem freigelegte Graphit-
partikel, die den Aufbau eines Schmierfilms im Reibkontakt ermdglichten.

Bild 6: Verschlei3bild der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei Laststufe L1

Auch die Beschichtungen C2, C3 und C4 zeigen freigelegte Graphitpartikel. Jedoch sind mit
geringerem Graphitanteil deutlich mehr solcher Partikel zu erkennen. Dies lasst vermuten,
dass die Verschlei3spur bei den Beschichtungen mit h6heren Graphitanteilen durch einem im
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Reibkontakt gebildeten Film aus ausgebrochenen und wieder eingedriickten CuSn-Partikeln
Uberlagert ist. Die Ablosung solcher Partikel korreliert mit der zunehmenden Schwachung der
Kohésion der Beschichtung mit steigendem Graphitanteil. Diese Ergebnisse erklaren somit
auch den geringeren Verschleif3 der Proben Ref und C2 im Vergleich zu C3 und C4, vgl. Bild 5.

Bild 7 zeigt die VerschleiBspuren der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei
Laststufe 2. In der VerschleiBspur der Beschichtungen CO und C1 sind starke Abrasionsriefen
zu erkennen. Dieses VerschleiBbild Kkorreliert mit den hohem Verschlei® in Bild 5. Das
Verschleibild der Referenz bei der Laststufe L2 kann mit dem Verschleif3bild bei der Laststufe

L1 verglichen werden. Freigelegte Graphitnester und feine Abrasionsriefen sind zu erkennen.

Bild 7: Verschlei3bild der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei Laststufe L2

Beschichtung C3 zeigt die meisten freigelegten Graphitnester, wodurch ein ausreichender
Schmierfilm erméglicht wurde. Da kaum eine Uberlagerung von abgelésten Partikeln erkannt
wird, kann angenommen werden, dass der Graphitanteil genau passend war, um die Kohasion
der Beschichtungen nicht unzureichend zu schwachen. Durch den passenden Graphitanteil
konnte sowohl der Verschleil3 als auch der stationare Reibungskoeffizient gegeniber der
Referenz reduziert werden. Bei der Beschichtung C4 liegt ein héher Graphitanteil vor. Jedoch
kénnen nur wenige Graphitnester erkannt werden, was eine Uberlagerung mit
ausgebrochenen Partikeln vermuten lasst. Beschichtung C2 zeigt deutlich mehr freigelegte
Graphitnester, jedoch kann die hohere Verschleil3flache dadurch begriindet werden, dass

nicht genug Graphit fur einen ausreichenden Schmierfilm ausgeldst wurde.
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In Bild 8 sind die VerschleiBspuren der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei
Laststufe 3 dargestellt. Die Beschichtungen CO und C1 versagen bereits in der Einlaufphase.
Die Referenz zeigt freigelegte Graphitnester und lediglich feine Abrasionsriefen. In
Kombination mit der hohen Kohéasion der CuSn-Matrix der Referenz und dem vielen frei-
gelegten Graphit kann der geringe gemessene Verschlei3 gegriindet werden, vgl. Bild 5. Das
Verschlei3bild der Beschichtungen C2 und C3 ist vergleichbar. Beide Beschichtungen zeigen
Abrasionsriefen und freigelegte Graphitnester auf. Durch den héheren Graphitanteil in der
Beschichtung C3 wurde jedoch der stationdre Reibungskoeffizient und der Verschleil
gegeniber Beschichtung C2 reduziert, vgl. Bild 4 und 5. Das VerschleiRbild der Beschichtung
C4 ist von Abrasionsriefen gepragt. Jedoch erscheinen diese feiner als in den Beschichtungen
C2 und C3. Es kann angenommen werden, dass diese Riefen durch den hohen Verschleif3,

vgl. Bild 5, und den vielen abgeldsten und wieder eingedriickten Partikeln eingeglattet wurden.

Bild 8: Verschlei3bild der Beschichtungen nach dem Ring-Scheibe-Versuch bei Laststufe L3

4. Zusammenfassung

Die Ergebnisse zeigen ein hohes Potential von thermisch gespritzten Beschichtungen fiir den
Einsatz in Trockengleitlagern. Durch die Kontrolle des Graphitanteils in thermisch gespritzten
Beschichtungen aus CuSn + Ni-C kann das tribologische Verhalten gezielt angepasst werden.
Hohe Graphitanteile reduzieren den Reibungskoeffizienten im Reibkontakt, kénnen jedoch
auch die Kohasion der Beschichtung mindern und den Verschlei? verstarken. Durch einen

passenden Graphitanteil konnte bei den Laststufen L3 und L2 im Vergleich zur industriell
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etablierten Referenz eine thermisch gespritzte Beschichtung entwickelt werden, die bei

vergleichbarem Reibungsverhalten einen héheren VerschleiBwiderstand aufweist.

5. Ausblick

Durch die Entwicklung neuer thermisch gespritzter Beschichtungen auf Basis weiterer Matrix-
und Festschmierstoffe soll das Potential thermisch gespritzter Gleitlagerbeschichtungen
erweitert werden. Zudem sollen die neuartigen Beschichtungen an Demonstratoren getestet
werden, um den Transfer auf reale Gleitlageranwendungen zu ermdéglichen.
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Ermittlung der Einflussfaktoren fur Schlupf, Hydrogen und
Stromdurchgang in der Berechnung zur Abschéatzung des
Risikos auf friihzeitige Lagerschaden durch White Etching
Cracks WEC

Determination of the influence factors for slip, hydrogen
and electric current in the calculation method for the
estimation of the risk of premature bearing failures due to
white etching cracks WEC

Dipl.-Ing. Dirk-Olaf Leimann, Moers

Kurzfassung

Das Berechnungsverfahren zur Abschatzung des Risikos auf vorzeitige Lagerschaden durch
WEC nach der Methode Leimann beruht auf den Ansatzen zur Berechnung von
Flankenbruch [1] und wurde fir Walzlager erstmals in 2019 verdéffentlicht [2].

Ausgehend von einer mechanischen Grundfestigkeit unter Beriicksichtigung des
zeitabhéngigen Verhaltens, werden sogenannte Driver wie Schlupf, Wasserstoff,
Stromdurchgang und Olqualitasten mit Faktoren oder Werten abgebildet, die die
Grundfestigkeit erhéhen oder erniedrigen. Das Verfahren wird kurz erlautert und Ergebnisse
zur Bestimmung der Einflisse Strom, Schlupf und Wasserstoff vorgestellt. Der Fokus in
diesem Beitrag liegt auf diesen Einflissen, auch Driver genannt. Es wird gezeigt, wie diese
Faktoren und Werte aus Forschungsergebnissen von Herstellern [5, 6, 8, 9, 11,13], Industrie
[3, 7] und Hochschulen [12] abgeleitet werden und in dem Berechnungsverfahren integriert
werden.

Abstract

The calculation method for the determination of the risk of premature failure with respect to
the failure mode White Etching Crack WEC is founded on the approach for the calculation of
Tooth Flank Fracture TFF [1] and is first published for rolling bearings in 2019 [2].

Based on the calculation of a primary basic mechanical stress, taking into account the time
dependent stress level, so called WEC drivers as slip, hydrogen, electric current and oil
quality are taken into account by factors or values. These factors or values can increase or
decrease the primary basic mechanical stress. The method will be shortly explained. In this

paper, the factors and values for electric current, slip and hydrogen are examined. It will be
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demonstrated, how to derive the values or factors from research results of bearing
manufacturers [5, 6, 8, 9, 11,13], industry [3, 7] and universities [12] and how to ingrate them

into the proposed method.

1. The Method

The basic equations to calculate the risk of getting White Etching Cracks WEC in rolling
bearing applications are introduced and explained in [2, 4, 10].

The method is an analytic and experienced based approach with a calculation of the basic
mechanical stress, extended by the introduction of a time dependent stress level for
occurring and permissible stresses for the correction of the calculated mechanical stresses.
To take influences, as electric current go through and hydrogen into account, stress
correction factors Bu. are defined and derived from available publications for the use in the
calculation of the permissible stress. The stress correction factors for electric current go
through Bwe and hydrogen Bun can decrease the calculated permissible stress value
Opermissible (yM). The equation, published in [2], is extended for these harmful driving effects.

To point out the harmful effect, these driver are defined with a value > 1. Therefore these
harmful factors are added in the equation as dividing factors.

The driver slip is seen as an increasing value for the resulting occurring stress and defined
as a harmful slip effect or stress value O o-harmiut slipym)-

With the values for the occurring and the permissible stresses according to the, with harmful
drivers, extended equations (2, 3), a safety factor is calculated. The resulting safety factor

gives an estimation of the risk to get WEC, if the harmful drivers are present.

The basic equation of the model is:

O combined y(M) = ZO'y(M) X ftime X ﬁc X ﬁk ym) X ﬁM.. (1)

The extended equation for the occurring stress is:

Ooccurring (yM) = (Uo»comp Hertz(yM) t Oo-hoop(yM) + Oo-friction(yM) + O o-harmful in;p(yM)) X ,Bk(yM) X flime 0 (2)

The extended equation for permissible stress is:

Opermissible (yM) = (O'p-HV(yM) + Op-Hertzym) X chenz + O'p-residual(yM)) - BM-E - ﬁM-H X ﬁM X ﬁc X flime p (3)

The safety factor for WEC, S wec () is calculated as:

__ Obpermissible (yM)
Swee ym) = ———=— 4)
O occurring (yM)
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The safety value against the risk of getting WEC, S wec ym) shall comply with values of own
experience or should comply with the values, given in table 1 from [2].

Table 1: safety value versus risk assessment

<095 0,95...1,05 > 1,05
Safety factor Sgyc g unsafe action required safe
high probability of failare | could occasionally fail should mot fail under the defined operating conditions
2. Determination of the influence factors for electric current, slip and hydrogen

The most assumed influences or harmful drivers in industrial and wind turbine gear boxes
are electric current go through, slip and hydrogen.

These drivers are very difficult to measure in real applications or wind turbine gear boxes,
means, real field data can probably only be assumed.

All these drivers are able to create WEC under test bench conditions, if applied.

2.1 Determination of the influence factor for electric current go through Bu-e

A lot of publications exist with respect to the harmful driver electric current go through. In this
paper, publications with helpful information’s about bearings and test conditions with respect
to electric current go through are chosen. For these bearings, first, the basic mechanical
stress calculation according the method without the influence of drivers is done.

Table 2 gives a survey about the used bearing data and the source.

Geometrical data were taken from public catalogue data and added.

As a measure for the electric current go through, the current density J [5, 6, 8] is used.
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Table 2: Mearing data to determine the electric current go through factor Bu.e

Out of the reported life time in cycles or hours, a virtual load increase and stress increase is
defined in table 3. This can be done by dividing the nominal Ly life by the reported WEC test
life Lio. From these data, table 4 is created, the reported WEC failures are mentioned for
information.
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Table 3: Virtual increase factors load and stress Table 4: proposal stress increase factor Bu.e

tw |t | et v virtal "":x'
densitys| Bem-m | oo i bppure | 19SS | engrys | TS | e | 2o
increase increase increase
increase

Afmm? hrs hrs hrs - - - Afmm? - - %
0,0000 | 3000 300,0 300 1,00 1 1 0,0000 | 1,000 1,000 0
00025 | 1111 | 2963 | 492 | 443 | 156 | 1,25 || 00025 | 1250 | 1,165 67
0,0030 | 3030,0 30300 | 6000 | 1,98 1,23 1,11 0,0030 | 1,108 1,175 100
0,0030 | 3630,0 36300 | 6000 | 1,65 1,16 108 0,0030 | 1,078 1,175 50
0,0050 | 286,1 1250,0 369 1,29 1,08 1,04 0,0050 | 1,039 1,204 80
00100 | 3500 | 13000 | 292 | 141 | 1,11 | 1,05 |[00100] 1052 | 1,251 38
0,0100 140,0 1100,0 492 351 146 1,21 0,0100 | 1,207 1,251 57
0,0100 2700 1150,0 492 1,82 1,20 1,09 0,0100 | 1,094 1,251 38
0,0100 510,0 2300,0 492 0,96 0,99 0,99 0,0100 | 0,995 1,251 17
0,0100 240,7 1185,2 492 2,04 1,24 1,11 0,0100 | 1,113 1,251 14
0,0100 2407 1185,2 492 204 1,24 111 0,0100 | 1,113 1,251 57
00100 [ 9722 44444 3066 | 315 1,41 1,19 0,0100 | 1,188 1,251 33
0,0114 110 17,0 1639 (14897 449 2,12 0,0114 | 2,118 1,260 50
0,0185 10,2 19,0 1639 [160,65| 4,59 2,14 0,0185 | 2,142 1,301 100
0,0284 880 88,0 300 341 144 1,20 0,0284 | 1,202 1,343 100
00284 | 1500 | 1500 | 300 | 2,00 | 1,23 | 1,11 || 00284 | 1,110 | 1,343 o
0,0400 | 600,0 1050,0 492 0,82 0,94 0,97 0,0400 | 0,971 1,380 100
0,0852 810 81,0 300 3,70 148 1,22 0,0852 | 1,217 1,477 100
0,1420 19,0 21 300 15,79 | 2,29 1,51 0,1420 | 1,513 1,556 100
0,1420 323 45,8 300 9,29 1,95 1,40 0,1420 | 1,397 1,556 100
0,2000 120,0 230,0 492 4,10 153 1,24 0,2000 | 1,236 1,616 100
0,2841 16,8 16,8 300 17,86 2,37 1,54 0,2841 | 1541 1,684 100
0,5682 8,6 12,4 300 [ 3488 29 1,70 0,5682 | 1,704 1,842 100
0,5682 9.5 9.5 300 |[31,58| 282 1,68 0,5682 | 1,678 1,842 100
0,8523 13,1 13,6 300 (22,9 256 1,60 0,8523 | 1,599 1,951 100

The figures 1 to 3 make the insights from table 3 and 4 more visible.

lifetime hrs

7000
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Fig. 1: Lifetime versus current density
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Fig. 2: Current density versus damage Fig. 3: Proposal stress increase factor Bu-e

Figure 2 shows, that the risk of damage with respect to the current density, does not give a
clear picture. The test results, published in [8] for instance, with the ball bearing 6203 and
the greases type A and B shows, that a different lubricant makes already a big difference in
the sensibility to WEC by electric current go through.

In a second try out, tests with insufficient numbers of specimen and failures are taken out.

The result gives a more clear insight. This is shown in the figures 4 to 6.

3000
=== Lh10 WEC

— -Lh90 WEC
—Lh10

2500

2000

ST —— ———— /
1000 / \
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lifetime hrs
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Fig. 4: Lifetime versus current density
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Fig. 5: Current density versus damage Figure 6: NEW proposal stress increase factor Bu-e

With these changes it turns out, that a current density J with values of 0,0025 to 0,01 give a
damage probability of about 50 % and values above 0,011 will destroy anyway.

If, in a field failure case, electric current go through is assumed and it is not possible to
measure the current density in the field on the real operating and mounting conditions, a
good approach could be, to work with a estimated current density value of J = 0,001 to 0,01
A/ mmz2, A first approach for an equation to calculate the influence factor Bu.e is shown in the
equation 5.

The equation used in figure 6 is:

Bue =1+ (10 x )05 (5)

With the current density J in A/mma2.

Loos [5] reports, that a current density of 2,5 x 10 ® does not harm the bearing. When using
the equation 5, the material factor By.e becomes 1,021 and with the basic mechanical safety
of 1,166 of the bearing NU 207 from table 2, the resulting safety is 1,142 what gives the
result “safe” according table 1.

2.2 Determination of the influence factor for hydrogen Bu -1

Since WEC failures are reported, hydrogen embrittlement is mentioned as one root cause. It
is proven, that hydrogen is weakening the material properties and creates WEC failures.
However, there is no public information available from industrial or wind turbine gearbox
failures, where the root cause hydrogen could be stated by measurements.

Uyama et all [9] reports the influence of hydrogen content with respect to WEC failures,
carried out on a test bench,. The tests were carried out by using a ball bearing type 51305.

The lower race of the bearing was hydrogen pre charged. Table 5 gives the test data.
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Table 5: Test data from [9]

Type | Dw | n | T |Kappax| load [Capacity| PHmmau | Puorma | Hydrogen | LuoISO | cycles Ly | cycles Ly | life Ly | life Lygo
NHSCN | 281

- mm | rpm | °C - N N MPa MPa % hrs - - hrs hrs

51305|9,525 (1000| - >1 | 7432,8| 34500 3800 3800 20 1667 |6,00E+06|2,00E+07| 100 333

51305|9,525 (1000| - >1 | 7432,8| 34500 3800 3800 1 1667 |1,50E+07 | 6,00E+07| 250 1000

51305|9,525 (1000| - >1 | 7432,8| 34500 3800 3800 0,3 1667 |2,50E+07 | 6,00E+07| 417 1000

51305]9,525 (1000] - >1 | 7432,8| 34500 3800 3800 '] 1667 | 1,00E+08 | 1,00E+08| 1667 1667

With calculating the basic mechanical stress levels and the basic mechanical WEC safety
and taking into account the life reduction Lio and Lgo reported in [9], a resulting virtual stress
increase and a WEC risk level is calculated. This led to the results in Table 6 and 7 and a
proposal for Bu.+.

Table 6: WEC stress and risk levels for hydrogen Table 7: Proposal 8 m-+

From table 7 a proposal for an equation is done with:

Contfent)o'125

ﬁM‘”zH( 50

with:

Content defined as the content of hydrogen as the portion of NH,SCN in mass %.

2.3 Determination of the influence of harmful slip

Slip is reported as a major driver to create WEC. The difficulty is, how to calculate or
measure slip. And what about the different bearing types, lubricants and load distribution.
And, what type of slip produces WEC damage instead of wear or fatigue damage, is it roller
slip, cage slip and which values are critical? Another difficulty is the determination of the
friction coefficient, which is dependent on various influence parameters. There are also a lot
of other parameters, as clearance, lubricant properties, pressure viscosity coefficient, local
temperatures, surface properties, film thickness and so on.

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. ©
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

VDI-Berichte Nr. 2378, 2021 169

A recent publication, with respect to WEC due to slip, is from Tarigan [9]. He examined a
roller bearing type NU 215 on a new test set up. The test conditions in [9] included low, mid
and high operating clearance values and two cage types. The temperature difference
between inner and outer ring was 10 °C.

The focus of this research was, to get a relation between the kinematic friction accumulation
and the results of the tests. The research is ongoing.

The other publication is from Loos et all [11]. He used a roller bearing type NU 222.

Both succeeded in creating WEC with a combination of low load conditions with P/ C values
lower than 0,025 and high load conditions with P / C values around 0,27.

There exists also a general proposal for the bearing load, using a definition of a minimum
load with P / C bigger than 0,02 [13].

The number of published tests to develop a recommendation for taking the influence of slip
into account is limited. For the data published in [11, 12], the basic WEC safeties according
to the proposed method are calculated with the applied low and high load conditions. Table 8

gives an overview.

Table 8: Test data for the development of a fictive equivalent friction stress

With the basic WEC safety value, the value of the calculated occurring stress and leaving
stresses comparable, friction and hoop stress as calculated, (see equation 2), a harmful
stress value can be found to determine the influence of a critical and harmful slip condition,
resulting in a harmful stress value.

To get WEC, a lower WEC safety than 1 is necessary. The harmful stress, defined as a

harmful slip value 6o.namfustipym) , Can be defined. See table 9.
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Table 9: Harmful stress value to get WEC damage due to slip

Based on the results from table 8 and calculations done in [2,4,10], a proposal for the

harmful stress value 6.-namsu stipym) for taking slip into account, is done in table 10.

Table 10: Proposal harmful stress versus P/ Cor C /P

Proposal Proposal
c/p P/C c/pP harmful harmful
stress IR stress OR
- - % N/mm? N/mm?
1,00 1,0000 100,00 0,00 0,00
5,00 0,2000 20,00 0,05 0,05
10,00 0,1000 10,00 5,00 8,00
15,00 0,0667 6,67 20,00 35,00
20,00 0,0500 5,00 40,00 65,00
25,00 0,0400 4,00 65,00 105,00
30,00 0,0333 3,33 90,00 150,00
35,00 0,0286 2,86 115,00 190,00
40,00 0,0250 2,50 130,00 220,00
45,00 0,0222 2,22 138,00 240,00
50,00 0,0200 2,00 142,00 250,00
55,00 0,0182 1,82 147,00 260,00
60,00 0,0167 1,67 150,00 270,00

The figure 7 visualizes this.
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Fig. 7: Harmful stress go-nameu sipym) dependent on bearing load factor C / P

The proposal above is confirmed by the calculations of bearings, where no WEC is reported
and where conditions are present with loads of P / C between 0,015 and 0,1.

With the curves in figure 7, a first proposal for equations to calculate harmful slip is done
with respect to C / P.

The proposal is used and validated on base of the more than 150 calculated bearings, see
chapter 3 discussion.

Calculation of the harmful stress for C / P values = 30:

For the inner ring the harmfull stress co-harmfuslipymy 1= fOr low load conditions is assumed as:

0,5
Go-harmful sliptym) IR = 20 X (g) (6)

For the outer ring the harmful stress go-harmfuisiipym) or fOr low load conditions is assumed as:

0,645
Oo-harmful slip(yM) OR = 20 % (F)

)
For C /P values 2 10 and < 30:

For the inner ring the harmful stress go-harmul slipymy iz fOr mid load conditions is assumed as:
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o\2

— \P,
O o-harmful slip(yM) IR = o

®)

For the outer ring the harmful stress go-narmfu stipymy or for mid load conditions is assumed as:

@

— \P.
O o-harmful slip(yM) OR = e (9)

For C / P values < 10:
Oo-harmful sliplyM) oR = 1 (10)

Figure 8 is extended by the equations 6 to 10 and shows the comparison with the
experimental data from figure 7.

300,00
harmful stress based on C/P P
PR
250,00 -
’ C/P% T
oy
X 4
----- value harmful stress proposal IR ’*
200,00 y -
--------- value harmful stress proposal OR T
a &
2 : ra
% E — — resultsfrom equations IR 4
5 £ 150,00 L 4 s
=S ’ o -’_
£z | ---- resulzs from equations OR V4 ey
2 s
100,00
50,00
0,00
1,00 5,00 10,00 15,00 20,00 2500 30,00 3500 40,00 4500 5000 5500 60,00
c/p

Fig. 8: Harmfull stress and values according to the proposed equations 6 t010

In [10] an approach and equation is published to take friction into account with the factor
fheriz<soompa fOr low load conditions. This factor is multiplied with the force value, coming from
the basic friction force according to literature.
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The factor fuenz<soompa takes into account the different friction behavior of bearing designs as
tapered rollers, cylindrical rollers and balls, when the contact stress is lower than 800 MPa.
The factor can be adjusted by the factor X in the equation from [10]. When looking to table 8
it can be seen, that the contact stress on the outer ring of the bearing NU 215 is 630 MPa
and the contact stress on the inner ring is 920 MPa. The calculation result according to the
equation in [10] gives a harmful stress value of 223 MPa for the outer ring, this copes with
the result of the proposed equation 7 for the outer ring, where the harmful stress value is
222,48 MPa. Due to the limit of 800 MPa in the calculation of low load conditions in [10],
there is a big difference in the result for the inner ring.

However, there are 2 ways possible, way one is keep the equation for the occurring stress
from [10] as is, by adjusting the friction force.

Way 2 is use the method, proposed in this paper in equation 2, by using a harmful stress
value and set f perz<soo = 1.

For the time being, the recommendation is, use both ways and compare the results with
respect to the risk of getting WEC.

3 Discussion

In this paper it could be demonstrated, that the mechanical approach of a WEC safety helps
to understand the WEC drivers electric current go through, hydrogen an slip and this enables
an engineer, to take these influences into account.

More than 150 calculations of failed and non-failed bearings were carried out since the
introduction of this method.

The percentage of the non-failed bearings of all calculated cases is 74 % and the percentage
of bearings failed due to WEC is 26 %.

The effectiveness of the proposed method is = 99 %, means, less than 1 % of the calculated
cases do not comply with the observations.

The average safety factor of non-failed bearings is 1,208 compared at an average material
depth ym = 0,24 mm, where the WEC crack ignition is assumed or reported. The average
Hertzian stress is py = 1400 MPa with min 515 MPa and max 4170 MPa. The average safety
factor of failed bearings due to WEC damage is 0,920, compared at an average material
WEC critical depth of yu = 0,3 mm and an average Hertzian stress of py = 1332 MPa with
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min 429 MPa and max 3900 MPa. These results show, that bearings were calculated, where
slip conditions could be expected.

4 Conclusion and Summary

In this paper it could be demonstrated, that it is possible to extract factors and values from
publications for the use in the proposed calculation method for the estimation of the risk of
WEC occurrence in rolling bearings according to the Method of Leimann. Rolling bearings
can have cylindrical rollers, taper rollers or balls and it might be, that the discussed factors
are different for these designs. Therefore the following results and recommendations are at
this moment with respect to those designs, used in the development of the above factors.
The use in the proposed method is for bearings with normal operating clearance and

conditions.
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5 Symbols, description, units used in the equations

Symbols description unit

J current density A/mm?

fiime_o cycle related correction factor for strength| -
values

fiime_p cycle related correction factor for strength| -
values

IR bearing inner ring -

OR bearing outer ring -

P contact stress Hertz MPa

Ym material depth for the calculation of Swec ,|mm
expected depth of initial WEC crack

Ywec special WEC Factor -

Be. surface factor -

B kvow notch factor B

Bwm. material factor -

O combined (yM) Combined stress number in material depth yy | N/mm?

O oceurring (yM) Occurring stress number in material depth yu N/mm?2

O o-comp Hertz (yM) Occurring stress from Hertzian stress at depth | N/mm?
Ym

O o-friction (yM) Occurring stress from friction stress at depth ym | N/mm?

O o-equivalent friction | @dditional stress to cover slip conditions at|N/mm?

) depth ym

O o-hoop (yM) Occurring stress from hoop stress at depth ym N/mm?2

O permissible (ym) permissible stress in material depth ym N/mm?2

O p-Hertz(yM) Permissible stress from Hertzian stress at depth | N/mm?
Ym

0 p-HVyM) Permissible stress from material strenght at|N/mm?2
depth ym

O p-residual(yM) Permissible stress from residual stress at depth | N/mm?2

Ym
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Bruchmechanische Bewertung von Einschlissen in
Walzlagerkomponenten

Dipl.-Ing. Jorg Binderszewsky, Dr.-Ing. Wolfram Kruhoffer,
Schaeffler Technologies AG & Co. KG, Herzogenaurach;
Dipl.-Ing. Toni Blass,

Schaeffler Technologies AG & Co. KG, Schweinfurt

Kurzfassung

Nichtmetallische Einschlisse sind in technischen Stéhlen nicht zu vermeiden. lhre
Zusammensetzung sowie ihre GroRe und Haufigkeit hdngen von der Stahlherstellung ab und
haben grof3en Einfluss auf die Ermiidungsfestigkeit der Walzlagerkomponenten und damit auf
die Lagerlebensdauer, da sie Schwachstellen in der geharteten Stahlmatrix darstellen. Der
Einfluss von Einschlissen wird auch immer wieder im Zusammenhang von Fruhausfallen
durch ,White Etching Cracks" kontrovers diskutiert. Daher ist eine rechneri-sche Bewertung
von Einschliissen unter Walzbeanspruchung von besonderem Interesse.

Eine Moglichkeit fur die Bewertung von Fehlstellen bietet die linear-elastische Bruchmechanik
(LEFM), durch die kritische FehlergroRen in Abh&ngigkeit der lokalen Spannungen bestimmt
werden konnen. Im Walzkontakt sind dabei der komplexe Spannungszustand und das
Kurzrissverhalten zu berticksichtigen. Es wird ein entsprechendes bruchmechanisches Modell
vorgestellt. Die Berechnungsergebnisse werden mit den Festlegungen in unterschiedlichen
Normen (z.B. ISO 281) sowie Versuchsergebnissen verglichen. Der Einfluss von méglichen

WEC-beglinstigenden Bedingungen wird diskutiert.

Abstract

Non-metallic inclusions are not avoidable in technical steels. Their composition, size, and
amount depend on the steel production process and have a major impact on the fatigue
strength of bearing components and therefore on the rating life of rolling bearings. Inclusions
are generally stress raisers in the hardened steel material. The influence of inclusion is
controversially discussed in the context of premature failures by white-etching cracks. Thus,
an analytical assessment of inclusions under rolling contact is a matter of particular interest.

One option for the analytical evaluation of inclusions is offered by linear elastic fracture
mechanics (LEFM) that allows the determination of critical defect sizes depending on local

stresses. Under rolling contact conditions, the complex stress situation as well as the so-called
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short crack behavior must be considered. A corresponding model is presented. The results are
compared with determinations in different standards (e.g. ISO 281) and test results. The impact
of potential WEC promoting influences is discussed.

1. Einleitung

Die Population nicht-metallischer Einschliisse im Stahl hangt hinsichtlich Zusammensetzung,
Grof3e und Haufigkeit von der Herstellung des Stahls und der Weiterverarbeitung ab und kann
sehr unterschiedlich ausfallen. Einschliisse bewirken hohe Spannungskonzentrationen im
Werkstoff, was gerade bei gehéarteten Stéhlen einen mafRgeblichen Einfluss auf die
Festigkeitseigenschaften der Bauteile bedeutet [1]. Das trifft damit auch auf Walzlager-
komponenten zu, der Zusammenhang zwischen Stahlqualitat und der Ermidungslebens-
dauer ist seit Jahrzehnten Gegenstand intensiver Forschung [2-4]. Verbesserungen in der
Stahlherstellung und die Entwicklung neuer Stéhle hat zu deutlichen Steigerungen der
Performance von Walzlagern gefiihrt [5]. In diesem Zusammenhang ist die Bewertung der
Materialqualitéat von besonderer Bedeutung. Die heutzutage verwendeten hochreinen Stahle
weisen Ublicherweise eine Vielzahl an kleinen und sehr wenige groRe Einschlisse auf [6].
Wahrend die kleinen Einschlusse (Mikroreinheit) in der Berechnung der Lebensdauer
pauschalisiert berticksichtigt werden, kdnnen Makro-Einschlisse zu Frihausféllen fuhren,

Bild 1: Einschlisse in Walzlagerstahlen

wenn sie in den hoch beanspruchten Bauteilbereichen vorkommen. Eine grobe Grenze
zwischen mikroskopischen und makroskopischen Einschliissen kann bei einer Grofze von 0,5
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mm gezogen werden [7], was aber keine praktische Bedeutung hat. In der Norm I1SO 683-17
[8] sind Anforderungen an Walzlagerstéhle fiir vier Einschlusstypen festgelegt, aus denen mit
der Norm ISO 4967 [9] EinschlussgroRen fir definierte Untersuchungsbedingun-gen
abgeleitet werden koénnen (Bild 1). Da im Zusammenhang mit Walzlagerschaden die
Gefahrlichkeit von sehr kleinen Einschlissen kontrovers diskutiert wird, erscheint eine
rechnerische Bewertung sinnvoll. Eine Mdoglichkeit hierfiir bietet die linear-elastische
Bruchmechanik (LEFM).

2. Bruchmechanisches Modell

Bruchmechanische Methoden werden seit vielen Jahren fiir die Festigkeitsbewertung von
Bauteilen mit Fehlstellen eingesetzt. Dabei wurden Konzepte fur die Vorhersage von
Risswachstum sowie zur Vermeidung von spréden oder duktilen Briichen entwickelt [10].
Unter der Voraussetzung einer gegenuber der Risslange kleinen plastischen Zone an der
Rissspitze, kénnen linear-elastische Methoden angewendet werden, wovon im folgenden fur
die geharteten Walzlagerstahle ausgegangen wird. In der LEFM hangt der
Spannungsintensitatsfaktor (SIF) als malRgebliche Beanspruchungsgrof3e von der Spannung
o, der RissgrofRe a und dem Geometriefaktor Y ab. Bei dynamischer Beanspruchung ist die
Grundgleichung fir die Schwingweite des SIF AK:
AK =Y - Ac-ma

Bild 2: Rissgeschwindigkeitskurve und Belastungsmoden

Die Rissgeschwindigkeitskurve da/dN = f(AK) beschreibt das Risswachstum in Abhangigkeit
von der Schwingweite des SIF (Bild 2). Sie weist zwei Grenzwerte auf, die untere Grenze ist
der Schwellenwert des SIF, der auch als bruchmechanische Dauerfestigkeit bezeichnet
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werden konnte. Bleibt die Beanspruchung unterhalb dieser Grenze, ist nach der LEFM kein
Risswachstum zu erwarten. Die obere Grenze ist durch das Erreichen der Bruchzahigkeit Kic
des Werkstoffs gegeben, bei dem ein instabiles Risswachstum und damit im Allgemeinen das
Bauteilversagen eintritt. Zwischen den beiden Grenzwerten liegt die Zone des stabilen
Risswachstums. Der Kurvenverlauf héngt von verschiedenen Faktoren wie z.B. der
Temperatur, der Mikrostruktur und dem Spannungsverhéltnis ab. Die Parameter der Kurve
kébnnen in standardisierten Versuchen ermittelt werden [10]. Hinsichtlich des
Spannungszustandes muss noch zwischen Normalspannungen (Mode ) sowie Schub-
spannungen in der Ebene (Mode I1) und aus der Ebene (Mode IIl) unterschieden werden.
Konzepte fir eine bruchmechanische Bewertung von Rissen im Material oder an der
Oberflache in walzbeanspruchten Bauteilen sind in vielen Verdffentlichungen beschrieben [11-
13]. Eine wesentliche Herausforderung ist dabei die komplexe Spannungssituation im
Walzkontakt mit Drucknormalspannungen und die Schadensentwicklung mit den Phasen
Rissinitiierung und Risswachstum. Als relevante Spannungen werden im Allgemeinen die
orthogonalen Schubspannungen beriicksichtigt. Grundsétzlich ist bei einer Rissausbreitung
unter der Oberflache bei den fur gut geschmierte Walzlager typischen Laufbahnschalungen
[14] von einem Risswachstum unter Schubspannungen (Mode II) auszugehen. Bei der
Rissausbreitung unter Schubspannungen sind Einflisse aus der Rissflankenreibung sowie
das Abknickverhalten der Risse im mehrachsigen Spannungsfeld schwer vorhersagbar.
Ein einfacher Ansatz fiir Fehlstellen unter der Oberflache ergibt sich durch die Ableitung einer
dauerfest ertragbaren Schubspannung in Abh&ngigkeit der Rissgrof3e unter Verwendung
eines geeigneten Schwellenwertes (threshold) AKy, fir Mode 11:

_ AKjien
Y 2vvra

Allerdings ist die Ermittlung des Mode II-Schwellenwertes aus den genannten Grunden

T

(Rissflankenreibung und Abknickverhalten) nicht trivial. In [15] werden plausible Werte fir
gehértete Walzlagerstahle angegeben, wobei auch Einflisse durch Rissflankenreibung und
Uberlagerte Normalspannungen untersucht wurden. Fir die weiteren Berechnungen wurde der
Schwellenwert AK;n = 13 MPavm fur einen Langriss unter Mode Il gewahlt. Es wird
angenommen, dass in diesem Wert die Bedingungen fir einen Einschluss unter
Kontaktbeanspruchung hinreichend gut abgebildet sind.

Fir die Bewertung relativ kleiner Fehlstellen ist noch das Kurzrissverhalten zu beriicksichtigen.
Dies wirkt sich dahingehend aus, dass sich sehr kurze Risse in Bezug auf Schwellenwert und
Wachstumsgeschwindigkeit anders verhalten als lange [16]. Der Schwellenwert der LEFM fallt

dadurch bei kleiner werden Rissen unterhalb einer gewissen Grenze ab. In der Darstellung
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der Schubwechselfestigkeitskurve ist dies phanomenologisch auch dadurch zu erkléren, dass

die rissgroRenabhangige Wechselfestigkeit bei immer kleineren RissgroRen gegen eine

Obergrenze konvergiert, die man als mikrostrukturelle Schwingfestigkeit bezeichnen kénnte.

Nach Murakami [1] kann diese Obergrenze fiir Biegung aus der Vickers-Hérte nach der Formel

Owo = 1,6 HV + 0,1 HV

berechnet werden. Die Abschatzung der maximalen Schubwechselfestigkeit two erfolgt nach
der Gestaltdanderungsenergiehypothese zu:

15

Two = ﬁ

Fir den stetigen Ubergang zwischen dem Langrissverhalten der LEFM und der

HV

mikrostrukturellen Obergrenze kann die Gleichung nach El Haddad [17] verwendet werden,
die den gesamten GroRRenbereich der Fehlstellen abdeckt:
_ AKIIth
Ty =——F——
2Y - Jm(a + ag)
Der Wert fir ao ergibt sich dabei aus dem Schnittpunkt zwischen der LEFM-Kurve und der
mikrostrukturellen Grenze nach Murakami zu:
1 ( AKjpen )2
ay=—\——7———
m\y-V3-HV
Unter der Annahme, dass die Einschlisse als elliptische Risse betrachtet werden kénnen,
kann der Geometriefaktor Y fiir Mode Il nach einem Ansatz von Kassir und Sih [18] bestimmt
werden. Der abgeleitete Kurvenverlauf in Abh&éngigkeit des Achsenverhéltnisses

-/a)®?
Y =1 — e 072135

schlief3t die analytischen Losungen fir den Kreisriss (Y = 0,75) und fur den Riss im ebenen
Dehnungsfeld (Y = 1) ein. Der Verlauf zeigt, dass die Lange der Ellipse im bruchmech-
anischen Ansatz deutlich weniger Einfluss hat als die Breite. Bei Ausdehnungen quer zur
Schubspannung konvergiert der Wert fir Y gegen 1.

Uber den Zusammenhang zwischen maximaler Kontaktpressung und maximaler orthogonaler
Schubspannung pmax/torhmax = 4 kann ein Dauerfestigkeitsschaubild fiir die Pressungen
abgeleitet werden (Bild 3). Fir die angesetzte Harte von 670 HV konvergiert die Kurve flr
kleiner werdende Einschlusse gegen eine Pressung von 2320 MPa, einen Wert, der gut zu
Annahmen uber die Dauerfestigkeit bei sehr guter Reinheit [19] passt. Die in der ISO 281 [20]
fur die Bestimmung der Ermidungsgrenzbelastung angesetzte Ermidungsgrenzpressung von
1500 MPa fur Lager mit einem Teilkreisdurchmesser bis 100 mm Korreliert mit plausiblen

EinschlussgroRen.
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Bild 3: Dauerfestigkeitsschaubild (Kitagawa-Takahashi-Diagramm)

Das Dauerfestigkeitsschaubild ergibt sich aus dem Zusammenhang zwischen
EinschlussgréRe und der maximalen Schubspannung unter der Oberflache. Durch Umstellung
der Formel kann fir eine gegebene Kontaktpressung bzw. den sich daraus ergebenden
Schubspannungs-Tiefenverlauf die kritische EinschlussgréRe berechnet werden, bei der
gerade noch kein Risswachstum stattfindet:
2
200 = (572) ~2a0

Diese Beziehung kann fur die Bewertung von Einschlissen in bestimmten Tiefen eingesetzt
werden (Bild 4).

Bild 4: Orthogonale Schubspannung und kritische Einschlussgréf3e
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3. Anwendung auf Makroeinschlusse

Fur kritische Anwendungen kann durch Ultraschalluntersuchungen der Bauteile das Risiko fur
unzulassig groe Makroeinschliisse in kritischen Bereichen und damit das Frihausfallrisiko
minimiert werden. Durch Lebensdauerversuche mit Innenringen von Zylinderrollenlagern, die
aufgrund der detektierten Einschlisse ausgewahlt wurden, konnten die Grenzkriterien fir die
Ultraschalluntersuchung bestéatigt werden. Die Ergebnisse der Versuche konnten auch genutzt
werden, um das bruchmechanische Modell zu verifizieren. In finf frihzeitig ausgefallenen
Innenringen traten acht Laufbahnschaden auf, die von zuvor detektierten Makroeinschliissen
ausgingen. Nicht ausgefallene Innenringe wiesen Laufzeiten auf, die etwa der zweifachen
rechnerischen Lebensdauer entsprachen. Die bruch-mechanische Grenzkurve wurde fiir eine
maximale Pressung von ca. 1520 MPa berechnet. In Bild 5 sind fir die Ausfalle die im Rahmen
der Schadensanalyse vermessenen Einschlussbreiten und Einschlusstiefen sowie fir die
Durchlaufer die mit Ultraschall detektierten Werte aufgefihrt. In einem Fall wurde ein
Einschluss durch Zielpraparation untersucht. Alle Ausfalle wurden durch die Berechnung

zutreffend als kritisch identifiziert.

Bild 5: Bewertung von Makroeinschliissen — Versuchsergebnisse

Fir ein Beispiel wurde auch untersucht, ob die Lastwechselzahl bis zum Auftreten des

Schadens in Form einer Laufbahnschéalung mittels einer numerischen Rissfortschritts-
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berechnung nachvollzogen werden kann. Dafur wurde eine automatisierte 2D-FEA entwickelt,
die mit Hilfe eines Skriptes den Rissfortschritt unter wiederholten Lastwechseln simuliert. Der
Vergleich mit der Lastwechselanzahl des Versuchs zeigt unter Verwendung von plausiblen

Parametern fiir das Risswachstum eine gute Ubereinstimmung.

4. Berucksichtigung weiterer Einflisse

Unvorhergesehene Friihausfélle sind auch beim Schadensmechanismus ,White Etching
Cracks" (WECSs) zu verzeichnen, bei dem eine Ermidung unter der Oberflache mit Bildung
von Rissnetzwerken auftritt, die beim Anatzen von Schliffen weil3 erscheinende Rénder
aufweisen. Die Schadensentstehung ist Gegenstand umfangreicher Forschung [21, 22].

Als ein moglicher Grund fir eine Materialschwachung wird diffusibler Wasserstoff diskutiert,
der durch Zusatzbeanspruchungen (z.B. erhthte Reibenergie oder Stromdurchgang) im
Schmierspalt freigesetzt wird und in die Kontaktpartner eindiffundiert [23]. Ein Modellvorschlag
fur die Reduzierung von bruchmechanischen Schwellenwerten bei hochfesten Stahlen [24]
passt zu unterschiedlichen Versuchen mit Walzlagerstahlen. Im bruchmechanischen Modell
bedeutet dies, dass auch bei moderaten Kontaktpressungen unter 2000 MPa eine
Wasserstoffkonzentration von 2-3 ppm zu kritischen Spannungen im einschlussfreien Geflige
fahrt.

Dafir spricht auch die Beobachtung, dass WECs an sehr kleinen Einschlissen (< 20 pum)
entstehen [25-27], die technisch kaum beeinflussbar sind. In anderen Untersuchungen [28, 29]
wurde beobachtet, dass Wasserstoff zu einer starken Erhdhung der Rissinitiierungs-dichte und
auch im Gefiige zu Rissinitiierungen fiihrt. Das passt auch zu Versuchen auf unterschiedlichen
Prifstanden, in denen kein signifikanter Einfluss der Stahlreinheit auf die WEC-Lebensdauer
festgestellt werden konnte [30].

5. Zusammenfassung

Fir die Bewertung von nichtmetallischen Einschliissen wurde ein bruchmechanischer Ansatz
entwickelt (LEFM), der die orthogonalen Schubspannungen, die EinschlussgrofRe und -form
sowie den Spannungsintensitatsfaktor (Mode 1) miteinander verknupft. Mit einem SIF-
Schwellenwert kann eine dauerfest ertragbare Schubspannung in Abhé&ngigkeit der
EinschlussgroRe und -form oder eine kritische EinschlussgroRe in Abhéangigkeit der
Schubspannung abgeleitet werden. Die Ergebnisse weisen eine plausible Ubereinstimmung
mit den Reinheitsgradanforderungen nach 1ISO 683-17 und den Annahmen uber eine dauerfest

ertragbare Pressung nach ISO 281 sowie mit Versuchsergebnissen auf. Als weiterer Einfluss
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zeigt die Berucksichtigung der Wirkung von diffusiblem Wasserstoff eine plausible

Reduzierung der Festigkeit.
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Turnkey-Modelle: Komplexe Simulation — ganz einfach

Dipl.-Ing. (FH). Johannes Schirmer, SKF GmbH, Schweinfurt

Kurzfassung

Wahrend der Funktionsumfang der Mehrkorpersimulationssoftware SKF BEAST bestandig
weiterentwickelt wurde, trat immer mehr die Herausforderung auf, die Bedienbarkeit auch fiir
Gelegenheitsnutzer sicherzustellen. Auf Basis dieser Anforderung wurde das sogenannte
Turnkey Prinzip entwickelt. Es ermdglicht die Erstellung komplexer Simulationsmodelle und
vereinfacht gleichzeitig die Benutzerinteraktion mit diesen. Dadurch wird die
Simulationssoftware und deren Modelle fuir einen gréReren Nutzerkreis im Alltag anwendbar.
Ein Anwendungsbeispiel ist das SKF Cage Analysis Tool, welches fir die Analyse der
Ermudungsfestigkeit von Ké&figen genutzt wird. Dieses Tool ermdglicht eine schnelle und
automatisierte Festigkeitsberechnung nach der FKM Richtline, was Konstrukteuren und
Anwendungstechnikern hilft existierende Kafigdesigns, je nach Anwendungs- und Lastfall, zu

vergleichen und zu optimieren.
1. Einleitung

Die Nutzung von Simulationsmodellen fir verschiedenste Zwecke hat im Laufe der Zeit immer
mehr Popularitdt gewonnen. Im Vergleich zu physischen Tests bieten Simulationen eine
schnellere und kostengunstigere Alternative, um in einem groBen Lésungsraum die
aussichtsreichen Losungskandidaten zur Weiterentwicklung von Produkten, Prozessen und
Berechnungsmodellen zu identifizieren.

Dadurch ergibt sich die Motivation durch Simulation ein groRes Feld an physikalischen
Effekten und Anwendungen zu erschlieRen. Gleichzeitig erfordert die Durchfihrung einer
fachgerechten Simulation die physikalische und simulationstechnische Fachkenntnis. Im
Ergebnis fuihrt dies dazu, dass Simulationssoftware immer komplexer wird und die Bedienung
eine Hurde fur Gelegenheitsnutzer darstellen kann.

Das Turnkey Prinzip versucht die beiden kontrar erscheinenden Anforderungen, dem Bedarf
an komplexen Simulationsmodellen und der einfachen Bedienbarkeit der Simulationssoftware,
zu vereinigen.

Beispielhaft ist hier das SKF Cage Analysis Tool zu nennen, welches Festigkeitsanalysen fur
Kéfige benutzt wird.
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2. Grundlagen zu SKF BEAST

SKF BEAST ist eine Mehrkdrpersimulationssoftware, welche seit mehr als 30 Jahren von SKF
insbesondere zur Simulation von Lagern entwickelt wird. Ph&nomene, wie die fur die
Walzlagersimulation maf3geblichen geschmierten Kontakte, sowie transiente dynamische
Effekte kann die Software effizient berechnen.

Daneben bietet der Solver auch die Mdglichkeit strukturmechanische Effekte, thermische
Effekte, Verschlei® und Flissigkeiten zu simulieren, sowie auszuwerten, siehe Bild 1.

Weiterhin steht eine Schnittstelle zur Co-Simulation zur Verflgung.

Mit steigender Komplexitat und Umfang einer Simulation, ist die Konfiguration von mehr
Parametern notwendig, sodass die im Hintergrund aktiven physikalischen Modelle berechnet
werden konnen. Um die Nutzbarkeit von komplexen Simulationsmodellen zu verbessern,
wurde das sogenannte Turnkey Konzept ausgearbeitet.

@
Beweg-
ungen
Verfor-

mung
O

Spannun
gen

Reib-
leistung

Versch-

Tempe-

©
raturen

Bild 1: Auszug mdglicher Simulationsgrof3en fur SKF BEAST
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3. Turnkey Konzept
Das Ziel des Turnkey Konzeptes ist es, beliebige Simulationsmodelle in SKF BEAST leichter
bedienbar zu machen. Dies ist insbesondere dann hilfreich, wenn ein Simulationsmodell einem
weiten Nutzerkreis zur Verfligung gestellt werden soll, aber die einzelnen Nutzer nicht die Zeit
haben sich im Detail mit den softwarespezifischen Hintergriinden auseinanderzusetzen. Somit
besteht die Herausforderung darin, SKF BEAST fir Gelegenheitsnutzer besser nutzbar zu
machen, aber gleichzeitig sicherzustellen, dass ausgefiihrte Simulationen aus
simulationstechnischer Sicht einwandfrei sind.
Dieses Ziel wird durch drei Prinzipien verfolgt:

e Minimierung der Benutzerinteraktion

e Plausibilitatspriifung bei Dateneingabe und Ergebnisausgabe

e Standardisierte Simulationsberichte

Die problemspezifische Umsetzung dieser Prinzipien bendtigt im Voraus einen
Entwicklungsaufwand und lohnt sich inshesondere bei wiederkehrenden, sich nur geringfugig
andernden Fragestellungen.

Die Anforderungen an Turnkey-Modelle werden von einem interdisziplindren Team aus

Anwendungs- und Simulationsexperten erarbeitet und verifiziert.

Zur Minimierung der Benutzerinteraktion geschieht zunédchst auf der Basis eines
herkdmmlichen Simulationsmodelles die Parametrisierung des Lastfalles und der
Produktgeometrie. In der Praxis wird der umfangreiche Modellbaum, siehe Bild 2, auf die
problemspezifische Parametrierung reduziert.

Bild 2: Vollstandiger / "Klassischer" Modellbaum
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Die Konfiguration der sogenannten Turnkey Oberflache kann fiir beliebige Simulationsmodelle
in SKF BEAST vorgenommen werden, siehe Bild 3. Hierbei werden die Benutzereingaben des
reduzierten Modelles auf der obersten Ebene des Modellbaumes gebiindelt, sind durch
geeignete Steuerelemente wie Dropdown-Listen modifizierbar und mit wenigen Klicks
erreichbar. Durch zusatzliche Kommentare werden die maf3geblichen Parameter auch fir
Gelegenheitsnutzer verstandlich beschrieben. Vorab kann hier eine Einschrankung der
Wertebereiche der Parameter erfolgen, sodass eine Fehlkonfiguration weitestmdglich

ausgeschlossen werden kann.

Bild 3: Turnkey Benutzeroberflache mit eingeschrankten Wertebereichen

Samtliche weitere fur die Simulation nétigen Parameter werden so belegt, dass entweder fixe
Werte verwendet werden oder diese auf Basis anderer gegebener Parameter berechnet

werden.
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Die automatisierte Berichterstellung wird ebenfalls auf Basis der Nutzeranforderungen
entwickelt, hier werden Vorlagen fur anwendungsspezifische Kennwerte, Graphen und Bilder
festgelegt, siehe Bild 4. Bei der Uber- oder Unterschreitung von Warn- oder Grenzwerten
kénnen durch bedingte Formatierung entsprechende Werte hervorgehoben werden, siehe
Tabelle 1.

Bild 4: Automatisch generierte 3D Ansicht mit Spannungsdarstellung

Tabelle 1: Anwendungsspezifische Tabelle mit Simulationsergebnissen und Erkléarung

Output parameter Value Unit
Distance between seal insert and cage (final) mm

Distance between seal insert and cage (initial) 1.64 mm

Radial gap between cage and OR shoulder 0.695 mm

Prong radial expansion delta 1.67 mm

von Mises stresses at cage measurement point MPa
Max. von Mises anywhere in cage MPa
Equivalent strain at cage measurement point

Max. equivalent strain

Distance between prongs (initial) 15 mm

Distance between prongs (final) | 16 mm

Prong opening (final - initial) mm

Note: Positive gap numbers corresponds to clearance, negative gap corresponds to
interference

Dariliber hinaus werden Plausibilitatskriterien festgelegt, um zu gewahrleisten, dass bei der
Verletzung von vereinfachenden Annahmen eine Warnmeldung bzw. Fehlermeldung
ausgegeben wird und Ergebnisse kritisch hinterfragt werden mussen.
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Beispiel: Fir eine Festigkeitsanalyse wird die Spannung eines flexiblen Kdrpers an einem
vordefinierten Punkt gemessen. Es wird angenommen, dass in diesem Punkt die maximale
Spannung und grof3te Schédigung bezuglich Materialermiidung auftritt. Es ist jedoch
theoretisch moglich, dass die maximale Spannung an einem beliebigen Punkt im Korper
auftreten kann.

Hier kann eine Probe durchgefuhrt werden, ob die maximale Spannung am vordefinierten
Punkt genauso gro3 wie die maximale Spannung im ganzen Korper ist. Eine zu grofl3e
Abweichung hatte die Konsequenz, dass der vordefinierte Punkt womdoglich nicht den
Schwachpunkt des flexiblen Korpers abbildet. Somit muss das Simulationsergebnis zunéchst

verworfen werden und durfte erst nach manueller Bewertung verwendet werden.

Besondere Eignung des Turnkey Prinzips besteht dort, wo die Methoden der statistischen
Versuchsplanung (DoE) vorteilhaft angewendet werden.

1. In der Anwendungstechnik fur interne und externe Anwendungsstudien

2. Im Versuch zur Validierung von Priifstandmodellen oder zur Versuchsplanung

3. In der Forschung & Entwicklung zur Weiterentwicklung von Berechnungsmodellen

4. In der Prozess- und Produktentwicklung als virtuelle Prototypen
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4. SKF Cage Analysis Tool

Um die Anwendungstechnik bei der Lagerauswahl fir Eisenbahnanwendungen zu
unterstutzen, wurde ein solches Turnkey-Modell erstellt.

Die Einsatzbedingungen von Walzlagern in der Eisenbahnanwendung zeichnen sich durch
Stof3lasten, aber auch Niedriglastbedingungen aus. Dies ist insbesondere fiir die Lager, die
als Radsatzlager, Getriebelager oder Fahrmotorelager verwendet werden von Interesse, siehe
Bild 5.

Bild 5: Lagerpositionen in der Eisenbahnanwendung

Im Eisenbahnbetrieb treten, beispielsweise beim Uberfahren von Weichen, hohe StoRlasten
auf. Diese Uberlagern sich mit permanent auftretenden Vibrationen wéhrend der Fahrt.

Die Eisenbahnnorm EN 61373 definiert Prifwerte- und Prozeduren fir in Eisenbahnen
verbaute Komponenten, und damit auch Walzlagern. Hier sind unter anderem die
Schockpriifung und die simulierte Lebensdauerprifung zu nennen. Auf Basis dieser Norm
wurden einige sogenannte ,Standardlastfalle” festgelegt, welche verschiedene Getriebeauf-
hé&ngungen, Zugtypen und Trassierungsbedingungen darstellen. Das Turnkey-Modell kann fir

beliebige Kegelrollenlager und Blechkafige mit diesen Lastfallen beaufschlagt werden.

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

194 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

Das Turnkey-Modell enthalt ein einzelnes Lager mit einem reduzierten, flexiblen Kafigmodell,

welches mit Spannungssensoren versehen ist, siehe Bild 6.

Bild 6: Taschenecke mit Spannungssensoren

Die Lager- und Kafiggeometrie ist vollstdndig parametrisiert und wird von einer internen
Datenbank geladen. Die automatische Auswertung der Simulation generiert Kennzahlen zur
Rollendynamik, wie die kinetische Energie der Rollen und deren Impulstibertragung auf den
Kafig. Daneben werden die maximalen Spannungsamplituden in den Spannungssensoren im
Kafig nach Zeit und Ort aufgel6st und ausgegeben.

Das Hauptziel ist die Auswertung der aufgezeichneten Spannungssignale nach der FKM
Richtline zum Nachweis der Ermidungsfestigkeit des Kéfigs, siehe Bild 7.

Bild 7: Schematische Darstellung der Simulationseingaben und der erzeugten Ergebnisse
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Durch die konsequente Parametrisierung des Simulationsmodelles ist eine Massenstudie aller
Lager mit verschiedenen Kafigvarianten und allen Lastfallen mdglich. Die
Simulationsergebnisse kénnen dann mit Hilfe von festgelegten Schwell- und Grenzwerte
kategorisiert, und Ubersichtlich in einer Tabelle dargestellt werden, siehe Bild 8. Diese Tabelle
kann nun durch die Anwendungstechnik fir die Lagervorauslegung verwendet werden. Hierbei
wird der passende Standardlastfall anhand eines Entscheidungsbaumes ausgewahit.

Bild 8: Tabelle zur Kafigvorauslegung (schematisch)

5. Fazit und Ausblick

Durch die Anwendung des Turnkey-Prinzips konnen die Simulationsféhigkeiten von SKF
BEAST, sowie die Ergebnisse der Simulationsmodelle, fiir einen weiten Nutzerkreis verfugbar
gemacht werden. Die Vereinfachungen bei der Benutzerinteraktion, Standardisierung, sowie
weitgehende Automatisierung, helfen spezifische Problemstellungen in kiirzerer Zeit zu lésen.
Mit Hilfe geeigneter Plausibilitatskriterien ist es moglich Fehlern bei der Bedienung und
Interpretation der Simulationsergebnisse vorzubeugen. Dadurch kénnen Turnkey-Modelle
einen Beitrag zu schnelleren Auslegungszyklen und einer hoheren Zuverlassigkeit von
Walzlagern in der Anwendung leisten.

Der nachste Schritt bei der Entwicklung von Turnkey-Modellen ist die Entkoppelung der
Benutzeroberflache von SKF BEAST. Dadurch soll es moglich sein, Simulationen auch tber
ein webbasiertes Interface zu starten. Dies hat den Vorteil, dass keine lokalen Programme
installiert werden mussen und samtliche internetfahige Endgerate wie Mobiltelefone oder
Tablets zum Start der Simulationen verwendet werden konnen. Daneben kdnnen
Aktualisierungen der Simulationssoftware und Modelle von zentraler Stelle aus gesteuert
werden, was den Aufwand fiir Anderungen klein halt.
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Eine Naherungsmethode zur schnellen Simulation
von mehrfach Uberrollten elasto-plastischen Kontakten
in Walzlagern

M. Juttner M.Sc., Prof. Dr.-Ing. S. Wartzack, Dr.-Ing. M. Bartz,
Lehrstuhl fiir Konstruktionstechnik, Friedrich-Alexander-Universitéat
Erlangen-Nirnberg;

Prof. Dr.-Ing. S. Tremmel, Lehrstuhl fir Konstruktionslehre und CAD,
Universitat Bayreuth;

Dipl.-Ing. M. Correns, Schaeffler Technologies AG & Co. KG,
Herzogenaurach

Kurzfassung

Zur Bewertung von Pressungsspitzen in den Kontakten von Walzlagern, die bei zum Lastfall
unpassender Lagergeometrie oder bei ungunstigen Betriebsbedingungen auftreten kdnnen,
ist die Beriicksichtigung von elasto-plastischem Materialverhalten notwendig, sobald die aus
der Pressung resultierenden Spannungen lokal die FlieBgrenze des Werkstoffes tiberschrei-
ten. Eine gegebenenfalls fortschreitende Plastifizierung und die daraus folgende Veranderung
der Kontaktgeometrie bei mehrfacher Uberrollung lasst sich somit erfassen. Die Simulation
von mehrfach tberrollten elasto-plastischen Kontakten erfolgt in der Regel mit einem transien-
ten Ansatz, was mit herkémmlichen Verfahren sehr zeitaufwéndig ist. Um die Bewertung von
Pressungsspitzen in den Zeitrahmen der etablierten Lagerauslegung eingliedern zu kdénnen
wird in diesem Beitrag, ausgehend von einer transienten Simulation einer Mehrfachiiberrol-
lung, eine schnelle Naherungsmethode vorgestellt. Als Beispiel wird der Kontakt von Kugel
und Innenringlaufbahn eines Rillenkugellagers untersucht und es werden die Ergebnisse der

Naherungsmethode diskutiert.

1. Einleitung

Die heute ubliche, in ISO 281 [1] genormte, Berechnung der Lebensdauer von Walzlagern
erfolgt auf Basis des Ausfallkriteriums der Werkstoffermiidung, ausgehend von den héchstbe-
anspruchten Werkstoffbereichen in den einzelnen Walzkontakten. Die Lebensdauer von Walz-
lagern, beziehungsweise die Eignung eines Walzlagers fur einen bestimmten Anwendungsfall,
kann jedoch durch andere Ausfallkriterien bestimmt sein.

Eine kritische Situation stellen Pressungsspitzen dar, die bei zum Lastfall unpassender Lager-
geometrie oder bei ungunstigen Betriebsbedingungen auftreten. Dies kénnen neben Belas-
tungen des Lagers oberhalb seiner statischen Tragzahl insbesondere Pressungsspitzen in
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Folge von abgeschnittenen Kontaktellipsen sein. Das Abschneiden der Kontaktellipse wird
zum Beispiel in Rollenlagern durch Freistiche, die in den Rolle-Laufbahnkontakt hineinreichen,
oder bei Schragkugellagern oder Pendelrollenlagern durch den Laufbahnrand bei groBen
Schiefstellungen verursacht.

Spannungsberechnungen, unter der Annahme rein elastischen Werkstoffverhaltens, fihren in
genannten Fallen zu mathematischen Singularitaten — also theoretisch unendlich groBen
Spannungsspitzen. Fir eine Beurteilung solcher Beanspruchungssituationen ist deshalb die
Simulation unter Berlcksichtigung elasto-plastischen Werkstoffverhaltens notwendig. Die ma-
ximale Spannung ist in diesem Fall durch die FlieBkurve des Werkstoffes begrenzt. Wird bei
einer Uberrollung lokal die FlieRgrenze tiberschritten, kommt es zur Plastifizierung, das heift
einer plastischen Verformung und damit einhergehenden Verfestigung des Werkstoffes.
Kommt die Plastifizierung im Laufe der nachfolgenden Uberrollungen zum Erliegen — es treten
also nur noch elastische Verformungen auf — kdnnen die Simulationsergebnisse zur genaue-
ren Lebensdauerberechnung des Lagers herangezogen werden. Tritt jedoch aufgrund zu ho-
her Beanspruchung und ungiinstiger Geometrie eine fortlaufende Plastifizierung auf, so ist ein
vorzeitiger Ausfall des Lagers nicht auszuschlief3en.

Die Simulation eines Uberrollten elasto-plastischen Kontakts erfolgt in der Regel durch tran-
siente Berechnung. Mit herkdbmmlichen Verfahren ist dies sehr zeitaufwandig. Eine Integration
in den etablierten Lagerauslegungsprozess ist abgesehen von Einzelfallen nicht praktikabel —
jedoch wiinschenswert.

Im Folgenden wird deshalb ausgehend von der herkdémmlichen, transienten Simulation einer
Mehrfachiiberrollung eine Naherungsmethode zur schnellen Simulation von mehrfach tber-
rollten Kontakten vorgestellt und diskutiert. Als Kontaktsituation wird im Rahmen des Beitrags
der reibungsfreie, trockene Kontakt zwischen Kugel und Innenringlaufbahn eines Rillenkugel-
lagers mit vollstandiger Kontaktellipse aber Belastung oberhalb der statischen Tragzahl des
Lagers gewahlt. Die Methode kann zukunftig auf komplexere, asymmetrische Kontaktsituatio-
nen, bei denen sich etwa Pressungsspitzen aufgrund abgeschnittener Kontaktellipsen einstel-
len, Ubertragen werden.

2. Simulationsmodell und Ableitung der Naherungsmethode

Die Berechnung elasto-plastisch beanspruchter Kontakte kann durch unterschiedliche nume-
rische Rechenmethoden erfolgen. Neben der vergleichsweise universell nutzbaren Finiten Ele-
mente Methode (FEM) bieten sich im vorliegenden Fall aufgrund schnellerer Rechenzeiten
Semi-Analytische-Methoden (SAM) fur den Halbraum an, wie sie auf JACQ et al. [2] zurlickzu-
fihren sind und bereits fiir transiente Simulationen von Uberrollungen verwendet werden [3,
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4]. Samtliche gezeigten Ergebnisse sind mit der Software TELOS der Firma SCHAEFFLER
berechnet, welches auf den SAM basiert.

Kontaktsituation und Materialmodell

Fur den vorliegenden Beitrag wird der ungeschmierte Kontakt zwischen Kugel und Innenring-
laufbahn eines Rillenkugellagers 6305 [5] betrachtet. Zwischen der Kugel und der Laufbahn
mit einer Schmiegung von etwa 102 % wird reibungsfreies Abrollen angenommen. Die Belas-
tung wird dabei fur die gesamte Rolllange konservativ als konstant und stets rein normal zwi-
schen Kugel und Laufbahn angenommen. Die Kontaktkraft wird entsprechend des hochstbe-
lasteten Kugel-Innenring-Kontakts des Lagers in Scheitelstellung bei einer Lagerbelastung in
Hohe der doppelten statischen Tragzahl des Lagers gewahlt.

Das Materialverhalten der Kugel wird als elastisch angenommen, wohingegen die Laufbahn
mit elasto-plastischem Materialverhalten modelliert ist. Es wird eine isotrope Verfestigung nach
SWIFT [6] verwendet.

Transient simulierte Uberrollung

Als Ergebnis einer transient simulierten Uberrollung unter Beriicksichtigung elasto-plastischen
Materialverhaltens nach dem Vorgehen gemaR [3, 4] erhalt man neben der plastischen Defor-
mation der Oberflache &, auch die Eigenspannungen o, und die plastischen Dehnungen &, in
Form der Spannungs- und Dehnungstensoren. In Bild 1 ist als gut visualisierbare GroR3e die
plastische Deformation der Oberflache & in der Mitte des Kontaktes fiir die ersten beiden
Uberrollungen sowie fiir einen Einzeleindruck (einmalige Belastung und Entlastung normal zur
Oberflache) dargestellt. Die x-Achse entspricht im Folgenden der Rollrichtung, kann zugleich
aber auch als Zeitachse interpretiert werden. Die positive z-Achse des kartesischen Koordina-
tensystems ist ausgehend von der Oberflache senkrecht in die Laufbahn hinein orientiert.

Zu Beginn der Uberrollung folgt auf einen kleinen Aufwurf zundchst die maximale Tiefe des
Eindrucks. Ausgehend von diesem Maximum reduziert sich die Tiefe des Eindrucks mit zu-
nehmender Rolllange x wieder und nimmt dann einen konstanten Wert an. Es stellt sich also
nach einer gewissen Rolllange ein stabiler Zustand ein. Bemerkenswerterweise ist die maxi-
male Tiefe zu Beginn der Uberrollung gréRer als die Tiefe des Einzeleindrucks, wahrend die
Tiefe des Eindrucks im Bereich des stabilen Zustands der Uberrollung geringer als die des
Einzeleindrucks ist. Insbesondere der Anfang der Uberrollung zeigt also transientes Verhalten.
Der zu beobachtende ,Anfangseffekt* wird in der Literatur durch die Anderung der Konformitét
— also die Veranderung der Kontaktgeometrie — erklért [4] und kann auch bei empirischen

Versuchen, zum Beispiel bei Ritztests, beobachtet werden [7].

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

200 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

I

»»»»»»»»»»»»» Einzeleindruck

Uberrollung 1

plastische Deformation der Oberflache g, in um

------- Uberrollung 2
-2 0 2 4 6 8 10 12 14
Rolllange x in mm

Bild 1: Plastische Verformung der Oberflache &, aus der transienten Simulation fur einen

Einzeleindruck sowie die zweifache Uberrollung tber der Rolllange x

Der Eindruck der zweiten Uberrollung liegt fiir die gewéhlte Kontaktsituation sehr nah an der
ersten. Wahrend bei der ersten Uberrollung eine gréRere plastische Verformung der Oberfla-
che vorliegt, fiihrt bereits die zweite Uberrollung kaum mehr zu einer weiteren plastischen Ver-
formung. Auch dies ist neben der Verfestigung des Werkstoffes mit der Veranderung der Kon-
formitat zu erkléaren.

Vergleichbar zu Bild 1 sind in Bild 2 fur die erste Uberrollung die Komponenten des Tensors
der plastischen Dehnung & und die effektive plastische Dehnung &, i (Dehnungséquivalent
zur VON MIses-Vergleichsspannung) tber der Rolllange x in der Tiefe, in der die maximalen
effektiven plastischen Dehnung &, eif auftreten, aufgetragen. Die Komponenten &, y, und & xy
sind in der Betrachtungsebene Null. Wéhrend die Komponenten &, yy und &, x. von Beginn der
Uberrollung an einen nahezu konstanten Wert aufweisen, zeigen die betragsmaRig groRten
Komponenten ¢ x und & 2 und damit auch die effektive plastische Dehnung &, err zunéchst
ein Maximum, um dann bei ausreichender Rolllange ebenfalls einem konstanten Wert entge-

genzustreben. Die konstante Verformung der Oberfléache ist im Bereich des stabilen Zustands
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mit konstanten Werten der plastischen Dehnungskomponenten gekoppelt. Selbiges Verhalten

gilt fur die hier nicht naher betrachteten Eigenspannungen.

0,30% e
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-2 0 2 4 6 8 10 12 14

Rolllange x in mm

Bild 2: Komponenten der plastischen Dehnung &, der ersten Uberrollung tiber der Rolllange
x im Zentrum des Kontaktes in der Tiefe der maximalen effektiven plastischen Deh-

nung é&p_eff

Naherungsansatz

Grund flr den hohen Zeitaufwand der transienten Simulation ist die gro3e Zahl von nachei-
nander zu berechnenden Schritten n je Uberrollung. Zur Einbindung in den etablierten Lager-
auslegungsprozess ist deshalb eine schnell rechnende Naherungsmethode vorteilhaft, die je
Uberrollung nur die transiente Berechnung einer minimalen Anzahl von Schritten Nmax — bes-
tenfalls nur einen einzigen Schritt nmax = 1 — erfordert. Der Bereich des stabilen Zustands zeigt
kein transientes Verhalten und bendtigt somit theoretisch nur einen einzelnen Schritt. Jeder
weitere Schritt liefert das gleiche Ergebnis: wie zuvor gezeigt sind die Eigenspannungen, plas-
tischen Dehnungen und die plastische Verformung konstant. Zur Berechnung des benétigten
einzelnen Schritts im Bereich des stabilen Zustands ist jedoch die transiente Entwicklung am
Beginn der Uberrollung zu beriicksichtigen. Um diesen ,Anfangseffekt” zu erfassen sind also
einige zusatzliche Schritte entsprechend der transienten Simulation notwendig. Wird mit nur
einem Schritt nmax = 1 gerechnet werden die transienten Effekte zu Beginn der Uberrollung
vernachlassigt. Je hoher die Anzahl der Schritte nmax gewahlt wird, desto besser werden die
transienten Effekte abgebildet. Der allgemeine Ablauf der im Folgenden als ,teiltransient” be-
zeichneten Naherungsberechnung mit nmax Schritten je Uberrollung und mmax Uberrollungen

ist in Bild 3 dargestellt. In Bild 4 sind zudem fiir den Sonderfall von einem Schritt Nmax = 1 und
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zwei Uberrollungen mmax = 2 schematisch die plastischen Dehnungen & und die Oberfla-

chendeformation &, abgebildet.

. .
transienter Berechnungsteil
1 1]

<
| elasto-plastische Kontaktberechnung (6, o, &) I
(. T J
Ja:n=n+l
N < Ny <2 o
Nein 5
s ¥ N 3
| Dehnung extrudieren (g— &) | g
¥ 2
| Verformung und Eigenspannung neuberechnen (&%, o,*) | %”
§ J L
kunstliche Uberrollung m
Jam=m+l,n=1
m < Mpax

Bild 3: Ablaufdiagramm der teiltransienten Naherungsberechnung

Zur Berucksichtigung des ,Anfangseffektes” werden im transienten Teil zunéchst lediglich die
ersten nmax Schritte entsprechend der herkémmlichen transienten Simulation berechnet (ein
Schritt im Sonderfall in Bild 4a). Folgend wird im nicht-transienten Teil der Uberrollte stabile
Zustand angenahert, indem jeweils die, vom Kontaktmittelpunkt aus gesehenen in Rollrichtung
liegenden, maximalen plastischen Dehnungen &, des letzten Schrittes nmax in X-Richtung extru-
diert werden (Bild 4b). Mit den Dehnungen &* der kiinstlichen Uberrollung werden die plasti-
sche Verformung der Oberflache &,* und die Eigenspannungen op* neu berechnet. Der Bereich
des stabilen Zustands der ersten Uberrollung m = 1 ist damit fur alle GréRen angenahert und
stellt den Ausgangspunkt fiir die nachste Uberrollung m = 2 dar. Diese wird nach gleichem
Vorgehen simuliert: Aus den nmax Schritten des transienten Teils folgt gegebenenfalls eine
weitere lokale Veranderung der plastischen Dehnungen (Bild 4c). Daraus wird wiederum der
liberrollte Dehnungszustand der zweiten Uberrollung synthetisiert (Bild 4d). Nach Neuberech-
nung der Verformung und der Eigenspannungen ist die Ausgangsbasis fiir die Folgeiberrol-
lung m = m+1 in sich konsistent. Der Vorgang wird wiederholt bis die Anzahl anzunahernder
Uberrollungen mmax erreicht oder ein anderes definiertes Abbruchkriterium erfillt ist.
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Transienter Teil Kunstliche Uberrollung
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Bild 4: Schematische Darstellung der plastischen Dehnung &, und der Oberflachendefor-
mation & bei Simulation der ersten Uberrollung (&, b) und der zweiten Uberrollung

(c, d) mit der teiltransienten Naherungsmethode fiir den Sonderfall von Nmax = 1

Ergebnis

Anstatt eine Uberrollung mit vielen hundert Schritten transient zu simulieren wird bei der Na-
herungsmethode im einfachsten Fall lediglich ein Schritt mit nachgeschalteter Synthetisierung
des stabilen Zustands benétigt. Die Rechenzeit kann so erheblich reduziert werden. Wie bei
der transienten Berechnung stehen bei der teiltransienten Néherungsmethode nach jeder
Uberrollung ausgehend von den Dehnungen & in Form des Dehnungstensors auch die Eigen-
spannungen o, sowie die plastische Verformung der Oberflache & zur Auswertung zur Verfu-
gung. Dies vermittelt verhaltnismé&Rig schnell einen Eindruck von der Entwicklung der plasti-
schen Verformungsvorgange bei der Mehrfachiiberrollung einer bestimmten Kontaktsituation.

3. Diskussion
Als Qualitatskriterium der N&herungsmethode bietet sich erneut die plastische Verformung der

Oberflache &, als skalarer Wert an. Bild 5 zeigt Ergebnisse der teiltransienten N&aherungsme-
thode mit den Schritten Nmax = 1, Nmax = 3 und Nmax = 7 zusammen mit den aus Bild 1 bekannten

Ergebnissen der herkdmmlichen transienten Simulation.
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Bild 5: Plastische Verformung der Oberflache &, fur die transiente Rechnung sowie die teil-

transiente N&herungsrechnung

Nachdem die Néherungsmethode den Bereich des stabilen Zustands der Uberrollung anna-
hert, ist die Tiefe des Eindrucks fiir jede Uberrollungsnaherung erwartungsgeman ber die
gesamte Rolllange konstant. In Bild 5 a ist deutlich zu sehen, dass mit zunehmender Zahl von
Schritten nmax der teiltransienten Berechnung die Genauigkeit der Naherung fiir die erste Uber-
rollung zunimmt. Die angené&herte Verformung fur einen einzelnen Schritt (Nmax = 1) ist in die-
sem Beispiel um etwa 23 % groRer als die transiente Verformung im stabilen Zustand. Die
Naherungsmethode nutzt in diesem Fall direkt den Dehnungszustand des Einzeleindrucks,
das heil3t der ,Anfangseffekt* wird vollstandig vernachlassigt: Die Anpassung der Konformitat
der Kontaktgeometrie und die resultierende Anderung der Dehnungen vom Beginn der Uber-
rollung bis zum Bereich des stabilen Zustands werden nicht beriicksichtigt. Es zeigt sich, dass
die angenédherte Verformung Uberbewertet wird. Die Auspragung dieses maximalen Nahe-
rungsfehlers ist dabei maRgeblich abh&ngig von der Kontaktgeometrie und der Lasthohe.

Mit steigender Zahl von Schritten nmax der teiltransienten Naherungsrechnung wird der ,An-
fangseffekt‘ zusehends besser abgebildet und die Abweichung der Naherungsmethode zur
herkdmmlichen transienten Simulation sinkt. Bei nmax = 3 Schritten wird die Verformung noch

um etwa 13 % und bei nmax = 7 Schritten nur noch um etwa 4 % tberbewertet. Selbstverstand-
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lich geht die hthere Genauigkeit durch Erhéhung der Anzahl der Schritte mit einer entspre-
chenden Verlangerung der Rechenzeit einher. Letztlich ist eine Abwéagung zwischen Rechen-
zeit und Genauigkeit der Naherung erforderlich, wobei stets situationsabhéngig gewahit wer-
den kann. Im vorliegenden Fall betragt die Rechenzeit firr die erste Uberrollung mit der teil-
transienten Naherung fur einen Schritt etwa 0,4 %, fur drei Schritte etwa 0,7 % und fur sieben
Schritte etwa 1,9 % der Rechenzeit der vollstandigen transienten Rechnung, die bei der ge-
nutzten Soft- und Hardware etwa 65,5 Stunden betragt.

Betrachtet man die zweite Uberrollung (Bild 5b), so sind auch hier gewisse unvermeidbare
Differenzen zur transienten Rechnung erkennbar, da sich die Abweichungen infolge der auf-
einander aufbauenden Naherungsrechnung der einzelnen Uberrollungen aufsummieren. Eine
Uberbewertung der Naherung der ersten Uberrollung fiinrt aufgrund tiberbewerteter Verfesti-
gung und Konformitatsanpassung zu einer Unterbewertung der N&herung der zweiten Uber-
rollung. Die Differenz des Eindruckes zwischen erster und zweiter Uberrollung ist deshalb bei
der Naherung geringer als bei der transienten Rechnung.

Im Allgemeinen gibt die Charakteristik der genaherten Uberrollungen den Bereich des stabilen
Zustands der herkdmmlichen transienten Berechnung gut wieder: Die erste Uberrollung fiihrt
zur maf3geblichen plastischen Verformung der Oberflache. Es kommt zu ersten Verfestigun-
gen im Werkstoff sowie durch die Verformung der Oberflache zu einer Anpassung der Konfor-
mitat des Kontaktes. Bei der zweiten Uberrollung liegt zwar eine fortschreitende plastische
Verformung vor, diese ist im Vergleich zur ersten Uberrollung aber bereits sehr klein, sodass
im vorliegenden Fall bereits bei weiteren Uberrollungen kaum mehr eine erkennbare Veran-
derung oder Oberflachengeometrie zu erwarten ist. Die plastische Verformung kommt also
schnell zum Stillstand und der Kontakt ist nach wenigen Uberrollungen nunmehr rein elastisch.
Folglich ist im vorliegenden Fall nicht von einem vorzeitigen Lagerversagen als Folge fort-
schreitender Plastifizierung auszugehen.

4. Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen dieses Beitrags wurde ausgehend von einer herkdmmlichen transienten Simula-
tion eine schnelle teiltransiente Naherungsmethode zur Simulation von Mehrfachuberrollun-
gen unter Berlcksichtigung elasto-plastischen Materialverhaltens vorgestellt. Anstelle sehr
vieler Rechenschritte bei der transienten Berechnung sind nur einige wenige Rechenschritte
bei der Naherung notwendig, wodurch die Rechenzeit extrem reduziert werden kann. Die Er-
weiterung des Lagerauslegungsprozesses um die Bewertung von Pressungsspitzen wird hier-
mit greifbar und die Einschatzung der Gefahr einer fortschreitenden plastischen Verformung

unter Mehrfachiberrollung méglich.
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Am Beispiel des hochstbelasteten Kontaktes zwischen Kugel und Innenringlaufbahn eines Ril-
lenkugellagers unter Belastung oberhalb der statischen Tragzahl des Lagers wurde die Nahe-
rungsmethode erlautert und das Ergebnis diskutiert. Diese Kontaktsituation stellt die Basis zur
Entwicklung und Validierung der N&herungsmethode dar und zeigt deren Anwendbarkeit auf.
Perspektivisch wird die Methode auf komplexere Kontaktsituationen ubertragen, wie zum Bei-
spiel Falle mit abgeschnittenen Kontaktellipsen. Wahrend sich hier insbesondere neue Her-
ausforderungen bei der eigentlichen Simulation abgeschnittener Kontaktellipsen im Halbraum-
modell sowie durch stark inhomogene Beanspruchung ergeben, sollte das Grundprinzip des
prasentierten Naherungsansatzes gleichbleiben.

Neben der tGiberschlagigen Berechnung der fortschreitenden plastischen Verformung eroffnet
die Auswertung der Simulationsergebnisse weitere Mdglichkeiten. Insbesondere die veran-
derte Oberflachengeometrie wie auch die eingebrachten Eigenspannungen bieten das Poten-
tial die Lebensdauer eines derart ungiinstig beanspruchten Lagers exakter zu berechnen.
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Oberflacheninduzierte Walzermidung am Beispiel von
Hiebmarken

Experiment und Simulation

Jan Hendrik Kehl, M.Sc.; Prof Dr.-Ing. Gerhard Poll,
Institut fur Maschinenkonstruktion und Tribologie,
Leibniz Universitat Hannover

1 Kurzfassung

Beschadigungen der Laufflachen von Walzlagern in unterschiedlicher Auspragung sind in der
Praxis haufig und in einigen Fallen nur schwer vermeidbar. Sie kénnen durch Uberrollen von
Partikeln aus Verunreinigungen im Schmierstoff, aber auch wéahrend des Fertigungs- und
Montageprozesses oder spezieller Betriebszustéande entstehen. Im ersten Fall handelt es sich
um zufallige Eindricke, letztere sind z.B. als Hieb- und Schirfmarken oder Eindriicke von
Walzkorpern in die Laufbahnen sichtbar. Es ist bekannt, dass dadurch eine Verringerung der
Ermidungslebensdauer mdglich ist, insbesondere, wenn durch plastische Verformungen
Randaufwirfe entstanden sind. Allerdings ist fiir den Anwender nur schwer zu beurteilen, ob
eine konkret vorliegende Laufflachenbeschéadigung kritisch ist und eine weitere Verwendung

des Lagers zulasst.

2 Abstract

Indentations on bearing raceways in different forms and shapes occur frequently in practical
applications and are difficult to avoid in many cases. They can originate from particles inside
the lubricant or from the manufacturing and assembly process as well as particular operating
conditions. In the first case the indentations are randomly distributed whereas in the second
case they derive from hit and scraping marks or can be traced to the rolling elements. It is well
known that the service life can be reduced by such indentations, especially if the indentations
show pronounced ridges on the sides caused by plastic deformations. However, the
assessment of a specific damage, regarding its life reducing effects, renders more difficult for

the application engineer.

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. © Inhak.
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

208 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

3 Stand der Forschung

Die Verhéltnisse im Laufbahnkontakt von Walzlagern entscheiden Uber eine Vielzahl von
Betriebseigenschaften, die schon durch kleinste Verdnderungen beeinflusst werden kdénnen.
Eine der zentralen Laufeigenschaften von Wélzlagern stellt hier die Ermidungslebensdauer
dar, die in groBem Maf3e von der Kraftiibertragung im Kontakt abhéngig ist. Die daraus
resultierenden zyklischen Beanspruchungen im Material sorgen fur eine Ermidung des
Werkstoffs, die maf3geblich von der Héhe und Wirkweise der entstehenden Spannungen
unterhalb des Kontakts abhangt. Durch geringste Abweichungen der Kontaktgeometrie
kénnen Spannungsspitzen entstehen, die die Werkstoffermidung beschleunigen, zu einer
frihzeitigen Rissbildung und schlieBlich zum Ausfall des Walzlagers fuhren kdnnen, siehe Bild
1 links.

Bild 1: Hiebmarke auf der Laufflache eines Zylinderrollenlagerinnenrings (links),

schematische Pressungsverteilung eines geschadigten Walzlagerkontaktes

Gleichzeitig kdnnen Eigenspannungszustande unterhalb des Kontakts diesen Effekt noch
versstarken. Inshesondere Zugeigenspannungen haben einen deutlichen negativen Einfluss
auf die Ermiudungslebensdauer [1]. Frihausfalle und vorzeitiges Versagen sind die Folge, die
wiederum in wirtschaftlichen Schéden resultieren. Die Ursachen solcher Stérungen der
Kontaktgeometrie konnen wahrend des Fertigungsprozesses, durch unsachgeméafie

Behandlung wahrend des Transports und der Montage auftreten.
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Die hier betrachteten Schaden stammen Uberwiegend aus stof3artigen Bewegungen, wie z.B.
das Herunterfallen eines Innenrings oder Im Speziellen wurden bei den hier vorgestellten
Beschadigungen der Aufschlag von einzelnen Walzkdrpern auf die Innenringlaufbahn

untersucht, siehe Bild 1 rechts. Dabei wird davon ausgegangen, dass der Walzkdrper mit der

Bild 2: Aufnahme eines Schadens auf der Laufbahn eines Zylinderrollenlagers

Radiuskante auf die ungelaufene Laufbahn aufschléagt und dort einen Eindruck hinterlasst. Die
typische Topografie eines solches Schadens ist in Bild 1 abgebildet. Es ist zu erkennen, dass
es zu deutlichen Randaufwiirfen entlang der sichelférmigen Eindrickung kommt, siehe auch
Bild 2. Des Weiteren entsteht ein komplexer Eigenspannungszustand unterhalb der
Einschlagsstelle, der wie eingangs erwéahnt den Einfluss der veréanderten Pressungsverteilung
und der resultierenden Spannungen unterhalb des Kontakt noch verstarkt. Um den Einfluss
solcher Schaden genau quantifizieren zu kdnnen, ist es daher nétig sowohl die kinematischen
Verhaltnisse im Kontakt als auch die resultierenden Eigenspannungen unterhalb zu

untersuchen und genau abzubilden.

4 Vorgehensweise

Die Lebensdauer eines Lagers mit einem Schaden, wie sie hier betrachtet werden, lasst sich
grob in drei Stadien Schadensentstehung, Schadensevolution und —fortschritt sowie Ausfall
durch Ermudung einteilen. Alle drei Stadien wurden sowohl versuchstechnisch als auch

mithilfe von Simulationsmodellen abgebildet.
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4.1 Schadensentstehung

Zur definierten Einbringungen von gut reproduzierbaren Schaden wurde die Vorrichtung
entwickelt, die in Bild 3 zu sehen ist. Die Vorrichtung sollte au3erdem erlauben, die
Aufprallgeschwindigkeit im Zeitpunkt des Aufpralls zu messen. Als Vorlage fur die Vorrichtung
dienten klassische Pendelschlagwerke, wie sie fur Kerbschlagbiegeversuche verwendet
werden. Der abgebildete Pendelarm verfiigt Gber eine Aufnahme, in die ein Kollisionskdrper
wie z.B. ein Walzkorper hineingesteckt werden kann

Es sind mehrere Aufnahmen verfugbar, um unterschiedliche Auftreffwinkel B8 zu realisieren.

Bild 3: Vorrichtung zur Schadenseinbringung

Die Walzkorperaufnahme und der Steg, auf dem die Aufnahme befestigt ist, sind aus
Aluminium gefertigt. Die beiden Flanken des Pendelarms sind aus kohlenfaserstoffverstarktem
Kunststoff (CFK) gefertigt. Dadurch wird gewabhrleistet, dass dem Walzkorper wahrend des
Fallvorgangs méglichst wenig zuséatzliche Masse hinzugefiigt und die kinetische Energie beim
Auftreffen minimiert wird. Die Konstruktion verfugt Gber zwei Bbdcke fur die Lagerung einer
Welle, die entlang der Wellenachsrichtung bewegt werden kann, um alle vier Innenringe
vorzuschadigen. Geeignete Arretierungen stellen die Positioniergenauigkeit und damit die
Reproduzierbarkeit der Schadenseinbringung sicher.

Der Impaktvorgang, wie vorangegangenen Abschnitt beschrieben, wurde als FE Modell
mithilfe der kommerziellen Software ABAQUS nachgebildet. Das transiente Modell verfiigt tiber
zahlreiche nicht-lineare Einflisse, wie die Kontaktformulierung und das elastisch-plastische
Materialverhalten inklusive Verfestigungsverhalten des Stahls. Fur letzteres kam das Modell
nach JOHNSON & COOK [2] zum Einsatz mit den Materialwerten von ARRAZOLA [3] zum Einsatz.
Um die Rechenzeit zu minimieren, wurden zahlreiche Vereinfachungen angenommen und die
Symmetrien mithilfe geeigneter Randbedingungen ausgenutzt, siehe Bild 4. Der Walzkorper
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inklusive des Arms wurden bis auf einen kleinen Teil in der Aufprallzone vernachlassigt und
die fehlenden Massen und Tragheitsmomente dem Modell kiinstlich aufgepragt. Mithilfe von
Multi-Point-Constraints wurde der stark reduzierte Walzkorper mit einem Referenzpunkt

verbunden, der im Abstand der Wellenachse im realen Pendelschlagwerk erstellt wurde.

Bild 4: Reduzierung des Impaktmodells und Randbedingungen

Durch geeignete Randbedingungen kann der Referenzpunkt um eine Achse mit Ausrichtung
in Z-Richtung rotieren und bildet so die Auslenkung des Pendelarms nach. Der Walzkorper ist

hier als idealsteifer Kdrper (rigid) ausgefihrt, um die Rechenzeit zu verkurzen.

4.2 Schadensentwicklung — und fortschritt

In [4] und [5] wurden Anderungen hinsichtlich der Schadenstopographien wahrend des
Betriebes untersucht. Die Sch&éden werden mehrere Millionen Male Uberrollt und so
sukzessive eingeebnet, wobei der GroRteil wahrend der ersten Uberrollungen geschieht. Um
diesen Effekt zu untersuchen, wurden die vorgeschéadigten Lagerinnenringe auf die Wellen
eines Ring-Walzkorper-Ring-Tribometers (RWR) montiert und nach jeder Uberrollung mit einer

Flachenpressung von 2,5 GPa vermessen, siehe Bild 3.
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Bild 5: Aufbau des Ring-Walzkdrper-Ring-Tribometers

Dieser Einzelkontakt wurde als FE-Modell nachgebildet, um das Verhalten im Kontakt
hinsichtlich der Spannungen und dem Verhalten der Schadigungen zu untersuchen. Der
Aufbau des Walzkontaktmodells ist in Bild 3 dargestellt. Das Modell verwendet ahnliche
Vereinfachungen wie das Impaktmodell. Es kann sowohl der unbeschéadigte Kontakt berechnet

Bild 6: Vereinfachungen und Randbedingungen des Walzkontaktmodells

werden als auch die Ergebnisse aus der Impaktsimulation als Anfangsbedingung vorgegeben

und die Uberrollung der Schadigung berechnet werden.
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4.3 Ausfall durch Ermidung — Lebensdauerversuche

Die dritte Phase bzw. das Ermudungsverhalten der vorgeschadigten Innenringe wird mithilfe
von Lebensdauerversuchen untersucht. Um ein statistisch belastbares Ergebnis mit moglichst
geringem Aufwand zu erzielen, werden die Lager nach dem Sudden Death Prinzip getestet.
Dazu werden gemaR Bild 7 vier Lager gleichzeitig betrieben bis eines der Lager ausfallt. Alle
Lager werden mit einer Pressung von 3 GPa belastet und sind Olgeschmiert. Die
Umdrehungsgeschwindigkeit und die werden so gewahlt, sodass die Lager unter
Vollschmierung (k > 2) laufen. Neben einer Referenzversuchsreihe wurden vorgeschadigte

Lager mit Anfangsrandaufwurfhéhen von jeweils ca. 1, 3 und 5 um getestet.

Bild 7: Schnittansicht Vier-Lager-Radiallebensdauerprifstand

Mit jeder Versuchsreihe wurde mindestens sechs Anséatze bis zum Ermudungsausfall
betrieben, um eine zuverlassige Datenbasis zu erhalten.

5 Ergebnisse

5.1 Schadensentstehung - Ergebnisse

Die Ergebnisse des Impaktmodells wurden sowohl mithilfe eines 3D-Laser-Scanning-
Mikroskops als auch durch Eigenspannungsmessungen validiert. Der Vergleich der realen und
der simulierten Topographien ist in Bild 8 abgebildet.
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Bild 8: Vergleich Topographie Messung (links) vs. Simulation (rechts)

Es ist zu erkennen, dass die simulierte Geometrie deutlich groRRer ist als die gemessene. Dies
ist darauf zu ruckzufiihren, dass der Walzkorper als ideal-steif modelliert wurde und somit
keine Verformungen zu lieR. In Bild 9 die Eigenspannungsmessungen in axialer und
tangentialer Richtung in Abhéngigkeit der Tiefe in radialer Richtung dargestellt. Es wurden
jeweils ein unbeschéadigter Innenring als Referenz, ein Innenring mit dynamisch und einer mit
statisch eingebrachtem Schaden vermessen. Zum Vergleich wurden die entsprechenden
Spannungen aus dem Impaktmodell mitaufgetragen. Dort ist zu erkennen, dass die Betrage
der Spannungen in Axial- und Umfangsrichtung im Modell deutlich héher ausfallen als bei den
realen Messungen. Auch der Ort, an dem die maximalen Spannungen auftreten, ist tiefer

unterhalb der Oberflache anzutreffen.
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Bild 9: Vergleich Topographie Messung (links) vs. Simulation (rechts)
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Zusatzlich kommt es bei der Simulation zu einem Ausschlag in den positiven Bereich, der im
Versuch nicht zu beobachten ist. Der unbeschéadigte Innenring zeigt dartber hinaus die
typischen oberflachennahen Spannungenauf. Der Innenring mit statisch eingebrachtem
Schaden zeigt hinsichtlich der Spannungen und dem Ort der auftretenden maximalen

Spannungen keine Unterschiede zum dynamisch eingebrachten Schaden.

5.2 Schadensentwicklung - Ergebnisse
Insbesondere die Randaufwurfhohe der Schaden ist von Interesse, da dieser den
Schmierfilmaufbau behindert. Die Ergebnisse dieses Versuchs sind als Boxplot in Bild 10

dargestellt.

Bild 10: Entwicklung der Randaufwurfhéhe in Abhangigkeit von der Uberrollungszahl

Da die Ergebnisse einer Streuung unterliegen, wurde in dieser Darstellung die Spannweite der
Messwerte inklusive der Medianwerte (griin) und der Standardabweichungen (o) aufgetragen.
Es wurde jeweils an der hochsten Stelle des Randaufwurfs gemessen, was auf der
Miniaturabbildung der Schadigung oben rechts markiert ist. Es ist zu erkennen, dass der
GroRteil der Einglattung innerhalb der ersten Uberrollungen stattfindet, was sich ebenfalls mit
den Beobachtung aus der Literatur deckt [4, 5]. Betrachtet man diese Entwicklung Uber die
gesamte Lebensdauer der Lager, lasst sich diese Tendenz ebenfalls gut nachvollziehen. Bild
11 zeigt das Verhéltnis zwischen End- und Anfangsrandaufwurfhohe als %-Zahl in
Abhangigkeit der Innenringumdrehungen. Die Ergebnisse stammen aus den
Lebensdauerversuchen, auf die im Detail im spateren Verlauf noch eingegangen wird. Hier ist
der degressive Verlauf gut zu erkennen.
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Bild 11: Restrandaufwurfhéhen als Verhéltnis zur Ausgangsaufwurfhéhe in Abhéngigkeit
von der Betriebszeit.

5.3 Lebensdaueruntersuchungen

Bild 12 zeigt die Weibull-Verteilung fur die Referenzversuche (blau) und die
Vorschadigungsversuche (rot). Die jeweiligen Bio-Lebensdauern sind als senkrechte Linien
gekennzeichnet, die vom Schnittpunkt der Ausgleichsgeraden mit der Linie fiir die 10%ige-
Ausfallwahrscheinlichkeit bis zur Abszisse verlaufen. Zusétzlich ist die berechnete modifizierte
Referenzlebensdauer Liomr Nach [6] zur Orientierung in griin eingezeichnet.

A

Liomnr

Bild 12: Weibullverteilung Lebensdauerversuche unter Vollschmierung
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Zusatzlich wurde eine Versuchsreihe mit 3 um Anfangsrandaufwurfhohe durchgefiihrt, auf die
weiter unten eingegangen wird. Die Lebensdauerversuche wurden mithilfe des
Walzkontaktmodells und den Ergebnissen aus der Impaktsimulation nachgebildet und mithilfe
des Lebensdauermodells ausgewertet. Zuséatzlich wurden auch Anfangsrandaufwurfhéhen
von 1 und 8 pm auf der Innenringlaufbahn und 14 pm auf der Walzkorperlaufbahn simulativ
untersucht. Diese Ergebnisse sind zusammen mit den Ausféllen aus den Versuchen in Bild 13
im Weibull-Netz aufgetragen. Die senkrechten Linien stellen die Bio- bzw. die Lio-

Bild 13: Simulierte Ausfallwahrscheinlichkeiten mit variierenden Anfangsrandaufwurfhéhen
im Vergleich mit den Versuchen

Lebensdauern dar. Vergleicht man diese miteinander, ist zu erkennen, dass die Simulationen
die Lebensdauer tendenziell unterschatzen. »

6 Zusammenfassung

Mit der Schadensentstehung, der Schadensevolution und dem Ausfall durch Ermidung
wurden die drei Hauptphasen der Schadensentwicklung identifiziert. Dazu wurden Methoden
vorgestellt, mit denen die drei Stadien der Vorschadigungsentwicklung sowohl experimentell
als auch simulativ nachgebildet werden konnen. Es konnte gezeigt werden, dass
Oberflachenschéden, die durch stoRartige Vorgange hervorgerufen werden, die Lebensdauer
stark reduzieren kdnnen. Dabei konnte gezeigt werden, dass die Hohe der Aufwirfe als Mal3

fur die GroRe der Schadigung eine tbergeordnete Rolle spielt.
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Visualisierung der Schmierstoffverteilung in
fettgeschmierten Walzlagern durch Versuche und
3D-CFD-Simulationen

M.Sc. Ricardo Luhe, Prof. Dr.-Ing. habil. Dirk Bartel,
Lehrstuhl fir Maschinenelemente und Tribologie,
Otto-von-Guericke-Universitat Magdeburg

Kurzfassung

Mehr als 80% aller im Einsatz befindlichen Wélzlager werden fettgeschmiert. Dabei werden
die Lagerverluste durch die Schmierfettwalkarbeit beeinflusst. Die Walkarbeit geht mit einer
Temperaturerhdhung einher und diese wiederrum mit einer Verkirzung der Schmierfett-
gebrauchsdauer. Um den richtigen Schmierstoff zu wahlen, werden haufig aufwendige Priif-
standversuche und Erfahrungen aus der Anwendung bendétigt. Langfristig soll es gelingen
von einer empirisch basierten Vorgehensweise hin zu einer gezielten Auslegung durch
wissenschaftlich fundierte Ergebnisse zu gelangen.

Vorgestellt wird ein Prufstand, mit dem die Schmierfettverteilung in Wéalzlagern unterschied-
licher Bauarten optisch bewertet werden kann. sowieein 3D-CFD-Modell fir die dazugeho-
rigen Walzlagertypen. Hierbei werden Losungen gezeigt, die sich bei der Simulation einer
Schmierstoffverteilung ergeben. Das FlieRverhalten verschiedener Fette wurde auf Basis
eines genormten Scherversuches in Abhangigkeit von Scherrate und Temperatur be-
schrieben. AbschlieBend wird die in den Walzlagerversuchen ermittelte Fettverteilung mit
den Ergebnissen der 3D-CFD-Simulation verglichen.

Einleitung

' Innenring H Kafig H Walzkorper H Fettverteilung ‘

Bild 1: Schmierfettverteilung mittels 3D-CFD-Simulation: Exemplarisch fir das Schragkugel-
lager 7007 bei 500 U/min mit Modellfett 1 in orange-transparent (Vgl. Tabelle 1)
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Die gezielte Gestaltung von FlieBeigenschaften ist bei der Entwicklung von Schmierstoffen
Gegenstand aktueller Forschung. Bei allen fettgeschmierten Maschinenelementen kénnen
aus der spezifischen Fettverteilung Probleme der Walkarbeit oder auch der Fettanwesenheit
entstehen. Die Walkverluste sind direkt proportional zur Drehzahl. Bei steigenden Dreh-
zahlen in den Anwendungsbereich wie der Werkzeugmaschinen oder in der Elektromobilitat,
ist der Bedarf hoch das Systemverstandnis zu erweitern. Ziel ist es, die tribologischen Eigen-
schaften der Lagerungen zu verbessern. Im Fokus steht die Senkung von Reibung durch die
gezielte Vermeidung von Walkarbeit. Dadurch wird die Schmierfettgebrauchsdauer ver-
langert wodurch wertvolle Resourcen und die Umwelt geschohnt werden.

Das Untersuchungsobjekt dieser Arbeit ist ein Schragkugellager 7007 (SKL) und ein Axial-
zylinderrollenlager 81212 (AZRL). Diese werden an einem Prifstand mit prazisen Glas-
bauteilen untersucht. Zusammen mit Highspeedkameras wird es ermdglicht die Fettver-
teilung im laufenden Walzlager zu bewerten. Die Versuche werden mit einer umfangreichen
Simulation mittels Computational Fluid Dynamics (CFD) auf Basis der Navier-Stokes-
Gleichungen begleitet. Verwendet wird dafir die Software ANSYs FLUENT (Siehe Beispiel in
Bild 1). AbschlieRend findet eine Gegenuberstellung der Ergebnisse aus Wélzlagersuchen
einerseits und 3D-CFD-Simulationen andererseits statt.

Zur Beschreibung der Verteilungseigenschaften ein etabliertes Modell zur Beschreibung des
plastisch-struktuviskosen FlieBverhaltens erweitert und damit thermische Einfliisse bertick-
sichtigt. Als Grundlage zur Beschreibung des FlieRverhaltens dienen Untersuchungen an
einem Rotationsviskosimeter unter dem Einsatz einer Kegel-Platte-Normprifung [DIN

51810-1]. Die rheologischen Daten der untersuchten Schmierfette folgen in Tabelle 1:

Tabelle 1: Schmierfette fir die Untersuchungen zur Fettverteilung

Schmierfett  Seife Anteil NLGI-KI. \ Ol-Typ Vao Additivpaket
Modellfett 1 30 % 46 [cSt] | Aminische und phenolische AO,
(MF1) Lix NLGI | PAO Metalldesaktivator,
Verschlei3schutz- und Hochdruck-
Modellfett 2
(MF2) 18 % 249 [cSt] Additiv

Bei den Fetten handelt es sich um eigens fir die Forschung entwickelte Modellfette. Diese
besitzen einen gleichen Seifen- (oder Eindicker-) und Grunddltyp sowie ein identisches
Additivpaket mit gleichen Additivmengen. Durch Variation von Grundélviskositat und
Eindickeranteil wurde zudem die gleiche Konsistenzklasse sichergestellt (NLGI I). Durch die
chemische Basis und die Konsistenzklasse besitzen die Modellfette einen praktischen

Bezug zu Hochdrehzahlanwendungen.
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Modell zur Beschreibung des FlieBverhaltens von Fetten
Fette besitzen im Gegensatz zu Olen ein plastisch-strukturviskoses FlieBverhalten. In der
Literatur gibt es zahlreiche Modellgleichungen, die ein solches FlieBverhalten beschreiben
kénnen [HERS26, Sisk58, CAss59, CROs65, CARR72, YASU79, PALA84, TscHI3]. Die Modelle
wurden flir zum Teil sehr unterschiedliche Anwendungsgebiete entwickelt. Unabhéangig von
der Herkunft der Modelle fand das Herschel-Bulkley-Modell im Zusammenhang mit der CFD-
Simulation von Fetten haufiger Anwendung als die Ubrigen Gleichungen [Yul5, EHRE16,
WEsT18, Aucul9]. Deshalb kommt es auch hier zum Einsatz. Das Modell enthélt drei
gleichungsspezifischen Faktoren, mit denen sich die Abhangigkeit zwischen Schub-
spannung 7 und Scherrate y mathematisch beschreiben lasst. Die Bestandteile umfassen
die FlieRgrenze t,, den Konsistenzkoeffizienten k sowie den FlieRindex n.
W) =T+ k-y" (1)

Da Schmierstoffe im allgemeinen eine starke Abhangigkeiten zwischen Viskosistat und
Temperatur besitzen und die Walzlagerversuche untemperiert erfolgen, wurde die Modell-
basis nach Gleichung (7) durch eigens formulierte mathematische Ansatze erweitert.

(1, 9) = 1o(®) * k(9) - Y@ (2
Die Modellerweiterungen beruhen auf Messungen mit dem Rotationsviskosimeter. Die
Messungen wurden in 10 °C-Schritten zwischen 20 und 100°C mit der Prifkonfiguration
Kegel-Platte nach der Prifnorm DIN 51810-1 durchgefuhrt. Als Datenbasis wird lediglich die

Beschleunigungsphase der Normprufung (sog. Zeitspannte ts) verwendet.

v

Bild 2:  Modell zur Beschreibung des plastisch-strukturviskosesn FlieRverhaltens fur Modell-
fett 2, links: Daten aus Normversuch bei 20°C in blauen Kacheln und Regression in
rot, rechts: Erweiterung um Temperaturabhangigkeit in 3D-Darstellung

In Bild 2 ist links die Herleitung der Gleichungsbestandteile von GI. (1) am Beispiel von
Modellfett 2 bei 20 °C zu sehen. Daflr wurde eine Regression durchgefihrt, die als rote Linie
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dargestellt ist. Das BestimmtheitsmaR liegt fiir alle Temperaturbereiche beider Fette iber
einem Wert von 0.9. In Bild 2 ist rechts die Modellerweiterung in einer 3D-Darstellung nach
Gl. (2) fur den gesamten Temperaturbereich zwischen 20 und 100 °C zu sehen.

Zur Uberpriifung der Performance des erweiterten FlieRmodells nach Gl. (2), wurde ein
geometrisches Modell des realen Rotationsviskosimeters fir die CFD-Simulation konstruiert.
Das Geometriemodell berucksichtigt die exakten Abmessungen des Kegels, welche
standardm&Rig vom Hersteller angegeben werden. Diese geringen Abweichungen von der
Idealgeometrie des Kegels werden auch bei der Messauswertung durch die ISO 3219 durch
Korrekturfaktoren beriicksichtigt.

Priifkonfiguration 3D-CFD-Modell
bei DIN 51810-1 Kegel-Platte-Segment
- Fett
Kegel «— Fett J
- B |
Platte

Gegeniiberstellung von CFD-Simulation und Scherversuch (MF2 bei 20 °C)

15 - Moment aus Beschleunigungsphase des Scherversuchs (DIN 51810-1) -15
Moment aus CFD-Simulation, berechnet liber Wandschubspannung

Rel. Abweichung zwischen CFD und Versuch —_
- 2
£ 5
Z > <
= 2
5 :
o
£ o 5 2
= -
)
12

O / 1 1 1 1 1 0

240 250 260 270 280 290 300

Versuchszeit [s]

Bild 3: Ergebnisse der 3D-CFD-Simulation eines Kegel-Platte Versuches, Y-Achse links:
Moment aus Versuch in blau und Moment aus CFD-Simulation in rot sowie Y-Achse
rechts: Abweichung zwischen Versuch und Simulation

In Bild 3 ist oben das Modell der Prifkonfiguration nach DIN 51810-1 dargestellt (links).
Aufgrund der rotationssymmetrischen Grundform, ist es ausreichend ein Segment der Prf-
konfiguration in der CFD-Simulation zu berechnen (rechts). Unter den Modellabbildungen ist
eine Gegenlberstellung zwischen Normversuch und Simulation zu sehen (Bild 3 unten).

Diese werden unter dem Aspekt des Reibmoments miteinander verglichen (Y-Achse links).
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In rot sind Ergebnise aus einem Normversuch fir Modellfett 2 bei 20°C und in blau sind
Ergebnisse der Simulation aufgetragen. Die prozentuale Abweichung zwischen diesen
Ergebnissen ist in griin dargestellt (Y-Achse rechts). Die Auswertung in der CFD-Simulation
orientiert sich an der Messung im Versuch. Hierbei wird Uber eine Drehmomentenmesswelle
das Reakionsmoment am Kegel erfasst. In der CFD-Simulation wird im Vergleich dazu die
Wandschubspannung an der Kegelflache ausgewertet. Dabei treten leichte Unterschiede im
Ergebnis auf, die ab dem Beginn des eigentlichen FlieRvorgangs unter 5 % liegen. Zu-
sammenfassend konnte hiermit entwickelte FlieBmodell nach Gl. (2) validiert werden.
Walzlagerversuche

Prifkopf

= .J\ Glas-AuBRenting
| Blick durch Bauteil

— Glas-W

nscheibe

Blick durch Bauteil

i
|

Bild 4: Prifstand (links) mit CAD-Ansichten (rechts) des Glas-Auf3enringes des SKL 7007
(rechts oben) und Glas-Wellenscheibe des AZRL 81212 (rechts unten)

Am Prifstand kdnnen diverse Wéalzlagertypen bis zu einer Drehzahl von 2.000 U/min unter-
sucht werden (Vgl. Bild 4). Bei senkrechter Wellenlage wird das Pruflager axial belastet.
Dafir ist die Welle axial verschiebbar. Die Last wird Uber ein Schneckengetriebe und
zylindrische Schraubendruckfedern genau eingestellt und im Versuch gemessen. Da es
viele Faktoren gibt, die Einfluss auf das gemessene Gesamtreibmoment nehmen, werden
die Pruflager mit der jeweiligen Mindestlast beansprucht, die einen mdoglichst schlupffreien
Betrieb gewahleistet. Durch die Beanspruchung mit der Mindestlast werden parasitére Reib-
einfliisse aus der Kontaktreibung minimiert werden. Deshalb wird der Anteil aus der schmier-
fettbedingten Reibung am gemessenen Gesamtreibungsmoment méglichst gro3. Bei der
Messung von sowohl Normalkraft als auch Reibmoment wird jeweils die Reaktionskraft am

Lager gemessen. Somit wird ausschlie3lich das Reibmoment der Priflager erfasst und das
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Reibmoment der Stitzlagern der Priflingswelle nicht erfasst. Um die Fettverteilung im
Walzlager bewerten zu kénnen, kommen spezielle Glausbauteile zum Einsatz. Fur das SKL
wurde ein Auf3enring und fur das AZRL eine Wellenscheibe angefertigt (Vgl. Bild 4 rechts).
Zur optischen Bewertung der Fettverteilung im laufenden Walzlager wurden Aufnahmen

mithilfe einer Highspeed-Kamera durchgefuhrt.

Spannbuchse

Glas-AuBenring
Kéfig mit Walzkorpern

Blick durch Bauteil

Auflage R .
' Perspektive bei Aufnahmen
Messflansch

Bild 5: Perspektive bei Aufnahmen mit SKL 7007: Links isometrische Ansicht und rechts:
radiale Perspektive entsprechend der Highspeed-Aufnahmen durch Planflache

In Bild 5 ist der Prufaufbau fir das SKL 7007 zu sehen. In hellblau ist das transparent
Glasbauteil dargestellt. Im Gegensatz zum realen Stahl-Bauteil wurde der Glas-Aul3enring
des SKL aus Grunden der Festigkeit massiver ausgefiihrt. Gleichzeitig wurde, um die
Brechung des Lichtes zu minimieren, eine Planflaiche vorgesehen. Die Krimmung von
Laufbahn und Rille fuhren unvermeidlich zu einer leichten Verzerrung des Bildes bei den

Aufnahmen. Die Highspeedaufnahmen erfolgen auf dem Ausschnitt der Planflache.

' Perspektive bei Aufnahmen

Bild 6: Perspektive bei Aufnahmen mit AZRL 81212: Links Schnittansicht und rechts: axiale
Perspektive entsprechend der Highspeed-Aufnahmen auf Wellenscheiben-Ausschnitt

Analog dazu ist in Bild 6 die Perspektive fur den Fall AZRL 81212 dargestellt. Dabei erfolgen
die Aufnahmen auf einem Kreisausschnitt des Gesamtlagers (Vgl. rotes Fenster in Bild 6)
aus axialer Perspektive. Im Unterschied zum SKL wird das Licht hier nicht durch die

Laufbahn gebrochen. AuRerdem rotiert hier das Glasbauteil, wohingegen es beim SKL ruht.
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Gegenuberstellung zwischen Walzlagerversuchen und 3D-CFD-Simulationen

Untersucht wird ein Schragkugellager mit einem Auf3endurchmesser von 62 mm, einem
Innendurchmesser von 35 mm und einer Breite von 12 mm. Da es sich auch hier um ein
rotationssymmetrisches Modell handelt, wird jeweils nur ein Walzlagersegment ent-

sprechend der Walzkdrper berechnet (hier 15 Walzkdrper entsprechen 24 °© Segment).

SN AVARE

Vor Walzkorper ‘ Fettkragen ' Vor Walzkorper

/ N\

MF1 MF2

Bild 7: Gegenlberstellung der Fettverteilung mit dem SKL 7007 aus Versuchen (oben) und
Simulationen (unten) fiir einerseits MF1 (jeweils links) und MF2 (jeweils rechts)

In Bild 7 sind oben Highspeed-Aufnahmen mit dem SKL bei 500 U/min fir beide Fette zu
sehen. Die dazugehdrigen Simulationsergebnisse sind darunter abgebildet. In dem abge-
bildeten Ausschnitt sind jeweils drei Wéalzkorper vollstandig zu erkennen. Der Kontaktbereich
befindet sich jeweils unterhalb der Kugelmitte. Im Versuch bildet sich oberhalb des Kontakt-
bereiches ein Fettkragen, der sich als Band um den gesamten Umfang des Aul3enringes
erstreckt. Dieser haftet fest am Auenring und erscheint an manchen Stellen transparent.
Uber die Unterschiede in der Transparenz sind auch Riickschliisse auf die Schichtdicke
moglich. Bei Modellfett 1 erscheint dieser Kragen etwas feiner und konzentrierter wohin-
gegen die Breite und die Position bei MF2 sich leicht unterscheiden. Bei MF2 wurde der
Schmierstoff etwas starker nach oben geférdert als bei MF1. Zwischen den Walzkorpern ist
der Kafig nicht mehr zu erkennen. Er ist vollstandig mit Schmierstoff benetzt und transportiert
den Schmierstoff entsprechend mit der Rotationsgeschwindigkeit des Kéafigs mit.

Viele dieser Aspekte finden sich auch in den Bildern der CFD-Simulation wieder. Dabei
wurde eine Darstellung gewahlt, bei der die Grenzflache zwischen Fettphase und Luftphase

transparent orange dargestellt wird. Fur die Fettverteilung im SKL wurde stationar gerechnet.
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Bild 8 sind die Ergebnisse mit dem AZRL dargestellt. Deutlich wird, dass dieser Walzlagertyp
eine sehr gute Einsehbarkeit bietet und daduch mehr Aspekte zu erkennen sind als im vorher

gezeigten SKL.

Kéfigflache

Kéfigflache

MF1 \ / MF2

Vor Walzkorper | ‘ Fettkragen | ‘ Vor Wélzkérper

MFL MF2
Bild 8: Gegenlberstellung der Fettverteilung mit dem AZRL 81212 aus Versuchen (oben) und
Simulationen (unten) fir einerseits MF1 (jeweils links) und MF2 (jeweils rechts)

Bei diesen Simulationen wurde lediglich ein Walzlagersegment vernetzt. Aul3erdem wurde
eine instationdre Zwei-Phasen-Simulation (bestehen aus Fett- und Luft-Phase) unter dem
Einsatz des entwickelten Schmierfettmodells durchgefiihrt. Im Walzlagerversuch entsteht an
beiden Stirnflachen der Zylinderrollen ein Fettkragen. Durch die Glas-Wellenscheibe ist
kaum noch Schmierstoff auf der Laufbahn zu erkennen. Der auf3ere Fettkragen ist bei MF1
in einigen Bereichen unterbrochen wohingegen bei MF2 dieser Kragen nicht unterbrochen
und deutlich breiter ausgeprégt ist. An der rotierenden Wellenscheibe haften die Fettkragen
und werden mitgefuhrt. Zu diesem Zeitpunkt liegt in diesem Bereich quasi keine Scher-
geschwindigkeit vor. Gleiches gilt fir den Schmierstoff auf den Kéfigflachen. Hier zeigen sich
noch deutlichere Unterschiede zwischen den Priffetten. MF1 ist mit einer sehr unter-
schiedlichen Schichtdicke verteilt wohingegen sich bei MF2 die Schichtdicke nahezu gleich-
maRig ausgebildet hat. Bei beiden Fetten staut sich vor dem Walzkorper Fett auf. Bei MF2
reicht dieser weiter in den Kontakt hinein.
Alle diese Eigenschaften sind auch hier in ahnlicher Form auch bei den Simulationsbildern
zu erkennen. Im Gegensatz zum SKL wurde das AZRL instationar simuliert. Die instationare

Simulation ist zeitlich deutliche aufwendiger, da eine zeitliche Diskretisierung vorliegt.
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Tabelle 2: Vergleich zwischen Reibmomenten aus Wélzlagerversuchen und CFD-Simulationen

Walzlager | Schmierfett Drehzahl Versuch CFD
[Typ] [U/min] [Nmm] [Nmm]
AZRL 81212 MF1 60 83 +38
: R 500
(instationar) MF2 150 110 -25
SKL 7007 MF1 40 49 +23
A | 500
(stationar) MF2 66 50 -24

Neben der optischen Validierung kdnnen auch andere Messergebnisse fir eine Gegenuiber-
stellung herangezogen werden. In Tabelle 2 wurde das Moment als Vergleichskriterium
verwendet. Fur die CFD-Simulation wurde erneut die Wandschubspannung ausgewertet
(Vgl. Kegel-Platte-Simulation in Bild 3). Fur das SKL bedeutet dies eine Auswertung am
Aufenring und fur das AZRL eine Auswertung an der Gehausescheibe. Somit orientiert sich
diese Auswertung erneut an der realen Messung, bei der das Rekationsmoment am Mess-
flansch des Prifstandes erfasst wird (Vgl. Bild 5 und Bild 6).

Die gegenubergestellten Reibmomente aus Versuch und CFD zeigen, dass die Abweich-
ungen zwischen Versuch und Simulation im zweistelligen Prozentbereich liegen. Die Trends
(positive oder negative Abweichung) sind méglicherweise auf ein spezifisches Fettverhalten
zurtickzufiihren, was von den Fettmodellen nach Gl. (2) bisher unzureichend erfasst wird.
Schliefilich handelt es sich bei der Modellbasis um Frischfettanalysen. Dennoch konnte
zusammen mit den optischen Gegenuberstellungen gezeigt werden, dass sich grundsatzlich
sowohl instationére als auch stationédre Simulationen zur Vorhersage der Fettverteilung in
Waélzlagern unterschiedlicher Bauarten eignen.

Zusammenfassung

Anhand von Wélzlagerversuchen mit Walzlager-Komponenten aus Glas konnten verschie-
dene Verteilungseigenschaften und wesentliche Unterschiede zwischen den beiden unter-
suchten Schmierfetten veranschaulicht werden. In Ergdnzung dazu wurden mit dem
erweiterten Herschel-Bulkley-Modell 3D-CFD-Simulationen mit Walzlagern unterschied-
licher Bauart durchgefuihrt, wodurch die Leistungsfahigkeit des entwickelten Schmierfett-
modells deutlich wurde. Hier zeigten sich viele Ubereinstimmungen hinsichtlich Fettver-
teilung und Reibmoment zu realen Bauteilversuchen. Besonders durch die Verwendung der
erweiterten Herschel-Bulkley-Gleichung in Verbindung mit der feinen Vernetzung der realen
Geometrien, ist es zukinftig moglich, komplexe strémungsmechanische Effekte innerhalb

fettgeschmierter Walzlager und anderer Maschinenelemente genauer zu analysieren.
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Forderhinweis

Die in diesem Manuskript dargestellten Ergebnisse wurde im Rahmen des FVA-Forschungs-
vorhabens 792 | ,Lagerverluste bei fettgeschmierten Walzlagern durch die im Schmierfett
entstehende Walkarbeit im Kontext der Schmierfettrheologie und deren Auswirkungen auf
die Schmierfettverteilung” erarbeitet. Das IGF-Vorhaben 19332 BR wird Uber die AiF im
Rahmen des Programms zur Forderung der Industriellen Gemeinschaftsforschung (IGF)
vom Bundesministerium fur Wirtschaft und Energie aufgrund eines Beschlusses des
Deutschen Bundestages gefordert.
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VerschleiBmodellierung mischreibungsbehafteter
Maschinenelemente am Beispiel eines
Axial-Zylinderrollenlagers

Andreas Winkler M.Sc., Dr.-Ing. Marcel Bartz,
Prof. Dr.-Ing. Sandro Wartzack,

Lehrstuhl fur Konstruktionstechnik (KTmfk),
Friedrich-Alexander-Universitat Erlangen-Nirnberg

Kurzfassung

Im Rahmen dieses Beitrags wird ein allgemeingtiltiges Vorgehensmodell zur Verschlei3simu-
lation mischreibungsbehafteter Maschinenelemente vorgestellt. Das Simulationsmodell ba-
siert auf einer um das Mischreibungsgebiet erweiterten EHD-Simulation sowie einem statisti-
schen Kontaktmodell, einem Modell zur Beriicksichtigung der zeitlichen Anderung der Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion der Oberflachentopographie sowie einem klassischen Ver-
schleiBmodell.

Die Ergebnisse werden exemplarisch anhand der Simulation des Axial-Zylinderrollenlagers
81212 vorgestellt. Insbesondere wird hierbei der Einfluss der Oberflachentopographie auf
den resultierenden Festkorperkontaktdruck veranschaulicht: Ausgehend von Oberflachen-
aufnahmen der Lagerscheiben und Walzkérper mittels eines Laser-Scanning-Mikroskops,
werden Parameter zur statistischen Beschreibung der Oberflachentopographie abgeleitet.
Diese dienen als EingangsgroRRe fiir das Kontaktmodell, welches den zur Verschleil3berech-
nung erforderlichen Festkorperkontaktdruck berechnet. Dartiber hinaus erfolgt nach jedem
Zeitschritt eine Berechnung der verschleiRbedingten Anderung des Oberflachenprofils sowie
eine Beriicksichtigung der zeitlichen Anderung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der
Oberflachenrauheiten. Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion dient hierbei als Eingangsgro-
Re fiir das Kontaktmodell im darauffolgenden Zeitschritt.

Insgesamt bietet das vorgestellte Vorgehensmodell eine umfassende und zudem detaillierte
Maoglichkeit zur Berechnung des Verschleil3es in Walzlagern ebenso wie anderen im Misch-
reibungsgebiet betriebenen Maschinenelementen. Die Ergebnisse der Verschlei3simulation
kénnen dazu beitragen, tribologisch hoch beanspruchte Systeme hinsichtlich des auftreten-
den Verschleil3es zu optimieren und dadurch ihre Lebensdauer zu erhdhen.
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1. Einleitung

Der zunehmende Einsatz niedrigviskoser Schmierstoffe zur Reduzierung der Reibung in Ma-
schinenelementen wie Walzlagern fihrt zu einer Verschiebung der Betriebspunkte hin zu
Mischreibungsgebieten. Der damit einhergehende Verschlei’ kann zu einem verfrihten Aus-
fall solcher tribologisch hoch beanspruchten Systeme fuhren.

In diesem Zusammenhang bietet die detaillierte VerschleiBsimulation ein groBes Potenzial
fur die Auslegung von Maschinenelementen: Zum einen lassen sich mithilfe der Ver-
schlei3simulation Betriebsbedingungen mit einer unerwinscht hohen Verschleil3rate gezielt
vermeiden. Zum anderen ermdglicht sie eine Optimierung des Einlaufprozesses, welcher
beispielsweise einen entscheidenden Einfluss auf die Lebensdauer mischreibungsbehafteter

Walzlager besitzt.

2. Numerische Modellierung

Die numerische Verschleimodellierung basiert auf einer um das Mischreibungsgebiet erwei-
terten FEM-basierten EHD-Simulation sowie einem klassischen Verschleilmodell und einem
Oberflachentopographiemodell zur Beschreibung der zeitlichen Anderung der Dichtefunktion
des Oberflachenprofils.

Allgemeiner Simulationsablauf

Bild 1 zeigt schematisch den grundlegenden Ablauf einer Verschlei3simulation von im Misch-
reibungsgebiet betriebenen Maschinenelementen.

Bild 1: Flussdiagramm des Simulationsablaufs
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Basierend auf den Ausgangsparametern wie den Werkstoffeigenschaften, der Oberflachen-
topographie und der Schmierstoffrheologie wird der Festkdrperkontaktdruck in Abhangigkeit
der Schmierfilmhéhe nach dem GREENWOOD/WILLIAMSON-Modell [1] berechnet. Anschlie-
Rend wird das System der hochgradig nichtlinearen EHD-Gleichungen vollstandig gekoppelt
und basierend auf einem Ansatz von HABCHI [2] FEM-basiert gel6st. Nach erreichter Konver-
genz wird die lokale Verschleifdtiefe auf Grundlage des resultierenden Festkorperkontakt-
drucks und unter Anwendung des VerschleiBmodells nach ARCHARD [3] berechnet und das
Oberflachenprofil entsprechend angepasst. Dariiber hinaus wird die Anderung der Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion der Oberflachenrauheiten mit Hilfe des SUGIMURA-Modells [4]
bestimmt. Diese Schritte werden unter einem definierten Zeitschritt wiederholt, bis ein vorge-

gebener Wert furr die Betriebsdauer erreicht ist.

EHD-Modell
Die klassische EHD-Simulation wird im vorliegenden Fall durch die Kopplung mit einem Kon-
taktmodell um das Mischreibungsgebiet erweitert, sodass der Anteil des Festkorperkontakts
am gesamten Kontaktdruck ermittelt und fir die Verschleil3berechnung herangezogen wer-
den kann. Dies ermdglicht es, einen von der Schmierfilmhéhe unabhéngigen Verschleil3koef-
fizienten zu verwenden.
Die EHD-Simulation wurde, basierend auf einem Ansatz von Habchi [2], mittels kommerziel-
ler FEM-Software umgesetzt. Hierbei wird die stationare REYNOLDS-Gleichung
Druckterm
JETEE N ETEN
x| 127(p) x| oyl 120(p) oy )
0

- 2o nxn) g o2 () n(ny) A

Geschwindigkeitsterm

(@)

in ihrer schwachen Formulierung und erweitert um einen Kavitations-Algorithmus sowie Sta-
bilisierungsterme zur Berechnung der Schmierfilmhéhe und des hydrodynamischen Drucks
verwendet.

Die Druckabhangigkeit der Schmierstoff-Dichte und -Viskositat wird gemaf den Gleichungen
von DOWSON/HIGGINSON [5] und ROELANDS [6] berticksichtigt:

0.59-10°Pa+1.35- p,
0.59-10°Pa+ p,

p(ph):po' (2
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,1.9610°Pa

D In(ro) 967
np) = exp| [n() 1057 1+ 1+ o N

Die Schmierfilmhdhengleichung lautet:

h(Xt) =he(t) + 55 (X, Y1) + e (X, Vo t) + S (X, V1) (4
Sie umfasst den Ausdruck sy zur Beschreibung der Geometrie beider Kontaktpartner. Im Fal-
le eines Axial-Zylinderrollenlagers wird eine Profilierung der Walzkorper nach DIN 26281
angenommen. Der Ausdruck A, beschreibt die verschleiRbedingte Anderung des Oberfla-
chen-Profils und J,¢ic die elastische Verformung der Oberflachen infolge des Kontakt-
drucks.
Bei der Aufstellung des Kréftegleichgewichts ist, aufgrund der Erweiterung um das Mischrei-
bungsgebiet, neben dem hydrodynamischen Druck zuséatzlich auch der Festkdrperkontakt-

druck p, zu berlcksichtigen:

F = J.ﬂc ptotal (X7 y) d Qc = Llc I: ph (X‘ y) + pa (X’ y):l d Qc (5)

Kontaktdruck-Modell
Im Rahmen des hier vorgestellten Simulationsmodells wird das GREENWOOD/WILLIAMSON-
Kontaktmodell [1] verwendet, um den Festkorperkontaktdruck p, in Abhangigkeit der

Schmierfilmhdhe zu bestimmen:

o

4 , 15
Pa=§'77'E'ﬁ°‘5'I(Zs—d) ¢.(z.) dz, 6)
d
Darin bezeichnen , die Asperitendichte, f den Krimmungsradius der Asperiten und ¢_ die
Wabhrscheinlichkeitsdichtefunktion (PDF) der Rauheitsspitzen. Eine Umrechnung zwischen
der PDF der Rauheitsspitzen ¢. und der PDF des Oberflachenprofils ¢ ist ber folgende Ab-
schatzung moglich:

@(zs)ch-qﬁ[;’-zs], %

s
wobei o, die Standardabweichung der Hohen der Rauheitsspitzen und ¢ die Standardabwei-
chung der Hohen des gesamten Oberflachenprofils darstellen. Da technische Oberflachen im
Allgemeinen eine nicht-GAursche Verteilung aufweisen, wird die Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktion ¢ basierend auf dem JOHNSON-Verteilungssystem [7] nach einem Algorithmus von
HiLL [8] bestimmt.
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Verschlei3-Modell
Die lokale VerschleiRtiefe wird anhand des VerschleiBmodells nach ARCHARD bestimmt:

hwear(X’ y)=k-S~pa(X,y) (8)
Da zur VerschleiBberechnung lediglich der Festkérperkontaktdruck herangezogen wird, ist

der Verschlei3koeffizient k somit unabhangig von der tatsachlich vorhandenen Schmierfilm-

hohe zu wahlen und im Grenzreibungsgebiete zu bestimmen.

Oberflachentopographie-Modell

Als Oberflachentopographie-Modell wird das SUGIMURA-Modell [4] eingesetzt, welches es
erlaubt die zeitliche Anderung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion des Oberflachenprofils
in Abhangigkeit der Verschlei3tiefe zu berechnen, siehe Bild 2.

¢

B(to+At)
#(to)

t
7, 2,+Az, z,

Bild 2: Anderung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion nach dem SUGIMURA-Modell

Die angepasste Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion des Oberflachenprofils ¢ wird anschlie-
Rend in die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der Rauheitsspitzen ¢ nach GI. (7) umge-
rechnet und als EingangsgroRe fur das GREENWOOD/WILLIAMSON-Kontaktmodell im folgen-
den Berechnungsschritt verwendet.

Fir weiterfuhrende Informationen zur Implementierung des SUGIMURA-Modells sei auf [9]
verwiesen.

3. Ergebnisse
In diesem Abschnitt werden exemplarische Simulationsergebnisse fur zwei unterschiedliche
Betriebsbedingungen des Axial-Zylinderrollenlagers 81212 mit 15 Walzkorpern diskutiert.

Simulationsparameter

Eine Ubersicht der Betriebsbedingungen kann Tabelle 1 entnommen werden:
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Tabelle 1: Untersuchte Lastfalle

‘ Lastfall 1 Lastfall 2
Axiallast 50 kN 25 kN
Drehzahl ‘ 250 min?t 500 mint
Betriebsdauer ‘ 10h 5h
Schmierstoff ‘ FVA 1 (40 °C) FVA 2 (40 °C)

Damit resultieren fir beide Lastfélle jeweils 1.125.000 Uberrollungen pro Lagerscheibe.

Bestimmung von Oberflachenkenngrofen als Input-Parameter fir das Kontaktmodell
Zur Bestimmung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der technischen Oberflachen wurden
Aufnahmen von Lagerscheiben und Rollen an einem Laserscanning-Mikroskop KEYENCE
VK-X200 an jeweils drei Lagern des gleichen Typs erstellt. Anschlie3end wurden die Rohda-
ten in Anlehnung an DIN EN ISO 25178 mittels Tiefpass-Filter (S-Filter) zum Entfernen hoch-
frequenter StorgroRen und der Trennung von Nennform und ,Primaroberflache” (F-Filter)
sowie einem Hochpass-Filter (L-Filter) zur Trennung von Rauheit und Welligkeit weiterverar-
beitet. Anhand der resultierenden S-L-Oberflache wurden die benétigten Rauheitskenngré-
RBen ermittelt.

In einem nachsten Schritt sind die statistischen Oberflachenparameter (Standardabwei-
chung, Schiefe, Kurtosis) sowie die Asperitendichte » und der Krimmungsradius der Asperi-
ten g der Oberflachen von Lagerscheibe und Rolle auf eine aquivalente Oberflache umzu-
rechnen, da das GREENWOOD/WILLIAMSON-Kontaktmodell von der Modellvorstellung des
Kontakts einer elastischen rauen Oberflache mit einer starren glatten Ebene ausgeht. Die
resultierenden &quivalenten Parameter sind Tabelle 2 zu entnehmen und kénnen nach [10]

berechnet werden:

1
ﬁ eq 12 22 (9)

218
N M\ A m\ B,

Schiefe und Kurtosis der aquivalenten Oberflache kdnnen hingegen nicht ohne weiteres auf

Grundlage analytischer Formeln bestimmt werden und werden stattdessen nach [11] nhume-
risch anhand der Summe zweier statistischer Stichproben entsprechend der Dichtefunktion
von Lagerscheibe und Rolle berechnet.
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Tabelle 2: KenngréRen der aquivalenten Oberflache

o Schiefe Kurtosis n B
0,184 pm -0,369 3,902 0,0114 pm-2 13,500 pm

Simulationsergebnisse
Bild 3 veranschaulicht den anfanglichen Verlauf von hydrodynamischem Druck und Festkor-

perkontaktdruck in der Wélzkorpermitte.

1000 1000
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Lastfall 1 Lastfall 2

Bild 3: Druckverlauf in Rollrichtung
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Bild 4: Verschlei3tiefe von Lagerscheibe und Rolle
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Es wird deutlich, dass der auftretende Festkorperkontaktdruck bei Lastfall 1 erheblich groRRer
ist als bei Lastfall 2. Grund hierfir ist die — gegeniiber Lastfall 2 — hohere Axialkraft sowie die
geringe Drehzahl und das niedrig viskosere Ol, was insgesamt zu einer geringeren Schmier-
filmhdhe und damit einhergehend zu einem héheren Festkérperkontaktdruck fiihrt.

Dies spiegelt sich auch in den berechneten Verschlei3tiefen wieder. Sowohl die Verschlei3-
tiefen an den Walzkorpern, als auch an den Rollen entsprechen bei Lastfall 1 in etwa dem
Dreifachen der Werte von Lastfall 2. Der charakteristische Verlauf der Verschlei3tiefen resul-
tiert aus der Uberlagerung von Festkdrperkontaktdruck und Schlupfverlauf im Axial-
Zylinderrollenlager. Wahrend in der Walzkorpermitte reines Rollen auftritt, nimmt der
Schlupfanteil nach auen hin in beiden Richtungen linear zu, siehe Bild 5.

Bild 5:  Schlupf-Verlauf entlang der Walzkoérper-Achse

Der in Bild 6 dargestellte Anfangs- und Endzustand der normierten Wahrscheinlichkeits-
dichtefunktion der Rauheitsspitzen ¢ zeigt zunachst eine grofle Ubereinstimmung zwischen
Lastfall 1 und Lastfall 2. Unter Beachtung der zeitlichen Entwicklung der quadratischen Mit-
tenrauwerte aus Bild 7 wird jedoch deutlich, dass sich bei Lastfall 1 bereits nach etwa
5 Stunden eine konstante Oberflachenrauheit einstellt, wohingegen bei Lastfall 2 noch Ande-
rungen an der Oberflachenrauheit und damit einhergehend auch an der Wahrscheinlich-
keitsdichtefunktion des Oberflachenprofils sowie der Rauheitsspitzen zu erwarten sind.

1 1
— t — t
? 0,8 —t, ? 0,8 — 1,
0,6 1 06
[T [T
QO 04 a 04
o o
0,2 4 0,2
0 T T T 0 T T v
4 2 0 2 4 4 2 0 2 4
zlc —=— zlc —=—
L ) L )
Y T
Lastfall 1 Lastfall 2

Bild 6: Normierte Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der Rauheitsspitzen
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Bild 7: Entwicklung des quadratischen Mittenrauwerts R4 der aquivalenten Oberflache

Sobald die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion keine Nennenswerte zeitliche Anderung mehr
aufweist und die Oberflachenrauheit damit annahernd konstant bleibt, ist davon auszugehen,
dass der Einlaufvorgang abgeschlossen ist. Nichtsdestotrotz kommt es weiterhin — bei einem
Betrieb im Mischreibungsgebiet — durch das Unterschreiten einer kritischen Schmierfilmhéhe

zu Festkorperkontakt und damit Verschleif3.

Tabelle 3: VerschleiBmassen (Lagerscheiben + Walzkdrper) am Ende der Betriebsdauer

‘ Lastfall 1 Lastfall 2

VerschleiBmasse 30,7 mg 9,7 mg

Tabelle 3 fasst die nach Ende der Betriebsdauer zu erwartende Masse an Verschlei3parti-
keln in Milligramm zusammen. Analog zu den vorangegangenen Uberlegungen zeigt sich
auch hier ein bei Lastfall 1 etwa um den Faktor 3 hoherer Verschleil als beim weniger ver-

schlei3kritischen Lastfall 2.

4. Zusammenfassung und Bewertung

Das in diesem Beitrag vorgestellte Simulationsmodell zur Verschlei3berechnung von im
Mischreibungsgebiet betriebenen Walzlagern ist in der Lage sowohl die verschleiBbedingte
Anderung des Oberflachenprofils auf Makro-Ebene, als auch die Anderung der statistischen
Dichtefunktion der Oberflachenrauheit auf Mikro-Ebene vorherzusagen. Es kann dazu einge-
setzt werden tribologisch hoch beanspruchte Systeme hinsichtlich des auftretenden Ver-
schleiRes zu optimieren und dadurch ihre Lebensdauer zu erhéhen oder auch Einlaufpro-

zesse gezielt zu steuern.
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Um verlassliche quantitative Aussagen tber den Verschlei3 treffen zu kdnnen, ist allerdings
die fur das jeweilige betrachtete System adaquate Bestimmung des Verschlei3koeffizienten k
unabdingbar. Dieser obliegt jedoch zahlreichen Einflussfaktoren. Insbesondere mit dem Ein-
satz von additivierten Schmierstoffen sind etwa durch Wechselwirkungen mehrerer Additive
untereinander oder durch die Ausbildung von Grenzschichten starke nichtlineare funktionale
Zusammenhange zwischen VerschleilZkoeffizient und Kontaktdruck, Gleit- und Rollge-
schwindigkeit sowie weiteren Parametern zu erwarten. Aus diesem Grund erscheint es sinn-
voll, diese komplexen chemischen Prozesse detailliert anhand geeigneter Methoden — wie
beispielsweise der Molekulardynamik-Simulation — zu untersuchen, um damit die Genauig-
keit der hier vorgestellten Verschlei3berechnung zu erhéhen.
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Neue Loésungen fur noch weniger Reibung

Die neue Generation reibungsoptimierter Schaeffler-
Kegelrollenlager

Dr.-Ing. Thomas Stahl, Dipl.-Ing. (FH) Reinhard Rumpel,
Dipl.-Ing. (FH) Philipp Wirth,
Schaeffler Technologies AG & Co.KG, Schweinfurt

Kurzfassung

Wenngleich Walzlager im Allgemeinen bereits eine sehr reibungsarme Lagerungsvariante
darstellen, so kdnnen auch diese immer weiter hinsichtlich Reibung optimiert werden.
SCHAEFFLER bietet dazu verschiedene Generationen an, die je nach Anwendungsfall zum
Einsatz kommen kdénnen.

Mit der Generation D wurde ein Qualitatsniveau erreicht, dass nochmals ca. 30% geringere
Reibung im Vergleich zu heutigen Premiumlagern, wie X-life, erlaubt. Mit der Generation D+
wird diese auf die jeweilige Anwendung ,maRgeschneidert’, was weitere Einsparungen von
ca. 20% moglich macht. Mit der Optimierung des Kéafigs kdnnen mit der Generation E und
der anwendungsoptimierten Variante Generation E+ jeweils weitere 10% an Einsparung
erzielt werden.

In Kombination einer dieser Generationen mit einer Beschichtung ist sogar noch eine weitere

Reduktion des Reibmoments mdglich.

Abstract (optional)

Although rolling bearings are generally already a very low-friction bearing variant, they can
also be optimized further and further in terms of friction. SCHAEFFLER offers various
generations for this purpose, which can be used depending on the application.

With Generation D, a quality level has been achieved that allows a further reduction in friction
of approx. 30% compared to today's premium bearings, like X-life. With Generation D+, this
performance is "tailored" to the respective application, which makes further savings of
approx. 20% possible. With the optimization of the cage, Generation E and the application-
optimized variant Generation E+ further savings of 10% can be achieved by each.

In combination of one of these generations with a coating, even a further reduction of the

frictional torque is possible.
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1. Einleitung

Zunehmende Leistungsdichten, starkere Anforderungen an den COz-Ausstol3 und
schonender Umgang mit den Ressourcen fuhren dazu, dass auch Walzlager — die an sich
bereits eingesetzt werden um eine reibungsarme Rotation relativ zueinander bewegter
Bauteile zu ermdglichen — immer weiter optimiert werden um noch reibungsérmer zu werden.
Um dieser Anforderung gerecht zu werden, wurden in den vergangenen Jahren
Entwicklungen im Bereich der Kegelrollenlager vorangetrieben, die eine solche
Verbesserung erlauben.

Dabei beziehen sich diese Entwicklungen immer auf Optimierungen an den einzelnen
Reibkontakten, die fur sich genommen kleine, in Kombination jedoch durchaus beachtliche,
Reibungsreduktionen ermdglichen. Der vorliegende Beitrag beschreibt dabei die
unterschiedlichen Entwicklungsstufen von Kegelrollenlagern und welchen Beitrag diese zur

Reibungsreduktion beitragen kénnen.

2. Generationen der Reibungsreduktion

Jede Verbesserung an einem tribologischen Kontakt fiihrt zu einer Reduktion des
Reibmoments. Durch Implementierung dieses ,Features* in das Lagerdesign entstehen
verschiedene Generation reibungsoptimierter Lager, bei der die nachfolgende Generation
jeweils das Feature der vorhergehenden Generation aufgreift und um eine neues
reibungsoptimiertes Feature erganzt. Bild 1 zeigt dabei einen Uberblick (iber die
verschiedenen Generationen reibungsoptimierter Kegelrollenlager bei SCHAEFFLER.

Bild 1: Generationen reibungsoptimierter Kegelrollenlager bei SCHAEFFLER
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Ausgehend von der Standardqualitat, wie sie in vielen Katalogprodukten angewendet wird,
kénnen mit der Generation B durch Optimierung der Oberflachengiiten, insbesondere des
Walzkorpers, betréchtliche Reibungsoptimierungen erreicht werden. In Kombination mit einer
Optimierung am Innenring wird schlieBlich Generation C erreicht, die auch unter der
Bezeichnung ,X-life“, bei vielen Katalogprodukten Anwendung findet.

Aufbauend auf der Generation C, koénnen aber auch noch weitere, vorwiegend
anwendungsspezifische, Verbesserungen am Lager vorgenommen werden, um noch weitere

Reibungsreduktionen zu erzielen.

2.1 Generation D

Generation D zeichnet sich insbesondere dadurch aus, dass die MalRnahmen von
Generation C erweitert werden. Dazu werden insbesondere die Oberflachenglten weiter
verbessert und der Innenringbord optimiert. Durch die Definition der Oberflachen Utber
Abbott'sche Werte ist es mdglich, die Oberflaichenbeschaffenheit deutlich exakter zu
beschreiben und eine definiertere Oberflache in der Fertigung zu erreichen. Des Weiteren ist
neben der Gite der tribologischen Kontakte auch deren Lage von Bedeutung. So hat ein
Rolle-Bord-Kontakt einen signifikanten Einfluss auf das Reibmoment von Kegelrollenlagern.
Je hoher dieser liegt, desto hoher ist auch das Reibmoment infolge des groReren
Hebelarms. Ziel muss es also sein, den Rolle-Bord-Kontakt so nah wie mdglich an die
Innenringlaufbahn zu legen. Dabei ist allerdings zu beachten, dass die Druckellipse des
Kontakts damit auch nahe an den Freistich zwischen Laufbahn und Bord wandert. L&auft
diese Kontaktellipse nun in diesen Freistich hinein, so entstehen hohe Kantenspannungen
und es wird genau der gegenteilige Effekt erzielt. Die Reibung steigt an. Mit der Generation
D konnte ein optimaler Kompromiss beziglich der Lage des Bordkontaktpunktes gefunden
werden, sodass sowohl die Reibung reduziert, als auch Kantenspannungen vermieden

werden.

2.2 Generation D+

Die bisher beschriebenen MalRnahmen haben einen allgemein giltigen Charakter, d.h. sie
kénnen auf jedes Design angewendet werden und verbessern dabei das Reibungsverhalten.
Um dariber hinaus noch weitere Verbesserungen zu erzielen ist es erforderlich, das Design
S0 zu gestalten, dass es fur die jeweilige Anwendung optimal ausgelegt ist. Dieses ,tailored-
design“ ist dabei so ausgelegt, dass alle Anforderungen der Anwendung an Pressung,
Lebensdauer, Steifigkeit, etc. erfullt werden, die Reibung dabei aber so gering wie mdglich
ist. Diese Optimierung ist jedoch auRerst komplex, da neben Abhangigkeiten von
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Betriebsbedingungen auch gegenseitige Wechselwirkungen von anderen Lagerstellen
Einfluss auf die optimale Auslegung haben.

Das Schaeffler-eigene Softwaretool BEARINX-OPTIKIT erlaubt dabei eine rechnerunterstitzte
Auslegung unter Beriicksichtigung sdmtlicher Betriebsbedingungen und Wechselwirklungen.
Damit ist es tatsachlich moglich, eine — fur die Anwendung optimale — Auslegung zu
definieren, die weiteres Reibungseinsparpotential hat. In Kombination dieser
maRgeschneiderten Auslegung mit der Qualitdt der Generation D erhdlt man damit die
Generation D+.

Welches Energieeinsparpotential nun mit einer solchen Losung erreicht werden kann, soll
anhand eines Beispiels in Bild 2 dargestellt werden.

Als Vergleich dient dazu die e-Achse eines leichten Nutzfahrzeugs mit 2185kg Leergewicht
und einer Motorleistung von 85kW (Peak). Dabei werden zwei der drei Wellen mit jeweils

zwei reibungsoptimierten TRBs der Generation D+ bestiickt.

Bild 2: Reibungsoptimierung mit TRBs der Generation D+ (auf Basis WLTP)

Durch diese MalRnahme kann die Lagerreibung mehr als halbiert werden. Die
Gesamtreichweite des Fahrzeugs erhoht sich damit um ganze 1,5%, also 1,5 pro 100km und

das allein durch Verwendung von reibungsoptimierten Lagern der Generation D+!
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2.3 Generation E

Dartber hinaus ist allerdings noch weiteres Potential vorhanden. Die bisherigen
Optimierungen bezogen sich ausschlieBlich auf die Lagerkomponenten Innenring, Auf3enring
und Rolle. Aber auch durch den Kéafig kann die Reibung noch weiter reduziert werden.
Heutige Kéafiglosungen fuhren den Walzkorper Uber die gesamte Steglange. Fur die
Fuhrungsfunktion ist dies aber oftmals Uberhaupt nicht notwendig. Vielmehr sorgt diese
relativ groBe Kontaktfliche zu zusétzlichen Reibanteilen. Das neue Schaeffler-Ké&figdesign
der Generation E reduziert die Kontaktflichen deshalb auf das Minimum und gew&hrleistet
so eine optimale Fuhrung des Walzkorpers bei gleichzeitig idealen Reibverhaltnissen (vgl.
Bild 3).

Bild 3: Kafigdesign mit optimierten Fihrungsflachen (Generation E)

Durch die Zuriicknahme der Fihrungsflache in der Mitte des Walzkérpers wird zudem
verhindert, dass Schmierstoff durch den Kafig abgestreift wird, womit auch die
Kontaktsituation im Bereich der hochsten Pressung verbessert wird. Neben einer Ausfiihrung
als Stahlblechvariante, wie in Bild 3 dargestellt, kénnen die optimierten Fihrungsflachen
naturlich auch bei einem Kunststoffkafig umgesetzt werden.

Durch den Einsatz einer solchen Kafiglosung kann die Reibung — insbesondere bei niedrigen
Lasten — nochmals reduziert werden. Bild 4 zeigt dabei den Vergleich zwischen einem
Standardkafig (JPB) und einem reibungsoptimierten Kéfig der Generation E (JPE).
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Bild 4: Reibungsvergleich zwischen einem Standardkéfig (JPB) und einem
reibungsoptimierten Kafig der Generation E (JPE)

Die verbesserte Kafigreibung ist grundsatzlich auch bei hoéheren Lasten vorhanden.
Allerdings dominiert bei hoheren Lasten die Bordreibung das Lagerreibmoment, sodass die
geringere Reibung am Kéfig nur noch eine untergeordnete Rolle spielt.

2.4 Generation E+

Eine weitere MalRnahme, die durch den Kafig erzielt werden kann, ist die
Schmiermengensteuerung. Hierbei ist jedoch — in Abh&ngigkeit der Anwendung — zu
unterscheiden, ob eine Mangel- oder eine Uberschmierung des Lagers vorhanden ist. Bei
Mangelschmierung muss der Kéfig so gestaltet sein, dass er dafiir sorgt, dass méglichst viel
Schmierstoff im Lager verbleibt. Bei Uberschmierung muss der Kafig gewahrleisten, dass
moglichst wenig Schmierstoff in das Lager hineingelangt, bzw. dieser mdéglichst schnell
wieder das Lager verlasst. Durch diese MaRBnahmen ist es moglich, dass einerseits immer
ausreichend Schmierstoff im Lager fur die Schmierfunktion vorhanden ist, andererseits aber
die Planschverluste reduziert werden und somit die Gesamtreibung des Kegelrollenlagers
weiter gesenkt wird.

Da dieses Design auf dem Kéfigdesign der Generation E aufsetzt und — wie beschrieben —
unmittelbar von der Anwendung abhangt, wird dieses als Generation E+ bezeichnet.
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Bild 5: Ké&figldsungen zur Schmiermengenregulierung: Einlass-reduziert (links), Auslass-

reduziert (rechts)

In Bild 5 sind dabei die entsprechenden Kafigdesigns dargestellt. Die linke Variante wird
eingesetzt, wenn dem Lager mehr Schmierstoff zur Verfugung steht, als dieses fur die
Schmierung benétigt. Durch die vergroRere Seitenscheibe am kleinen Rollendurchmesser
wird der Schmierstoffzufluss reduziert. Durch die Férderwirkung in asymmetrischen Lagern
kann der Schmierstoff am groRen Rollendurchmesser ungehindert das Lager verlassen. Die
Schmierstoffmenge wird dadurch im Lager reduziert und das Reibmoment wird minimiert.
Das Design rechts wird eingesetzt, wenn in der Anwendung eine Mangelschmierung
vorhanden ist und funktioniert genau entgegengesetzt. Der Schmierstoff gelangt ungehindert
in das Lager hinein, wird jedoch im Abfluss reduziert. Damit kann die Schmierstoffversorgung
im Kontakt verbessert werden.

Zur Veranschaulichung dieses Effekts sind in Bild 6 die Reibwerte fur verschiedene
Drehzahlen fur das Standarddesign (rot), das einlass-reduzierte Design (blau) und das
auslass-reduzierte Design (griin) dargestellt.

Bild 6: Einfluss des Kéfigdesigns (Generation E+) auf das Reibmoment
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Es ist gut zu erkennen, dass das einlass-reduzierte Design das geringste Reibmoment —
aufgrund der reduzierten Planschverluste — aufweist. Das auslass-reduzierte Design zeigt
unter diesen Bedingungen ein noch héheres Reibmoment, da die Planschverluste sogar
erhdht werden. Ein solches Design wirde man unter diesen Bedingungen natirlich nicht
einsetzen. Man kann aber gut erkennen, dass durch dieses Design mehr Schmierstoff im

Lager gehalten wird.

2.5 Beschichtungslésungen

Unabhangig von der Ausfuhrung der Innengeometrie oder der Kafiglésung kénnen natrlich
noch weitere MaRnahmen ergriffen werden, um das Reibmoment nochmals weiter zu
reduzieren. Eine naheliegende Lésung ist dabei die Verwendung von reibungsreduzierenden
Beschichtungen.

Besonders gut anwendbar hat sich dabei eine DurotectB-Beschichtung gezeigt, da dies eine
sehr wirtschaftliche Lésung mit guten Reibungseigenschaften ist.

Bild 7: Reibungsreduktion durch eine DurotectB-Beschichtung

Bild 7 zeigt den Vorteil bei einer Beschichtung der Rollen mit DurotectB. Besonders bei
geringen Drehzahlen ist hier ein deutlicher Reibungsvorteil zu erwarten, da hier — im
Mischreibungsgebiet — die Oberflachen noch in Kontakt stehen und eine Reduktion des
Reibkoeffizienten den gréRten Einfluss hat. Im Vollschmierungsgebiet — also bei vollstéandig
getrennten Oberflachen — hat die Beschichtung nahezu keinen Einfluss mehr, aber in diesem
Gebiet ist die Reibung quantitativ ohnehin relativ gering.
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3 Zusammenfassung

Wenngleich Walzlager im Allgemeinen bereits eine sehr reibungsarme Lagerungsvariante
darstellen, so kénnen auch diese immer weiter hinsichtlich Reibung optimiert werden.
SCHAEFFLER bietet dazu verschiedene Generationen an, die je nach Anwendungsfall zum
Einsatz kommen kénnen.

Mit der Generation D wurde ein Qualitatsniveau erreicht, dass nochmals ca. 30% geringere
Reibung im Vergleich zu heutigen Premiumlagern erlaubt. Mit der Generation D+ wird diese
auf die jeweilige Anwendung ,maRgeschneidert®, was weitere Einsparungen von ca. 20%
moglich macht. Mit der Optimierung des Kafigs kénnen mit der Generation E und der
anwendungsoptimierten Variante Generation E+ jeweils weitere 10% an Einsparung erzielt
werden.

In Kombination einer dieser Generationen mit einer Beschichtung ist sogar noch eine weitere
Reduktion des Reibmoments maoglich.
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Development of the Electrical Impedance Method for Oil
Film Measurement in EHD Contact Area

Masayuki Maeda, Taisuke Maruyama,

NSK Ltd., Fujisawa, Japan;

Prof. Ken Nakano,

Yokohama National University, Yokohama, Japan

Abstract

In this study, the electrical impedance method has been developed for simultaneously
quantifications of the thickness (h) and breakdown ratio (a) of oil films in elastohydrodynamic
(EHD) contacts. To verify the proposed measurement principle, oil film thickness
measurements were conducted by using the electrical method together with the optical
interferometry method in a ball-on-disc-type apparatus. As a result, it was confirmed that the
measured h-values obtained by the electrical method agreed well with those obtained by the
optical method, under test condition with changing the entrainment speed. Besides, it was also
confirmed that the measured a-values obtained by the electrical method showed correlations

with the friction coefficient.

1. Introduction

Rolling bearings in various machines are mainly used for smoothly supporting rotating shafts
for a long period of time. The oil film thickness in EHD contacts of a bearing has a strong
influence on the bearing torque and life. Accordingly, the establishment of oil film thickness
measurement technology of practical bearings is extremely effective in further lowering the
torque and increasing the bearing life. Conventionally, optical interferometry has been used as
accurate methods for measuring the oil film thickness in EHD contacts. However, to apply the
optical method, it is necessary to use a transparent material that transmits light. Due to this
limitation, it is difficult to apply it to monitoring practical bearings. In this viewpoint, electrical
method has an advantage because most of practical bearing are made of steel, which is
electrically conductive material. The main electrical method is the electrical impedance
method. This method evaluates the thickness of oil films by measuring the electrical
capacitance of EHD contacts, but its measurement accuracy is insufficient [1].

This research has improved the conventional electrical impedance method [2]. To verify the

accuracy of the electrical impedance method developed in this research, oil film thickness
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measurements were conducted by using the electrical method together with the optical
interferometry. Besides, this method can measure not only oil film thickness but also the
breakdown ratio of oil film at the same time. We have qualitatively evaluated the measured

breakdown ratio of oil film by comparison with the friction occurring in EHD contacts.

2. Measurement Principle [2]

Geometrical model

Figure 1 is the geometrical model of the EHD contact, where a ball with the radius b is loaded
on a disc. Note that not only the “contact area” but also its “surround area” is considered.
Regarding the contact area, the contact shape is a circle with the radius a and the area S; =
ma?, where a is estimated as the Hertzian contact radius. In the contact area, we assume two
types of regions: one is the “breakdown area” aS: in which the ball surface is directly in contact
with the disc surface, and other is the “lubricated area” (1-a)S: in which the two surfaces are
separated by the oil film with the thickness hi, where a is the breakdown ratio (i.e., 0 < a<1).
Regarding the surround area, it is assumed that the gap between the two surfaces h = h(r)
are filled with the oil. The in-plane distance from the center of the contact (i.e., O) is r. For
simplicity, we neglect the deformation of contact bodies. The maximum gap in the surround

area is hy.

Electrical model

Figure 2 is the electrical model of the EHD contact, which is based on the geometrical model.
Regarding the contact area, the breakdown area is represented by a resistor R1 and the
lubricated area is represented by capacitor C1. Regarding the surround area, it is represented

by capacitor C.. Using the notations of the geometrical model, we obtain the following forms

Ry = Ry/a 1)
C;=¢(1—a)S;/hy =nme(1l—a)a®/hy 2
C, = ¢ [, @2nr/h(r)dr 3)

where Ry is the resistance of the breakdown area for a = 1, and ¢ is the dielectric constant of
oil.

Complex impedance analysis
In the complex form, the AC voltage V = V(t) (as the input) and the AC current | = I(t) (as the
output) are given by

V = |V]exp(jwt) (4)
I = Ilexp(j(wt — ) (5)
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respectively, where j is the imaginary unit and t is the time. Egs. (4) and (5) mean that by
applying the AC voltage with the angular frequency w and the amplitude |V|, we obtain the AC
current with the amplitude |I| and the phase 6 at the same angular frequency w. Then, the
complex impedance Z is given by

Z=V/I = |Z|exp(j6) (6)
Note that in the electrical impedance measurement, the modulus |Z| (= |V|/|I) and phase 6 of

the complex impedance Z are obtained.

On the other hand, from the structure of the electrical model in Fig.2, the complex impedance
Z is given by

Z7V =R+ jw(C + Cy) (7)
From Egs. (1-3) and (6), (7), we obtain the functions for oil film thickness h: and breakdown
ratio a. Note that the mean oil film thickness in the contact area is given by

he =1 —-a)hy ®
Considering that under practical condition, the breakdown area can be scattered in the contact
area S; as multiple micro contacts. In the following, we use hc for the measured oil film

thickness obtained by electrical method.

Fig. 1: Geometrical model of EHD contact
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Fig. 2: Electrical model of EHD contact

3. Experimental Method

Figure 3 is a schematic diagram of the experimental apparatus used in this study. This
apparatus uses a pure sliding contact between a steel ball (diameter: 25.4 mm and material:
AISI 52100 steel) and a glass disc (diameter: 100 mm, thickness: 10 mm of BK7 glass). The
disc surface in contact with the ball is coated with a semi reflecting layer of 5 nm thick chromium
and a spacer layer of 1 pm thick indium tin oxide (ITO). In this study, the ITO film is used, not
only as a “transparent film” in optical measurements, but also as a “conductive film” in electrical
measurements. For electrical measurements, AC voltage is applied between the contacts, AC
current passing through the contact is measured, and the complex impedance Z (i.e., |Z| and
6) is obtained, which is automatically performed with a commercially available impedance
meter. From the electrical measurements based on the measurement principle described in
the previous section, we can quantify the oil film thickness h. and the breakdown ratio a
simultaneously. The test conditions are shown in Table 1. For friction measurements, a torque
meter is installed to the vertical shaft, which measures the torque needed to rotate the disc at
EHD contact conditions and determines the friction coefficient y. As the oil, two types of poly-

alpha-olefin (PAO) with different viscosities were used, as shown in Table 2.
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Fig. 3: Ball-on-disc-type apparatus

Table 1: Test conditions

Temperature, °C 25
Entrainment speed, m/s 0.005t0 0.5
Slide-to-roll ratio, % 200
Maximum contact pressure, GPa 0.34
Herzian contact radius, mm 0.12
AC amplitude, V 1.0

AC frequency, MHz 1.0
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Table 2: Oil properties

PAO (A) PAO (B)
Kinematic viscosity, mm2/s at 40°C 30 396
Pressure-viscosity coefficient, GPa* at 25°C 12.5 16.3
Relative permittivity, - 2.1 2.1

4. Results and Discussion

Figure 4 shows the measurement results of oil film thickness (top), breakdown ratio (middle),
and friction coefficient (bottom) when the entrainment speed U was changed for the PAO (A).
The dashed line in graph shows the theoretical values according to the Hamrock-Dowson
equation. We have confirmed that the measured h-values obtained by the electrical method
agree well with those obtained by the optical method. Therefore, we can conclude that the
electrical method measures the oil film thickness in EHD contacts with a high accuracy
comparable to that of the optical method. In addition, When U < 0.02 m/s, we find that both the
measured a-values and p-values increase, it seems to indicate that a-values correlations with
the p-values. Figure 5 shows the measurement results when U was changed for the PAO (B).
When U = 0.2 m/s, the measured h-values are located below the dashed line with considerable
deviations. In addition, we find that the measured p-values are higher than those extrapolated
from the lower U conditions (i.e., U < 0.1 m/s). From these results, we suggest that the lubricant
is starved at the higher U conditions (i.e., U 2 0.2 m/s). However, even when under the starved

lubrication, the measurement error does not seem to be fatal.
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Fig. 4: Measured values of oil film thickness h. (top), breakdown ratio a (middle), and

friction coefficient y (bottom) for varying entrainment speed U; oil: PAO (A)
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Fig. 5:  Measured values of oil film thickness hc (top), breakdown ratio a (middle), and
friction coefficient u (bottom) for varying entrainment speed U; oil: PAO (B)

5. Summary

Simultaneous measurements of optical interferometry and the electrical impedance method
with the use of the ball-on-disc-type apparatus has demonstrated that the developed method
can measure the oil film thickness with high accuracy comparable to the optical interferometry.
In addition, this method has confirmed that the breakdown ratio of oil films can also be
measured simultaneously and be qualitatively evaluated by comparison with the friction
coefficient.
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Rolling Contact Fatigue Life Evaluation utilizing Mode I
Stress Intensity factor

Sho Hashimoto, Hiroki Komata, Koji Ueda,
NSK Ltd., Fujisawa, Japan

Abstract

The mode Il stress intensity factor range, AKy, at the crack tip generated from a small defect
under rolling contact fatigue (RCF) can be obtained by an approximate formula that includes
the defect size and shear stress as parameters. The formula was obtained from the results of
simulation analysis using FEM. In addition, it has been verified by the RCF life test of rolling
bearings with small defects that the flaking life can be estimated accurately by utilizing AK;,.
Based on these results, the new flaking life estimation method using AKj,, has been developed,
which contains a parameter that represent the size of defects. The accuracy of the life
estimation is demonstrated quantitatively by a case study using actual life testing results with
the data of non-metallic inclusion size. The life of subsurface-originated flaking on rolling

bearings will be estimated accurately by utilizing the new method.

1. Introduction

Rolling bearings are required to have a long service life and high reliability, and such
requirements are increasing year by year. “Flaking (= Spalling)” of rolling bearings is one of
the rolling contact fatigue (RCF) failures caused by cyclic contact stress, and various studies
have been conducted so far. Subsurface-originated flaking is a form caused by the generation
and propagation of cracks from non-metallic inclusions contained in rolling bearings. Higher
cleanliness of materials is effective as a means of suppressing this kind of failure and extending
the life of rolling bearings. On the other hand, the growth behaviour of fatigue cracks generated
from inclusions and the effect of inclusion dimensions on the flaking life have not been clarified
quantitatively. In previous studies, the authors attempted to treat the flaking as a mode Il
microcrack problem from the viewpoint of fracture mechanics. In this report, it is shown that
the flaking life was successfully evaluated as a crack problem with taking a small crack effect
on the shear-mode fatigue crack into consideration, irrespective of the diameters and depths
of the hole. Moreover, the accurate life estimation is attempted using results described above
and the information of non-metallic inclusions in bearing steel.
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2. Mode Il stress intensity factor of a crack emanating from the edge of a drilled hole
under rolling contact
2.1. Method of analysis

Fig. 1 shows an ellipse-type contact area on a rolling bearing. The stress field generated
under Hertzian contact between the inner ring and the steel ball was analyzed via finite element
method (FEM), using the commercial software, MSC Marc 2013rl. A half-symmetric model
was used for the analysis. Some external force in the z-direction was applied to the rolling
element (ball), so that the two elements entered into contact with each other. Node
displacement was constrained on the x-z symmetric plane in the y-direction. Young’s modulus
and Poisson’s ratio of the inner ring were 208 GPa and 0.3, respectively. To simplify the
modelling and analysis processes, the inner ring was modelled as an elastic-flat plane , and
the rolling element was modelled as a rigid barrel with an equivalent curvature radius,
calculated from the curves of the inner ring and ball so that the contact ellipse resembled a
realistic scenario - a combination of elastic inner ring and elastic ball. As indicated in Fig. 2, a
small drilled hole was introduced into the middle of the inner ring raceway. The stress intensity
factor (SIF) of a ring-shaped crack with a length, a’, of 0.010mm around the hole-edge was
analyzed by FEM, so as to quantify the flaking limit of the rolling bearing as a non-propagation
crack limit. Fig. 2 shows the flat-plate FEM model with a drilled hole of d = 0.100 mm and h’ =
0.100 mm, which was in contact with the rolling element. In the experiments, the hole diameter,
d, was varied at four levels (i.e., 0.050 mm, 0.075 mm, 0.100mm and 0.200 mm), with the hole-
edge depth, h’, also varied at four levels (i.e., 0.050 mm, 0.100 mm, 0.220mm and 0.345 mm).
The detail of the modelling and analysis method is demonstrated in previous paper [1].

Outer ring
Inner ring Rolling element (Ball)
Contact
Contact ellipse Pressure ATIN
R distribution g
,,,,, Omax
' ) d
Minor axis = \V
Rolling element __L7L___ ___________ E
(Ball) L
Drilled hole h Tar Ty
Inner ring

Fig. 1: Target of FEM analysis. Contact ellipse is generated between ball and ring.
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Load

Load movement direction Rigid rolling element

Elastic-flat body
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g [E Point'A, joe//7
T o om LN N N g oo
80 mm
(a) FEM contact model. (b) Ring-shaped crack around hole edge.

Fig. 2: FEM model of the contact between ball and flat plate having a small drilled hole.

2.2. Result of analysis
Fig. 3 shows examples of the variation in the SIF, Ky g, at Point A in Fig. 2. Ky« was seen
to vary from the negative peak to the positive peak while the rolling element moves. The

difference between the negative and positive peaks was calculated as AKy 4 for the respective

’
d, h" and gmax.
10 10 10
s 8 s 8 s 8
g 6 b £ 6 g 6
gL 4 f 5T 5T
2 - 2 1 2
s 2t mnd 5 2 g8 2 by
e . A £e ¢ A e o T
= 3 22 22
g5 2 AK; £z 'Y AKy 2 ) ° AKy
52 4t 52 a4 % @ )
=¥ [] =¥ = r
@ 6 ° @ -6 @ -6
z 3 3
g 8 r g -8 g -8
-10 -10 -10
-06 -04 -02 0 02 04 06 -06 -04 02 0 02 04 06 06 -04 -02 0 02 04 06
Distance between the center of the rolling element Distance between the center of the rollingelemer  Distance between the center of the rolling element
and the center of the drilled hole, x [nm] and the center of the drilled hole,x [nm] and the center of the drilled hole, x [nm]
(a) gmax = 3.0 GPa. (b) dmax = 2.5 GPa. (€) gmax = 2.0 GPa.

Fig. 3: Change in SIF K; caused by the movement of ball under compressive contact: d =
0.100 mm, h’ = 0.100 mm.

3. Approximation formula for Mode Il stress intensity factor range under rolling
contact
AKyain is correlated with the SIF range for a penny-shaped crack in an infinite body under

uniform shear, through an intermediary correlation factor, fqi, as follows [1]:

4 d B
AKarin = farin - 5747 /TI (E +a ) (1)

IP 216.73.216.36, am 19.01.2026, 06:39:18. ©
tersagt, m mit, flir oder in Ki-Syster



https://doi.org/10.51202/9783181023785

262 VDI-Berichte Nr. 2378, 2021

where Az=2 7. The values of fyi were obtained for each gmax and h’ from the results of FEM
analysis, all of which are plotted together as a function of the hole diameter, d, as presented
in Fig. 4. Thus, AKjaii is given as follows:
MKy g = (—1.56 - d + 0.82) - ﬁm 1'[(% +a) )

In Fig. 4, fain was identified by a solid gray line. The estimation error fell within the range of
almost + 5%, except when the hole depth was much smaller than that of the drilled hole, e.g.,
(d, h") = (0.200, 0.050) mm. Based on the results described above, it can be concluded that
AKj gt can be accurately calculated using Eq. (2), within the ranges of 2.0 GPa < (max < 3.0
GPa,d<0.2mm,0.5<h'/d<6.9,0.05<a’/d=<0.2. With respect to the RCF tests conducted
during this study, most of the test conditions fell within the above-mentioned ranges. The detail

of the consideration is also discussed in previous paper [1].

10
5 L fou = ~1.56-d+ 0.82
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Fig. 4: fain @s a function of d for various gmax and h'.

4. Experimental procedures
4.1. Materials

The rolling bearings used in the RCF tests were deep-groove ball bearings, type 6206, and
thrust ball bearings, type 51305, produced from 100Cr6 steel, the chemical composition of
which is shown in Table 1. All of the bearings were heat-treated at 1113 K for 60 min, then
subsequently oil-quenched and tempered at a temperature of 443 K for 120 min. After the heat
treatment, the sizes and dimensions of the rolling bearings were adjusted by grinding, with the
track surfaces processed by super-finishing. The average Vickers hardness, HV, measured
with a load of 9.8 N, was 751 for 6206 bearing and 754 for 51305 bearing, respectively. A
drilled hole was introduced at the bottom of the grooved track as a crack-starter. The hole
diameter, d, ranged from 0.05 to 0.1 mm, and the depth of the hole-edge, h', ranged from 0.05
t0 0.175 mm.
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Table 1:  Chemical composition of the tested bearing. (mass %)

Element C Si Mn Cr P S Ni Cu Mo
6206 0.98 0.23 0.36 1.43 | 0.014 | 0.004 | 0.02 | 0.004 | 0.01
51305 1.03 0.26 0.33 1.33 | 0.010 | 0.004 | 0.02 | 0.002 | 0.01

4.2. Experimental method

Fig. 5 shows a schematic of the rolling bearing and RCF test rigs. During the testing, steel
balls (100Cr6) measuring 9.525 mm in diameter were rolled between the inner and outer rings
under a contact load. The lubricant used was 1SO-VG68 oil. The maximum contact pressure,
gmax, fanged from 2.5 to 3.4 GPa, with a rate of rotation of 3900 min~* for 6206 bearing and
1000 min~* for 51305 bearing. During the testing, root mean square (RMS) of vibrational
acceleration was monitored. It has been empirically known that when a crack reaches the
surface and the flaking occurs, the RMS value becomes more than twice the normal value.

The occurrence of flaking was detected by monitoring RMS value.

Outer ring

O Inner ring

Rolling element

EEEEE EEEtitl S Inner ring ‘ (Ball)
Roling element @@
Outerring '
(a-1) Deep groove ball bearing. (a-2) Thrust ball bearing.
Axial load
<

Inner ring -

Lubrication oil

Cage
Balls

Radiator
Lubrication oil Housing Outer ring

(b-1) Rigs for the deep groove ball bearing.  (b-2) Rigs for the thrust ball bearing.
Fig. 5:  Schematic of the rolling bearings and rigs for the fatigue test.
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Fig. 6 shows an example of the observation of a cross-section after an RCF test. The flaking
life, Nt, was defined as the number of cycles, N, at which a sub-surface crack reached the
surface. When fatigue failure did not occur at N = 2x108 cycles, the fatigue test was terminated.

After the fatigue test, the cross-section of the hole was observed by optical microscopy.

Load movement direction’

d: Diameter of hole

h': Depth of edae

Cgack

Drilled hole before testing Drilled hole in testing Drilled hole after testing

Fig. 6: Examples of the observation of cross section after RCF test
(Inner ring of 6206 bearing, d = 0.100 mm, h’ = 0.063 mm,
Omax = 3.0 GPa, N = 2.8 x 107).

5. Experimental results and discussion
5.1. RCF test results

Fig. 7 shows the gmax — N data for the rolling bearings with drilled holes. As shown in Fig. 6,
all the fatigue cracks initiated at the edge of the drilled holes, later propagating by shear-mode.
In Fig. 7, RCF data for smooth specimen of 100Cr6 steel obtained by Furumura et al. [2] are
also plotted. The results clearly demonstrate that introduction of hole onto the specimen
surface significantly degraded the RCF life. The diameter, d, and depth, h, of the holes greatly
affected the life of the specimens. As a reference, RCF test results for flat-plate specimens
with small drilled holes, as obtained by Komata et al. [3] are also plotted in Fig. 7. Komata et
al. conducted RCF tests of 100Cr6 steel plate specimens having small drilled holes with
various depths and diameters in the middle of the raceway. The RCF life of the rolling bearings
obtained in the present study was considerably lower than that of the flat-plate specimens

when they have the same dimensions of defect. The fact infers that the difference in the shape
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and dimensions of rolling elements varied the stress distribution beneath the contact surface,

which accordingly influenced the RCF life.
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Fig. 7: Relationship between maximum contact pressure gmax and RCF life Ny.
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5.2. Effect of depth of fatigue origin on RCF strength

Fig. 8 shows the relationship between the nominal shear stress amplitude at the hole-edge,

Ta, @and Nt In Fig. 7 (gmax V.S. Ny), the experimental data exhibited a large scatter, whereas in

Fig. 8 (ta v.s. Ny), less scatter was displayed. It is worth noting that, in Fig. 8, ta — N data for d

= 0.1mm were unified within a narrow band, regardless of the variation of hole depth. The

result suggests that the shear stress at the depth of crack initiation is a dominating factor for

the shear-mode crack-growth and its threshold. On the other hand, the . — N; data for d = 0.05

mm were higher than those for d = 0.1 mm. Such an effect of hole diameter will be discussed

in the following sections.
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5.3. Evaluation of RCF strength based on the stress intensity factor

In the section 3, FEM analyses derived the Mode Il SIF range of ring-shaped crack around
the edge of drilled holes during the passage of the rolling element, AK; 4. Based on the result
of analyses, it was revealed that AK; «in can approximately be correlated with the SIF for penny-
shaped crack in an infinite body under uniform shear via a correlation factor, faii, as expressed
by Eq. (2). Fig. 9 illustrates the relationship between AKj q4ir and N. It is noted that AK|; grin was
calculated for the initial defect size, i.e. the length of the ring-shaped crack, a', was assumed
to be zero in Eq. (2). This approximation is reasonable because the RCF life is determined by
propagation or non-propagation of a short crack, whose length a' is not predetermined but is
substantially small as compared to the hole diameter, d, in all the unflaked specimens. In Fig.
9, all the RCF life data were uniformly gathered inside a narrow band, irrespective of the
diameter and depth of the hole. Consequently, it was manifested that the fatigue limit, as well
as the RCF life data, can successfully be evaluated by using the Mode Il SIF range calculated
for the initial defect. Advanced discussion has been made in previous paper [3].

14
* Depth of hole-edge ranges
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el 10 A
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g 8 Te
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Fig. 9: Relationship between stress intensity factor range AKy, ¢in and RCF life Ny.

6. Application — RCF life estimation utilizing mode Il stress intensity factor

It was clearly revealed that RCF life (= flaking life) of rolling bearings can be quantified though
the mode Il SIF range of a small defect in the raceway. This results suggests that the mode Il
SIF range can be utilized for estimating the life of subsurface-originated flaking which is
initiated from non-metallic inclusion. In this section, the flaking life estimation is attempted
based on such a useful fact and the size of non-metallic inclusions in bearing steel with a case
study.

It is noted that Eq. (2) is valid for the crack emanated from the edge of the drilled hole but will
not be verified for the crack from cavity and non-metallic inclusion beneath the surface. On the
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other hand, Eq. (2) seems to have the availability even if cracks generated from the inclusion
present in the steel since their essential behaviour of the crack propagation under rolling
contact are presumed as same, that is, the crack propagation which occupies most of flaking
life is dominated by shear stress.

Nishimori et al. reported that conventional bearing steels have oxide inclusions within the
range of 20 — 35 um in their material area of 30000 mm? which can be assumed as the stress
volume of one rolling bearing 6206, and RCF life data of 6206 bearing as illustrated in Fig. 10
[5][6]. When the reported size of oxide inclusions applied to the Eq. (2), the values of AKj;, gri
are obtained within the range of 5.8 — 7.4 MPa-m°5 under the condition of the maximum shear
stress t = 875 MPa which means the surface pressure of 3.5 GPa is acting due to external
force. AK|, grin 0f 5.8 MPa-m°? is on the almost threshold mode Il SIF range as illustrated in Fig.
9, thus no flaking occurs in this case, or life will be extremely long. Meanwhile, AK, i of 7.4
MPa-m°5 is in the range which a failure occurs, and around 4 x 107 cycles are estimated
number of cycles to failure as shown in Fig. 9. The N; = 4 x 107 cycles is equivalent to 171
hours under the operating condition as reported in [6]. The calculated life (171 hours) utilizing
mode Il SIF range is plotted as shown in Fig. 10 with red square, on the hypothesis that 10
pieces of inner ring of 6206 bearing were inspected and 35 um was largest inclusion size in
them although the number of inspected pieces of material was not scribed in [5].

The flaking life estimated by the method described above is good agreement with
experimental data as indicated in Fig. 10 while some of hypothesis were considered in order
to complement the situation in the realistic range. It is worth noting that the estimated life is
well-consistent with RCF life occurred by non-metallic inclusions while the calculated Lio by
classic equation scribed in ISO-281 is much less than real life. Such remarkable results will
help to develop the new formula for flaking estimation in future.
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Fig. 10:RCF life of 6206 bearing made of conventional bearing steel (Nishimori et al., 1993 [5])

7. Conclusions

Rolling contact fatigue (RCF) tests were carried out using 6206 bearing and 51305 bearing
with small drilled holes of various diameters and depths. The RCF life (flaking life) data were
evaluated using the mode Il stress intensity factor (SIF) range of ring-shaped cracks which
emanated at the edges of the drilled holes. As a result, the RCF life data were uniformly
gathered inside a narrow band, irrespective of the diameters and depths of the holes, by using
the Mode Il SIF range of ring-shaped cracks which originated around the edges of drilled holes.
Moreover, it was quantitatively demonstrated that the subsurface-originated flaking life due to
non-metallic inclusions in bearing steel can be estimated utilizing mode Il SIF range with actual

flaking life data obtained from rolling bearing made of the conventional bearing steel reported
before.
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Smartes GroRwalzlager mit Verschleimonitoring durch
integrierte Sensorik fir GroBmaschinen wie Miningbagger
oder Offshore-Krane

Mit im Lager integrierten Sensoren lasst sich der Verschleif3zu-
stand des Lagers mit geringem Aufwand messen. Eine einfache,
gefahrlose und reproduzierbare Messung des Verschleil3es ist
damit moéglich

Smart slewing bearing with wear monitoring by integrated
sensors for large machines like mining excavator or
offshore cranes

With sensors integrated in the bearing, the wear condition of the
bearing can be measured with minimal effort. A simple, safe and
reproducible measurement of the wear is thus possible

Dipl.-Ing. (FH) Johannes Weimer,
Liebherr Components Biberach GmbH, Biberach a. d. Rif3

Kurzfassung

Die Messung des Verschleiles bei GroRwalzlagern Uiber Abstandsmessungen ist ein wichtiger
Indikator um eine vorausschauende Wartung des Grofwalzlagers zu ermdglichen (Bearing
Clearance Monitoring).

Mit der integrierten Sensorik ist es mdglich den Verschlei regelmaRig und mit geringem
Aufwand zu messen. Die Reproduzierbarkeit des Messergebnisses ist hoch, da die Sensorik
fest im Lager verbaut ist. Der Bediener kann die Messung eigenstandig durchfiihren, ohne auf
weitere Unterstiitzung durch weiteres Personal angewiesen zu sein. Uber die
Datenauswertung in der App kann die Entwicklung des Verschleif3es einfach und ohne eigene

Datenauswertung und Dokumentation nachverfolgt werden.

Abstract

Measuring the wear of slewing bearings through clearance measurements is an important
indicator for predictive maintenance of the slewing bearing (Bearing Clearance Monitoring).
With the integrated sensors, it is possible to measure the wear regularly and with little effort.

The reproducibility of the measurement result is high, as the sensor is permanently installed in
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the bearing. The operator can perform the measurement independently without having to
depend on additional support from other personnel. The trend in wear can be easily tracked
via the data evaluation in the app without the need for separately data analyses and

documentation.

1. Das Produkt GroBwalzlager

GroRwalzlager (GWL) werden auch Drehverbindungen genannt. Es sind grofe Walzlager zur
Aufnahme von hohen Kraften und Belastungen. Sie sind wahlweise mit oder ohne Verzahnung
am Innen- oder AuBenring versehen. lhr Einsatzort ist ungemein vielfaltig und reicht von
Baumaschinen bis hin zu Windkraftanlagen und der allgemeinen Industrie. Ebenso vielfaltig
sind damit auch die Bauformen von GWL. Ein kleiner Auszug aus den GroRwalzlagern ist im
Bild 1 aufgefihrt.

Bild 1: Bauformen von Grofwalzlagern

2. GWL im Betrieb

GroRwalzlager sind in Anwendungen verbaut sind, die normalerweise im permanenten 24/7-
Betrieb betrieben werden. Zudem sind die Umgebungsbedingungen sehr rau. Bei einem
Mining-Bagger bspw. ist das Lager in unmittelbarer Nahe des Baggerstiels und der Ketten, so
dass aus mehreren Richtungen Steine und Staub auf das Lager einwirken. Auch wenn die
Lager abgedichtet sind, kann nicht komplett vermieden werden, dass abrasive Partikel in das
Lager gelangen.

Durch die Kombination aus der dauerhaften hohen Belastung und verschlieRférdernden
Umgebungsbedingungen tritt ein Verschleil von mehreren mm auf, wie im Bild 2 abgebildet.
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Bild 2: Verschliezustand in einem GroRwalzlager aus einem Mining-Bagger

3. Lésung von Liebherr-Components Biberach GmbH

Die bestehenden Losungen fir die Uberwachung des VerschleiRes sind aufwéndig
durchzufihren, da min. zwei Mitarbeiter erforderlich sind. Zudem sind sie mit einem
erheblichen Gefahrenpotential behaftet, da sich Personal wahrend der Messung im
Gefahrenbereich aufhalten muss. Aus diesen Griinden wurde von der Liebherr-Components
Biberach GmbH ein Verfahren entwickelt, das eigenstandig durch den Bediener und ohne
Gefahrdung von Mitarbeitern durchgefiihrt werden kann.

Im Lager sind in den Hauptlastzonen je zwei bertihrungslose Abstandsensoren wie in Bild 3
dargestellt verbaut. Ein Abstandsensor misst auf eine konische Flache und der zweite misst
auf eine Zylindrische. Eine axiale Verschiebung der Laufbahnen (wie sie durch Verschleil
auftritt) bewirkt an der konischen Flache eine Abstandsanderung in radialer Richtung, die Gber

die Geometrie des Lagers in die axiale Verschiebung umgerechnet wird.
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Bild 3: Aufbau einer Messstelle

Legende zu Bild 3: 1. Abstandsensor — Zylinderflache
2. zylindrische Messflache
3. Abstandsensor — Konusflache

4. konische Messflache

GroRwalzlager haben im Verhéltnis zu den auf sie einwirkenden Lasten eine geringe
Eigensteifigkeit, was zu elastischen Verformungen der Ringe im Regelbetrieb fiihrt. Auch die
Verformungen der Anschlusskonstruktion von Ober- und Unterwagen wirken sich auf die
Gesamtverformung des Lagers aus. Um diese Verformungen zu kompensieren werden die
VerschleiBmessungen unter einer definierten Priiflast (festgelegte Position und Belastung des
Baggerstiels bzw. des Kranauslegers) an kundenspezifischen Positionen durchgefihrt. Unter
dieser Priflast wird auch bei der Inbetriebnahme des Messsystems die gemessenen Werte
der Abstandsensoren tariert. Auf diese initialen Messwerte werden alle nachfolgende
Messungen bezogen.

Wie im Bild 4 zu sehen ist, sind alle Sensoren an einer zentralen Auswerteelektronik
angeschlossen, auf die sich der Bediener Uber eine Bluetooth-Schnittstelle mit einem mobilen
Endgerat aufschalten kann.
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4. Welche Vorteile hat der Kunde

Die Vorteile dieses Systems gliedern sich in drei Bereiche.

An erster Stelle ist die erhdhte Sicherheit zu erwahnen. Bei diesem System muss sich kein
Mitarbeiter im Gefahrenbereich unterhalb des Bagger/des Krans aufhalten, was bei der
bisherigen Methode erforderlich ist.

Da die Sensoren fest im Lager verbaut sind, wird die Genauigkeit und die Wiederholbarkeit
der Messungen deutlich erhoht.

Die letzte und fir Viele der entscheiden Vorteil sind die reduzierten Kosten. Diese verringern
sich durch die verkurze Stillstandzeit des Baggers/Krans aufgrund er kurzen Messzeit, aber
auch dadurch, dass die Messung eigenstandig vom Bediener des Baggers/des Krans

durchgefiihrt werden kann ohne dass externes Fachpersonal hinzugezogen werden muss.
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Der Blick ins Lager!

How to take a look inside of roller bearings during
operations.

Dipl.-Ing. (FH) Lars Meisenbach, BestSens AG, Niederfillbach;
Dr. Jakub Chmelar, Brno, Tschechien

Kurzfassung

Im ersten Teil des Manuskriptes zeigt Dr. Jakub Chmelar wie akustische Oberflachenwellen

zur Erfassung von Schmierungszusténden in Walzlagern verwendet werden kénnen.

Im zweiten Teil des Artikels beschreibt Lars Meisenbach, wie mit Hilfe vom akustischen
Oberflachenwellen der Zusammenhang zwischen Schmierung, Schlupf und Verschleil? von

Walzlagern in Bahngetriebene untersucht und verstanden werden kann.

Abstract

In the first part of the manuscript Dr. Jakub Chmelar explains how surface acoustic waves can

be used to measure the lubrication condition inside of roller bearings.

In the second part of the manuscript Lars Meisenbach describes how surface acoustic waves
were used to investigate and understand the relation between lubrication condition, bearing

slip and the wear of bearings in railway gearboxes under different operation conditions.

1. Measuring principle of surface acoustic waves and the relation to lubrication

regimes in the contact zone between rolling elements and the bearing race

Objective of this applied research was to show and describe how surface acoustic waves
respond to predicted changes of lubrication film under controlled operating conditions. The

research was conducted by Dr. Jakub Chmelar, co-author of this paper, as his doctoral degree
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work on Czech Technical University in Prague. Results were published in Tribology

International [1].

The research was carried out with setup illustrated in Figure 1. For excitation and sensing of
surface acoustic waves (SAW) BeMoS One was used during the course of all experiments.
The transducer and sensor were placed with mutual span to allow sensing of individual rolling
elements in between. The setup allowed accurate control of the bearing load, speed and

temperature of flowing lubricant.

Fig. 1: Experimental setup. 1. Tested roller bearing with highlight of loaded elements,
2. Transducer and Sensor of the BeMoS system, 3. Groove for temperature sensor
under inner ring, 4. Lubrication inlet and drain, 5. Constant level lubrication
reservoir, 6.

Typical recorded time series of SAW amplitudes and propagation delay is in Figure 2a,
spectrum of this signal is then in Figure 2b. The result of FFT transformation shows that the
signal reflects two important operational parameters of bearing. It is frequency of shaft
revolution and outer race ball pass frequency. As presented later in the text, these two, are
effectively used for analysis of internal bearing slippage, which significantly impacts the life of
bearing.

Observation of lubrication film is then performed by statistical evaluation of the signal. Example
in Figure 3 shows normalized statistical variance as function of the bearing speed for three
different oil viscosities and one control case with unlubricated bearing. The data come from

experimental treatments that were conducted under controlled conditions with special focus
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on temperature of lubricant and bearing to allow for comparison with mathematical models. In

details the procedure is descried in [1]

Fig. 2: a) Time series of the SAW signal for lubricated bearing at 500 rpm,
b) FFT Spectrum of the signal.

Analyzed data revealed that the transition into fully developed lubrication regime (EHD) is
accompanied by significant changes in the signal of propagation time delay. For example, it is
sensitivity to bearing speed depicted in Figure 3. There is well distinguished region with rapid
changes of the signal, followed by stable region at higher speeds. Overlays of Tallian’s specific
film thickness predictions - A, obtained from the mathematical simulation, show that the stable
region indicates fully developed EHD lubrication regime — i.e., A > 3, region of unstable

variance is attributed to mixed and boundary lubrication regimes —i.e., A < 3.
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Fig. 3: Variance normalized by mean value of the signal as function of bearing speed for
three oil viscosities and dry bearing. Overlay lines denotes predictions of lubrication

regimes.

The outputs from the presented research show, that the technology of the BeMoS is capable
to indicate changes of lubrication film and regimes inside bearing in-situ, during operation. Due
to the method is sensitive to the lubrication film, it provides unparalleled information about its
status. Previous papers [2,3] demonstrated that the sensitivity of the method also covers
degradation of lubricant by water content or debris. All that than can be used for indication and
early warning for critical bearings, and developing predictive maintenance strategies.

2. Application of the surface acoustic wave technology to understand the operation
conditions of bearings in railway gears

2.1 Lubrication condition

Bearings in railway gearboxes has to run in a wide range of operating conditions. From
Temperatures starting at -40°C up to temperatures of about 80°C. Under different speeds and
under different supply of lubricant. Of course the viscosity of the lubricant also changes with
the temperature. To understand the lubrication regime and the contact kinematics in the rolling
contact, BeMoS one was used to take a look inside of the bearings during different operation
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conditions. The transducer and the sensor for the SAW-measurement is applied to the outer

race of the bearing with compression fittings and holes in the bearing housing. (Figure 4)

Fig. 4: Installation situation of the BeMoS sensors for measuring gearbox bearings.

Like Figure 2a shows, the propagation delay of the surface acoustic wave pulse is being

influenced by the rolling elements passing the measuring section.

Fig. 5:  Screenshot of the BeMoS Web-APP showing the "fingerprints" of the rolling
elements in the SAW-time measurement signal for three different shaft speeds with

maximum oil filling and counterclockwise rotation

Figure 5 shows the modulation of the propagation time of the gearbox bearing for maximum
fill of lubrication and three different shaft speeds. As you can see at 1.500 rpm the rolling
elements influence the propagation time very uniformly. At 2.500 rpm some bearings elements
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start as a result of poor lubrication conditions to do not modulate the propagation time in the
same way like the other rolling elements. This phenomenon can be observed at 3.500 rpm for

even more rolling elements.
2.2 Bearing slip

Slip always occurs when it is no longer possible for the lubricating film to transmit the frictional
and inertial forces of the rolling elements and the cage. Using the frequency information from
the Fourier transformation like in Figure 2b it is possible to calculate the cage speed and the
slip of the bearing. Bearing slip leads to an increased share of sliding friction and thus to
premature wear of the raceways. Figure 6 show that especially the rotational direction has a
big impact of the rolling behavior. The slip behavior is directly related to the lubrication supply

that occurs when the direction of rotation is reversed.

Fig. 6: Bearing slip in relation to the shaft speed for different rotation directions and oil level
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3. Conclusion

In presented examples we demonstrated that BeMoS Surface Acoustic Waves based
technology allows unique insight into complex dependencies of bearing kinematics &
lubrication regimes on operating conditions. These capabilities can be utilized in research or
industrial applications for understanding of bearing applications or building more reliable
machines through online monitoring.

[1] Chmelar, J., Petr, K., Mossoczy, P., & Dynybyl, V. (2020). Experimental study of
lubrication film monitoring in a roller bearing by utilization of surface acoustic waves.
Tribology International, 141. https://doi.org/10.1016/j.triboint.2019.105908

[2] Brickner, C., Miedl, J., Diller, W., (2014). Erkennen von flissigen Verunreinigungen in
Walzlagern, Aachener Kolloquium fir Instandhaltung, Diagnose und
Anlageniberwachung (AKIDA)

[3] Bruckner, C., Stich, S., Behrens, J., (2015). Determination of a bearings operating
conditions during the working process by means of BeMoS®, OilDoc Conference
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Effiziente Modellierung von Walzlagern in der
Getriebeentwicklung

Dipl.-Ing. M. Keller, WITTENSTEIN SE, Igersheim;
M.Eng. M. Feuchter, CADFEM GmbH, Leinfelden-Echterdingen

Kurzfassung

Um hochsten Kundenanforderungen hinsichtlich Positionier- und Wiederholgenauigkeit bei
Ritzel-Zahnstange-Anwendungen gerecht zu werden, muss das Gesamtsystem eine hohe
Steifigkeit aufweisen. Die Wechselwirkungen zwischen Walzlagerung und der umgebenden
Struktur bestimmen mafgeblich das Steifigkeitsverhalten des Gesamtsystems und mussen
wahrend der virtuellen Getriebeentwicklung im Rahmen von Finite-Elemente-Simulationen
korrekt erfasst werden. Eine detaillierte Modellierung der Lagerung liefert zwar eine hohe
Ergebnisqualitét ist aber aus Griinden der Recheneffizienz i. d. R. nicht praktikabel. Haufig
eingesetzte Ersatzmodellierungen auf Basis von linearen Federelementen sind
recheneffizient, was jedoch zu Lasten der Ergebnisqualitdt geht. Der Einsatz eines
Modellierungsansatzes mit nichtlinearen Federelementen ermdglicht eine recheneffiziente
Betrachtung bei hoher Ergebnisqualitat. Damit wird die Betrachtung eines Gesamtsystems zu
Optimierungszwecken mit Hilfe der Finite-Elemente-Simulation wieder handhabbar. Der
Abgleich zwischen Versuch und Simulation bestatigt die hohe Ergebnisgite des nichtlinearen

Modellierungsansatzes.

Abstract

In order to meet the highest customer requirements in terms of positioning and repeat accuracy
in pinion-rack applications, the overall system must have a high degree of stiffness. The
interactions between the rolling bearing and the surrounding structure significantly determine
the stiffness behaviour of the overall system and must be correctly captured in the virtual gear
development within the framework of finite element simulations. A detailed modelling of the
bearing provides a high result quality, but for reasons of computational efficiency it is usually
not practicable. Frequently used substitute modelling based on linear spring elements is
computationally efficient, but this is at the expense of result quality. The use of a modelling
approach with non-linear spring elements enables a computationally efficient consideration
with high result quality. This makes the consideration of an entire system for optimization
purposes with the help of finite element simulation manageable again. The comparison
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between test and simulation confirms the high quality of the results of the non-linear modelling
approach.

1. Einleitung

Bei der Entwicklung moderner Ritzel-Zahnstange-Systeme, Bild 1, stehen steigende Kunden-
anforderungen zur Positionier- und Wiederholgenauigkeit im Fokus. Derartigen Anforderungen
wird man gerecht, indem das Gesamtsystem mit einer hohen Systemsteifigkeit ausgestattet
wird. Gleichzeitig soll die Produktlebensdauer erhalten bleiben. Die Produktentwicklung unter
diesen Anforderungen erfordert ein tiefes Verstéandnis der Wechselwirkungen im
Gesamtsystem, um ein optimales Betriebsverhalten zu erzielen. Der frihzeitige Einsatz der
Finite-Elemente-Simulation zur Bewertung von Konstruktionsentwirfen wahrend der

Entwicklung von Ritzel-Zahnstange-Systemen ist dabei unabdingbar.

Bild 1: Ritzel-Zahnstange-System der Firma WITTENSTEIN alpha GmbH

2. Modellbildung
Die Herausforderung bei der Modellbildung besteht im Erfassen der sich gegenseitig
bedingenden Abhangigkeiten von Walzlagerung und der umgebenden Struktur, Bild 2.
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Bild 2: Gegenseitige Abhangigkeit der Steifigkeit von Struktur und Walzlagerung

Dies setzt die detaillierte Abbildung des Walzlagers im Simulationsmodell des Gesamtsystems
voraus. Die Modellierung der Walzkorper und der Lagerringe mit allen Hertz'schen Kontakten

scheidet jedoch aufgrund der damit verbundenen langen Rechenzeit aus, Bild 3.

Bild 3: Gegenuberstellung der detaillierten FE-Modellierung eines Walzlagers mit einem mit
Steifigkeitskurven bedateten Ersatzfedermodell

Stattdessen wird bei der Modellbildung h&ufig auf ein Ersatzfedermodell (Bushing-Element)
mit linearen Federn zwischen den Lagerringen zuriickgegriffen. Im Bushing-Element werden
fur einen bestimmten Betriebspunkt vorausberechnete Walzlagersteifigkeitskurven in
Abhéngigkeit der am Lagersitz angreifenden Krafte hinterlegt. Zwar wird damit das
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Simulationsmodell des Gesamtsystems handhabbar, jedoch wird der auf das Walzlager
riickkoppelnde Einfluss aus der Strukturverformung von Welle und Gehause ganzlich
vernachlassigt. Weiterhin werden mit den linearen Feder-Elementen zwischen den
Lagerringen Zugkrafte Ubertragen. Der Kraftfluss wird nicht korrekt abgebildet. Dies wirkt sich
negativ auf die Qualitat der Berechnungsergebnisse aus.

Ein neuerer Ansatz besteht darin, jeden einzelnen Wéalzkorper zwischen den Lagerringen mit
nichtlinearen Feder-Elementen abzubilden, Bild 4.

Bild 4: Nichtlineares Modell zur Abbildung von Walzlagern in der FE-Simulation

Die zugrundeliegende Federsteifigkeit wird auf Basis der Lagergeometrie und den Hertz schen
Gleichungen berechnet. Die Federsteifigkeit je Walzkorper, die Verformungen und
Verlagerungen der Strukturbauteile werden zur Laufzeit des Losungsprozesses bis zum
Gleichgewicht  betriebspunktabhéngig iteriert. Die rickkoppelnde  Wirkung der
Struktursteifigkeit auf die Walzlagerung sowie etwaiges Abheben der Walzkérper wird somit
korrekt erfasst. Die Ergebnisqualitat steigt gegentiber der Modellierung mit linearen Feder-
Elementen und die Verformungen als auch der Kraftfluss im Gesamtmodell kénnen realistisch
abgebildet werden.

3. Ergebnisse aus Versuch und Simulation

Mit der beschriebenen Methodik wird mit der Finite-Elemente-Methode ein Simulationsmodell
eines entsprechenden Versuchsaufbaus erstellt. Die Walzlagerung im Prufaufbau besteht aus
zwei vorgespannten Kegelrollenlagern in O-Anordnung, welche im Versuch eine Belastung
aus einer Querkraft Fq erfahren. Die sich am Wellenende einstellende Wellenverlagerung wird
zur Bewertung der Kippsteifigkeit herangezogen. Der dem Simulationsmodell entsprechende
Versuchsaufbau bestéatigt die Simulationsergebnisse, Bild 5.
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Bild 5: Versuchsaufbau einer unter Querkraft Fq belasteten Versuchshohlwelle mit
Kegelrollenlagerung in O-Anordnung im Getriebegeh&use

4. Zusammenfassung

Mit der vorgestellten Modellierungsmethodik unter Einsatz nichtlinearer Federelemente wird
der Einfluss aller Walzkorper auf die Lagersteifigkeit abgebildet. Da die Federelemente,
zwischen Lagerinnen- und auf3enring eingesetzt, ausschlieflich Druckkréfte ibertragen, wird
der Kraftfluss im Gesamtsystem korrekt erfasst. Dabei &ndert sich die ModellgréRe gegentiber
dem Einsatz von sog. Bushing-Elementen kaum. Somit kann der Einfluss der
Lagervorspannung bei beliebiger Systembelastung recheneffizient erfasst und Potential in der
konstruktiven Optimierung gehoben werden.
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Zustandsuberwachung von Profilschienenfihrungen
mittels magnetoresistiven Sensoren

Dr. R. Slatter, Dipl.-Ing. J. Traute,
Sensitec GmbH, Wetzlar;
Dipl.-Ing. R. Lindemann,

SNR Walzlager GmbH, Bielefeld

Kurzfassung

Das Thema Zustandsuberwachung (engl. Condition Monitoring) und zustandsorientierte War-
tung gewinnt in den letzten Jahren zunehmend an Bedeutung sowohl in der betrieblichen Pra-
xis als auch in der Forschung. Im unternehmerischen Alltag wird die Instandhaltung jedoch
meist nur als Kostenstelle betrachtet. Die Vorteile von pradiktiver Wartung, erméglicht durch
prazise Information Uber den Zustand einer Maschine, auf die Betriebs- und Produktions-kos-
ten werden oft unterschatzt. Verfahren der Kiinstlichen Intelligenz (KI) und Big Data ermdgli-
chen effektive Analysen in kiirzester Zeit. Diese neuen Verfahren und eine darauf basierende,
deutlich verbesserte Zustandsiiberwachung von Anlagen, kann komplett neue Geschéaftsmo-
delle z. B. ,pay-per-use*, verfugbarkeitsorientierte Geschaftsmodelle im Rahmen Industrie 4.0
ermdglichen. In einem Teilprojekt innerhalb des BMBF-geforderten Projekts KI-PREDICT, mit
Laufzeit bis Februar 2023, sollen magnetoresistive Sensoren benutzt werden, um die Zustand-

suiberwachung einer Profilschienenfihrung des Projektpartners NTN-SNR zu ermdglichen.
1. Einleitung

Ziel des Verbundvorhabens KI-PREDICT, mit vollem Titel ,Elektronik fir verteilte Kiinstliche
Intelligenz zur sensorbasierten Prozess- und Zustandskontrolle®, ist die Entwicklung sensor-
basierter KI-Systeme zur Zustandsuberwachung von Produktionsanlagen. Hierzu soll verzahnt
eine Hard- und Softwarearchitektur entwickelt werden, die zum einen den Fokus auf sensor-
nahe Datenfusion, Datenreduktion und Datenauswertung legt. Durch die anwendungsoffene
Hardware wird ein breiter Einsatz des Systems ermdglicht. Dies wird im Rahmen des Vorha-
bens an mehreren Anwendungsféllen in den Bereichen der Lageriiberwachung, spanenden

Bearbeitung sowie der Umformtechnik demonstriert. Zwischen Marz 2020 und Februar 2023
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arbeiten insgesamt 8 Partner aus Industrie und Wissenschaft an diesem Projekt, das seitens

des BMBF in der Ausschreibung Mikorelektronik fiir Industrie 4.0 geférdert wird.
2. Projektziele

Die Anforderungen an Diagnosesysteme sind vielfaltig und komplex. Die Entscheidungsgrund-
lage fur eine Produktionsdrosselung oder sogar Produktionsunterbrechung muss fundiert und
fehlerfrei sein. Dazu kommen besondere Einsatzbedingungen und naturlich wirtschaftliche As-
pekte dazu. Im Projekt KI-PREDICT sollen diese Anforderungen auf folgende Art und Weise

erfullt werden:

e Neue Messstellen sollen wo mdglich vermieden werden. Im Antriebsstrang schon vor-
handene Sensoren, z. B. Wegmesssensoren bzw. Stromsensoren, sollen benutzt wer-
den, erganzt durch weitere Sensoren fiir neue zustandsiberwachende Funktionen.
Neue Verfahren wie beispielweise Instantaneous Angular Speed (IAS), wo Weg- und/o-
der Winkelsensoren benutzt werden oder Motor Current Signature Analysis (MCSA), wo
Stromsensoren eingesetzt werden, kdnnen angewandt werden, um die Mdglichkeiten
von vorhandenen Sensoren auszunutzen.

e KI-Algorithmen sollen eingesetzt werden, um eine quasi-automatische Diagnose und
Prognose zu ermdglichen.

e Ein multivariates Verfahren soll benutzt werden, um Fehldiagnose zu vermeiden.

e Die Kl-Algorithmen sollen auch die Notwendigkeit fur eine Interpretation der Ergebnisse
durch Experten vermeiden.

e Die neu zu entwickelnde Hard- und Software soll mit passenden Schnittstellen ausge-
fuhrt werden, um eine einfache Integration in géngige Steuerungen zu ermdglichen.

e Die Nutzung von vorhandenen Messstellen, glinstigere Signalverarbeitungs-Hardware
und -Software sowie eine Vorverdichtung von Daten sollen dazu beitragen, ein deutlich
besseres Preis-Leistungs-Verhaltnis als der Stand der Technik zu realisieren. Dabei soll
die Sensorik Richtung intelligenter Sensor entwickelt werden, mit einer leistungsfahiger

Signalverarbeitung auf bezahlbarer Hardware nah am oder integriert im Sensormodul.
3. Zustandsuberwachung von Profilschienenfuhrungen

In einem Teilprojekt sollen magnetoresistive Sensoren [1, 2] benutzt werden, um die Zu-
standsiiberwachung einer Profilschienenfiihrung zu ermdglichen. Eine Vorgabe ist eine mini-

mal-invasive Anordnung der Sensoren. Es sollen keine mechanischen Anderungen am
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Fiihrungswagen gemacht werden und es sollen nur minimale Anderungen an der Fiihrungs-
schiene erfolgen. Diese mechanischen Anderungen dirfen nicht im Kraftfluss liegen.

Ein Verlust der Vorspannung zwischen den Kugeln und der Fiuhrungsschiene soll erfasst wer-
den auf Basis der Passierfrequenz der Walzkorper. Eine Anderung der Passierfrequenz kann
auf einen Verlust der Vorspannung hinweisen. Mit derselben Sensoranordnung wird man ver-
suchen, durch Veranderungen in der magnetischen Signatur Verschleif3 an den Walzkdrpern
direkt zu erfassen. Die Belastung der Linearfiihrung soll direkt erfasst werden mittels einer
Messung der Deflektion zwischen Fuhrungswagen und Fihrungsschiene. Dazu soll ein unbe-
lastetes Geometrieelement an der Fuhrungsschiene quasi als MaRverkdrperung dienen.
Durch die Anbringung von Sensoren an beiden Seiten der Fihrungsschiene und an beiden
Enden des Fihrungswagens soll untersucht werden, ob mehrere Kraftkomponenten bzw.

Drehmomente erfasst werden kénnen. Die Sensoranordnung ist in Bild 1 dargestellt.

Bild 1: Sensoranordnung fiir Profilschienenfuhrung (Bildquelle: NTN-SNR)

Beschadigungen an den Laufbahnen und/oder den Walzkorpern sollen mit IAS-Techniken er-
fasst werden. Die Hoffnung ist, dass Ergebnisse aus anderen Projekten bei weiteren Maschi-
nenelementen, wie z.B. Walzlager oder Zahnradgetrieben sich auf Profilschienenfiihrungen
Ubertragen lassen. Wiinschenswert ist weiterhin eine Erfassung der Position eines Schadens
an der Fihrungsschiene mittels eines Absolut-Wegmesssystems. Erhéhte Reibung durch Ver-
schleil? soll durch einen integrierten Temperatursensor erfasst werden.

Zusétzlich zu den integrierten Sensoren soll auch externe, antriebsbasierte Sensorik benutzt

werden kdnnen. Motorstrom und Motordrehzahl bzw. Lineargeschwindigkeit sollen parallel
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erfasst werden. Die Signalvorverarbeitung und ein Teil der Signalanalyse sollen von einem
sog. Data Exploration Board ausgefuhrt werden. Diese zusétzliche Platine soll auch, wenn
maoglich, im Fuhrungswagen integriert werden. Bild 2 zeigt ein Funktionsmuster des Sensor-
moduls mit einem additiv gefertigten Geh&ause. Im Bild ist nur ein Modul gezeigt — in den spéa-

teren Tests sind Module an beiden Enden des Fihrungswagens angebracht.

Bild 2: Funktionsmuster des Sensormoduls (Bildquelle: Sensitec)

Bild 3 gibt einen detaillierten Einblick in die Sensoranordnung im Sensormodul.

Bild 3: Detailansichten der Sensoranordnung (Bildquelle: Sensitec)

In der néchsten Projektphase werden die Funktionsmuster an einem speziell entwickelten
Priifstand (Bild 4) getestet. Mittels Hydraulikzylinder werden Krafte und Momente auf die fest-

stehenden Fuhrungswagen aufgebracht und die Fihrungsschiene werden mittels einen
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Linearantrieb zyklisch bewegt. Dauertests werden an drei Profilschienenfiihrungen gleichzeitig
durchgefihrt, um so viele Daten wir moglich zu erfassen. Die Tests sollen bis zum Ausfall
fortgefuhrt werden.

Bild 4: Prifstand fur Belastungstests (Bildquelle: NTN-SNR)

Die daraus gewonnen Daten werden im weiteren Projektverlauf benutzt, um eine datenba-

sierte Zustandserkennung unter Anwendung von Kl-Algorithmen (Bild 5) zu ermdglichen.

Bild 5: Ablauf datenbasierter Zustandserkennung
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Rillenkugellager mit innovativem Kafig im
Trichtertaschen-Design

Das Ermoglichen von Hochstleistungen — trotz hértester
Einsatzbedingungen

Dipl.-Ing. (FH) H. Niedermeier, Dipl.-Ing. (FH) R. Buchner,
Dipl.-Ing. (FH) T. Kreis,
Gebr. Reinfurt GmbH & Co.KG, Rimpar

Kurzfassung

Durch den Einsatz von neuartigen Kafigen im Trichtertaschen-Design erreichen
Hochgeschwindigkeitskugellager eine deutliche Performance-Steigerung in Bezug auf das
dynamische Verhalten und die Laufreibung. Die Kalotten des Kafigs sind anders als bei
herkdmmlichen Varianten in Form eines Trichters ausgelegt. Durch die schréag angeordneten
Kontaktlinien der trichterférmigen Kugeltaschen werden optimale, dynamische Bedingungen
erzielt, sodass der Ké&fig eine stabilere Fuhrung erhalt und Uber ein verbessertes
Zentrierverhalten verfligt. Zudem wird dieser weniger durch Schwingungen angeregt — und
das wirkt sich letztlich positiv auf das Gerauschverhalten und die Lebensdauer des

Kugellagers aus.

1. Einleitung

Die Anforderungen der Dentalgerétehersteller an Turbinenhandstiicke neuer Generationen
werden nicht nur Uber die Lebensdauer der Dentalturbinen definiert.

Die Erwartungshaltung der Dentalindurstrie ist, den Zahnkliniken und Zahnarzten zukiinftig
immer schneller rotierende und leisere Dentalhandsticke anbieten zu konnen. Trotz der
Performance-Steigerung ist ein wesentlicher Fokus, im Feldeinsatz innerhalb der
Gewahrleistungsfrist der Dentalgerate Frihausfélle zu vermeiden. Um den hohen
Anforderungen zukunftiger Gerategenerationen gerecht zu werden, vermag es neuer
geometrischer Veranderungen des Kugellagers. Am Beispiel des Dental-Turbinenlagers wird
die Leistungssteigerung mit Hilfe eines neuartigen, patentierten Kafigdesigns beschrieben.

2. Das Dentalhandstick — Hochste Anforderungen an die Lagerung

Im Kopf des Dentalhandstiicks befindet sich die mit bis zu 500.000 min? pneumatisch
angetriebene Dentalturbine, die wie in Bild 1 dargestellt, aus Rotorwelle (Hohlwelle mit
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Spannzange), Rotor und den beiden Rillenkugellagern besteht. Zur Aufbringung der axialen
Vorspannung fir die beiden Kugellager sind in der Regel Wellfederscheiben vorgesehen, die
an den Planflachen der beiden AuBenringe angreifen und dadurch eine X-Anordnung der
Lagerstellen gewahrleisten. Zwei O-Ringe im Gehéausekopf sorgen fir die erforderliche

Schwingungsdampfung zwischen Handsttick und Turbine.

Bild 1: Halbschnitt durch den Gehausekopf eines Dentalhandstiicks

Die beiden Kugellager sind bzgl. ihrer GroRe mit Bohrungsdurchmesser 3,175 mm,
Aufendurchmesser 6,35 mm und Breite 2,779 mm (schmale Ausfuihrung 2,38 mm) weltweit
einheitlich dimensioniert. Im Markt befinden sich Stahlkugellager, gefertigt aus
martensitischem Edelstahl, und Hybridkugellager (Kombination aus Stahlringen und SisNas-
Kugeln).

Anwendungsbedingt sind entweder Schnappkéfige (in Radial-Rillenkugellagern) oder
Fensterkéfige (in Schrég- oder Angular-Kontaktlagern) aus Hochleistungskunststoffen im
Einsatz. Die Leistungsfahigkeit des Kafigs begrenzt die Lebensdauer des
Turbinenkugellagers. Durch abrasiven Verschleif3 wird dieser mehr und mehr geschadigt, so
dass das Kugellager eine héhere Laufreibung generiert, die zur Folge hat, dass die geforderte
Leerlaufdrehzahl des Rotors nicht mehr erreicht wird. In diesem Fall ist das Dentalhandstiick
nicht mehr einsatzféhig, so dass die Kugellager getauscht werden missen. Eine Lebensdauer-
und Gerauschverbesserung der Lagerung im Dentalhandstiick ist von daher in erster Linie
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durch einen leistungsfahigeren Kéfigwerkstoff bzw. durch Kéfig-Designanderungen

realisierbar.

3. Lésungsansatz: Auslegung eines Kéafigs mit neuem Design

Das neue, innovative Feature des Kugellagerkafigs im Trichtertaschendesign hebt die
Performance von Rillenkugellagern bzw. Angular-Kontaktlager auf ein neues Level.

Am Beispiel des Fensterkéfigs (s. Bild 2b) wird die neuartige konstruktive Gestaltung der
Kugeltasche dargestellt. Das Taschendesign ist nicht wie bei herkommlichen Auslegungen als
zylinderformige Bohrung abgebildet (s. Bild 2a), sondern weist in Umfangsrichtung eine
Trichterform auf. Die radiale Taschenbegrenzung ist dabei bezuglich der Orientierung exakt
auf den Kafigmittelpunkt gerichtet. Die axiale Ausdehnung der Kugeltasche andert sich
gegeniber dem Standard nicht. Durch diese besondere Auslegung kdnnen optimale
Laufeigenschaften des Kéfigs innerhalb des Kugellagers erreichen werden. Denn einerseits
wirkt die Antriebskraft der Kugel senkrecht gegen die Wandung der Kugeltasche, sodass der
Kafig eine stabile Fihrung erhalt und insgesamt Uber ein verbessertes Zentrierverhalten
verfugt. Andererseits wird der Kafig weniger durch Schwingungen angeregt. Das hat zur Folge,
dass sich Geréauschverhalten und Lebensdauer des Lagers signifikant verbessern.

Bild 2a: Kalotte mit zylindrischer Bohrung Bild 2b: Kalotte mit trichterformiger Kontur

im Standarddesign im Sonderdesign

Kunststoffkafige mit trichterférmiger Kalottenkontur zeigen ihre Stérken ausschlieBlich in
Hochgeschwindigkeitsanwendungen, wenn sich der Drehzahlkennwert bei gréer als 400.000
mm/min bewegt. Unterhalb dieses Grenzwertes wird das Standardkafig-Design empfohlen.
Sowohl Schnappkéfige in Rillenkugellagern als auch Fensterkéfige in Angular-Kontaktlagern
kénnen mit dem besonderen Feature ausgestattet werden. Typische Einsatzfelder sind High-

Speed-Dentalinstrumente und Hochfrequenz-Spindeln.
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4. Versuchsergebnisse mit dem neuen Kéfigdesign im Vergleich zum Standard-Modell

Kafige mit dem neuen Kalottendesign verhelfen dem Rillenkugellager im Vergleich zum
Standard zu einer deutlichen Uberlegenheit. Im Anwendungsbeispiel liegt die Drehzahl der
GRW:-Referenzturbine bei 350.000 min'* bzw. der Drehzahlkennwert bei 1.670.000 mm/min.
Der vollautomatische GRW-Dentalprifstand bietet die Moglichkeit, mit jeweils zehn
Vergleichsturbinen  objektiv.  die  Lebensdauerwerte mit den unterschiedlichen
Kugellagerausfiihrungen zu bestimmen.

Wahrend des Testzyklus simuliert ein Belastungszylinder die durch den Zahnarzt ausgetbten
Krafte, sodass sich infolge der Beschleunigungen und Abbremsungen im Kugellager
Kafigverschleil? einstellt, der wiederum Laufreibung und Leerlaufdrehzahl beeinflusst.
Ausfallkritierum fur den Prifstand ist die Drehzahl des Rotors. Nach Unterschreitung der
Drehzahlgrenze von 330.000 min-1 gilt das Handstiick als ausgefallen.

Diagramm 1 zeigt die Auswertung des Prifstandversuchs, in dem neben der Rotordrehzahl
auch das Turbinengerdusch fir alle 10 Testturbinen dargestellt ist. Der Einsatz des
Sonderkugellagers mit Trichtertaschendesign fuhrt zu einer Reibungsreduzierung, mit der
Konsequenz, dass sich die mittlere Leerlaufdrehzahl um ca. 10.000 min im Vergleich zum
Standardlager erhoht.
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= =
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T 300 340000 E
© —_
2 250 E
330000

& 200 5
] . a
= 320000 ¢
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5 100 ~—g=-j 310000 £
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I Lebendauer Standardkafig [h] mmmmm [ ebensdauer Trichter-Design [h]
e | eerlaufdrehzahl Standardkafig [min-1] e eerlaufdrehzahl Trichter-Design [min-1]

Der Einsatz des Sonderlagers mit neuartigem High-Speed-Kafig ermdglicht eine mittlere
Lebensdauersteigerung um 39% gegentber dem Standardlager. Viel entscheidender fur die
Performance der Lagerung ist die Betrachtung der Friihausfélle. Beim neuen Kéafig erfolgt die
Krafteinleitung an der Kontaktstelle Kugel/Kugeltasche tangential. Dies bedeutet, dass sich
der Kafig bei beginnendem Kafigverschleifd nicht aus der Mittelpunktlage herausbewegt.
Dadurch koénnen frihzeitige Lagerausfalle vermieden werden. Im Diagramm 1 sind die
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Fruhausfalle fur beide Lagervarianten bis 100 Stunden Lebensdauer in roter Schrift dargestellt.
Wahrend beim Standardlager vier Frihausfélle registriert sind, zeigt das Sonderkugellager von
GRW nur einen Ausfall knapp unterhalb von 100 Stunden. Ein weiteres wichtiges
Quallitatskriterium sind die Rotor-Gerausche in der Dentalturbine. Auch hierbei Uiberzeugt das
neue Trichtertaschendesign mit einem Laufgerausch von ca. 60 dB. Der Standardrotor ist mit
etwa 64 dB deutlich gerauschauffalliger.

5. Modellanalyse mit Hilfe der Mehrkérpersimulation

Fir die Modellierung wurde die Version 2019 R2 des Programmsystems ANSYS® in der
Extension ANSYS/LS-DYNA und LSPrePost verwendet. Die aktuell genutzte Version des LS-
DYNA Solvers war die Double precision R10.1.0.
Die Simulationsstudie befasste sich mit der Untersuchung der beiden Einzellager
(Standardlager und Sonderlager mit Ké&fig im Trichtertaschen-Design).
Fir die Simulationsmodelle sind folgende Annahmen getroffen worden (s. Bild 3):

- Festhalten am AuRenring (Bewegungen nur in Achsrichtung mdoglich)

- Antriebswelle fest verbunden mit dem Innenring (nur Rotation um X-Achse mdglich)

- Wellfederscheibe ubertragt 2 N axiale Vorspannung auf den Auf3enring

Bild 3: Simulationsmodell fur Standard- und Sonderlager (323.124 Knoten/298.130 Elemente)

Der zeitliche Ablauf der Simulation war wie folgt festgelegt:

0 bis2ms:  Aufbringen der statischen Vorspannung von 2 N

2 bis5ms:  Beschleunigung der Antriebswelle auf 360.000 min-1
5 bis 12 ms: Die Antriebswelle [auft kostant bei 360.000 min-1
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Zur Beurteilung des dynamischen Verhaltens der beiden Betrachtungsmodelle wurden tber
die Simulationszeit von 12 ms die jeweils aufgenommene Reibenergie der Kafige aufaddiert

und im Bild 4 dargestellt.

Bild 4: Aufgenommene Reibenergie fiir Standardkafig und Kafig mit Trichtertaschen-Design

Mit Hilfe der Mehrkdrpersimulation kann das bessere dynamische Verhalten des Spezialkafigs
mit Trichtertaschen-Design nachgewiesen werden. Die deutlich geringere Reibenergie auf
dem Innendurchmesser (s. Bild 4 rechts) bestatigt die These, dass das neue Kafigdesign tber
eine bessere Zentrierwirkung verfugt. Bei der dargestellten Reibenergie handelt es sich um
Gleitreibanteile des innen gefuhrten Kéfigs, die im Kontakt zur Innenringschulter entstehen. Im
Kontaktbereich Kugel/Kalotte zeigt sich ein ahnliches Verhalten, da die Reibenergie infolge
der geringeren Antriebskraft auf den Kafig ebenfalls deutlich niedriger ausfallt als beim
Standardkafig (s. Bild 4, links).

6. Schlussbetrachtung

Mit dem neuen, innovativen Kéafig im Trichtertaschendesign erzielen Rillenkugellager eine
deutliche Performance-Steigerung hinsichtlich des dynamischen Laufverhaltens im Vergleich
zum Standardlager. Dies zeigt sich sowohl in der Funktionalitat (Laufreibung/ Geréausch) als
auch in der Lebensdauer. Bestétigt wird das Ergebnis Uber eine Mehrkérpersimulation, mit
deren Hilfe die im Vergleich zum Standardkéfig deutlich niedrigere Reibenergiedichte in den
Kugelkalotten und an der Fihrungsflache (Innen-@) nachgewiesen werden konnte. Das
bessere Zentrierverhalten des neuartigen Kafigs fuhrt zu einem ruhigeren Lauf, mit der
Konsequenz, dass auch das VerschleiBverhalten positiv beeinflusst wird.
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Backward Whirl-formige Kafiginstabilitat in Walzlagern

Florian Unterderweide, M.Sc., Prof. Dr.-Ing. Matthias Weigold,
Prof. Dr.-Ing. Eberhard Abele,

Institut fur Produktionsmanagement, Technologie und
Werkzeugmaschinen (PTW), Technische Universitat Darmstadt

1. Kurzfassung und Einleitung

Beim Betrieb von Walzlagern kann es zu rasselartigen Gerauschen kommen. Da die
Vermutung besteht, dass der Kéfig dafiir urséchlich ist, bezeichnet man dieses Geréausch auch
als Kéfigrasseln. In der Literatur wird beschrieben, dass der Ké&figorbit dabei instabile
Bewegungsformen aufweist [1,2,3]. In der Folge kann sich durch die erhéhte Kontakthaufigkeit
der Verschleif3 verstarken [4]. Um die Ursache der instabilen Kéafighewegung zu untersuchen,
existiert am PTW eine Prifstandsumgebung, welche es ermdglicht den auRenringgefiihrten
Kafig eines Spindellagers mit drehendem Innenring im Betrieb mit einer
Hochgeschwindigkeitskamera zu erfassen. Im stabilen Zustand lauft der Kafigmittelpunkt mit
Walzkorpersatzdrehzahl auf einer kreisférmigen Bahn. Im instabilen Fall kehrt sich der Orbit
um, die Orbitdrehzahl erhéht sich stark und ein kreischendes/rasselndes Gerausch entsteht.
Die Bewegung erinnert an den Backward Whirl, welcher ein instabiler Zustand im Bereich des
allgemeinen Rotor-Stator Kontakts (bspw. bei Fang- oder Gleitlagern) ist. Zusétzlich deformiert
sich der Kafig dabei mit einer Frequenz, welche in der Nahe der ersten Eigenfrequenz liegt.
Nach einer Verringerung der Eigenfrequenz durch strukturelle Schwachung tritt kein instabiles
Verhalten auf. Es wird vermutet, dass ein kurzzeitiger Haftkontakt des Kafigs am
Fuhrungsbord bedingt durch erhdhte Reibung, angefacht durch die Eigenschwingung den
Backward Whirl auslost.

2. Stand der Technik

Das Bewegungsverhalten des Kafigs wurde bereits in einigen Arbeiten erforscht. Kingsbury
et. al. wiesen durch Experimente nach, dass der Kafigmittelpunkt unter bestimmten
Betriebsbedingungen eine annéhernd gleichférmige Bahn um den Lagermittelpunkt beschreibt
[1]. Demnach liegt eine stabile Kéafighewegung vor, wenn die Umlaufgeschwindigkeit des
Kéfigmittelpunkts um die Lagermitte (Wirbelgeschwindigkeit) der Rotationsgeschwindigkeit
des Kéfigs entspricht. Der stabile Fall ist durch ein regelmaRiges Bewegungsmuster
gekennzeichnet. Der instabile Fall, welcher durch ein rasselndes/kreischendes Laufgerdusch
begleitet ist, wird in [1] durch eine unregelmaflige Bewegung des Kafigmittelpunkts
charakterisiert. Grillenberger et. al. [2] zeigten simulativ und experimentell bei Lagern mit
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kugelgefiihrtem Kafig und angetriebenem Auf3enring, dass der Kafig beim Erscheinen des
kreischenden Laufgerausches elastische Schwingungsformen aufweist und die gleichlaufige
Wirbelgeschwindigkeit (Forward Whirl) erhoht ist. Als Anregungsmechanismus ist hier die
Reibung zwischen Kugel und Kafigtasche in Verbindung mit den Kafigeigenfrequenzen
genannt. Holland préasentierte in [3], dass bei Spindellagern mit AuBenringfiihrung und
angetriebenem Innenring bei Auftreten des rasselnden Laufgerausches der Kafigmittelpunkt
seine Orbitdrehrichtung umkehrt und mit hoher Frequenz entgegen der Satzrichtung rotiert.
Ein &hnliches Verhalten tritt bei Rotor Stator Kontakt in Fanglagern oder trockenen Gleitlagern
auf und wird dort als Backward Whirl bezeichnet. Der Fokus dieses Beitrags liegt auf der

Untersuchung der instabilen Kafighewegung eines Spindellagers der BaugroRe 7206.

3. Versuchsaufbau und Messmethode

Bild 1: Versuchsaufbau

Der verwendete Messaufbau (Bild 1) untergliedert sich in Testlagerung, Antrieb und Kamera-
system. Die Testlagerung besteht aus zwei hochgenauen, baugleichen, 6l-luftgeschmierten,
innenringgetriebenen Spindellagern der BaugroRe 7206 mit Stahlkugeln und Hartgewebe-
kéafig. Diese sind Uber Distanzhilsen in O-Anordnung starr vorgespannt. Der Aufbau
ermdglicht es, das Rasseln uber die Einbringung eines Luftstroms gezielt ausldésen zu kénnen.
Durch die Hochgeschwindigkeitskamera wird die Lagerbewegung in eine Serie von
Einzelbilder tUberfihrt. Jedes Einzelbild enthédlt Informationen zur radialen und tangentialen
Kugel-, Kafig- und Wellenposition zu einem bestimmten Zeitpunkt. Zur Bestimmung der
Kéfigposition wird der in [3] gezeigte Kantendetektionsalgorithmus genutzt. Durch die
Kéfigmittelpunkte aller Aufnahmen kann der Verlauf des Kafigorbits tber die Zeit gebildet
werden. Die Deformation des Ké&figs lasst sich anhand des Abstands des Kéafigmittelpunktes
zu einem kafigfesten Referenzpunkt bestimmen. Durch das Verfahren kann die Position des
Kéfigs beim groReren Lagertyp 7014 im Stillstand mit einer Genauigkeit von 0,09 mm bestimmt
werden. Insofern kann dieser Wert als untere Grenze fUr den Lagertyp 7206 verwendet
werden. Aliasingeffekte kénnen durch Variationen der Aufnahmefrequenz ausgeschlossen
werden. Néheres zur Messmethode und -aufbau kann aus [3] entnommen werden.
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4. Ergebnisdiskussion

Bild 2 zeigt die Translation des Kafigmittelpunkts im stabilen (grtin) und im instabilen (rot) Fall
sowie die Deformation bei einer Wellendrehzahl von 6.000 U/min tber 720 Bilder bzw. 141
ms. Der harmonische Verlauf weist darauf hin, dass sowohl der stabile als auch der instabile
Orbit durch eine Wirbelbewegung gekennzeichnet ist. Weiterhin fallt auf, dass in beiden
Darstellungen die Rasselbewegung deutlich hdherfrequente Anteile enthalt. Wie schon in [3]
gezeigt, bewegt sich der Kafigmittelpunkt im instabilen Fall entgegen der Wellendrehrichtung
(Backward Whirl). Mithilfe der Aufnahmeparameter lasst sich die Darstellung in den
Frequenzbereich Uberfiihren. In Bild 3 sind Translations- und Deformationsfrequenzen tber
verschiedene Drehzahlen fur den stabilen und den instabilen (gestrichelt) Fall gezeigt. Bei der
stabilen Ké&fighewegung entspricht die Umlauffrequenz der Drehfrequenz. Das Kriterium fur
den stabilen Fall ist erfullt. Die instabile Bewegung hingegen weist keinen linearen
Zusammenhang zur Drehzahl auf. Die instabile Translationsfrequenz liegt zwischen 500 und
600 Hz, wahrend die instabile Deformationsfrequenz bei 1.100-1.300 Hz angesiedelt ist.
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Bildfolge

Translation in X-Richtung in Px
o

AP,

3 1 L I 1 1 I I

Deformation in Px

0 100 200 300 400 500 600 700
Bildfolge

Bild 2: Stabile/instabile Translations- und Deformationsbewegung des Kéfigs in
chronologischer Folge

Um zu priifen, ob Eigenbewegungen fir die Instabilitat mitursachlich sind, wurde mithilfe einer

Frequenzgangmessung am frei aufgehangten Kafig die erste Eigenfrequenz des

unveranderten sowie von vier modifizierten Kéfigen ermittelt und dessen Rasselneigung am

Prifstand untersucht. Im Bereich der Stege sind Nuten mit verschiedenen Geometrien
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(Mod 1-4) eingebracht worden, um die Steifigkeit und die erste Eigenfrequenz zu verringern.
Die Auswirkung der Variation auf die Eigenfrequenz und auf das Rasselphanomen ist in
Tabelle 1 gezeigt. Die Eigenfrequenz des unveranderten Kafigs liegt bei 1.184 Hz und damit
im Bereich der Deformationsfrequenzen. Die Kéfige mit den Modifikationen 2-4 wiesen im
Betrieb keine Instabilitat auf. Dies deutet darauf hin, dass die Eigenbewegung des Kafigs den

Backward Whirl anfacht.
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Bild 3: Stabile/instabile Translations- und Deformationsbewegung im Frequenzbereich

Version Eigenfrequenz in Hz Rasseln In Bild 4 ist der Orbit (links) sowie der
Original 1184 Verlauf in  Y-Richtung uber die
Mod 1 1172 I?nder/Zelt des Kafigmittelpunkts beim

Ubergang in den instabilen Bereich bei
Mod 2 1.077

einer Wellendrehzahl von 3.000 U/min
Mod 3 891 .

dargestellt. Vor dem Rasselbeginn
Mod 4 630 “ . g

halt sich der  Ké&figmittelpunkt

Tabelle 1: Kafigeigenfrequenzen und Rasselneigung unterhalb des Lagermittelpunkts in
Schwerkraftrichtung am Fuhrungsbord
auf. Der Beginn der Rasselbewegung wird durch eine Beschleunigung entgegen der
Wellendrehrichtung begleitet (roter Pfeil). Betrachtet man den mit ,Rasselbeginn® beschrifteten
Bereich, fallt auf, dass immer dann starke Beschleunigungen auftreten, nachdem der Kéafig mit
dem Fuhrungsbord (duRerer Kreis) in Kontakt kommt. Hierflr konnte die Ursache in einem
erhéhten Reibkoeffizienten liegen, welcher einen kurzzeitigen Haftkontakt zwischen Kéfig und
Fuhrungsbord auslost und dadurch die Energie der Kafigrotation in eine Bewegung des
Kéfigmittelpunkts umsetzt (&hnlich der Abrollbewegung beim Backward Whirl).
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Bild 4: Kafigorbit und Translationsgeschwindigkeit beim Ubergang zum instabilen Verhalten
bei 3000 U/min

5. Schlussfolgerung

Die dargestellten Beobachtungen fiihren zur Vermutung, dass die Backward Whirl-férmige
Kafiginstabilitat am Spindellager durch das kurzzeitige Abrollen des Kéafigs am Fihrungsbord
sowie der Eigenbewegung des Kafigs ausgeldst wird. Es handelt sich also um eine
selbsterregte  Schwingung. Demnach sind die HaupteinflussgréRen der Reibkoeffizient
zwischen Kafig und Fuhrungsbord sowie die erste Kafigeigenfrequenz. Da bekannt ist, dass
der Kugel-Kéfig Kontakt fur den Forward Whirl ursachlich ist [2], kann angenommen werden,
dass Kontakthaufigkeit sowie -parameter ebenfalls Einfluss auf den Backward-Whirl und das
instabile Verhalten am Spindellager nehmen koénnen. In zukinftigen Schritten soll simulativ

wie experimentell der Einfluss des Reibkoeffizienten untersucht werden.
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