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Kurzfassung

Die vorliegende Dissertation befasst sich mit der Schadensanalyse an einem einstufigen
Evolventen-Planetengetriebe bei Fragmenteinspeisung mit Hilfe von numerischer Simula-
tion. Das betrachtete Getriebe stellt eine skalierte Form eines Hochleistungsgetriebes fiir
Getriebefans dar. Aufgrund fehlender Empfehlungen in der Literatur zur Implementierung
eines solchen numerischen Modells wird zunéchst ein Versuchsplan zur Parameteridentifi-
kation der verschiedenen Modelle entworfen. Im Rahmen der Untersuchungen erfolgt eine
Analyse der initialen Anrissposition in Abhédngigkeit vom vorliegenden Beanspruchungs-
zustand sowie eine Untersuchung des Rissfortschritts. Daher werden die erforderlichen
Parameter des Materialmodells, des Versagensmodells sowie des Koh&sivzonenmodells
der verwendeten Zahnréader fiir den spezifischen Anwendungsfall bestimmt.

Zur Identifikation des Materialmodells der einsatzgeharteten Aulenverzahnung (30Cr-
NiMo8 bzw. 18CrNiMo7-6) und der nitrierten Innenverzahnung (35CrAINi7-10 bzw.
31CrMoV9) wird das Johnson-Cook Materialmodell auf Basis von dehnratenabhéngigen
Zug-, Druck- und Vickers-Versuchen implementiert. Die analytische Berechnungsvorschrift
fiir die Umwertung der ermittelten Hérte in die Streckgrenze wird basierend auf den
Ergebnissen des Kernmaterials bestimmt. Die Modellierung von Zahnrddern unter Be-
riicksichtigung der Randschicht ist durch den hohen Rechenaufwand und die zusétzliche
Einschrankung der Vernetzungsstrategie begrenzt. Daher wird der Einfluss einer verein-
fachten homogenisierten Betrachtung der warmebehandelten Zahnréader analysiert. In
der Literatur werden derartige homogene Zahnrad-Modelle basierend auf Erfahrungswer-
ten sowie durch den Abgleich mit experimentellen Ergebnissen identifiziert. Da in der
offentlich zugédnglichen Literatur hierzu keine Erfahrungswerte vorliegen, wird eine neue
Strategie basierend auf einem gewichteten Mittelwert untersucht.

Die Implementierung des Versagensmodells basiert ebenfalls auf der Johnson-Cook
Methode unter Beriicksichtigung des Hérteprofils der warmebehandelten Stirnrdder. Die
Versagensgrenze wird mit Hilfe von quasistatischen Pulsatorversuchen sowie vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuchen ermittelt. Auf Grundlage der ermittelten Versagensgrenze
kann schlieBlich die initiale Anrissposition im Zahnfuf} ermittelt werden, welche einen
mafgeblichen Einfluss auf die Richtung des Rissfortschrittes hat. Durch eine Unsicherheits-
betrachtung wird der zu beriicksichtigende Fehler des numerischen Modells abgeschétzt.
Das Kohasivzonenmodell, dessen Parameter durch die vereinfachten Fragment-Eindruck-
Versuche bestimmt werden, wird schlieBlich zur Abschitzung des Auftretens eines Zahn-
kranzbruchs verwendet.

Anhand der ermittelten Parameter erfolgt schlieflich die Implementierung des numeri-
schen Modells. Als Vergleich werden die Dehnungsmessungen und die aus den Aufzeich-
nungen der Hochgeschwindigkeitskamera vermessenen Verschiebungen des projektspezi-
fisch entwickelten Getriebepriifstandes verwendet, der eine wiederholgenaue, dynamische
Einbringung eines definierten Fragmentes ermdglicht. AbschlieRend erfolgt eine Untersu-
chung der moglichen Einflussparameter, um den Schadensausgang zu minimieren.
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Abstract

This dissertation investigates the procedure for implementing a numerical model for dama-
ge analysis on a single-stage involute planetary gearbox. As there are no recommendations
in the literature on implementing such a model, an experimental plan for parameter
identification is designed first. As part of the investigations, the initial crack position is
analysed as a function of the load and the crack propagation is examined. Therefore, the
required parameters for the material model, the failure model and the cohesive zone
model are identified for the specific application of the gears.

To identify the plastic behaviour of the case-hardened external gearing (30CrNiMo8
and 18CrNiMo7-6) and the nitrided internal gearing (35CrAINi7-10 and 31CrMoV9), the
Johnson-Cook material model is implemented based on tensile, compression and Vickers
tests. The analytical calculation rule for the revaluation of the determined hardness into
the yield strength grounds on the results of the core material. The modelling of the gears
under consideration of the surface layer is limited by the high computational time and the
additional restriction due to the meshing strategy. Therefore, the influence of a simplified
homogeneous consideration of the heat-treated gears is analysed. In the literature, such
homogeneous material models are identified based on empirical values and by comparison
with experimental results. Since no empirical values are available in the publicly accessible
literature, a new strategy is implemented and analysed.

The implementation of the failure model is also based on the Johnson-Cook method
and a shift of the damage criterion based on the hardness profile of the heat-treated
cylindrical gears. The failure limit is determined within this thesis taking into account
the experimental results of quasi-static pulsator tests and simplified fragment indentation
tests. Based on the determined load condition, the initial crack position in the tooth root
can finally be determined, which has a significant influence on the direction of crack
propagation. Finally, the cohesive zone model is used to estimate whether the fracture
into the rim can be caused by the reingestion of a tooth-sized fragment.

The numerical model is then implemented based on the parameters determined. Various
strain rates have to be taken into account here. The test results from the project-specific
gear test bench, which enables a defined fragment to be ingested with repeatable accuracy,
are used for comparison. The comparison is based on strain measurements and displace-
ments, which can be measured from the recordings of the highspeed camera. Finally, the
possible influencing parameters are investigated to minimise the damage.
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1 Einleitung

In den vergangenen Jahren hat sich das Thema Umweltschutz zunehmend in den Fokus
gertiickt. Der Mensch verzeichnet einen iibermaf3igen Verbrauch an natiirlichen Ressour-
cen, der die Kapazitédten der Erde tibersteigt. Mit dem Pariser Abkommen, das auf der
Weltklimakonferenz im Dezember 2015 beschlossen wurde, hat sich die Weltgemeinschaft
zu einer globalen Treibhausgasneutralitét geeinigt, wobei der Anstieg der globalen Durch-
schnittstemperatur auf deutlich unter zwei Grad Celsius im Vergleich zur vorindustriellen
Zeit begrenzt werden soll [93]. Diese Herausforderung betrifft nicht nur individuelle
Haushalte, sondern auch Unternehmen, die eine Schliisselrolle bei der Forderung einer
umweltfreundlichen Entwicklung einnehmen. Dazu gehoren auch die Emissionen des
Luftverkehrs. Im Zuge dessen verabschiedete die Internationale Zivilluftfahrt-Organisation
(ICAO) bei der 41. ICAO-Versammlung ein langfristiges globales Ziel fiir den internationa-
len Luftverkehr, welches Netto-Kohlenstoffemissionen von Null bis 2050 vorsieht [84]. Im
Juni 2022 wurde das gemeinsame Papier der Bundesregierung im Bereich Klimaneutralitét
in der Luftfahrt vorgestellt. Dieses umfasst Handlungsfelder, die fiir eine schnelle Umset-
zung der Klimaneutralitat in der Luftfahrt von besonderer Bedeutung sind. Dazu zdhlen
unter anderem Mafnahmen zur Technologieférderung [52]. Das Bundesministerium fiir
Wirtschaft und Energie (BMWi) unterstiitzt mit seinem Luftfahrtforschungsprogramm
LuFo VI von 2020 bis 2024 Forschungs- und Technologievorhaben der zivilen Luftfahrt in
Deutschland, wobei die Entwicklung eines nachhaltigen, wirtschaftlichen und effizienten
Lufttransportsystems angestrebt wird [65]. Eine solche Technologie ist der Getriebefan.
Dieser bietet ein hohes Einsparpotenzial bei Kraftstoffverbrauch und Kohlendioxidemis-
sionen. Erste Markteinfithrungen dieses Triebwerktypes gab es in der Schubklasse fiir
Geschiftsreiseflugzeuge im Jahr 1972 mit dem Honeywell TFE731 [38]. Ein weiteres
Triebwerk dieses Typs ist das Lycoming ALF 502, das 1980 auf den Markt kam [66]. 1990
begann Pratt & Whitney zusammen mit der MTU Aero Engines und dem damaligen Fiat
Avio mit den ersten Voruntersuchungen fiir die Anwendung in der mittleren Schubklasse.
Im Jahr 2008 brachte das Unternehmen schliefflich ihren Getriebefan auf den Markt
welcher in Passagierflugzeugen wie dem A320neo und dem A220 verbaut wird und einen
Schubbereich von 24 0001bf bis 33 000 1bf erreicht. Treibstoffverbrauch und Kohlenstoff-
dioxidausstof3 verringern sich durch diese Technologie um je 16 %, der Larmteppich sogar
um 75% [1]. Innerhalb von LuFo VI wurde die Entwicklung der UltraFan-Triebwerke von
Rolls-Royce weiter gefordert, um die Markteinfithrung des derzeit effizientesten zivilen
Triebwerks der Grofraumflugzeuge mit einem Schubbereich bis zu 85 000 1bf voranzutrei-
ben [94].




Die Entwicklung und Markteinfiihrung eines Getriebes in einem Triebwerk unterscheidet
sich hinsichtlich der erforderlichen Zertifizierung deutlich von anderen Anwendungsbe-
reichen wie z.B. in Kraftfahrzeugen, Schiffen oder Windkraftanlagen. Ein wesentlicher
Unterschied besteht in der Notwendigkeit, eine sichere Landung nach einem Schadensfall
zu gewahrleisten. Hinzu kommt, dass trotz Ausschalten des Triebwerkes im Flug der Blaser
weiter durch die Reisegeschwindigkeit des Fliegers angestromt wird. Der als Windmilling
bezeichnete Effekt kann wegen des damit verbundenen erhéhten Stromungswiderstandes
nicht durch Blockieren des Blasers umgangen werden. Schadensfélle im Betrieb sind
im Gegensatz zu Helikoptern grundsatzlich zulassig, solange sie durch das Containment
eingegrenzt werden. Die Anforderungen an das Triebwerk basieren dabei auf den EASA
CS-E510 Richtlinien [25]. Ziel ist es, potenziell gefahrliche Effekte fiir das Leistungsgetrie-
be zu erkennen. Dazu z&hlt unter anderem die Freisetzung hochenergetischer Triimmer
(HED) und das Festfressen des Getriebes, das zum Blockieren des Blédsers fiihrt. Es ist
sicherzustellen, dass solche Versagensfille auf eine Auftretenswahrscheinlichkeit klei-
ner 1077 pro Triebwerks-Flugstunde begrenzt sind oder das ein annehmbares Maf} an
struktureller Integritét, auch fiir hochenergetische Triimmer, nachgewiesen wird [25]. Im
Rahmen der Zulassung von Hochleistungsgetrieben in Triebwerken ist es erforderlich, die
dafiir eingesetzten Zahnrader als kritische rotierende Teile zu betrachten. Aufgrund des
Neuheitsgrades des Triebwerkstyps bestehen noch Optimierungsmoglichkeiten bei der
Auslegung des Hochleistungsplanetengetriebes.

1.1 Problem- und Aufgabenstellung

Bei Betrachtung der 6ffentlich verfiigbaren Literatur zu potenziellen Schadensmechanis-
men, die durch das Einspeisen eines hochenergetischen Fragmentes in die Verzahnung
eines Getriebes verursacht werden, zeigt sich, dass in diesem Forschungsbereich eine
signifikante wissenschaftliche Liicke besteht. Lediglich zwei 6ffentlich verfiigbare Publika-
tionen befassen sich mit der Einspeisung eines unbestimmten Metallfragments in Gréf3e
des Zahnes, wobei keine messtechnische Auswertung der Dehnungen erfolgt [34, 49]. Die
durchgefiihrten Experimente hatten zum Ziel, das Verhaltnis zwischen dem Drehmoment
und der Grof3e des Fragmentes zu bestimmen, das erforderlich ist, um den Zahnradsatz
durch den Eingriffszyklus zu drehen. Ein weiteres Ziel war es, nach dem Eingriff durch
die ineinandergreifenden Zahnréader den Zustand des Zahnradfragments zu ermitteln. Die
Materialbeschaffenheit fiihrte jedoch in beiden Studien dazu, dass das Fragment lediglich
plastisch verformt wurde, wéhrend die Zahnrédder nicht brachen. Die geringe Anzahl
verfiigbarer Literatur lasst sich durch das hohe Interesse der Unternehmen an der Geheim-
haltung der gewonnenen Erkenntnisse erklédren. Fiir kleinere Fragmente wie metallischen
Partikeln im Olschmiersystem gibt es dagegen eine Vielzahl von Veréffentlichungen [19,
24]. Jedoch ist eine Ableitung von Erkenntnissen und Vorgehensweisen fiir den in der
Arbeit betrachteten Einzelfall nicht méglich.




Aufgrund der hohen Komplexitit des Hochleistungsplanetengetriebes sowie des hohen
Aufwandes fiir die Durchfiihrung einer umfangreichen experimentellen Studie wird dieses
als ungeeignet eingestuft. Die Durchfiihrung an einem vereinfachten dhnlichkeitsmecha-
nisch skalierten Getriebe Bedarf der Implementierung eines numerischen Modelles, um die
gewonnenen Erkenntnisse auf das Originalgetriebe zu iibertragen. Betrachtet man den in
der Literatur verfiigbaren Forschungsstand zur numerischen Modellbildung mit dem Ziel
einen solchen Schadensmechanismus abzubilden, werden verschiedene Forschungsliicken
deutlich. So existiert eine Vielzahl von Ver6ffentlichungen zur Untersuchungen von Ermii-
dungschédden an Zahnradern [50, 54, 62]. Die Implementierung von wiarmebehandelten
Zahnradern erfolgt dabei ohne Beriicksichtigung der Randschicht. Die Werkstoffparameter
werden in der Praxis durch Experimente am realen Zahnrad identifiziert und optimiert.
Die Anrissposition befindet sich im Falle eines normalen Kontaktes zwischen den Flanken
an der Stelle der gro3ten Hauptspannung, die auf der Tangente von 30 Grad liegt [54].
Fiir die in der Arbeit betrachtete abnormale Krafteinwirkung auf die Zahnrader sind
dabei getroffene Annahmen gegebenenfalls nicht weiter anwendbar. Der Einfluss dieses
abnormalen Zahnkontaktes auf die initiale Anrissposition ist bislang aufgrund fehlender
Untersuchungen in der Literatur nicht bekannt.

1.2 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit

Basierend auf den bisherigen Ausfiihrungen und den Erkenntnissen der analysierten
Literatur entstehen konkrete Fragestellungen, die im Rahmen dieser Arbeit behandelt
werden sollen:

1. Welche Sekundérschdden werden durch das Einspeisen eines zahngro3en Bruch-
stiickes verursacht?

2. Wie muss ein oberfldchengehirtetes Zahnrad numerisch implementiert werden,
um einen abnormalen Kontakt durch Einspeisen eines zahngrof3en Bruchstiickes
korrekt abzubilden?

3. Wie konnen Getriebe gezielt ausgelegt werden, um den Schaden durch die Einspei-
sung eines zahngrofen Fragmentes zu minimieren?

Um die aufgefiihrten Fragestellungen zu bearbeiten, wird in Abbildung 1.1 das grund-
sétzliche Vorgehen dieser Arbeit dargestellt. Fiir die Implementierung eines geeigneten
numerischen Modells zur Schadensanalyse eines Planetengetriebes beim Einspeisen eines
zahngroflen Fragmentes wird in Kapitel 2 eine umfangreiche Literaturanalyse durchge-
fithrt, um daraus resultierende, bekannte Vorgehensweisen zu identifizieren und auf den
abnormalen Zahnkontakt anzuwenden.
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Abbildung 1.1: Darstellung des Aufbaus der Arbeit.




Ein Uberblick iiber die bekannten Schadensmechanismen bei Uberlast dient zur bes-
seren Abschitzung der zu beriicksichtigenden Effekte. Hierbei ist auf die notwendige
Abgrenzung von einem Versagen aufgrund der Lastspielzahl und alterungsbedingten
Schéden zu achten. Da in den vorhandenen Veroffentlichungen insbesondere plastische
Verformungen auftreten, ist ein elastisch-plastisches Materialmodell zu implementieren.
Weiterhin ist es Ziel des numerischen Modells, den initialen Anriss zu detektieren und
folglich eine Versagensgrenze zu identifizieren. Da im Rahmen der Arbeit durch verschie-
dene Fragmentformen unterschiedliche Beanspruchungszustdnde und damit ein Versagen
in Abhéngigkeit der Mehrachsigkeit erwartet wird, sollen im Folgenden die bekannten
Ansétze untersucht werden. Dariiber hinaus gilt es das Schadensbild in gutartiges bzw.
katastrophales Versagen zu kategorisieren. Um eine erste Abschétzung des Rissverlaufes
zu ermoglichen, wird im Rahmen der Arbeit eine Rissanalyse durchgefiihrt.

Basierend auf den in der Literatur bekannten Modellen und Vorgehensweisen wird im
nédchsten Schritt ein Versuchsplan identifiziert. Dieser beinhaltet alle zur Parameteridenti-
fikation des Material-, Versagens- und Kohéasivzonenmodells notwendigen Ergénzungsver-
suche, welche in Kapitel 3 vorgestellt werden. Hierzu zdhlen dehnratenabhéngige Zug-
und Druckversuche, Vickers-Versuche sowie quasistatische Pulsatortests. Als Ergénzung
zum Uberroll-Versuch am skalierten Getriebepriifstand wird ein vereinfachter sogenannter
Fragment-Eindruck-Versuch verwendet, durch den die Anrisskriterien in der Planetenrad-
Zahnliicke getestet werden.

Unter Beriicksichtigung der identifizierten Parameter erfolgt die Implementierung des
numerischen Modells in Kapitel 4. Hierfiir wird zusétzlich eine Analyse der Groe der
finiten Elemente an den Zahnradern durchgefiihrt, die notwendige Anzahl an Schichten
zur Abbildung der Randschicht bestimmt und eine Homogenisierungsstrategie basierend
auf geometrischen GrofSen implementiert. Abschlief3end erfolgt eine Unsicherheitsbetrach-
tung des Modells.

In Kapitel 5 werden die Ergebnisse der Uberroll-Versuche am skalierten Getriebepriif-
stand verwendet, um basierend auf einem Vergleich nicht beriicksichtigte Effekte im
numerischen Modell zu identifizieren.

Auf Basis der vorhandenen Literatur werden in Kapitel 6 die Auslegungskriterien zur
Minimierung der zu erwartenden Schiaden eingegrenzt, um darauf aufbauend eine Ana-
lyse weiterer EinflussgrofRen durchzufiihren. Eine Zusammenfassung der fiir die Arbeit
relevanten Forschungsthemen schlief3t das Kapitel ab.

AbschlieBend werden die Vorgehensweise und die wesentlichen Erkenntnisse der Arbeit
in Kapitel 7 zusammengefasst. Dariiber hinaus wird ein Ausblick auf weiterfithrende
Fragestellungen gegeben.




1.3 Grundbegriffe der Arbeit

Da die Untersuchung keinem standardisierten Prozess unterliegt und somit keine wis-
senschaftliche Grundlage zur Verfiigung steht, sind einige der in der Arbeit verwendeten
Begriffe in der Literatur nicht allgemein bekannt. Aus diesem Grund sollen im Folgenden
alle in der Literatur nicht explizit definierten Begriffe eindeutig eingefiihrt werden, um
darauf aufbauend ein gleiches Grundversténdnis fiir die Inhalte der Arbeit zu schaffen.

Im Rahmen der EASA CS-E Richtlinien wird ein abgetrenntes Teil einer Komponente,
das aufgrund seiner Grof3e das Containment durchdringen und damit das Triebwerk
verlassen konnte, als Triimmerteil bezeichnet [25]. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit
wird untersucht, ob ein abgebrochener Zahn eines Zahnrades, dessen Energie aufgrund
seiner Groe nicht ausreicht, um das Containments zu durchschlagen, durch Wiederein-
speisung ein solches kritisches Triimmerteil als Sekundérschaden zur Folge hat. Da in der
vorliegenden Arbeit jedoch andere Geometrien und keine direkt abgebrochenen Zahnteile
verwendet werden, wird im Folgenden immer von einem Fragment gesprochen.

Der Vorgang des Einspeisens bezeichnet dabei das wiederholgenaue Einbringen eines
geometrisch definierten Fragmentes in die Zahnradpaarung.

Die Versuche werden im Rahmen der Arbeit sowohl unter dynamischer Last als auch
unter quasistatischer Last durchgefiihrt. Eine dynamische Last wird im Bereich der
Ingenieur- und Materialwissenschaften als eine Kraft definiert, die eine Struktur oder ein
Strukturelement beeinflusst und sich im Laufe der Zeit verdndert. Die Impulsbelastung
stellt eine Kategorie der dynamischen Last dar. Dabei handelt es sich um eine plotzliche
und kurzzeitige Belastung, die durch Stof3e entsteht.

Innerhalb dieser Arbeit werden daher diejenigen Versuche als dynamisch bezeichnet, die
durch eine hohe, jedoch konstante Umfangsgeschwindigkeit gekennzeichnet sind. Diese
Versuche fithren durch die Uberrollung des Fragmentes zu einer Impulsbelastung und
fallen damit unter die Kategorie einer dynamischen Last. Als quasistatische Versuche wird
die Testreihe bezeichnet, die aufgrund der niedrigen Geschwindigkeit an der Sonnenwelle
nur zu einer quasistatischen Verformung am Zahnrad fiihrt.




2 Grundlagen und Stand der Forschung

Um die noch bestehenden Forschungsliicken unter Beriicksichtigung von bereits in der
Literatur vorhandenen Ansétzen zu schliel3en, werden in diesem Kapitel einerseits die
in der Literatur bekannten Schadensmechanismen von Zahnradern bei Uberlast und
die zugehorigen analytischen und experimentellen Vorgehensweisen zur Bestimmung
der entsprechenden Grenzlasten betrachtet und andererseits die fiir das numerische
Modell notwendigen Modellierungsansétze dargestellt. Letzteres unterteilt sich dabei
in die Identifikation der wirmebehandelten Werkstoffe hinsichtlich ihres plastischen
Verhaltens, der Versagensgrenze sowie ihrer Risscharakteristik. In einer abschlieRenden
Zusammenfassung werden die in der Arbeit verwendeten Methoden aus dem vorgestellten
Stand der Forschung ausgewahlt.

2.1 Schadensmechanismen von Zahnradern

Im Folgenden wird ein Uberblick iiber die in der Literatur bekannten Schadensmecha-
nismen von Zahnrddern gegeben. Durch die Zuordnung der aus der Literatur bekannten
Schadenscharakteristiken zu den in der Arbeit betrachteten anomalen Lastzustdnden
werden relevante Parameter und Vorgehensweisen sowohl fiir die Modellbildung als
auch fiir die Schadensminimierung identifiziert. Die Literatur konzentriert sich dabei
bisher insbesondere auf Ermiidungsschiiden und versucht, Schaden durch Uberlastung
des Materials durch eine entsprechende Auslegung nach bekannten analytischen Rechen-
vorschriften wie der ISO 6336/3 fiir die ZahnfuBtragfahigkeit [43] oder der ISO 6336/4
fiir die Berechnungen der Tragfahigkeit der Flanke [44] im Vorfeld zu vermeiden. Alle
verfiigbaren Normen gehen von einer Lasteinleitung iiber den Beriithrungspunkt der bei-
den Zahnflanken aus. Nachfolgend werden die drei Schadensphédnomene Zahnful3- bzw.
Zahnkranzbruch, Flankenbruch bzw. Stirnkantenbruch betrachtet.

2.1.1 Rissursprung - Zahnfuf3

Ein initialer Anriss mit Ursprung im Zahnful wird grundsétzlich in zwei unterschiedliche
Schadensausgénge kategorisiert. So ist zum einen ein Rissfortschritt in Richtung des
gegeniiber liegenden Zahnfufdes moglich und zum anderen ein Rissfortschritt in Richtung
des Zahnkranzes, siehe Abbildung 2.1. Ersteres fiihrt dabei lediglich zur Abtrennung
eines einzelnen Zahnes, wéhrend letzteres das Herauslosen eines gro3eren Teiles aus
dem Zahnrad zur Folge hat. Nach Lewicki [61] ist die Art des Risses abhingig von




dem Stiitzverhéltnis (im engl. backup-ratio). Dieses ergibt sich durch das Verhéltnis der
Zahnhohe hy,,, zur Zahnkranzhohe hy,,,, und wird in Abbildung 2.2 dargestellt.

Nach Lewicki [61] wird ein ZahnfuBbruch ab einem Stiitzverhéltnis groer eins erreicht,
wiahrend ein Zahnkranzbruch ab einem Stiitzverhéltnis kleiner 0,3 erreicht wird. Bei einem
Stiitzverhéltnis zwischen 1 und 0,3 ist die Richtung des Rissfortschrittes abhdngig von
den Werkstoffeigenschaften, der angreifenden Last und der geometrischen Gestaltung
des Zahnrades. Zouari et al. [105] simulierten den Rissfortschritt fiir Zahnrdder mit
unterschiedlichen Stiitzverhéltnissen und stellten fest, dass sich Risse in den Zahnkranz
ausbreiten, wenn das Stiitzverhaltnis kleiner als 0,38 ist.

(a) ®)

Abbildung 2.1: Exemplarische Darstellung eines ZahnfuBbruches (a) und eines Zahn-
kranzbruches (b).

Wiéhrend bei Ermiidungsrissinitiierung der Ursprung auch unterhalb der Oberflache
liegen kann, erfolgt der lokale Anriss bei statischer Uberlastung an der Oberfléiche [11,
99]. Die Biegefestigkeit wird wesentlich durch das Verhéltnis zwischen Einsatzhértetiefe
und Zahnradmodul beeinflusst [9].

In der Luft- und Raumfahrt werden diinnwandige Zahnrédder zur Gewichtsreduktion
eingesetzt, weshalb hier grundsatzlich beide Schadensfille moglich sind. Lewicki ist ein
Pionier auf diesem Forschungsgebiet. Er untersucht den Effekt eines diinnen Zahnkranzes
anhand experimenteller und numerischer Ergebnisse [58-60]. Er zeigt unter anderem eine
starke Abhéngigkeit des Rissfortschritts vom Stiitzverhéltnis sowie von der Nachgiebigkeit,
die zusatzlich von der Zahnkranzgeometrie beeinflusst wird [60]. Dabei nimmt die Anzahl
der auftretenden Zahnkranzrisse mit abnehmendem Stiitzverhaltnis zu. Weiterhin stellte
er fest, dass bei konstantem Teilungsradius eine grobere Teilung der Zahne das Auftreten
von Zahnbriichen begiinstigt. Ebenso wirken sich ein groferer Eingriffswinkel sowie ein




Abbildung 2.2: Definition des Begriffes StUtzverhaltnis.

kleinerer Zahnfuf3radius positiv auf den Rissfortschritt aus.

Cura et al. stellen eine zusétzliche Abhéngigkeit des Rissfortschritts im Zahnfuf3 von
der Zahnkranzbreite fest [16]. Ebenso hat die Zahnkranzbreite einen nicht zu vernach-
lassigenden Einfluss auf die Spannungen in der Verzahnung. Bei einer steif ausgelegten
Innenverzahnung mit dickem Zahnkranz iiberwiegt der Zahnbiegeeffekt, wahrend bei
diinnwandigen Innenverzahnungen der Biegeeffekt am Zahnkranz {iberwiegt. Der Rissfort-
schritt wird dabei mal3geblich von konstruktiven Gré3en, den Werkstoffeigenschaften und
der einwirkenden Belastung beeinflusst [60]. In der Luftfahrt werden Risse im Zahnkranz
immer als kritisch definiert, wobei die Wahrscheinlichkeit ihres Auftretens kleiner 107
pro Triebwerks-Flugstunde sein muss [25].

Fiir die analytische Berechnung der zulédssigen Zahnfuf3spannung wird die 1S06336/3
herangezogen [43]. Ebenfalls ist das Abschitzen nach einer Kontaktanalyse auf der
Basis der Verformungstheorie hoherer Ordnung méglich [103]. Zhan et al. verwenden
quasistatische Pulsatorversuche, um das Rissverhalten von Stirnrddern zu dokumentieren
[103]. Hierbei kann die maximale Zahnful3festigkeit durch kontinuierliche Erh6hung der
Kraft bis zum Auftreten des ersten Risses bestimmt werden.

2.1.2 Rissursprung - Zahnflanke

Ein weiteres Versagensphanomen von Zahnréddern, das zur Ablosung eines Zahnsegmentes
fiihrt, ist das Volumenversagen. Dieses umfasst sowohl den Zahnflankenbruch als auch den
Zahninnen-Ermiidungsbruch (in englisch: Tooth Interior Fatigue Fracture - TIFF). TIFF ist
bekannt als ein Versagen, das durch abwechselnde Beanspruchung beider Flankenseiten
verursacht wird [67]. In diesem Fall tritt der Riss im Ubergangsbereich zwischen der
Randschicht und dem Kern auf. Dies wird allgemein als Ermiidungsbruch bezeichnet und
ist daher fiir die vorliegende Untersuchung nicht von Interesse. Seltener treten Flanken-
oder Spitzenbriiche bei Uberbeanspruchung auf [48]. Erste Berechnungsverfahren zur




Ermittlung der lokalen Werkstofffestigkeit beziehen sich auf die Scherspannungsintensi-
tatshypothese. Hertter [35] stellt beispielsweise ein praxisorientiertes Modell vor, dessen
Berechnungen auf dieser Hypothese basieren. Hierbei steht K ,; fiir den Faktor zur Um-
wertung des Hartetiefenprofils HV(y) in ein Festigkeitstiefenprofil 7,,,. Die Variable y
steht fiir den Abstand zur Materialoberfldche. Die Beziehung zwischen dem Hartetiefen-
profil und dem Festigkeitstiefeprofil ist damit durch

T gul (}’) = K’r,zul HV(_)/) (21)

gegeben.

Ein weiteres Schadensbild, das an der Zahnflanke entsteht, ist der Stirnkantenbruch. Die-
ser tritt bevorzugt bei schriagverzahnten Zahnrédern auf. Besonders anfallig sind schlecht
entgratete, spitze und hinterschnittene Stirnkanten mit groen Schragungswinkeln. Gefii-
ge und Eigenspannungen spielen bei diesem Schadensbild oft nur eine untergeordnete
Rolle. Das Schadensbild dhnelt dem des Flankenbruchs, wobei die Rissinitiierung an
der Stirnflache des Zahnrades erfolgt. Der Schaden tritt bereits nach kurzer Laufzeit
oberflichennah auf [71, 100]. In den Versuchen werden zwar nur geradverzahnte Zahn-
réder betrachtet, aber die Belastung erfolgt je nach Fragmentform nicht iiber die gesamte
Zahnbreite. Aus diesem Grund ist das auftreten eines solchen Schadensmechanismus
grundsétzlich nicht auszuschliefen.

2.2 Materialmodell

Da insbesondere bei punktuellem Kontakt zwischen Flanke und Fragment eine plasti-
sche Verformung an der Kontaktstelle zu erwarten ist, gilt es im Rahmen der Arbeit das
Werkstoffverhalten im plastischen Bereich abzubilden [34, 49]. Nachfolgend wird entspre-
chend ein Uberblick iiber die in der Literatur bekannten Ansitze zur Implementierung des
Materialverhaltens eines einsatzgehirteten Zahnrades gegeben. Dabei gilt es im ersten
Schritt das zu verwendende Modell selbst auszuwéhlen. Anschlie3end gilt es ein Vorgehen
zu Identifikation der Randschicht- und des Kernmaterials zu erarbeiten.

2.2.1 Elastisch-plastisches Materialverhalten

Im Folgenden wird ein Uberblick iiber weitverbreitete Materialmodelle gegeben. Das
Modell von Gurson basiert auf einem mikromechanischen Ansatz und stellt eine Erweite-
rung der von Mises Fliefbedingung dar [31]. Innerhalb des Modells wird nicht zwischen
Dehnung und Plastizitit unterschieden, sodass nur eine FlieRbedingung vorliegt. Durch
die Erweiterung von Tvergaard und Needleman ist zusétzlich die Porenneubildung und
das Zusammenwachsen von Mikroporen moglich [81, 82]. Ein weiterer makroskopischer
Ansatz ist das Modell von Lemaitre, das Schéden als Verringerung der effektiven Flache
interpretiert, die einer Spannung widerstehen kann. Eine Schadensvariable quantifiziert
vorhandene Hohlrdume und Mikrorisse in einem bestimmten Teil des Materials [57]. Im

10



Gegensatz dazu basiert das Johnson-Cook (J-C) Modell auf einem phdnomenologischen
Ansatz [47]. Die Fliespannung o des Modells wird in einen Term fiir das Flie3verhal-
ten des Materials, einen fiir den Einfluss der plastischen Dehnrate und einen fiir den
Temperatureinfluss zerlegt [77]:

74 T—T, \m

(Tf=(A+Bep")(1+Cln(;Z))(1—(7}n—_i) ) (2.2)

Der erste Term enthélt die Streckgrenze A und die Verfestigung als Funktion der plasti-

schen Dehnung ¢, des Verfestigungskoeffizienten n und der materialspezifischen Konstan-

ten B. Der zweite Term setzt sich aus der plastischen Dehnrate €,.” und der Bezugsdehnungs-

rate £, zusammen. Der Faktor C ist eine materialspezifische Grof3e. Der Temperatureinfluss

T wird aus der Referenztemperatur T,, der Schmelztemperatur T,,, des Werkstoffs und dem

thermischen Entfestigungskoeffizienten m berechnet. In der Literatur wird das Modell

sowohl fiir die Beschreibung von Spanbildungen [90] als auch fiir Umformprozesse [12]

angewendet. Die grundsétzliche Vorgehensweise fiir die Parameteridentifikation ist in
[77] dargestellt.

2.2.2 Umwertung

Zur Identifikation der Werkstoffeigenschaften von gehérteten Randschichten hat sich die
Hértepriifung etabliert. Sie kann einfach und reproduzierbar an kleinen Proben durch-
gefiihrt werden. Uber das Verhalten des Elastizitdtsmoduls und des Verfestigungsfaktors
innerhalb der Randschicht gibt es verschiedene Annahmen, wobei davon ausgegangen
werden kann, dass das Verhalten vom jeweiligen Werkstoff abhéngt. Nayebi et al. [79]
prognostizierten das abnehmende Hérteprofil von nitrierten Stahl mithilfe des instrumen-
tierten Kugeleindrucks und der Finite-Elemente-Analyse auf der Grundlage der effektiven
Harteentwicklung. Die Methode wurde anhand von vier verschiedenen Stidhlen mit kon-
stantem Verfestigungsfaktor und Elastizititsmodul im gesamten Material bewertet. Cao
und Huber [13] erweiterten die Methode fiir scharfkantige Eindriicke auf kugelférmige
Eindriicke und bestimmten die reprisentative Dehnung als Funktion der Eindringtiefe
und des Eindringungsradius. Sie bestimmten die plastischen Eigenschaften mit verschie-
denen Verfestigungsfaktoren auf der Grundlage eines inversen Ansatzes. Moussa et al.
[75] untersuchten die Materialeigenschaften von oberflichengehérteten Werkstoffen
mithilfe von Kugeleindriicken. Nach ihren Untersuchungen ist die Annahme, dass sich
der Kaltverfestigungsexponent nicht dndert, falsch. Branch et al. [10] untersuchen das
Spannungs-Dehnungs-Verhalten von einsatzgehértetem Pyrowear 675 in Abhingigkeit
von der Tiefe mit experimentellen und numerischen Methoden. Sie nutzten die Variation
der Mikro-Vickershéarte mit der Tiefe sowohl fiir unbearbeitetes als auch fiir vorverform-
tes Material. Es wird gezeigt, dass dieser spezielle Werkstoff eine lineare Anderung der
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Streckgrenze, aber einen konstanten Kaltverfestigungsexponenten aufweist. Zur Bestim-
mung des Festigkeitskoeffizienten und des Verfestigungsfaktors wurde der Druckversuch
verwendet.

Der Nachteil des Vickers-Eindringversuchs besteht darin, dass die gemessene Harte
umgerechnet werden muss. Zur Umrechnung der Harte in die Spannung hat Tabor eine
der bekanntesten analytischen Gleichungen aufgestellt [87]. Er verwendete das Verhaltnis
Cy = Uﬂ = 3 fiir idealplastisches Materialverhalten. Dabei steht H fiir die Hérte und
oy fiir die FlieBspannung. Cr bezeichnet dabei den sogenannten Constraint-Faktor. Fiir
kaltverfestigte Werkstoffe wird die Flie@spannung o durch eine représentative Spannung
o, bei einer représentativen plastischen Dehnung ¢, ersetzt. Auch dieses Konzept wurde
erstmals von Tabor [88] eingefiihrt. Fiir einen konischen Eindringkorper 14sst sich folgende
Beziehung bei einer reprasentativen plastischen Dehnung ¢, aufstellen:

H

CF B O-r(gr) (23)
Bislang hat sich die Literatur nicht auf einen Wert fiir die représentative Dehnung
geeinigt [2, 13, 15, 17, 70, 83, 88, 89]. Tabor [88] fiihrte Experimente an zwei Ma-
terialien, Stahl und reinem Kupfer, durch und definierte eine représentative Dehnung
&, = 0,08. Dieser Wert wird so bestimmt, dass das Verhéltnis zwischen der Harte H und
der entsprechenden repréisentativen Spannung o,(¢,) gleich Cz = 3,3 ist. Ein weiterer
bekannter numerischer Ansatz wurde von Mata et al. [70] auf der Grundlage einer Vielzahl
von Stdhlen durchgefiihrt. Der Constraint-Faktor wurde mit C; = 2,7 bestimmt, und die

reprasentative Dehnung wurde mit ¢, = 0,1 ermittelt.

2.3 Versagensmodell

Auf der Grundlage des Versagensmodells werden im Rahmen der Arbeit sowohl der
Versagenszeitpunkt als auch die lokale Lage des initialen Anrisses bestimmt. Da in Abhén-
gigkeit von der verwendeten Fragmentform unterschiedliche Beanspruchungszustdnde
zu erwarten sind, ist die Beurteilung des Spannungszustandes anhand von aus dem
Spannungstensor abgeleiteten Grofen wie der Spannungsmehrachsigkeit n und dem
Lode-Parameter £ naheliegend.

Der Hauptspannungstensor o (2.4) besteht aus den Hauptachseneintriagen, die als
Normalspannungen bezeichnet werden, und den Nebendiagonaleintridgen, die die Schub-
spannungskomponenten darstellen.

011 012 Og3
O=| O3 0Oy O3 (2.4)
O3 O3 033

Aus den Hauptspannungen im Spannungstensor kann die hydrostatische Mittelspan-
nung o, (2.5) berechnet werden.
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1
Op = g(cr11 + 0y +033) (2.5)

Zur Berechnung der Spannungsmehrachsigkeit wird neben der hydrostatischen Mittel-
spannung die Vergleichsspannung nach Mises o, (2.6) verwendet.

1
Oeq = \J E((Un —02)?+ (03— 033)2 + (033 —011)?) (2.6)

Hinsichtlich der Versagensmechanismen duktiler Werkstoffe wurde der Zusammenhang
zwischen der plastischen Dehnung beim Versagen und der Spannungsmehrachsigkeit
n= g—: (normalisierter hydrostatischer Druck) von verschiedenen Autoren fiir zahlreiche
metallische Legierungen untersucht [33, 47, 68]. Fiir eine hohe Spannungsmehrachsigkeit
(n= %) wurde eine Abnahme der Dehnung mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit
beobachtet. Eines der bekanntesten Versagensmodelle mit monotonem Verhalten ist das
von Johnson-Cook [47], das eine erweiterte Version des Modells von Rice und Tracey
[86] darstellt und von der Temperatur und der Dehnrate abhéngt. Die analytische Kor-
relation zwischen der Bruchdehnung ., und der Spannungsmehrachsigkeit 1 unter
Vernachlédssigung der temperaturabhéngigen Effekte lautet

Epruch = (D1 + Dy exp(D; m)) (14D, 1n(§)) @.7)
0

und wird durch die Materialkonstanten D,, D,, D; und D, definiert.

Einige Autoren [5, 32, 98] haben jedoch auch gezeigt, dass das einfache Scherversagen
(n = 0) Kkleiner als das einfache Zugversagen (n = 1/3) sein kann.

Nach Bai und Wierzbicki [4] ist der normierte Lode-Parameter & (2.8) ein Maf fiir die
Beurteilung, ob ein Spannungszustand axial- oder schubdominiert ist.

2 27 Jg
&=1—— arccos(— =) 2.8)
T 2 O'gq
Dabei beschreibt JJ die dritte Invariante des Spannungstensors:

Jg =(on— Ueq) (05— O'eq) (033 — Ueq)l/B 2.9

Xue [102] bestatigte, dass ein ebener und ein achsensymmetrischer Spannungszustand
zu unterschiedlichen Parametern des Versagensmodells fiihren, wobei der achsensymme-
trische Zustand die obere Grenze (£ = 1) und der ebene Spannungszustand die untere
Grenze (£ = 0) der Versagensdehnung darstellt. Der Raum der Spannungsmehrachsigkeit
7 und der Lode-Parameter £ wird in Abbildung 2.3 dargestellt.
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Abbildung 2.3: Darstellung des Raumes der Spannungsmehrachsigkeit n und des Lode-
Parameters &.

Bao und Wierzbicki [5] untersuchten eine vereinfachte Form des komplexen, dreidi-
mensionalen Bruchkriteriums. Dabei gingen sie davon aus, dass die dquivalente plastische
Dehnung bis zum Bruch &g, nur durch die Mehrachsigkeit 1 und damit unabhén-
gig vom Lode-Parameter & im zweidimensionalen Raum dargestellt werden kann. Der
Ansatz umfasst die drei verschiedenen Abschnitte: den Schermodus fiir negative Span-
nungsdreiaxialitidten (n < 0), den von Porenwachstum dominierten Modus fiir grof3e
positive Dreiaxialitdten () > 1/3) und den gemischten Modus fiir geringere positive Span-
nungsdreiaxialitdten (0 < 1 < 1/3). Das Vorgehen wurde auf Grundlage umfangreicher
experimenteller Daten mit komplexen Beanspruchungen bestétigt. Die Beriicksichtigung
des Lode-Parameters erfordert eine grol3e Anzahl von Proben, die im Allgemeinen kom-
binierte Zug- und Scherbriiche aufweisen. Durch das Vernachldssigen dieses Parameters
ist dieser Ansatz auf der Grundlage nur weniger experimenteller Ergebnisse anwendbar.
Abhingig von der Art der Gleichung in jedem der drei Bereiche ist eine unterschiedliche
Anzahl von experimentellen Tests erforderlich. Grundsétzlich konnen exponentielle, hy-
perbolische, lineare oder quadratische Funktionen verwendet werden. Zur Vorhersage von
Bandrissen in einem Tandem-Kaltwalzwerk fiir den Stahl DIN1623 St12 vergleichen Asadi
et al. [3] in einer Studie sechs verschiedene Verfahren, die auf dem Prinzip von Bao und
Wierzbicki basieren. Das Verfahren, bei dem zur Bestimmung der Versagensgrenze nur ein
Zugversuch und ein Versuch nahe der Mehrachsigkeit ) = 0 erforderlich ist, wurde von
Lee und Wierzbicki [56] untersucht. Die Bruchdehnungsfunktion mit den zugehorigen
Materialparametern kann daher durch die Gleichung

) n<-1/3
C,/(1+3n) —-1/3<n<0
. _ 2.10
e (=164 (6, C)/(/mel 0 <n <o (210
Cy mo/n Mo <M
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gegeben werden. Dabei ist C; die dquivalente Bruchdehnung in reiner Scherung (n = 0),
C, und 7, die dquivalente Bruchdehnung bzw. die gemittelte Mehrachsigkeit {iber den
Verformungsverlauf bei einachsigem Zugspannungszustand. Ein weiteres Verfahren wurde
von Bao und Wierzbicki [5] auf der Grundlage der Exponentialfunktionen von Johnson
und Cook [47] entwickelt. Bei diesem Ansatz wird angenommen, dass die nicht monotone
Abhéngigkeit der dquivalenten Bruchdehnung von der Spannungsmehrachsigkeit im
positiven Bereich eine Exponentialfunktion und im negativen Bereich eine hyperbolische
Funktion ist. Die Ergebnisse der von Bao und Wierzbicki durchgefiihrten Stauchversuche
haben gezeigt, dass es einen Grenzwert von 1 = —0, 33 gibt [5]. Daher wird fiir negative
Spannungsdreiaxialitdten ein einfacher hyperbolischer Fit angenommen, so dass ein
Versagen bei einer Spannungsdreiaxialitdt von weniger als ) = —0, 33 niemals auftritt.
Die Bruchdehnungsfunktion mit den zugehorigen Materialparametern kann daher durch
die Gleichung

o0 n<-1/3

C,/(1+3n) —-1/3<n <0

di exp(c;m)  0<mn<mno

d, exp(—c;n) Mo <7
gegeben werden, wobei 1), der Schnittpunkt der zweiten und dritten Funktion ist. Die

Parameter d, und ¢, werden aus den Ergebnissen der Zugversuche abgeleitet, wihrend

d; und ¢, aus den kombinierten Scher- und Zugversuchen resultieren.

Neben der Abhéngigkeit vom Spannungszustand berichten Ghazali et al. [28] iiber
eine Abhéngigkeit der Bruchparameter von der Warmebehandlung eines Werkstoffes.
Dabei wird ersichtlich, dass sich die Bruchdehnung von Werkstoffen durch das Hérten
reduziert, wie in Abbildung 2.4 beispielhaft dargestellt. Aufgrund der Verwendung von
oberflachengehirteten Zahnradern in den Versuchen weicht das Bruchkriterium von der
aus ungehérteten oder durchgehérteten Proben ermittelten Versagensgrenze ab. Daher ist
es erforderlich, eine Strategie zu entwickeln, die die Ermittlung der Versagensgrenze fiir
derartige Bauteile erméglicht.

EBruch(n) = (211)

— - warmebehandelt
— nicht wiarme-
behandelt

-

Bruchdehnung

/

Mehrachsigkeit
Abbildung 2.4: Darstellung der Versagensgrenze in Abhédngigkeit von der Warmebe-
handlung ud dem Lode-Parameter &.
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2.4 Bruchmechanik

Im Folgenden werden die Grundlagen der Bruchmechanik betrachtet. Ein Riss wird aus
makroskopischer, kontinuumsmechanischer Sicht als Schnitt in einem Korper definiert.
Er wird durch seine Rissspitze und die Rissoberflachen charakterisiert, wobei zweiteres
in der Regel belastungsfrei ist. Grundsatzlich lassen sich drei Arten der Riss6ffnung un-
terscheiden, die in Abbildung 2.5 dargestellt sind. Modus I kennzeichnet eine senkrecht
zur Rissebene wirkende Zugbeanspruchung, Modus II eine in Rissrichtung wirkende
Schubbeanspruchung und Modus III eine senkrecht zur Rissrichtung wirkende Schubbe-
anspruchung. Im Falle einer zweidimensionalen Betrachtung entféllt Modus III. Fiir die
Modellierung ist die Prozesszone, welche den Bereich der mikroskopisch stattfindenden
Bindungslosung beschreibt, entscheidend. Fiir eine Lokalisierung des Bruchprozesses
und der damit einhergehenden Anwendbarkeit der linear-elastischen Bruchmechanik
(LEBM) muss die Ausdehnung der Prozesszone im Verhiltnis zu den makroskopischen
Abmessungen des Korpers vernachlassigbar klein sein.

Abbildung 2.5: Darstellung der Risséffnungsarten [30].

Zu den in dem LEBM verwendeten energiebasierten Rissfortschrittskriterien zéhlen
energetische Kriterien [29], Spannungsintensititsfaktoren [40] sowie das J-Integral [85].
Die Energiefreisetzungsrate ist dabei stets mit dem Risswachstum verbunden. Der direkte
Zusammenhang des Spannungsintensitétsfaktors K und der Energiefreisetzungsrate G ist
wie folgt definiert [41]:

2 2 2
G=-L 4l (2.12)
E- E* 2

wobei E*, abhdngig vom E-Modul E und der Poissonzahl v ist und durch die Gleichung

E (2.13)

1—2

’ E ebener Spannungszustand
E* =
ebener Verzerrungszustand

definiert ist.

16



Im Gegensatz zur LEBM treten bei Kohésivzonenmodellen (KZM) keine Spannungssin-
gularititen an der Rissspitze auf. Aus diesem Grund sind bei Anwendung dieser Methode
sowohl energiebasierte als auch spannungsbasierte Kriterien moglich. Der urspriingliche
Ansatz stammt von dem Dugdale-Barrenblatt Modell [6, 23]. Es wird davon ausgegangen,
dass sich der Riss ausdehnt und 6ffnet, wahrend noch Spannung von einer Seite auf die
andere iibertragen werden kann. Eine schematische Darstellung der Bruchprozesszone
und der Kohésionszone wird in Abbildung 2.6 gezeigt. Dabei entspricht 6, der kritischen
Riss6ffnung bei der keine Spannung mehr {ibertragen werden kann, wiahrend 7, die
Spannung reprasentiert, die weiterhin von der Riss6ffnung abhéngt.

RENERE BEREREL
f‘rn=0 /

Riss
Bruchprozesszone Grundmaterial Zone mit Riss \ Intakte Zone
Kohésionszone, T, = f(6)
(@ (b)

Abbildung 2.6: Schematische Darstellung der Bruchprozesszone (a) und der Kohasi-
onszone (b).

Die Kohésivspannungs-Separations-Beziehungen bzw. der Separationsgesetze dienen als
Entscheidungsgrole fiir die Rissinitiilerung bzw. dem Fortschreiten eines Risses. Mit fort-
schreitender Riss6ffnung wird Energie dissipiert. Bei einachsiger Beanspruchung beginnt
die Grenzflachenschidigung, wenn die Zugkraft die maximale Grenzflachenfestigkeit
70 erreicht. Bei mehrachsiger Beanspruchung wird das Einsetzen der Schidigung durch
ein Kriterium vorhergesagt, das sich auf die Normal- und Scherkréfte bezieht. Das finite
Element versagt, sobald die dissipierte Energie der Bruchenergie/kritischen Energiefrei-
setzungsrate G, des Werkstoffes entspricht. Dabei gibt es eine Vielzahl von Ansétzen fiir
verschiedene Anwendungsfille, die von sprodem Materialversagen iiber Ansétze fiir diinne
Aluminiumbleche bis hin zu duktilem Materialversagen reichen. Die beiden typischen
Ansétze fiir duktiles und sprodes Materialversagen werden in der Abbildung 2.7 dargestellt
[36, 80].

Die Lange der kohésiven Zone [, ist definiert als die Entfernung von der Rissspitze
bis zu dem Punkt, an dem die maximale Grenzflachenfestigkeit erreicht wird. In der
Literatur wurden verschiedene Modelle zur Abschitzung der Lange der kohésiven Zone
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Abbildung 2.7: Darstellung typischer Modelle fiir duktile (a) und spréde (b) Materiali-
en.

vorgeschlagen [6, 23, 39]. Dabei haben alle Ansétze die Form:

G
oy (2.14)

I, =ME

Hierbei ist E das E-Modul, 7° die maximale Grenzflichenfestigkeit und M der Parameter,
welcher abhéngig von der kohésiven Zone ist [92]. Um die Verteilung der Zugkréfte vor
der Rissspitze exakt abzubilden, muss eine Mindestanzahl an Elementen N, innerhalb der
kohisiven Zone verwendet werden. Die Anzahl der Elemente in der kohésiven Zone N,
wird durch den nachfolgenden Zusammenhang definiert:

l
N,=F (2.15)

e

Dabei definiert [, die ElementgroRe. Die Mindestanzahl von Elementen, die in der
kohésiven Zone bendtigt wird, ist in der Literatur nicht einheitlich definiert. Wahrend
Moes et al. [74] und Carpinteri et al. [14] mehr als 10 Elemente vorschlagen, verwenden
Falk et al. [26] in ihren Simulationen zwischen 2 und 5 Elemente. Turon et al. [92]
betrachten das Verfahren unter Verwendung von Elementgréf3en zwischen 0,125 mm
und 5mm. Sie zeigen, dass eine Mindestanzahl von drei Elementen notwendig ist. Er
stellt einen Ansatz zur Anpassung der maximalen Grenzfldchenfestigkeit vor, der bei
den Berechnungen mit groben Netzelementen verwendet werden kann. Die notwendige
Grenzflachenfestigkeit wird bestimmt durch

9TEG
0 = < 2.16
T 32N, (216
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Damit ist die Grenzflachenfestigkeit definiert durch

7 =min{7°, 7%} 2.17)

Durch die Verringerung der maximalen Grenzflachenfestigkeit wird die Lange der
kohésiven Zone vergrofert und die kohésive Zone erstreckt sich iiber eine grof3ere Anzahl
von Elementen. In der Ndhe der Rissspitze ist jedoch eine Verringerung der Genauigkeit
der Spannungskonzentrationen im Hauptmaterial zu verzeichnen.

2.5 Rissmodellierung auf Basis von XFEM

Die erweiterte Finite-Elemente-Methode (XFEM) wurde im Jahr 1999 von Belytschko
und Black [7] ver6ffentlicht und dient als Werkzeug zur Simulation von Bruchvorgéngen
in sproden und quasi-spréden Werkstoffen. Dabei werden basierend auf dem Prinzip
der Partition of Unity (PUM) in einer begrenzten Region Elemente eingefiihrt, welche
zusatzliche Ansatzfunktionen aufweisen, um Unstetigkeiten im Inneren eines Elementes,
wie zum Beispiel den Sprung in der Verschiebung durch eine Rissflanke, beschreiben
zu konnen [72] . Die Rissspitze wird mit speziellen Ansatzfunktionen, welche die Risss-
pitze charakterisieren sollen angereichert. Eine Prinzipienskizze wird in Abbildung 2.8
dargestellt. Eine Auffithrung der notwendigen Ansatzfunktionen soll im Rahmen der
Arbeit nicht erfolgen. Hier sei auf die entsprechende Literatur verwiesen [7, 55, 73].
Die Anwendbarkeit der einzelnen Ansatze hangt stark vom jeweiligen Problem und den
gesuchten Ergebnisparametern ab. Der Vorteil besteht darin, dass keine Neuvernetzung
erforderlich ist.

Abbildung 2.8: Prinzipienskizze der erweiterten Finiten-Element-Methode.
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2.6 Zusammenfassung zum Stand der Forschung

Ziel der Arbeit ist die Abschitzung der Schadensmechanismen, die in Abhéngigkeit von
den gewihlten Randbedingungen beim Einspeisen eines Fragments auftreten. Der auf
Grundlage der Literatur ermittelte Versuchsplan wird in Abbildung 1.1 dargestellt. Nach-
folgend werden die in der Arbeit verwendeten Ansétze zusammengefasst.

Als mogliche Schadensmechanismen werden im Rahmen der Arbeit Risse mit Ursprung
im Zahnfufy bzw. der -flanke erwartet. Die Ermittlung der maximalen Zahnfutragfa-
higkeit kann fiir Fragmente unter vergleichbaren Belastungsbedingungen wie bei einer
Krafteinleitung iiber einen normalen Zahnkontakt auf der Grundlage bekannter analyti-
scher Berechnungsvorschriften erfolgen. Fiir die Identifikation der Versagensgrenze im
Bereich des Fragmentkontaktes besteht noch kein in der Literatur bekanntes Vorgehen.

Die Versuche am skalierten Getriebepriifstand werden sowohl unter quasistatischen
als auch unter dynamischen Geschwindigkeiten durchgefiihrt. Daher wird im Rahmen
der Arbeit das J-C-Materialmodell fiir die Implementierung des elastisch-plastischen
Materialverhaltens verwendet. Dabei konnen die Materialparameter des Kernmaterials
basierend auf Zug- bzw. Druckversuchen identifiziert werden. Die Materialparameter
der Randschicht werden mithilfe von Mikro-Vickershérte-Versuchen und entsprechender
Umwertestrategie ermittelt. Zur Auswahl des fiir das verwendeten Material geeigneten
Constraint-Faktors und der reprasentativen Dehnung erfolgt ein Abgleich der auf Basis der
Umwertung ermittelten Streckgrenze des Kernmaterials mit den durch die durchgefiihrten
Zugversuche identifizierten Streckgrenzen des Kernmaterials.

In der Literatur ist bislang keine Homogenisierungsstrategie fiir die randschichtgehérte-
ten Zahnrader bekannt. Um eine von der Randschicht unabhéngige Vernetzungsstrategie
in der numerischen Simulation zu ermoglichen, wird im Rahmen der Arbeit ein entspre-
chender Ansatz auf Basis der Gewichtung des Mittelwertes eingefiihrt und der durch die
Vereinfachung entstehende Fehler analysiert.

Im Rahmen der Arbeit wird aufgrund der verschiedenen Fragmentgeometrien und
damit einhergehenden unterschiedlichen Beanspruchungen ein mehrachsigkeitsabhén-
giger Ansatz als Versagensgrenze gewéhlt. Grundsétzlich wére fiir die Implementierung
eines solchen Ansatzes eine Analyse fiir die verschiedenen Warmebehandlungszustande
des Materials erforderlich. Der damit verbundene finanzielle Aufwand fiir Experimente
und Probenherstellung iibersteigt jedoch die kostentechnischen Moglichkeiten innerhalb
des Projektes. Daher ist es Ziel der Arbeit, ein weniger kostenintensives Verfahren zur
Ermittlung der Versagensgrenze zu entwickeln. In Anlehnung an die Veréffentlichung
von Ghazali et al. [28] wird die These aufgestellt, dass die Versagensgrenze fiir ebene
Dehnungszustédnde eines randschichtgehérteten Werkstoffes durch einen axialen Versatz
der Versagensgrenze des ungehéarteten Werkstoffes abgeschétzt werden kann. Die Gro3e
des Versatzes wird daher anhand der Ergebnisse des quasistatischen Pulsatortests ermittelt.
Der Vorteil dieser Vorgehensweise liegt in der exakten experimentellen Bestimmung der
Grenzbelastungen im kritischen ZahnfuB8bereich, in dem eine Unterscheidung zwischen
Zahnful3abriss oder Zahnkranzriss erfolgt, und in der Méglichkeit einer Abschitzung
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des Versagens im Flankenbereich, wobei diese lokale Anrissposition ausschlie@lich zu
gutartigen Schédigungen fiihrt. Zur Ermittlung einer lastunabhéngigen, dreiachsigen
Versagensgrenze ist es erforderlich, die in der Literatur bekannte Vorgehensweise zur
Ermittlung aller notwendigen Parameter zu beriicksichtigen. Dies ist jedoch im Rahmen
dieser Arbeit aus finanziellen Griinden nicht moéglich. Daher wird anstelle des komple-
xen dreidimensionalen Ansatzes der vereinfachte Ansatz von Bao und Wierzbicki [5]
zur Definition einer vom Lode-Parameter unabhéngigen Versagensgrenze verwendet. In
Abhéngigkeit des gewéhlten Funktionstyps sind zwischen einem und sechs Materialtests
erforderlich. Wie bereits dargelegt, liegen fiir die Randschicht von Zahnrédern keine
experimentellen Ergebnisse von Zug- und Scherversuchen vor. Daher werden die planare
Versagenskurve und die Ergebnisse des Pulsatortests zur Identifizierung der Versagens-
grenze verwendet.

Fiir die Simulation des Rissfortschrittes wird das in LSDYNA implementierte Kohésivzo-
nenmodell mittels erweiterter Finite-Element-Methode verwendet.
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3 Experimentelle Untersuchung

Nachfolgend werden die auf dem skalierten Getriebepriifstand durchgefiihrten Versu-
che sowie die ergédnzenden Versuche zur Identifikation des numerischen Modells vor-
gestellt. Hierfiir werden im ersten Schritt die verwendeten Test-Zahnréder sowie die
Test-Fragmente aufgefiihrt. AnschlieBend wird der Aufbau des quasistatischen und des dy-
namischen Getriebepriifstandes skizziert. Abschlieend werden die zur Implementierung
des numerischen Modells notwendigen Ergdnzungsversuche anhand des in Abbildung 1.1
dargestellten Versuchsplans erldutert. Um eine statistisch genaue Erfassung aller durch-
gefiihrten Versuche zu gewiéhrleisten, ist eine deutlich grof3ere Anzahl an Versuchen
erforderlich als bei einer rein qualitativen Erfassung. Aufgrund finanzieller Beschran-
kungen im Projekt war eine entsprechende Anzahl an Versuchen nicht durchfiihrbar. Die
Ergebnisse sind daher nur als erster Schritt zur Identifizierung eines strategischen Ansatzes
und nicht als vollstdndig validierter Prozess zu betrachten.

3.1 Test-Zahnrader

Das in dieser Arbeit untersuchte Untersetzungsgetriebe stellt eine skalierte Form des Ori-
ginalgetriebes dar. Die zugehdrige Skalierungstheorie wird in der noch unveréffentlichten
Arbeit von Herrn Fischer vorgestellt [27]. Es besteht aus einer Sonnenwelle am Eingang,
einem einseitig gelagerten Planetentrdger mit drei Planeten am Ausgang sowie einem
fest angebundenen diinnwandigen Hohlrad. Die Verzahnungsdaten der in dieser Studie
verwendeten Zahnréder ist in Tabelle 3.1 aufgefiihrt. Weiterhin wird in Abbildung 3.1 das
skalierte Planetengetriebe dargestellt.

Tabelle 3.1: Darstellung der Verzahnungsdaten.

Bezeichnung Symbol  Einheit Sonne Planet Hohlrad
Zéhnezahl z - 24 21 66
Material (gs) - - 30CrNiMo8 30CrNiMo8 34CrAINi-10
Material (dyn) - - 18CrNiMo7-6  18CrNiMo7-6 31CrMoV9
Normalmodul m, mm 5 5 5
Zahnbreite b mm 20 20 20
Eingriffswinkel a, ° 20 20 20
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Abbildung 3.1: Darstellung des verwendeten Planetengetriebes.

In Analogie zum Ausgangsgetriebe wurden die auf3enverzahnten Sonnen- und Plane-
tenrdder einsatzgehdrtet, wiahrend das innenverzahnte Hohlrad plasmanitriert wurde. Fiir
die quasistatischen Uberrollversuche wurden die Werkstoffe 30CrNiMo8 und 34CrAINi7-
10 ohne Vorwarmebehandlung verwendet. Da die Reduktion der Oberfldchenharte des
Hohlrades unter Verwendung des Werkstoffes 34CrAINi7-10 nur durch Abschleifen der
Eisennitridschicht moglich wire, wobei dieser Arbeitsschritt in dem betrachteten Fall mit
einer Genauigkeitsklasse im Mikrometerbereich erfolgen miisste, wurde auf Anraten der
Harterei ein Wechsel des Werkstoffes durchgefiihrt. Auch fiir das Planeten- und Sonnen-
rad wurde ein Werkstoffwechsel durchgefiihrt, um eine hohere Prozesssicherheit und
damit das Erreichen der Sollwerte zu gewéhrleisten. In den dynamischen Versuchsreihen
wurden schlieflich die Werkstoffe 18CrNiMo7-6 fiir die aullenverzahnten Zahnridder und
31CrMoV9 fiir das innenverzahnte Hohlrad verwendet.

3.2 Test-Fragmente

Nach den EASA CS-E510 Richtlinien werden hochenergetische und nicht eingeschlossene
Triimmer als kritisch eingestuft [25]. Da das Hohlrad fixiert ist und somit ein Zahnkranz-
bruch nicht zu einem hochenergetischen Triimmerteil fiihrt, werden nachfolgend das
Sonnenrad und das Planetenrad als kritische Komponenten betrachtet. Zu diesem Zweck
wurden die Fragmente stets in der Planetenliicke positioniert, um einen Anriss im Zahnfuf3
zu verursachen. Als Fragmentform wurden Zylinder sowie Kugeln unterschiedlicher Gro-
Ben verwendet, siehe Tabelle 3.2. Die Mittelachse der Zylinder wurde dabei stets parallel
zur Mittelachse der Zahnréder positioniert. Dies ermoglicht die Betrachtung des Effekts
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auf die Schadensmechanismen durch einen Punkt- beziehungsweise Linienkontakt. Ein
weiterer Vorteil dieser Fragmentformen besteht darin, dass lediglich die axiale Positionie-
rung sichergestellt werden muss, da ein Verdrehen des Fragmentes keinen Einfluss auf
den Krafteintrag besitzt. Als Referenzgrof3e fiir den Durchmesser der Fragmente wurde
die Breite des Planetenzahnes herangezogen. Folglich entspricht ein Durchmesser von
4mm der halben Zahnbreite, wihrend ein Durchmesser von 6 mm 75% der Zahnbreite
und ein Durchmesser von 8 mm der Breite des Planetenzahnes entspricht. Das gleiche
Vorgehen wurde fiir die Ldnge der Zylinder verwendet. Als Referenzgréf3e wurde hier die
Zahnbreite b = 20 mm herangezogen.

Tabelle 3.2: Darstellung der verwendeten Fragmente.

Fragment-ID Form Durchmesser in mm  Lénge in mm
S1 Kugel 4 -
S2 Kugel 6 -
S3 Kugel 8 -
C1 Zylinder 6 6
c2 Zylinder 8 8
Cc3 Zylinder 8 10
C4 Zylinder 8 20

Um sicherzustellen, dass in den Versuchen nicht ausschlief8lich plastische Verformungen
am Fragment selbst auftreten, wurde aufgrund der einfachen Verfiigbarkeit geharteter
Chromstahl (100Cr6 G10) verwendet. Die Maf3- und Formgenauigkeiten entsprechen dabei
der DIN 5401 [21], wobei die Kugeln mit einem Durchmesser von 4,0 mm der Giiteklasse
Grade 10 und alle anderen Kugeln und die Zylinder der Giiteklasse Grade 20 entsprechen.
In der quasistatischen Versuchsreihe am skalierten Getriebepriifstand wurden zusatzlich
durchgehirtete Fragmente aus dem Werkstoff des Hohlrades (34CrAINi-10) verwendet,
wobei die auftretenden Schadensmechanismen unabhéngig von dem gewéhlten Werkstoff
des Fragmentes waren.
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3.3 Quasistatische Uberrollversuche am skalierten Getriebe

Der im Rahmen des Projektes entwickelte Priifstand fiir quasistatische Uberrollversuche
am skalierten Getriebe (in englisch: Quasistatic Test Run - QTR) ist in Abbildung 3.2
dargestellt. Er umfasst neben dem im Kapitel 3.1 beschriebenen Planetengetriebe auch
nivellierbare Lagereinheiten an der Sonnenwelle und dem Planetentréger sowie eine
Antriebseinheit. Diese umfasst einen Asynchronmotor des Typs Bosch Rexroth MAD180D,
ein Untersetzungsgetriebe des Typs Neugart PLEN200-016-RSSD3AH-T42 mit einer Uber-
setzung von i = 16 sowie ein Drehmoment-Messflanschsystem des Typs Kistler Ki Torq
System Typ 4550A. Die Anbindung des Getriebes an die Antriebseinheit erfolgt mit einer
Uberlastkupplung. Diese verhindert das Versagen des Untersetzungsgetriebes.

Blattfederaufhdngung

Jﬁj‘i‘

=

i

Abbildung 3.2: Zentrale Komponenten des quasistatischen Priifstandes.

Neben den in der Abbildung 3.2 dargestellten Komponenten gibt es weitere elektri-
sche Bauteile, deren Darstellung aus Griinden der Ubersichtlichkeit nicht erfolgt. In
diesem Kontext ist die gesamte sensorische Erfassung des Priifstandes zu nennen. Neben
dem dargestellten Drehmoment-Messflanschsystems wurden ein inkrementeller Encoder
am Planetentriger, eine Niherungsschaltung zur Uberwachung der Uberlastkupplung,
Temperatursensoren an den Lagereinheiten sowie diverse Dehnungsmessstreifen an den
Blattfedern und am Hohlrad verwendet. Die direkte Dehnungsmessung im Zahnfuf er-
weist sich als besonders geeignet zur Messung der Zahnfu3spannung. Der Kontakt mit den
Fragmenten birgt jedoch das Risiko einer Beschddigung des Dehnungsmessstreifens. Aus
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diesem Grund erfolgt die Anbringung von zwei Dehnungsmessstreifen (DMS)-Rosetten
an der Stirnseite. Die 30°-Tangente am Zahn wurde als Referenzlinie fiir die Orientierung
der Rosetten genutzt. Die Messung erfolgt somit an L1 und R1 parallel zur 30°-Tangente,
wihrend L3 und R3 senkrecht zu dieser stehen. Die Anordnung wird in Abbildung 3.3
dargestellt.

Abbildung 3.3: Anordnung der DMS am Hohlrad.

Die DMS-Rosetten erfassen einen zweiachsigen Spannungszustand. Fiir die Messung
wurde weiterhin vorausgesetzt, dass die Materialdehnung dem Verzerrungszustand des
DMS entspricht. Der Nullpunktbezug wurde im lastfreien Zustand eingestellt. Etwaig
auftretende Temperatureinfliisse wurden durch erneutes Nullen vor der Einspeisung korri-
giert. Mogliche Einfliisse durch Feuchtigkeit sowie Kriechen des DMS wurden aufgrund der
kurzen Versuchsdauer als vernachléssigbar eingestuft. Zu den auftretenden Messfehlern
zdhlen Fehlausrichtungen des Dehnungsmessstreifens, Toleranzen des k-Faktors sowie
nichtlineares Verhalten aufgrund der grof3en Dehnungen von bis zu 2 %. Die Messdaten
wurden durch einen Echtzeitrechner der Firma Speedgoat aufgezeichnet. Die Positionie-
rung des Fragmentes in der Zahnliicke erfolgt durch einen Magnethalter, der stirnseitig am
Zahnrad befestigt wurde. Dieser ist in Abbildung 3.4 dargestellt. Es ist zu beachten, dass
das Fragment zur besseren Darstellung in der Zahnliicke des Hohlrades platziert wurde,
wéhrend die Positionierung bei allen Versuchen immer in der Planetenliicke erfolgte.

Im Rahmen der quasistatischen Versuchsreihe wurden die in der Tabelle 3.3 dargestellten
Testszenarien untersucht. Bei der Position zur Zahnbreite von 25 % bzw. 75 % befindet
sich das Fragment 75 % axial tief in der Verzahnung. Bei der Position 50 % befindet sich
das Fragment in der Mitte der Zahnbreite. Das Einspeisen des Fragmentes zwischen dem
Hohlrad und dem Planetenrad fiihrt zu einer optisch erkennbaren plastischen Verformung,
aber zu keinem makroskopisch sichtbaren Riss im Planetenrad. Grof3ere zylindrische
Fragmente konnten aufgrund der Drehmomentbegrenzung der Priifstandshardware nicht
vollstandig tiberrollt werden.
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(@ (b)
Abbildung 3.4: Exemplarische Darstellung der Magnethalterung (a) und dessen bei-

spielhafte Positionierung in der Hohlradllicke fiir die Positionen 50 %
und 25 % (b).

Tabelle 3.3: Versuchsplan der quasistatischen Testreihe.

Test-ID  Position Fragment-ID  Position/Zahnbreite

QTR1 HP S2 25%
QTR2 H-P S2 50%
QTR3 H-P S2 75%
QTR4 H-P S3 25%
QTR5 H-P S3 50%
QTR6 H-P S3 75%
QTR7 H-P c1 25%
QTRS H-P c1 50%
QTR9 H-P c1 75%

Der Versuch QTR5 wurde dreimal wiederholt, wiahrend alle weiteren Versuche nur
einmal durchgefiihrt wurden. Aufgrund der hohen Streuung der Dehnungen von bis zu
20%, die bei mehrmaliger Versuchsdurchfiihrung einer Test-Konfiguration an den DMS-
Rosetten im quasistatischen Versuchsdurchlauf entstanden ist, wird von einem Vergleich
der gemessenen Daten mit der numerischen Simulation abgesehen. Als Ursache wurde die
starke Abhédngigkeit des Signals von der Verkippung des Hohlradzahnes in Abhéngigkeit
vom Kontakt mit dem Fragment identifiziert. Die abweichenden plastischen Verformungen
am Zahnkopf des Hohlrades fiir den Test QTR5 werden in Abbildung 3.5 dargestellt.
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Abbildung 3.5: Darstellung des Schadens am Hohlrad fiir die zwei Wiederholungen
(a) und (b) des Tests QTR5.

3.4 Dynamische Uberrollversuche am skalierten Getriebe

Fiir die dynamischen Uberrollversuche (in englisch: Dynamic Test Run - DTR) wurde der
modular aufgebaute Priifstand an die verdnderte Belastung angepasst. Der Aufbau wird in
Abbildung 3.6 dargestellt. Um einen sekundaren Kontakt mit den beschédigten Zahnréddern
nach dem initialen Einspeise-Vorgang zu vermeiden, wurde das Untersetzungsgetriebe
durch eine elektromagnetische Vierflaichenbremse 4HPB55 der Firma Stromag und eine
Elektromagnet-Zahnkupplung Typ 546 der Firma Monninghoff ausgetauscht. Letzteres
ermoglicht durch das Trennen des Lastpfades zwischen Motor und Getriebe ein schnelle-
res Abbremsen, herbeigefiihrt durch die geringere Tragheit im System. Die Abtriebsseite
des Planetengetriebes wurde durch ein Schwungrad ergénzt, um sicherzustellen, dass
geniigend Energie fiir ein vollstindiges Uberrollen des Fragmentes zur Verfiigung steht.
Die Abschitzung der erforderlichen Energie wurde auf der Grundlage von numerischen
Simulationen vorgenommen. Fiir die Untersuchung wurde zusétzlich die Hochgeschwin-
digkeitskamera iX Cameras i-Speed 726 eingesetzt, die den Einspeise-Vorgang aufzeichnet.
Diese wird aufgrund von Ubersichtlichkeit nicht in der Abbildung 3.6 dargestellt. Um
einen Vergleich mit dem Modell zu erméglichen, wurden einzelne Netzknoten aus dem
numerischen Modell auf die Stirnseite des Zahnrades graviert. Weiterhin unterliegt das
Containment diversen Anpassungen, um die Positionierung der Kamera innerhalb des
Containments zu ermdglichen. Dariiber hinaus wurde das Maschinenbett auf die neuen
Komponenten und Testbedingungen angepasst. Fiir die Themenfelder Auslegung und
spezifische Versuchsauswertung sei auf die noch unveréffentlichte Dissertation von Herrn
Fischer zu verweisen [27].
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Planetengetriebe

Abbildung 3.6: Zentrale Komponenten des dynamischen Priifstandes.

Insgesamt werden die in Tabelle 3.4 dargestellten Versuche fiir einen Vergleich mit dem
numerischen Modell herangezogen. Aufgrund des hohen Zeit- und Kostenaufwandes war
es nicht moglich, die einzelnen Versuchskonfigurationen mehrmals zu testen, somit ist die
Wiederholbarkeit der auftretenden Schadensmechanismen nicht gewahrleistet.

Tabelle 3.4: Versuchsplan der dynamischen Testreihe.

Test-ID  Position Fragment-ID

DTR1 H-P S3
DTR2 H-P C3
DTR3 H-P C4
DTRS H-P C4
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3.5 Ergdnzungsversuche zur Parameteridentifikation des
Materialmodells

Zur Ermittlung des Materialmodells des Kernmaterials der Zahnréder wurden quasistati-
sche Druckversuche fiir die Werkstoffe 30CrNiMo8 und 34CrAINi7-10 sowie dehnratenab-
héngige Zug- und Druckversuche fiir die in der dynamischen Versuchsreihe verwendeten
Werkstoffe 18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9 durchgefiihrt. Zur Ermittlung der Materialpara-
meter der Randschicht wurden fiir alle verwendeten Werkstoffe Harteverlaufsmessungen
durchgefiihrt.

3.5.1 Zug- und Druckversuche

Nachfolgend werden die Ergebnisse der Zug- und Druckversuche vorgestellt. Die Druck-
versuche werden zur Ermittlung des Verfestigungsfaktors n und des Materialparameters
B verwendet. Da fiir die Werkstoffe 30CrNiMo8 und 34CrAINi7-10 keine Zugversuche
durchgefiihrt wurden, wird der Parameter A; des Kernmaterials aus der Dehngrenze
der Druckversuche ermittelt. Fiir die Werkstoffe 18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9 werden
die Streckgrenze Ay und der Elastizitdtsmodul E aus den Ergebnissen der Zugversuche
identifiziert.

Quasistatisch Druckversuche

Die experimentelle Durchfiihrung nach DIN 50106 [20] erfolgt auf der Universalpriif-
maschine RM1000 (MS-009) des Herstellers Schenck. Hierfiir wurden die Proben mittig
zwischen zwei planparallelen Platten positioniert und die Verformung der Probe mit zwei
um 180° versetzten inkrementellen Wegaufnehmern erfasst. Um die Reibung im Kontakt-
bereich zwischen Probe und Kolben zu minimieren, wurden die Flachen der Druckproben
mit Molykote BR2plus geschmiert. Die Steifigkeit des Versuchsaufbaus wurde zu Beginn
erfasst und spéter beriicksichtigt. Es wurde eine Gesamtdehnung von 50 % aufgebracht.
Die Probenentnahme erfolgte an dem unbehandelten Kreis- bzw. Ringsegment. Die genaue
Lage der Probeentnahme ist dem Anhang A.1 zu entnehmen. Es werden Proben mit einem
Durchmesser von 10 mm verwendet. Die Anfangshohe h, wurde variiert (10 mm, 15 mm,
20mm), um die Auswirkungen des Verhéltnisses zwischen Durchmesser und Hohe zu
beriicksichtigen. Die Ergebnisse der Druckversuche werden im Anhang A.2 dargestellt.
Bei Probekorpern des Werkstoffes 34CrAINi7-10 mit einer Hohe von 20 mm treten wéh-
rend der Priifung die in Abbildung 3.7 dargestellten asymmetrischen Verformungen auf,
weshalb diese Ergebnisse nicht zur Identifikation der Materialparameter herangezogen
werden.

Die ermittelten wahren Dehnungs-Spannungs-Kurven aller Versuche werden in Abbil-
dung 3.8 dargestellt.
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Abbildung 3.7: Asymmetrische Verformung einer Druckprobe mit einer Anfangshdhe
von hy =20mm.
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Abbildung 3.8: Darstellung der wahren Spannungs-Dehnungs-Kurve aller fiir die qua-
sistatischen Druckversuche verwendeten Werkstoffe.
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Dehnratenabhéngige Zug- und Druckversuche

Zur Ermittlung der Dehnratenabhéngigkeit der im dynamischen Versuch verwendeten
Zahnradmaterialien wurde Hochgeschwindigkeits-Zug- und Druckversuche bei Raumtem-
peratur durchgefiihrt. Die Durchfiihrung der Versuche erfolgt dabei an der Schnellzer-
reiBmaschine HTM50010 des Herstellers Zwick, wobei die Auswertung der Messsignale
und die Ermittlung der Festigkeits- und Verformungskennwerte in Anlehnung an die
FAT-Richtlinie [8] und die ISO 26203-2 [42] erfolgen. Urspriinglich wurden hierfiir die
Dehnraten 0,001 %, 1 %, 10 % und 500 % vorgesehen. Aufgrund fehlender Kapazitdten an
der dafiir vorgesehenen dynamischen Druckeinrichtung wahrend der Projektlaufzeit wur-
den die Dehnraten fiir die Druckversuche angepasst. Deshalb wurde schlie@lich mit den
Dehnraten 0,002 %, 1,4% und 20 % gemessen. Die Durchfithrung der Zugversuche erfolgte
planmé&Rig mit den genannten Dehnraten. Die Probenentnahme fiir die Druckversuche
erfolgte direkt aus dem Zahnrad. Fiir die Zugversuche wurden bei der Zahnradfertigung
zusétzliche Zylinder aus dem gleichen Strang entnommen, aus dem auch die Zahnra-
der gefertigt wurden. Die Position der Probenentnahme sowie die Probengeometrie der
Zugproben wird im Anhang A.3 dargestellt. Die Probengeometrie der Druckproben war
gleich der quasistatischen Proben, wobei die Hohe 10 mm betrug. Die Ergebnisse der
Experimente werden in den Tabellen 3.5 und 3.6 sowie in Abbildung 3.9 dargestellt.

Tabelle 3.5: Ermittelte Werkstoffkennwerte flr den Werkstoff 18CrNiMo7-6.

Dehnrate in % Dehngrenze in MPa  Zugfestigkeit in MPa  Bruchdehnung in %

0,001 430 657 16,6
1 417 665 15,8
10 431 682 17,6
500 580 756 20,0

Tabelle 3.6: Ermittelte Werkstoffkennwerte fiir den Werkstoff 31CrMoV9.

Dehnrate in % Dehngrenze in MPa  Zugfestigkeit in MPa  Bruchdehnung in %

0,001 761 902 17,4
1 812 956 18,3
10 826 975 17,2
500 960 1062 19,8
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Abbildung 3.9: Darstellung der ermittelten Spannungs-Dehnungskurve der Werkstoffe
18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9 in Abhéngigkeit von der Dehnrate.

3.5.2 Vickers-Versuche

Zur Ermittlung der Materialeigenschaften der Randschicht werden Hérteverlaufsmessun-
gen nach Vickers in Anlehnung an DIN EN 18203 [22] durchgefiihrt. Fiir die Werkstoffe
30CrNiMo8 und 34CrAINi7-10 wurden die Vickers-Versuche bei der Materialpriifanstalt
(MPA) in Darmstadt durchgefiihrt, wahrend sie fiir die Werkstoffe 18CrNiMo7-6 und
31CrMoV9 direkt bei der Hérterei Reese durchgefiihrt wurden. Dadurch ergeben sich
kleinere Abweichungen bei der Durchfithrung. Das MPA verwendete fiir das Planeten-
und das Sonnenrad eine Vickershérte von HV 1 und fiir das Hohlrad eine Vickershérte von
HV 0,5. Weiterhin wurden je zwei Harteverldufe jeweils auf unterschiedlichen Zdhnen,
sowohl im Zahnfuf3 als auch im oberen Bereich der Zahnflanke untersucht. Zusétzlich
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wurden je Zahnrad drei Oberflachenhérte-Tests durchgefiihrt. Bei der Durchfiihrung direkt
in der Harterei wurde ausschlieBlich eine Vickershérte von HV 1 verwendet. Dabei erfolgte
nur eine einzelne Vermessung des Harteverlaufs am Sonnenrad und am Hohlrad an den
gleichen Messstellen wie zuvor. Fiir das Planetenrad erfolgt eine Vergleichsmessung an

der Flanke. Die Ergebnisse der Versuche werden in Abbildung 3.10 dargestellt.

00 30CrNiMo8 700 18CrNiMo7-6
— Flanke 1 — Flanke (P)
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Abbildung 3.10: Darstellung des gemessenen Harteverlaufs.

Die Oberfldchenhirte des Werkstoffes 30CrNiMo8 liegt mit einem Mittelwert von
632 HV 30 bei einer Standardabweichung von je 3 HV 30 oberhalb des Sollwertes von
500 + 50 HV 30. Dagegen liegt die Oberflachenhérte des Werkstoffes 18CrNiMo7-6 mit
einem Mittelwert von 511 HV 30 an dem Sonnenrad und 522 HV 30 an dem Planetenrad
im Sollwertebereich. Fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 wurden die Harten bis zu einem Ober-
flachenabstand von 2,0 mm erfasst. In diesem Bereich ist kein konstanter Hartebereich
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erkennbar. Fiir den im dynamischen Versuch verwendete Werkstoff 18CrNiMo7-6 wurde
die Harte bis zu einem Abstand von 2,8 mm untersucht. Die Kernhérte am Sonnenrad
wird ab einem Abstand von 2,0 mm an der Zahnflanke und 2,5 mm an ZahnfuR erreicht.
Fiir das Planetenrad wird die Kernhérte in einem Abstand von 2,2 mm erreicht.

Die Oberfldachenhérte des Hohlrades betragt fiir den Werkstoff 34CrAINi7-10 an der
Zahnflanke 873 HV 30 mit einer Standardabweichung von 8 HV 30 und an dem Zahnful3
1017 HV 30 mit einer Standardabweichung von 12 HV 30. Damit wird der Sollwert
850+ 50 HV 30 deutlich iiberschritten. Die Oberflachenhhérte des Werkstoffes 31CrMoV9
betrdgt am Zahnkopf 700 HV 30 mit einer Standardabweichung von 4 HV 30. Damit wird
der neu festgelegte Sollwert von 700450 HV 30 erreicht. Fiir den Werkstoff 34CrAINi7-10
liegt ab einem Abstand zur Oberflache von 0,4mm am Zahnfuld bzw. 0,5mm an der
Zahnflanke eine konstante Kernhérte von 270 HV vor. Fiir den im dynamischen Versuch
verwendeten Werkstoff 31CrMoV9 wird die Kernhérte ab einem Abstand von 0,9 mm
erreicht.

Die Ergebnisse der einzelnen Messungen an den in den quasistatischen Versuchen
verwendeten Werkstoffen sind im Anhang aufgefiihrt A.4.

3.6 Erganzungsversuche zur Parameteridentifikation des
Versagensmodelles

Uberlastungen fithren bei dem normalen Betrieb eines Getriebes zu zwei typischen Versa-
gensphédnomenen: Zahnfu3- und Zahnflankenbruch. Im Allgemeinen sind Zahnfu3briiche
bei Uberlast wahrscheinlicher und Zahnflankenbriiche weniger wahrscheinlich [48]. Auf-
grund der Verdnderung der Kontaktfliche durch den kleineren Radius des Fragmentes im
Vergleich zur Zahnflanke als Kontaktpartner und der verénderten Richtung des Lastein-
trages soll aber auch dieses Versagensphinomen néher untersucht werden. Nachfolgend
werden analoge Versuche fiir beide Versagensphdnomene zur Bestimmung der Parameter
des numerischen Modells betrachtet. Der Pulsatortest ist ein analoger Test fiir den Zahnfu@3-
bruch, der entsprechend in dieser Anwendung verwendet wurde [103]. Es gibt nur wenige
Vero6ffentlichungen iiber einen analogen Test, der Anrisse in der Zahnflanke untersucht.
Konowalczyk et al. [53] entwickelt ein solches Konzept. Er verwendet getrennte Zahn-
segmente, die von zwei Aktuatoren auf dem Doppelpulsator-Priifstand belastet werden.
Da der Belastungszustand bei den Versuchen jedoch stark vom verwendeten Fragment
und dessen Eindringtiefe abhangt wurde auf die Durchfiihrung von Versuchen an einem
Doppelpulsator als Analogversuch verzichtet. Stattdessen wurde neben dem Pulsatortest
ein vereinfachter Fragment-Eindruck-Versuch (FEV) durchgefiihrt. Die Durchfiihrung der
Versuche erfolgt ausschlieSlich an den in der quasistatischen Versuchsreihe verwende-
ten Materialien. Auf die Durchfiihrung der Versuchsreihen an den in der dynamischen
Versuchsreihe verwendeten Materialien wird aus finanziellen Griinden verzichtet.
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3.6.1 Quasistatische Pulsatortests

Zur Bestimmung der Bruchkriterien des Zahnfu8es wurde ein quasistatischer Pulsator-
versuch am Planetenrad durchgefiihrt. Die auf die Zdhne wirkende Kraft wurde durch
Zusammendriicken der zwischen den Backen eingespannten Zdhne erhoht, bis ein Riss
am Zahnful} auftritt. Der Anfangsriss wurde mit einem Acoustic Emission System (AE-
System) bestimmt. Das Messprinzip des AE-Systems beruht auf der Detektion transienter,
elastischer Wellen. Der Ursprung dieser Wellen ist eine plotzliche Spannungsumlagerung
im Bauteil, wie sie durch einen Riss oder ein Risswachstum verursacht wird. Der Ver-
suchsaufbau ist in Abbildung 3.11 und die dazugehorigen Ergebnisse dieser Versuche
sind in Tabelle 3.7 dargestellt. Die gemessenen Krifte am Riss schwanken mit einem
maximalen Fehler von 14% zum Mittelwert.

AE-System

Abbildung 3.11: Versuchsaufbau des quasistatischen Pulsatortests.

Tabelle 3.7: Experimentelle Ergebnisse des quasistatischen Pulsatorversuchs.

Test-ID  Kraft bis zum initialen Riss

1 103,23 kN
2 102,93 kN
3 98,17 kN
4 86,88 kN
5 111,35 kN
6 103,04 kN
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3.6.2 Vereinfachte Fragment-Eindruck-Versuche (FEV)

Um die auftretenden Schadensmechanismen beim Eindruck eines Fragmentes verein-
facht zu untersuchen wurden zylindrische Fragmente quasistatisch in die Zahnliicke des
préparierten Planetenrades eingedriickt. Der Versuchsaufbau wird in Abbildung 3.12
dargestellt. Zusatzlich werden diese experimentellen Ergebnisse zur Identifikation der fiir
das Rissmodell notwendigen Parameter herangezogen.

Abbildung 3.12: Versuchsaufbau des vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuches.

Fiir die Versuchsdurchfiihrung wurden die beiden gré3ten Fragmente C3 und C4 ver-
wendet. Der Fragmenthalter wurde so gestaltet, dass er wiahrend des Versuchs nicht mit
den Zahnflanken in Kontakt kommt. Die Kraft der auftretenden Risse wird in Tabelle 3.8
aufgezeichnet und der Schadensform Zahnfufe-, Zahnkranz- bzw. der Zahnflankenriss
zugeordnet.

Tabelle 3.8: Darstellung der experimentellen Ergebnisse des vereinfachten Fragment-
Eindruck-Versuches.

Test  Kraft - initialer Anriss  Kraft - sekundéarer Anriss ~ Schadensform

1 128,6 kN 133,5kN Zahnkranzriss
2 125,9kN 131,4kN Zahnkranzriss
3 106,0kN 291,1kN Zahnflankeriss
4 115,6kN 123,4kN ZahnfuRriss
5 126,2kN 149,2kN Zahnful3riss
6 115,4kN 132,5kN Zahnful3riss
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Wahrend der Versuchsreihe traten Briiche sowohl im Zahnflankenbereich als auch im
Zahnfuf3bereich auf. Die Risse im Zahnfubereich von Test 1 und 2 mit dem Fragment
C4 breiteten sich in den Zahnkranz aus. Die Rissausbreitung erfolgte dabei als sproder
Gewaltbruch (Abbildung 3.13). Zusétzlich traten an der Stirnflache der Zahnflanke Risse
auf, die sich jedoch nicht iiber die Breite des Zahnrades ausbreiteten. Lediglich im Test 3
stellt dieser initiale Anriss den Hauptschadensmechanismus dar (Abbildung 3.14). Der
initiale Anriss ist damit vergleichbar mit dem Stirnkantenbruch.

@ (®)

Abbildung 3.13: Darstellung des ZahnfuBanrisses (a) sowie der dabei entstandenen
Bruchflache (b) am Zahnrad durch Eindruck des C4-Fragmentes (FEV).

Der Anriss befindet sich im Fall des C3-Fragmentes an der Kontaktlinie zwischen dem
Fragment selbst und der Stirnkante des Zahnrades, siehe Abbildung 3.15. Ausgehend
von der glatten Risskante direkt an der Zahnradoberfldche ist davon auszugehen, dass
der initiale Anrisspunkt seinen Ursprung an der Oberfldche des Zahnrades hat. Erst in
groflerer Distanz zur Oberfldche ist die raue Struktur des tiberlastinduzierten Gewaltbruchs
erkennbar. Ein weiteres Indiz dafiir, dass der Kontakt des Fragmentes mit der Zahnflanke
nicht den initialen Anrisspunkt darstellt, ist die Riss6ffnung, die an dieser Stelle minimal
1st.
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Abbildung 3.14: Darstellung des Anrisses an der linken (a) und an der rechten (b)
Zahnflanke durch Eindruck des C4-Fragmentes (FEV).

@ ®

Abbildung 3.15: Darstellung des Anrisses am Zahnrad durch den Eindruck des C3-
Fragmentes (FEV).
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4 Numerische Modellierung

Aufgrund der Zielsetzung des Projektes, die gewonnenen Erkenntnisse in einem Zerti-
fizierungsverfahren zu verwenden, ist eine Implementierung des numerischen Modells
in einem kommerziellen Programm erforderlich. Die Software LSDYNA wird aufgrund
ihrer Eignung zur Durchfiihrung nichtlinearer und hochdynamischer Simulationen fiir die
nachfolgenden Untersuchungen verwendet. Die Software erméglicht sowohl explizite als
auch implizite Analysen. In der Folge werden alle quasistatischen Analysen auf Grundla-
ge impliziter Berechnungsverfahren gelost, wiahrend die dynamischen Analysen explizit
gerechnet werden. Es werden stets strafbasierte Kontakte verwendet, die standardméfRig
in LSDYNA implementiert sind [63]. In den folgenden Unterkapiteln wird das numerische
Modell, unterteilt in die Vernetzungsstrategie, die Parameteridentifikation des Material-,
Versagens- und Kohésivzonenmodells zusammen mit den zugehorigen Modellannahmen
und den vorhandenen Unsicherheiten vorgestellt. Aufgrund der asymmetrischen Belastung
und der fehlenden Moglichkeit der vereinfachten Betrachtung eines Teilausschnittes muss
das gesamte Planetengetriebe modelliert werden. Die Beriicksichtigung der Randschicht
und die damit einhergehende geringe ElementgrofRe fiihrt innerhalb von dynamischen
Crash-Simulationen zu nicht zu vernachléssigenden Kontaktproblemen und damit einher-
gehenden hohen Simulationszeiten. Aus diesem Grund soll neben dem Randschicht-Modell
zusatzlich ein homogenisiertes Materialmodell implementiert und der Einfluss dieser Ver-
einfachung untersucht werden. In Abbildung 4.1 werden alle im skalierten Getriebemodell
beriicksichtigten Komponenten und die zugehorigen Randbedingungen dargestellt.

Die Lagerung der Sonnenwelle, dem Planetentrédger und den Planetenrddern wird
dabei mittels Gelenk unter Vernachlédssigung der realen Steifigkeit iiber das Keyword
CONSTRAINED JOINT REVOLUTE implementiert. Die Wantenspanner werden durch ei-
ne Feder approximiert. Die Kraft-Weg-Kennlinie der Wantenspanner wird experimentell
ermittelt und mittels MAT SPRING_NONLINEAR_ELASTIC im Modell beriicksichtigt. Die
Bewegungsvorgabe erfolgt, wie im Experiment, geschwindigkeitsbasiert, um das fiir das
Uberrollen des Fragmentes erforderliche Drehmoment mit dem experimentell ermittelten
Drehmoment zu vergleichen. Hierfiir wurden sowohl am Eingang als auch am Ausgang
des Getriebes dem Versuch entsprechende Geschwindigkeitsvorgaben mittels BOUNDA-
RY PRESCRIBED MOTION_RIGID implementiert. Alle Komponenten, die mit einer nicht
im Modell dargestellten Komponente verbunden sind, wie z. B. dem Containment, werden
durch die Randbedingung BOUNDARY SPC SET im Raum fixiert. In Tabelle 4.1 wird die
Anzahl der finiten Elemente fiir die jeweilige Komponente sowie die Materialklassifizierung
angegeben.
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Abbildung 4.1: Darstellung des numerischen Modells.

Tabelle 4.1: Auflistung der verwendeten Elementanzahlen sowie der Materialklassifi-
zierung flr die Komponenten.

Komponente Elementanzahl Materialklassifizierung

Zapfen 1860 starr
Sonnenwelle 3580 elastisch-plastisch
Sonnenrad 7010 elastisch-plastisch
Planetenrad (x3) 5670 (x3) elastisch-plastisch
Planetensegment - Kern 282300 elastisch-plastisch
Planetensegment - Randschicht (x4) 58377 (x4) elastisch-plastisch
Hohlradsegment - Kern 215040 elastisch-plastisch
Hohlradsegment - Randschicht (x4) 2542 (x4) elastisch-plastisch
Planetentrager 15016 elastisch-plastisch
Hohlrad 10533 elastisch-plastisch

Lagerung 400 starr

Mount (x3) 1000 (x3) starr
Blattfeder (x3) 3088 (x3) elastisch-plastisch

Schraube (x3) 560 (x3) starr

Schelle (x3) 8 (x3) starr

Fragment 4800 starr
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4.1 Vernetzungsstrategie

Die anzuwendende Vernetzungsstrategie der einzelnen Komponenten ist abhéngig von
den Effekten, die in der numerischen Simulation zu betrachten sind. Fiir den Zertifi-
zierungsprozess ist der Beanspruchungszustand an den Zahnrddern und insbesondere
am Zahnfuf} des Planetenrades von besonderer Bedeutung. Im Folgenden wird daher
auf die Diskretisierung der Kontaktstelle zwischen dem Fragment und den in Kontakt
stehenden Zahnridern eingegangen. Die raumliche Diskretisierung erfolgt stets basierend
auf einer strukturierten Hexaeder-Vernetzung. Die Bezeichnung der Kantenlédngen der
finiten Elemente am Planetenrad wird in Abbildung 4.2 dargestellt. Die Kantenlédnge ey
steht dabei fiir die Lénge des Elementes entlang des Zahnful3es, e, fiir die Ldnge der
Elemente in Zahnbreitenrichtung und e, fiir die Ladnge der Elemente in Richtung der
Randschicht. Es ist zu beriicksichtigen, dass der in Abbildung 4.2 dargestellte Ubergang
von einer geringeren Kantenldnge an der Oberflache zu gréfleren Kantenldngen im Zahn-
kranz nur zur Lokalisierung der Position des initialen Anrisses anwendbar ist. Fiir die
Simulation des Rissfortschritts wird die nachfolgend ermittelte Elementldnge fiir den
gesamten Zahnkranzbereich verwendet.

Abbildung 4.2: Darstellung der Bezeichnung der Kantenldngen der Hexaeder-
Vernetzung.

In Anlehnung an die Untersuchungen von Moussa et al. [76] sind zwei Schichten
innerhalb einer 0,29 mm dicken Randschicht zu beriicksichtigen, um das Materialverhalten
an der gehérteten Oberfldche abzubilden. Der Fehler betragt dabei < 1% im Vergleich zu
einem 32-Schichten-Modell. Dabei nimmt die Hérte innerhalb der Randschicht von 675
HV auf 225 HV ab. Im Rahmen der Arbeit ist die Differenz zwischen Oberfldchenhérte
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und Kernhirte halb so grof? fiir die auenverzahnten Zahnrader und vergleichbar fiir
die innenverzahnten Zahnréder. Aufgrund der doppelten Dicke der Randschicht des in
der Studie verwendeten Hohlrades sowie der siebenfachen Dicke der Randschicht des
Planeten- und Sonnenrades wird die Anzahl der Schichten innerhalb der Randschicht auf
vier erhoht. Um den Spannungsgradienten in jeder Schicht abbilden zu kénnen, sind drei
Elementreihen pro Schicht notwendig.

Basierend auf dem im Stand der Forschung dargestellten analytischen Zusammenhang
zwischen Elementgrofle und Lénge der kohésiven Zone (2.15) wird die Kantenlédnge des
finiten Elementes im Zahnful3bereich mindestens so gewahlt, dass keine Anpassung der
Grenzflachenfestigkeit fiir die Rissfortschrittsanalyse erforderlich ist. Hierfiir wird im
ersten Schritt die Lange der kohésiven Zone (2.14) berechnet. Im Kapitel 4.4 werden die
Parameter basierend auf einer Parameterstudie auf 7% = 1402 MPa bzw. G, = 25N/mm
geschétzt. Aufgrund des sproden Verhaltens des Materials im Zahnfuf$ unter Zugbelastung
wird nachfolgend fiir den Parameter M der Gleichung (2.14) der von Barenblatt [6] fir
sprode Materialien ermittelte Wert M = 0,4 angenommen. Die Ldnge der kohésiven Zone
bestimmt sich damit zu [, = 1,0 mm. Bei einer Mindestanzahl von drei finiten Elementen
muss daher die Kantenldnge der verwendeten Elemente in Rissrichtung < 0,33 mm sein.

Neben der Begrenzung der Kantenlénge, die sich aus der Lange der kohé&siven Zone
ergibt, wird die erforderliche Elementgrof3e in Abhédngigkeit vom auftretenden Diskreti-
sierungsfehler bestimmt. Fiir das Planetenrad wird die erforderliche Elementgrof3e am
Zahnful auf der Grundlage des quasistatischen Pulsatortests berechnet. Hierbei wird
aus Griinden der Rechenzeit eine zweidimensionale Analyse durchgefiihrt. Aus diesem
Grund entfallt die Kantenlénge e,y. Der entstehende relative Fehler durch die vereinfachte
zweidimensionale Betrachtung liegt bei 3 %. Fiir das dreidimensionale Modell werden
im Rahmen der Arbeit 40 Elemente in Zahnbreitenrichtung verwendet. Der Diskreti-
sierungsfehler gegeniiber einer Elementanzahl von 80 Elementen ist hier gleich Null.
Die Kantenlédnge ey und e; der viereckigen Elemente werden nachfolgend gleichgesetzt
und zwischen ez, = 0,5mm und ey, = 0,0313 mm variiert. Die Tabelle 4.2 zeigt die
Ergebnisse der zweidimensionalen Untersuchung. Das Modell konvergiert bei einer Ele-
mentgrofRe von ey, < 0,125mm, wobei der relative Fehler bei 2% fiir n und 1% fiir
O pmax Vorliegt. Die plastische Dehnung weist einen groferen Fehler von 5% auf. Da die
fiir die Begrenzung des Diskretisierungsfehlers erforderliche Elementgrof3e kleiner ist als
die auf der Lénge der kohésiven Zone basierende Begrenzung, wird diese Elementgrof3e
im Folgenden fiir den Zahnfuf} implementiert.

Anrisse an der Zahnflanke sind im Rahmen der Analyse als gutartige Schiden zu be-
werten, die nicht zu hochenergetischen Triimmerteilen fithren [25]. Um dennoch eine
Abschitzung beziiglich des Diskretisierungsfehlers zu erméglichen, wird nachfolgend der
Einfluss der Elementgroe auf die gemessenen Belastungen untersucht. In Tabelle 4.3 ist
die Spannungsmehrachsigkeit 1), die plastische Dehnung ¢, die Mises-Vergleichsspannung
O mises SOWie die maximale Hauptspannung o, .. in Abhéngigkeit von den Kantenléngen
egy1/w dargestellt. Es wird immer das Element mit der héchsten Spannungsmehrachsigkeit
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Tabelle 4.2: Auswertung von 7, ¢, und o, .., in Abhangigkeit von der Kanten-

lénge eg/y..
ep/. in mm N £ O p max i MPa
0,5000 0,46  0,0005 2001
0,2500 0,53 0,0054 2137
0,1250 0,50 0,0038 2077
0,0625 0,48 0,0040 2053
0,0313 0,49  0,0042 2066

gewdhlt. Es ist zu erkennen, dass die Spannungsmehrachsigkeit mit abnehmender Ele-
mentgrofe zunimmt. Fiir eine Elementgrofie von e, < 0,025mm und ey, < 0,025mm
liegt der Diskretisierungsfehler fiir n bei 6%, fiir £, bei 2%, fiir 0 ;. bei 3% und fiir
O pmax D€l 7%. Bei allen Betrachtungen an der Zahnflanke ist zu berticksichtigen, dass die
erforderliche Elementgrof3e im Kontaktbereich Zahnflanke - Fragment stark von der Frag-
mentform bzw. deren Scharfkantigkeit abhéngt und damit fiir jede Form eine individuelle
Betrachtung des Diskretisierungsfehlers notwendig ist.

Tabelle 4.3: Auswertung des Beanspruchungszustandes in Abhangigkeit von der
Kantenlénge eg;; -

ep/, InmMm ey in mm n €p O mises iIN MPa 0, 1, in MPa
0,05 0,05 0,10 0,30 1887 1330
0,05 0,025 0,15 0,30 1926 1497
0,05 0,0125 0,18 0,30 1964 1606
0,025 0,05 0,26 0,41 1782 1616
0,025 0,025 0,34 0,42 1884 1880
0,025 0,0125 0,36 0,43 1934 2012

Bei der Durchfiihrung von numerischen Simulationen des Uberrollversuchs am ska-
lierten Getriebe treten ab einer Elementgrofse von ey, > 0,2mm an der Zahnflanke fiir
das Fragment C3 Kontaktprobleme auf. Der Grund dafiir ist die starke Elementverzer-
rung an der Kontaktstelle mit dem Fragment bei fehlender adaptiver Wiedervernetzung,
die zusammen mit den héheren Versuchsgeschwindigkeiten zu Problemen fiihrt. Da in
dem vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuch unter Eindruck des Fragmentes C3 aus-
schlief3lich Anrisse an der Zahnflanke entstehen und diese nicht zu hochenergetischen
Triimerteilen fiihren, wird fiir die numerische Simulation des Uberrollvorgangs am ska-
lierten Getriebe die Vernetzung so gewéhlt, dass keine lokalen Kontaktverluste auftreten.
Demzufolge wird auf eine Analyse des Beanspruchungszustandes an der Flanke bei der
Simulation der Uberrollversuche am skalierten Getriebe verzichtet.
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Neben dem Planetenrad ist auch der Diskretisierungsfehler des Hohlrades zu beriick-
sichtigen. Dabei ist die Dicke der Randschicht mit 0,4 mm bzw. 0,9 mm, abhingig von
dem verwendeten Material, deutlich geringer als beim Planetenrad. Dieser Effekt hat
zusammen mit der Anzahl der Schichten in der Randschicht sowie der Notwendigkeit, den
Spannungsgradienten abzubilden, eine ElementgroBe von lediglich e, = 0,03 mm bzw.
e; = 0,07 mm zur Folge. Beim Uberrollen des Fragmentes in den Simulationen entstehen
aufgrund der geringen ElementgroBe und der hohen Kontaktkréfte lokale Kontaktverluste
einzelner Elemente. Diese treten bei einer Elementgré3e von e; = 1,0 mm nicht weiter auf.
Da im Rahmen dieser Arbeit der Fokus auf dem Versagen des Planetenrades liegt und ein
Anriss im Hohlrad nicht als katastrophaler Schaden eingestuft wird, wird fiir das Hohlrad
nachfolgend die Randschicht im numerischen Modell vernachlassigt und ausschliellich
das homogenisierte Modell verwendet.

Aufgrund der hohen plastischen Verformung an der Kontaktstelle des Fragmentes mit
dem Zahnkopf des Hohlrades ist die Kraft-Weg-Kennlinie jedoch von der Elementgroe
abhéngig. Da die radiale Aufweitung und die lokale plastische Verformung des Hohlrades
die Krafteinwirkung auf den Zahnful} des Planetenrades beeinflussen, wird die Streckgren-
ze des Hohlrades mit der Elementgrofie e;, = 1,0mm und ey,x = 0,5mm entsprechend
mit einem Skalierungsfaktor S beaufschlagt, um bei gleicher dulerer Krafteinwirkung die
gleiche lokale plastische Verformung des Hohlradzahnes zu erhalten. In Abbildung 4.3
ist die Kraft-Weg-Kennlinie des Modells fiir die genannten Elementgrof3en und den zu-
sétzlichen Skalierungsfaktor (S = 1, 15) dargestellt. Zusétzlich ist der relative Fehler {iber
die Verschiebung des Fragmentes dargestellt. Fiir eine Verschiebung von 1,7 mm ist der
relative Fehler Null.
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o
o

—_— eL/W/R=0’05 mm

100 — eLzl,O mm; eW/R:O,S mm
.- eLzl,O mm; eW/R:0,5 mm (S=1,15)
relativer Fehler (S=1,15)
0 / 1 1 1 1 1 1 1 1 1

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 3,5 4 4,5 5
Verschiebung in mm

Abbildung 4.3: Darstellung der Kraft-Weg-Kennlinie und des relativen Fehlers in Ab-
héngigkeit von der ElementgréBe und dem Skalierungsfaktor S.
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4.2 Materialmodell

Im Folgenden wird die Parameteridentifikation fiir den Kern und die Randschicht der
verwendeten Zahnréder erldutert. Hierzu gilt es den Elastizititsmodul, die Streckgrenze
und die Dehnratenabhingigkeit basierend auf Zugversuchen zu bestimmen. Das Materi-
alverhalten im Verfestigungsbereich sowie die Dehnratenabhangigkeit in Druckrichtung
wird basierend auf den Druckversuchen bestimmt.

4.2.1 Parameteridentifikation - Elastizitatsmodul

Im Rahmen dieser Arbeit wird der Elastizititsmodul aus den experimentellen Ergebnissen
der Zugversuche identifiziert. Die ermittelten Werte fiir die im dynamischen Uberrollver-
such verwendeten Materialien werden in Abbildung 4.4 dargestellt. Fiir alle quasistati-
schen Versuche wird der jeweilige gemittelte E-Modul bei der entsprechenden Drehzahl
verwendet, wihrend fiir die Uberrollversuche am skalierten Getriebe der iiber alle Dehn-
raten gemittelte E-Modul verwendet wird. Dieser betragt fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6
E =1,92-10° MPa und fiir den Werkstoff 31CrMoV9 E = 2, 28 - 10° MPa. Fiir die in den
quasistatischen Uberrollversuchen verwendeten Zahnradmaterialien wird der Elastizitits-
modul E = 2,10 - 10° MPa fiir legierten Stahl verwendet [64].

. «10° 18CrNiMo7-6 A x10° 31CrMoV9
35¢ 1 35} |
g 3t 1 &
= = 3|
g T g 1
=25 T 1 =3
g 1 g 251
= =
Mo 2f 1 m
T T ) 1
15t - 1 1 T
1 1

0,001 1 10 500 0,001 1 10 500
Dehnrate in 1/s Dehnrate in 1/s

Abbildung 4.4: Darstellung der ermittelten Werte fir den E-Modul der Werkstoffe
18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9 in Abhéngigkeit von der Dehnungsrate.
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4.2.2 Parameteridentifikation - Kernmaterial

Die nichtlinearen Materialeigenschaften des Kerns werden mit Hilfe des J-C Material-
modells (2.2) bestimmt. Die Dehnungsrate und der Temperaturterm werden fiir die
durchgefiihrten quasistatischen Experimente vernachléssigt. Fiir die im dynamischen
Versuch verwendeten Materialien wird der Materialparameter C zur Beriicksichtigung
der Dehnrate in Kapitel 4.2.3 identifiziert. Im ersten Schritt erfolgt die Identifikation der
Parameter Ay, B und n. Nach Anwenden der Logarithmischen Gesetze ergibt sich aus
(2.2):

In(op —Ayx) =In(B) +n-In(e,) “4.1)

Durch eine lineare Approximation der Gleichung (4.1) werden die Parameter B und n
bestimmt. Der Parameter Ay wird durch die 0,2%-Dehngrenze des Kernmaterials bestimmt.
Die auf der Grundlage des Druckversuchs berechneten Materialparameter sind in Tabel-
le 4.4 in Abhéngigkeit von dem Material, der Dehnrate und der Stelle der Probenentnahme
aufgefiihrt.

Tabelle 4.4: )-C Materialparameter der Werkstoffe 30CrNiMo8, 18CrNiMo7-6,
34CrAINi7-10 und 31CrMoV9.

Material Ay in MPa B in MPa n Dehnrate in % Probe
30CrNiMo8 322 912 03179 000025 Ungeharteter
Strang
18CrNiMo7-6 1233 461 0,3459 0,002 Planet
- Kern
18CINiMo7-6 1266 470 0,3651 1,4 Planet
- Kern
18CrNiMo7-6 1308 499 03815 20 Planet
- Kern
34CrAINi7-10 729 565 0,3800 0,00025 ungehérteter
Strang
31CrMoV9 763 638 0,493 0,002 Hohlrad
- Kern
31CrMoV9 785 518  0,3505 1.4 Hohlrad
- Kern
31CrMov9 866 469 03737 20 Hohlrad
- Kern
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Der Vergleich zeigt, dass der Verfestigungsbereich fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 héher
ist als bei dem Werkstoff 18CrNiMo7-6. Der relative Fehler steigt dabei mit zunehmender
plastischer Dehnung, wobei bei gleicher Streckgrenze bei g, = 0,5 der Fehler < 35%
betrdgt. Da die Probenentnahme jedoch einmal aus dem ungehérteten Strang und einmal
direkt aus dem Kernmaterial erfolgte, ist ein Einfluss der Warmebehandlung auf diesen
Effekt nicht auszuschlieBen. Der Einfluss der Warmebehandlung auf das Kernmaterial wird
dagegen durch den Abgleich der Streckgrenze Ay deutlich. So ist dieser Parameter fiir den
Werkstoff 18CrNiMo7-6 um einen Faktor 3,8 grofer. Dagegen weichen die Streckgrenzen
der beiden Hohlradmaterialien um lediglich 4 % voneinander ab. Grund hierfiir ist die
spezielle Lagerung der Zahnrdder wéhrend der Warmebehandlung im Ofen. Die hierfiir
verwendeten Schutzkorper werden im Anhang A.5 dargestellt. Die genannten Effekte sind
als EinflussgroBe auf die spéteren Ergebnisse zu berticksichtigen. Der Verfestigungsbereich
der betrachteten Hohlradmaterialien ist dagegen trotz Materialwechsel dhnlich. Der rela-
tive Fehler steigt mit zunehmender plastischer Dehnung, wobei bei gleicher Streckgrenze
fiir e, = 0,5 der Fehler < 3% betrégt.

Der auf der Grundlage des Zugversuches berechnete Parameter Ay ist in Tabelle 4.5
abhéngig von der Dehnrate aufgefiihrt. Der relative Fehler zwischen dem basierend auf
dem quasistatischen Druck- bzw. Zugversuch ermittelten Parameter Ay fiir den Werkstoff
31CrMoV9 ist < 1%. Dagegen liegt fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6 einen Faktor 3
zwischen den basierend auf den Zug- bzw. Druckversuch ermittelten Werten. Auch hier
wird als Grund der Einfluss der Warmebehandlung identifiziert. Demzufolge wird im
numerischen Modell der basierend auf den Druckversuchen ermittelte Parameter Ay
verwendet.

Die Unsicherheit, die sich aus der Durchfithrung der Versuche an den ungehérteten
Proben anstelle des Kernmaterials selbst ergibt, wird durch einen Vergleich der beiden
ermittelten Materialmodelle im Kapitel 4.3.5 untersucht.

Tabelle 4.5: J-C Materialparameter A; der Werkstoffe 30CrNiMo8, 34CrAlNi7-10,
18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9.

Material Ag in MPa  Dehnrate
18CrNiMo7-6 430 0,001 1
18CrNiMo7-6 417 11
18CrNiMo7-6 431 101
18CrNiMo7-6 580 500 %

31CrMoV9 761 0,001 1
31CrMoV9 812 11
31CrMoV9 826 101
31CrMoV9 960 500 +
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4.2.3 Parameteridentifikation - Dehnratenkoeffizient

Die Abschitzung der Dehnratenabhéngigkeit erfolgt ebenfalls durch eine lineare Appro-
ximation der Gleichung (2.2). Unter Beriicksichtigung des dehnratenabhingigen Terms
lasst sich die folgende Gleichung aufstellen:

ép
% _14icm|= (4.2)
Ag + Bey" £

Der Paramter C wird sowohl basierend auf den Zug- als auch basierend auf den Druck-
versuchen ermittelt, siehe Tabelle 4.6. Dabei betrégt die Referenzdrehnrate 10% bei den
Zugversuchen und 20% bei den Druckversuchen. Dies entspricht der {iber den Versuchslauf
wirkenden mittleren Dehnrate. Da an den Zahnrddern sowohl Zug- als auch Druckbelas-
tungen wirken, wird folglich der Mittelwert weiter verwendet. Dieser betragt C = 0,0069
fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6 und C = 0,0120 fiir den Werkstoff 31CrMoV9.

Tabelle 4.6: J-C Materialparameter C der Werkstoffe 30CrNiMo8, 34CrAINi7-10,
18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9.

Material Cc Experiment
18CrNiMo7-6  0,0063 Zugversuch
18CrNiMo7-6  0,0075 Druckversuch

31CrMoV9 0,0155 Zugversuch
31CrMoV9 0,0084  Druckversuch

4.2.4 Parameteridentifikation - Randschicht

Die Materialparameter der Randschicht werden durch Umwerten der ermittelten Hérte
in der Randschicht des Zahnrades-Materials nach (2.3) bestimmt. Wie in den Grund-
lagen zur Umwertung in Kapitel 2.2.2 erldutert, gibt es verschiedene Ansétze fiir den
Constraint-Faktor C; und die représentative plastische Dehnung ¢,. Im Rahmen der Un-
tersuchung erfolgt ein Vergleich der mittels Umwertung berechneten Streckgrenze des
Kernmaterials mit der aus den Druckversuchen ermittelten Streckgrenze. Durch Einsetzen
der Gleichung (2.3) in (2.2) ergibt sich unter Vernachlédssigung der Temperatur- und

Dehnratenabhéangigkeit:
ac=H _pger (4.3)

Cr

Nachfolgend werden die Parameter von Tabor [88] und Mata [70] als Referenz heran-
gezogen, um die fiir den verwendeten Werkstoff am besten geeignete Parametrisierung
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zu bestimmen. Fiir die Berechnung werden die Parameter B und n in der Randschicht als
konstant angenommen. Ein solcher Vergleich ist fiir die auenverzahnten Zahnréader des
Werkstoffes 30CrNiMo8 nicht mdglich, da lediglich Druckversuche aus dem ungehérteten
Strang, nicht jedoch vom Kernmaterial selbst vorliegen. Fiir die anderen drei Werkstoffe
ist ein Vergleich moglich. Bei Anwendung der Parameter nach Mata [70] ist der relative
Fehler zwischen der umgerechneten Vickershirte und der gemessenen Streckgrenze des
Druckversuchs fiir die Werkstoffe 34CrAINi7-10, 31CrMoV9 sowie 18CrNiMo7-6 < 1 %.
Basierend auf den Parametern von Tabor [88] wird die Streckgrenze um 21 % unter-
schétzt. Da fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 die Kernhirte {iber die Vickers-Versuche nicht
erreicht wurde, konnte hier kein Fehler berechnet werden. Nachfolgend wird auch fiir
diesen Werkstoff die Umwertung nach Mata verwendet. Da fiir den Werkstoff 30CrNiMo8
bei der Hérteverlaufsmessung die Kernhérte nicht erreicht wurde, wird fiir diese der
kleinste gemessene Wert bei einer Eindrucktiefe von 2 mm verwendet. Die ermittelten
FlieBspannungen sind in Tabelle 4.7 aufgefiihrt.

Tabelle 4.7: J-C Parameter Ay sowie A,_, der Werkstoffe 30CrNiMo8, 34CrAINi7-10,
18CrNiMo7-6 und 31CrMoV9.

Material Ag A, A, Ay A,
inMPa inMPa inMPa inMPa in MPa
30CrNiMo8 1029 1160 1385 1600 1803
34CrAINi7-10 741 960 1396 2087 3126
18CrNiMo7-6 1233 1285 1391 1613 1701
31CrMoV9 761 847 1126 1776 2125

4.2.5 Parameteridentifikation - homogenisiertes Material

Um die homogenisierten Materialeigenschaften auf Basis des Randschicht-Modells zu
identifizieren, wird ein gewichteter Mittelwert auf Basis der Zahngeometrie verwendet. Zu
diesem Zweck werden die entsprechenden Léngen auf der Hohe des Teilkreisdurchmessers
senkrecht zur Tangente der Zahnflanke bestimmt, siehe Abbildung 4.5. Die homogenisierte
Streckgrenze Ay ist somit durch

4
Zj:] lRand A_] + lKern AK
4 lRand + lKem

gegeben, wobei A; die Streckgrenze in der entsprechenden Deckschicht j, Ay die Streck-
grenze des Kerns, [y, die charakteristische Lénge des Kerns bzw. [, 4 die charakteristische
Léange einer Schicht in der Oberflache ist. Die berechneten Streckgrenzen der verwendeten
Zahnrédder werden in Tabelle 4.8 dargestellt. Auf Grundlage dieses Ansatzes wird ein
vergleichbarer Kraft-Weg-Verlauf bei Eindruck des Fragmentes in die Planetenliicke erzielt.

Ay =

4.4
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Der Vergleich wurde in der Verdffentlichung [46] diskutiert und wird im Anhang A.6
dargestellt.

Abbildung 4.5: Homogenisierungsstrategie fiir die Zahnrader basierend auf der Streck-
grenze.

Tabelle 4.8: J-C Parameter A, der Materialien 30CrNiMo8, 34CrAINi7-10, 18CrNiMo7-6
und 31CrMoV9.

Material Ay in MPa

30CrNiMo8 1247
34CrAINi7-10 888
18CrNiMo7-6 1359

31CrMoV9 897

Das Steifigkeitsverhiltnis zwischen Planetenrad und Planetentridger zum Hohlrad liegt
bei einem Faktor von 8. Aufgrund der wesentlich geringeren Steifigkeit des Hohlrades ist
nicht nur eine Verformung des Zahnes selbst, sondern auch eine radiale Verschiebung des
Zahnkranzes zu beriicksichtigen. Demzufolge werden nachfolgend die Materialparameter
des Zahnkranzes identifiziert. Simulationen mit einer Einheitsverschiebung zur Bestim-
mung der Steifigkeit des Zahnkranzes haben gezeigt, dass aufgrund der diinnen Rand-
schicht des Hohlrades nur der beriihrende Zahn von dem Hérteverlauf an der Oberfldche
beeinflusst wird. Im Vergleich betragt der relative Fehler zwischen dem Randschichtmo-
dell und dem homogenisierten Modell, welches das Kernmaterial als Streckgrenze Ay
beriicksichtigt, < 1%. Die Materialeigenschaften des Zahnkranzes selbst entsprechen
demzufolge denen des Kernmaterials.
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4.3 Spannungszustandsabhdngiges Versagensmodell

Ziel der Untersuchung ist es, abzuschitzen, welche Sekundérschdden am Planetenge-
triebe, insbesondere am Planetenrad, durch das Einspeisen eines Fragmentes auftreten.
Dabei spielt die aus der Luftfahrt bekannte Unterscheidung zwischen gutartigen und
katastrophalen Schéiden eine iibergeordnete Rolle. Das Herausbrechen von Teilen eines
Zahnes bis hin zu ganzen Zahnen wird als gutartiger Schaden angesehen, wihrend ein
Riss im Zahnkranz als katastrophaler Schaden definiert wird. Um die Art des durch ein
Fragment verursachten Schadens abzuschétzen, ist es erforderlich, eine Versagensgrenze
zu definieren, um die initiale Anrissposition zu bestimmen. Diese stellt eine entschei-
dende Grof3e fiir die Richtung des Rissfortschrittes dar [60]. Im Rahmen des Projektes
wurden experimentelle Ergebnisse fiir eine Einspeisung des Fragmentes zwischen Pla-
netenrad und Hohlrad generiert, weshalb diese Einspeiseposition auch in der folgenden
Analyse betrachtet wird. In einem normalen Betrieb des Getriebes wird die maximale
Biegespannung an der Oberflache der Zahnfurundung erreicht [37, 51]. Die in der Norm
ISO 6336-3 berechnete maximale Zahnfu3tragfdhigkeit entspricht dabei der maximale
Hauptspannung [43]. Neben dem klassischen ZahnfuRriss tritt bei dem vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuch auch ein Zahnflankenriss auf, so dass die maximale Haupt-
spannung nicht geeignet erscheint, alle moglichen Schadigungsmechanismen fiir den in
der Arbeit betrachteten Belastungsfall zu erfassen. Da im Rahmen der quasistatischen
Versuche am Getriebepriifstand ausschlielich plastische Verformungen unter Einspeisung
der betreffenden Fragmente festgestellt wurden, wird nachfolgend die Anwendbarkeit
des Johnson-Cook Kriteriums (2.7) als Versagensgrenze {iberpriift. Bei quasistatischen
Versuchen wird sowohl die Geschwindigkeits- als auch die Temperaturabhéngigkeit ver-
nachléssigt. Dementsprechend sind die drei Parameter D;, D, und D, der Gleichung (2.7)
zu bestimmen. Fiir dynamische Betrachtungen gilt es zusétzlich den Parameter D, zu
beriicksichtigen. Das Vorgehen zur Ermittlung der Versagensgrenze fiir ebene Dehnungs-
zustdnde wurde bereits innerhalb einer Vero6ffentlichung [46] publiziert, wird hier aber
nochmals in Kapitel 4.3.3 erlautert. Seit der Ver6ffentlichung wurden die Simulations-
modelle weiter optimiert. Dazu gehoren insbesondere die Betrachtung des Fragmentes
mittels Volumenelementen sowie die Beriicksichtigung der Fase am Fragment. In Bezug
auf den Einfluss der Warmebehandlung auf die Versagensgrenze stellt Ghazali [28] einen
axialen Versatz zwischen den Versagensgrenzen von ungehérteten und durchgehirteten
Werkstoffen fest. In Anlehnung daran wird die These aufgestellt, dass die Versagensgrenze
eines randschichtgehérteten Werkstoffes durch einen axialen Versatz der Versagensgrenze
des ungehirteten Werkstoffes abgeschitzt werden kann. Die Grof3e der Verschiebung wird
daher anhand der Ergebnisse des quasistatischen Pulsatortests ermittelt. Der Vorteil dieser
Vorgehensweise liegt in der exakten experimentellen Bestimmung der Grenzbelastungen
im kritischen Zahnfuf3bereich, in dem in Abhéngigkeit von der lokalen Anrissposition eine
Unterscheidung zwischen katastrophaler und gutartiger Schiadigung erfolgt und in der
Moglichkeit einer Abschétzung des Versagens im Flankenbereich. Diese lokale Anrissposi-
tion fiithrt basierend auf den Erkenntnissen der Literatur ausschlieflich zu einem Abriss
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eines Zahnfragmentes und damit zu einer gutartigen Schadigungen [35, 48, 71, 100]. Die
Ergebnisse der vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche bestatigen diese These.

Bei dem vorgeschlagenen Vorgehen ist zu beriicksichtigen, dass die ermittelte Versa-
gensgrenze lediglich ebene Dehnungszustdnde abbildet. Im Rahmen der vorliegenden
Untersuchung werden zudem weitere Fragmentformen analysiert, die das genannte Krite-
rium nicht erfiillen. Zur Ermittlung einer lastunabhingigen, dreiachsigen Versagensgrenze
ist es erforderlich, die in der Literatur bekannte Vorgehensweise zur Ermittlung aller
notwendigen Parameter zu berticksichtigen [5, 97]. Dies wiirde eine Reihe von Versu-
chen erfordern, die im Rahmen dieser Arbeit aus finanziellen Griinden nicht méglich
sind. Daher wird anstelle des komplexen dreidimensionalen Ansatzes der vereinfachte
Ansatz von Bao und Wierzbicki [5] zur Definition einer zweidimensionalen und vom
Lode-Parameter unabhingigen Versagensgrenze verwendet. Die Vorgehensweise bei der
Implementierung wird in Kapitel 4.3.4 beschrieben. In Abhéngigkeit des gewahlten Funkti-
onstyps sind zwischen einem und sechs Materialtests erforderlich. In dieser Arbeit wird der
Ansatz von Bao und Wierzbicki, der auf einer hyperbolisch-exponentiell-exponentiellen
Ansatzfunktion (HEE) basiert [5], und der Ansatz von Lee und Wierzbicki, der auf einer
hyperolisch-quadratisch-hyperbolischen Ansatzfunktion (HQH1) basiert [56], verwendet.
Wie bereits dargelegt, liegen fiir die Randschichten der verwendeten Zahnrédern keine
experimentellen Ergebnisse von Zug- und Scherversuchen vor. Daher werden sowohl
die J-C-Versagensgrenze fiir ebene Dehnungszustdnde sowie die Ergebnisse des Pulsator-
tests zur Identifikation der Versagensgrenze herangezogen. Zur weiteren Stiitzung des
Ansatzes basierend auf experimentellen Daten erfolgt ein Vergleich mit den Ergebnissen
der vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche. Weiterhin wird die Anwendbarkeit einer
vereinfachten homogenen Betrachtung des Planetenrades basierend auf den vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuchen in Kapitel 4.3.7 untersucht.

Da die finanziellen Mittel des Projektes begrenzt sind, wird eine experimentelle Ermitt-
lung der kritischen GréRen nur fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 durchgefiihrt. Um dennoch
eine Abschitzung der Versagensgrenze fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6 zu ermoglichen,
erfolgt neben einem numerischen Vergleich der ermittelten maximalen Hauptspannun-
gen unter Beriicksichtigung der Unsicherheiten (Kapitel 4.3.2) im ersten Schritt eine
Berechnung der ZahnfuBspannung auf Grundlage der in der ISO 6336/3 beschriebenen
analytischen Rechenvorschrift [43] in Kapitel 4.3.1. Die nachfolgende Abbildung 4.6 zeigt
eine schematische Darstellung des Vorgehens zur Ermittlung der Versagensgrenze unter
Beriicksichtigung der vorhandenen Unsicherheiten.

In Abbildung 4.7 wird die Bezeichnung der im Zahnfuf3 liegenden finiten Elemente
eingefiihrt, welche nachfolgend zur Untersuchung der Verschiebungen und Spannungen
in Abhéngigkeit von der Spannungsmehrachsigkeit 1, dem Lode-Parameter £ sowie deren
Fehlern herangezogen wird.
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Abbildung 4.6: Schematische Darstellung der Ermittlung und Unsicherheitsbetrach-
tung der Versagensgrenze.

Abbildung 4.7: Bezeichnung der finiten Elemente im ZahnfuB.
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4.3.1 Normbasierte Ermittlung der zuldssigen ZahnfuBspannung

Neben der Moglichkeit, die maximale Zahnfuspannung aus experimentellen Ergebnissen
zu ermitteln, besteht ebenso die Moglichkeit die zuldssige Zahnful3spannung oy, basierend
auf dem analytischen Berechnungsverfahren der ISO 6336/3 [43] zu bestimmt. Im Rahmen
der Arbeit wird die zulédssige Zahnfullspannung o, nach der Methode B untersucht. Die
Berechnung erfolgt anhand der Gleichung (4.5).
Opg Y
Opp = % Y5 rer Yrielr Yx (4.5)
Dabei entspricht o der zuldssigen Dauerfestigkeit der ungekerbten Probe, Yy dem Le-
bensdauerfaktor, Sg ;, dem Sicherheitsfaktor, Y; . r der relativen Stiitzziffer, Yy ., r dem
relativen Oberflédchenfaktor und Yy dem Dimensionsfaktor. Die nachfolgende Abschétzung
der einzelnen Parameter erfolgt basierend auf Empfehlungen der 1ISO6336/3[43]. Der
Lebensdauerfaktor Yy; beriicksichtigt die bei begrenzter Lastzyklenzahl héher tolerierte
ZahnfuBspannung gegeniiber der zuldssigen ZahnfuRspannung bei 3 - 10° Lastwechseln.
Im Rahmen der Arbeit wird ausschlieRlich ein Versagen ohne Vorbelastung bei Uberlast
untersucht. Fiir einsatzgehérteten Stahl wird bei einer Lastspielzahl von N; < 10° von
einem Wert von Yy = 2,5 ausgegangen. Da im Rahmen der Untersuchung die maximal
mogliche Zahnfuspannung bestimmt werden soll, wird nachfolgend der Sicherheits-
faktor Sg,,;, = 1 gewdhlt. Das Ausmalf, in dem die berechnete Zahnfuf8spannung die
entsprechende Werkstofffestigkeitsgrenze iiberschreitet, wird durch die relative Stiitzziffer
Y5 .7 angegeben. Sie wird durch die Kerbempfindlichkeit des Werkstoffs abhéngig vom
Werkstoff selbst und dem Spannungsgradienten charakterisiert. Dieser Faktor liegt im
Rahmen der Untersuchung bei Y; .+ = 1. Der relative Oberflachenfaktor Yy ;1 bertick-
sichtigt die relevanten Oberfléchenrauhigkeiten der Zahnfuverrundungen und wird zu
Yrrer = 1 bestimmt. Der Dimensions-Faktor Yy wird fiir Zahnrader mit einem Modul
m, <5 auf Yy = 1 gesetzt. Die zulédssige Dauerfestigkeit o wird aus der Oberfldchenhér-
te des Zahnrades und den in der ISO6336/5 [45] angegebenen Tabellen ermittelt. Hierbei
wird deutlich, dass die zulédssige Dauerfestigkeit fiir Oberflachenhéirten im Bereich von
600 HV bis 800 HV fiir die einzelnen Werkstoffqualitdten konstant ist. Weiterhin gilt es zu
erwdhnen, dass die Oberflichenhérte des Werkstoffes 18CrNiMo7-6 mit einer Harte von
511 HV 30 unterhalb dieses Wertebereiches liegt. Nachfolgend wird dennoch von einer
Anwendbarkeit der Tabellen ausgegangen. Basierend auf dem in der ISO6336/5 angege-
benen Bereich fiir die Werkstoffqualitat MQ ergibt sich fiir beide Werkstoffe eine zuléssige
Zahnfuflspannung zwischen o, = 2125 MPa und o = 2500 MPa. Diese Abschédtzung
lasst den Schluss zu, dass bei gleichen Gefiigestrukturen auch das Versagensverhalten
gleich ist. Da die im dynamischen Versuch verwendeten Materialien vorwarmebehandelt
wurden, ist davon auszugehen, dass die maximal Grenzbelastung hoher ist als fiir die
im quasistatischen Versuch verwendeten Materialien. Aufgrund fehlender Experimente
ist jedoch keine Aussage iiber den maximalen Beanspruchungszustand der im dynami-
schen Versuch verwendeten Materialien moglich. Daher wird nachfolgend der gleiche
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Deformationszustand als Anrisspunkt gewahlt.

4.3.2 Vergleich der maximalen Hauptspannung im ZahnfuB3 basierend auf
der numerischen Simulation

Nachfolgend soll der Einfluss des Werkstoffwechsels von 30CrNiMo8 auf 18CrNiMo7-6 auf
Basis der maximale Hauptspannung o, ., numerisch untersucht werden. Die sich aus dem
quasistatischen Pulsatortest ergebenden kritischen Eindrucktiefen d,;,, dpiyer Und dpax
werden fiir alle Modelle konstant gehalten und die maximale Hauptspannung verglichen.
In Tabelle 4.9 sind die ermittelten Werte fiir die Werkstoffe 30CrNiMo8 und 18CrNiMo7-6
dargestellt. Bei einer Gegeniiberstellung des auf den Normen basierenden Grenzwertes
mit den aus dem quasistatischen Pulsatortest ermittelten Zahnfuf3spannungen, lasst sich
festhalten, dass dieser Grenzwert an der unteren Grenze der ermittelten Werte aus der
Norm liegt. Bei gleicher Eindrucktiefe betrédgt der relative Fehler zwischen den beiden
Werkstoffen ca. 6%, wobei die Spannungen beim Werkstoff 30CrNiMo8 insgesamt héher
sind. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit ist sicherzustellen, dass Testkonfigurationen, die
zu einem Anriss fiihren konnten, erkannt werden. Zu diesem Zweck ist stets der kritischste
ermittelte Grenzwert weiter zu verwenden. Daher werden nachfolgend stets die in der
Tabelle 4.9 angegebenen maximalen Hauptspannungen verwendet.

Tabelle 4.9: Ermittelte Werte der ersten Hauptspannung fir die Werkstoffe 30Cr-
NiMo8 und 18CrNiMo7-6 durch Mittelung Uber die Zahnbreite und
Berechnung des Maximalwertes (Referenzwert nach ISO 6336/3 [43]:
O = 2125 MPa und o = 2500 MPa).

30CrNiMo8 18CrNiMo7-6
Eindrucktiefe Mittelwert Maximum  Mittelwert Maximum
in MPa in MPa in MPa in MPa
diin 1839 1843 1850 1855
nittel 2158 2170 2015 2064
d 2245 2255 2057 2157

max

4.3.3 Ermittlung der J-C-Versagensgrenze

Um die J-C-Versagensgrenze unter Beriicksichtigung der Warmebehandlung zu bestim-
men, wird die Bruchdehnung e, sowie die zugehorige Spannungsmehrachsigkeit 17 an
der Oberflache der Zahnfurundung ermittelt. Da diese Parameter nicht direkt aus dem
quasistatischen Pulsatortest ableitbar sind, werden in einem ersten Schritt die ermittelten
Kraft-Weg-Kurven herangezogen und anschlieffend die Bruchdehnung sowie die Span-
nungsmehrachsigkeit aus der numerischen Simulation bestimmt. Der zuriickgelegte Weg
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wird in diesem Zusammenhang auf Basis der Bewegung der Backe definiert. Bei einem
Weg von O mm liegt die Backe somit ohne jegliche Krafteinwirkung an der Zahnflanke des
Planetenrades an. Im Folgenden wird fiir die Versuche am quasisatischen Pulsatortest ein
ebener Dehnungszustand am Zahnfuf} angenommen [102].

Um den Einfluss der Kerbwirkung an der Auf3enkante zu reduzieren, wird die Bruch-
dehnung aus dem Dehnungszustand der Mitte des Zahnrades, {iber einen Bereich von
W =7 bis W = 33, berechnet. Die Abbildung 4.8 zeigt die Kraft-Weg-Kennlinie, die aus
der numerischen Simulation des quasistatischen Pulsatorversuchs hervorgeht. Der kriti-
sche Bereich ist durch die Krifte, bei denen das Zahnrad im Versuch versagt, sowie dem
entsprechenden zuriickgelegten Weg markiert. Unter Beriicksichtigung der Streuung trat
der fritheste Riss im Experiment nach einem zuriickgelegten Weg von d;, = 0,30 mm und
der spéteste Riss bei d,,,, = 0,44 mm auf. Der Mittelwert betragt somit d ;. = 0,37 mm.

120

00— ——=—=————————— l——/—'/l“——r——-
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Abbildung 4.8: Darstellung der Kraft-Weg-Kennlinie der numerischen Simulation.

Fiir die weiteren Untersuchungen wird anstelle des Mittelwertes der kritische Bereich
betrachtet. In der numerischen Simulation treten bei der Verschiebung d,;, keine plasti-
schen Dehnungen auf. Die erste plastische Dehnung tritt bei einer Kraft von 90kN und
einer Verschiebung von d;, zey = 0,32mm auf. Die minimale Bruchdehnung wird auf
der Grundlage dieser Eindringtiefe bestimmt. So betrdgt die minimale Bruchdehnung
EBruch.min = 7 - 1078 bei einer Spannungsmehrachsigkeit von 1 = 0, 48. Bei einer Kraft von
Fritet = 101KN liegt die mittlere Bruchdehnung bei &y mier = 8 - 10~ und die Span-
nungsmehrachsigkeit bei = 0,49. Fiir die maximal zum Bruch erforderliche Kraft betréagt
der Wert der maximalen Bruchdehnung g, max = 3 - 107> bei einer Spannungsmehrach-
sigkeit von 1 = 0, 52. Durch Verschieben der von Zhou [104] bekannten Kurve wird somit
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der Bruchort fiir das oberflachengehértete Material abgeschatzt (Abbildung 4.9).

0,4 T T T T T
— Versagensgrenze [104]
""" min. Versagensgrenze
o 0,3F — mittlere Versagensgrenze ||
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Abbildung 4.9: Ermittelte Verschiebung der bekannten Versagensgrenze fiir den ebe-
nen Dehnungszustand.

Basierend auf den experimentellen Ergebnissen der dehnratenabhéngigen Zugversu-
che (Tabelle 3.5 und 3.6) wird nachfolgend der Parameter D, des J-C-Schadensmodells
ermittelt. Durch Umstellen der Gleichung 2.7 ergibt sich:

EBruch £
=1+D, In(— 4.6
(D1 + D, exp(D; 1)) ( s In &o ) *0)

Die Referenzdehnrate betrédgt in diesem Fall £, =0, 001%. Die ermittelten Materialpara-
meter des J-C Schadensmodells werden durch eine lineare Approximation ermittelt und
in Tabelle 4.10 dargestellt.

Tabelle 4.10: Ermittelte Materialparameter des J-C-Schadensmodells.

Materialparameter Werte
Dl,min\mittel\max '0:0763 | '0:0736 | '0:0673
D, 0,2
D, -2
D, 0,0273
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In der industriellen Anwendung werden haufig, insbesondere aus Griinden der Re-
chenzeitersparnis, die Randschichten der Zahnrader vernachléssigt. Ein homogenes Ma-
terialgesetz hitte den zusétzlichen Vorteil, eine von der Randschichtdicke unabhéngige
Vernetzung zu ermoglichen. In Abbildung 4.10 werden die Ergebnisse des Randschicht-
Modells mit denen des homogenisierten Modells, basierend auf dem quasistatischen
Pulsatortest, verglichen, um zu iiberpriifen, wie sich die Homogenisierung auf den Be-
anspruchungszustand und damit auf die ermittelte Versagensgrenze auswirkt. Hierfiir
wird der Beanspruchungszustand der maximal belasteten Elementreihe R = 16 iiber den
Verschiebungsweg der Backe d,;, bis d,,,, dargestellt.

- T T T 0,015 us
. min. Versagensgrenze . min. Versagensgrenze
— mittlere Versagensgrenze .| — mittlere Versagensgrenze
& 0.006}| ~ max. Versagensgrenze ] | 7 max. Versagensgrenze
&0 ’ — R=16 - 30CrNiMo8 — R=16 - 30CrNiMo8
E R=16 - 18CrNiMo7-6 0,01 .- R=16 - 18CrNiMo7-6
< : \ . \
3 :M
A 0,004 S/
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<
\
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0 e : : 0 A
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Spannungsmehrachsigkeit 7 Spannungsmehrachsigkeit 7
(@ (b)

Abbildung 4.10: Vergleich der Spannungszustande der Werkstoffe 30CrNiMo8 und
18CrNiMo7-6 flir das Randschicht-Modell (a) sowie fiir das homogeni-
sierte Modell (b) bei ansteigender Verschiebung der Backe.

Es wird deutlich, dass der Verlauf der plastischen Dehnung zu Spannungsmehrachsigkei-
ten mit zunehmender Verschiebung der Backe vergleichbar ist, wobei sich die Steigerungs-
rate im Randschicht-Modell zu der im homogenisierten Modell unterscheidet. Der Grund
hierfiir ist die Abweichung der Streckgrenze an der Zahnradoberflache. Aufgrund der nied-
rigeren Streckgrenze im homogenisierten Modell ist die Bruchdehnung im Vergleich zum
Randschicht-Modell bei gleicher Zahnaufweitung grof3er. Im Kapitel 4.3.7 wird untersucht,
ob ein Verschieben der Versagensgrenze entlang des Spannungsmehrachsigkeits-Dehnungs-
Pfads derjenigen finiten Elemente moglich ist, die den groften Belastungen ausgesetzt
sind.
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4.3.4 Ermittlung der HEE/HQH1-Versagensgrenze

Um eine vom Lode-Parameter unabhéngige Versagensgrenze zu definieren, wird der
vereinfachte Ansatz von Bao und Wierzbicki [5] und der Ansatz von Lee und Wierzbicki
[56] verwendet. Die Definition der Versagensgrenze unterteilt sich in Abhangigkeit von 7)
in die Bereiche 1 < 0, 0 < 1 < m und 1, < 1. Demzufolge basiert der Ansatz von Bao und
Wierzbicki auf einer hyperbolischen-exponentiellen-exponentiellen Ansatzfunktion (HEE)
und der Ansatz von Lee und Wierzbickis auf einer hyperolisch-quadratisch-hyperbolischen
Ansatzfunktion (HQH1). Die zugehorigen Gleichungen (2.10) und (2.11) wurden bereits
im Kapitel 2 eingefiihrt. Asadi et al. [3] beschreibt die Vorgehensweise zur Identifikation
der Parameter anhand von Zug-, Druck- und Scherversuchen. Dabei werden fiir die HEE-
Ansatzfunktion sechs Tests verwendet und fiir die HQH1-Ansatzfunktion lediglich ein Test.
Da diese Versuche fiir die verschiedenen Hértegrade der verwendeten Werkstoffe nicht
verfiigbar sind, werden im Folgenden die Ergebnisse der quasistatischen Pulsatortests
verwendet. Aus dem Pulsatortest wird die Bruchdehnung fiir n ~ 0, 5 definiert. Da fiir
7 = 0 die Bruchdehnung auf der planaren Versagensgrenze liegt, wird diese direkt aus der
ermittelten J-C-Versagensgrenze entnommen. Aufgrund der fehlenden experimentellen
Daten beziiglich der Bruchdehnungen von 0 < n < 1/3 wird die Bruchdehnung in
diesem Bereich nur mittels Annahmen abgeschéitzt. In der Literatur ist lediglich ein
Verhéltnis zwischen Zug- und Scherfestigkeiten bekannt, jedoch nicht fiir die zugehorigen
Bruchdehnungen. Da jedoch die Bruchdehnung bei Zugbeanspruchung in der Regel hoher
ist als bei Schubbeanspruchung, wird fiir n = 1/3 die gleiche Bruchdehnung wie fiir n =0
angenommen. Daraus ergibt sich ein horizontaler, linearer Verlauf der Bruchdehnung in
diesem Bereich. Die durch die bekannten Parameter ermittelten Versagensgrenzen fiir
das Randschicht-Modell werden in Abbildung 4.11 dargestellt. Es zeigt sich, dass die
Versagensgrenze bei 1 = 0,5 durch die HQH1-Ansatzfunktion nicht abgebildet werden
kann. Aus diesem Grund wird nachfolgend das Verfahren nach Bao und Wierzbicki [5]
verwendet.
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Abbildung 4.11: Darstellung der Versagensgrenze fir den dreidimensionalen Lastfall.
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4.3.5 Vergleich der ermittelten Versagensgrenze mit den Ergebnissen des
vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuches

Nachfolgend wird der Beanspruchungszustand aus der Simulation des vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuchs ermittelt und mit den zuvor identifizierten Versagensgrenzen
verglichen. Im ersten Schritt werden die Unterschiede zwischen der maximalen Haupt-
Spannung oy, ., und einer &g, — N—Versagensgrenze untersucht. Anschliefend wird
die Unsicherheit aufgrund der fehlenden Information {iber die Materialeigenschaften des
Fragmentes im elastischen Bereich betrachtet. Dabei wird fiir das Fragment im Folgenden
vereinfacht ein starres und ein elastisches Materialverhalten implementiert. Fiir beide
Analysen werden die beiden Planetenrad-Werkstoffe 30CrNiMo8 sowie 18CrNiMo7-6
berticksichtigt. Als Referenzgrof3e wird die in Abbildung 4.12 dargestellte Eindrucktiefe
des Fragmentes in die Planetenliicke verwendet.

Abbildung 4.12: Darstellung der fiir den Vergleich verwendeten ReferenzgroBen xgp.

Bei der Versuchsdurchfithrung mit dem Fragment C4 trat zweimal bei gleicher Ein-
drucktiefe (xpp = 1,1 mm) ein initialer Anriss am Zahnfuf3 auf. Bei der Durchfiihrung des
dritten Versuchsdurchganges kommt es zu einem Anriss an der Kontaktstelle zwischen
Fragment und Flanke. Dieses Versuchsergebnis wird im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter
betrachtet, da der Abriss eines Zahnstiickes im Rahmen der Zertifizierung als gutartiger
Schaden eingestuft wird. Fiir einen Vergleich des Beanspruchungszustandes mit der Ver-
sagensgrenze wird auf die Ver6ffentlichung [46] hingewiesen. In Abbildung 4.13 sind
die finiten Elemente im Zahnful® entsprechend ihrem Beanspruchungszustand bei einer
Eindrucktiefe des Fragmentes von xzp = 1,1 mm und der damit verbundenen relativen
Lage zu den Versagensgrenzen in Abhangigkeit von der angewandten Versagenshypothese
und dem Planetenrad-Werkstoff farblich markiert.
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Abbildung 4.13: Darstellung der Beanspruchungszustande der finiten Elemente am
ZahnfuB in Abhdngigkeit von der angewendeten Versagenshypothe-
se (starres Fragment C4).

Ein Versagen des Bauteils ist dann zu erwarten, wenn das erste finite Element oberhalb
der Versagensgrenze liegt. Da fiir die im Experiment ermittelte kritische Eindrucktiefe
xpp im Zahnfuly mehrere finite Elemente oberhalb der ermittelten Grenzwerte liegen,
wird nachfolgend eine normierte Versagenszahl Ny, ermittelt, die angibt, wie viele finite
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Elemente im Zahnfuf kritisch beansprucht werden. Diese Zahl dient nachfolgend als
VergleichsgroRe fiir die Unsicherheitsbetrachtung. Da fiir den Rissfortschritt insbesondere
die Position des initialen Anrisses entlang des Zahnful3es R entscheidend ist, wird der Wert
iiber die Zahnbreite W ermittelt. Die Berechnung erfolgt geméaf der in Abbildung 4.13
dargestellten Kategorisierung der finiten Elemente. Dabei werden diejenigen Elemente, die
oberhalb der maximalen, mittleren beziehungsweise minimalen Versagensgrenze liegen,
mit dem Gewichtungsfaktor drei, zwei beziehungsweise eins multipliziert. Elemente, die
nicht versagenskritisch sind, werden mit der Wertung Null versehen. Um die Werte zu
normieren, wird der berechnete Wert je Zahnfulsreihe durch den héchsten zu erreichenden
Wert (120) geteilt, der sich bei einer Multiplikation aller finiter Elemente einer Zahnreihe in
Breitenrichtung mit dem Faktor drei ergeben wiirde. In Abbildung 4.14 sind die normierten
Versagenszahlen Ny fiir den Vergleich der Versagenshypothesen und der Planetenrad-
Werkstoffe dargestellt.
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Abbildung 4.14: Normierte Versagenszahl Gber die ZahnfuBelemente R (definiert
nach Abbildung 4.7) in Abhangigkeit vom Werkstoff und der Versa-
gensgrenze (Randschicht-Modell, starres Fragment C4).

Fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 liegen die normierten Versagenszahlen unter Beriicksich-
tigung der J-C Versagensgrenze fiir alle Zahnful3elemente R unter denen der maximalen
Hauptspannung, wobei das Maximum der normierten Versagenszahl Ny, = 0,65 in der Ele-
mentreihe R = 5 vorliegt. Unter Beriicksichtigung der maximalen Hauptspannung betrédgt
die maximale normierte Versagenszahl Ny, = 0, 83 fiir die Elementreihen R =4 bis R = 9.
Der qualitative Verlauf der normierten Versagenszahl fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6
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unterscheidet sich in Abhingigkeit vom gewédhlten Versagenskriterium. Unter Beriick-
sichtigung der J-C Versagensgrenze ist Ny = O fiir R > 15. Die maximale normierte
Versagenszahl Ny = 0,72 wird in den Elementreihen R = 4 bis R = 7 erreicht. Bei Verwen-
dung von 0, .y ist Ny = 0 fiir R > 21. Hierbei liegt die maximale normierte Versagenszahl
Ny = 0,8 in der Elementreihe R = 4 bzw. R = 5. Neben der qualitativen Bewertung soll
im Folgenden der Einfluss der Parameter auf die normierte Versagenszahl quantifiziert
werden. Dazu wird der Pearson-Korrelationskoeffizient berechnet. Der Vorteil der Aus-
wertung {iber die Korrelation anstelle des mittleren quadratischen Fehlers besteht darin,
dass eine Verschiebung in den normierten Versagenszahlen, wie sie beispielsweise beim
Vergleich der Versagensgrenzen fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 auftritt, dennoch als hohe
Korrelation erfasst wird. Dieses Ergebnis ist zielfiihrend, da die Annahme getroffen wird,
dass ein solcher Versatz im Verlauf durch das Anheben oder Absenken der Versagens-
grenze korrigierbar ist. Dariiber hinaus ist im Rahmen dieser Arbeit insbesondere die
Position der maximal belasteten Elementreihe von Bedeutung, die durch einen solchen
Versatz nicht beeinflusst wird. Die aus den normierten Versagenszahlen resultierenden
Pearson-Korrelationskoeffizienten sind in Tabelle 4.11 dargestellt.

Tabelle 4.11: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und den Versagensgrenzen (Randschicht-Modell, Fragment C4).

fixierte Variable Variablen-Paar Korrelation
30CrNiMo8 J-C/ O p max 0,93
18CrNiMo7-6 J-Cc/ O p max 0,93
J-C 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,65
O p,max 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,91

Basierend auf der Klassifikation nach Nachtigall und Wirtz [78] ergeben sich fiir beide
Werkstoffe sehr hohe Korrelationen beim Vergleich der Versagenskriterien. Weiterhin
ergibt die Korrelation der Werkstoffe unter Beriicksichtigung der J-C Versagensgrenze
eine maflige Korrelation, wiahrend die Beriicksichtigung von o als Versagensgrenze
eine sehr hohe Korrelation ergibt.

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass je nach gewéhltem Material unterschiedlich
grol3e Unsicherheiten in Abhéngigkeit von der gewéhlten Versagenshypothese auftreten.
Insbesondere die Grof3e der normierten Versagenszahl variiert mit einer relativen Abwei-
chung von bis zu 20 %. Die ZahnfuBreihe mit den héchsten normierten Versagenszahlen
liegt in Abhéngigkeit von den gewéhlten Parametern des numerischen Modells in einem
Bereich von R = 4 bis R = 9. Es ist davon auszugehen, dass die maximal belastete Ele-
mentreihe stets mittig im Plateau liegt. Damit wird der Bereich auf R = 5 bisR = 7
reduziert. Der Zahnful3bruch im Experiment tritt auf Hohe der Elementreihe R = 6 auf.
Um die Auswirkungen der Unsicherheiten der lokale Anrissposition abzuschétzen, ist eine
Rissanalyse in diesem Bereich notwendig.

p,max
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Nachfolgend wird die Unsicherheit aufgrund der fehlenden Information {iber die Mate-
rialeigenschaften des Fragmentes untersucht. Abbildung 4.15 zeigt die normierte Versa-
genszahl in Abhéngigkeit vom Zahnfuf3 R. Die Auswertung des Beanspruchungszustandes
der einzelnen finiten Elemente im Zahnful? ist im Anhang A.7.1 dargestellt.
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Abbildung 4.15: Normierte Versagenszahl tiber die ZahnfuBelemente R in Abhéngig-
keit vom Werkstoff und vom Werkstoffverhalten des Fragmentes
unter Beruicksichtigung der J-C Versagensgrenze (Randschicht-Modell,
Fragment C4).

Unter Beriicksichtigung des Planetenrad-Werkstoffes 18CrNiMo7-6 werden unabhéngig
von den Materialeigenschaften des Fragmentes die maximale normierte Versagenszahl von
Ny = 0,72 in der Elementreihe R = 4 bis R = 7 erreicht. Ab der Elementreihe R = 15 bei
starrer Fragmentformulierung bzw. R = 16 bei elastischer Fragmentformulierung ist die
normierte Versagenszahl Null. Im Gegensatz dazu liegen die normierten Versagenszahlen
fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 iiber den gesamten Zahnful3 bei Werten grof3er Null. Fiir
diesen Werkstoff liegen die normierten Versagenszahlen ebenfalls unabhéngig von der
Fragmentimplementierung bei Ny, = 0, 65, wobei der maximale Wert in R = 5 (starres
Fragment) bzw. R = 6 (elastisches Fragment) erreicht wird. Die aus den normierten
Versagenszahlen resultierenden Pearson-Korrelationskoeffizienten sind in Tabelle 4.12
dargestellt. Basierend auf der Klassifikation nach Nachtigall und Wirtz [ 78] ergibt sich fiir
beide Werkstoffe bei Vergleich der Fragmenteigenschaften eine sehr starke Korrelation,
wéhrend der Vergleich zwischen den beiden Materialien nur moderate Korrelationen
ergibt.
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Tabelle 4.12: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und dem Materialverhalten des Fragmentes (Randschicht-Modell,

Fragment C4).
fixierte Variable Variablen-Paar Korrelation
30CrNiMo8 starr/elastisch 0,96
18CrNiMo7-6 starr/elastisch 0,99
Starr 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,65
Elastisch 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,61

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass die Unsicherheiten durch die fehlende
Ermittlung des E-Moduls des Fragmentes fiir die Versuchskonfiguration mit dem C4 Frag-
ment vernachldssigbar klein ist.

Neben dem Fragment C4, das aufgrund seiner Lange, die der Zahnbreite entspricht, zu
einem vergleichbaren Beanspruchungszustand wie im Pulsatortest fithrt, werden nach-
folgend die Beanspruchungszustiande der finiten Elemente an der Zahnflanke sowie am
Zahnfuf} fiir die Einbringung des Fragmentes C3 in das Planetenrad simuliert. Bei zwei
der drei Versuche tritt der initiale Anriss bei einer Eindrucktiefe von xgz = 1,7 mm auf. Bei
dem dritten Versuch wird eine Eindrucktiefe von xp, = 2,0 mm erreicht. Zusétzlich soll
der Mittelwert xz = 1,8 mm betrachtet werden. Der Riss befindet sich beim Eindruck des
Fragmentes C3 im Experiment an der Stirnseite des Zahnrades im Bereich der Elemente
R =12 bis R = 28 und verlauft von dort in Richtung des unteren Kontaktpunktes zwischen
Fragmentfase und Zahnradflanke, siehe Abbildung 4.16.

Abbildung 4.16: Darstellung der im vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuch aufge-
tretenen Risse unter Eindruck des Fragmentes C3.

Analog zum Vorgehen beim Fragment C4 sind in Abbildung 4.17 die finiten Elemente
im Zahnfuf3 entsprechend ihres Beanspruchungszustandes und der damit verbundenen
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relativen Lage zu den Versagensgrenzen in Abhéngigkeit von der Versagensgrenze und
dem Planetenrad-Werkstoff bei Eindruck des starren Fragmentes farblich markiert. Die
Abbildung fiir das elastische Fragment wird im Anhang A.7.2 dargestellt. Dabei werden
die Grenzwerte des HEE-Modells mit denen des JC-Modells und o, ., verglichen.
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Abbildung 4.17: Darstellung der Beanspruchungszustande der finiten Elemente am
ZahnfuB in Abhangigkeit von der Versagensgrenze (Randschicht-
Modell, starres Fragment C3, xp = 2,0 mm).

Weiterhin wird in Abbildung 4.18 und 4.19 die normierte Versagenszahl Ny in Abhén-
gigkeit von der Zahnfulireihe R fiir die starren bzw. die elastischen Fragmente dargestellt.
Der Vergleich zeigt fiir beide Fragmentmaterialien, dass qualitativ betrachtet fiir alle
drei Versagenskriterien ein vergleichbarer Verlauf der normieren Versagenszahl iiber die
Elemente entlang des Zahnful3es vorliegt. Jedoch liegt die normierte Versagenszahl unter
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Bertiicksichtigung der maximale Hauptspannung {iber den gesamten Zahnfuf} hinweg iiber
Null, wihrend unter Anwendung einer ey, , — )—Versagensgrenze die normierte Versa-
genszahl bereichsweise gleich Null ist. Die maximale normierte Versagenszahl ist stark von
der verwendeten Versagenshypothese abhéngig. So betrégt sie unter Beriicksichtigung der
J-C Versagensgrenze Ny = 0,30 bzw. Ny, = 0, 28 fiir das starre Fragment bei R = 19 und
Ny = 0,32 bzw. Ny, = 0,27 fiir das elastische Fragment in den Elementreihen R = 18 bzw.
R =18—19. Durch Anwenden der HEE Versagensgrenze wird eine maximale normierte
Versagenszahl von Ny, = 0,17 bzw. Ny = 0,15 bei R = 16 — 18 bzw. R = 17 fiir das starre
Fragment erreicht. Fiir das elastische Fragment betrégt sie Ny = 0,20 bzw. Ny, = 0, 17 bei
R=17—19 bzw. R = 18 — 19. Unter Beriicksichtigung der maximalen Hauptspannung
streuen die maximalen normierten Versagenszahlen stérker. Sie liegen in einem Bereich
von Ny = 0,17 bzw. Ny, = 0,33, wobei die normierte Versagenszahl fiir 30CrNiMo8 stets
groller ist. Die Maxima liegen dabei in einem Bereich zwischen R = 16 und R = 19 und
damit in dem im Versuch erfassten kritischen Bereich.
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Abbildung 4.18: Normierte Versagenszahl iber die ZahnfuBelemente R in Abhéngig-
keit vom Werkstoff und der Versagensgrenze (Randschicht-Modell,
starres Fragment C3, xpp = 2,0mm).
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Abbildung 4.19: Normierte Versagenszahl tiber die ZahnfuBelemente R in Abhéngig-
keit vom Werkstoff und der Versagensgrenze (Randschicht-Modell,
elastisches Fragment C3, xpp = 2,0mm).

In Tabelle 4.13 sind die Pearson-Korrelationskoeffizienten sowohl fiir die elastischen als
auch fiir die starren Fragmente dargestellt. Die Korrelationen mit o, ., filhren insgesamt
zu geringeren Korrelationen als der Vergleich der €54, — n—Versagensgrenzen unterein-
ander. Fiir diese werden unabhéngig von der Fragment-Implementierung insgesamt sehr
hohe Korrelationen erreicht.

Tabelle 4.13: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und den Versagensgrenzen (Randschicht-Modell, Fragment C3,
Xpp = 2,0mm).

Korrelation
fixierte Variable Variablen-Paar elastisches starres
Fragment Fragment
. HEE/JC 0,90 0,96
30CrNiMos8 HEE/ 0 max 0,90 0,93
. HEE/JC 0,94 0,91
18CrNiMo7-6 HEE /Up,max 0.66 0.72
HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,99 0,95
JC 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,95 0,91
O p,max 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,72 0,69
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Die Korrelation der Fragmenteigenschaften wird in Tabelle 4.14 dargestellt. Es zeigt
sich insgesamt eine im Vergleich geringere Korrelation als bei dem Fragment C4. Dennoch
werden sehr hohe Korrelationen erreicht. Fiir das J-C-Kriterium liegt insgesamt die ge-
ringste Korrelation vor, wihrend fiir die maximale Hauptspannung die hochste Korrelation

erreicht wird.

Tabelle 4.14: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und dem Materialverhalten des Fragmentes (Randschicht-Modell,
Fragment C3, xp = 2,0mm).

Korrelation
JC HEE o0,..
30CrNiMo8 starr/elastisch 0,90 0,95 0,96
18CrNiMo7-6 starr/elastisch 0,83 0,90 0,96

fixierte Variable  Variablen-Paar

Zusammenfassend ist festzustellen, dass die normierte Versagenszahl unter dem Ein-
druck des Fragmentes C3 fiir alle betrachteten Versagenskriterien ein lokales Maximum im
gleichen Bereich (R = 16 — 20) vorweist, wobei die Gré3e von N, insbesondere von der
Versagenshypothese abhéngig ist. Insgesamt ist die Streuung der initialen Anrissposition
in der numerischen Simulation durch die betrachteten Unsicherheiten geringer als im
Experiment (R = 12 — 28). Grundsétzlich werden somit alle betrachteten Versagenshypo-
thesen als geeignet eingestuft.

Nachfolgend wird der Beanspruchungszustand abhéngig von der betrachteten Eindruck-
tiefe analysiert. Hierfiir werden sowohl die ermittelte J-C- als auch die HEE-Versagensgrenze
herangezogen. Der Beanspruchungszustand der einzelnen finiten Elemente im Zahnfuf3
fiir die verschiedenen Eindrucktiefen xp = 1,7 mm, Xz = 1,8 mm bzw. x5 = 2,0mm
werden sowohl fiir das starre als auch fiir das elastische Fragment im Anhang A.7.2
dargestellt. Die normierte Versagenszahl abhédngig von der Elementreihe R ist fiir die
Betrachtung des elastischen Fragmentes in Abbildung 4.20 und fiir das starre Fragment
in Abbildung 4.21 dargestellt.

71



o
)

— 30CrNiMo8 - Xpp=2,0 mm

L
U1
T

- - 30CrNio8 - Xpp=1,8 mm

L
BN
T

18CrNiMo7-6 - X, =2,0 mm ...

18CrNiMo7-6 - XFP=1’8 mm
30CrNio8 - XFP=1,7 mm
18CrNiMo7-6 - Xpp= 1,7 mm

normierte Versagenszahl Ny,
o
W
T

0,2 1
VSN IEN
0,1 / ™ :
J \
0 1 L v, /I s .l 1\\
0 5 10 15 20 25

Elemente im Zahnful} R

30

Abbildung 4.20: Normierte Versagenszahl lber die ZahnfuBelemente R in Abhéan-
gigkeit vom Werkstoff und dem Materialverhalten des Fragmentes
(elastisches Fragment C3, xzp = 2,0 mm, J-C Versagensgrenze).
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Abbildung 4.21: Normierte Versagenszahl tber die ZahnfuBelemente R in Abhan-
gigkeit vom Werkstoff und dem Materialverhalten des Fragmentes
(starres Fragment C3, x = 2,0 mm, J-C Versagensgrenze).
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Es ist zu erkennen, dass fiir alle drei Eindrucktiefen ein Versagen einzelner Elemente im
Zahnfuf$ erkannt wird. Fiir die Eindringtiefe xp, = 1,7 mm liegt der Belastungszustand fiir
alle Elemente im Zahnfu® unterhalb der maximalen Versagensgrenzen. Zusétzlich liegt
der Belastungszustand nur fiir die Modellierung mit starrem Fragment und der J-C Versa-
gensgrenze fiir einzelne Elemente oberhalb der mittleren Versagensgrenze. Die normierte
Versagenszahl ist bei diesem Belastungszustand fiir das elastische Fragment mit Ny, = 0,03
deutlich geringer als bei dem starren Fragment (Ny = 0, 13). Weiterhin liegt die Position
der maximalen Belastung fiir das starre Fragment bei R = 18 — 20 und beim elastischen
Fragment bei R = 16 — 18. Fiir xz = 1,8 mm liegt die Position der maximalen Belastung
dagegen im gleichen Bereich (R = 18 —20). Fiir die Eindrucktiefe xzp = 2,0 mm erreicht
ausschlief3lich das Modell mit elastischen Fragment und der HEE-Versagensgrenze kein
Element die maximale Versagensgrenze. Insgesamt ist die Beanspruchung im Zahnful fiir
alle betrachteten Eindrucktiefen unter Beriicksichtigung eines starren Fragmentes stets
hoher als bei Eindruck eines elastischen Fragmentes. Grund hierfiir ist die lokale Verfor-
mung des Fragmentes an der Kontaktstelle und der damit einhergehenden geringeren
Aufweitung der Zahnliicke. Die lokal maximal belastete Elementreihe R bleibt iiber die
Eindrucktiefe hinweg konstant.

Die Ergebnisse der Korrelationsanalyse werden in den Tabellen 4.15 und 4.16 darge-
stellt. Es zeigt sich, dass fiir gréBere Eindrucktiefen und damit einhergehenden héheren
plastischen Verformungen am Zahnful} eine insgesamt hohere Korrelation zwischen den
betrachteten Parametern. Gemessen an der Kategorisierung von Nachtigall und Wirtz
[78] ergibt sich fiir die Betrachtung mit elastischem Fragment bei einer Eindrucktiefe
von xp = 1,7mm fiir alle Korrelationen auler bei Korrelation der Materialien unter
Anwendung der HEE-Versgensgrenze nur eine moderate Korrelation. Bei Implementierung
eines elastischen Materialverhaltens des Fragmentes werden hohere Unsicherheiten durch
die Streuung der Parameter beobachtet. Dennoch wird der Anriss unter Beriicksichtigung
aller betrachteten Parameter detektiert.

Tabelle 4.15: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und dem Materialverhalten des Fragmentes C3 (xz = 1,8 mm).

Korrelation
fixierte Variable Variablen-Paar elastisches starres
Fragment Fragment
30CrNiMo8 HEE/JC 0,81 0,86
18CrNiMo7-6 HEE/JC 0,87 0,91
HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,85 0,94
JC 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,84 0,78
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Tabelle 4.16: Korrelationskoeffizient nach Pearson zwischen den untersuchten Werk-
stoffen und dem Materialverhalten des Fragmentes C3 (xzp = 1,7 mm).

Korrelation
fixierte Variable Variablen-Paar elastisches starres
Fragment  Fragment
30CrNiMo8 HEE/JC 0,58 0,76
18CrNiMo7-6 HEE/JC 0,55 0,80
HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,86 0,84
JC 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,71 0,87

Zusammenfassend lasst sich feststellen, dass die lokale Anrissposition unter Eindruck des
C3 Fragmentes nicht von der Eindrucktiefe des Fragmentes abhéngt. Die Unsicherheiten
sind insgesamt kleiner umso grofRer die Eindrucktiefe ist.

4.3.6 Zusammenfassung - Unsicherheitsbetrachtung des
Randschicht-Modells

Die Unsicherheitsbetrachtung zeigt hohe Streuungen des Beanspruchungszustandes ab-
héngig von der gewahlten Versagensgrenze fiir beide betrachteten Fragmentgeometrien.
Durch ein Plateau der normierten Versagenszahlen, ist die Identifikation einer einzelnen
am kritischsten belasteten Elementreihe mit dem angewendeten Verfahren nicht direkt
moglich. Es wird jedoch davon ausgegangen, dass die kritischste Elementreihe mittig im
Plateau liegt. Ein geeigneteres Vorgehen ist demzufolge die Berechnung des Abstandes
von der jeweiligen Versagensgrenze anstelle der Einteilung in einzelne Kategorien. Auf
diesem Weg ist eine Klassifizierung der Belastungszustédnde oberhalb der maximalen
Versagensgrenze moglich. Die in das Modell eingehende Unsicherheit durch die fehlenden
Informationen beziiglich des E-Moduls des Fragmentes sind fiir beide Fragmentgeometrien
vernachlassigbar klein. Fiir die Untersuchung am skalierten Getriebepriifstand wird ein
elastisches Fragment implementiert, da so die maximal belastete Zahnful3reihe besser mit
den experimentellen Ergebnissen iibereinstimmt. Basierend auf der Untersuchung am
Fragment C3 wird eine ansteigende Korrelation bei zunehmender Eindrucktiefe deutlich.
Grund dafiir ist die abnehmende Steigung im Verfestigungsbereich des Materials bei zu-
nehmender plastischer Dehnung. Die grof3te Unsicherheit des Modells stellt die fehlende
Information des Anrisszeitpunktes des im dynamischen Versuch eingesetzten Materials
18CrNiMo7-6 dar. Aus diesem Grund werden nachfolgend stets relative Vergleiche gezogen.
Auf diesem Weg ist bei nachtrédglicher Ermittlung der maximalen Zahnful3tragfahigkeit
eine Aussage beziiglich des Auftretens eines Risses moglich.

74



4.3.7 Vergleich der Versagensgrenze fiir das homogenisierte
Materialmodell

Neben der Analyse der normierten Versagenszahl und der Identifikation der lokal am
Zahnful’ am kritischsten beanspruchten Elementreihe fiir das Randschicht-Modell erfol-
gen nun die Auswertung und der Vergleich der Ergebnisse mit dem homogenisierten
Modell. In Abbildung 4.22 wird der Beanspruchungszustand der finiten Elemente fiir
die Eindrucktiefe xz = 1,1 mm des Fragmentes C4 in Abhéngigkeit von den minimalen,
mittleren und maximalen Versagensgrenzen ausgewertet. Die Grenze wurde entsprechend
dem in Kapitel 4.3.3 gezeigten Vorgehen angepasst.
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2 4 6 8101214161820 2 4 6 81012141618 20
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=kein Versagen
Versagensgrenze

Abbildung 4.22: Untersuchung der Unsicherheiten durch Variation der Materialpara-
meter am ZahnfuBB (homogenisiertes Modell, Fragment C4, xp =
1,1mm).
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In Abbildung 4.23 werden die berechneten normierten Versagenszahlen dargestellt.
Im Gegensatz zum Randschicht-Modell zeigen hier alle betrachteten Parameter eine sehr
hohe Korrelation, sieche Tabelle 4.17. Ab der Elementreihe R = 12 bzw. R = 13 ist die
normierte Versagenszahl im Zahnfuf3 Null. Die maximalen normierten Versagenszahlen
liegen im Bereich Ny, = 0,66 und Ny = 0,62 und werden bei den Elementreihen R =5
bzw. R = 6 abhingig von der Parameterkonfiguration erreicht. Damit verschiebt sich
der lokal kritischste Punkt im Vergleich zum Randschicht-Modell um eine Elementreihe
weiter Richtung Zahnful3, womit eine geringfiigig hohere Wahrscheinlichkeit fiir eine
Risspropagierung Richtung Zahnkranz durch die Homogenisierung entsteht. Die lokale An-
rissposition weist durch die vereinfachte homogene Betrachtung geringere Unsicherheiten
auf als das Randschicht-Modell.

1 T T T T T
> — 30CrNiMo8 - starres Fragment
Z 08 — -30CrNiMo8 - elastisches Fragment | |
< 18CrNiMo7-6 - starres Fragment
§ 18CrNiMo7-6 - elastisches Fragment
N
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> 0,4F AN 4
s
5 \
E o2r ]
=]

0 1 1 — A — — - — —

0 5 10 15 20 25 30

Elemente am Zahnfufd R

Abbildung 4.23: Darstellung der normierten Versagenszahl in Abhédngigkeit von den
Randbedingungen (homogenisiertes Modell, Fragment C4).

Tabelle 4.17: Pearson-Korrelationskoeffizient der untersuchten Parameter (homoge-
nes Modell, Fragment C4).

fixierte Variable Variablen-Paar Korrelation
30CrNiMo8 starr/elastisch 1,00
18CrNiMo7-6 starr/elatsisch 1,00
Starr 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,99
Elastisch 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,98
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Die Korrelationsanalyse zwischen dem Randschicht-Modell und dem homogenisierten
Modell wird in Tabelle 4.18 dargestellt. Hierbei zeigt sich, dass die betrachteten Modelle
unter Beriicksichtigung des Materialmodells des Werkstoffes 18CrNiMo7-6 sehr stark
korrelieren. Dagegen fiihrt der Vergleich mit dem Werkstoff 30CrNiMo8 nur zu einer
moderaten Korrelation. Grund dafiir ist die geringere Streckgrenze an der Zahnoberfla-
che fiir die homogenisierten Modelle. Dieser fiihrt zu einer starkeren Lokalisierung des
Beanspruchungszustandes im Zahnfuf3.

Tabelle 4.18: Pearson-Korrelationskoeffizient zwischen dem Randschicht-Modell und
dem homogenisierten Modell (Fragment C4).

Fragmenteigenschaft
starr elastisch
Material 30CrNiMo8 0,58 0,52
18CrNiMo7-6 0,96 0,94

Neben dem Fragment C4 erfolgen nun die Auswertung und der Vergleich der Ergebnisse
mit dem homogenisierten Modell fiir das Fragment C3. In Abbildung 4.24 ist der Bean-
spruchungszustand der finiten Elemente exemplarisch fiir die Eindrucktiefe xp = 2,0
dargestellt. Im direkten Vergleich mit dem Randschicht-Modell zeigt sich hier ein abwei-
chender Beanspruchungszustand. So liegt in den Zahnfureihen R = 1—8 ein zusatzlicher
versagenskritischer Bereich in der Mitte der Zahnbreite vor.
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Abbildung 4.24: Untersuchung der Unsicherheiten durch Variation der Materialpara-
meter am Zahnfuf3 (homogenisiertes Modell, Fragment C3,
Xpp = 2,0mm).

Auch hier erfolgt die Berechnung der normierte Versagenszahl, sieche Abbildungen 4.25
und 4.26. Hierbei zeigt sich die gleiche Abhhéingigkeit der normierten Versagenszahl
von der gewéhlten Versagenshypothese wie beim Randschicht-Modell. Die normierten
Versagenszahlen sind dabei vergleichbar zu dem Randschicht-Modell. So liegt unter
Beriicksichtigung der J-C Versagensgrenze die maxixmale normierte Versagenszahl fiir die
Werkstoffe 30CrNiMo8 und 18CrNiMo7-6 bei N, = 0, 32 bzw. N, = 0, 3 unabhéngig von
den Materialeigenschaften des Fragmentes. Die maximalen Werte liegen dabei zwischen
den Zahnfufireihen R = 15—19. Im Randschicht-Modell wurden Werte zwischen N, = 0,27
und N, = 0,32 erfasst. Die Maxima lagen dabei in den Elementreihen R = 18 — 19.
Durch die HEE Versagensgrenze ergibt sich die maximale normierte Versagenszahl im
Bereich zwischen N, = 0,17 und N, = 0,2. Bei dem Randschicht-Modell wurde der
gleiche Wertebereich erfasst. Die maximalen Werte liegen bei dem homogenisierten
Modell zwischen den Zahnfuf3reihen R = 14 — 16 und beim Randschicht-Modell in den
Elementreihen R = 16 — 19.

78



o
o

T T T
— 30CrNiMo8 - J-C 18CrNiMo7-6 - J-C
- - 30CrNiMo8 - HEE 18CrNiMo7-6 - HEE | |

L
192}
T

L
i
T
1

normierte Versagenszahl Ny
L L
N w
T T

L
—
T

0 5 10 15 20 25 30
Elemente im Zahnfuls R

Abbildung 4.25: Darstellung der normierten Versagenszahl in Abhangigkeit von den
Randbedingungen und dem Versagenskriterium (Randschicht-Modell,
elastisches Fragment C3, xp = 2,0mm).
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Abbildung 4.26: Darstellung der normierten Versagenszahl in Abhangigkeit von den
Randbedingungen und dem Versagenskriterium (Randschicht-Modell,
starres Fragment C3, xp =2,0mm).
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Der im Vergleich zum Randschicht-Modell zusétzlich erfasste versagenskritische Bereich
in den Elementreihen R = 1 — 8 erreicht dabei stets hohere normierten Versagenszahlen
als die Beanspruchung in den Zahnreihen R = 16 — 19. Aus diesem Grund wird im homo-
genisierten Modell der initiale Anriss nicht korrekt erfasst.

Die resultierenden Korrelationen werden in Tabelle 4.19 dargestellt. Im Gegensatz zum
Randschicht-Modell zeigt sich hier fiir alle drei betrachteten Eindrucktiefen eine héhere
Korrelation der betrachteten Parameter. Auch hier wird eine ansteigende Korrelation mit
der Eindrucktiefe festgestellt.

Tabelle 4.19: Pearson-Korrelationskoeffizient der untersuchten Parameter (homoge-
nes Modell, Fragment C3).

Korrelation
Eindrucktief  fixierte Variable Variablen-Paar elastisches starres
Fragment Fragment

30CrNiMo8 J-C/HEE 0,96 0,95

Xgp = 1,7mm 18CrNiMo7-6 J-C/HEE 0,93 0,96
? HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,98 0,99

J-C 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,98 0,98

30CrNiMo8 J-C/HEE 0,93 0,87

Yo —18mm 18CrNiMo7-6 J-C/HEE 0,95 0,89
P 5 HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,97 0,97
J-C 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,98 0,97

30CrNiMo8 J-C/HEE 0,78 0,63

o =92 0mm 18CrNiMo7-6 J-C/HEE 0,61 0,73
Fp == HEE 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,86 0,97
J-C 30CrNiMo8/18CrNiMo7-6 0,80 0,89

4.3.8 Zusammenfassung - Unsicherheitsbetrachtung des homogenisierten
Modells

Die Unsicherheitsbetrachtung zeigt, dass die vereinfachte homogene Betrachtung des
randschichtgehérteten Zahnrades nur bei geringer plastischen Deformation der Zahn-
flanke zuldssig ist. Liegt eine lokale plastische Verformung an der Kontaktstelle zwischen
Fragment und Flanke vor, wie dies bei dem Fragment C3 der Fall ist, &ndert sich durch
die vereinfachte homogene Betrachtung der Beanspruchungszustand im Zahnfu® und
die lokale Position des Anrisses wird nicht richtig erfasst. Grund fiir die Abweichung
ist die durch die homogenisierte Betrachtung reduzierte Streckgrenze an der Oberfla-
che der Zahnflanke. Diese fiihrt am Kontaktpunkt zwischen Flanke und Fragment zu
einer im Vergleich héheren plastischen Verformung, die wiederum zu einer geringeren
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Beanspruchung im Zahnfuf fithrt. Weiterhin hat der Hérteverlauf in der Randschicht
selbst einen Einfluss auf die Anwendbarkeit. So zeigt sich durch den Vergleich zwischen
dem Randschicht-Modell und dem homogenisierten Modell, dass bei dem Werkstoff
18CrNiMo7-6 eine hohere Korrelation vorliegt. Grund hierfiir ist die geringere Abwei-
chung zwischen der homogenisierten Harte und der Oberflachenhérte des Zahnrades,
die im Vergleich zwischen den verwendeten Zahnradmaterialien bei 30CrNiMo8 16 %
niedriger ist. Die mit dem Modell einhergehende Unsicherheit durch die fehlenden In-
formationen beziiglich des E-Moduls des Fragmentes sind auch fiir das homogenisierte
Modell vernachldssigbar klein.

4.4 Kohasivzonenmodell

Um auf Basis der ermittelten Anrissposition im Zahnful} eine erste Abschétzung zu ge-
ben, ob und unter welchen Randbedingungen sich ein Anriss in den Zahnkranz aus-
breitet, wird im Folgenden eine Rissfortschrittsanalyse auf Basis der erweiterten Finite-
Element-Methode (XFEM) durchgefiihrt, die in der kommerziellen Software LSDYNA
implementiert ist. Die Parameteridentifikation erfolgt basierend auf den vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuchen. Zur Eingrenzung des Parameterbereiches werden Werte
aus der Literatur verwendet. Insgesamt ist diese Untersuchung als erste Abschitzung
zu betrachten, die noch durch weitere experimentelle Ergebnisse mit unterschiedlichen
Lastzustdnden zu validieren ist. Die Analyse ist in LSDYNA auf den zweidimensionalen
Raum beschrénkt, weshalb nur ebene Dehnungszustdande abbildbar sind. Da der initia-
le Riss in den vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuchen stets durch die Randschicht
propagierte, wird nachfolgend das Kernmaterial fiir den Rissfortschritt betrachtet. Fiir
die in LSDYNA implementierte Materialkarte MAT COHESIVE_TH gilt es, die maximale
Grenzflachenfestigkeit 7° sowie die kritische Risséffnung &, zu identifizieren.

Aufgrund des in Abbildung 3.13 dargestellten sproden Bruchverhaltens wird fiir die
Implementierung des Kohésivzonenmodells der spréode Ansatz, der in Abbildung 2.7
dargestellt wird, verwendet. Damit ergibt sich der nachfolgend gezeigte Zusammenhang
fiir die kritische Energiefreisetzungsrate G, zu:

Go=5 28, 4.7)

Fiir die kritische Energiefreisetzungsrate G, sind fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6 einige
Angaben in der Literatur verfiigbar. Fiir den Werkstoff 30CrNiMo8 liegen dagegen keine
Veroffentlichungen mit einer vergleichbaren Streckgrenze vor. Aus diesem Grund erfolgt
die Eingrenzung des zu untersuchenden Parameterbereichs ausschlieBlich auf den Werk-
stoff 18CrNiMo7-6. Dehner und Weber [18] gaben fiir jhre Untersuchung an Zahnrédern
den Wert von K, = 78 M—j%’ fiir die 0,2%-Dehngrenzen 1040 MPa an. Uber den formellen Zu-
sammenhang K> = G, - E wird die kritische Energiefreisetzungsrate G, zu G, = 29 N/mm
berechnet. Vuherer [95] ermittelte fiir eine Streckgrenze von R,y = 1121MPa eine
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notwendige Energie fiir den Rissfortschritt von G, = 23N/mm. Weissbach [96] schatzt
den Wert fiir Vergiitungsstahl im Allgemeinen abhingig von der 0,2%-Dehngrenzen
(1000 MPa — 2000 MPa) auf einen Bereich von G, = 5N/mm — 20N/mm.

Fiir die maximale Grenzflichenfestigkeit T° wird als Referenzwert nachfolgend die
maximale Zugfestigkeit des Kernmaterials verwendet. Da die Streckgrenze der eigens
durchgefiihrten Zugversuche an den Proben ohne Warmebehandlung deutlich unterhalb
der Streckgrenze des warmebehandelten Kernmaterials lagen, wird auch hier auf Werte
aus der Literatur zuriickgegriffen. Basierend auf der Veroffentlichung von Xu et al. [101],
in der ebenfalls die Randschicht des Werkstoffes 18CrNiMo7-6 nach dem Einsatzharten
untersucht wird, wurde fiir eine Streckgrenze im Bereich von 995MPa — 1291 MPa eine
Zugfestigkeit von 1200 MPa — 1575MPa festgestellt. In den Untersuchungen von Dehner
und Weber wurde die Zugfestigkeit fiir den Werkstoff bei einer Steckgrenze von 1040 MPa
auf 1400 MPa ermittelt. Vuherer et al. [95] ermittelt in seiner Untersuchung bei einer
Streckgrenze von 1074 MPa die Zugfestigkeit von 1412 MPa.

In Tabelle 4.20 werden die Ergebnisse der Parameteruntersuchung dargestellt. Da der
vereinfachte Fragment-Eindruck-Versuch am Werkstoff 30CrNiMo8 erfolgt, wird auch
die Parameterstudie an diesem Material durchgefiihrt. Dabei wird die Risscharakteristik
in gutartige Zahnfulsrisse (G) und katastrophale Zahnkranzrisse (K) unterteilt. Fiir den
Fall, dass der Riss nicht weiter propagiert, wird die Parameterkombination in der Tabelle
mit (-) gekennzeichnet. Es wird deutlich, dass die Rissrichtung stark von den gewéhlten
Parametern abhéngt. Diese hohe Sensitivitét ist auch in der experimentellen Durchfithrung
ersichtlich. So trat nur in zwei der drei Versuche ein Zahnful3anriss auf.

Tabelle 4.20: Sensitivitatsanalyse der Parameter des Kohasivzonenmodells fiir das
Randschicht-Modell.

Oyt 0,034 mm 0,035 mm 0,036 mm 0,037 mm

70:

1293 K (d =1,2mm) G G )

1329 K(d=1,0mm) K(d=0,9mm) ) K (d = 1,5mm)
1358 Kd=10mm) Kd=1,7mm) K(d=12mm) K(d=1,5mm)
1382 G G K (d =1,1mm) G

1402 G K (d =1,4mm) ) G

1426 G ) G )

In den vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuchen mit dem Fragment C4 ist der Riss
bei einer Eindrucktiefe zwischen xzp = 1,2mm und xp = 1,4mm in den Zahnkranz
des Zahnrades propagiert. Der Rissfortschritt beginnt dabei mit der Eindrucktiefe von
Xpp = 1,1 mm. In Abbildung 4.27 werden fiir die Parameterkombinationen, bei denen der
Riss zu diesen Eindringtiefen propagiert, die Risscharakteristiken aufgezeigt. Damit liegt
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die kritische Energiefreisetzungsrate im Bereich G, = 24N/mm — 25 N/mm. Zusammen-
fassend wird daher eine gute Ubereinstimmung zwischen den ermittelten Parametern und
den in der Literatur bekannten Werten fiir den Werkstoff 18CrNiMo7-6 festgestellt.

(a)

(b)

(©

d=1,1 mm d=1,2 mm d=1,4 mm

Abbildung 4.27: Darstellung des Rissfortschrittes abhdngig von der Eindrucktiefe d
((@): =° = 1402MPa, 5, = 0,035mm; (b): 7° = 1358 MPa,
5o = 0,036 mm; (c): T° = 1382 MPa, 5, = 0,036 mm).
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Nachfolgend wird der Rissfortschritt fiir die drei in Abbildung 4.27 dargestellten Para-
metersitze mit dem Werkstoff 18CrNiMo7-6 verglichen. Die Ergebnisse der Analyse sind
fiir die Eindrucktiefe xzp = 1,1 mm in Abbildung 4.28 dargestellt. Es ist zu erkennen, dass
sich der Riss fiir eine kritische Riss6ffnung von &, = 0,036 bis zum betrachteten Zeit-
punkt nicht in den Zahnkranz ausbreitet. Fiir die Parameterkombination 7° = 1382 MPa
und &, = 0,036 mm propagiert der Riss ab einer Eindrucktiefe von xp = 2,25mm in
den Zahnful, wihrend fiir die Parameter t° = 1358 MPa und §, = 0,036 mm der Riss
nicht weiter fortschreitet. Fiir 5, = 0,035 ist der Rissverlauf mit dem des Werkstoffes
30CrNiMo8 vergleichbar. Das Risswachstum ist jedoch im Vergleich schneller.

(a) (b) ©

Abbildung 4.28: Darstellung des Rissfortschrittes bei einer Eindrucktiefe von
Xxgp = 1,1 mm in Abhéngigkeit von den gewahlten Parametern ((a):
7% =1402MPa, 5, = 0,035 mm; (b): 7° = 1358 MPa, 5, = 0,036 mm;
(c): 7° =1382MPa, 5, = 0,036 mm).
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5 Vergleich experimenteller Ergebnisse mit
numerischen Simulationen

Im Rahmen der experimentellen Studie wurden zahngrol3e Fragmente in das Getriebe
eingebracht, um katastrophale Sekundérschdden bei der Wiedereinspeisung zu untersu-
chen. Im Anschluss wurden die Versagensmechanismen analysiert. Nach Versuchsplan
wird das Fragment zwischen dem Hohlrad und dem Planetenrad eingespeist und befindet
sich in der Zahnliicke des Planetenrads. Im Folgenden wird ein Vergleich der erfassten
Schadensmechanismen des numerischen Modells mit den Ergebnissen der quasistatischen
und dynamischen Uberrollversuche am skalierten Getriebe vorgenommen. An dieser
Stelle sei darauf verwiesen, dass es nicht Ziel der vorliegenden Arbeit ist, die Ergebnisse
der numerischen Simulation an die Ergebnisse der Versuche anzupassen. Der Vergleich
dient ausschlieBlich der Identifikation bislang im Modell vernachlissigter Effekte sowie
der Dokumentation etwaiger Abweichungen. Dies ist dadurch begriindet, dass die Re-
produzierbarkeit der in den Versuchen erfassten Ergebnisse aufgrund der einmaligen
Versuchsdurchfiihrung nicht gewahrleistet ist. Als Vergleichsgrof3en zwischen dem Experi-
ment und dem numerischen Modell wird die radiale Aufweitung des Hohlrades d,,q;,;, die
Eindrucktiefe des Fragmentes in die Liicke des Planetenrades xpp sowie die Eindrucktiefe
des Fragmentes in den Zahnkopf des Hohlrades x; verwendet. Die Referenzgrofien
des Hohlrades werden in Abbildung 5.1 und die des Planetenrades in Abbildung 4.12
dargestellt.

d

radial

Abbildung 5.1: Darstellung der fiir den Vergleich verwendeten ReferenzgréBen am
Hohlrad xpy; sowie d,ogia-
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Die Ermittlung der GréBen xpp und d,, g4, erfordert die Auswertung der Kameradaten,
welche lediglich fiir die dynamische Versuchsreihe vorliegen. Die Grofe xpy kann nach
Abschluss der Versuchsdurchfiihrung direkt am Zahn mit dem Laser-Kompaktwegsensor
optoNCDT 2300 vermessen werden. Dabei wird der Sensor entlang der Zahnbreite bewegt
und Ungenauigkeiten in der Ausrichtung auf der Basis von trigonometrischen Beziehungen
nachtréglich korrigiert. Hierfiir wurde die Kante des Zahnkopfes als Referenz genommen.

In Kapitel 3.3 wird aufgezeigt, dass die im quasistatischen Versuch durchgefiihrte Deh-
nungsmessung mit den DMS-Rosetten in hohem Maf3e von der exakten Eindruckposition
des Fragmentes in den Hohlradzahlen abhéngig ist. Aufgrund des sich daraus ergebenden
relativen Fehlers von 20 % ist ein Vergleich der Dehnungsmessung nicht Gegenstand
der nachfolgenden Betrachtung. Im Rahmen der Umsetzung des dynamischen Versuchs-
vorhabens wurde eine zusétzliche Applikation von DMS am Aul3enring des Hohlrades
vorgenommen. Die daraus ermittelten Werte werden als Vergleichsgrof3e herangezogen,
sofern keine Kameraaufzeichnung des Tests verfiigbar ist.

5.1 Vergleich der quasistatischen Test-Ergebnisse

Zum Vergleich der plastischen Verformung am Hohlrad auf der Grundlage der Experimente
der quasistatischen Uberrollversuche am skalierten Getriebe wird die Eindrucktiefe des
Fragmentes am Zahnkopf des Hohlrades xpy; verglichen. Die Ergebnisse fiir die kugelfor-
migen Fragmente sind in Tabelle 5.1 dargestellt. Bei der Aufnahme eines kugelférmigen
Fragmentes mit einem Durchmesser von 8 mm und einer axialen Position relativ zur
Zahnbreite von 25% und 75 % versagt das Material an der Zahnkopfkante, weshalb eine
Vermessung der Eindrucktiefe hier nicht moéglich ist, siehe Abbildung 5.2.

Abbildung 5.2: Darstellung des Schadens fir ein kugelférmiges Fragment mit einem
Durchmesser von 8 mm und einer axialen Position relativ zur Zahnbrei-
te von 25 %.
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Nach Tabelle 3.3 gibt es somit vier quasistatische Versuche, bei denen ein Vergleich
der Eindrucktiefe moglich ist. Die durchschnittliche Abweichung betragt dabei 1,0 %.
Daher wirkt sich die Unsicherheit bei der Positionierung des Fragments nicht auf die
Eindringtiefe aus.

Tabelle 5.1: Vergleich der plastischen Verformung anhand experimenteller und nume-
rischer Daten.

Test-ID  Axiale Position/Zahnbreite — xp;—FEM  xp—Experiment

QTR1 25% 1,3 1,4
QTR2 50% 2,0 2,0
QTR3 75% 1,6 1,6
QTR5 50% 2,3 2,4

5.2 Vergleich der dynamischen Test-Ergebnisse

Im nachfolgenden Kapitel wird eine Gegeniiberstellung der Ergebnisse der dynamischen
Uberrollversuche mit dem numerischen Modell vorgenommen. Fiir die Auswertung der
experimentellen Daten und dem Vergleich mit der numerischen Simulation ist zu beachten,
dass die Sollgeschwindigkeit am Planetentréiger von vpy = 427 min"" in keinem der
Versuche eingehalten wurde. Die durchgefiihrten Optimierungen des Bremskonzepts am
Priifstand resultieren in jedem Versuch in einem abweichenden Betriebszustand, was
als Grund fiir die variierenden Geschwindigkeiten zu nennen ist. Fiir die Analyse des
exakten Betriebszustandes ist auf die noh unveréffentlichte Arbeit von Herrn Fischer zu
verweisen [27]. Als Referenz fiir den betrachteten Zeitschritt wird nachfolgend stets der
Winkel zwischen der Planetenliicke und dem Hohlradzahn a;, ;; gewéhlt. In Abbildung
5.3 wird der Verlauf des Winkels iiber die Zeit fiir eine Geschwindigkeit von 427 min™*
am Planetentréger dargestellt. Zum Zeitpunkt t = Oms findet der erste Kontakt zwischen
dem Fragment und den Zahnrédern bei einem Winkel von apj; = 28° statt. Zum Zeitpunkt
t = 6ms betrdgt der Winkel a;, ; = 0°. Fiir diesen Zeitpunkt ist die Belastung auf die
Zahnrader maximal. Bei der Durchfithrung der numerischen Simulationen wird stets
dieser Zeitpunkt fiir den Vergleich herangezogen.

Die tatséchlich im Versuch auftretenden Geschwindigkeiten des Planetentréagers sind
der Tabelle 5.2 in Abhéngigkeit vom Winkel apy; zu entnehmen. Zusétzlich wird das
Vorhandensein eines Bruchs an einem der beteiligten Kontaktpartnern angegeben. Bei
den Versuchen DTR2, DTR3 und DTRS tritt ein Versagen des Hohlrades auf. Ein Versagen
des Planetenrades tritt bei keinem der Versuche auf.
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Abbildung 5.3: Darstellung der Anderung des Winkels zwischen Planetenrad und
Hohlrad (iber die Versuchszeit fiir eine Drehzahl von 427 min™! am
Planetentrager.

Tabelle 5.2: Geschwindigkeit am Planetentrager im Experiment in Abhdngigkeit von
dem Winkel ay ;.

. o —1
Vpr in min Versagen
Test-ID apy =28° apy=0° apy =28 Planet Hohlrad
DTR1 165 142 140 nein nein
DTR2 440 440 431 nein ja
DTR3 335 335 347 nein ja
DTR5 300 220 180 nein ja

Die Analyse der Videoaufzeichnungen der Experimente DTR2 sowie DTRS5 zeigt, dass
die Eindrucktiefe des Fragmentes in die Planetenliicke bei DTR2 um den Faktor 1,5 und
bei DTR5 um den Faktor 2,8 grof3er ist als in der numerischen Simulation. Der Hauptgrund
hierfiir ist die Vernachldssigung des Versagens des Hohlrades durch den Fragmentkontakt,
was zu einer geringeren Kontaktkraft zwischen Planetenflanke und Fragment fiihrt. Der
in den nachfolgenden Kapiteln dargestellte Riss am Zahnkopf des Hohlrades erklért auch
die deutlich groBere Abweichung der Eindrucktiefe des Fragmentes im Versuch DTR5 im
Vergleich zu DTR2, in dem ein Aufbrechen der Randschicht makroskopisch erkennbar ist.
Neben dem Versagen des Hohlrades, das in der numerischen Simulation nicht abgebildet
wird, ist als weitere Ursache die kurze Belastungsdauer beim Uberrollen des Fragmentes
von 9 ms bei DTR2 und 18 ms bei DTR5 zu nennen. In diesem Zusammenhang ist zu bertick-
sichtigen, dass abhingig von der Lastdauer einen Uberhéhungsfaktor fiir die Streckgrenze
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beriicksichtigt werden muss [69]. Diese Vermutung wird durch die gute Ubereinstimmung
der Eindrucktiefen xg; innerhalb der quasistatischen Versuchsreihe bestarkt. Aufgrund
der geringen Anzahl an Veroffentlichungen zu diesem Thema ist die Identifikation dieses
Faktors auf experimenteller Grundlage erforderlich. Da entsprechende Experimente im
Rahmen dieser Arbeit nicht durchgefiihrt wurden, erfolgt eine Abschétzung des Faktors
basierend auf den dynamischen Experimenten am skalierten Getriebepriifstand. Um einen
Vergleich der ZahnfuBbeanspruchung zwischen Experiment und numerischer Simulation
zu ermoglichen, werden nachfolgend die Steckgrenzen des Planeten- und Hohlrades
so skaliert, dass die gleiche Einducktiefe xpp in der numerischen Simulation und dem
Experiment vorliegt. Aufgrund der fehlenden Kenntnisse beziiglich des genauen Anriss-
zeitpunktes und der Risspropagierung werden sowohl die Belastungszeit als auch die
Reduktion der Kontaktkrifte zwischen Planetenflanke und Fragment durch den lokalen
Zahnkopfbruch des Hohlrades innerhalb eines Skalierungsfaktors {p,; zusammengefasst.
Die unterschiedliche Schwere der Schadensmechanismen sowie die voneinander abwei-
chenden Lastzeiten resultieren in einer Abhéngigkeit des Skalierungsfaktors {p,y von der
jeweiligen Komponente sowie dem durchgefiihrten Versuch.

Die durchgefiihrten Versuche werden nachfolgend in unkritische und kritische Zahn-
fullbelastungen unterteilt. Dabei fiihrt die Versuchskonfiguration unter der Kategorie
,unkritische Belastung‘ zu keiner kritischen ZahnfulRbeanspruchung des Planetenrades. In
Abhéngigkeit von der Art der durchgefiihrten Versuche wird eine entsprechende Auswer-
testrategie gewdahlt, wie in Abbildung 5.4 dargestellt. Aufgrund der Tatsache, dass nur
fiir den Versuch DTR2 bzw. DTRS eine Aufzeichnung der Hochgeschwindigkeitskamera
vorliegt, ist fiir die {ibrigen Versuche lediglich eine Auswertung basierend auf der Deh-
nungsmessung und dem entstandenen Schadensbild méglich. Des Weiteren wird fiir den
Versuch DTR1 eine zuséatzliche Untersuchung des Versuchsergebnisses in Abhangigkeit
von der Geschwindigkeit vorgenommen, da sich die Geschwindigkeit am Planetentréger
im Vergleich zur Sollgeschwindigkeit signifikant reduziert hat. Dariiber hinaus wird fiir
diejenigen Versuche mit kritischer ZahnfuB8belastung am Planetenrad nachfolgend die
normierte Versagenszahl Ny, ausgewertet und mit den ermittelten Grenzwerte der ver-
einfachten Fragment-Eindruck-Versuche verglichen. Die Untersuchung des Einflusses des
Skalierungsfaktors {p/y erfolgt fiir alle Versuchskonfigurationen.

|unkritische Zahnfuﬁbelastung” kritische Zahnfuf3belastung |
| DIR1 | | DTR3 | | DTR2 | | DTRS |
DMS DMS Kamera Kamera
{P/H (P/H (P/H {P/H
Vec [~ [ W |

Abbildung 5.4: Darstellung der Auswertestrategie der dynamischen Versuchsreihe.
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Das Bildmaterial der Hochgeschwindigkeitskamera wird im Rahmen dieser Arbeit
mithilfe der Software 1C MEASURE ausgewertet. Als Referenz sowie als Grundlage fiir
die Kalibrierung dient die Lasergravur auf der Stirnseite des Planetenrades sowie die
Kante am Zahnkopf des Hohlrades. Die exemplarische Vermessung im Programm wird in
Abbildung 5.5 dargestellt. Hierbei ist zu beriicksichtigen, dass die gemessene Verschiebung
der Netzknoten des Planetenrades noch entsprechend der bekannten Kantenldngen der
finiten Elemente auf die Eindrucktiefe xpp zuriickgerechnet werden muss.

f Lange: 5,35 mm

Abbildung 5.5: Beispielhafte Darstellung einer Messung der Eindrucktiefe bzw. der
radialen Aufweitung auf Basis der Kameradaten in der Software IC
Measure.

5.2.1 DTR1

Im Rahmen der Priifanordnung DTR1 erfolgt die Einspeisung einer Kugel mit einem
Durchmesser von 8 mm zwischen Hohlrad und Planetenrad. Infolge der Einspeisung wird
das Fragment in der Liicke des Planetenrades eingeklemmt und zusétzlich zwischen Son-
nenrad und Planetenrad iiberrollt. Die punktférmige Kontaktkraft an der Planetenliicke
fithrt dabei zu keinem makroskopisch erkennbaren Riss am Zahnrad. Die resultierende
plastische Verformung sowie das Bruchstiick des Zahnkopfes des Sonnenrades werden
in Abbildung 5.6 dargestellt. Im Gegensatz zum einsatzgehirteten Sonnenrad ist am
nitrierten Hohlrad durch den Eindruck des Fragmentes ein Aufbrechen der Randschicht
zu erkennen. Im Unterschied dazu wurde beim Sonnenrad durch die Uberrollung bei
geringer plastischer Verformung ein Stiick des Zahnkopfes herausgebrochen. Der genaue
Zeitpunkt des Risses ist nicht identifizierbar. Die Gré3e dieses Bruchstiicks wird fiir die
Anwendung jedoch als unkritisch bewertet. Nachfolgend werden ausschlielich die scha-
densmechanischen Effekte am Hohlrad und am Planetenrad untersucht.
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(a) (b)

Abbildung 5.6: Schdden am Planetenrad (a) und am Hohlrad (b) nach dynamischem
Uberrollen des Fragmentes S3.

In allen betrachteten Simulationen ist xzp = 0. Daher wird folglich nur die Verformung
am Hohlrad betrachtet. Im Folgenden wird der Faktor {p,y = 1,5 gewdhlt, um den
Einfluss der Planetentréger-Geschwindigkeit auf das Versuchsergebnis zu untersuchen.
Dieser wird mit den Ergebnissen flir den Faktor {/; = 1,0 verglichen. Dariiber hinaus
wird der Einfluss der Abweichung von der geplanten Geschwindigkeit von 427 min~*
am Planetentrager analysiert. In Abbildung 5.7 und 5.8 werden die Verformungen am
Hohlrad durch den Eindruck des kugelférmigen Fragmentes fiir den Winkel ap; = 0°
dargestellt.

Es zeigt sich, dass sowohl die radiale Aufweitung als auch die Eindrucktiefe des Fragmen-
tes vergleichbar sind und die Dehnratenabhéngigkeit wie erwartet in diesem Geschwin-
digkeitsbereich eine untergeordnete Rolle spielt. So ist die Eindrucktiefe des Fragmentes
in den Zahnkopf im Vergleich zwischen den Geschwindigkeiten < 1%. Die radiale Auf-
weitung liegt unabhéngig von der Geschwindigkeit bei d,,4;5y = 2,4 mm. Der Einfluss der
durch den Skalierungsfaktor angepassten Streckgrenze wirkt sich dagegen auf die radiale
Aufweitung und die Eindrucktiefe aus. So liegt die radiale Aufweitung fiir ¢ p;; = 1,5 bei
dadiaz = 2,7 mm und ist damit 13 % hoher, wéhrend die Eindrucktiefe 18 % kleiner ist.
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Abbildung 5.7: Darstellung der Verformungen am Hohlradkopf durch den Fragment-
kontakt in Abhangigkeit von der Geschwindigkeit am Planetentrager
Vpc in der numerischen Simulation (DTR1).
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Abbildung 5.8: Darstellung der Verformungen am Hohlradkopf durch den Fragment-
kontakt in Abhangigkeit von der Belastungszeit in der numerischen
Simulation (DTR1).
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Im néchsten Schritt erfolgt ein Vergleich des im Versuch gemessenen DMS-Signals mit
dem des numerischen Modells. In Abbildung 5.9 werden die Ergebnisse der Dehnungs-
messung am Aufdenring des Hohlrades dargestellt. Hierbei wird zwischen der Dehnungs-
messung an der Vorderseite (V) und der Riickseite (R) unterschieden. Der relative Fehler
zwischen der maximalen, iiber die Breite gemittelten Dehnung der numerischen Simulati-
on und dem Versuch betrégt 5% fiir den Skalierungsfaktor {p/; = 1,0 und —9 % fiir den
Skalierungsfaktor {p/y = 1,5. Da die Eindringtiefe des Fragmentes in die Planetenrad-
Zahnliicke unabhéngig vom Skalierungsfaktor Null ist, wird die radiale Aufweitung des
Hohlrades ausschlieflich durch dessen Skalierung der Streckgrenze beeinflusst. Aufgrund
der plastischen Verformung ohne makroskopisch sichtbare Risse an den Kontaktpart-
nern wird die Schlussfolgerung gezogen, dass bei einer Belastungszeit von 24 ms kein
Skalierungsfaktor fiir die Streckgrenze aufgrund der Lastzeit zu beriicksichtigen ist.

0,015 T T T T T
— DMS -V (exp) DMS -R - CP/H:LO
- - DMS - R (exp) DMS -V - CP/H:1,5
g 0’01_ DMS-V-CP/H:LO DMS -R - CP/H:]"S 4
R
60
[=}
5
£
© 0,005
a
0 ! ! ! ! !
0 5 10 15 20 25 30

Zeit in ms

Abbildung 5.9: Vergleich der DMS-Signale des Versuchs mit der numerischen Simulati-
on (DTR1, {p/y =1,0 & {3 = 1,5).
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5.2.2 DTR2

Bei der Priifanordnung DTR2 wird ein Zylinder mit einem Durchmesser von 8 mm und
einer Ladnge von 10 mm eingespeist. Nach dem Ablésen des Fragmentes von dessen Halter
wird dieses ca. 3mm in Richtung der Riickseite des Getriebes axial verschoben. Am
nitriergehérteten Hohlrad fiihrt die Einspeisung zu einem Aufbrechen der Randschicht
und darauf folgend zu starken plastischen Verformungen Kernmaterials. Makroskopisch
lasst sich kein Anriss am Planetenrad feststellen. Die schadensmechanischen Effekte
werden in Abbildung 5.10 dargestellt.

(a) (b)

Abbildung 5.10: Schdden am Planetenrad (a) und am Hohlrad (b) nach dynamischem
Uberrollen des Fragmentes C3.

Die fiir den Versuch betrachteten Skalierungsfaktoren {y und die damit einherge-
henden Eindrucktiefen am Planetenrad xgp, die radiale Aufweitung des Hohlrades d, 4,
sowie die Eindrucktiefe des Fragmentes in den Zahnkopf des Hohlrades xgy sind in der
Tabelle 5.3 dargestellt. In der numerischen Simulation werden alle Gr6en sowohl an der
Vorderseite als auch an der Riickseite der Zahnréder gemessen. Aus den Kameradaten ist
ausschlieBlich die Ermittlung der Werte an der Vorderseite des Getriebes moglich.
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Tabelle 5.3: Vergleich der plastischen Verformung basierend auf den experimentellen
und numerischen Daten fiir a,; = 0°.

Konfiguration .xFP,V .XFP,R firadial,v firadial,R ) XpH
inmm inmm inmm inmm inmm
Experiment 1,7 - 4,4 - -
{y=1,0; {p=1,0 2,2 2,6 3,6 3,8 3,7
{u=L,5; {p=1,5 2,2 2,2 5,2 5,6 2,1
{u=2,0; {p=2,0 2,2 2,2 5,9 6,3 1,5
{u=1,0; {p=2,0 1,5 1,8 4,4 4,8 4,4
{u=1,0; {p=2,5 1,3 1,4 4,4 4,8 4,7

Im Versuch ergibt sich eine radiale Aufweitung von 4,4 mm und eine Eindrucktiefe des
Fragmentes von xgpy = 1,7mm. Da im Rahmen des vereinfachten Fragment-Eindruck-
Versuchs (FEV) in zwei der drei durchgefiihrten Versuche ein Anriss bei der Eindruck-
tiefe von xp = 1,7 mm entsteht, wird bereits ohne ndhere Auswertung des Beanspru-
chungszustandes deutlich, dass hier ein Anriss potenziell moglich gewesen wére. Da in
einem der drei vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche die kritische Eindrucktiefe bei
Xppy = 2,0mm lag und das Fragment durch die auermittige Einbringung eine abwei-
chende Belastung am Zahnful? hervorruft, wird nachfolgend der Beanspruchungszustand
genauer betrachtet.

Eine visuelle Darstellung des in der Tabelle 5.3 dargestellten Einflusses der Skalie-
rungsfaktoren auf die Eindrucktiefe bzw. die radiale Aufweitung am Hohlrad erfolgt in
den Abbildungen 5.11 und 5.12. Es zeigt sich, dass mit steigendem Skalierungsfaktor
{p/n die Eindrucktiefe xpy abnimmt, wéhrend die radiale Aufweitung d,,4, Zunimmt.
Bei konstantem Skalierungsfaktor {; und variierendem ¢, bleibt die radiale Aufweitung
annihernd konstant, wihrend die Eindrucktiefe xp; zunimmt. Die beste Ubereinstimmung
mit den experimentellen Daten ergibt sich fiir unterschiedliche Skalierungsfaktoren am
Planetenrad und am Hohlrad aufgrund des lokalen Versagens des Hohlrades. Fiir einen
Skalierungsfaktor von ¢, = 2,0 am Planetenrad und {;; = 1,0 am Hohlrad ergibt sich eine
gute Ubereinstimmung fiir die Eindrucktiefe xgp. Fiir einen Skalierungsfaktor von {p = 2,5
am Planetenrad und {}; = 1,0 am Hohlrad liegen beide gemessenen Eindrucktiefen xgp y
und xgpr unterhalb der im Experiment gemessenen Gréf3e. Die radiale Aufweitung ist in
beiden Modellen vergleichbar, wobei sie insgesamt grofer ist als im Versuch. Da fiir die
Belastung des Planetenrad-Zahnfuf3es ausschlieflich die Eindrucktiefe xp, entscheidend
ist, erfolgt nachfolgend ein Vergleich mit diesen beiden Modellen.
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Abbildung 5.11: Darstellung der Verformungen am Zahnkopf des Hohlrades durch
den Fragmentkontakt in Abhédngigkeit von den Skalierungsfaktoren
Cpu=1,0, Lo/ = 1,5 bzw. {p/y = 2,0 (DTR2).
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Abbildung 5.12: Darstellung der Verformungen am Zahnkopf des Hohlrades durch den
Fragmentkontakt in Abhdngigkeit der Skalierungsfaktoren ¢, = 1,0,
{p=2,0 bzw. {, =2,5 (DTR2, {; = 1,0).
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Der Vergleich der normierten Versagenszahl Ny, mit den vereinfachten Fragment-Eindruck-
Versuchen (FEV) wird in Abbildung 5.13 dargestellt. Hierbei zeigt sich, dass fiir die
Elementreihen R = 1 — 11 die normierte Versagenszahl grof3er ist als im vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuch mit dem Fragment C3 fiir die verschiedenen kritischen Ein-
drucktiefen. Die maximale normierte Versagenszahle der Uberrollversuche ist fiir die
beiden betrachteten Skalierungsfaktoren kleiner als das Maximum der vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuche bei einer Eindrucktiefe von xpp = d,,,, = 2,0 mm. Der Bean-
spruchungszustand weicht dabei jedoch insgesamt von dem Versuch ab. Grund hierfiir ist
die auflermittige Einspeisung des Fragmentes in dem dynamischen Test.
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Abbildung 5.13: Vergleich der normierten Versagenszahl im ZahnfuB3 fir FEV und DTR
(Randschicht-Modell, Fragment C3, {; = 1,0)

Zur weiteren Verdeutlichung des Beanspruchungszustandes werden die finiten Elemente
basierend auf ihrer Position relativ zu den drei Versagensgrenzen HEE-min, HEE-mittel
und HEE-max kategorisiert, siehe Abbildung 5.14. Der Beanspruchungszustand des Zahn-
fulles in den Elementreihen W = 21 — 40 sowie R = 1 — 10 ist vergleichbar mit dem
vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuch unter Beriicksichtigung des Fragmentes C4.
Hier liegen die auftretenden normierten Versagenszahlen ebenfalls ausschlieBlich im
unteren ZahnfulSbereich (R =1 —15). Der Vergleich der normierten Versagenszahl des
Versuchs DTR2 zeigt, dass die Beanspruchung des Zahnfu3es im dynamischen Versuch in
den Reihen R = 1—15 kleiner ist als in dem vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuch mit
dem Fragment C4. Insgesamt wird dabei die maximale Versagensgrenze nicht erreicht.
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Abbildung 5.14: Darstellung der Beanspruchungszustdnde des DTR2 Versuches
(Randschicht-Modell, Fragment C3, { = 2,0)
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5.2.3 DTR3

Bei der Durchfiihrung des geplanten Versuches konnte das zylinderférmige Fragment mit
einem Durchmesser von 8 mm und einer Lange von 20 mm nicht wie gewiinscht in den
Zahneingriff eingezogen werden. Stattdessen wurde es durch einen falschen Kontakt mit
dem Planetenrad von dem Fragmenthalter abgetrennt und dann an einer anderen Stelle
im Getriebe in einer gedrehten Position iiberrollt. Die Positionierung des Fragmentes wird
in Abbildung 5.15 dargestellt.

Abbildung 5.15: Darstellung der Einbringposition des Fragmentes.

Wihrend des Uberrollvorganges wurde ein Teil des Zahnkopfes des Hohlrades abge-
trennt. Eine detaillierte Darstellung der Bruchflache sowie des Bruchstiickes erfolgt in
Abbildung 5.16. Am Planetenrad selbst kam es ausschlielich zu plastischen Verformungen,
siehe Abbildung 5.17.

Der durch die ungeplante Ablosung des Fragmentes von der StéRelhalterung entstande-
ne Abriss eines Zahnstiickes am Hohlrad ist ohne Beriicksichtigung einer Versagensgrenze
fiir das Hohlrad mithilfe der numerischen Simulation nicht abbildbar. Da keine Ergénzungs-
versuche zur Versagensgrenze des Hohlrades durchgefiihrt wurden, ist eine Identifikation
des versagenskritischen Bereiches zwischen numerischer Simulation und Experiment
nur basierend auf den dehnratenabhingigen Zugversuchen des Kernmaterials moglich.
Aufgrund der Unabhéngigkeit der Materialeigenschaften im Kernbereich des Hohlrades
von der Warmebehandlung wird die Abschétzung als zuléssig erachtet.
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Abbildung 5.16: Schaden am Hohlrad nach dynamischem Uberrollen des Fragmentes
C4.

(a) (b)

Abbildung 5.17: Schdden am Planetenrad nach dynamischem Uberrollen des Fragmen-
tes C4.
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Um nachfolgend die Spannungs- und Dehnungszustdnde am Hohlrad zu betrachten,
wird im ersten Schritt die Bezeichnung der finiten Elemente am Hohlrad eingefiihrt, siehe
Abbildung 5.18.

Oeq in GPa
1,60
Kontur 1,44 ]

Zahnbreite (W) 1,28 |
- 1,12

p 0,96
T=1 0,80 1
0,64 _
0,48 _

0,32 :I

Abbildung 5.18: Bezeichnung der finiten Elemente am Zahnkopf des Hohlrades.

Aus den Ergebnissen der Zugversuch (vgl. Abbildung 3.6) wird eine Bruchdehnung
von &g, = 17,4+ 1,1 fiir eine Spannungsmehrachsigkeit von n = 0, 33 und einen Lode-
Parameter von £ = 1 bestimmt. Folglich wird das Kernmaterial des warmebehandelten
Hohlrades diese Dehnung unter Zugbelastung maximal ertragen. In der Randschicht liegt
die kritische Dehnung entsprechend unter diesem Grenzwert [28]. Da die Bruchdehnung
mit zunehmender Spannungsmehrachsigkeit abnimmt, wird die Annahme getroffen, dass
alle Beanspruchungszusténde, die im Bereich > 0,33 und ¢, > 17,4+ 1,1 liegen, als
versagenskritisch gewertet werden.

Aus dem Experiment wird der genaue Anrisszeitpunkt anhand der Messdaten geschatzt,
da die Einspeisung und Uberrollung des Fragmentes auerhalb des Sichtbereiches der
Hochgeschwindigkeitskamera stattgefunden hat. Der Zeitpunkt des ersten Kontaktes des
Fragmentes mit den Zahnréddern wird basierend auf den DMS Signalen ermittelt. Der
Zeitpunkt des Anrisses wird entsprechend auf den Zeitpunkt gesetzt, an dem die DMS am
Auflenring des Hohlrades die maximale Dehnung erreichen. Hierbei sei darauf hingewie-
sen, dass bereits vor diesem Zeitpunkt erste Anrisse im Zahn nicht ausgeschlossen sind.
Aus dem ermittelten Zeitfenster und der gemittelten Geschwindigkeit am Planetentréger
von 335min~" ergibt sich ein zuriickgelegter Winkel von ap; = 7° des Planetentrigers. Im
Experiment tritt der Anriss auf Hohe des Kontaktpunktes des Zylinders mit dem Zahnkopf
des Hohlrades auf. In der numerischen Simulation entspricht dies den Elementen im
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Bereich von W =28, T =30 und F = 1 —7. In Abbildung 5.19 wird der Beanspruchungs-
zustand dieser finiten Elemente dargestellt. Es zeigt sich, dass der Beanspruchungszustand
dieser Elemente oberhalb der abgeschétzten Versagensgrenze liegt. Demzufolge wird
davon ausgegangen, dass das numerische Modell das Versagen des Hohlrades erfasst.

Die Abbildung 5.19 stellt zusétzlich den Verlauf des Lode-Parameters abhédngig vom
zuriickgelegten Winkel dar. Dabei werden im gesamten Bereich ausschlief3lich Werte
zwischen £ = 1 und £ = 0O erreicht. Deshalb wird gefolgert, dass unter zusatzlicher
Beriicksichtigung des Lode-Parameters die getroffene Annahme ebenfalls gilt, da die
Bruchdehnung mit abnehmendem Lode-Parameter im Bereich zwischen £ =1 und £ =0
abnimmt.

1 1 N
Versagens-
kritischer Bereich
0,8 ——F=1 (W=28) 1 0,8
& — F=2 (W=28)
%D F=3 (W=28) :%ﬁ
= 0,6 L F=4 (W=28) 4 45 0,6 L
o ——F=5 (W=28) g /
A ——F=6 (W=28) g !
e _ _ o ——F=1 (W=28)
S 0af F=7 (W=28) || S 04t I
3 \ S F=3 (W=28)
~ \ F=4 (W=28)
0,21 o 1 02f ——F=5 (W=28) |1
i) / —— F=6 (W=28)
1 F=7 (W=28)
ole== £ : 0 / L L L
0 0,5 1 0 2 4 6
Spannungsmehrachsigkeit 7 Winkel apr in ©

Abbildung 5.19: Darstellung der Beanspruchungszustdnde des DTR3 Versuches
(homogenisiertes Modell, Fragment C4, T = 30, {p/y = 1,0).

Um zu analysieren, welchen Effekt der Skalierungsfaktor {p,y auf den Beanspruchungs-
zustand hat, wird in Abbildung 5.20 der Beanspruchungszustand fiir { = 2, 0 dargestellt.
Hierbei wird deutlich, dass die Belastungen der entsprechenden Elemente weiterhin im
kritischen Bereich liegen.
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Abbildung 5.20: Darstellung der Beanspruchungszustiande des DTR3 Versuches
(homogenisiertes Modell, Fragment C4, { = 2,0).

5.2.4 DTRS

Bei der Priifanordnung DTR5 wird ein Zylinder mit einem Durchmesser von 8 mm und
einer Lédnge von 20mm eingespeist. Am Zahnkopf des Hohlrades ist ein Riss an der
Kontaktstelle zu erkennen. Am Planetenrad ist makroskopisch kein Anriss erkennbar. Der
im Versuch aufgetretene Riss am Hohlrad fiihrt zu einer Verringerung der Kontaktkréfte
zwischen Planetenrad und Fragment, wobei dieser Effekt durch eine getrennte Skalierung
des Hohlrades und des Planetenrades beriicksichtigt wird. Die schadensmechanischen
Effekte werden in Abbildung 5.21 dargestellt.

Die Ergebnisse der radialen Aufweitung des Hohlrades sowie der Eindrucktiefe des
Fragmentes in die Verzahnung werden in Tabelle 5.4 dargestellt. Im Versuch ergibt sich
eine radiale Aufweitung von 6,2mm und eine Eindrucktiefe des Fragmentes von xgpy =
0,8 mm. Da im Rahmen des vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuchs ein Anriss unter
einer Eindrucktiefe von xp = 1,1 mm entsteht, ist bereits ohne néhere Auswertung
des Beanspruchungszustandes begriindbar, weshalb hier kein Anriss aufgetreten ist. Die
radiale Aufweitung in der numerischen Simulation ohne Beriicksichtigung des Faktors
fiir die Lastdauer ist d,,g;,v;u = 6,1 mm. Unter Vernachléssigung der Lastzeit (§ = 1,0)
ergibt sich eine Eindrucktiefe des Fragmentes von xgpy = 1,6 mm an der Vorderseite und
Xppr = 2,3mm an der Riickseite des Fragmentes. Damit ist auch in diesem Versuch die
Eindrucktiefe im Vergleich gréRer als im Experiment.
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Abbildung 5.21: Schaden am Planetenrad (a) und am Hohlrad (b) nach dynamischem
Uberrollen des Fragmentes C4.

Tabelle 5.4: Vergleich der plastischen Verformung basierend auf den experimentellen
und numerischen Daten fiir ap; = 0°.

Konfiguration .XFP,V 'XFP,R firadial,v firadial,R ) XpH
inmm inmm inmm inmm inmm
Experiment 0,8 - 6,2 - -
{u=1,0; {p=1,0 1,6 2,3 6,1 6,1 1,0
{u=1,5; {p=1,5 1,2 1,9 6,6 6,6 0,9
{u=2,0; {p=2,0 1,0 1,8 6,9 6,8 0,7
{y=1,0; {p=2,0 0,7 1,2 6,8 6,8 1,0
{u=1,0; {p=2,5 0,5 0,9 6,9 6,9 1,0

Eine visuelle Darstellung des Einflusses des Skalierungsfaktors auf die radiale Auf-
weitung und die Eindrucktiefe des Fragmentes in das Hohlrad erfolgt in den Abbildun-
gen 5.22 und 5.23. Das Erhohen beider Skalierungsfaktoren am Hohlrad und am Planeten-
rad fiithrt zu einer Reduktion der Eindrucktiefe xp;, wéhrend die radiale Aufweitung d, 4,
steigt. Bei konstantem Skalierungsfaktor des Hohlrades und variablem Skalierungsfaktor
des Planetenrades wird die radiale Aufweitung maf3geblich durch die Eindrucktiefe des
Fragmentes in die Planetenliicke bestimmt. Die lokale Eindrucktiefe des Fragmentes im
Hohlrad bleibt konstant. Die gleichen Effekte zeigen sich auch beim Test DTR2.
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Abbildung 5.22: Darstellung der Verformungen am Zahnkopf des Hohlrades durch
den Fragmentkontakt in Abhédngigkeit von den Skalierungsfaktoren
CP/H =1,0, {F/H =1,5 bzw. {P/H =2,0 (DTRS)
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Abbildung 5.23: Darstellung der Verformungen am Zahnkopf des Hohlrades durch den
Fragmentkontakt in Abhadngigkeit der Skalierungsfaktoren ¢, = 1,0,
¢p =2,0bzw. {p = 2,5 (DTR5, { = 1,0).

Die héchste Ubereinstimmung der Eindrucktiefe Xgp mit den experimentellen Daten
wird, genau wie im Versuch DTR2, fiir abweichende Skalierungsfaktoren am Planeten-
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bzw Hohlrad festgestellt. Fiir einen Skalierungsfaktor von ¢, = 2,0 am Planetenrad und
¢y = 1,0 am Hohlrad ergibt sich eine gute Ubereinstimmunyg fiir die Eindrucktiefe xp.
Fiir einen Skalierungsfaktor von {, = 2,5 am Planetenrad und {; = 1,0 am Hohlrad
liegen beide gemessenen Eindrucktiefen xgpy und xgpp unterhalb der im Experiment
gemessenen Grolse. Der durch die Vernachlédssigung des Anrisses auftretende relative
Fehler der radialen Aufweitung liegt bei 9 %. Fiir die nachfolgende Auswertung des Bean-
spruchungszustandes am Zahnful? des Planetenrades werden stets die Skalierungsfaktoren
{p =2,0 bzw. {p =2,5 am Planetenrad und i = 1,0 am Hohlrad verwendet.

In Abbildung 5.24 wird der Vergleich der normierten Versagenszahl der vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuche zum dynamischen Versuch dargestellt. Das Maximum der
normierten Versagenszahl liegt fiir den Skalierungsfaktor {, = 2,0 bei Ny, =0, 73 und fiir
{p =2,5bei Ny =0, 39. Im Vergleich dazu liegt das Maxima der normierten Versagenszahl
der vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche fiir das Material 18CrNiMo7-6 bei Ny, =
0, 72. Insgesamt ist der Verlauf iiber den Zahnfuf} hinweg vergleichbar. Zusammenfassend
wird festgehalten, dass die im vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuch ermittelten
Eindrucktiefen als Anhaltspunkt fiir einen moglichen Anriss herangezogen werden kénnen.
Auf Basis der Ergebnisse lasst sich begriinden, warum im dynamischen Versuch kein Anriss
aufgetreten ist.
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Abbildung 5.24: Vergleich der normierten Versagenszahl im Zahnfuf3 fir FEV und DTR
(Randschicht-Modell, Fragment C4, {;; = 1,0).
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5.3 Kernerkenntnisse aus dem Vergleich mit den dynamischen
Versuchen

Die Gegeniiberstellung der numerischen Simulation mit den experimentellen Daten liefert
wesentliche Erkenntnisse fiir die Implementierung des Modells. Diesbeziiglich lasst sich
feststellen, dass zur Modellierung eines identischen Beanspruchungszustandes am Zahn-
fuf? des Planetenrades die Beriicksichtigung eines Skalierungsfaktors fiir die Streckgrenze
erforderlich ist. Aufgrund des bislang fehlenden Versagensmodells fiir das Hohlrad konnte
keine Analyse durchgefiihrt werden, welche Aufschluss iiber den Effekt der Lastzeit auf
das Verformungsverhalten des Planeten- und Hohlrades gibt. Es ist zu empfehlen, die
festgestellten Skalierungsfaktoren fiir die beiden Zahnrédder durch zuséitzliche experimen-
telle Studien weiter zu untersuchen. In der Zusammenfassung lasst sich festhalten, dass
unter Beriicksichtigung des Skalierungsfaktors die gleichen Schadensmechanismen am
Planetenrad wie im Versuch festgestellt werden.
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6 ldentifikation von EinflussgroBen auf die
Schadensmechanismen

Im Folgenden wird eine Abschétzung der Einflussgrofen auf die auftretenden Schadens-
mechanismen vorgenommen. Der Fokus der Analyse liegt dabei auf den Fragmenten,
durch deren Einspeisung ein Zahnfuanriss moglich ist. Im Rahmen der in dieser Arbeit
betrachteten Fragmente gilt dies ausschlieflich fiir das Fragment C4.

Im ersten Schritt wird der Einfluss der geometrischen Grofen des Planetenrades be-
trachtet. Nach den Grundlagen der Festigkeitslehre wird als mechanisches Ersatzschaltbild
eines belasteten Zahnes ein einseitig eingespannter Biegebalken verwendet. Die geometri-
schen Parameter zur Berechnung der lokalen Zahnfu3spannung sind in Abbildung 6.1
dargestellt. Dabei entspricht hg,, dem Biegehebelarm, sz, der Zahnfuf3sehne, p; dem
Zahnfufrundungsradius und ag,, dem Kraftangriffswinkel.

Fy

~
(‘/

Ft =_FHC_OS (aFan)

Grundkreis

Abbildung 6.1: Geometrische KenngréBen zur Berechnung der lokalen ZahnfuBspan-
nung.

Die Zahnfu3spannung op_g ergibt sich nach Gleichung (6.1) und ist von der wirkenden
tangentialen Kontaktraft F,, der Zahnbreite b, dem Modul im Normalschnitt m,, dem
Formfaktor Yz, dem Spannungskorrekturfaktor Ys und dem Schrégenfaktor Y, abhéngig
[91].

109



F
Opop = —— Yr Yo Y, 6.1
ro-B= T r s Xp (6.1)

n

Da in der dynamischen Versuchsreihe die plastischen Verformungen bei Einspeisung des
Fragmentes C4 vernachldssigbar sind und das Fragment die gesamte Zahnbreite belastet,
wird von einer vollstindigen Ubertragbarkeit der in der Norm dargestellten analytischen
Zusammenhénge fiir diesen abnormalen Zahnkontakt mit einem Fragment ausgegangen.
Nachfolgend werden die Einflussgrofen der in der Gleichung (6.1) aufgefiihrten Fak-
toren analysiert. Der Formfaktor Y; beriicksichtigt den Einfluss der Zahnform und wird
nach Gleichung (6.2) berechnet. a,, ist dabei der Normaleingriffswinkel der Verzahnung.
Unter Beriicksichtigung der Gleichung wird deutlich, dass das Normalenmodul m,, in-
direkt proportional zum Formfaktor ist. Dariiber hinaus ergibt sich eine quadratische
indirekte Proportionalitit zur Zahnfuf3spannung. Weiterhin nimmt Y quadratisch mit der
Zahnfu3sehne sp, ab. Ein Anstieg im Normaleingriffswinkel a, fithrt zu einem Anstieg
des Formfaktors Yy, wohingegen er mit zunehmendem Kraftangriffswinkel ayg,, abnimmt.
6 2= cos(a,y)

my
- 2
(fﬁ—:) cos(a,)
Der Spannungskorrekturfaktor Yg berticksichtigt die Kerbwirkung durch die Zahnfuf3-
rundung und wird nach Gleichung (6.3) berechnet. Unter Beriicksichtigung der Gleichung
zeigt sich, dass der Spannungskorrekturfaktor Yy mit ansteigendem Fullrundungsradius

pr abnimmt, wohingegen er mit ansteigendem Biegehebelarm hg,, und ansteigender
Zahnfu3sehne sp, zunimmt.

(6.2)

S S
Ys=(1,240,13 L) ql/02#23/MW] mjp [ = B g = —O0 (6.3)

hFan o 2 Pr
Der Schrigenfaktor Y, wird nach Gleichung (6.4) berechnet und beriicksichtigt neben
dem Schridgungswinkel § auch die Sprungiiberdeckung . Dabei ist der Schrégenfaktor
Yj; direkt proportional zum Schrdgungswinkel 8 und der Sprungiiberdeckung ¢g.

min(f;30)

120 6.4

Y =1—min(eg;1)

Im Folgenden wird der Schragungswinkel 3 als geometrische Einflussgrof3e weiter
untersucht, da diese Groe im Rahmen der Skalierung des urspriinglichen Triebwerk-
Getriebes modifiziert wurde und beziiglich der Sprungiiberdeckung ¢ fiir den abnormalen
Kontakt mit dem Fragment keine genaue Aussage beziiglich des Einflusses moglich ist.
Neben den geometrischen Einflussgréen auf die Steifigkeit der Planetenzéhne k; , wird,
wie in den Vergleichen mit den dynamischen Versuchen, als materialbasierte Einfluss-
grofle die Streckgrenze berticksichtigt. Infolge der Charakteristik des Zahnfuf3anrisses
als Sprodbruch wird der Einfluss des Verfestigungsbereichs der Planetenrad-Werkstoffe
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auf den Schadensausgang nicht als signifikant erachtet. Aus diesem Grund werden die
Materialparameter B und n des J-C Materialmodells nicht weiter betrachtet.

Anschlieffend werden die Einflussparameter auf die wirkende Kraft F,, basierend auf
den Steifigkeiten der Kontaktpartner analysiert. In Abbildung 6.2 werden alle Steifigkeiten
aufgefiihrt, welche die Kraft auf de Planetenrad-Zahn beeinflussen. Hierzu zahlt die
Steifigkeit des Planetenrad-Zahnes k; ;, des Planetenradkerns kp und des Hohlradkerns
ky; k. Ersteres wird dabei implizit durch die zuvor genannten geometrischen Gréfen bei
der Berechnung der Zahnfullspannung beriicksichtigt.

Abbildung 6.2: Darstellung der relevanten Steifigkeiten beim Uberrollen eines
Fragmentes.

Da die Steifigkeit der Planetenradanbindung um einen Faktor 8 steifer ist als die
Hohlradanbindung wird die Steifigkeit k, x nachfolgend nicht weiter als EinflussgrofRe
beriicksichtigt. Die Steifigkeit k;; x des Hohlradkerns wird durch verschiedene Einfluss-
grollen maldgeblich bestimmt. Dazu zéhlen die Zahnkranzdicke, die Streckgrenze sowie
der Verfestigungsbereich des verwendeten Materials. Die Steifigkeit nimmt dabei mit
zunehmender Zahnkranzdicke ab. Da in den betrachteten Versuchskonfigurationen aus-
schlieflich Beanspruchungen im elastischen Bereich am Zahnkranz auftraten, wird der
Einfluss der Streckgrenze und des Verfestigungsbereiches auf die auftretenden Schadens-
mechanismen als vernachléssigbar eingestuft.
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Im letzten Schritt werden die Einflussgrofen auf die Steifigkeit des Fragmentes analy-
siert. Im Rahmen der experimentellen Untersuchung wurde als Werkstoff fiir das Fragment
durchgehérteter Chromstahl (100Cr6 G10) gewéhlt. Diese Werkstoffwahl hat zur Folge,
dass in keinem Versuch makroskopische plastische Verformungen am Fragment erkennbar
waren. Der Einfluss des E-Moduls wurde bereits in Kapitel 4 als vernachléssigbar einge-
schatzt. Nachfolgend wird daher lediglich die Streckgrenze des Fragmentmaterials auf
die entstehenden Schadensmechanismen untersucht.

6.1 Schragverzahnung

Die Verzahnung innerhalb des skalierten Getriebes wurde aufgrund vereinfachter Aktuie-
rung fiir die Einspeisung des Fragmentes von einer Schriagverzahnung auf eine Gerad-
verzahnung reduziert. Nachfolgend wird nun basierend auf der numerischen Simulation
der Einfluss dieses Parameters auf die Zahnfu3spannung unter Beriicksichtigung eines
Schragungswinkels § = 20° ermittelt. Durch die Schrédgverzahnung erfolgt der initiale
Kontakt des Fragmentes mit der Verzahnung nicht wie bei der Geradverzahnung unter
einem bestimmten Winkel apy; . Stattdessen wird der Kontakt kontinuierlich mit abneh-
mendem Winkel a; j; in Zahnbreitenrichtung gesteigert, bis schliefSlich alle Elemente
entlang der Zahnbreite das Fragment kontaktieren. Die maximalen Hauptspannungen
werden in Abbildung 6.3 fiir verschiedene Winkel ayj; dargestellt.

(a) (b) (©

Abbildung 6.3: Darstellung der maximalen Hauptspannung fir die Winkel
(a) apy = 24, (b) apyy = 16 und (c) apy = 8 Cp =2, ¢y =1,
ca).

In Abbildung 6.4 werden die normierten Versagenszahlen fiir die Uberhdhungsfaktoren
{p =2 und {y; = 1 dargestellt. Der Pearson-Korrelationskoeffizient liegt bei 0,96, wobei
das lokale Maximum der Schrégverzahnung mit N, = 0, 7 eine relative Abweichung von
4% zur Geradverzahnung (Ny = 0, 73) vorweist. In Richtung hoherer Elementreihen (ab

112



R > 8) liegen die normierten Versagenszahlen der Schrigverzahnung dagegen iiber denen
der Geradverzahnung. Grund dafiir ist der in Abbildung 6.3 dargestellte Kontaktablauf.
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/\ — Geradverzahnung

Schragverzahnung
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Abbildung 6.4: Vergleich der normierten Versagenszahl entlang der finiten Elemente
am ZahnfuB bei Gerad- und Schragverzahnung fir {, =2und {; =1
(C4).

6.2 Fragmentmaterial

In den durchgefiihrten Versuchen wurde durchgehirteter Chromstahl fiir das Fragment
verwendet. Mit dieser Streckgrenze des Fragmentes wurden in den dynamischen Versuchen
keine plastischen Verformungen an den Fragmenten beobachtet. Nachfolgend soll als
Kontrast zu einer sehr hohen Streckgrenze eine geringere Streckgrenze untersucht werden.
Aus diesem Grund wird im Folgenden die Streckgrenze des Fragmentes auf diejenige des
Kernmaterials des Hohlrades gesetzt und der Effekt auf die Zahnfuspannung untersucht.

Die lokale plastische Verformung der Untersuchung fiir die Versuchskonfiguration DTRS,
die durch den Kontakt des Fragmentes mit der Zahnflanke entsteht, ist in Abbildung 6.5
dargestellt. Hier ist eine im Vergleich groRere lokale plastische Verformung am Zahnkon-
takt unter Verwendung des Fragmentes mit elastischen Materialeigenschaften zu erkennen.
Die Eindrucktiefe des Fragmentes bleibt unbeeinflusst. Dagegen ist unter Berticksichtigung
eines elastisch-plastischen Materialverhaltens eine stirkere Abplattung an der Kontakt-
stelle zu erkennen. Durch Beriicksichtigen des plastischen Verhaltens und der niedrigeren
Streckgrenze wird daher eine {iber den Zahnful? hinweg hohere normierte Versagenszahl
am Zahnful} erreicht, sieche Abbildung 6.6. Der Pearson-Korrelatonskoeffizient betragt
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Abbildung 6.5: Vergleich der lokalen Verformung an der Flanke durch den Kontakt
mit dem elastischen (a) und dem elastisch-plastischen Fragment (b) fiir
{p=2und {y=1.

114



L
3

T T

— elastisches Material
elastisch-plastisches Material

L
)
T

normierte Versagenszahl N,
L L
¥ S
. .

0 5 10 15 20 25 30
Elemente im Zahnful3 R

Abbildung 6.6: Vergleich der normierten Versagenszahl entlang der finiten Elemente
am ZahnfuB unter Verwendung von Randschicht- und Kernmaterial
fur{,=2und {=1.

6.3 Rissparameter

Die Ergebnisse der vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche verdeutlichen, dass durch
die Einspeisung eines Fragmentes ein Zahnkranzanriss unabhingig von der Zahnkranz-
dicke moglich ist. Bei der Durchfithrung der vereinfachten Fragment-Eindruck-Versuche
wurde das Fragment stets unter symmetrischer Last auf beiden Zahnflanken eingedriickt.
Der Belastungszustand ist somit vergleichbar mit einem Winkel ap; = 0°. Nachfolgend
wird daher der Einfluss des Winkels a;, ;; auf die initiale Anrissposition sowie auf den Riss-
verlauf untersucht. In Abbildung 6.7 werden dafiir die Elemente entlang des Zahnfuf3es R
abhéngig von dem Winkel apy; dargestellt. Es wird ersichtlich, dass die maximal belastete
Elementreihe von dem Winkel apj; und damit dem Zeitpunkt des Anrisses wahrend der
Einspeisung unabhéngig ist. Entsprechend wird der initiale Riss in allen Modellen gleich
implementiert.

Im néchsten Schritt wird nun der Einfluss des Winkels apy auf den Rissverlauf un-
tersucht. Der Abgleich der identifizierten Parameter fiir das Kohdsivzonenmodell mit
experimentellen Ergebnissen in Kapitel 4.4 erfolgt lediglich fiir das Material 30CrNiMo8.
Aufgrund der mit dem Materialwechsel einhergehenden Unsicherheiten beziiglich der
Anwendbarkeit der Parameter wird nachfolgend zusétzlich die maximale Grenzflachenfes-
tigkeit 7° variiert. Dabei wird die kritische Energiefreisetzungsrate G, konstant gehalten.
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Abbildung 6.7: Darstellung der normierten Versagenszahl entlang der finiten Elemen-
te am ZahnfuB fiir verschiedene ap i ({p =2 und {y = 1).

Bei der Simulation des Rissfortschrittes am skalierten Getriebepriifstandes zeigt sich
durch die Implementierung des initialen Anrisses eine Propagierung des Risses noch vor
dem Erreichen der kritischen Eindrucktiefe. Um den Effekt des Kraftangriffswinkels ag,,
zu beriicksichtigen, erfolgt die Analyse daher basierend auf dem vereinfachten Fragment-
Eindruck-Versuch. Diese vereinfachte Betrachtung ist moglich, da der Riss in der Simulation
innerhalb von 0,2 ms propagiert und sich der Winkel in dieser Zeit um lediglich 2,4%
andert. In Abbildung 6.8 werden die Ergebnisse der Parameterstudie abhéngig von dem
Winkel a;; dargestellt.

Die Ergebnisse der Untersuchung legen die Schlussfolgerung zugrunde, dass ein Zahn-
kranzanriss durch eine Reduktion der maximalen Grenzflachenfestigkeit sowie durch eine
Reduktion des Winkels o,y begiinstigt wird. Die Parameterstudie am homogenisierten
Modell mit einer entsprechend der Streckgrenze erhohten Grenzflachenfestigkeit verdeut-
licht den Effekt zusétzlich. Hier propagiert der Riss fiir hhere Grenzflachenfestigkeiten
und ansteigendem Winkel a;y; ausschlieflich in den Zahnful, wihrend er bei abnehmen-
den Winkeln und Grenzfldchenfestigkeiten in den Zahnkranz propagiert. Die graphische
Darstellung dieser Ergebnisse erfolgt im Anhang A.8.
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Abbildung 6.8: Darstellung der Rissausbreitung in Abhéngigkeit von a, fir das
Randschicht-Modell ((a): apy = 0°, (b): apy = 10°, (c): apy = 20°).
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Im ersten Schritt werden die Kerninhalte der Dissertation zusammengefasst, darauf auf-
bauend die Ergebnisse diskutiert und abschlief3end ein Ausblick gegeben. Zu Beginn der
Arbeit erfolgte eine umfassende Literaturrecherche, um in der Literatur bekannte Ansétze
zur Implementierung eines numerischen Modells zu ermitteln. Ziel der Arbeit war es, das
elastisch-plastische Materialverhalten der einsatzgehéirteten aulenverzahnten Zahnréder
und der plasmanitrierten innenverzahnten Zahnréader, die Position des initialen Anrisses in
Abhéngigkeit von der Dehnrate als auch den Rissverlauf zu identifizieren. Darauf aufbau-
end wurde ein Versuchsplan erstellt, der die Parameteridentifikation des Materialmodells,
des Versagensmodells sowie des Kohédsivzonenmodells erméglicht. Des Weiteren wurde
eine von der Randschichtdicke abhédngige Homogenisierungsstrategie implementiert, um
eine von der Randschichtdicke unabhéingige Vernetzung zu ermoglichen und um die
Komplexitit des Modells zu reduzieren. Die mit dieser Vereinfachung einhergehenden
Unsicherheiten wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit diskutiert. Der in der Lite-
ratur bekannte Ansatz zur Identifikation eines ZahnfulSanrisses, der auf der maximalen
Hauptspannung basiert, wurde aufgrund der von der Fragmentgeometrie abhéngigen
Beanspruchungszustédnde durch einen mehrachsigkeitsabhingigen Ansatz erweitert. Im
Rahmen der vorliegenden Untersuchung wurden quasistatische Pulsatorversuche fiir einen
der verwendeten Materialsitze des Planetenrades durchgefiihrt. Aufgrund finanzieller
Einschrankungen im Rahmen des Projektes erfolgte die Identifikation des zweiten Mate-
rialsatzes lediglich auf Basis der geltenden analytischen Berechnungsvorschriften. Um
eine Korrelation zwischen dem Beanspruchungszustand der zylinderférmigen Fragmente
und der ermittelten Versagensgrenze herzustellen, wurde zusétzlich ein sogenannter
vereinfachter Fragment-Eindruck-Versuch durchgefiihrt. Aufgrund der fehlenden experi-
mentellen Grundlage wird der Lode-Parameter in der ermittelten Versagensgrenze nicht
berticksichtigt. Der Einfluss der Modifikationen am Zahnradmaterial sowie an der Wéarme-
behandlung und die Anwendbarkeit eines homogenen Materials wurde innerhalb einer
Unsicherheitsbetrachtung am numerischen Modell des vereinfachten Fragment-Eindruck-
Versuchs ermittelt. Die Auswertung erfolgte auf Basis der normierten Versagensfalle und
des Pearson-Korrelationsfaktors. Da jede Testkonfiguration der Uberrollversuche am ska-
lierten Getriebe nur ein einziges Mal getestet wurde und damit die Wiederholbarkeit des
entstandenen Schadensbildes nicht gewahrleistet war, erfolgte lediglich ein Vergleich zwi-
schen den Ergebnissen des numerischen Modells und des Versuchs am skalierten Getriebe.
Weiterhin wurden die Einflussgroen auf den Beanspruchungszustand des Zahnfuf3es
des Planetenrades untersucht. Die geometrischen Abhingigkeiten wurden basierend auf
den analytischen Berechnungsvorschriften der ISO6336/3 analysiert. Daraus resultierend
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wurden der Einfluss der Streckgrenze des Fragmentes sowie der vereinfachten Betrachtung
des Getriebes als Geradverzahnung und die Steifigkeiten der Komponenten als Parameter
innerhalb von numerischen Modellen nochmals detaillierter betrachtet. Zusatzlich wurde
eine Analyse des Risses basierend auf XFEM durchgefiihrt, um den zu erwartenden Scha-
den abzuschitzen. Dazu wurden die Eingangsgrof3en in das Kohésivzonenmodell variiert
und die Ergebnisse fiir verschiedene ayy; betrachtet.

7.1 Fazit

Das Fazit der Untersuchung der Schadensmechanismen wird basierend auf den verein-
fachten Fragment-Eindruck-Versuchen und den Versuchen am skalierten Getriebe in zwei
Abschnitte unterteilt. Der erste Abschnitt dient dabei grundsétzlich dazu, die Streuungen
des Anrisszeitpunktes bzw. der Position abhéngig von den auftretenden Unsicherheiten
durch Verdnderung der Randbedingungen in dem numerischen Modell zu analysieren.
Letzteres dient zur allgemeinen Analyse der auftretenden bzw. der zu erwartenden Effek-
te. Hierbei werden unter anderem makroskopische Einflussgrof3en wie die vereinfachte
Betrachtung mittels Geradverzahnung im Vergleich zur Schragverzahnung und die Steifig-
keiten der Kontaktpartner betrachtet. Die Untersuchungen beziiglich des vereinfachten
Fragment-Eindruck-Versuches fithren unter Eindruck des Fragmentes C4 bei zwei der
drei Versuche zu einem Anriss im ZahnfuBbereich. Der Anrisszeitpunkt sowie die Po-
sition des Zahnful3anrisses sind dabei vergleichbar. Im dritten Versuch kommt es zum
Versagen an der Flanke des Zahnrades. Eine statistisch genaue Aussage beziiglich der
Auftrittswahrscheinlichkeit eines ZahnfuRanrisses ist aufgrund fehlender experimenteller
Grundlage nicht méglich. Die Unsicherheitsbetrachtung beziiglich des Werkstoffes zeigt,
dass die Beanspruchungen im Zahnfuf3 unter Verwendung des Fragmentes C4 insgesamt
fiir alle betrachteten Parameter zu hohen Korrelationen beziiglich der maximal belasteten
Elementreihe fiihrt.

Die Versagensgrenze wird entsprechend der gewihlten Streckgrenze an der Verzah-
nungsoberfliche und damit fiir das homogenisierte Modell angepasst. Der Vergleich der
Ergebnisse des homogenisierten Modells und des Randschicht-Modells 1asst den Schluss
zu, dass hier eine homogene Implementierung des einsatzgehérteten Zahnradwerkstoffs
zuléssig ist. Die parameterabhéngigen Streuungen werden durch die Beriicksichtigung
eines homogenen Zahnradwerkstoffes weiter reduziert. Fiir Fragmentformen, die keinen
ebenen Dehnungszustand im Zahnfuf3 hervorrufen, ist die Homogenisierung der Zahn-
réder nicht zuléssig. Grund hierfiir sind die hoheren plastischen Verformungen an der
Zahnflanke, die damit einhergehend zu einem abweichenden Beanspruchungszustand
im Zahnfu fiihren. Weiterhin treten unter Verwendung des Fragmentes C3 insgesamt
deutlich hohere Streuungen abhingig von den gewéahlten Parametern in dem numeri-
schen Modell auf. Die hohere Sensitivitit des initialen Anrisses kann ebenfalls im Versuch
beobachtet werden. Hier streuen die lokale Anrissposition sowie die Eindrucktiefe bei der
ein initialer Riss auftritt iber die drei durchgefiihrten Versuche, wobei grundsatzlich ein
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Rissverlauf zwischen Ful? und unterer Kontaktstelle des Fragmentes mit der Flanke auftritt.
Die Untersuchungen beziiglich der Risspropagierung legen die Schlussfolgerung zugrunde,
dass mit geringeren maximalen Grenzflachenfestigkeiten sowie einem geringeren Winkel
zwischen der Planetenliicke und dem Hohlradzahn apy; ein Zahnkranzriss begiinstigt
wird.

Im zweiten Teil des Fazits erfolgt eine Betrachtung der Erkenntnisse aus den Versuchen
am skalierten Getriebe. In diesem Kontext ist hervorzuheben, dass die aus dem einzelnen
Versuch pro Konfiguration gewonnenen Erkenntnisse lediglich einen mdglichen Scha-
densausgang darstellen. Weiterhin gilt es zu beriicksichtigen, dass im realen Betrieb des
Getriebefans mit einer Vorbelastung der Zahnrader zu rechnen ist, die hier im Rahmen
der Untersuchung vernachldssigt wurde. Der fehlende Anriss in den Versuchen fiihrt zu
einem fehlenden Vergleich der Versagensgrenze, der genauen Anrissposition sowie des
Rissverlaufes fiir die verwendeten Zahnrader. Weiterhin kann dadurch kein Vergleich
des Rissverlaufes mit dem Modell erfolgen. Zusammenfassend kann jedoch aufgrund der
Ergebnisse des numerischen Modells festgestellt werden, dass die Wahrscheinlichkeit
eines kritischen Zahnkranzbruchs insgesamt als gering einzustufen ist. So fiihrt lediglich
ein Fragment, dessen Linge der Zahnbreite entspricht und damit einen ebenen Deh-
nungszustand hervorruft, zu einem kritischen Anriss im Zahnful3bereich. Alle weiteren
Fragmentformen, die einen dreidimensionalen Beanspruchungszustand hervorrufen, zei-
gen auch unter kritischster Lastrichtung (apy = 0) lediglich einen Anriss im unkritischen
Bereich zwischen Zahnful? und Flanke. Die Analyse des Schadensbildes abhingig von
verschiedenen ay y; zeigt weiterhin, dass der Riss nur fiir einen Winkel von apy; = 0 direkt
in den Zahnkranz propagiert. In den Féllen, in denen der initiale Riss bei apy > 0 nicht
weiter propagiert, ist zu berticksichtigen, dass dennoch durch die fortlaufende Bewegung
des Planeten ein kritischer Rissverlauf entstehen kann.

Ausgehend von dem DTR3-Versuch ldsst sich eine Abschitzung beziiglich der mogli-
chen Positionierungen des zylinderférmigen Fragmentes bei Einspeisung in den Planet-
Hohlrad-Kontakt treffen. Dabei handelt es sich um eine Position parallel zur Stirnseite
des Zahnrades, dhnlich zu dem DTR3-Versuch, und eine weitere, wie in den Versuchen
DTR2 bzw. DTR5, senkrecht dazu. Unter der Voraussetzung, dass die im DTR3-Versuch
aufgetretenen Anrisse am Hohlrad den priméren Schadensmechanismus darstellen, kann
die Einspeisung eines parallel zur Stirnseite positionierten Fragmentes als unkritischer
Schaden klassifiziert werden. Die Auswertung der Kameradaten ldsst den Schluss zu, dass
die kurze Lastzeit bei dem betrachteten Geschwindigkeitsbereich zu einer Versteifung der
Zahnrader fiihrt. Diese wird mithilfe eines Uberhéhungsfaktors beriicksichtigt. Inwieweit
hier die vernachléssigten lokalen Risse im Zahnkopf des Hohlrades den Faktor erhéhen
ist noch zu priifen. Die Dehnrate hat dagegen einen vernachléssigbaren Einfluss auf den
Versuchsausgang.
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7.2 Ausblick

Aus den gewonnenen Erkenntnissen lassen sich grundsétzlich zwei mogliche Strategien fiir
die Zertifizierung des Getriebes ableiten, die im Folgenden einer detaillierten Analyse un-
terzogen werden. Die erste Strategie zielt darauf ab, die Wahrscheinlichkeit des Auftretens
eines kritischen Risses unterhalb des kritischen Wertes von 10~ pro Triebwerks-Flugstunde
zu belegen. In keiner der durchgefiihrten Untersuchungen konnte trotz Auswahl der kri-
tischsten Fragment-Geometrie sowie gezielter Einspeisung des Fragmentes ein Anriss an
der Planetenliicke erzeugt werden. Dies lasst die Vermutung zu, dass die Wahrscheinlich-
keit einer Einspeisung generell gering ist und die daraus resultierende Wahrscheinlichkeit,
dass das Fragment genau so eingespeist wird, dass es zu einem kritischen Ereignis fiihrt,
noch geringer ist. Im ersten Schritt gilt es daher, die im Rahmen des Projektes erarbeiteten
Versuchsergebnisse durch eine statistisch genaue Erfassung der Schadensmechanismen
zu bestitigen. Hierbei ist es empfehlenswert auch Vorbelastungen an den Zahnrddern
zu berticksichtigen, da diese das Auftreten eines Risses begiinstigen. Des Weiteren ist
eine experimentelle Uberpriifung der in der vorliegenden Arbeit getroffenen Annahmen
beziiglich der Lastzeit erforderlich. Dabei ist insbesondere die Einspeisung zwischen
Planeten- und Hohlrad von entscheidender Bedeutung. Hier kommt es aufgrund einer
Verschiebung der Steifigkeitsverhéltnisse durch die erhohten Streckgrenzen zu einem
radialen Ausweichen des Hohlrades anstelle eines Eindriickens des Fragments in die
Planetenliicke. In einem letzten Schritt ist die Wahrscheinlichkeit zu berechnen, mit der
das Fragment in einer Position eingespeist wird, in der ein kritischer Anriss erfolgen kann.
Die Wahrscheinlichkeit, dass ein Fragment zwischen Hohlrad und Planet eingespeist wird,
wird dabei als deutlich héher angesehen als die Einspeisung eines Fragmentes zwischen
Planeten- und Sonnenrad. Dies ist darauf zuriickzufiihren, dass bei der Einspeisung eines
Fragmentes zwischen Planeten- und Sonnenrad der Bereich, in dem das Fragment in die
Kontaktpaarung eingezogen wird, aufgrund der Rotationsrichtung der Zahnrader kleiner
ist als der Bereich zwischen Hohlrad und Planetenrad. Bei der Betrachtung sind jedoch die
Kréfte zu beriicksichtigen, die im Flug bei verschiedenen Flugmanévern auf die Bauteile
einwirken. Diese konnen einen nicht zu vernachlédssigenden Einfluss auf das Versuchs-
ergebnis haben. Ein moglicher Ansatz fiir dieses Vorgehen wére, zunédchst die exakten
Einzugbedingungen eines Fragmentes numerisch zu analysieren und anschliefend die
gewonnenen Erkenntnisse auf Basis experimenteller Daten zu validieren.

Die zweite Strategie zielt darauf ab, sdmtliche potenziellen Folgeschiaden, die durch
das Wiedereinspeisen eines Fragmentes entstehen, als unkritisch einzustufen. Die Wahr-
scheinlichkeit eines Anrisses bei der Einspeisung des Fragmentes zwischen Sonnen- und
Planetenverzahnung wird aufgrund der steifen Anbringung der Komponenten als signifi-
kant eingestuft. Des Weiteren ist die Lastzeit fiir die Eindrucktiefe des Fragmentes in die
Planetenliicke von untergeordneter Bedeutung, da ein Ausweichen einer der Kontaktpart-
ner nicht maoglich ist. Die XFEM-Analyse der Einflussgrofen auf das Schadensbild ldsst den
Schluss zu, dass aufgrund des bei dieser Kontaktpaarung auftretenden Winkels zwischen
dem Zahn des Sonnenrades und Planetenliicke die Gefahr eines Zahnkranzrisses fiir groRe
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Fragmente, die zu einem frithen Anriss im Zahnfuf fithren, als gering einzustufen ist.
Kleinere Fragmente zeigen eine hohe Abhéngigkeit des Beanspruchungszustandes von
der Fragmentgeometrie. Diesbeziiglich wéiren im nichsten Schritt weitere Untersuchun-
gen anzustellen. Aufgrund der potenziellen Moglichkeit eines Zahnkranzanrisses bei der
Einspeisung zwischen Hohlrad und Planet muss bei der Auslegung der entsprechenden
Komponenten darauf geachtet werden, dass ein solches Schadensbild ausgeschlossen
werden kann.

Durch die Betrachtung von kugel- und zylinderformigen Fragmenten werden beispielhaft
sowohl Punkt- als auch Linienkontakte betrachtet. Im realen System treten neben diesen
Beanspruchungszustdnden jedoch auch abweichende Beanspruchungszustédnde aufgrund
von nicht idealisierten Fragment-Geometrien auf. Somit ist eine Uberpriifung der lokalen
Belastungen der Zahnrader bei anderen Fragmentformen erforderlich.
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A Anhang

A.1 Quasistatische Druckversuche - Probenentnahme

Abbildung A.1: Lage der Probenentnahme fiir den Werkstoff 30CrNiMo8.

Abbildung A.2: Lage der Probenentnahme fir den Werkstoff 34CrAINi7-10.
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A.2 Quasistatische Druckversuche - Ergebnisse

Tabelle A.1: Ergebnisse der quasistatischen Druckversuche an den Proben aus dem
Planetenrad (30CrNiMo8).

Probe d, ho Ah Fymax R0z Rymax £y Bemerkung
inmm inmm inmm inkN inMPa inMPa in%

P210 10,03 10,01 4,99 151,2 318 1913 50,0 kein Bruch

P310 10,02 10,02 511 150,8 318 1913 51,0  kein Bruch

P410 10,06 10,00 4,95 150,4 330 1893 49,5  kein Bruch

Mittel 10,04 10,01 5,02 150,8 322 1906 50

Tabelle A.2: Ergebnisse der quasistatischen Druckversuche an den Proben aus dem
Hohlrad mit der Anfangshéhe hy = 10 mm (34CrAINi7-10).

Probe d, hy Ah Fymax Rz Rymax €y Bemerkung
inmm inmm inmm inkN inMPa inMPa in%

H110 10,06 10,01 491 191,5 734 2407 49,0  kein Bruch

H210 10,05 10,01 4,93 191,2 732 2403 49,5  kein Bruch

H310 10,01 10,03 4,95 190,5 722 2421 495  kein Bruch

Mittel 10,04 10,02 4,93 191,1 729 2410 49

Tabelle A.3: Ergebnisse der quasistatischen Druckversuche an den Proben aus dem
Hohlrad mit der Anfangshéhe hy = 15 mm (34CrAINi7-10).

Probe d, ho Ah Fimax R0z Rymax £, Bemerkung
inmm inmm inmm inkN inMPa inMPa in%

H115 10,03 14,96 7,88 190,6 721 2402 52,5  kein Bruch

H215 10,01 15,04 7,94 190,6 727 2422 53,0  kein Bruch

H315 10,03 15,00 7,90 190,8 728 2414 52,5  kein Bruch

Mittel 10,02 15,00 7,91 190,7 725 2413 53
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Tabelle A.4: Ergebnisse der quasistatischen Druckversuche an den Proben aus dem
Hohlrad mit der Anfangshéhe hy = 20 mm (34CrAINi7-10).

Probe d, h, Ah Fymax Ryoo Rimax € Bemerkung
inmm inmm inmm inkN inMPa inMPa in%

H120 10,03 20,02 9,26 140,5 720 1779 46,5  kein Bruch

H220 9,99 20,01 8,40 126,9 729 1607 42,0  kein Bruch

H320 10,01 20,01 9,34 158,7 724 2017 46,5  kein Bruch

Mittel 10,01 20,01 9,00 142,0 724 1801 45

A.3 Dehnratenabhingige Zug- und Druckversuche

Abbildung A.3: Lage der Probenentnahme fiir die dehnratenabhéangigen Druckversu-
che fir die Werkstoffe 31CrMoV9 und 18CrNiMo7-6.

1

31CrMoV9

18CrNiMo7-6
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Abbildung A.4: Lage der Probenentnahme fiir die dehnratenabhangigen Zugversuche
fir die Werkstoffe 31CrMoV9 und 18CrNiMo7-6.
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Abbildung A.5: Probengeometie der Zugversuche (Die Dicke der Probe entspricht
1,5mm, die Einheit in der Abbildung entspricht mm).
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A.4 Vickers-Test - Oberflachenhéarte

Tabelle A.5: Ergebnis der Oberfldchenhartepriifung an den Zahnradern (30CrNiMo7-6
& 34CrAINi7-10). Alle Angaben in HV 30.

Messung 30CrNiMo8 34CrAINi7-10
Zahngrund Zahnflanke Zahngrund Zahnflanke
1 638 625 870 1028
2 643 620 882 1004
3 640 623 873 1017
Mittelwert 640 623 873 1017
Standardabweichung 3 3 8 12
Sollwert 500+ 50 500+ 50 900 £+ 50 900+ 50

A.5 Parameteridentifikation - Randschicht-Modell: Chargieren
Hohlrad

Die Schutzkorper mit denen die Hohlrader chargiert wurden bestehen aus S235 und
werden Laser-geschnitten. Die Gewinde werden gegen das Aufsticken durch entsprechende
Madenschrauben geschiitzt. Zum Ausgleich von Liicken wurde Isolierpaste verwendet.

Schutzkorper

Hohlrad /

~

T oy o

Abbildung A.6: Stapelung der Hohlrader mit den Schutzkdrpern.
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A.6 Parameteridentifikation - homogenisiertes Material

180 T T T T T T T T
160+ : P g
140+ : - g
= 120- = 1
Z )
£ 100+ == ]
& V% S i kritischer Bereich (PT)
E 0L ’,"," s | kritischer Bereich (C4) i
-~ —— C4 (Randschicht-Modell)
60+ '// ! - - C4 (homogenisiertes Modell) |
/ — S3 (Randschicht-Modell)
40+ 1 - - 83 (homogenisiertes Modell) |
20l — PT (Randschicht-Modell)
- - PT (homogenisiertes Modell) | |
| | | 1 1 1 1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 14 1,6

Zahnaufweitungswinkel in °

Abbildung A.7: Darstellung der Abhangigkeit der ZahnfuBaufweitung von der Kraft
fur das Randschicht-Modell und das homogenisierte Modell fir die
Fragmente C4 und C3 und fir den Pulsatortest (PT).

130



A.7 Fragment-Eindruck-Versuch

A.7.1 C4 - Kategorisierte Beanspruchungszustande in Abhdngigkeit von
der Versagensgrenze

starres Fragment elastisches Fragment
Zahnbreite W Zahnbreite W
2 4 6 8101214161820 2 4 6 8101214161820
2 2 -
4 4
6 mm
8 8
Q 10 10
2312 12
Z E14 14
S S 16 16
)
18 18
20 20|
22 22,
24 24
26 26|
2 4 6 8101214161820 2 4 6 8101214161820
2 H 2 4
4 4
6 6
8 8
Q10 10
5 %12 12
2214 14
5 %16 16
% Nig 18
20 20
22 22
24 24
26 26
=Versagen nach max. =Versagen nach min.
Versagensgrenze Versagensgrenze

=Versagen nach mittlerer

=kein Versagen
Versagensgrenze

Abbildung A.8: Darstellung der Beanspruchungszusténde der Elemente am ZahnfuBB
in Abhangigkeit vom Werkstoff und dem Materialverhalten des Frag-
mentes unter Berlicksichtigung der J-C Versagensgrenze (Fragment
ca).
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A.7.2 C3 - Kategorisierte Beanspruchungszustiande in Abhangigkeit von
der Versagensgrenze

30CrNiMo8| 30CrNiMo8| 18CrNiMo7-6- 18CrNiMo7-6-
J-C-Modell HEE-Modell J-C-Modell HEE-Modell
Zahnbreite W Zahnbreite W Zahnbreite W Zahnbreite W
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10 10
12 12 12 12
14 14 14 14
Ec16 16 16 16
[\RE 18 18 18 18
'ﬁ' E 20 20 20 20
B 22 22 22 22
>
24 24 24 24
26 26 26 26
28 28 28 28
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10 10
12 12 12 12
14 14 14 14
E 16 16 16 16
0 Z 18 [ 18 1811 18
?E 20 1] 20 20 20
28 22 22 220 22
7! 24 24 24
26 26 26| 26
28 28 28| 28
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10 10
12 12 1 12
147 14 140 14
Ec16]] 1611 1601 16FHH
c¥E18 18 18 18[1 11
~ E 20 20T 20 20
28 22 22 22T 22
* o4 24 24 24
26 26 26 26
28 28 28] 28
=Versagen nach max. =Versagen nach min.
Versagensgrenze Versagensgrenze

=Versagen nach mittlerer

=kein Versagen
Versagensgrenze

Abbildung A.9: Darstellung der Beanspruchungszusténde der finiten Elemente am
ZahnfuB in Abhangigkeit des Werkstoffs und des Werkstoffverhaltens
des Fragments unter Berlicksichtigung der J-C Versagensgrenze (star-
res Fragment C3).
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max. Haupt-
J-C-Modell HEE-Modell spannung

Zahnbreite W Zahnbreite W Zahnbreite W
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214

Ju
o)

TTTTT

T

B

30CrNiMo8
ZahnfulR R

ZahnfulR R

18CrNiMo7-6

28

. =Versagen nach max. =Versagen nach min.
Versagensgrenze Versagensgrenze

=Versagen nach mittlerer

=kein Versagen
Versagensgrenze

Abbildung A.10: Darstellung der Beanspruchungszusténde der finiten Elemente am
ZahnfuB in Abhangigkeit von der Versagensgrenze (elastisches Frag-
ment C3, xpp = 2,0mm).
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30CrNiMo8| 30CrNiMo8| 18CrNiMo7-6- 18CrNiMo7-6-

J-C-Modell HEE-Modell J-C-Modell HEE-Modell
Zahnbreite W Zahnbreite W Zahnbreite W Zahnbreite W
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10 10
12 12 12 12
14 14 14 14
Ec16 16 16 16
~ 318 18 18 18
.ﬁ: ‘E 20 CEAE A 20 P 20 20
28 22 22 22 22
24 24 24 24
26 26 26 26
28 28 28| 28
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10, 10
12 12 12, 12
14 14 14 14
Ee16 16 16 16
‘QE 18 18 18] 18
'ﬁ' £ 20 20 2 20
&g 22 22 22) 22
*
24 24 24 24
26 26 26| 26
28 28 28 28
2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214 2 4 6 8101214
10 10 10 10
12 12 1 12
14 14 141 14
Exi16H 16 16 16
q% 18 [T 18 181 18
tﬁl £ 20 [ M 20 o e 207 20
28 22 22 227 22
* 24 24 241 24
26 26 26 26
28 28 2 28
=Versagen nach max. =Versagen nach min.
Versagensgrenze Versagensgrenze

=Versagen nach mittlerer

=kein Versagen
Versagensgrenze

Abbildung A.11: Darstellung der Beanspruchungszusténde der finiten Elemente am
ZahnfuB in Abhangigkeit des Werkstoffs und des Werkstoffverhal-
tens des Fragments unter Berulcksichtigung der J-C Versagensgrenze
(elastisches Fragment C3).
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A.8 DTRS5 - Rissfortschritt

1575 MPa

1617 MPa

1655 MPa

() (b) (O]
Abbildung A.12: Darstellung der Rissausbreitung in Abhangigkeit von ay y fir das
homogenisiertes Modell ((a): ap z =0, (b): apy = 10, (c): apy = 20) .
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