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Kurzfassung i

Kurzfassung

Kunststoffe gewinnen aufgrund ihres vorteilhaften Eigenschaftsprofils in tribologischen
Anwendungen zunehmend an Bedeutung. Eine Herausforderung bei der Entwicklung tri-
bologischer Systeme mit Kunststoffgrundkérpern stellt die eingeschrankte Ubertragbar-
keit experimentell ermittelter tribologischer Eigenschaften aus standardisierten Modell-
versuchen dar. Diese stimmen oftmals nicht mit dem Verhalten Utberein, welches in an-
wendungsnaheren Priufkonfigurationen beobachtet wird. In der vorliegenden Arbeit
wurde die Temperaturverteilung innerhalb des tribologischen Systems als mogliche Ur-
sache fur diese Diskrepanzen untersucht. Tribocompounds auf Basis von PEEK wurden
sowohl in Modellsystemen als auch in anwendungsnaheren Prifkonfigurationen experi-
mentell charakterisiert. Fur die Analyse des Warmehaushaltes und der resultierenden
Temperaturverteilungen in den unterschiedlichen Prufsystemen wurden FEM-Modelle
aufgebaut. Durch die Kopplung von Modellversuchen unter gezielter Temperaturfuhrung
mit numerischen Parameterstudien konnten Reibungskoeffizienten in den anwendungs-
nahen Prufkonfigurationen in guter Naherung vorhergesagt werden. Daruber hinaus wur-
den hilfreiche Erkenntnisse zur Modellierungsmethodik und zur Validitat bekannter ana-
lytischer Berechnungsansatze fur die warmetechnische Beschreibung tribologischer Sys-

teme gewonnen.



i Abstract

Abstract

Polymer materials are becoming increasingly popular in tribological applications since
they offer a set of favorable properties. A challenge in the development of polymer-based
tribological systems is the limited transferability of experimental results acquired in
standardized model systems. These results often differ from those observed in more ap-
plication-oriented setups. In this work, the temperature distribution within the tribologi-
cal system is analyzed as a potential cause for these discrepancies. Tribological com-
pounds based on PEEK were characterized in both standardized and application-oriented
experimental setups. FEM-Models were built to analyze the heat balance and the result-
ing temperature distributions within the different systems. By combining temperature-
controlled experiments in model systems with numerical parameter studies, coefficients
of friction in the application-oriented systems were predicted with reasonable accuracy.
Furthermore, helpful insight on the modelling methodology and the validity of estab-

lished analytical methods for the thermal analysis of tribological systems was gained.
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Lip m Langenmaf3 des Stiftes zur Berechnung der Massentemperatur
Ly m Langenmaf’ der Scheibe zur Berechnung der Massentemperatur
lif m Langenmaf3 des Stiftes zur Berechnung der Blitztemperatur
Ly m Langenmaf’ der Scheibe zur Berechnung der Blitztemperatur
L m Charakteristische Lange

M, N mm Drehzahlabhangiges Reibungsmoment

M; N mm Lastabhangiges Reibungsmoment

Mg N mm Gesamtreibungsmoment eines Walzlagers

Mg Nm Reibungsmoment

n 1 Anzahl der Mikrokontakte

N Anzahl der Fasern

Nu 1 Nufelt-Zahl

Nuesr 1 Effektive Nuf3elt-Zahl

Nup,, 1 Laminarer Anteil der NuBelt-Zahl

Nuep, 1 Turbulenter Anteil der NufBelt-Zahl

0 1 Orientierungstensor
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1 Einleitung

In allen technischen Systemen, deren Komponenten sich berthren und relativ zueinander
bewegen, treten infolge von Reibung und Verschleif? an den Kontaktflachen Energie- und
Materialverluste auf [1]. Diese sind von erheblicher 6konomischer und 6kologischer Be-
deutung. So wurden die volkswirtschaftlichen Verluste aufgrund von Reibung und Ver-
schlei® in der Bundesrepublik Deutschland in den 1980er-Jahren auf ca. 2 % des Brutto-
inlandsproduktes geschatzt [2,3]. Vor dem Hintergrund der seither gestiegenen Preise fur
Rohstoffe und Energietrager ist davon auszugehen, dass dieser Anteil mittlerweile noch
hoher liegt. Zugleich gehen durch Reibung und Verschleif’ circa 23 % der weltweit bereit-
gestellten Primarenergie verloren, davon sind 20 % reibungsbedingte Verluste, wahrend
die ubrigen 3 % fur den Austausch verschlissener Systemkomponenten aufgewandt wer-
den [4]. Bei der Bereitstellung dieser Verlustenergie werden jahrlich etwa 7,5 Gt CO; in
die Umwelt freigesetzt [5]. Aus diesen Zahlen sind die immensen globalen Auswirkungen

tribologischer Vorgange unmittelbar ersichtlich.

Nach Schatzungen von Holmberg und Erdemir ist durch die konsequente Anwendung wis-
senschaftlich-technologischer Erkenntnisse eine Reduktion der globalen tribologisch be-
dingten Energieverluste um 40 % binnen 15 Jahren erreichbar [4]. Tribologische For-
schung kann somit einen wichtigen Beitrag sowohl zum wirtschaftlichen Wohlergehen
als auch zur Begrenzung der anthropogenen globalen Erwdrmung leisten. Die Ubertra-
gung von Forschungsergebnissen in die Anwendung ist jedoch ein anspruchsvoller Pro-
zess. Ein wesentlicher Grund hierfur ist die starke Systemabhdngigkeit tribologischer Ei-
genschaften. Soll ein Werkstoff flir eine tribologische Anwendung ausgewahlt und quali-
fiziert werden, so wird typischerweise zunachst ein Screening mit einfachen Modellver-
suchen in grofserem Umfang durchgefuhrt und aussichtsreiche Werkstoffe dann in einer
Prufkette Uber mehrere Abstraktionsstufen hinweg mit zunehmender Anwendungsnahe
gepruft. Eine gangige Klassifizierung dieser Abstraktionsstufen ist in Tabelle 1 darge-
stellt. Problematisch ist dabei, dass die anfangs in den weniger aufwendigen, abstrakten
Modellversuchen gewonnenen Erkenntnisse oftmals nur sehr eingeschrankt auf die an-
wendungsnaheren Systeme ubertragbar sind [6,7]. Somit besteht das Risiko, dass die Pruf-
kette unter grofem zeitlichem und finanziellem Aufwand mehrmals durchlaufen werden
muss. Um dies zu vermeiden, ist ein moglichst umfassendes Verstandnis fur die Wirkzu-
sammenhdnge in und zwischen den Systemen der unterschiedlichen Versuchskategorien
erforderlich. Dabei ist neben der jeweiligen Systemstruktur und dem vorliegenden Bean-

spruchungskollektiv die Temperaturverteilung innerhalb des Systems von Bedeutung [6].
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Tabelle 1:  Kategorien der tribologischen Prufung (modifiziert nach [6])

Kategorie Art des Versuches Aufwand  Ubertragbarkeit

I Betriebsversuch (Feldversuch)

I Prufstandsversuch mit kompletter Maschine
oder Anlage

[l Prufstandsversuch mit Aggregat oder Bau-
gruppe

\Y Versuch mit unverandertem Bauteil oder
verkleinertem Aggregat

\% Beanspruchungsahnlicher Versuch mit Pruf-
korpern

Vi Modellversuch mit einfachen Prufkorpern

Letzteres gilt in besonderem Maf3e fur kunststoffbasierte tribologische Werkstoffe. Diese
werden aufgrund ihres insbesondere im Trockenlauf vorteilhaften Eigenschaftsprofils
[8,9] in einer zunehmenden Zahl von tribologischen Anwendungen eingesetzt [10]. Ihre
mechanischen [11,12] und tribologischen [13-15] Eigenschaften sind jedoch vergleichs-
weise stark von der Temperatur abhangig. Es ist daher anzunehmen, dass aus der Analyse
des Warmehaushalts und der daraus resultierenden Temperaturverteilung in kunststoff-
basierten tribologischen Systemen wesentliche Erkenntnisse fur die systemubergreifende

tribologische Werkstoffcharakterisierung abgeleitet werden kdnnen.

In der Literatur sind diverse analytische Ansatze fiir die Berechnung von Kontakttempe-
raturen in tribologischen Modellsystemen bei trockener Reibung beschrieben. Diese lie-
fern jedoch nur null- bis eindimensionale Temperaturinformationen [16]. Raumliche Tem-
peraturverteilungen sind nur anhand numerischer Simulationen ermittelbar, fir die eben-
falls bereits Strategien vorgestellt wurden [17-19]. Die Auswahl eines geeigneten Mo-
dellierungsansatzes fur kunststoffbasierte tribologische Systeme stellt den Anwender vor
eine nicht unerhebliche Herausforderung. Insbesondere zur Ermittlung von geeigneten
thermischen Randbedingungen fur die Modelle sind nur wenige Informationen verfugbar.
Zudem wurden Aspekte wie die Auswirkungen anisotroper Werkstoffeigenschaften und
die zeitgleiche Prufung mehrerer Prufkorper auf einem Prufstand in der Literatur bislang

nicht behandelt. Um thermische Modelle zur Unterstutzung von systemubergreifenden
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Entwicklungsprozessen einzusetzen, ist daher zundchst eine fundierte Analyse der ther-
mischen Randbedingungen und weiterer Einflussfaktoren auf den Warmehaushalt erfor-
derlich. Darauf aufbauend kann dann eine Untersuchung der Wechselwirkungen zwischen
den berechneten Temperaturen und dem tribologischen Verhalten verschiedener Prufsys-

teme erfolgen.
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2 Ziele der Arbeit

Die Hauptziele der vorliegenden Arbeit lauten wie folgt:

Um den Einfluss unterschiedlicher Prufsysteme auf das tribologische Verhalten
von Kunststoff-Metall-Gleitpaarungen bei trockener Reibung bewerten zu konnen,
wird ein experimenteller Vergleich zwischen drei Prufverfahren der Kategorien IV,
V und VI (vgl. Abbildung 1) durchgeflhrt.

Fir die Modellierung kunststoffbasierter tribologischer Systeme werden Vorge-
hensweisen entwickelt, die auf unterschiedliche geometrische Konfigurationen
ubertragbar sind. Besonderes Augenmerk wird dabei auf die Wahl der thermischen
Randbedingungen und die Zulassigkeit getroffener Annahmen und Vereinfachun-
gen gelegt. Daruber hinaus werden Einflussfaktoren wie die Anisotropie verstark-
ter Kunststoffe, transiente Aufheiz- und Abkuhlvorgange sowie Wechselwirkungen
zwischen mehreren Prifstellen auf einem einzelnen Prufstand betrachtet.

Die durch die Simulationen gewonnenen Erkenntnisse werden genutzt, um die An-
wendbarkeit gebrauchlicher analytischer Ansatze fur die Beschreibung des War-
mehaushalts tribologischer Systeme auf die betrachteten kunststoffbasierten Mo-
dellsysteme zu validieren.

Basierend auf den experimentellen und numerischen Untersuchungen soll eine
Methodik entwickelt werden, welche die Ubertragung von Versuchsergebnissen

aus Modellsystemen auf anwendungsnahere Tribosysteme ermdoglicht.
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3 Stand der Forschung

3.1 Tribologische Grundlagen

Die Beherrschung von Reibung und Verschleif} beschaftigt die Menschheit bereits seit der
Fruhgeschichte [20]. Erste wissenschaftlich-systematische Untersuchungen zu Reibungs-
vorgangen unternahmen da Vinci, Hooke, Amontons und Euler [21]. Aufbauend auf diese
Arbeiten entwickelte sich im Laufe des 19. und fruhen 20. Jahrhunderts ein eigenstandi-
ges ingenieurwissenschaftlich-physikalisches Forschungsgebiet, fur das Jost 1966 den
Begriff ,Tribologie® (Altgriechisch: ,Reibungslehre®) einfiihrte [22]. Den Inhalt dieses
Fachgebietes definiert die Gesellschaft fur Tribologie wie folgt [6]:

»Iribologie ist die Wissenschaft und Technik von aufeinander einwirkenden
Oberflachen in Relativbewegung. Sie umfasst das Gesamtgebiet von Rei-
bung und Verschlei?, einschlieflich Schmierung, und schlief3t entspre-
chende Grenzflachenwechselwirkungen sowohl zwischen Festkorpern als

auch zwischen Festkdrpern und Fliissigkeiten oder Gasen ein.”

In vielen technischen Anwendungen wie Lagern und Gelenken ist es das Ziel tribologi-
scher Bemuhungen, sowohl die Reibung als auch den Verschlei? moglichst stark zu redu-
zieren, um wirtschaftliche und dkologische Schaden infolge von Energie- und Stoffver-
lusten (vgl. Abschnitt 1) zu minimieren. Es existieren jedoch auch zahlreiche Anwendun-
gen mit der Forderung nach hoher Reibung (z.B. Bremsen und kraftschlussige Verbin-
dungselemente) oder hohem Verschleif® (z.B. Einlaufvorgange). Die Gestaltung tribologi-
scher Systeme muss daher in hohem Mafie anwendungsspezifisch erfolgen und erfordert
ein fundiertes Verstandnis der innerhalb des tribologischen Systems vorliegenden Wech-
selwirkungen. Die resultierenden tribologischen Eigenschaften sind nicht als Werkstoff-

eigenschaften, sondern als Systemeigenschaften zu verstehen.

3.1.1 Tribologische Systeme

Da sich die Tribologie definitionsgemaft mit dem Zusammenspiel mehrerer Komponenten
auseinandersetzt, muss die Untersuchung und Beschreibung tribologischer Eigenschaften
grundsatzlich systembezogen erfolgen. Die allgemeine Struktur eines tribologischen Sys-

tems ist in Abbildung 1 dargestellt. Es besteht aus vier Komponenten [6]:

e Der Grundkdrper ist derjenige Kontaktpartner, dessen Verschleif fur die jeweilige
Anwendung am bedeutsamsten ist. In der Regel ist dies der Korper, welcher starker

verschleifit.
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e Der Gegenkorper ist der zweite Kontaktpartner.

e Der Zwischenstoff befindet sich zwischen Grund- und Gegenkdrper. Dabei kann es
sich um Schmierstoffe, Verschleifpartikel, zwischen den Kontaktpartnern Ubertra-
genes Material (sogenannter Transferfilm), Fremdkorper (Staub, Schmutz) oder
eine Kombination dieser Stoffe handeln.

e Das Umgebungsmedium umschliefst die Ubrigen Elemente. Haufige Umgebungs-
medien sind Luft, technische Gase und Wasser. Auch das Vakuum ist ein mogliches
Umgebungsmedium [23].

Verlauf und Dauer von Belastung, Geschwindigkeit und Temperatur

Beanspruchungskollektiv + Bewegungsart (Gleiten, Wilzen, Stoen, Strémen)
»  Bewegungsform (kontinuierlich, oszillierend, intermittierend)

A 4

. Zwischenstoff
Grundkarper

Tribosystem

Gegenkorper
2 3 e Umgebungsmedium

Oberflachenveranderungen Materialverlust, Energiedissipation
(Verschleifierscheinungsformen) (Verschleif3-, Reibungsmessgrofien)

\ Reibungs- und /

Verschleikenngrofien

Abbildung 1: Schema eines tribologischen Systems (modifiziert nach [6])

Die auf das System einwirkenden Lasten werden zusammengefasst als Beanspruchungs-
kollektiv bezeichnet. Dieses umfasst neben den Betragen und zeitlichen Verlaufen von
Normalkraft/Flachenpressung, Geschwindigkeit und Temperatur auch die Art und Form
der Relativbewegung [6]. Als einfache Kenngrofie fur die mechanische Beanspruchung in
Systemen mit gleitender Bewegung hat der pv-Wert, das Produkt von Pressung p und
Gleitgeschwindigkeit v, weite Verbreitung gefunden [24]. Bei der Betrachtung tribologi-
scher Beanspruchungen ist zu beachten, dass die tatsachliche Beruhrung von Grund- und
Gegenkorper lediglich im Bereich von Rauheitsspitzen stattfindet. Diese Mikrokontakte
bilden in ihrer Gesamtheit die reale Kontaktflache, welche erheblich kleiner ist als die
makroskopische nominelle Kontaktflache. In der Folge konnen innerhalb der realen Kon-
taktflache lokale Belastungen auftreten, die um ein Vielfaches grofier sind als die makro-

skopischen scheinbaren Lasten [25].
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Als Ausgangsgrofien des tribologischen Systems konnen verschiedene Reibungs- und
Verschleifimessgrofien sowie die morphologischen Oberfliachenveranderungen (Ver-
schleifserscheinungsformen) erfasst werden [6]. Dabei ist zu beachten, dass diese Mess-
grofien typischerweise Uber die Beanspruchungsdauer hinweg nicht konstant sind. Vor
allem in ungeschmierten Systemen tritt in der Regel zunachst eine Einlaufphase auf, in
der Reibung und Verschleifs vergleichsweise hohe Werte annehmen. Durch Einlaufvor-
gange wie das Einebnen von Rauheitsspitzen und die Ausbildung eines Transferfilms
stellt sich nach einiger Zeit ein stationdrer Zustand ein, in dem Reibungskoeffizient und
Verschleifdrate aufgrund eines Gleichgewichts der tribologischen Vorgange nahezu kon-

stante Werte annehmen [7].

3.1.2 Reibung

Reibung ist definiert als eine Wechselwirkung zwischen sich berihrenden Korpern, die
eine Relativbewegung verhindert (Haftreibung) oder ihrer Aufrechterhaltung entgegen-
wirkt. Sie ist zu unterscheiden von der Viskositat, die auch als ,innere Reibung” bezeichnet
wird. Aufgrund der vorliegenden Beanspruchung wird Energie in das tribologische System
eingeleitet. Innerhalb der realen Kontaktflache wird die eingeleitete Reibungsenergie

durch die Reibungsmechanismen

e Adhasion und Scheren
e Plastische Deformation
e Furchung

e Elastische Hysterese und Dampfung

umgesetzt und schlieflich dissipiert [26]. Der weitaus grofite Teil der Reibungsenergie
wird dabei in Form von Warme freigesetzt [27], wahrend lediglich geringfugige Anteile
durch mechanische und chemische Vorgange absorbiert sowie als Schall, Licht und Teil-
chenstrahlung emittiert werden [26].

Die Reibung wird durch samtliche in Abschnitt 3.1.1 genannten Systemparameter beein-
flusst. Von grofRer Bedeutung ist dabei die Bewegungsart, anhand derer die Hauptrei-
bungsarten - Gleitreibung, Rollreibung und Bohrreibung - unterschieden werden, sowie
der von Zusammensetzung und Menge des Zwischenstoffs abhangige Reibungszustand,
welcher anhand der Stribeck-Kurve eingeteilt wird und sich von reiner Festkorperreibung
(trockene Reibung) Uber Grenz- und Mischreibung bis hin zu reiner Flussigkeits- bzw. Gas-
reibung erstrecken kann [26]. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird ausschliefilich der
Zustand trockener Gleitreibung betrachtet.
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Als Messgrofde fur die Reibung wird die Reibungskraft Fr erfasst, die einer translatori-
schen Relativbewegung parallel zur Kontaktflache entgegenwirkt. Im Falle einer rotato-
rischen Relativbewegung kann analog das Reibungsmoment Mg gemessen werden. Der

Quotient aus der Reibungskraft und der als Last aufgebrachten Normalkraft Fy

Fr
H=F (1)

wird als Reibungskoeffizient bezeichnet und dient als dimensionslose KenngrofRe zur
Quantifizierung von Reibung. Aus dem Reibungskoeffizienten und der Gleitgeschwindig-

keit v kann die durch Reibung umgesetzte Leistung

Pr=ukFyv (2)

berechnet werden [26].

3.1.3 Verschleif3

Verschleif’ ist der durch eine tribologischen Beanspruchung verursachte fortschreitende
Materialverlust aus der Oberflache eines festen Korpers, insbesondere des Grundkorpers.
An den Mikrokontakten der realen Kontaktflache treten aufgrund der einwirkenden Be-

anspruchung die elementaren Verschleifimechanismen

e Abrasion
e Adhasion
e Oberflachenzerriuttung

e Tribochemische Reaktionen

auf, die dazu fuhren, dass VerschleiRpartikel von der beanspruchten Oberflache abge-
trennt werden. Sobald die Verschlei3partikel aus dem System austreten, stellt dies einen
Materialverlust dar [28]. Abhangig von den wirkenden Verschleiimechanismen treten auf
der beanspruchten Oberflache jeweils charakteristische Verschleifierscheinungsformen
auf [6]. Diese sind in Tabelle 2 aufgefuhrt.

Tabelle 2:  Typische VerschleiRerscheinungsformen der Haupt-Verschleifmechanis-

men [6]
Verschleiffmechanismus Verschleifserscheinungsformen
Adhasion Fresser, Locher, Kuppen, Schuppen, Materialubertrag
Abrasion Kratzer, Riefen, Mulden, Wellen
Oberflachenzerruttung Risse, Gribchen

Tribochemische Reaktion Reaktionsprodukte (Schichten, Partikel)
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Analog zu den in Abschnitt 3.1.2 beschriebenen Reibungsarten kénnen auch Verschleif3-
vorgange anhand unterschiedlicher Verschleif?arten kategorisiert werden, wobei neben
der Bewegungsart auch die Bewegungsform berlcksichtigt wird. So wird in geschlosse-
nen tribologischen Systemen zwischen Gleit-, Walz-, Stof3-, Schwingungs- und Furchungs-
verschleif’ unterschieden, bei denen die Verschleifmechanismen jeweils verschieden

grofde Beitrage zum Gesamtverschleif? leisten [28].

Als direkte MessgrofRe fur den Verschleif? konnen verschiedene Verschleifibetrage erfasst
werden. Hinsichtlich der Gestaltanderung des verschleif’enden Korpers sind dies der Li-
neare Verschleif}betrag W, (Langenanderung senkrecht zur Kontaktflache), der planimet-
rische VerschleiRbetrag W, (Querschnittsanderung senkrecht zur Kontaktflache) oder der
volumetrische Verschleifsbetrag W, (Volumenanderung). Daruber hinaus kann auch die
Masseanderung des verschleifenden Korpers als gravimetrischer Verschleiftbetrag W,
gemessen werden. Anhand der Dichte des Grundkarpers p; ist eine Umrechnung zwischen
volumetrischem und gravimetrischem VerschleiRbetrag moglich. Die VerschleifRbetrage
konnen auf Bezugsgrofien wie die Zeit t, den Weg s und die verschiedenen Belastungs-
grofien normiert werden, um Verschleiraten zu berechnen. Insbesondere der volumetri-
sche VerschleiRkoeffizient
W Wy
Fys piFns

(3)

Ws

ist gebrauchlich, um Messungen, die unter unterschiedlichen Bedingungen durchgefuhrt

wurden, zu vergleichen [28]. Er wird auch als spezifische Verschleifirate bezeichnet.

3.1.4 Kunststoffbasierte tribologische Systeme

Die Auswahl an verfugbaren Werkstoffen fur die Verwendung in tribologischen Systemen
hat sich im Laufe der Geschichte infolge des technischen Fortschritts stetig vergrofiert.
Bei den Werkstoffen, aus denen in der Steinzeit die ersten tribologisch beanspruchten
Teile gefertigt wurden, handelte es sich noch ausnahmslos um einfache Naturprodukte
wie Holz, Gesteine, Knochen und Horn. Mit der Entstehung der ersten Hochkulturen wur-
den erstmals metallische und keramische Werkstoffe wie Kupfer, Bronze und Porzellan
verwendet. Die Verwendung von Metallen in technischen Produkten etablierte sich Uber
mehrere Jahrtausende hinweg, insbesondere aufgrund der Entdeckung von Eisen und
Stahl. Mit Beginn der Industrialisierung wurden Metalle schlieBlich zu den bedeutsams-
ten Werkstoffen sowohl fur Strukturbauteile als auch fur tribologische Systeme [20]. Erst

gegen Ende des 19. Jahrhunderts hielt mit den Polymerwerkstoffen eine ganzlich neue
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Werkstoffklasse Einzug in die Tribologie, als sich der von Thomson und Dunlop unabhan-
gig voneinander erfundene [29,30] sowie von Michelin verbesserte [31] Luftreifen in der
Fahrzeugtechnik durchsetzte. In Gleitkontakten, welche in der vorliegenden Arbeit aus-
schlieilich betrachtet werden, wurden ab den 1930er-Jahren duroplastische Kunststoffe

eingesetzt. Ab den 1950er Jahren kamen auch thermoplastische Kunststoffe hinzu [20].

Obwohl es sich bei den Kunststoffen somit um eine vergleichsweise junge Klasse von
tribologischen Werkstoffen handelt, werden sie mittlerweile in zahlreichen tribologischen
Anwendungen eingesetzt, so unter anderem in Gleitlagern [9,32-37], Walzlagerkafigen
und -ringen [9,38-40], Gelenken [9,41,42], Zahnradern [9,43-46] und Dichtungen
[9,47,48]. Dies ist auf das vorteilhafte Eigenschaftsprofil der Kunststoffe zurtickzufuhren.
So verbinden kunststoffbasierte tribologische Systeme typischerweise gute Notlaufeigen-
schaften, ein hohes Dampfungsvermogen und weitgehende Korrosionsbestandigkeit mit
Leichtbaupotential aufgrund geringer Dichte, einer wirtschaftlichen Verarbeitung und der
Moglichkeit, den Kunststoff durch Compoundierung mit Full- und Verstarkungsstoffen an-
wendungsspezifisch anzupassen [8,9]. Insbesondere in der Gleitpaarung mit einem Ge-
genkdrper aus Stahl kdnnen Kunststoffe selbstschmierend wirken [33] und daher die Aus-

legung wartungsfreier tribologischer Systeme ermoglichen [8].

3.1.4.1 Tribologie ungefiillter Kunststoffe

In tribologischen Anwendungen kommt ein breites Spektrum unterschiedlicher Polymer-
werkstoffe zum Einsatz. In den meisten Fallen handelt es sich dabei mindestens um tech-
nische Kunststoffe wie Polyamid (PA), Polyoxymethylen (POM) oder Polybutylentereph-
thalat (PBT). Liegen hohe thermische, mechanische oder chemische Beanspruchungen
vor, wird auf Hochleistungskunststoffe wie Polytetrafluorethylen (PTFE), Polyetherether-
keton (PEEK), Polyimid (PI) oder Polyphenylensulfid (PPS) zurlickgegriffen [8,49]. Auch
Blends dieser Kunststoffe kommen zum Einsatz, um geringe Reibung mit hoher Ver-

schleiRbestandigkeit zu kombinieren [50] oder den Materialpreis zu senken [51].

Da, wie in 3.1.1 bereits ausgefuhrt, tribologische Eigenschaften von der Struktur des ge-
samten Tribosystems abhdngig sind, muss diese auch bei der Analyse kunststoffbasierter
Systeme berucksichtigt werden. Erhard wies nach, dass das Gleitverhalten von Kunststoff-
Metall-Gleitpaarungen stark von der Rauheit des metallischen Gegenkorpers abhangig
ist, wie in Abbildung 2 dargestellt. Ist der Gegenkorper glatt (R, < 0,3 um), so sind Reibung
und Verschleifs durch adhasive Prozesse dominiert. Mit zunehmender Rauheit tritt hinge-
gen die Deformation von Mikrokontakten in den Vordergrund. Ein vergleichbarer Zusam-

menhang besteht auch fur die Flachenpressung im Kontakt. Ist diese gering (p <1 MPa),



Stand der Forschung 11

so werden Reibung und Verschleif’ Uberwiegend durch Adhasion hervorgerufen. Bei ho-
heren Pressungen ist aufgrund der hoheren mechanischen Beanspruchung die Deforma-
tion der mafdgebliche Reibungs- und Verschleifimechanismus [52]. Neben der Rauheit des
Gegenkorpers wirkt sich auch dessen Harte auf den Verschleif? aus. Ist diese zu gering,
kénnen im Bereich der Rauheitsspitzen Bruchvorgange auftreten. Die dabei freigesetzten
Metallpartikel wirken abrasiv und fuhren zu erhohtem Verschlei® beider Gleitpartner. Der
Gegenkdrper sollte daher eine Harte von mindestens 50 HRC aufweisen [53].

U gesamt
v u deformativ

Reibungskoeffizient

p adhasiv
Rauheit

Abbildung 2: Schematische Darstellung der adhasiven und deformativen Anteile des
Reibungskoeffizienten in Abhangigkeit von der Rauheit (modifiziert nach
[52])

Das tribologische Verhalten von Kunststoffen wird zudem von einer Reihe spezifischer
Mechanismen beeinflusst, die auf dem Aufbau und den besonderen Eigenschaften der
Polymerwerkstoffe beruhen. So hat das Molekulargewicht des Polymers einen ausgeprag-
ten Einfluss auf sein Verschleifiverhalten. Ein hoheres Molekulargewicht fuhrt in der Re-
gel aufgrund der daraus resultierenden hoheren Festigkeit und Duktilitat zu einer Verrin-
gerung der Verschleifdrate [52,54,55]. Auch die Struktur der Makromolekule wirkt sich tri-
bologisch aus. Sind die Makromolekile nicht oder nur wenig verzweigt und sind die Sub-
stituenten klein, ergeben sich besonders niedrige Reibungskoeffizienten, da sich die Mo-
lekulketten einfach gegeneinander verschieben konnen. Dieser Effekt ist besonders bei
PTFE zu beobachten, welches einen Transferfilm aus abgescherten Fibrillen auf dem Ge-
genkorper ausbildet, auf dem der Grundkorper abgleiten kann [56-58], was zu besonders
niedrigen Reibungskoeffizienten fuhrt. Auch der Ordnungszustand der Makromolekdle ist
von Bedeutung. Amorphe Thermoplaste weisen im Allgemeinen eine hoherer Verschleif3-
rate auf als teilkristalline Thermoplaste [59]. Bei Letzteren wirkt sich ein hoherer Kristal-
lisationsgrad verschleifmindernd aus [60,61]. Experimentelle Untersuchungen zum Ein-
fluss der SpharolithgrofRe in teilkristallinen Thermoplasten fuhrten zu uneinheitlichen Er-
gebnissen [61-63]. Bei polaren Kunststoffen, insbesondere Polyamiden, beeinflusst auch

der Feuchtegehalt die tribologischen Eigenschaften. Mit steigender Probenfeuchte nimmt
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der Reibungskoeffizient von Polyamid gegen Stahl ab. Bei geringer Rauheit des Gegen-
korpers gilt dies ebenso fur die Verschleifirate. Weist der Gegenkorper eine starkere Rau-

heit auf, existiert ein Minimum der Verschleifrate bei mittleren Feuchtegehalten [52].

3.1.4.2 Tribologie von Verbundwerkstoffen mit Kunststoffmatrix

Selbst Hochleistungsthermoplaste wie PEEK, Pl und PPS stofRen bei grofien Leistungs-
dichten und den damit einhergehenden hohen Temperaturen und Pressungen, wie sie
beispielsweise in modernen Lageranwendungen auftreten, an ihre Belastungsgrenzen.
Fur hochbelastete Anwendungen werden die eingesetzten Kunststoffe daher auf vielfal-
tige Weise mit diversen Full- und Verstarkungsstoffen tribologisch ertichtigt. Eine erheb-
liche Steigerung der Verschleif3bestandigkeit lasst sich im Verbund mit Kohlenstoff- oder
Aramidfasern erreichen. Welche dieser beiden Faserarten die starkere Verbesserung be-
wirkt, unterscheidet sich je nach verwendetem Matrixpolymer. So eignen sich fur die Ver-
starkung von PEEK besonders Kohlenstofffasern, wahrend zur Verstarkung von Epoxid-
harz sowohl PEEK als auch Aramidfasern effektiv sind [64]. Glasfasern wirken sich eben-
falls verschleifimindernd aus, jedoch in geringerem Mafle [60,64,65]. Letzteres kann
dadurch erklart werden, dass die beim Verschleifs der Glasfasern entstehenden Bruchstu-
cke stark abrasiv auf den Gegenkorper wirken. Die verkratzte Gegenkorperoberflache
wirkt dann wiederum abrasiv auf den glasfaserverstarkten Kunststoff [60,64,65]. Kohlen-
stofffasern setzen beim Verschlei® hingegen Graphit frei, welches verschleiffmindernd
wirkt [66]. Auch Lange und Orientierung der Fasern beeinflussen ihre verschleimin-
dernde Wirkung. In kontinuierlich unidirektional kohlenstofffaserverstarkten Kunststof-
fen bewirken die Fasern bei einer Ausrichtung parallel oder antiparallel zur Gleitrichtung
(vgl. Abbildung 3) eine starkere Verbesserung der VerschleiRbestandigkeit als bei einer
Ausrichtung normal zur Kontaktebene, da letztere zum Abbrechen der Faserenden fihren
kann, welche dann als abrasive Partikel in der Kontaktflache wirken [18,33]. Bei einer
Endlosverstarkung mit Aramidfasern wird hingegen in normaler Orientierung die grofdte
Verschleiffminderung erzielt, da sich hier die Neigung dieser Fasern zum Fibrillieren so-
wie die in vielen Fallen schlechte Faser-Matrix-Anbindung am wenigsten auswirkt
[33,64].

Werden Kurzfasern als Verstarkungsstoff eingesetzt, was typischerweise in Verbindung
mit thermoplastischen Matrixwerkstoffen geschieht, kann die optimale Faserausrichtung
eine andere sein als im Falle der kontinuierlichen Verstarkung. So wird fur Kohlenstoff-

kurzfasern (short carbon fibers, SCF) berichtet, dass diese bei niedrigen Pressungen
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(p <2 MPa) in paralleler Orientierung zu einer geringfligig niedrigeren VerschleiRrate flih-
ren. Dies ist darauf zuruckzufuhren, dass die Fasern in Langsrichtung besonders wider-
standsfahig gegenuber Abschleifvorgangen sind, welche in diesem Lastbereich den do-
minanten Verschleifimechanismus darstellen. Bei hoheren Pressungen bewirkt jedoch
eine antiparallele Faserausrichtung die bei weitem niedrigste Verschleifdrate, da aufgrund
der gunstigen Spannungseinleitung in querliegende Fasern weniger Faserbriiche und Fa-
ser-Matrix-Ablésungen auftreten [67]. Fur kurze Glasfasern ist die normale Orientierung
vorteilhaft, da hierdurch die Haufigkeit von Faserbruchen und anschlieRender Pulverisie-
rung verringert wird [60]. Zu beachten ist jedoch, dass in Formteilen aus kurzfaserver-
starkten Thermoplasten in der Regel keine einheitliche Faserorientierung vorliegt, da
diese vorzugsweise im Spritzgiefdverfahren hergestellt werden. Die beim Einspritzen der
Schmelze vorliegenden Stromungsverhaltnisse fuhren zu einer Ausrichtung der Fasern.
Der Stand der Forschung zur Modellierung dieser prozessbedingten Faserorientierung
und ihrer Auswirkungen auf weitere Werkstoffeigenschaften wird in Abschnitt 3.3 vorge-
stellt. Auch der Faseranteil des Verbundes wirkt sich erheblich auf dessen tribologische
Eigenschaften aus. Fur PEEK mit SCF wurde mit zunehmendem Faservolumengehalt eine
deutliche Abnahme sowohl des Reibungskoeffizienten als auch der Verschleirate beob-
achtet. Ab einem Faservolumengehalt von etwa 10 % wirkt sich eine weitere Erhéhung

jedoch nur noch geringfugig aus [54].
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Abbildung 3: Faserorientierungen relativ zur Gleitrichtung (modifiziert nach [33])

Die Verstarkung eines Kunststoffs mit Fasern bewirkt neben der Erhdhung der Verschleif3-
bestandigkeit oftmals auch eine Verringerung der Reibung [54,68,69]. Ist eine darlber
hinausgehende Verbesserung des Reibungsverhaltens erforderlich, kdnnen dem tribolo-
gischen Compound partikelformige interne Schmierstoffe hinzugefligt werden. Das zuvor
bereits vorgestellte PTFE ist auch fur diese Verwendung gut geeignet [54,70]. Ebenfalls
effektive Festschmierstoffe sind Graphit [71,72] und Molybdandisulfid (MoS,) [73,74], de-
ren Schmierwirkung auf ihrer Schichtgitter-Kristallstruktur beruht. Die Schichten kdnnen
gegeneinander gleiten und so einen Schmierfilm ausbilden [75], ahnlich wie dies in Ab-
schnitt 3.1.4.1 bereits flur PTFE beschrieben wurde. Da die tribologischen Eigenschaften
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von MoS; sich jedoch unter dem Einfluss von Feuchtigkeit erheblich verschlechtern, wird
dieses bevorzugt im Vakuum eingesetzt [8,23]. Fur hochbelastete Anwendungen hat die
Kombination einer PEEK-Matrix mit jeweils 10 Gewichtsprozent (Gew.-%) SCF, PTFE und
Graphit weite Verbreitung gefunden [55,67,71,76].

Eine signifikante Verbesserung sowohl des Reibungs- als auch des Verschleif3verhaltens
von Kunststoffen kann durch die Zugabe von mikro- und nanoskaligen anorganischen
Fullstoffen hervorgerufen werden. In der Literatur finden sich Untersuchungen mit einer
breiten Spanne an mineralischen Partikeln, unter anderem Titandioxid (TiO,) [77,78],
Zinksulfid (ZnS) [79], Siliciumdioxid (SiO;) [80-82], Aluminiumoxid (AL,Os) [83], Kupfer-
monoxid (CuO) [84], Zirkondioxid (ZrO;) [85], Siliciumnitrid (SisN4) [86] und Siliciumcarbid
(SiC) [87,88]. Eine umfassende Ubersicht geben Briscoe und Sinha [10]. Geringere Parti-
keldurchmesser fuhren dabei in der Regel zu einer starkeren Verbesserung der tribologi-
schen Eigenschaften [81,85,88]. Besonders vorteilhafte Eigenschaften ergeben sich bei
der Kombination dieser Fullstoffe mit den oben genannten Verstarkungs- und Schmier-
mitteln zu hybriden Compounds. So wurde von Zhang et al. beobachtet, dass das tribolo-
gische Verhalten der etablierten PEEK-Compounds mit SCF, PTFE und Graphit durch die
Zugabe von SiO,-Nanopartikeln weiter verbessert werden kann [89]. Oster erzielte mit
einer Kombination von PEEK mit je 10 Gew.-% SCF, Graphit, TiO, und ZnS vorteilhafte
Eigenschaften [90]. Unter extremer Pressungsbeanspruchung (p=40MPa, v=1ms?)
konnten Qi et al. bei einem Compound von PEEK mit SCF, Graphit und nano-SiO, einen
Reibungskoeffizienten von lediglich 0,04 feststellen [91]. Die auf diese Weise erreichten
signifikanten Verbesserungen, insbesondere unter hohen Belastungen, konnen auf das
Zusammenspiel mehrerer synergistischer Mechanismen zwischen den Komponenten zu-
ruckgefuhrt werden. So bewirken die Partikel eine Versteifung der Matrix, aufgrund derer
Spannungskonzentrationen in den Fasern und deren Deformation sowie die Ermidung
der Faser-Matrix-Interphase reduziert werden [89]. Auch kdnnen die Partikel zwischen
Grund- und Gegenkorper abrollen, was zu einer Verringerung des Reibungskoeffizienten
fuhrt [92]. Daruber hinaus bilden sich rampenartige Ansammlungen von Partikeln vor Fa-
sern, welche aus der Matrix herausragen, sodass diese weniger starken Scherbeanspru-
chungen ausgesetzt sind [93]. Die Partikel haben zudem einen erheblichen Einfluss auf
Zusammensetzung und Eigenschaften des Transferfilms, da sie in ihm eingebettet werden
[91,92,94], eine dinne und gleichmafiige Gestalt des Transferfilms hervorrufen [80,84]
und seine Haftung am Gegenkdrper verbessern [84,91]. Auch Kohlenstoffnanoréhren und
Kohlenstoffnanofasern konnen als Komponente von Tribocompounds eingesetzt werden.

Anders als bei mineralischen Partikeln beschrankt sich ihre Wirkung aber weitestgehend
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auf die Verschleifiminderung, wahrend der Reibungskoeffizient nur minimal beeinflusst
wird [95].

Ein neuartiger Ansatz fur die tribologische Modifikation von Kunststoffen ist die Zugabe
von Fullstoffen wie Magnesiumhydroxid (Mg(OH).), die unter tribologischer Beanspru-
chung endotherm reagieren und dadurch Reibungsenergie umsetzen sowie Zwischen-
stoffe wie Wasserdampf und passivierend wirkende Metalloxide im System freisetzen. Als
Matrixwerkstoffe konnen in solchen reaktiven Tribocompounds auch technische Kunst-
stoffe verwendet werden, die auf diese Weise in Lastbereiche vorstof3en, welche zuvor
den teureren Hochleistungskunststoffen vorbehalten waren [96-99]. Seit einigen Jahren
gibt es aufRerdem verschiedenartige Bestrebungen, die Nachhaltigkeit von Tribocom-
pounds zu verbessern. So wurden Compounds entwickelt, deren Komponenten biobasiert
und/oder biologisch abbaubar sind, z.B. Polylactide (PLA), Naturfasern oder Schichtsilikate
[100-104]. Auch konnte gezeigt werden, dass rezyklierte Verstarkungsfasern ein mit Neu-
fasern vergleichbares tribologisches Leistungsniveau erreichen konnen [105,106]. Dar-
uber hinaus wurden bei der Verwendung von Industrieabfallen wie Eisenhittenschlacke
[107] und Rotschlamm [108] als Fullstoffe eine verschleifimindernde Wirkung nachge-

wiesen.

3.1.4.3 Einfluss der Temperatur auf kunststoffbasierte tribologische Systeme

Neben den zuvor genannten Einflissen wirkt sich auch die Temperatur in erheblichem
Maf3e auf das tribologische Systemverhalten aus. In der Literatur werden je nach verwen-
detem Kunststoff sehr unterschiedliche Zusammenhange zwischen Temperatur und tri-
bologischen Kennwerten beschrieben. Ludema und Tabor untersuchten in einer Heizkam-
mer das Gleitverhalten eines Stahlstiftes gegen Platten aus PTFE, POM, PA 6.6 und Hoch-
druck-Polyethylen (Low density polyethylene, LDPE). Die Umgebungstemperatur wurde in
mehreren Schritten von -91 °C bis 22 °C (PTFE), -50 °C bis 150 °C (POM), -72 °C bis 51 °C
(PA 6.6) bzw. -92 °C bis 60 °C (LDPE) variiert. Dabei ergab sich fir PTFE, POM und LDPE
eine Abnahme des Reibungskoeffizienten mit zunehmender Umgebungstemperatur, wah-
rend bei PA 6.6 ein entgegengesetzter Verlauf beobachtet wurde. Der Betrag der Ab- bzw.
Zunahme ist zudem geschwindigkeitsabhangig [13]. Samyn et al. fuhrten Gleitversuche
mit Pl gegen Stahl durch, wobei der Stahlgegenkorper mittels Widerstandsbeheizung auf
100 °C, 140 °C, 180 °C, 220 °C und 260 °C erwarmt wurde. Wahrend Reibungskoeffizient
und VerschleiRrate unterhalb von 180 °C lediglich geringfligigen Schwankungen unterla-
gen, wurde bei Temperaturen oberhalb von 180 °C eine deutliche Absenkung des Rei-

bungskoeffizienten bei gleichzeitigem Ansteigen der Verschleifirate beobachtet [109].



16 Stand der Forschung

Das temperaturabhangige Gleitverhalten von PEEK gegen Stahl wurde von Lu und Fried-
rich in einer Heizkammer bei 20 °C, 60 °C, 100 °C, 150 °C und 220 °C sowie 1 MPa und
1 ms? untersucht. Der Reibungskoeffizient lag dabei anndahernd konstant bei 0,4. Ledig-
lich bei 150 °C wurde ein auf 0,54 erhohter Wert gemessen. Der Verschleifskoeffizient lag
nahezu temperaturunabhangig bei 10> mm?* Nt m [54]. Zu dhnlichen Ergebnissen fir die
Paarung PEEK-Stahl bei 1 MPa und 1 ms* kamen Lin et al.,, die den Gegenkorper mittels
Induktion von 30 °C bis auf 240 °C kontinuierlich erwarmten, wodurch der temperaturab-
hangige Verlauf feiner aufgelost werden konnte. Im Bereich von 30°C bis 150°C
schwankte der Reibungskoeffizient in einem Bereich zwischen 0,3 und 0,44. Anschlief3end
wurde ein rascher Anstieg bis auf 0,6 bei 180 °C und ein vergleichbar schnelles Absinken
auf etwa 0,3 bei 210 °C beobachtet. Zwischen 210 °C und 240 °C trat keine wesentliche
Veranderung des Reibungskoeffizienten mehr auf. In Langzeitversuchen mit konstanter
Temperatur konnte das Absinken des Reibungskoeffizienten bei hohen Temperaturen
nicht reproduziert werden. Es traten vielmehr hohe Reibungskoeffizienten von 0,8
(180 °C) bis 0,9 (210 °C) auf. Fur den VerschleiRkoeffizienten wurde zunachst ein Anstieg
von 1,5-10° mm?® N*m™ bei Raumtemperatur auf 4-10° mm?*N*m™ bei 120 °C registriert,
oberhalb von 150 °C traten dann deutlich geringere Werte im Bereich von ca. 0,3-10°°
mm>3N1m™ bis 0,5-10° mm?N*m* auf [15]. Fur verschiedene Compounds von PEEK mit
Kohlenstofffasern sowie PEEK mit SCF, Graphit und PTFE stellten Lu und Friedrich jeweils
ahnliche Verlaufe fest. So war zunachst ein mit steigender Temperatur sinkender Rei-
bungskoeffizient zu beobachten, bis bei etwa 150 °C ein Minimalwert erreicht wurde. An-
schlieRend kam es mit weiter steigender Temperatur wieder zu einem leichten Anstieg
des Reibungskoeffizienten. Die absoluten Werte waren dabei abhangig von der Zusam-
mensetzung des Compounds. Fur den Verschleifkoeffizienten wurden mit steigender
Temperatur stetig steigende Werte gefunden, sofern SCF im Werkstoff enthalten waren.
Waren ausschlieilich je 15 Gew.-% Graphit und PTFE enthalten, lag der Verschleif’koeffi-
zient konstant bei etwa 1-10°*mm?* Nt m [76]. Chang et al. fiihrten Versuche mit weiteren
PEEK-Compounds bei Raumtemperatur sowie mit einer Gegenkorpertemperatur von
150 °C durch, wobei der zuvor beschriebene Trend von sinkendem Reibungskoeffizienten
und steigender Verschleifirate mit zunehmender Temperatur bestatigt wurde. Eine Aus-
nahme stellte ein Compound aus PEEK, SCF, Graphit, TiO, und ZnS (entsprechend der in
Abschnitt 3.1.4.2 erwahnten Zusammensetzung nach Oster [90]) dar, welches bei einer
Pressung von 4 MPa und einer Gleitgeschwindigkeit von 1 m s einen abnehmenden Ver-
schleifRkoeffizienten von 6:10° mm?* N* m* bei Raumtemperatur auf 4:10° mm?* Nt m bei
150 °C aufweist [14].
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Diese komplexe Abhangigkeit des tribologischen Verhaltens von der Temperatur ist auf
ein Zusammenspiel mehrerer Mechanismen zurtickzufihren. Beim Erreichen der Glas-
ubergangstemperatur sinken sowohl die Steifigkeit als auch die Festigkeit von Kunststof-
fen drastisch ab. Dies fuhrt zu einer Vergroflerung der realen Kontaktflache und einem
erhohten adhasiven Beitrag zum Reibungskoeffizienten. Dies auf3ert sich deutlich in der
Zunahme des Reibungskoeffizienten von PEEK oberhalb der Glasibergangstemperatur
von etwa 150 °C. Die verminderte Festigkeit erleichtert hingegen das Abscheren des
Kunststoffs im Kontakt, woraus eine Senkung des Reibungskoeffizienten resultiert. Dies
erklart das erneute Absinken des Reibungskoeffizienten bei sehr hohen Temperaturen,
welches bei PEEK beobachtet wurde [15]. Gleichzeitig fuhrt die Erweichung zu erhohtem
Verschleifs [109]. Das Erweichen des Kunststoffes fuhrt auch dazu, dass Verstarkungsfa-
sern leichter aus der Matrix gelost werden konnen, wodurch der Verschleify erhoht wird
[14,76]. Bei zusatzlicher Verstarkung mit anorganischen Partikeln kann dieser Effekt je-
doch durch den bei hoher Temperatur verstarkt auftretenden Abrolleffekt abgeschwacht
werden [14]. Mit zunehmender Gleitstrecke beeinflusst zudem die Transferfilmbildung
das Systemverhalten. Die erhohte Reibung im Kunststoff-Kunststoff-Kontakt zwischen
Transferfilm und Prufkorper erklart die in Langzeitversuchen gemessenen hoheren Rei-
bungskoeffizienten im Vergleich zum Temperatursteigerungsversuch. Gleichzeitig wirkt
sich der Transferfilm jedoch verschleifmindernd aus [15]. Je nach Verarbeitung des
Kunststoffs konnen bei hohen Temperaturen Nachkristallisationsvorgange das tribologi-
sche Verhalten beeinflussen [110]. Ein Zusammenhang des Reibungskoeffizienten mit
viskoelastischen Eigenschaften ist bei Thermoplasten unter Gleitreibung nur in Ansatzen
erkennbar, bei Rollreibung hingegen sehr ausgepragt [13]. Aufgrund dieser Vielzahl an
wechselwirkenden Mechanismen ist eine umfassende mechanistische Vorhersage des
temperaturabhangigen tribologischen Verhaltens von Kunststoffen nach derzeitigem
Stand der Forschung schwer umsetzbar. Eine werkstoffspezifische experimentelle Cha-

rakterisierung ist somit unabdingbar.

Neben dem direkten Einfluss auf die tribologischen Kennwerte hat die Temperaturvertei-
lung weitere bedeutsame Auswirkungen auf kunststoffbasierte Tribosysteme. Die Belas-
tungsgrenzen eines tribologischen Systems werden ublicherweise durch das Produkt von
Pressung und Geschwindigkeit, den sogenannten pv-Wert, ausgedruckt. Im Bereich hoher
Pressungen ist die Druckfestigkeit ausschlaggebend fur die zulassige Belastung. Bei ho-
hen Geschwindigkeiten ist jedoch die thermische Belastbarkeit des verwendeten Werk-

stoffes der limitierende Faktor. Dazwischen, also bei Kombinationen aus jeweils modera-
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ter Pressung und Gleitgeschwindigkeit, ist der pv-Wert durch den zulassigen Verschleif3-
betrag begrenzt, wobei die Verschleifsrate wie oben beschrieben ebenfalls temperaturab-
hangig ist. Der Warmehaushalt des Systems hat somit entscheidenden Einfluss auf den
zulassigen Lastbereich. [24,111]. Zugleich ist die Temperatur jedoch ihrerseits vom pv-
Wert abhangig. Samyn et al. konnten fiir Pl bei pv-Werten von ca. 0,75 MPams? bis
3,1 MPams? einen naherungsweise linearen Anstieg der Gegenkorpertemperatur fest-
stellen [109].

3.2 Warmetechnische Grundlagen

Aus den im vorhergehenden Abschnitt geschilderten, vielfaltigen Temperatureinflissen
ist ersichtlich, dass ein fundiertes Verstandnis des Warmehaushalts fur die Analyse und
Optimierung tribologischer Systeme von zentraler Bedeutung ist. Gerade die tribologisch
bedeutsamen Kontakttemperaturen sind messtechnisch nicht zuganglich und mussen da-
her mithilfe geeigneter Berechnungsverfahren aus dem Warmehaushalt abgeleitet wer-
den. Ausgehend von den grundlegenden Mechanismen der Warmeubertragung sind daher
zahlreiche Modelle fur die thermische Berechnung von Gleitvorgangen entwickelt wor-
den. Diese werden im Folgenden vorgestellt, wobei ausschliefdlich der Fall trockener Rei-

bung betrachtet wird.

3.2.1 Warmeiibertragung

Die im tribologischen Kontakt freigesetzte Warme muss von Grund- und Gegenkorper so-
wie den angrenzenden Bauteilen in die Umgebung abgefuhrt werden. Dies geschieht tGber
die drei Warmetransportvorgange Warmeleitung (Konduktion), Warmemitfihrung (Kon-

vektion) und Warmestrahlung (Radiation).

3.2.1.1 Warmeleitung

Die Warmestromdichte g infolge eines Temperaturgefalles in einem warmeleitenden Kor-
per kann anhand des Fourier'schen Gesetzes
q=—-AVT 4)
berechnet werden. T bezeichnet das im Korper vorliegende Temperaturfeld. Die Propor-
tionalitatsgrofie 4 ist die Warmeleitfahigkeit des Korpers. Diese ist Uber die Beziehung
A=acp (5)
mit der Temperaturleitfahigkeit a sowie der spezifischen Warmekapazitat ¢ und der

Dichte verkniipft. Die zeitliche und rdumliche Anderung eines Temperaturfeldes infolge

von Warmeleitung wird durch die Fourier'sche Differentialgleichung



Stand der Forschung 19

oT )
ch=V-(/1VT)+w (6)

beschrieben, wobei w die Warmequellendichte bezeichnet.

Der Wirmestrom @ infolge einer Temperaturdifferenz AT durch mehrere Werkstoffschich-
ten mit dem Querschnitt Ags und unterschiedlichen Schichtdicken d sowie Warmeleitfa-

higkeiten kann als Reihenschaltung von Warmeleitwiderstanden R ausgedruckt werden:

. AT _ AT _ AT
¢= Rges B 2iR; - di (7)
Zi/li AQS

3.2.1.2 Konvektion

Die Warmestromdichte infolge konvektiven Warmeubergangs von einem Korper auf ein

den Korper umstromendes Fluid kann anhand der Gleichung

g =h(To—Tw) (8)
berechnet werden. Dabei ist h der Warmeubergangskoeffizient, Ty die Oberflachentem-
peratur des Korpers und T,, die Temperatur des Fluids. Der Warmeubergangskoeffizient
kann aus der Nufielt-Zahl

o
Y=

mit der charakteristischen Lange L berechnet werden. Diese kann fur viele anwendungs-

)

relevante geometrische Konfigurationen anhand von empirischen Nuf3elt-Korrelationen
ermittelt werden. Im Falle von Zwangskonvektion sind diese Korrelationen in Abhangig-

keit von der Reynolds-Zahl

Re = ul (10)
A
mit der Stromungsgeschwindigkeit u sowie der Prandtl-Zahl
pr=-— (11)
a

mit der kinematischen Viskositat v formuliert. Bei naturlicher Konvektion wird anstelle
der Reynolds-Zahl die Grashof-Zahl

_ g :8 (TO - Too)L3
= >

Gr (12)

mit der Fallbeschleunigung g und dem volumetrischen Warmeausdehnungskoeffizienten
B oder die Rayleigh-Zahl
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To — Ts)L3
Ra=GrPr=gﬁ((;a ) (13)

verwendet. Als Umgebungsmedium tritt im Folgenden ausschlieRlich Luft auf. Deren

thermodynamische Stoffdaten wurden [112] entnommen und sind in Anhang A gelistet.

Relevant bei der Modellbildung fir tribologische Prufstande ist zunachst der Warmeuber-
gang durch Zwangskonvektion an rotierenden Wellen, da diese oftmals fur die Realisie-
rung der Relativbewegung genutzt werden. Dies ist auch bei allen in der vorliegenden
Arbeit betrachteten Prufstanden der Fall, da jeweils der metallische Gegenkdrper an einer
Welle montiert ist, wahrend der Kunststoff-Grundkorper stillsteht. In der Literatur sind
diverse Nufdelt-Korrelationen fir den Warmeubergang an rotierenden Wellen in ruhenden
Fluiden beschrieben [113-119]. Eine Ubersicht gibt Tabelle 3. Bei einem Teil der Korre-
lationen wird eine Fallunterscheidung anhand der Reynolds-Zahl vorgenommen: Unter-
halb einer kritischen Reynoldszahl wird ein Anteil von naturlicher Konvektion am War-
meubergang anhand der Grashof-Zahl berucksichtigt. Oberhalb der kritischen Reynolds-
Zahl wird hingegen angenommen, dass der Warmeubergang von Zwangskonvektion do-

miniert ist. Die Nufdelt-Zahl ist dann nur noch von Reynolds- und Prandtl-Zahl abhangig.

Auch am stillstehenden Grundkorper kann Zwangskonvektion auftreten, da die Rotation
der Antriebswelle und des Gegenkorpers die Umgebungsluft in eine Schleppstromung
versetzt. Dies fuhrt zu einem konvektiven Warmeubergang an den Seitenflachen des
Grundkorpers. Eine effektive Nufdelt-Zahl fur Zwangskonvektion an umstromten Profilen
kann nach Gnielinski [120] durch Uberlagerung eines laminaren und eines turbulenten

Ansatzes gemaf? der Korrelation

Nueff = 0;3 + \/Nulzam + Nu’gurb (14)

berechnet werden. Die laminaren und turbulenten Anteile ergeben sich aus

Nup,y, = 0,664 VRe VPr (15)
und
0,037 Re%8 Pr
Nugyrp = (16)

1+ 2,443 Re=01 (Pr2/3 —1)’
Als charakteristische Lange fur ein Rechteckprofil, wie es die Grundkdrper der in den Ab-
schnitten 4.4.1 und 4.4.2 vorgestellten Prufsysteme aufweisen, wird dabei die Summe
seiner beiden Kantenlangen betrachtet. Einschrankend ist anzumerken, dass der Ansatz

von Gnielinski von einer Anstromung mit einheitlicher Geschwindigkeit ausgeht. Diese
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liegt auf dem tribologischen Prufstand nicht vor, da die Geschwindigkeit der Schleppstro-
mung mit zunehmendem Abstand vom Gegenkdrper abnimmt. Mdglichkeiten zur Bertck-
sichtigung dieses Umstands auf die Modellbildung werden in Abschnitt 4.6.1 betrachtet.

Tabelle 3:  NuRelt-Korrelationen fur den Warmeubergang am rotierenden Zylinder
Autoren Korrelation Gultigkeitsbereich

Andersonund  Nu = 0,1 Re?/3 1,09 Gr®° < Re (17)
Saunders [113]

Etemad [114]  Nu = 0,11( (0,5 Re? + Gr)Pr)®3° Re < 8000 (18)

Nu = 0,076 Re®” 8000 < Re < 65400  (19)
Dropkin und Nu = 0,095(0,5 Re? + Gr)°3> Re < 15000 (20)
Carmi [115] Nu = 0,073 Re®” 15000 < Re < 433000 (21)
Kays und Nu = 0,095 Re?/3 544 < Re < 50860 (22)

Bjorklund [121]

Becker [116] Nu = 0,133 Re?/3pr1/3 10% < Re < 10° (23)
Yildiz [117] Nu = 0,5 ((Gr + 7,4 - 10~7Re3*)Pr)**° Re < 10° (24)
Kendoush [118] Nu = 0,6366 (Re Pr)®> 103 < Re (25)
Ozerdem [119] Nu = 0,318 Re®57! 2000 < Re < 40000  (26)

An stillstehenden Prufstandskomponenten wird Warme durch naturliche Konvektion an
die Umgebungsluft abgegeben. Dieser Warmeubergang wird an senkrechten Flachen

durch die Korrelation

0,387 Ra'/¢
0,492,%/16\% %
(1+ (™)

beschrieben [122]. Als charakteristische Lange wird dabei die Hohe der Flache verwendet.

Nu = 0,825+

(27)

An waagerechten rechteckigen Flachen kann die Korrelation
Nu = 1,23 Ra®'73 (28)

genutzt werden, wobei die kirzere Seitenlange der Flache als charakteristische Lange

einzusetzen ist [123].
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3.2.1.3 Warmestrahlung

Der von einem grauen Strahler in den Halbraum abgestrahlte Nettowarmestrom lasst sich
gemaf’ der Beziehung
Q = CAs (Tg = T) (29)

berechnen. Darin ist Ag; die Oberflache des Strahlers, T, die Oberflachentemperatur des
Strahlers in Kelvin, T,, die Temperatur der dem Strahler gegenuberliegenden Oberflache
in Kelvin und C die Strahlungsaustauschzahl, die von den Emissionsgraden und der Geo-
metrie des Strahlers und der Umgebung abhangt. Da der Warmestrom in vierter Potenz
von den Temperaturen abhangt, ist Warmestrahlung besonders dann ein bedeutsamer
Warmetransportmechanismus, wenn sehr hohe Temperaturdifferenzen zwischen den in
Strahlungsaustausch stehenden Korpern vorliegen. Da bei der tribologischen Prifung von
Kunststoffen, bedingt durch deren thermische Einsatzgrenzen, vergleichsweise moderate
Temperaturen auftreten, ist Strahlung fur den Warmehaushalt von untergeordneter Be-
deutung gegenuber Warmeleitung und Konvektion [17] und wird daher im Folgenden

nicht eingehender betrachtet.

3.2.2 Warmehaushalt tribologischer Systeme

In der tribologischen Kontaktflache wird mechanische Energie durch die wirkenden Rei-
bungsmechanismen dissipiert, wobei die Reibungsenergie fast vollstandig in Warme um-
gewandelt wird (vgl. Abschnitt 3.1.2). Bei der thermischen Modellierung von Reibungs-
vorgangen kann daher die vereinfachende Annahme getroffen werden, dass die gesamte
Reibungsenergie in Form von Warme freigesetzt wird [25]. Der resultierende Warmestrom
ist dann identisch mit der Reibleistung nach Gleichung (2), sodass die Warmestromdichte

anhand der Beziehung

qr =Upv (30)
berechnet werden kann. Die Reibungswarme wird zwischen Grund- und Gegenkdorper auf-
geteilt, wobei sich der jeweilige Anteil aus der Systemgeometrie sowie den verwendeten
Werkstoffen ergibt. Dieser Vorgang kann durch einen Warmeaufteilungskoeffizienten k
mit 0 < k < 1 abgebildet werden, sodass die Reibungswarme in den Kunststoffgrundkor-

per mit einer Warmestromdichte von

G =kupv (31)

eintritt, wahrend sich flr den metallischen Gegenkorper dementsprechend

G=A-kupv (32)
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ergibt (Abbildung 4). Die Warme wird durch Grund- bzw. Gegenkodrper geleitet und
schlieBlich konvektiv an die Umgebungsluft abgegeben sowie konduktiv Uber angren-

zende Teile in kaltere Bereiche abgefuhrt.

g1 =kq

Grundkorper '

\\\\N\I\\\\
SIS S S S S

Gegenkbrper'

g2 =(k-1) ¢

Abbildung 4: Warmeaufteilung zwischen Grund- und Gegenkorper

In der Literatur werden zahlreiche analytische und numerische Ansatze fur die Berech-
nung von Temperaturverteilungen, insbesondere Kontakttemperaturen, in tribologischen
Systemen vorgeschlagen. Diese werden im Folgenden vorgestellt, wobei wesentliche
Teile dieser Literaturtbersicht vorab in [16] und [124] publiziert worden sind. Wichtig fir
das Verstandnis dieser Ansatze ist, dass der Temperaturanstieg in der Kontaktflache auf
zwei unterschiedlichen Langenskalen betrachtet werden kann. In der realen Kontaktfla-
che befinden sich nur kleinste Bereiche in Beruhrung, in denen die Reibungswarme frei-
gesetzt wird. Die resultierenden Temperaturspitzen in den Rauheitsmaxima werden als
Blitztemperaturen bezeichnet und sind ortlich auf einen Bereich von wenigen Mikrome-
tern und zeitlich auf einige hundert Millisekunden beschrankt [25]. Aufgrund der hohen
Energiedichte in den mikroskopischen Kontaktbereichen werden sehr hohe Temperaturen
erreicht. So wurden an den Spitzen von Verstarkungsfasern experimentell Blitztempera-
turen von bis zu 1000 °C nachgewiesen [125]. Ausgleichsvorgange rufen schliefilich einen
makroskopischen Temperaturanstieg in einer Oberflachenschicht von einigen Mikrome-

tern hervor, der im Folgenden als Massentemperatur bezeichnet wird.

In technischen tribologischen Systemen liegt haufig eine Rotationsbewegung vor. Bei-
spielsweise befindet sich in zahlreichen Prufkonfigurationen der Gegenkdrper in Rotation.
Bei der Betrachtung eines festen Punktes auf dem rotierenden Gegenkdrper muss daher
unterschieden werden zwischen der kurzzeitigen Temperaturerhohung infolge eines ein-
maligen Durchlaufens des Kontaktes und der langerfristigen Erhohung der Massentem-
peratur infolge des wiederholten, intermittierenden Durchlaufens des Kontaktes (Abbil-
dung 5). Mit dem Erreichen des thermischen Gleichgewichts, das aus der Warmefreiset-

zung im Kontakt und einer anschliefdenden betragsgleichen Warmeabfuhr resultiert, stellt
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sich ein stationarer Zustand ein, welcher durch eine konstante Massentemperatur des
Gegenkorpers gekennzeichnet ist, die deutlich oberhalb der Umgebungstemperatur lie-
gen kann. Diese Massentemperatur wird von einer Oszillation der Kontaktflachentempe-
ratur Uberlagert, welche durch die zuvor beschriebenen Warmezu- und -abfuhr hervor-
gerufen wird. Auch diese aufgrund des Durchlaufens kurzzeitig auftretende Oszillation
wird in der Literatur haufig als Blitz- oder Flashtemperatur bezeichnet, ist im Gegensatz
zu dieser jedoch makroskopisch. Zur besseren Unterscheidung von der auf der Submikro-
skala auftretenden topologiebedingten Blitztemperatur wird diese Temperatur als Durch-
lauftemperatur bezeichnet, wobei zwischen einer Durchlaufmaximaltemperatur und einer
mittleren Durchlauftemperatur unterschieden werden kann. Im zeitlichen Mittel liegt
wahrend des Kontaktes in der Kontaktflache dann eine Temperatur vor, die der Summe
aus Massentemperatur und mittlerer Durchlauftemperatur entspricht. Diese mittlere Kon-
takttemperatur ist in Abbildung 5 als unterbrochene Linie dargestellt. Es ist zudem zu
beachten, dass die Massentemperatur nicht in der gesamten Kontaktflache einheitlich
sein muss. In den betrachteten Modellen wird daher eine uber die Kontaktflache gemit-

telte Massentemperatur verwendet.

Beginn der
stationdren Phase
T :
i Durchlaufmaximaltemperatur
Mittlere
, I Durchlauftemperatur
- Massentemperatur

t

Abbildung 5: Zeitlicher Verlauf der Temperatur eines Punktes auf einem rotierenden
Gegenkarper. Die mittlere Kontakttemperatur ergibt sich durch Summie-
ren der Massentemperatur und der mittleren Durchlauftemperatur und ist
als unterbrochene Linie dargestellt.
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3.2.2.1 Analytische Modellierung

Durchlauf- und Blitztemperaturen

Erste Arbeiten zur reibungsinduzierten Temperaturerhohung im Sinne einer Durchlauf-
temperatur wurden von Blok [126], Jaeger [127] und Archard [128] vorgelegt. Blok redu-
ziert das tribologische System auf einen starren, halbunendlichen Korper, der von einer
bewegten Warmequelle mit der Kantenldnge 2 [ tberstrichen wird (Abbildung 6). Uber-
tragen auf tribologische Prufsysteme entspricht dies einer alleinigen Betrachtung des me-
tallischen Gegenkorpers, wahrend der Grundkorper auf eine Uber die scheinbare Kontakt-

flache homogene Warmequelle reduziert wird.

21

q

vy ‘5 e '/ ~ 7 Gegenkorper

-~
~—e
~

Abbildung 6: Modell nach Blok. Der Grundkorper ist auf eine bewegte Warmequelle re-

duziert.

Die Berechnung der Temperaturerhohung erfolgt in Abhangigkeit vom Wert eines dimen-
sionslosen Parameters

4a,

— |22 33
P — (33)
mit der Temperaturleitfahigkeit des Gegenkorpers a,. Fur die im Folgenden betrachteten
Prufkonfigurationen kann das Kriterium fur den Fall grofier Geschwindigkeit, i <1,
grundsatzlich als erfullt angesehen werden. Laterale Warmeleitung und konvektive Ef-
fekte werden vernachldssigt. Damit ergibt sich fur einen Punkt in der Mitte der Kontakt-

flache eine Durchlauftemperatur

4a, ql

= |[—= (34)
vl \ma,

AT,



26 Stand der Forschung

mit der Warmeleitfahigkeit des Gegenkorpers 1,, was aufgrund der Vereinfachungen der
mittleren Durchlauftemperatur entspricht. Blok stellt zusatzlich erste Ansatze zur War-
meaufteilung vor und leitet daraus Beziehungen fur die Kontakttemperatur zwischen ru-
henden Korpern sowie fur die Durchlaufmaximaltemperatur im bewegten Fall ab, je-

doch keine mittlere Durchlauftemperatur.

Jaeger baut auf dem Modell von Blok auf. Er definiert ebenfalls ein Geschwindigkeitskri-

terium

vl -

- 2 a, ’ ( )
wobei fur tribologische Prufsysteme auch hier der Fall hoher Geschwindigkeit, ¢ > 5, an-
genommen werden kann. Fur diesen erfolgt die Berechnung der mittleren Durchlauftem-

peratur gemafd der Gleichung

1,064 g /az l
AT, = =2 36
n e > (36)

Unter Berucksichtigung der Warmeaufteilung schlagt Jaeger zudem einen alternativen

Ansatz vor:
B 1,064 g L+/a, -
" 11252, Vag + L, Vv G7)

Archard betrachtet einen kreisformigen Kontakt und bedient sich des gleichen Geschwin-
digkeitskriteriums wie Jaeger, jedoch mit dem Radius des Grundkorpers r; anstelle der
halben Kantenlange [:
vr
Y= 7a, (38)
Fur hohe Geschwindigkeiten wird zunachst die mittlere Temperaturerhohung fur den

Grundkorper mit einem Ansatz der stationaren Warmeleitung

AT, = (39)

mit der scheinbaren Kontaktflache A und der Warmeleitfahigkeit des Grundkorpers 4,

sowie fur den Gegenkdrper mit einem instationdaren Ansatz

TUp
AT, = 0,435 N (40)
P2 €2

bestimmt. Darin sind p, und c, die Dichte bzw. die spezifische Warmekapazitat des Ge-

genkorpers. Hierbei wird jeweils angenommen, dass die gesamte Reibungswarme in den
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entsprechenden Korper geleitet wird. Die beiden Temperaturen werden dann zur Beruck-
sichtigung der Warmeaufteilung zwischen Grund- und Gegenkdrper anhand der Gleichung

1 1 1

AT, AT, + AT,

(41)

miteinander verrechnet. Dartiber hinaus nennt Archard alternative Ansatze fur die Blitz-
temperaturen in einem linear elastischen rauen Kontakt
uy Eq

AT; = NI (42)
3,82 p2 c2 17

mit dem Elastizitatsmodul des Grundkorpers E; und dem Radius einer Rauheitsspitze rg

sowie in einem ideal plastischen rauen Kontakt

_H (“ 03/1)3/4

ATe =
C 325 I pscs

mit der Flieftgrenze des Grundkorpers ay;.

Fy* v (43)

Greenwood [129] erweitert den erstgenannten Ansatz von Archard, indem er die Tempe-

raturen quadriert. Mit dem Ansatz

1 1 1

= +
ATEZ  AT,*>  AT,”

(44)

soll eine genauere Berechnung der Kontaktflachentemperatur erreicht werden. Zwar ist
dieser nicht physikalisch basiert, ergibt jedoch fur die von Greenwood betrachteten Ver-

suchsbedingungen eine wesentlich bessere Naherung der experimentellen Daten.

Ein umfangreiches analytisches Modell fir die Berechnung von Kontaktflachentempera-
turen wird von Kuhlmann-Wilsdorf vorgeschlagen. Dieses basiert auf der Annahme eines
kreisformigen Kontaktes und der Bertcksichtigung der Warmeaufteilung zwischen den

Kontaktpartnern. Unter Verwendung einer Geschwindigkeitsfunktion

9
5 V@
Z(v) = —1 (45)
\/v_l+\];
kann mit dem Ansatz
_mqn 1
Mm=%% 14 (46)
Z(v) A

die mittlere Durchlauftemperatur fur kreisformige Kontakte bestimmt werden [130].

Durch eine Erweiterung des Modells ergibt sich der Ansatz



28 Stand der Forschung

1/4
Imu (a3 oy Fy
AT = 47

f 3zzz< Tn v *7)

Fur die Blitztemperatur in plastischen Kontakten [131]. Dabei ist

F
n=—s— (48)

TR Oy1
die Anzahl der Mikrokontakte.
Tian und Kennedy [132] benutzen eine Green-Funktion, um den Ansatz
1,22qn

AT, = —
A Jn (06575 +51)
2

(49)

fur die mittlere Durchlauftemperatur zu formulieren, der Uber einen weiten Bereich der
Péclet-Zahl gultig ist.

Massentemperatur

Ein einfaches Modell fur die Massentemperatur Ty, im stationaren Zustand ergibt sich aus
der vereinfachenden Annahme, die gesamte reibungsinduzierte Warme wirde von der
stillstehenden Scheibe abgeleitet. Zur mathematischen Beschreibung dieser Annahme
eignet sich ein Ansatz von Carslaw und Jaeger fur die mittlere Oberflachentemperatur
eines halbunendlichen Korpers, auf dessen Oberflache sich eine statische quadratische

Warmequelle befindet. Diese kann anhand der Gleichung

Ty = T + 22 arsinh~ + ~arsinhe + =1+~ (1+ )3/2 50
b = T N arsin - garsm € 3 =3 =2 (50)

berechnet werden, wobei

21 -
£

das Seitenverhaltnis der Kontaktflache mit der Breite b bezeichnet [133].

Bowden und Tabor [134] berechnen die Massentemperatur wahrend des Gleitvorgangs
eines zylindrischen Grundkorpers mit einem Ansatz, der die Warmeaufteilung auf Basis
der unterschiedlichen Warmeleitfahigkeiten der Kontaktpartner berlcksichtigt. Die Kon-
taktflachentemperatur wird dabei als homogen angenommen:
Q
Tp =T +——F7—— 52
b 4ry (A +13) G2)

Von Kinkel [61] wurde dieser Ansatz auf quadratische Kontakte Ubertragen:
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gVvVAT

T 1) G3)

Tb:Too+

Das Modell von Ashby, Abulawi und Kong [135] behandelt die Massentemperatur sowie
die Blitztemperatur explizit fur das Stift-Scheibe-Tribometer. Neben den Eigenschaften
von Stift und Scheibe sowie charakteristischen Langenmafien wird auch die Einspannung
des Stiftes berticksichtigt. So stellt ein Faktor A.; den Anteil der Mantelfldche des Stiftes
dar, der von der Halterung umschlossen wird, wahrend ein weiterer Faktor [; den Abstand
zwischen Kontaktflache und Einspannung beschreibt. Das Modell umfasst eine Beziehung
zur Ermittlung der mittleren Massentemperatur
To=Tow + ¢ ﬁ (54)
1 2
Iy " Lo

mit den Langenmafien zur Beschreibung der Prifstandsgeometrie

ANy
Ly=04 + A, h (55)
und
] 12 " 2mna, 56
= —arctan
2b iy v (56)
AuRerdem wird ein Ansatz fur die Blitztemperatur
ukyv 1
AT =
f Ar ﬂ N ﬁ (57)
Lig Lo
vorgeschlagen. Darin ist
Fy+/1+ 12 p?
A = (58)
Oy1
die reale Kontaktflache und
] 7 " 2nta, 59
= —arctan
1f I v (59)
sowie
7 2mTa,
l,f = —=arctan (60)

v nv
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sind Langenmafe zur Beschreibung der Prufstandsgeometrie mit dem Radius eines zu-

sammenhdngenden Mikrokontaktbereichs

-1/2

Fy JTH1Z @2 /1\2
r=r (1— N ”)(r—l) +1 (61)
Aoy, TR

und dem Faktor 7, der angibt, wie oft eine Rauheitsspitze im Rahmen ihrer Lebensdauer

Uberstrichen werden kann.

Schlarb [136] geht davon aus, dass der Temperaturverlauf in einem Stift-Scheibe-Pruf-
stand als Funktion der Stiftlange in Anlehnung an die Berechnung einer Kuhlrippe als

Losung der Differentialgleichung

d2T
7= m? (T — T) (62)

mit einer Hyperbelfunktion

.cosh(nl(}'+-z))

Ty = Too + (Thhess — Too) cosh(my) -

mit dem Faktor
) U 64
o (64)

beschrieben werden kann. Dabei bezeichnet y die nicht eingespannte Lange des Grund-
korpers und U den Umfang der Kontaktflache. Weitere Parameter der Funktion werden
uber die Messung einer Temperatur Ty,ess, VOrzugsweise am Grundkorper mit einem ge-
ringen Abstand z von der Kontaktflache, sowie die Abschatzung des Warmeubergangs h;

vom Grundkorper zum Umgebungsmedium ermittelt.

Fir den konkreten Anwendungsfall einer thermoplastischen Gleitlagerbuchse kann nach
Erhard und Strickle [9] die mittlere Lagertemperatur T;, anhand der Beziehung

318,3pvl*

=Tw+ 3513 L1361 (65)
>t B

berechnet werden. Darin ist D die Wandstarke der Lagerbuchse, B die Breite der Lager-

Ty,

buchse und a ein Korrekturfaktor fur den Einfluss der Gegenkdrperrauheit. Letzterer wird
von Erhard und Strickle lediglich fur einige konkrete Kombinationen von Rauheit und
Lagerwerkstoff tabellarisch angegeben, weshalb bei allen nachfolgenden Berechnungen
der Wert @« = 1 angenommen wird. Ausgehend von der mittleren Lagertemperatur kann

dann die Berechnung der mittleren Massentemperatur in Bereich der Gleitflache erfolgen:
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Iy
Tp = Too + (115 + =5) (T, = Tn) (66)

Warmeaufteilung

Zahlreiche Arbeiten setzen sich mit der Berechnung der Warmeaufteilung auseinander,
sei es als Teil der Berechnung von Kontakttemperaturen oder als isolierte Betrachtung.
Eine frihe Betrachtung stammt auch hier von Blok [126], der fur den Fall zweier sich
berlihrender ruhender Korper, in deren Kontaktflache sich eine Warmequelle befindet, die
Beziehung

A4
k =
A+ A,

(67)
herleitet. Fur den Fall hoher Gleitgeschwindigkeiten, gibt Blok erganzend die Gleichung

1 A, ,nvl

ﬁ Tvl
AN 8a,

(68)
1+

an, welche auf der Annahme basiert, dass die maximale Temperatur von Grund- und Ge-

genkorper identisch ist.

Jaeger [127] nutzt fur den Fall geringer Geschwindigkeiten ebenfalls Gleichung (67). Fur
hohe Geschwindigkeiten gelangt Jaeger unter der Annahme, dass die mittleren Kontakt-

temperaturen beider Kontaktpartner identisch sind, zu der Beziehung

A, Vv
k=1- 2 , (69)
1,125 A, Vaz + 4, Vv

aus welcher wiederum die Gleichung (37) folgt.
Charron [137] schlagt den Ansatz
_ VA1 p1 €6y
VA picr+4/Azp2 ¢,

vor, in dem die Warmeaufteilung als Verhaltnis der Warmeeindringkoeffizienten von

(70)

Grund- und Gegenkorper ausgedruckt ist.

Newcomb [138] betrachtet die Warmeaufteilung in Bremssystemen. Da der Bremsbelag
hier typischerweise kleiner ist als die Laufflaiche des Gegenkdrpers, geht in den von

Newcomb vorgeschlagenen Warmeaufteilungskoeffizienten
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Kk = As /A1 p1 0
AsyJA1p1c1+ AL\ Az p2 02

das Verhaltnis der Flacheninhalte von scheinbarer Kontaktflache A und Laufflache A,

(71)

ein. Der Ansatz ist auf zahlreiche weitere tribologische Systeme Ubertragbar, in denen
sich zu jedem Zeitpunkt nur ein Teil der Laufflache des Gegenkdrpers in Kontakt mit dem
Grundkorper befindet.

Hasselgruber [139] beschreibt die Warmeaufteilung von Kupplungen mit der Beziehung

d
K = 161vVay (72)
d; c;Va; +dy cxVa,

und berucksichtigt dabei die Dicke des Grundkorpers d; und des Gegenkorpers d,, um

Sattigungseffekte zu erfassen.

Chichinadze [140] (zitiert nach [141]) verwendet den sehr ahnlichen Ansatz

Vicia
Kk = 101V , (73)
Vicivas + V5 cp4/a,

in welchem anstelle der Dicken von Grund- und Gegenkdorper deren Volumina V; bzw. V,

betrachtet werden.

Die vorstehende Literaturtbersicht ist nicht erschopfend, sondern beschrankt sich auf
stark rezipierte Ansatze. Angesichts der Vielzahl an veroffentlichten Modellen fir die ana-
lytische Berechnung von Warmeaufteilung und Kontakttemperaturen erscheint es not-
wendig, deren Eignung fur konkrete Systeme jeweils gesondert zu Uberprifen. Dies gilt
besonders fur kunststoffbasierte Systeme, da die Validierung der Ansatze in der Literatur
in den meisten Fallen anhand von Versuchen mit metallischen und keramischen Gleit-
partnern vorgenommen wird. Zwar ist eine Ubertragbarkeit grundsatzlich naheliegend,
da den Berechnungsansatzen physikalische Uberlegungen zugrunde liegen, jedoch sind
die Auswirkungen der recht unterschiedlichen Annahmen und Vereinfachungen, auf wel-

chen die Modelle basieren, schwerlich abzuschatzen.

3.2.2.2 Numerische Modellierung

Aus der Einfachheit der analytischen Modelle resultieren mehrere Nachteile. So wird ihre
Vorhersagegenauigkeit durch die notwendigen Vereinfachungen eingeschrankt. Aufder-
dem ist das Ergebnis der Berechnungen ein einzelner Wert, beispielsweise eine mittlere
Kontakttemperatur oder die Temperatur an einem einzelnen Punkt der Kontaktflache,

oder im Falle der Berechnung nach Schlarb [136] ein eindimensionaler Temperaturverlauf
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auf der Lotstrecke zwischen dem Temperaturmesspunkt und der Auf3enkante der Kon-
taktflache. Fur ein tiefgehendes Systemverstandnis ist jedoch die Kenntnis der raumli-
chen Temperaturverteilung erforderlich. Deren Berechnung kann durch numerische Si-

mulationen erfolgen.

Mehrere Arbeiten haben sich bereits mit Ansatzen fur die numerische Berechnung von
Temperaturfeldern in kunststoffbasierten tribologischen Systemen befasst. So stellen
Konya et al. [17], Flock [18] und Kennedy et al. [19] Modelle vor, die den Stift-Scheibe-
Versuchsaufbau nachbilden. Dabei betrachten Kénya und Flock die Werkstoffpaarung
PEEK gegen Stahl, Kennedy hingegen ultrahochmolekulares Polyethylen (Ultra high
molecular weight polyethylene, UHMWPE) gegen Stahl sowie UHMWPE gegen Zirkonium.
Daubner et al. [48] sowie Frolich et al. [142] untersuchen den Warmehaushalt an Fluor-
elastomer-Radialwellendichtringen. Ein thermomechanisches Modell fir eine Paarung
aus zwei PEEK-Zahnradern wurde von Doll et al. erarbeitet [143,144].

Allen erwahnten Arbeiten ist gemein, dass die Warmeaufteilung zwischen den Gleitpart-
nern einen zentralen Aspekt der Modellbildung darstellt. Kénya et al., Kennedy et al. und
Daubner nutzen analytische Ansatze zur Ermittlung des Warmeaufteilungskoeffizienten.
Flock fihrt hingegen jeweils getrennte Berechnungen fur die beiden Kérper durch und
nimmt an, dass in jeden Kontaktpartner jeweils die gesamte Reibungswarme eingeleitet
wird, was zwangsldufig zu einer Uberschatzung der im System vorliegenden Temperatu-
ren fuhren muss. Frolich ermittelt die Kontakttemperatur anhand einer empirischen Kor-
relation und gibt diese als isotherme Randbedingung an der Kontaktflache zwischen
Welle und Dichtlippe vor. In diesem Fall ergibt sich also nicht die Kontakttemperatur aus
dem Warmehaushalt, sondern die vorliegenden Warmestrome folgen aus der vorgegebe-
nen Kontakttemperatur. Doll teilt die Reibungswarme zu gleichen Teilen auf beide Kon-
taktpartner auf, da eine werkstoffgleiche PEEK-PEEK-Paarung vorliegt. Zusatzlich bertck-
sichtigt Doll Warmefreisetzung infolge viskoelastischer Deformationen. In allen Fallen ist
zu erwarten, dass die Qualitat der Modellbildung wesentlich davon abhangt, in welchem

Mafe die getroffenen Annahmen hinsichtlich der Warmeaufteilung zutreffend sind.

3.3 Werkstoffeigenschaften hybrider Tribocompounds

Ein wichtiger Aspekt bei der Modellbildung und Simulation von thermischen und thermo-
mechanischen Vorgangen in tribologischen Systemen ist die Verfligbarkeit geeigneter
Materialmodelle, die das Werkstoffverhalten der in Abschnitt 3.1.4.2 beschriebenen hyb-
riden Tribocompounds in angemessener Naherung beschreiben. Die bendtigten Werk-
stoffeigenschaften konnen experimentell ermittelt werden, was jedoch oftmals kosten-
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und zeitintensiv ist. Eine Alternative ist die Verwendung von Homogenisierungsmetho-
den, mithilfe derer die effektiven Eigenschaften eines mehrphasigen Werkstoffes aus den

Eigenschaften seiner einzelnen Komponenten berechnet werden konnen.

Die erste derartige Methode, welche weithin zu Bekanntheit gelangte, wurde von Maxwell
fur die elektrische Leitfahigkeit entwickelt. Er betrachtete spharische Einschlusse in einer
Matrix und leitete fur diese Konfiguration eine analytische Mischungsregel her [145]. Ray-
leigh diskutierte ebenfalls die Auswirkung spharischer Einschlisse, jedoch unter gering-
fugig unterschiedlichen Annahmen und erarbeitete eine Mischungsregel, welche der von
Maxwell sehr ahnlich ist. Daruber hinaus stellte Rayleigh eine Beziehung fir die thermi-
sche und elektrische Leitfahigkeit eines Werkstoffs mit zylindrischen Einschlissen, was
als Abstraktion eines kontinuierlich unidirektional faserverstarkten Kunststoffs aufgefasst
werden kann [146]. Halpin und Tsai entwickelten ein komplexeres Modell fur die Ermitt-
lung von Elastizitatskenngrofden von faser- und partikelverstarkten Verbundwerkstoffen.
Dabei berucksichtigen sie die Geometrie der Fullstoffe und die Beanspruchungsart [147].
Lewis und Nielsen erweiterten die Halpin-Tsai-Mischungsregel, indem sie den theoretisch
maximal moglichen Fullstoffvolumengehalt vy 4, in die Gleichungen einfiihrten. Den
Einfluss der Fillstoffgeometrie driicken Lewis und Nielsen durch einen Faktor ¢ aus, der
vom Konzept der intrinsischen Viskositat abgeleitet ist. Das resultierende, populare Mo-
dell eignet sich sowohl fur die Berechnung der Warmeleitfahigkeit [148,149] als auch fur
die Berechnung elastischer und viskoelastischer Moduln [150,151]. Die gesuchte Eigen-

schaft X, des Verbunds wird anhand der Beziehung

1+dyvy

X, =Xp——-L
¢ "1-y0uv (74)
mit
1—v
0 =1+v, — 0% (75)
vf,max
und
X
71
m
y = 76
% (76)
Xm

aus den Eigenschaften der Matrix X, und des Fillstoffs X, mit dem Fillstoffvolumenge-

halt vy ermittelt. Ein weiteres Modell fir die Warmeleitfahigkeit wurde von Agari et al.
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vorgeschlagen. Dieses berucksichtigt die Fullstoffgeometrie jedoch nicht und nutzt meh-
rere Parameter, die fur jeden Fullstoff empirisch ermittelt werden missen [152]. Alle vor-

stehend erwahnten Mischungsregeln wurden flir zweiphasige Werkstoffe entwickelt.

Weisen Full- und Verstarkungsstoffe ein ausgepragtes Aspektverhaltnis auf, muss auch
deren prozessbedingte Orientierung innerhalb des Verbunds berucksichtigt werden. Ein
typisches Beispiel hierfur sind kurzfaserverstarkte Formteile, die im SpritzgieRverfahren
gefertigt werden. Deren Aufbau wird oftmals vereinfachend durch drei Zonen beschrie-
ben, die entlang der Dickenrichtung (im Folgenden als Richtung 3 bezeichnet) des Form-
teils aufeinanderfolgen und aufgrund der lokalen Stromungsverhaltnisse in der Schmelze
unterschiedliche Faserorientierungen aufweisen, Abbildung 7. In den Randbereichen
nahe den Wanden der Kavitat richten sich die Fasern entlang der Einspritzrichtung (Rich-
tung 1) aus, da dort eine ausgepragte Scherstromung vorliegt. Im Kernbereich hingegen
treten aufgrund des geringen Geschwindigkeitsgradienten keine nennenswerten Scher-
spannungen auf, sodass die Dehnstromung der sich ausbreitenden Schmelzefront zu einer
Orientierung der Fasern senkrecht zur Einspritzrichtung (Richtung 2) fuhrt [153]. Es sei
darauf hingewiesen, dass in der Literatur auch Modellvorstellungen mit einer grofieren
Anzahl abgrenzbarer Schichten vertreten werden [154,155]. Bei der Fertigung von Form-
teilen mittels anderer urformender Verfahren ist ebenfalls mit einer den jeweiligen Flief3-

bedingungen entsprechenden Faserausrichtung zu rechnen.

Einspritzrichtung

Abbildung 7: Infolge von Dehn- und Scherstromungen wahrend des Einspritzvorgangs

(Links) kommt es zu einer Ausrichtung der Verstarkungsfasern (rechts).

Eine Mdglichkeit zur Beschreibung der Faserorientierung stellen Orientierungstensoren
dar. Advani und Tucker definieren hierzu einen Einheitsvektor e entlang der Faserlangs-
achse. Der Orientierungstensor O kann dann errechnet werden, indem das dyadische Pro-
dukt von e, gewichtet mit einer Verteilungsfunktion fir die Faserorientierung ¢(e), liber
samtliche moglichen Richtungen integriert wird [156]:

0;; = % e; ejp(e)de (77)

Fir eine Menge von N diskreten Fasern kann der Orientierungstensor als
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1
o ZN; ey ® ey (78)

ausgedruckt werden. Die Diagonalelemente 0,4, 0,, und 035 des Orientierungstensors
konnen als Maf3 fur die Orientierungsanteile in 1-, 2- und 3-Richtung interpretiert werden.

Ihre Summe betragt 1.

Fur die Homogenisierung von Eigenschaften kurzfaserverstarkter Kunststoffe existieren
diverse Methoden [157-161], die im Vergleich zu den zuvor erwdahnten Mischungsregeln
ungleich aufwendiger sind. Schubert leitete basierend auf geometrischen Uberlegungen
ein einfaches Modell fur die elektrische Leitfahigkeit, elastische Moduln sowie die Visko-
sitat unter Berucksichtigung des Faserorientierung her [162,163]. Einen alternativen An-
satz verfolgen Ecke et al,, indem sie die Lewis-Nielsen-Mischungsregel um eine Moglich-
keit erweitern, den Geometriefaktor ¢ unter Verwendung eines Orientierungstensors zu
berechnen. Hierzu wird zwischen dem Wert fir unidirektional orientierte Fasern parallel

zur betrachteten Richtung

2l 79)
(“ - d
und orthogonal zur betrachteten Richtung
¢, =05 (80)
interpoliert, indem diese mit dem quadrierten Diagonalelement des Orientierungstensors

fur die jeweilige Richtung gewichtet werden:

& =410y + (. (1 - 0y)? (81)
Die Warmeleitfahigkeit hybrider Compounds konnte unter Verwendung dieser modifizier-
ten Lewis-Nielsen-Mischungsregel in zufriedenstellender Naherung geschatzt werden,
indem ihre einzelnen Komponenten nacheinander, beginnend mit den kleinsten, mit der

Matrix homogenisiert wurden, Abbildung 8 [164].



Stand der Forschung

37

Kunststoff-
matrix

Submikro-
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Hybrid 1

Abbildung 8:
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+
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Hybrides
Compound

Kaskadenartige Homogenisierung eines hybriden Tribocompounds (modi-

fiziert nach [164]). Fur partikelformige Flllstoffe wird die konventionelle

Lewis-Nielsen-Mischungsregel (LN) genutzt, fur Verstarkungsfasern die

modifizierte Lewis-Nielsen-Mischungsregel (mLN).
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4 Material und Methoden

4.1 Material

4.1.1 Werkstoffauswahl

Als Werkstoffe fur die nachfolgenden Untersuchungen wurden mehrere Compounds auf
Basis von PEEK festgelegt. Die Formulierungen sind in Tabelle 4 dargestellt. PEEK wurde
als Matrix ausgewahlt, da es gute mechanische und tribologische Eigenschaften und eine
hohe Einsatztemperaturgrenze mit der Moglichkeit zur effizienten thermoplastischen
Verarbeitung verbindet und daher als Werkstoff flr anspruchsvolle tribologische Anwen-
dungen weite Verbreitung gefunden hat [54,76]. Unter der Bezeichnung PEEK-1 wurde
ein ungefulltes PEEK (Vestakeep 2000G, Evonik Operations GmbH, Marl) untersucht. Bei
PEEK-2 handelt es sich um ein Compound, das mit Kohlenstoffkurzfasern (SIGRAFIL C30,
SGL Carbon SE, Wiesbaden) verstarkt ist. PEEK-3 enthalt daruber hinaus Graphit (RGC39A,
Superior Graphite Europe Ltd., Sundsvall, Schweden) sowie submikroskalige Partikel aus
Titandioxid (KRONOS 2310, KRONOS TITAN GmbH, Leverkusen) und Zinksulfid (Venator
Germany GmbH, Duisburg) und entspricht damit der von Oster [90] empfohlenen Zusam-
mensetzung. In PEEK-4 ist kein internes Schmiermittel enthalten, stattdessen ist der Fa-
sergehalt gegenuber PEEK-3 erhoht und ein Teil der TiO;- und ZnS-Partikel durch SiO,-
Nanopartikel (AEROSIL R 9200, Evonik Operations GmbH, Hanau) ersetzt. Fur diese Full-
stoffkombination ist mit einer PBT-Matrix eine hohe tribologische Leistungsfahigkeit
nachgewiesen worden [165]. Bei ausgewahlten Versuchen wurde aufierdem das kommer-
ziell verfuigbare Tribocompound Ketron HPV (Mitsubishi Chemical Advanced Materials,
Tielt, Belgien) genutzt. Dieses enthalt je 10 Gew.-% SCF, Graphit und PTFE und entspricht
somit einer in Abschnitt 3.1.4.2 vorgestellten, gebrauchlichen Formulierung. Es wird im
Folgenden als PEEK-5 bezeichnet.

Tabelle 4:  Zusammensetzung der untersuchten Werkstoffe

PEEK SCF Graphit PTFE TiO, ZnS SiO,
Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-% Gew.-%

PEEK-1 100 0 0 0 0 0 0
PEEK-2 90 10 0 0 0 0 0
PEEK-3 60 10 10 0 10 10 0
PEEK-4 60,5 18,7 0 0 5,2 5,2 10,4

PEEK-5 70 10 10 10 0 0 0
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Temperaturabhangige Daten fur die Dichte von PEEK-1 wurden vom Hersteller zur Ver-
fugung gestellt und sind in Anhang B gelistet. Dichte und Warmeleitfahigkeit der verwen-
deten Full- und Verstarkungsstoffe werden als temperaturunabhangig angenommen und

sind in Tabelle 5 aufgeflhrt.

Tabelle 5:  Dichte und Warmeleitfahigkeit der verwendeten Fill- und Verstarkungs-
stoffe. Blau: Werte aus Datenblattern der Hersteller. Rot: Daten geschatzt
auf der Grundlage typischer Wertebereiche.

Dichte  Warmeleitfahigkeit

kgm WmtK
SCF 1800 17
Graphit 2250 142
TiO: 4000 11
ZnS 4000 17
SiO; 2000 1

4.1.2 Verarbeitung

Die Werkstoffe PEEK-2 bis -4 wurden auf einem gleichlaufigen Doppelschneckenextruder
(ZSE 18 MAXX, Leistritz Extrusionstechnik GmbH, Nurnberg) compoundiert. Dabei wurden
zunachst Masterbatches der einzelnen Fullstoffe hergestellt und diese danach in einem
zweiten Compoundierschritt im entsprechenden Verhaltnis gemischt und verdunnt. Die-
ses Vorgehen fuhrt zu einer besseren Dispergierung der Fillstoffe [166]. Die Granulate
wurden mittels einer Spritzgiefmaschine (victory 200/80 spex, ENGEL AUSTRIA GmbH,
Schwertberg, Osterreich) zu Platten mit Abmessungen von 50 mm x 50 mm x 4 mm ver-
arbeitet. Dabei kam ein Zweikavitatenwerkzeug mit Bandanguss zum Einsatz. Die wesent-

lichen Prozessparameter bei der Verarbeitung sind in Tabelle 6 und Tabelle 7 dargestellt.

Tabelle 6:  Verarbeitungsbedingungen bei der Compoundierung
Drehzahl Temperaturen (Reihenfolge von Einzug zu Werkzeug)
min?t °C
165 380/385/390/390/390/390/390/390/390/390

Tabelle 7:  Verarbeitungsbedingungen beim Spritzgief3en

Einspritzgeschwindigkeit Zylindertemperaturen Werkzeugtemperatur
(Reihenfolge von Einzug zu Duse)
cm?st °C °C

30 385/390/395/395 195
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4.2 Physikalisch-thermische Werkstoffcharakterisierung

Die Dichten der Compounds p,. in Abhangigkeit von der Temperatur wurde aus der Dichte
von PEEK-1 (Anhang B) und den Dichten der Einzelkomponenten (Tabelle 7) anhand der
gelaufigen Mischungsregel

Pc = Z Vi Pi (82)

i

berechnet.

Die spezifischen Warmekapazitaten der Compounds wurden mittels quasiisothermer mo-
dulierter dynamischer Differenzkalorimetrie (differential scanning calorimetry, DSC) an
jeweils drei Proben bestimmt. Das verwendete Kalorimeter (Q20, TA Instruments, New
Castle, Delaware, USA) war dabei auf eine Modulationsamplitude von 0,8 °C und eine Mo-
dulationsfrequenz von 0,01 Hz eingestellt. Zuvor wurde die Temperaturmessung an einer
Indiumprobe und die Messung der reversierenden Warmekapazitat an einer Saphirprobe
kalibriert. Die Probengewichte lagen bei 5 mg fir das ungefullte PEEK-1 sowie bei 10 mg

fur die Compounds und wurden im Zentrum der spritzgegossenen Platten entnommen.

Die Temperaturleitfahigkeit von PEEK-1 wurde mit einer Laserflash-Anlage (LFA 447 Na-
noflash, NETZSCH-Geratebau GmbH, Selb) gemessen. Ein rondenformiger Prufkérper wur-
den dazu aus der Mitte einer spritzgegossenen Platte entnommen. Die Entnahmeposition

ist in Anhang C dargestellt. Die Messung wurde einundzwanzigfach durchgefuhrt.

Aus Dichte, spezifischer Warmekapazitat und Temperaturleitfahigkeit wurde anhand von
Gleichung (5) die Warmeleitfahigkeit von PEEK-1 berechnet. Die Warmeleitfahigkeiten
der Compounds wurden anschlief3end mit der modifizierten Lewis-Nielsen-Mischungsre-
gel unter Verwendung der Werte fur die Flllstoffe aus Tabelle 5 ermittelt. Als Vergleichs-
werte wurden zusatzlich die isotropen Warmeleitfahigkeiten anhand der konventionellen

Lewis-Nielsen-Mischungsregel berechnet.

4.3 Mechanische Werkstoffcharakterisierung

Zur Bestimmung der Elastizitatsmoduln und Zugfestigkeiten wurden Zugversuche nach
DIN EN ISO 527-2/1BB/1 auf einer Universalprufmaschine (RetroLine Z010, Zwick GmbH
& Co. KG, Ulm) durchgefuhrt. Die Entnahmepositionen fur die Prufkorper in den Richtun-
gen 1 und 2 sind in Anhang C dargestellt.
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4.4 Tribologische Werkstoffcharakterisierung

Das tribologische Verhalten der Werkstoffe wurde auf vier unterschiedlichen Prufstanden
untersucht, welche die tribologischen Prifkategorien IV, V und VI (Tabelle 1) abbilden.

4.4.1 Block-on-Ring-Versuch

Modellversuche der Prufkategorie VI wurden auf einem Block-on-Ring-Tribometer
durchgefihrt. Dazu wurden rechteckige Grundkorper (Block) mit Kantenlangen von 4 mm
x 4mm x 10 mm aus den spritzgegossenen Platten spanend so entnhommen, dass die
Laufflachen der Grundkdrper mit Abmessungen von 4mm x 4mm jeweils zur Halfte
senkrecht zur Richtung 1 (Langsproben) und zur Richtung 2 (Querproben) orientiert sind.
Die Entnahmepositionen sind in Anhang C abgebildet. Die Gleitrichtung des
Gegenkorpers ist in beiden Fallen die Dickenrichtung 3. Bei den Versuchen wurden die
Grundkorper radial gegen rotierende Walzlagerinnenringe (IR50X60X25, Schaeffler
Technologies AG & Co. KG, Herzogenaurach) aus 100Cr6 mit einem Aufiendurchmesser
von 60 mm und einem Mittenrauwert von R, =0,2 pm gepresst. Die Normalkraft wurde
durch mit Gewichten belastete Hebel aufgebracht. Der Aufbau des Tribometers ist in
Abbildung 9 schematisch dargestellt. Es verfugt Uber vier Messstellen, wobei jeweils zwei
Stahl-Gegenkorper auf einer gemeinsamen Welle montiert sind. Die beiden Wellen sind
an gegenuberliegenden Seiten eines Getriebes an Abtriebszapfen montiert. Normal- und
Reibungskraft werden versuchsparallel mit einem biaxialen Kraftaufnehmer (RKS-151,
RIEGER Sensortechnik GmbH, Rheinmunster) gemessen und daraus gemaf Gleichung (1)
der Reibungskoeffizient ermittelt. Das Gewicht der Grundkorper wurde vor und nach dem
Versuch auf einer Analysenwaage (ABT 120-5DM, KERN & SOHN GmbH, Balingen)
gemessen und aus der Differenz der Verschleif3koeffizient gemafl Gleichung (3)
berechnet. An jeder Prufstelle wurde zudem die Oberflachentemperatur des Grundkorpers
1,5mm oberhalb der Kontaktflache mit einem Pyrometer (CT-SF02-C3, Micro-Epsilon
Messtechnik GmbH & Co. KG, Ortenburg) gemessen. Der Emissionsgrad der Stifte wurde
zuvor durch Referenzmessungen bei 100 °C bestimmt. Er betragt fur alle drei
betrachteten Kunststoffe 0,97. Bei den Versuchen mit dem Werkstoff PEEK-2 wurden
zusatzlich mit einer Warmebildkamera (Pl 640, Optris GmbH, Berlin) Aufnahmen des
Prufstands aufgezeichnet. Hierfur wurden die Welle — mit Ausnahme der Gegenkorper -
sowie die Hebelarme oberhalb der Kraftaufnehmer mit mattschwarzem Spriuhlack
beschichtet, wodurch ebenfalls ein Emissionsgrad von 0,97 erzielt wurde. Die Werkstoffe
wurden bei trockener Reibung unter den in Tabelle 8 genannten sechs unterschiedlichen

Kombinationen von Pressung und Gleitgeschwindigkeit gepruft. Vor dem Versuchsbeginn
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wurden die Grundkorper eingeschliffen, um ihre Laufflaiche an die Krimmung des
Gegenkorperrings anzupassen. Fur jeden Werkstoff wurden vier Proben pro
Lastkombination gleichzeitig untersucht. Erganzend wurden Versuche unter den gleichen
Lastbedingungen durchgefihrt, bei denen jedoch nur die beiden inneren Prufstellen mit
Prufkérpern bestuckt wurden, sodass eine gegenseitige thermische Beeinflussung

zwischen den gemeinsam auf einer Welle angeordneten Prufstellen ausgeschlossen war.

Abbildung 9: Block-on-Ring-Tribometer, schematische Darstellung (1: Block; 2:Ring;
3: Kraftaufnehmer; 4: Getriebe) [124]

Tabelle 8:  Lastkombinationen im Block-on-Ring-Versuch

Lastkombinationen

Pressung, MPa 1 1 3 1 5 3
Geschwindigkeit, ms 1 2 1 4 1 2
pv-Wert, MPam s 1 2 3 4 5 6

Um das temperaturabhangige tribologische Verhalten bei ansonsten konstanten Lastbe-
dingungen zu untersuchen, wurden aufRerdem Versuche durchgefihrt, bei denen der Ge-
genkdrper mit einem Induktionsheizgerat (Power Cube 32/900, C.E.I.A. SpA, Viciomaggio,
Italien) gezielt erwdarmt wurde. Bei diesen Versuchen wurde der Prufstand zundchst so
lange ohne Beheizung betrieben, bis ein stationarer tribologischer Zustand vorlag. War
dieser erreicht, wurde die Beheizung zugeschaltet und der Gegenkdrper mit einer Heizrate
von 1 °Cmin? bis auf eine Temperatur von 220 °C erwarmt. Diese Versuche wurden je-

weils einmal wiederholt.

4.4.2 Stift-Scheibe-Versuch

Weitere Modellversuche, die ebenfalls der Prufkategorie VI zuzuordnen sind, wurden auf
einem Stift-Scheibe-Tribometer (Eigenbau auf Basis eines Gestells der Wazau GmbH, Ber-
lin) durchgeflhrt. Die Grundkorper hatten mit 4 mm x 4 mm x 10 mm die gleichen Mafie

wie im Block-on-Ring-Versuch und wurden an den gleichen Positionen entnommen. Sie
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wurden pneumatisch gegen eine rotierende Axiallagerscheibe (LS2542, Schaeffler Tech-
nologies AG & Co. KG, Herzogenaurach) aus 100Cr6 mit einem mittleren Laufbahndurch-
messer von 32 mm und einem Mittenrauwert von R, =0,2 um gepresst. Abbildung 10 zeigt
diesen Versuchsaufbau. Das Stift-Scheibe-Tribometer verfugt lediglich Uber eine Pruf-
stelle. Normal- und Reibungskraft wurden mit einem biaxialen Kraftaufnehmer
(M-1191XY, Tensometric Messtechnik GmbH, Wuppertal) aufgezeichnet. Daneben wurde
auch die VerschleifRhohe uber die Versuchsdauer hinweg mit einem optischen Wegauf-
nehmer (IFS2402-4, Micro-Epsilon Messtechnik GmbH & Co. KG, Ortenburg) gemessen.
Die Oberflachentemperatur des Grundkorpers wurde wie auch im Block-on-Ring-Versuch
an einem Messpunkt in 1,5 mm Entfernung von der Kontaktflache mit einem Pyrometer
(CTlaser LT, Optris GmbH, Berlin) erfasst. Bei den Versuchen mit PEEK-2 wurden zusatz-
lich Warmebildaufnahmen des Prufstands aufgezeichnet. Hierfur wurden der Probenhal-
ter, die Halterung des Kraftaufnehmers und der obere Wellenabsatz mit mattschwarzem
Spruhlack beschichtet. Gepruft wurden pro Werkstoff drei Proben bei trockener Reibung

unter den in Tabelle 8 aufgefuhrten Lastbedingungen.

Abbildung 10: Stift-Scheibe-Tribometer, fotografische und schematische Darstellung
(1: Stift; 2: Scheibe; 3:Probenhalter; 4: Kraftaufnehmer; 5: Temperatur-
sensor) [124]

Um die tribologischen Eigenschaften der Compounds Uber einen breiten Lastbereich hin-
weg zu charakterisieren, wurde zusatzlich fur jeden Werkstoff eine Versuchsreihe durch-
gefuhrt, in der 30 zufdllig ausgewahlte Laststufen im Bereich von 0,5 MPa bis 8 MPa und
von 0,5ms™ bis 4 ms* durchlaufen wurden. Nach dem Erreichen eines stationaren tribo-
logischen Zustands wurde dabei automatisch auf die nachfolgende Laststufe umgeschal-
tet. Diese Strategie zur effizienten tribologischen Versuchsfuhrung wurde von Schlarb et
al. vorgestellt [167].
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4.4.3 Bended-Plate-on-Ring-Versuch

Eine gegenuber den Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Versuchen starker anwendungsori-
entierte Prufkonfiguration wurde mit dem Bended-Plate-on-Ring-Tribometer untersucht.
Der Grundkorper bestand dabei aus einer Kunststoffbeschichtung, die auf einem Alumi-
niumsubstrat mit einem von Bayerl et al. [35] entwickelten Warmeimpulsschweifsverfah-
ren aufgetragen wurde. Die Dicke des Substrats betrug 1 mm, die der Beschichtung
0,2 mm. Die beschichteten Substrate wurden anschliefiend in U-formige Schalen mit ei-
nem Innendurchmesser von 25 mm und einer Breite von 16 mm umgeformt. Durch diese
Formgebung ahnelt das Prufsystem einem Verbundgleitlager [36] und ist somit der Pruf-
kategorie V zuzuordnen. Der Prufstand ist in Abbildung 11 dargestellt. Die U-formigen
Schalen werden in einen Probenhalter eingelegt, welcher in einem Walzlager drehbar
gelagert ist. Die Normalkraft wird aufgebracht, indem der gesamte Lagerbock, in dem sich
der Probenhalter befindet, uber einen Hebelmechanismus (in Abbildung 11 nicht darge-
stellt) nach oben gezogen wird. Durch die Rotation des Gegenkdrpers, einem Walzlager-
innenring (IR20X25X26,5, Schaeffler Technologies AG & Co. KG, Herzogenaurach) aus
100Cr6 mit einem Aufiendurchmesser von 25mm und einem Mittenrauwert von
R, =0,2 um, wird infolge der Reibung zwischen Grund- und Gegenkorper ein Drehmoment
auf den Halter ausgeubt. Die Rotation des Halters wird durch einen Kraftaufnehmer (Typ
8511-5500, Burster Prazisionsmesstechnik GmbH & Co. KG) behindert, der somit die Rei-
bungskraft misst, wobei die unterschiedlichen Abstande der Kontaktflache sowie des
Kraftangriffspunktes am Kraftaufnehmer von der Rotationsachse berucksichtigt werden.
Der Verschleif3betrag wird wie beim Block-on-Ring-Versuch gravimetrisch ermittelt. Die
Temperatur wurde zwischen dem Substrat und dem Probenhalter an zwei um 90° ver-
setzten Positionen mit einem Typ-K-Thermoelement gemessen. Zusatzlich wurden mit
zwei Pyrometern (CT-SF02-C3, Micro-Epsilon Messtechnik GmbH & Co. KG, Ortenburg)
die Temperaturen des Lagerbocks aufgezeichnet. Aufgrund der groRen Kontaktflache sind
die fur das Erreichen einer vorgegebenen Flachenpressung bendtigten Normalkrafte ver-
gleichsweise hoch. Die Welle ist daher mit einem Stehlager abgestltzt. Aus der grofien
Kontaktflache resultiert zudem eine hohe absolute Warmefreisetzung, sodass nur bei den
in Tabelle 9 aufgefuhrten niedrigen Lastbedingungen gepruft werden konnte, da bei ho-
heren Lasten die Beschichtung innerhalb von Minuten infolge von Fliefien vollstandig

zerstort wurde.
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Abbildung 11: Bended-Plate-on-Ring-Tribometer, schematische Darstellung (1: Kunst-
stoffbeschichtung; 2: Aluminiumsubstrat; 3: Probenhalter; 4: Walzlager;
5: Getriebe; 6: Lagerbock; 7: Stehlager)

Tabelle 9:  Lastkombinationen im Bended-Plate-on-Ring-Versuch

Lastkombinationen

Pressung, MPa 0,5 1
Geschwindigkeit, ms 1 1
pv-Wert, MPam s 0,5 1

4.4.4 Gleitlagerversuch

Um auch die tribologische Prufkategorie IV abzubilden, welche die Prifung unveranderter
Bauteile beinhaltet, wurden kommerzielle, gedrehte Gleitlager aus ungefilltem PEEK und
aus dem kommerziellen Compound PEEK-5 gepruft. Die Gleitlager hatten einen
Innendurchmesser von 30 mm, einen Aufiendurchmesser von 34 mm und eine Lagerbreite
von 20 mm. Den hierzu verwendeten Prifstand, der analog zum Bended-Plate-on-Ring-
Prufstand aufgebaut ist, zeigt Abbildung 12. Die Gleitlager werden in einen Probenhalter
eingepresst, welcher in einem Walzlager drehbar gelagert ist. Die Normalkraft wird
aufgebracht, indem der Lagerbock von einem Pneumatikzylinder Uber einen
Hebelmechanismus (in Abbildung 12 nicht dargestellt) nach oben gezogen wird. Als
Gegenkorper wurden Walzlagerinnenringe (IR25X30X26,5, Schaeffler Technologies AG &
Co. KG, Herzogenaurach) aus 100Cr6 mit einem Aufiendurchmesser von 30 mm und einem
Mittenrauwert von R,=0,2pum eingesetzt. Der Kraftaufnehmer fur die Messung der
Reibungskraft (Typ 8511-5500, Burster Prazisionsmesstechnik GmbH & Co. KG) greift, wie
auch beim Bended-Plate-on-Ring-Prifstand, am Probenhalter an. Der Verschleifbetrag
wurde gravimetrisch ermittelt. Die Temperatur an der auf’eren Mantelflache des

Gleitlagers wurde mit einem Typ-K-Thermoelement gemessen. Zusatzlich wurden bei
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einigen Versuchen mit der Warmebildkamera die Temperaturen der Welle unmittelbar
neben der Kontaktflache und am Lagerbock im Bereich der Linearlager aufgezeichnet.
Die Temperatur der Grundplatte, auf welcher die Uubrigen Komponenten montiert sind,
wurde mit einem Typ-K-Thermoelement gemessen. Die Gleitlager wurden unter den in

Tabelle 10 angegebenen Lastbedingungen gepruft.

Abbildung 12: Gleitlagerprufstand, schematische Darstellung (1: Gleitlager; 2: Walzlager;
3: Getriebe; 4: Lagerbock; 5: Rahmen; 6: Linearlager; 7: Stehlager)

Tabelle 10: Lastkombinationen im Gleitlagerversuch

Lastkombinationen

Pressung, MPa 0,17 0,17 0,5 0,5 1 1
Geschwindigkeit, ms 0,5 1 0,5 1 0,5 1
pv-Wert, MPam s 0,085 0,17 0,25 0,5 0,5 1

4.5 Morphologische Werkstoffcharakterisierung

Um die Faserorientierung in den spritzgegossenen Platten zu untersuchen, wurden Stifte
nach dem in Anhang C dargestellten Schema fir tribologische Proben entnommen. Die
Stifte wurden anschliefiend so in einem Epoxidharz (EpoFix, Struers GmbH, Willich) ein-
gebettet, geschliffen und poliert, dass jeweils die rechte Flanke (2-3-Ebene) der auf der
linken Plattenseite liegenden Langsproben und die untere Flanke (1-3-Ebene) der auf der
rechten Plattenseite liegenden Querproben unter dem Lichtmikroskop betrachtet werden
konnte. Auf Basis der lichtmikroskopischen Aufnahmen wurden dann mit einem Matlab-
Skript (modifiziert nach [168]) die Orientierungstensoren gemaf Gleichung (78) berech-

net. Da aufgrund der Symmetrie an aquivalenten Positionen der linken und rechten Plat-



Material und Methoden 47

tenseite jeweils gleiche Faserorientierungen zu erwarten sind, wurden die Ergebnisse die-
ser Proben gemittelt. Die Faserausrichtung in den Grundkorpern der Bended-Plate-on-
Ring-Versuche wurde ebenfalls nach dieser Methode untersucht. Dazu wurden die
Schliffe so angefertigt, dass die Probenmittelebene im Quer- und Radialschnitt betrachtet

werden konnte.

Die Laufflachen der Grund- und Gegenkorper aus den tribologischen Versuchen wurden
nach der tribologischen Beanspruchung mit einem Laser-Scanning-Mikroskop (VK-X1000,
Keyence Corporation, Osaka, Japan) hinsichtlich der VerschleiRerscheinungsformen und
der Transferfilmbildung untersucht. Erganzend wurden die Laufflachen der Grundkorper
mit einem Rasterelektronenmikroskop (SU8000, Hitachi High-Tech Corporation, Tokio, Ja-
pan) aufgenommen. Dabei wurde auch die Elementzusammensetzung mittels energiedis-

persiver Rontgenspektroskopie (energy dispersive X-ray spectroscopy, EDX) analysiert.

4.6 Simulation des Warmehaushalts

Aufgrund der in Abschnitt 3.2.2.2 erlauterten Unsicherheiten im Zusammenhang mit der
Modellierung der Warmeaufteilung zwischen Grund- und Gegenkodrper wurden in dieser
Arbeit zwei Strategien fir die thermische Simulation kunststoffbasierter tribologischer
Systeme verwendet, die kein a-priori-Wissen hinsichtlich der Warmeaufteilung erfordern.
Dies sind das Modell des isolierten Grundkorpers sowie die integrale Simulation. Beide
Modellierungsansdtze wurden vorab in [124] vorgestellt. Alle Modelle wurden in ANSYS

Mechanical (ANSYS, Inc., Canonsburg, Pennsylvania, USA) erstellt.

4.6.1 Modell des isolierten Grundkorpers

Eine Moglichkeit der Modellierung besteht darin, den Grundkorper isoliert zu betrachten.
An seinen Aufienflachen mussen geeignete Randbedingungen definiert werden, um die
Warmezu- und -abflusse zur Luft sowie in die angrenzenden Bauteile des Prifstands zu
beschreiben. Dieser Ansatz wurde in der vorliegenden Arbeit fur die Modellierung der
Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Prufkonfigurationen genutzt. Die Geometrien der ent-
sprechenden Grundkorper unterscheiden sich lediglich in der leichten Krimmung der
Kontaktflache beim Block-on-Ring-System gegenuber der flachen Kontaktflache des
Stift-Scheibe-Systems. Abbildung 13 zeigt exemplarisch das Stift-Scheibe-Modell. Der
Kontaktflache des Grundkorpers wird eine reibungsbedingte Warmestromdichte g, ent-
sprechend Gleichung (31) aufgepragt. Da diese, wie zuvor erldutert, nicht anhand eines
zuvor abgeschatzten Warmeaufteilungskoeffizienten bestimmt werden soll, wird eine ite-

rative Optimierung vorgenommen: Zu Beginn der Simulation wird ein Schatzwert fur ¢,



48 Material und Methoden

eingesetzt und die resultierende Temperaturverteilung im Grundkorper berechnet. An-
schlieRend wird die simulierte Temperatur am Messpunkt mit der im Experiment gemes-
senen Temperatur verglichen. Sofern eine Abweichung vorliegt, wird ¢, so lange syste-

matisch variiert, bis die Temperatur am Messpunkt in Experiment und Simulation Uber-

einstimmt.
Kontaktflache —&J a1
y
vV\> gp
7‘;74!

T~ Messpunkt

Einspannung SR VW\> gy
/ %@H

Abbildung 13: Modell des isolierten Grundkorpers mit Randbedingungen am Beispiel des
Stift-Scheibe-Systems (modifiziert nach [124])

Die in den Grundkorper eingeleitete Warme wird zunachst konduktiv transportiert. An den
nicht eingespannten Bereichen der Grundkorperoberflache findet ein Warmeubergang zur
Umgebungsluft statt. Die Nufdelt-Zahl fur die Berechnung der konvektiven War-
mestromdichte gp an der Probenoberflache kann, wie in Abschnitt 3.2.1.2 ausgeflhrt, Uber
den Ansatz von Gnielinski (Gleichungen (14) bis (16)) berechnet werden, der jedoch, wie
zuvor angemerkt, eine Anstromung mit konstanter Geschwindigkeit annimmt. Um die An-
wendbarkeit der Gleichungen von Gnielinski auf die in den Block-on-Ring- und Stift-
Scheibe-Systemen vorliegende Schleppstromung zu prifen, wurden vorab Simulationen
des Warmeubergangs vom Grundkorper an die stromende Luft mit Ansys AIM durchge-
fuhrt, Abbildung 14. Dazu wurde ein Grundkorper modelliert, der sich in einem durch-
stromten Kanal befindet, welcher die gleiche Lange aufweist wie die Laufbahn des Rings
beziehungsweise der Scheibe. Eine Seite des Kanals bewegt sich mit der Gleitgeschwin-
digkeit, sodass eine Schleppstromung entsteht. Ein- und Auslauf des Kanals sind mit pe-
riodischen Randbedingungen versehen, sodass die Turbulenzen, die sich auf der strom-
abwarts gelegenen Seite des Grundkorpers befinden, einen Einfluss auf die Anstromung
ausuben konnen. Die Warmeubergangskoeffizienten aus der Berechnung nach Gnielinski

(hjam, berechnet aus Nuy,pm; heurp, Derechnet aus Nug,y; hesr, berechnet aus Nug) sowie
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aus der Simulation (hg;,) sind in Tabelle 11 gegenubergestellt. Dabei sind auch Ergeb-
nisse aufgefuhrt, die aus der ausschliefilichen Betrachtung der laminaren Anteile der
Gnielinski-Gleichungen resultieren. Es wird ersichtlich, dass mit dem Ansatz von Gnie-
linski die Warmeubertragung systematisch Uberschatzt wird, insbesondere bei hoheren
Geschwindigkeiten. Eine deutliche Verbesserung der analytischen Abschatzung wird er-
reicht, indem nur der laminare Anteil berucksichtigt wird, sodass auf diese Weise eine
Ermittlung der Warmeubergangskoeffizienten auch durchgefuhrt werden kann, ohne not-
wendigerweise vorab Stromungssimulationen durchzufuhren. Die Werte aus dem lamina-

ren Gnielinski-Ansatz werden im Folgenden verwendet.

Abbildung 14: Simulation des Warmelbergangs am Grundkdrper bei einer Gleitge-

schwindigkeit von 4 ms* [124]. Die Anstromung des Grundkorpers erfolgt

von links unten.

Tabelle 11: Koeffizienten fur den Warmelbergang am Grundkorper, berechnet durch

Simulationen und nach dem Ansatz von Gnielinski

Block-on-Ring  Stift-Scheibe Berechnung nach Gnielinski
v Rsim Rsim hyam heurb hets
ms? Wm2K-1 Wm2K-1 Wm2K1? Wm2K? Wm2K-1
1 48,2 433 439 18 484
2 64,3 60,2 62,1 30,5 70,1

4 83,1 82,7 87,8 52 103
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Neben dem Warmeubergang an die Umgebungsluft muss auch die Warmeleitung aus dem
Grundkorper in den Probenhalter gy berlcksichtigt werden. Der Halter ist nicht geomet-
risch modelliert, sondern wird auf einen Warmeubergang reduziert. Die Warmebildauf-
nahmen zeigen, dass der Probenhalter jenseits des Kraftaufnehmers naherungsweise die
Umgebungstemperatur T,, aufweist (siehe Abschnitt 5.3.1 und 5.3.2). Die Bauteile von
den Klemmbacken unmittelbar am Grundkorper bis zum Kraftaufnehmer lassen sich als
eine Serie von thermischen Widerstanden auffassen. Der Gesamtwiderstand R der Rei-
henschaltung kann durch Addieren der Einzelwiderstande entsprechend Gleichung (7) be-
rechnet werden. Dieser kann dann anhand der Kontaktflache zwischen Grundkdorper und
Halterung Ay in einen Warmeubergangskoeffizienten uberfuhrt werden, wobei sich fur
die Einspannsituationen im Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-System Werte von
102Wm2K? bzw. 212,8 Wm2K ergeben. Die Rechenwege sind in Anhang D wiederge-

geben.

Die Vernetzung erfolgte mit hexaedrischen SOLID90-Elementen. Dabei handelt es sich
um hexagonale thermische Elemente mit je 20 Knoten. Als Elementkantenlange wurden
0,4 mm gewahlt, da Konvergenzstudien nahelegen, dass eine weitere Verkleinerung zu

keiner erheblichen Auswirkung auf das Ergebnis flhrt, Abbildung 15.
62,5

o 624
= 62,3

62,2

Maximale
Kontakttemperat
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Abbildung 15: Auswirkung der Elementkantenlange auf die berechnete maximale Kon-
takttemperatur am Beispiel von PEEK-3 bei 1 MPa und 4 m/s (modifiziert
nach [124])

4.6.2 Integrale Simulation

Das zuvor beschriebene Modell des isolierten Grundkdrpers bendétigt zwingend mindes-
tens eine gemessene Temperatur, um die iterative Anpassung zu ermdglichen. Eine an-
dere mogliche Herangehensweise an die Modellierung besteht darin, die den Grundkorper
umgebenden Prifstandsteile im Modell abzubilden. In diesem Fall kann die gesamte Rei-

bungswarme gg aus Gleichung (30) als Randbedingung aufgebracht werden, da sich die
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Warmeaufteilung aus den geometrischen Begebenheiten ergibt. Eine Temperaturmes-
sung ist fur die Durchfihrung der Simulation dann nicht mehr erforderlich, kann aber

gegebenenfalls zur Validierung herangezogen werden.

4.6.2.1 Block-on-Ring-System

Abbildung 16 zeigt das Integralmodell des Block-on-Ring-Prifstands. Neben Grund- und
Gegenkorpern sind auch die Probenhalterungen mitsamt den sich anschlieRenden Kraft-
aufnehmern sowie die Welle und das Getriebe Teil des Modells. Da im Integralmodell
auch die Welle enthalten ist, muss der Warmeubergang infolge erzwungener Konvektion
an der Welle gy in Form einer Randbedingung abgebildet werden. Um die in Abschnitt
3.2.1.2 aufgefihrten Ansatze fur den Warmeubergang an rotierenden Wellen hinsichtlich
ihrer Eignung zu evaluieren, wurde die mit einer Warmebildkamera erfasste Temperatur

der Wellenstirnseite mit der simulierten Temperatur abgeglichen (siehe Abschnitt 5.4.1).

Ts Te
Qg =&upv T%Z‘ % q =1-Yupv

Getriebe

1
qw
Tg
Abbildung 16: Integralmodell des Block-on-Ring-Prifstands mit Randbedingungen (mo-
difiziert nach [124])

Durch Untersuchungen mit der Warmebildkamera konnte festgestellt werden, dass die
Temperatur auf der Oberseite des Kraftaufnehmers naherungsweise der Umgebungstem-
peratur T, entspricht, welche daher als isotherme Randbedingung auf diese Flache auf-

gepragt wurde.

Die Welle wird von einem Getriebe angetrieben, das eine geschwindigkeitsabhdngige
Temperatur Tg annimmt. Diese wurde ebenfalls mithilfe der Warmebildkamera bei meh-
reren Versuchen ermittelt (siehe Abschnitt 5.3.1) und als isotherme Randbedingung auf-
gebracht.
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Um die Rechenzeiten kurz zu halten, werden in der vorliegenden Untersuchung fur die
Block-on-Ring-Konfiguration ausschliefilich stationare Simulationen durchgefihrt. Die
Rotation der Welle, einschliefslich des Gegenkorpers, ist somit in der Simulation nicht
abgebildet. Ohne weitere Maftnahmen wiurde dies zu einem Warmestau im Bereich der
Kontaktflache fuhren, da der erwarmte Bereich des Gegenkdrpers nicht aus dem Kontakt
herausbewegt wird. Die Kontakttemperaturen wurden somit systematisch Uberschatzt.

Um diesem Effekt entgegenzuwirken, wird die Reibungswarme nur zu einem Anteil

gk = 4r S (83)
in die Kontaktflache eingeleitet. Der ubrige Warmestrom ¢;, wird auf den auferhalb der
Kontaktflache befindlichen Teil der Laufbahn auf der Scheibe verteilt. Der Faktor & wird
im Folgenden als Rotationsfaktor bezeichnet. Er wurde so angepasst, dass moglichst
kleine Abweichungen zwischen den experimentell und numerisch bestimmten Tempera-

turen am Messpunkt auftreten (siehe Abschnitt 5.4.1).

Die Vernetzung des Grundkdorpers sowie der Laufbahn des Gegenkorpers erfolgten mit der
in Abschnitt 4.6.1 ermittelten Elementkantenlange von 0,4 mm. Die Ubrigen Bereiche wur-
den mit einer Elementkantenlange von 5 mm vernetzt. Dabei wurden fir den Grundkor-
per, den Kraftaufnehmer und die auf die Welle aufgeschobenen Distanzhilsen SOLID90-
Elemente verwendet, fir die Ubrigen Bauteile SOLID87-Elemente. Bei Letzteren handelt

es sich um tetragonale thermische Elemente mit 10 Knoten.

In Tabelle 12 sind die Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Prifsystems angege-
ben. Diese wurden im betrachteten Temperaturbereich als temperaturinvariant angenom-
men. Die Warmeleitfahigkeit der gepruften Kunststoffcompounds wird in den Abschnitten
3.3 und 5.2.3 ausfuhrlich behandelt und wird daher an dieser Stelle nicht betrachtet. Das
Getriebe, dessen Temperatur wie oben beschrieben mit einer isothermen Randbedingung
vorgegeben wird, ist aufgrund des unbekannten inneren Aufbaus als kompaktes Teil aus

Baustahl modelliert.
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Tabelle 12: Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Block-on-Ring-Systems

Werkstoff Bauteile Warmeleitfahigkeit — Quelle
WmtK?

100Cr6 Gegenkdrper 33 [169]

CuzZn40Pb2 Distanzhulsen 123 [170]

PVC Dampfungsplatte am Probenhalter 0,15 [171]
Getrieb

5235 eLriebe 50 [172]
Innenwelle

X5CrNi18-10 Anbauteile des Kraftaufnehmers 15 (73]
Probenhalter

4.6.2.2 Stift-Scheibe-System

Das Integralmodell des Stift-Scheibe-Systems zeigt Abbildung 17. Es umfasst neben
Grund- und Gegenkorper auch Teile des Probenhalters bis hin zur Aufnahmebohrung fir
den Kraftaufnehmer sowie einen Abschnitt der Antriebswelle. Da sich Geometrie und Aus-
richtung der Welle von der Konfiguration im Block-on-Ring-Prufstand unterscheiden,
muss auch die Eignung der NuRelt-Korrelationen fir die Beschreibung der Konvektion an
der rotierenden Welle gy, erneut evaluiert werden. Dazu wurde die mit einer Warmebild-
kamera erfasste Temperatur am oberen Wellenabsatz als Referenzwert herangezogen
(siehe Abschnitt 5.3.2).

aL=1-%mupv

g =EnpVv

Abbildung 17: Integralmodell des Stift-Scheibe-Prifstands mit Randbedingungen (modi-
fiziert nach [124])
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Da die Randbedingung fur die Warmeleitung in den Probenhalter gy im Integralmodell
nicht mehr unmittelbar am Stift anliegt, sondern an der Bohrung fur den Kraftaufnehmer,
muss eine entsprechend angepasste Randbedingung verwendet werden. Es resultiert ein

Warmelibergangskoeffizient von 25,5 Wm 2K (vgl. Anhang D).

Ein ebenfalls auf Ersatzwiderstanden basierender Warmeubergangskoeffizient gg wird fur
die Flanschflache am oberen Ende des modellierten Wellensticks ermittelt. Oberhalb die-
ser Flache ist die Welle gelagert und der Lagersitz mit den sich anschlief}enden Gehau-
seteilen stellt eine Warmesenke dar. Gemaf} der Berechnung in Anhang D betragt der

resultierende Warmeubergangskoeffizient fir die vorliegende Konstruktion 25 Wm2K™?,

Die Rotationsfaktor & zur Einleitung der Warme in Kontaktflache und Laufflache musste
fur die Stift-Scheibe-Konfiguration angepasst werden (siehe Abschnitt 5.3.2). Erganzend
wurden mit dem Stift-Scheibe-Modell auch transiente Simulationen durchgefuhrt, in de-
nen die Welle rotiert. Hierzu wurde zunachst ein stationarer Lastschritt ausgefuhrt, bei
welchem der gesamte Reibungswarmestrom auf die Laufspur des Gegenkorpers verteilt
wurde, um im System eine Temperaturverteilung einzustellen, die naherungsweise die
Verhaltnisse der stationaren Versuchsphase abbildet. Anschlief’end wurde in einem tran-
sienten Lastschritt die Rotation des Gegenkorpers aktiviert und der Reibungswarmestrom
vollstandig in die tribologische Kontaktflache eingeleitet. Der Warmeaustausch zwischen
Grund- und Gegenkorper wurde durch eine Kontaktbedingung ermdglicht. Es wurden im
transienten Lastschritt 100 Zeitschritte berechnet, deren Dauer geschwindigkeitsabhan-
gig angepasst werden musste, um die Konvergenz der Berechnung zu gewahrleisten. Die
verwendeten Zeitschrittweiten und die resultierenden Gesamtsimulationszeiten zeigt Ta-
belle 13. Da die Zeitschrittweiten umgekehrt proportional zur Gleitgeschwindigkeit ge-
wahlt wurden, ist der zurtckgelegte Gleitweg in allen Fallen identisch und betragt 0,1 m.

Dies entspricht einer Umdrehung der Welle.

Tabelle 13: Geschwindigkeitsabhangige Zeitschrittweiten und Gesamtsimulationszei-
ten in der transienten Simulation

Gleitgeschwindigkeit ~ Zeitschrittweite  Schrittanzahl  Gesamtsimulationszeit

ms*t 107s 1 107s
1 1 100 100
2 0,5 100 50
4 0,25 100 25

Die Vernetzung des Stiftes sowie der Laufbahn auf der Scheibe erfolgten analog zum

Block-on-Ring-Modell mit einer Elementkantenlange von 0,4 mm. Fur die Klemmbacken
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und die Scheibe wurde eine Elementkantenlange von 1 mm, fir den Probenhalter und die
Unterseite der Welle 1,5 mm verwendet. Die Gibrigen Bereiche der Welle wurden mit einer
Elementkantenlange von 3 mm vernetzt, um die Rechenzeiten gering zu halten. Die Ver-
netzung erfolgte fur die stationdaren Simulationen ausschliefilich mit thermischen Ele-
menten (SOLID87, SOLID90). Das transiente Modell wurde mit den Multiphysikelementen
SOLID226 (hexagonal, 20 Knoten) und SOLID227 (tetragonal, 10 Knoten) vernetzt.

Die Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Stift-Scheibe-Systems sind in Tabelle 14
gelistet. Da fur die transienten Simulationen auch die spezifische Warmekapazitat sowie
die Dichte bendtigt werden, sind diese ebenfalls aufgefuhrt. Wie schon beim Block-on-

Ring-Modell wurden die Werte als temperaturinvariant angenommen.

Tabelle 14: Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Stift-Scheibe-Systems

Warmeleit-  Spezifische

Werkstoff Bauteil Dicht Quell
erksto autetie fihigkeit Warmekapazitit — = oo
WmtK? JkgtK? kg m

100Cré6 Gegenkorper 33 460 7800 [169]
KL back

AlMgSi emmbacken 210 898 2700 [174]
Probenhalterblock
Getriebe

2 4 7 172

S235 Welle 50 90 850 [172]

4.6.2.3 Bended-Plate-on-Ring-System

Das Modell des Bended-Plate-on-Ring-Prufstands umfasst die in Abbildung 11 dargestell-
ten Bauteile. Aufgrund der geometrischen Ahnlichkeit wurde fiir die Abschatzung des
Warmeubergangs an der Welle die gleiche Nufselt-Korrelation verwendet wie im Block-
on-Ring-Modell (siehe Abschnitt 5.4.1).

An den AuRenflachen des Probenhalters und des Stehlagers wurde naturliche Konvektion
gemafd den Gleichungen (27) und (28) berucksichtigt. Am Getriebe sowie an den Unter-
seiten des Probenhalters und des Stehlagers wurden experimentell ermittelte isotherme
Randbedingungen vorgegeben. Fur das Getriebe wurden dabei die gleichen geschwindig-
keitsabhangigen Temperaturen angenommen wie im Block-on-Ring-Modell (siehe Ab-
schnitt 5.3.1). Die ebenfalls geschwindigkeitsabhangigen Temperaturen an den Untersei-
ten des Probenhalters und des Stehlagers wurden entsprechend den experimentell er-
mittelten Temperaturen der Grundplatte (siehe Abschnitt 5.3.4) vorgegeben. Der im Steh-
lager freigesetzte Reibungswarmestrom wurde anhand eines von der Schaeffler Techno-

logies AG & Co. KG, Schweinfurt, in [175] vorgeschlagenen Modells berechnet. Es ergeben
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sich Werte von 15,1 W bei einer Umfangsgeschwindigkeit der Welle von 0,5 ms? sowie
47,8W bei 1 ms™. Die Berechnung ist in Anhang E wiedergegeben. Dieser Warmestrom
wurde jeweils zur Halfte in die innere und die aufBere Gleitflache des Stehlagers einge-
leitet.

Da aufgrund der Umschlingung von Grund- und Gegenkdrper um 180° die Kontaktflache
zu jeder Zeit die Halfte des Gegenkorperumfangs einnimmt und damit ungleich grofier
ist als im Block-on-Ring- oder Stift-Scheibe-System, wurde auf die Anwendung eines Ro-

tationsfaktors verzichtet.

Die Vernetzung von Grund- und Gegenkorper erfolgte mit einer Elementkantenlange von
0,4mm. Da die Kunststoffbeschichtung des Grundkorpers jedoch nur 0,2 mm dick ist,
wurde ihre Elementkantenlange in Dickenrichtung auf 0,05 mm festgelegt. Fur den Pro-
benhalter, das Walzlager, die Innenwelle und die Distanzhulsen der Welle wurde eine
Elementkantenlange von 2,5 mm verwendet. Die Ubrigen Teile wurden mit einer Element-
kantenlange von 5 mm vernetzt. Die Vernetzung erfolgte ausschlieBBlich mit thermischen
Elementen (SOLID87, SOLID90). Die Elementorientierung in der Gleitschicht zeigt Abbil-
dung 18. Sie wurde so definiert, dass die Richtung 1 tangential zur Gleitflache, die Rich-

tung 2 axial und die Richtung 3 radial ausgerichtet ist.

YVARN FANRRT IR |
Abbildung 18: Vernetzung von Grund- und Gegenkodrper im Bended-Plate-on-Ring-Mo-
dell. Das Koordinatensystem zeigt die Elementorientierung im Grundkor-

per.

Die Warmeleitfahigkeiten der verwendeten Werkstoffe und ihre Zuordnung zu den Sys-
temkomponenten sind in Anhang F aufgefuhrt. Die Warmeleitung durch das Walzlager
wird aufgrund seines komplexen geometrischen Aufbaus durch eine Ersatzwarmeleitfa-
higkeit beschrieben. Diese wurde durch einen Abgleich der Temperaturmessung am La-
gerbock mit den simulierten Temperaturen (siehe Abschnitt 5.4.3) abgeschdtzt. Dabei

ergab sich ein Wert von 0,4 W m K™%, welcher auch fiir das Stehlager verwendet wurde.
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4.6.2.4 Gleitlagerpriifstand

Das Modell des Gleitlagerprufstands umfasst die in Abbildung 12 dargestellten Bauteile.
Wie auch beim Bended-Plate-on-Ring-Modell wurde aufgrund der geometrischen Ahn-
lichkeit die gleiche Nufdelt-Korrelation fir die Abschatzung des Warmeubergangs an der
Welle verwendet wie im Block-on-Ring-Modell (siehe Abschnitt 5.4.1).

An den AuRenflachen des Probenhalters und des Stehlagers wurde naturliche Konvektion
gemafd den Gleichungen (27) und (28) berlcksichtigt. Am Getriebe sowie an den
Unterseiten des Probenhalters und des Stehlagers wurden die gleichen experimentell
ermittelten isothermen Randbedingungen vorgegeben wie beim Bended-Plate-on-Ring-
Modell.

Da die tribologische Kontaktflache wie im Bended-Plate-on-Ring-System die Halfte des

Gegenkorperumfangs einnimmt, wurde kein Rotationsfaktor angewandt.

Die Vernetzung von Grund- und Gegenkorper erfolgte mit einer Elementkantenlange von
0,4 mm. Fur den Probenhalter, die Innenwelle und die Distanzhiilsen der Welle wurde
eine Elementkantenlange von 2,5 mm verwendet. Die Ubrigen Teile wurden mit einer Ele-
mentkantenlange von 5 mm vernetzt. Die Vernetzung erfolgte ausschliefilich mit thermi-
schen Elementen (SOLID87, SOLID90). Die Elementorientierung in der Gleitschicht sowie
der Reibungswarmestrom des Stehlagers wurden analog zum Bended-Plate-on-Ring-Mo-

dell festgelegt.

Die Warmeleitfahigkeiten verwendeten Werkstoffe und ihre Zuordnung zu den System-
komponenten sind in Anhang F aufgefuhrt. Als Ersatzwarmeleitfahigkeit fir das Walzlager

wurde wie beim Bended-Plate-on-Ring-Modell ein Wert von 0,4 W mt K? verwendet.
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5 Ergebnisse

5.1 Faserorientierung

Die in den Mikroschliffen erkennbare Orientierung der Kohlenstofffasern zeigt Abbildung
19 am Beispiel der Probenposition 23 (vgl. Anhang C). Erkennbar ist zunachst der hohere
Faservolumengehalt von PEEK-4 gegen uber PEEK-2 und PEEK-3, der sich in Form einer
grofderen Zahl erkennbarer Fasern in der Schliffebene dufiert. Diese sind im Kern der
Platte aus PEEK-4 auf3erdem starker entlang der Richtung 2 orientiert als in den anderen
beiden Werkstoffen. Zugleich nimmt die Kernschicht hier jedoch lediglich ungefahr die
Halfte der Plattendicke ein, wahrend bei PEEK-3 etwa zwei Drittel und bei PEEK-2 etwa
funf Sechstel der Dicke der Kernschicht zugeordnet werden kdnnen.

Abbildung 19: Schliffbilder von PEEK-2 (oben), PEEK-3 (mittig) und PEEK-4 (unten) an
der Probenentnahmeposition 23. Zu erkennen sind die unterschiedliche
Faserausrichtung im Kern gegenuber den Randschichten sowie die unter-

schiedlichen Anteile der Schichten an der Plattendicke.

Die Orientierungsanteile der Fasern in den Richtungen 1, 2 und 3 entsprechen den Dia-
gonalelementen des Orientierungstensors und sind in Abbildung 20 in Abhangigkeit von
der Position innerhalb der spritzgegossenen Platte dargestellt. Dabei sind die Orientie-
rungen Uber die gesamte Plattendicke gemittelt, da samtliche Fasern in Rand- und Kern-
schicht letztlich gemeinsam die makroskopischen Werkstoffeigenschaften beeinflussen.
Aufgrund der Symmetrie der Platte und der daraus folgenden Aquivalenz der Positionen
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bestimmter Langs- und Querproben sind in der Abbildung jeweils vier Probenpositionen
(z.B. die Proben 1, 2, 18 und 20) zusammengefasst.

Richtung1 Richtung2 Richtung3

I
0,42 0,31i0,31 0,42
]

i
PEEK-2 | 0,42  0,31,;0,31:0,42

0,42 0,3210,32 0,42

0,39 | 0,32 : 0,32 | 0,39

Richtung1 Richtung2 Richtung3
i
i n
[
0,42 10,3510,35 0,42 0,41 0,41
I
i
PEEK-3 | 0,39 | 0,35, 0,35 0,39 0,44 0,44
0,45 | 0,36 : 0,36 | 0,45 0,38 0,38
i
0,42 0,35 : 0,35 0,42 0,40 0,40
1 1 : |
Richtung1 Richtung2 Richtung3

1
0,37 0,44i0,44 0,37
I

i
PEEK-4 0,32 /0,40 0,40 | 0,32

i
0,42 : 0,42 0,37 0,45 : 0,45 0,37

I
0,41 0,41 : 0,41 0,41 0,38 0,37 : 0,37 0,38
] ] I

Abbildung 20: Lokale Faserorientierungsanteile in den Richtungen 1 (links), 2(mittig) und

3 (rechts) in spritzgegossenen Platten aus PEEK-2 (oben), PEEK-3 (mittig)
und PEEK-4 (unten)

In der Mitte der Platten, nahe der Symmetrieebene, sind die Fasern am starksten entlang
der Richtung 2 orientiert. Dieser Effekt ist im PEEK-2 besonders deutlich ausgepragt, im
PEEK-4 hingegen am schwachsten. In den Bereichen fern der Symmetrieebene, nahe der

seitlichen Begrenzungen der Kavitat, stellt sich bevorzugt eine Faserausrichtung in die
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Richtung 1 ein, wobei diese in PEEK-4 am deutlichsten ausgepragt ist, in PEEK-2 und -3
hingegen weniger. Die Orientierungsanteile in der Richtung 3 sind unabhangig vom
Werkstoff und der Position innerhalb der Platte jeweils am geringsten. Es werden Orien-
tierungsanteile von 0,13 bis 0,21 erreicht. Auffallig sind die vergleichsweise hohen Werte
von PEEK-4 am Ende des Flief3weges. In den Mikroschliffen an diesen Positionen — Ab-
bildung 21 zeigt exemplarisch eine Probe von der Entnahmeposition 13 - ist zu erkennen,
dass die Fasern in diesem Bereich entlang der erstarrten Schmelzefront ausgerichtet sind.

Fliefweges sind die Fasern entlang der erstarrten Schmelzefront ausge-
richtet.

Die Kunststoffbeschichtungen der Bended-Plate-on-Ring-Proben weisen keine unter-
scheidbaren Schichten entlang der Dickenrichtung auf. Vielmehr wirkt die Orientierungs-
verteilung weitestgehend einheitlich. Dies ist in Abbildung 22 exemplarisch anhand einer
Beschichtung aus PEEK-3 gezeigt. Die Fasern sind bevorzugt in der 1-2-Ebene orientiert,
wahrend der Orientierungsanteil in der Richtung 3 vergleichsweise gering ist. Dies spie-
gelt sich auch in den Diagonalwerten der Orientierungstensoren fur die Beschichtungen
aus PEEK-2, -3 und -4 wider, welche in Tabelle 15 angegeben sind.

- - - g & 5 o i -

Abbildung 22: Schliffbild einer Bended-Plate-on-Ring-Beschichtung aus PEEK-3 mit tan-
gentialer Blickrichtung. Die Fasern sind hauptsachlich in der 1-2-Ebene

ausgerichtet.

Tabelle 15: Faserorientierungsanteile in den Bended-Plate-on-Ring-Grundkorpern

Werkstoff 0, 0,, 035
PEEK-2 0,46 0,42 0,12
PEEK-3 0,35 0,50 0,15

PEEK-4 041 0,52 0,07



Ergebnisse 61

Auch in den Gleitlagern aus PEEK-5 sind keine Schichten mit unterschiedlicher Faserori-
entierung abgrenzbar (Abbildung 23). Neben den Fasern, die im Mikroschliff weif erschei-
nen, sind die Festschmierstoffe PTFE (hellgrau) und Graphit (grauschwarz) deutlich zu
erkennen. Wie in den Bended-Plate-on-Ring-Beschichtungen sind die Fasern auch hier
bevorzugt in der 1-2-Ebene orientiert, wahrend der Orientierungsanteil in der Richtung 3
vergleichsweise gering ist. Die Diagonalwerte des Orientierungstensors sind in Tabelle
16 angegeben.

Abbildung 23: Schliffbild eines Gleitlagers aus PEEK-5 mit axialer Blickrichtung. Die Fa-
sern (weif) sind hauptsachlich in der 1-2-Ebene ausgerichtet. Ebenfalls zu
erkennen sind die Festschmierstoffe PTFE (hellgrau) und Graphit (grau-

schwarz).

Tabelle 16: Faserorientierungsanteile im Gleitlager
Werkstoff 0, 0,, 033
PEEK-5 0,42 043 0,15
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5.2 Werkstoffeigenschaften

5.2.1 Dichte

Die Dichte der untersuchten Werkstoffe in Abhangigkeit von der Temperatur ist in Abbil-
dung 24 dargestellt. Aufgrund der verwendeten Mischungsregel (vgl. Abschnitt 4.2) sind
die Verlaufe qualitativ nahezu identisch.
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Abbildung 24: Dichte der Werkstoffe PEEK-1, -2, -3 und -4

5.2.2 Spezifische Warmekapazitat

Die mittels quasiisothermer modulierter DSC ermittelten spezifischen Warmekapazitaten
sind in Abbildung 25 Uber der Temperatur aufgetragen. Die Ergebnisse von PEEK-1 und
PEEK-2 stimmen im Rahmen der Streuung weitestgehend uberein. Die Verlaufe von
PEEK-3 und PEEK-4 liegen aufgrund ihres hoheren Fullstoffgehaltes auf einem niedrige-

ren absoluten Niveau und weisen ebenfalls eine weitgehende Uberdeckung auf.
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Abbildung 25: Spezifische Warmekapazitaten der Werkstoffe PEEK-1, -2, -3 und -4
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5.2.3 Warmeleitfahigkeit

Abbildung 26 (links) zeigt die Temperaturleitfahigkeit von PEEK-1. Trotz der verhaltnis-
mafig groRen Standardabweichung der Messreihe ist eine naherungsweise lineare Ab-
nahme der Temperaturleitfahigkeit bei steigender Temperatur zu erkennen. Die aus
Dichte, spezifischer Warmekapazitat und Temperaturleitfahigkeit anhand von Gleichung
(5) errechnete Warmeleitfahigkeit zeigt Abbildung 26 (rechts). Bei der Berechnung wur-
den die Ausgangsdaten lokal linear interpoliert. Der resultierende Verlauf der Warmeleit-
fahigkeit wurde jeweils unterhalb und oberhalb der Glastibergangstemperatur von 151 °C
(vgl. [176]) linearisiert.
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Abbildung 26: Temperatur- (links) und Warmeleitfahigkeit (rechts) von PEEK-1

Die aus dem Warmeleitfahigkeitsverlauf von PEEK-1 und den als temperaturunabhangig
angenommenen Warmeleitfahigkeiten der Full- und Verstarkungsstoffe mit der modifi-
zierten Lewis-Nielsen-Mischungsregel ermittelten anisotropen Warmeleitfahigkeiten der
Compounds PEEK-2 bis PEEK-4 sind sowohl von der lokalen Faserorientierungsverteilung
als auch von der Temperatur abhangig. Der Orientierungseinfluss ist in Abbildung 27 fur
die Warmeleitfahigkeiten bei Raumtemperatur visualisiert. Deutlich zu erkennen ist die
Korrelation zwischen den lokalen Warmeleitfahigkeiten und den in Abbildung 20 darge-
stellten Faserorientierungen. Zugleich ist der Einfluss der Werkstoffzusammensetzung er-
sichtlich. Die niedrigsten Warmeleitfahigkeiten werden von PEEK-2, welches ausschlief3-
lich Kohlenstofffasern enthalt, erreicht. PEEK-3 enthalt mit Graphit eine zweite stark war-
meleitende Komponente und weist dementsprechend hohere Warmeleitfahigkeiten auf.
Die hochsten Warmeleitfahigkeiten erzielt PEEK-4, welches zwar kein Graphit, dafur je-

doch einen hoheren Anteil an Kohlenstofffasern enthalt.
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Richtung1 Richtung2
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Abbildung 27: Lokale Warmeleitfahigkeiten in den Richtungen 1 (links), 2(mittig) und 3
(rechts) in spritzgegossenen Platten aus PEEK-2 (oben), PEEK-3 (mittig)
und PEEK-4 (unten)

Die Verlaufe der Warmeleitfahigkeit der Compounds PEEK-2, -3 und -4 Uber die Tempe-
ratur sind in Abbildung 28 am Beispiel der zusammengefassten Proben Nr. 7, 8, 21 und
23 gezeigt. Da die Warmeleitfahigkeiten der Full- und Verstarkungsstoffe als temperatur-
unabhdngig angenommen wurden, entsprechen die Verldufe qualitativ dem der Warme-
leitfahigkeit von PEEK 1 (Abbildung 26, rechts). Auch in dieser Darstellung ist die ausge-
pragte Richtungsabhangigkeit der Warmeleitfahigkeit zu erkennen. Auffallig ist zudem
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der geringe Unterschied zwischen den Richtungen 1 und 2 bei PEEK-4 an dieser Entnah-
meposition. Zusatzlich ist die Warmeleitfahigkeit unter der Annahme einer isotropen Fa-
serorientierung, berechnet anhand der konventionellen Lewis-Nielsen-Mischungsregel,
aufgetragen. Sie liegt bei allen drei Werkstoffen nahe der anisotropen Warmeleitfahigkeit
in der Richtung 1. Bei PEEK-4 liegt zudem auch die Warmeleitfahigkeit entlang der Rich-
tung 2 in einem ahnlichen Wertebereich.
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Abbildung 28: Anisotrope Warmeleitfahigkeiten von PEEK-2 (oben links), PEEK-3 (oben
rechts) und PEEK-4 (unten) an der Probenentnahmeposition 7/8/21/23

Die Warmeleitfahigkeiten der Kunststoffbeschichtungen auf den Bended-Plate-on-Ring-
Prufkorpern sind in Abbildung 29 in Abhangigkeit von der Temperatur dargestellt. Aus
den vorgenannten Griinden stimmen die Verlaufe auch hier qualitativ mit dem der War-

meleitfahigkeit von PEEK 1 Uberein. Die Absolutwerte korrelieren mit den in Tabelle 15
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genannten Faserorientierungen. Es ist zu erkennen, dass sich PEEK-2 in der 1-2-Ebene
nahezu isotrop verhalt, wahrend bei PEEK-3 und -4 die Warmeleitfahigkeit in der Rich-
tung 2 wesentlich hoher ist als in der Richtung 1. Die geringste Warmeleitfahigkeit wird
bei allen drei Compounds in der Dickenrichtung der Beschichtung (Richtung 3) erzielt.
Wird eine isotrope Faserorientierung angenommen, liegt die resultierende Warmeleitfa-
higkeit fur alle Compounds nahe der anisotropen Warmeleitfahigkeit in der Richtung 1.
Bei PEEK-2 kommen jedoch die Werte der Warmeleitfahigkeit entlang der Richtung 2 dem

isotropen Verlauf noch naher.
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Abbildung 29: Anisotrope Warmeleitfahigkeiten von Bended-Plate-on-Ring-Grundkor-
pern aus PEEK-2 (oben links), PEEK-3 (oben rechts) und PEEK-4 (unten)

Die Warmeleitfahigkeitsverldaufe fir die Gleitlager aus PEEK-5 sind Abbildung 30 zu ent-

nehmen. Infolge der Faserorientierung sind die Werte in den Richtungen 1 und 2 nahezu
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identisch, wahrend in der Richtung 3 eine um etwa ein Drittel niedrigere Warmeleitfahig-
keit auftritt. Die unter der Annahme einer isotropen Faserorientierung berechnete War-

meleitfahigkeit liegt leicht unterhalb der Werte in den Richtungen 1 und 2.
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Abbildung 30: Anisotrope Warmeleitfahigkeiten von Gleitlagern aus PEEK-5

5.2.4 Mechanische Eigenschaften

Die im Zugversuch gemessenen Elastizitatsmoduln und Zugfestigkeiten fur PEEK-1,-2,-3
und -4 sind in Tabelle 17 aufgefihrt. Die Elastizitatsmoduln sind bei den Compounds in
der Richtung 2 hoher als in der Richtung 1, was auf den erhohten Faserorientierungsanteil
in dieser Richtung zuruckgefuhrt werden kann. Hinsichtlich der Zugfestigkeit ist nur bei

PEEK-4 eine deutliche Erhchung gegenuber dem ungefullten PEEK-1 festzustellen.

Tabelle 17: Elastizitatsmoduln und Zugfestigkeiten der Werkstoffe PEEK-1 bis PEEK-4

Richtung 1 Richtung 2
Werkstoff Elastizitatsmodul  Zugfestigkeit Elastizitatsmodul  Zugfestigkeit
MPa MPa MPa MPa
PEEK-1 4021112 108+1 3840+ 31 1081
PEEK-2 4842 +439 102£8 6045246 1007
PEEK-3 6957 +238 101£2 8941+563 1104

PEEK-4 11380+ 548 157+6 11822+756 1647
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5.3 Tribologisches Verhalten

5.3.1 Block-on-Ring-System

Bei der tribologischen Prufung in der Block-on-Ring-Konfiguration unter Verwendung al-
ler vier Prifstellen des Tribometers wurden die in Abbildung 31 dargestellten Reibungs-
koeffizienten gemessen. Die Reibungskoeffizienten von PEEK-1 und PEEK-2 liegen in ei-
nem Wertebereich von 0,38 bis 0,59, wobei keine klare Abhangigkeit des Reibungskoeffi-
zienten von der p-v-Kombination zu erkennen ist. PEEK-1 konnte bei 3MPa und 2 ms?
nicht erfolgreich gepruft werden, da die auftretenden Reibungskrafte die Sicherheitsab-
schaltgrenze des Prufstands Uberschritten. PEEK-3 und PEEK-4 zeigen mit zunehmendem
pv-Wert einen degressiven Verlauf des Reibungskoeffizienten. Bei pv-Werten von
1MPams? und 2MPams? weist zunachst der Werkstoff PEEK-3 die geringeren Rei-
bungskoeffizienten auf. Ab einem pv-Wert von 3 MPams* wurden hingegen bei PEEK-4
niedrigere Werte gemessen. Der niedrigste Reibungskoeffizient von 0,11 tritt bei PEEK-4
unter einer Last von 1 MPa und 4 m s auf, der hochste Wert von 0,59 hingegen bei PEEK-
2 unter 3MPa und 2 ms™.
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Abbildung 31: Reibungskoeffizienten im Block-on-Ring-Versuch unter Verwendung aller
vier Prufstellen des Tribometers

Bei der Betrachtung der volumetrischen Verschleifikoeffizienten (Abbildung 32) fallt zu-
nachst auf, dass der Verschleifd des ungefillten PEEK-1 bei den pv-Werten 2 MPams™,
4MPams? und 5MPams™® um ein Vielfaches hoher liegt als bei den faserverstarkten
Compounds. Zur Verbesserung der Lesbarkeit sind diese hohen Werte in Abbildung 33
abgeschnitten. Unter den Compounds zeigt PEEK-4 mit Werten zwischen
0,5-10°mm3*Ntm?*und 1-10°mm3*N*m? das gleichmafiigste Verhalten. PEEK-2 zeigt
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bis zu einem pv-Wert von 5 MPam s ein vergleichbares Verhalten, geht jedoch bei 3 MPa
und 2ms?tin einen instabilen Zustand lber, was sich in einem starken Anstieg sowohl
des Mittelwertes als auch der Streuung widerspiegelt. Dies ist in abgeschwachter Form
auch beim Reibungskoeffizienten zu erkennen. Der VerschleiRkoeffizient von PEEK-3

streut ab einem pv-Wert von 4 MPa m s ebenfalls vergleichsweise stark.
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Abbildung 32: Volumetrische VerschleiRkoeffizienten im Block-on-Ring-Versuch unter

Verwendung aller vier Priufstellen des Tribometers
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Abbildung 33: Volumetrische Verschleifikoeffizienten im Block-on-Ring-Versuch unter
Verwendung aller vier Prifstellen des Tribometers (vergrofierter Aus-

schnitt von Abbildung 32)

Die gemessenen Oberflachentemperaturen der Grundkorper zeigen eine steigende Ten-
denz mit zunehmendem pv-Wert, wobei jedoch die Kombination von 5MPa und 1 ms™

darstellt. Innerhalb des gleichen Lastniveaus zeigt sich zwischen den verschiedenen
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Werkstoffen eine Abhangigkeit der Oberflachentemperatur vom Reibungskoeffizienten,
die bei hohen Lasten deutlicher ausgepragt ist.
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Abbildung 34: Gemessene Oberflachentemperaturen der Grundkorper 1,5 mm oberhalb
der Kontaktflache im Block-on-Ring-Versuch unter Verwendung aller vier

Prifstellen des Tribometers

Wurden nur die beiden inneren Prufstellen des Tribometers mit Proben bestlickt, treten
mehrere Unterschiede zu den zuvor beschriebenen Ergebnissen auf. Der Versuch bei
3MPa und 2 ms? konnte mit PEEK-1 nun erfolgreich durchgefiihrt werden. Zwar liegen
die Reibungskoeffizienten (Abbildung 35) von PEEK-1 und PEEK-2 weiterhin ohne eine
klare Lastabhdngigkeit im gleichen Wertebereich wie zuvor, jedoch werden fir PEEK-3
und -4 durchgangig hohere Werte gemessen als im Versuch mit vier Prufstellen. So liegt
der Reibungskoeffizient von PEEK-3 bis zu einem pv-Wert von 4 MPam s bei etwa 0,4
und sinkt auch unter hoherer Last nicht unter 0,25. PEEK-4 erreicht bei pv-Werten von
1 MPams?*und 2 MPams™ niedrigere Reibungskoeffizienten als im Versuch mit vier Pruf-

stellen, bei allen hoheren Lasten stellen sich jedoch auch hier hohere Werte ein.
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Abbildung 35: Reibungskoeffizienten im Block-on-Ring-Versuch unter Verwendung der

beiden inneren Prifstellen des Tribometers

Der volumetrische Verschleiftkoeffizient liegt flir PEEK-1 bei pv-Werten von 1 MPams!
und 2 MPam s? erheblich hoher als im Versuch mit vier Prifstellen, bei 5MPam s ist er
hingegen deutlich geringer. PEEK-3 weist bei den pv-Werten ab 5 MPam s hohere Ver-
schleiRkoeffizienten auf. Das Verschleifdverhalten von PEEK-2 und -4 zeigt kaum Abwei-
chungen gegenuber dem Versuch mit vier Prufstellen, jedoch tritt das instabile Verhalten
von PEEK-2 bei 3 MPa und 2 m s nicht auf.
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Abbildung 36: Volumetrische Verschleifikoeffizienten im Block-on-Ring-Versuch unter

Verwendung der beiden inneren Prufstellen des Tribometers

Die Oberflachentemperaturen der Grundkorper sind denen im Versuch mit vier Prufstellen

qualitativ sehr ahnlich. Allerdings sind die absoluten Temperaturen ab einem pv-Wert
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von 4 MPam s niedriger, was auf die ausbleibende Warmezufuhr eines zweiten Priifkor-

pers auf der gleichen Welle zurtuckgefuhrt werden kann.
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Abbildung 37: Gemessene Oberflachentemperaturen der Grundkorper 1,5 mm oberhalb
der Kontaktflache im Block-on-Ring-Versuch unter Verwendung der bei-

den inneren Prifstellen des Tribometers

Die versuchsbegleitenden thermographischen Aufnahmen der Block-on-Ring-Versuche
mit PEEK-2 und die Positionen der Messpunkte sind in Abbildung 38 am Beispiel der
Lastkombination von 5MPa und 1 ms* gezeigt. Es ist zu erkennen, dass die gemessenen
Temperaturen, insbesondere an der Welle, im Versuch mit vier genutzten Prufstellen
(Links) wesentlich hoher sind als im Versuch mit nur zwei belegten Prufstellen (rechts).
Eine Gesamtubersicht der gemessenen Temperaturen am Hebel (Ty), an der Wellenstirn-
seite (Ty) und am Getriebe (Tg) sowie die Raumtemperatur gibt Tabelle 18. Die Tempe-
raturen am Hebel oberhalb des Kraftaufnehmers liegen jeweils nahe der Raumtempera-
tur. In den Simulationsmodellen wird daher, wie in Abschnitt 4.6.2.1 beschrieben, die
Raumtemperatur als isotherme Randbedingung an der Oberseite des Kraftaufnehmers
aufgebracht. Hinsichtlich der Getriebetemperaturen ist eine deutliche Geschwindigkeits-
abhangigkeit zu erkennen. Die Mittelwerte der bei identischen Geschwindigkeiten ge-
messenen Temperaturen wurden daher als isotherme Randbedingung am Getriebe vor-
gegeben. Diese betragen 33 °C bei 1ms?, 38 °C bei 2ms* sowie 48 °C bei 4ms™. Im
betrachteten Geschwindigkeitsbereich liegt also eine lineare Abhangigkeit der Getriebe-

temperatur von der Geschwindigkeit vor.
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70 °C

Getriebe:

i I 42,5 °C
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Abbildung 38: Thermographische Aufnahme des Block-on-Ring-Prufstands bei der Pru-
fung von PEEK-2 unter einer Last von 5MPa und 1 ms™. Links: Nutzung

aller Prufstellen. Rechts: Nutzung der inneren Prufstellen.

Tabelle 18: Ubersicht der thermographisch gemessenen Temperaturen bei der Priifung
von PEEK-2 auf dem Block-on-Ring-Prufstand

p v Anzahl Prifstellen Ty Tw Tg T
MPa ms? 1 °C °C °C °C
1 1 4 26,9 38,7 329 27
1 2 4 26 41 37,1 26
3 1 4 26,8 46,5 33,6 25
1 4 4 27,6 51,5 48,7 25
5 1 4 27,5 61,8 35,0 26,8
3 2 4 27,6 72,2 40,9 27,6
1 1 2 25,7 29,7 30,8 24.8
1 2 2 239 33 36,5 22
3 1 2 241 349 31,7 25
1 4 2 26,8 36,2 473 235
5 1 2 26,1 435 338 25,5
3 2 2 28,4 443 38,5 27,5

Abbildung 39 und Abbildung 40 zeigen mikroskopische Aufnahmen der Grundkorper-
Laufflachen nach Versuchen unter 1 MPa und 1 ms* sowie 5MPa und 1 ms™. Dabei sind
in Abbildung 39 rein lichtmikroskopische Aufnahmen von PEEK-1 dargestellt, in Abbil-
dung 40 hingegen fiir simtliche Compounds jeweils die Uberlagerung einer lichtmikro-
skopischen Aufnahme und farbkodierter Hoheninformationen, welche mittels Laserscan-

ning-Mikroskopie ermittelt wurden. Bei PEEK-1 ist unter der geringen Last die Oberflache
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leicht gerillt und weist in diversen Bereichen groflachige, geschuppte Anhaftungen auf.
Unter hoherer Last erscheint die Gleitflache hingegen im Rahmen der Messgenauigkeit
glatt, mit Ausnahme des Bereichs in der Nahe der Auslaufkante. Material ist in Form eines
Films aus dem Kontakt ausgetreten. Auf den Gleitflachen von PEEK-2 sind die Verstar-
kungsfasern deutlich sichtbar. Bei beiden Lastniveaus sind vereinzelte Faserbriiche zu
erkennen. Ausgehend von den Bruchstellen ziehen sich Riefen entlang der Gleitrichtung
durch die ansonsten glatte Matrix. Unter der hoheren Pressung sind die Kohlenstofffasern
gegeniliber der Matrix geringfligig erhaben. PEEK-3 weist unter 1 MPa und 1 ms™ eine
verhaltnismafdig glatte Oberflache auf, die nur vereinzelt von Riefen durchzogen ist. Bei
5MPa und 1 ms?sind hingegen gréRere Ausbriiche und breitere Riefen in der Gleitflache
zu erkennen. Unter beiden Lastniveaus haben sich vor den an der Oberflache liegenden
Fasern Anhaufungen von Partikeln gebildet. Die Gleitflache von PEEK-4 ist unter niedri-
ger Last von einigen Riefen durchzogen, bei hoherer Pressung hingegen durchgehend

glatt. Vor den Fasern befinden sich in beiden Fallen Ansammlungen von Partikeln.

@ 1 mm

Abbildung 39: Lichtmikroskopische Aufnahme der Laufflachen von Block-on-Ring-

Grundkorpern aus PEEK-1 nach Versuchen unter 1 MPa und 1 m s (links)

sowie 5MPa und 1 ms? (rechts) bei Verwendung aller vier Prifstellen
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Abbildung 40: Laserscanning-Aufnahmen der Laufflachen von Block-on-Ring-Grundkor-
pern nach Versuchen unter 1MPa und 1 ms? (links) sowie 5MPa und

1 ms? (rechts) bei Verwendung aller vier Priifstellen

Der in den Temperatursteigerungsversuchen ermittelte Verlauf des Reibungskoeffizien-
ten von PEEK-1 Uber die Temperatur ist in Abbildung 41 fur verschiedene Pressungen
(links) und Gleitgeschwindigkeiten (rechts) aufgetragen. Die Kurven wurden durch Mittel-
wertbildung aus jeweils zwei Versuchen ermittelt. Bei der Lastkombination von 1 MPa
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und 1 ms? verharrt der Reibungskoeffizient von Versuchsbeginn bis zu einer Gegenkor-
pertemperatur von etwa 130 °C bei Werten um 0,5. Bei weiterer Erhohung der Temperatur
fallt der Reibungskoeffizient rapide bis auf einen Wert von etwa 0,3 ab. Im Temperatur-
bereich wischen 140 °C und 180 °C bleibt dieser Wert naherungsweise konstant und
steigt anschlief’end wieder bis auf einen Wert von 0,6 bei 220 °C. Bei Erhdhung der Pres-
sung auf 3 MPa andert sich der Verlauf nur geringfligig. Der finale Anstieg des Reibungs-
koeffizienten beginnt etwas spdter und erreicht bei 220 °C lediglich einen Wert von 0,4.
Eine weitere Erhohung auf 5 MPa flhrt zu einer Verschiebung des steilen Absinkens des
Reibungskoeffizienten zu einer um etwa 10 °C niedrigeren Temperatur. Der Anstieg bei
hohen Temperaturen bleibt aus, stattdessen sinkt der Reibungskoeffizient weiter bis auf
einen Wert von 0,2. Die Erhohung der Gleitgeschwindigkeit auf 2 ms? fuhrt bei 130 °C
zum Absinken des Reibungskoeffizienten bis auf 0,2. Der Anstieg bei Temperaturen um
180 °C ist starker ausgepragt und reicht bis zu einem Reibungskoeffizienten von etwa 0,8.
Liegt die Gleitgeschwindigkeit bei 4 m s, tritt ein ganzlich unterschiedlicher Verlauf auf:
Nach einer kurze Phase mit einem Reibungskoeffizienten von 0,5 kommt ab etwa 100 °C
zu starken Schwankungen der Messwerte in einem Bereich zwischen 0,6 und 0,8. Bei etwa
150 °C steigt der Reibungskoeffizient rapide bis auf 1,2 an und fallt im Anschluss, weiter-

hin stark schwankend, bis auf einen Wert von 0,8 bei 220 °C ab.
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Abbildung 41: Reibungskoeffizient von PEEK-1 im Temperatursteigerungsversuch bei

verschiedenen Pressungen (links) und Gleitgeschwindigkeiten (rechts)

Der temperaturabhangige Verlauf der Reibungskoeffizienten von PEEK-2 (Abbildung 42)
ahnelt bei 1 MPa und 1 ms* qualitativ dem von PEEK-1. Ausgehend von einem Wert von
etwa 0,55 fallt der Reibungskoeffizient ab einer Temperatur von 110 °C allmahlich bis auf
einen Wert von 0,45 ab und steigt schliefdlich ab 170 °C wieder an, bis bei 220 °C ein Wert
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von 0,64 erreicht wird. Bei hoheren Pressungen ist der Verlauf insgesamt zu niedrigeren
Reibungskoeffizienten hin verschoben. Er beginnt bei einem Reibungskoeffizienten von
0,5, fallt bis auf ca. 0,25 und steigt anschlief’end bis auf einen Wert von 0,4 wieder an.
Die anfangliche Abnahme des Reibungskoeffizienten setzt mit ansteigender Pressung bei
immer niedrigeren Temperaturen ein. Bei einer Gleitgeschwindigkeit von 2 m s steigt der
Reibungskoeffizient zunachst von etwa 0,4 bis auf einen Wert von 0,47 bei 100 °C an.
Anschliefiend sinkt der Reibungskoeffizient bis auf einen Wert von 0,35 bei 160 °C. Ab
etwa 190 °C steigt der Reibungskoeffizient wieder an und erreicht bei 220 °C einen Wert
von knapp 0,5. Liegt die Gleitgeschwindigkeit bei 2 ms?, liegt der Reibungskoeffizient zu
Beginn der Beheizung ebenfalls bei 0,4. Bei einer Gegenkorpertemperatur von etwa
100 °C setzt ein starker Abfall des Reibungskoeffizienten bis auf einen Wert von 0,2 ein.
Oberhalb von 180 °C steigt der Reibungskoeffizient wieder an. Ab etwa 210 °C stimmt der

Kurvenverlauf naherungsweise dem bei 2 ms'* beobachteten Verlauf tberein.
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Abbildung 42: Reibungskoeffizient von PEEK-2 im Temperatursteigerungsversuch bei

verschiedenen Pressungen (links) und Gleitgeschwindigkeiten (rechts)

Der Reibungskoeffizient von PEEK-3 (Abbildung 43) beginnt im Temperatursteigerungs-
versuch ausgehend von einem Wert von 0,38 bereits kurz nach dem Einsetzen der Behei-
zung zu sinken. Nach Erreichen eines Wertes auf 0,18 bei 100 °C steigt der Reibungsko-
effizient kurzzeitig wieder an, sinkt anschlieRend jedoch weiter bis auf einen Wert von
etwa 0,1. Um 180 °C steigt der Reibungskoeffizient erneut und liegt am Ende des Versuchs
bei 0,15. Eine hohere Pressung flhrt zum Verschwinden des lokalen Maximums des Rei-
bungskoeffizienten bei 120 °C. Der Verlauf verschiebt sich zudem nach unten, sodass bei

einer Pressung von 5 MPa ein minimaler Reibungskoeffizient von 0,07 erreicht wird. Die
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Auswirkungen hoherer Gleitgeschwindigkeiten sind qualitativ vergleichbar, jedoch noch
starker ausgepragt. So sinkt der Reibungskoeffizient bei 4 m s bis auf 0,03.
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Abbildung 43: Reibungskoeffizient von PEEK-3 im Temperatursteigerungsversuch bei

verschiedenen Pressungen (links) und Gleitgeschwindigkeiten (rechts)

Auch der Reibungskoeffizient von PEEK-4 (Abbildung 44) beginnt beim Einsetzen der Be-
heizung nahezu sofort stark zu sinken. Ausgehend von etwa 0,43 sinkt der Reibungskoef-
fizient bis auf 0,05 und verharrt bis zum Versuchsende bei 220 °C auf diesem Wert. Bei
hoheren Pressungen sinkt der Reibungskoeffizienten nur noch bis auf einen Wert von
ungefahr 0,1, verharrt dort jedoch ebenfalls von 100 °C bis zum Versuchsende. Der Verlauf
bei einer Gleitgeschwindigkeit von 2 ms* ist nahezu deckungsgleich mit demjenigen bei
einer Pressung von 3 MPa. Wird die Gleitgeschwindigkeit auf 4 ms* erhoht, sinkt der Rei-
bungskoeffizient zunachst bis auf einen Wert von 0,03 ab, steigt jedoch ab etwa 100 °C

an. Beim Versuchsende schwankt der Reibungskoeffizient um einen Wert von 0,4.

Der Reibungskoeffizient des kommerziellen Tribocompounds PEEK-5 (Abbildung 45)
schwankt im Temperatursteigerungsversuch bei 1 MPa und 1 m s zunachst zwischen 0,4
und 0,5. Ab etwa 80 °C sinkt der Reibungskoeffizient bis auf einen Wert von 0,26 bei ca.
130 °C. AnschliefRend steigt der Reibungskoeffizient stetig und erreicht am Ende des Ver-
suchs einen Wert von 1. Eine Erhdhung der Gleitgeschwindigkeit auf 4 m s fihrt zu einem
weniger ausgepragten Absinken des Reibungskoeffizienten. Am Versuchsende betrdgt der
Reibungskoeffizient 0,9. Wird stattdessen die Pressung auf 5 MPa erhoht, betragt der Rei-
bungskoeffizient beim Einsetzen der Beheizung knapp 0,6 und sinkt im Vergleich zu den
anderen Lastkombinationen erst verspatet ab. Nach Erreichen eines Minimalwertes von
0,32 bei 135 °C steigt der Reibungskoeffizient bis auf einen Wert von 0,78 bei 220 °C an.
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Abbildung 44: Reibungskoeffizient von PEEK-4 im Temperatursteigerungsversuch bei

verschiedenen Pressungen (links) und Gleitgeschwindigkeiten (rechts)
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Abbildung 45: Reibungskoeffizient von PEEK-5 im Temperatursteigerungsversuch bei

verschiedenen Pressungen und Gleitgeschwindigkeiten

5.3.2 Stift-Scheibe-System

Die im Stift-Scheibe-System gemessenen Reibungskoeffizienten sind in Abbildung 46
dargestellt. Wie bereits im Block-on-Ring-Versuch liegen die Werte von PEEK-1 im Be-
reich von knapp 0,4 bis 0,5. Auch die Compounds PEEK-2 und PEEK-3 zeigen ein ahnliches
Verhalten wie im Block-on-Ring-Versuch mit zwei Prifstellen, erreichen jedoch teilweise
etwas niedrigere Reibungskoeffizienten. Fur PEEK-2 ist dies bei den pv-Werten von
2MPams?, 3MPams®und 3 MPam s der Fall, fiir PEEK-3 bei pv-Werten von 3 MPams!

und 4 MPa ms*. PEEK-4 weist bei pv-Werten von 2 MPams? und 4 MPam s einen etwas
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hoheren Reibungskoeffizienten auf als im Block-on-Ring-Versuch. Unter den Ubrigen

Lastkombinationen liegen keine wesentlichen Unterschiede vor.
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Abbildung 46: Reibungskoeffizienten im Stift-Scheibe-Versuch

Hinsichtlich der Verschleif’koeffizienten im Stift-Scheibe-Versuch (Abbildung 47) fallt zu-
nachst auf, dass bei der Prifung von PEEK-1 unter allen gepruften Lastkombinationen ein
deutlich hoherer Verschleif? auftritt als im Block-on-Ring-System. Bei PEEK-3 ist dies bei
den pv-Werten 1MPams™® und 4 MPams* ebenfalls der Fall. Das VerschleifRverhalten
von PEEK-2 und PEEK-4 weist nur geringfugige Unterschiede zum Block-on-Ring-Versuch

auf.
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Abbildung 47: Volumetrische Verschleifskoeffizienten im Stift-Scheibe-Versuch
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Die Oberflachentemperaturen der Grundkorper (Abbildung 48) ahneln jenen aus den
Block-on-Ring-Versuchen. Auffallig sind die vergleichsweise niedrigen Temperaturen bei

1 MPa und 1 ms* sowie die hoheren Temperaturen bei 5MPa und 1 ms™.
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Abbildung 48: Gemessene Oberflachentemperaturen der Grundkdrper 1,5 mm oberhalb
der Kontaktflache im Stift-Scheibe-Versuch

Abbildung 49 zeigt die Perspektive der thermographischen Aufnahmen am Beispiel der
Lastkombination von 5 MPa und 1 ms™. Die Temperaturen am Halter des Kraftaufnehmers
(Tk), am Probenhalter (Tp) und am oberen Wellenabsatz (T,) sowie die Raumtemperatur
sind Tabelle 19 zu entnehmen. Da die Temperaturen am Halter des Kraftaufnehmers auch
unter hoheren Lasten annahernd der Raumtemperatur entsprechen, wurde, wie in Ab-
schnitt 4.6.1 beschrieben, bei der Festlegung der Randbedingungen fir die Simulations-

modelle angenommen, dass der Halter stets die Raumtemperatur aufweist.

70 °C

42,5 °C

Probenhalter:

Halter: 125.6°C
122,.8°C

15 °C
Abbildung 49: Thermographische Aufnahme des Stift-Scheibe-Prifstands bei der Pru-

fung von PEEK-2 unter einer Last von 5MPa und 1 ms™
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Tabelle 19: Ubersicht der thermographisch gemessenen Temperaturen bei der Priifung
von PEEK-2 auf dem Stift-Scheibe-Prifstand

p % Tx Tp Ty T
MPa ms? °C °C °C °C
1 1 21,6 22,7 26,5 224
1 2 22,6 238 29,8 23,6
3 1 23,2 25,1 35,9 233
1 4 224 243 32,1 21,8
5 1 234 259 40,8 22,3
3 2 245 28,3 4473 23,7

Bei der Untersuchung der Grundkorper-Gleitflachen mit dem Laserscanning-Mikroskop
(Abbildung 50) zeigt sich, dass bei der Prufung von PEEK-1 nun unter dem hoheren Last-
niveau von 5MPa und 1 ms? grofdflachige, schuppige Anhaftungen von Material auf der
Gleitflache verteilt auftreten, wahrend unter der niedrigeren Last von 1 MPa und 1 ms?
auf der gesamten Gleitflache lediglich eine Rillenstruktur zu erkennen ist. Dies ist gegen-
satzlich zu den Beobachtungen im Block-on-Ring-Versuch. Die Gleitflachen von PEEK-2
und PEEK-3 erscheinen unter niedriger Last geringfligig unebener als im Block-on-Ring-
Versuch. Unter hoher Last ist hingegen kein wesentlicher Unterschied zwischen den Ver-
suchsarten zu erkennen. PEEK-4 weist unter niedriger Last eine ahnliche Gleitflachen-
struktur auf wie im Block-on-Ring-Versuch. Unter hoher Last treten im Stift-Scheibe-Ver-
such jedoch ausgepragte Riefen auf, die im Block-on-Ring-Versuch nicht erkennbar wa-
ren. Auch sind die Verstarkungsfasern weiter aus der Oberflache hinausgetreten, wodurch

sich vor ihnen grofRere Mengen an Material anstauen.
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1MPa, 1ms? 5MPa, 1ms?

@ 3,16 um 3,35 um 200 um

Abbildung 50: Laserscanning-Aufnahmen der Laufflachen von Stift-Scheibe-Grundkor-
pern nach Versuchen unter 1MPa und 1ms? (links) sowie 5MPa und
1 ms? (rechts)

Die in den automatisierten, randomisierten Versuchen ermittelten Reibungskoeffizienten
sind in Abbildung 51 uUber dem pv-Wert aufgetragen. Der ungefillte Kunststoff PEEK-1
kann nur bei pv-Werten bis einschliefilich 6 MPam s geprift werden. Dabei liegt der
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Reibungskoeffizient mit wenigen Ausnahmen zwischen 0,4 und 0,5. Der bei der Prifung
von PEEK-2 gemessene Reibungskoeffizient liegt bei niedrigen Lasten ebenfalls in die-
sem Bereich. Unter hoheren Lasten sinkt der Reibungskoeffizient von PEEK-2 jedoch ste-
tig bis auf etwa 0,2, wobei der hochste pv-Wert, der ertragen wurde, 19,6 MPam s be-
tragt. Die Compounds PEEK-3 und PEEK-4 konnten bis zu dem maximalen mit dem Stift-
Scheibe-Prifstand realisierbaren pv-Wert von 32 MPa m s gepriift werden. Der Reibungs-
koeffizient von PEEK-3 streut bei pv-Werten bis 2 MPa m s stark zwischen 0,24 und 0,47.
Bei hoheren Lasten sinkt er, ausgehend von einem Wertebereich zwischen 0,2 und 0,3,
bis auf Werte um 0,1. PEEK-4 zeigt einen Verlauf mit durchgehend geringer Streuung. Der

Reibungskoeffizient sinkt von ca. 0,3 bei geringen Lasten bis auf Werte um 0,8.
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Abbildung 51: Reibungskoeffizienten im automatisierten, randomisierten Stift-Scheibe-

Versuch

Die VerschleiRkoeffizienten aus den automatisierten, randomisierten Versuchen zeigt Ab-
bildung 52. Der mit Abstand stdrkste Verschleif® tritt bei PEEK-1 auf. Die Verlaufe des
Verschleiftkoeffizienten Uber dem pv-Wert von PEEK-2 und PEEK-3 sind annahernd de-
ckungsgleich. So streut die Verschleifirate bei pv-Werten bis 5MPams? stark von
0,3-10°mm>N*m? bis 6-10°mm?>N*m?™. Bei hoheren pv-Werten stabilisiert sich die
Verschleifirate zunachst bei etwa 2,5-10°mm* N1t m™ und sinkt mit steigender Last ab.
Oberhalb eines pv-Werts von von 15MPams? liegt die Verschleifirate bei etwa
1-10°mm?*N1tm™ Die Verschleifdrate von PEEK-4 schwankt unterhalb von 5MPams?in
vergleichbarer Weise wie bei PEEK-2 und PEEK-3 und liegt bei hoheren Lasten konstant
bei etwa 0,45-10°mm*N*m™.
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Abbildung 52: Volumetrische VerschleiRkoeffizienten im automatisierten, randomisier-
ten Stift-Scheibe-Versuch

Die Oberflachentemperaturen der Grundkorper (Abbildung 53) sind bei pv-Werten bis
2 MPa m s nahezu werkstoffunabhangig und eng gruppiert. Unter hoheren Lasten treten
bei PEEK-1 und PEEK-2 die hochsten Temperaturen auf, bei PEEK-4 hingegen die nied-
rigsten. Auffallig ist, dass sich die Temperaturen bei pv-Werten oberhalb von ungefahr
10MPam st mit steigender Last nicht weiter erhohen, sondern gegen einen Grenzvert
konvergieren. Dieser betragt fur PEEK-2 etwa 75 °C, fur PEEK-3 etwa 60 °C und fur PEEK-
4 etwa 50 °C.
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Abbildung 53: Gemessene Oberflachentemperaturen der Grundkorper 1,5 mm oberhalb
der Kontaktflache im automatisierten, randomisierten Stift-Scheibe-Ver-

such
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5.3.3 Bended-Plate-on-Ring-System

Die im Bended-Plate-on-Ring-Versuch gemessenen Reibungskoeffizienten (Abbildung 54,
links) liegen fir alle Werkstoffe deutlich unterhalb der in den Block-on-Ring- und Stift-
Scheibe-Versuchen bei gleichem Lastniveau beobachteten Werte. Vergleichbar niedrige
Werte wurden nur in den randomisierten Versuchen unter erheblich hoheren Lasten sowie

in den Temperatursteigerungsversuchen beobachtet.

Die VerschleiRkoeffizienten (Abbildung 54, rechts) liegen in einem vergleichbaren Wer-
tebereich wie bei den Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Versuchen. Fur PEEK-1 sowie fur
PEEK-4 bei 0,5 MPa und 1 ms konnte die Verschleifdrate nicht ermittelt werden, da sich

vor dem Versuchsende Teile der Beschichtung vom Grundkorper ablosten.
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Abbildung 54: Reibungskoeffizienten (links) und Volumetrische VerschleiRkoeffizienten

(rechts) im Bended-Plate-on-Ring-Versuch

Die gemessenen Temperaturen zwischen Substrat und Probenhalter (Abbildung 55, links)
liegen allesamt oberhalb von 90 °C. Es ist keine klare Abhangigkeit vom pv-Wert erkenn-
bar: Wahrend bei PEEK-1 und PEEK-4 die gemessenen Temperaturen mit steigendem pv-
Wert abnehmen, steigen sie bei PEEK-2 und PEEK-3 an. Die Temperaturen des Proben-
halters (Abbildung 55, rechts) liegen fir bei PEEK-1 und PEEK-3 um 40 °C, bei PEEK-2
und PEEK-4 um 35 °C.

Abbildung 56 zeigt Laserscanning-Aufnahmen der Gleitflachen nach Versuchen unter
1MPa und 1 ms™. Die Oberflache von PEEK-1 weist lediglich leichte Riefen und Uneben-
heiten auf. Demgegenuber ist die Gleitflache von PEEK-2 zu grofien Teilen mit balligen
Anhaftungen bedeckt. Auf den Oberfldchen von PEEK-3 und PEEK-4 haben sich groffla-

chige Anhaftungen, vor allem in den Bereichen vor den Verstarkungsfasern, gebildet.
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Diese konnten durch EDX-Analyse als Ansammlungen von Fillstoffpartikeln identifiziert
werden (Anhang G). Auf der Gleitflache von PEEK-4 sind auRerdem erhebliche Faserscha-

digungen zu erkennen, die mit der Bildung ausgepragter Riefen einhergehen.
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Abbildung 55: Gemessene Temperaturen zwischen Substrat und Probenhalter (links) so-
wie am Lagerbock (rechts) im Bended-Plate-on-Ring-Versuch

PEEK-2
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Abbildung 56: Laserscanning-Aufnahmen der Laufflachen von Bended-Plate-on-Ring-

Grundkorpern nach Versuchen unter 1 MPa und 1 mst
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5.3.4 Gleitlagerpriifstand

Die Versuche auf dem Gleitlagerprufstand konnten nicht unter samtlichen geplanten
Lastkombinationen erfolgreich durchgefuhrt werden. So konnte PEEK-1 nur bei 0,17 MPa
und 0,5ms? sowie bei 0,5MPa und 0,5ms? gepriift werden, da die Versuche bei den
weiteren Lastkombinationen bereits nach wenigen Minuten aufgrund zu grofRer Rei-
bungskrafte oder wegen Zerstorung der Lagerbuchsen abgebrochen werden mussten,
ohne dass zuvor ein stationarer tribologischer Zustand erreicht wurde. Die Lagerbuchsen
aus PEEK-5 wurden unter 1 MPa und 1 ms™ nach einer Versuchsdauer von einer Minute
zerstort, konnten jedoch unter den Ubrigen Lastkombinationen erfolgreich gepruft wer-

den.

Die Reibungskoeffizienten im Gleitlagerversuch sind in Abbildung 57 dargestellt. Es ist
eine fallende Tendenz des Reibungskoeffizienten mit steigender Last zu erkennen. Beim
Vergleich der beiden untersuchten Werkstoffe zeigt sich keine klare Tendenz, da unter
0,17 MPa und 0,5ms? PEEK-5 den niedrigeren Reibungskoeffizienten aufweist, unter
0,5MPa und 0,5ms? jedoch PEEK-1. Die Reibungskoeffizienten von PEEK-1 sind hoher
als in den Bended-Plate-on-Ring-Versuchen, welche jedoch bei hoheren Lasten durchge-

fuhrt wurden.
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Abbildung 57: Reibungskoeffizienten im Gleitlagerversuch

Abbildung 58 zeigt die volumetrischen VerschleiRkoeffizienten. Der mit Abstand hdchste
Verschleif’ wurde bei PEEK-1 unter 0,17 MPa und 0,5 ms-1 gemessen. Beim Versuch mit
PEEK-1 unter 0,5MPa und 0,5 ms-1 konnte keine Bestimmung des Masseverlusts durch-
gefuhrt werden, da die Lagerbuchsen vor Versuchsende zerstort wurden. Die Verschleif3-
raten von PEEK-5 liegen zwischen 0,5-10¢mm?*N*m™? und 1,9-10°mm?*N*m™, wobei
keine klare Lastabhangigkeit identifizierbar ist.
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Abbildung 58: Volumetrische Verschleifkoeffizienten im Gleitlagerversuch

Die Temperatur an der aufseren Mantelflache des Gleitlagers (Abbildung 59) betragt fur
PEEK-1 unter beiden untersuchten Lastniveaus etwa 57 °C. Mit PEEK-5 wird unter
0,17 MPa und 0,5 ms™® mit 55,7 °C eine sehr dahnliche Temperatur erreicht, wahrend sich

bei allen hoheren Belastungen Temperaturen zwischen 80 °C und 90 °C einstellen.
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Abbildung 59: Gemessene Temperaturen an der dufReren Mantelflache der Gleitlager

An der Welle stellen sich unmittelbar auRerhalb des Kontaktes die in Abbildung 60 (Links)
aufgetragenen Temperaturen ein. Unter 0,17 MPa und 0,5ms? liegen diese flr beide
Werkstoffe etwas oberhalb von 60 °C, wahrend sich bei einem pv-Wert von 0,5 MPam s
die Welle auf Temperaturen um 110 °C erwarmt. Die gemessenen Temperaturen am La-
gerbock (Abbildung 60, rechts) sind deutlich niedriger. Sie liegen unter 0,17 MPa und
0,5 ms* etwas oberhalb von 30 °C und in den Versuchen mit 0,5 MPam ™ bei etwa 44 °C.

An der Grundplatte des Prifstands wurde Uber alle Versuche hinweg eine Temperatur von
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30,5 °C mit einer Standardabweichung von 1,8 °C gemessen. Fur die nachfolgenden Si-

mulationen wurde auf dieser Grundlage vereinfachend ein konstanter Wert von 30 °C an-

genommen.
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Abbildung 60: Gemessene Temperaturen an der Welle (links) und am Lagerbock (rechts)
5.4 Simulation des Warmehaushalts

5.4.1 Block-on-Ring-System

Um die numerische Simulation des Warmehaushalts zu ermdglichen, mussten im Integ-
ralmodell zunachst die NuRelt-Korrelationen fiir die Beschreibung der Konvektion an der
rotierenden Welle sowie der Rotationsfaktor bestimmt werden, wie bereits in der Vorab-
publikation [124] beschrieben. Im Falle der Nufielt-Korrelation erfolgte dies durch den
Abgleich der Temperatur an der Wellenstirnseite (Tyy) in den Simulationen mit den expe-
rimentell ermittelten Werten. Dabei konnte mit keinem der in Tabelle 3 aufgefihrten An-
satze aus der Literatur eine zufriedenstellende Ubereinstimmung erreicht werden. Infol-

gedessen wurde durch iterative Anpassung eine spezifische Korrelation
Nu = 7,2 Re%?® (84)

fur den Warmeubergang an der Welle des Block-on-Ring-Systems identifiziert. Bei An-
wendung dieser Korrelation ergibt sich eine gute Ubereinstimmung zwischen Messung
und Simulation (Tabelle 20). Um eine bessere Einordnung dieser Nufdelt-Korrelation in
Bezug auf die aus der Literatur bekannten Ansatze zu ermdglichen, sind in Abbildung 61
die Verlaufe der Nufelt-Zahl uber dem fur die Block-on-Ring-Versuche relevanten Be-

reich der Reynolds-Zahl aufgetragen. Zur Ermittlung der Grashof-Zahl, welche in den An-
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satzen von Etemad, Dropkin und Carmi sowie Yildiz verwendet wird, wurde eine Wellen-
temperatur von 50 °C angenommen, der Beitrag der naturlichen Konvektion zur Nufelt-
Zahl ist jedoch ohnehin marginal. Bei hohen Reynoldszahlen fiuhrt die Korrelation aus
Gleichung (84) vergleichbaren Werten wie die Korrelationen nach Becker und Ozerdem,
bei niedrigen Reynoldszahlen liegen die resultierenden Nuf3elt-Zahlen jedoch deutlich

hoher als samtliche betrachteten Korrelationen aus der Literatur.

Tabelle 20: Vergleich der gemessenen und simulierten Temperaturen an der Wel-

lenstirnseite des Block-on-Ring-Prufstands

4 Prifstellen 2 Prifstellen
Werkstoff p:v Tw Tw sim Tw Tw sim
MPa:ms? °C °C °C °C
1:1 38,7 359 29,7 28,8
1:2 41 39,7 33 32,7
3:1 46,5 45 36,2 343
PEEK-2
1:4 51,5 50,4 349 379
5:1 61,8 62,9 443 40,7
3:2 - - 435 433
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Abbildung 61: Vergleich von Nufselt-Korrelationen fir den konvektiven Warmeubergang

an der rotierenden Welle des Block-on-Ring-Prufstands

Der Rotationsfaktor wurde in Abhangigkeit von der Gleitgeschwindigkeit iterativ so an-
gepasst, dass sich moglichst geringe Abweichungen zwischen den gemessenen und si-
mulierten Temperaturen Tpess bzZW. Typ sim 1,5 mm oberhalb der Kontaktflache ergaben.
Dabei erwiesen sich Werte von 0,15 bei 1 ms?, 0,25 bei 2ms™ sowie 0,4 bei 4ms™ als

optimal. Die unter Verwendung dieser Werte simulierten Temperaturen am Messpunkt
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sind in Tabelle 21 den experimentellen Ergebnissen gegenlbergestellt. Dabei zeigt sich
insgesamt eine gute Ubereinstimmung. Eine Ausnahme bildet PEEK-1, da hier die gemes-

senen Temperaturen deutlich hoher liegen als die Temperaturen aus der Simulation.

Tabelle 21:  Vergleich der Temperaturen 1,5 mm oberhalb der Kontaktflache im Block-

on-Ring-Versuch und in der Simulation

4 Priifstellen 2 Prufstellen
Werkstoff p:v Tress Tvp sim Tress Tmp sim
MPa:mst °C °C °C °C
1:1 39,3+0,7 30,7 39921 28,2
1:2 396+29 345 38,154 32,6
3:1 52,8 +1,2 39,7 394 +65 30,9
PEEK-1
1:4 64,1+6,1 51,6 5211 433
5:1 46,8 +1 48,2 491 +£10,9 40,3
3:2 - - 62,7 £8 50,5
1:1 35,9272 32,5 289*0,3 31
1:2 40+%1,2 38,3 435172 35,6
3:1 406 1,6 45 36911 40,3
PEEK-2
1:4 53,2+6,8 51,5 479 +64 487
5:1 52,7 0,2 49,8 53,3+ 135 51,3
3:2 - - 57,2+53 58,9
1:1 32641 30,9 35,628 30,6
1:2 438173 35 38,213 38,4
3:1 3726 35,7 38,5 0,2 38,4
PEEK-3
1:4 44 +£58 411 45 0,6 55,1
5:1 40174 379 429+31 39,3
3:2 53,9+39 49 48+173 473
1:1 38,2*0,9 341 3640 31
1:2 39911 36,7 38,2 ¥14 347
3:1 37,7 ¥4 4 325 36,6 £0,2 351
PEEK-4
1:4 4111 374 41109 39
5:1 35,719 35,2 36,9 +0,9 36
3:2 449 +14 39,2 40,7 £ 04 41

Abbildung 62 (links) zeigt die Temperaturverteilung im Integralmodell am Beispiel von

PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms™. Uber die Hohe des Grundkdrpers hinweg stellt sich ein
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starker Temperaturgradient ein: Wahrend an der Gleitfldche die hochsten Temperaturen
auftreten, liegt die Temperatur an der Einspannung des Grundkdrpers bereits nahe der
Raumtemperatur. Auf der Welle sind die Laufbahnen aufgrund ihrer erhohten Temperatur
deutlich zu erkennen. Die Temperaturverteilung in der Kontaktflache (Abbildung 62,
rechts) ist naherungsweise symmetrisch zu den Seitenhalbierenden. Die maximale Tem-
peratur tritt im Zentrum der Kontaktflache auf. Zu den Aufienkanten hin fallt die Tempe-

ratur ab.

75 OC 75 OC
h & i69 OC .
23°C 63°C

Abbildung 62: Simulierte Temperaturverteilung bei der Block-on-Ring-Prufung von
PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms™. Links: Gesamtmodell. Rechts: Gleitflache

des Grundkorpers (Gleitrichtung von unten nach oben).

Beim Vergleich der mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen (Taye, Trmin
und Tyax) @us dem Modell des isolierten Grundkdrpers mit jenen aus dem Integralmodell
(Tabelle 22) ist ersichtlich, dass sich im Integralmodell in den meisten Fallen niedrigere
mittlere Massentemperaturen ergeben. Zugleich ist die Differenz zwischen minimaler und
maximaler Massentemperatur in der Regel hoher als im Modell des isolierten Grundkor-
pers. Auffallig sind erneut die Ergebnisse zu PEEK-1, da im Modell des isolierten Grund-

korpers besonders hohe Temperaturen auftreten.

Beim Vergleich der Kontakttemperaturen zwischen Versuchen mit vier und zwei Prufstel-
len im Integralmodell (Tabelle 23) werden bei PEEK-1 und PEEK-2 niedrigere Tempera-
turen errechnet, wenn lediglich zwei Prifstellen belegt sind. Bei den Versuchen mit
PEEK-3 und PEEK-4, welche insgesamt zu deutlich niedrigeren Kontakttemperaturen fuh-

ren, ist hingegen keine klare Tendenz zu erkennen.

Insgesamt ist festzustellen, dass die betrachteten Versuche allesamt eher moderate
Massentemperaturen hervorrufen. Lediglich beim Versuch mit PEEK-1 unter 1 MPa und
4 mst werden im Modell des isolierten Grundkorpers Temperaturen nahe der Glasiber-

gangstemperatur von PEEK errechnet.
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Tabelle 22: Vergleich von mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen

bei der Simulation von Block-on-Ring-Versuchen mit dem Modell des iso-

lierten Grundkorpers sowie dem Integralmodell

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

p:v

MPa

W U P W, P WU R, W R, R, WU R, W R, R WU R, W R R
N PN RN R, N R, DN R N R N R DNRE NP NR NP N

‘ms?

Modell des isolierten
Grundkorpers

Tove  Tmin Tmax
4 4 °C
387 36 401
614 53 662
841 737 897
131,6 1023 1489
719 635 764
458 431 472
558 50,8 585
541 505 56
878 753 947
754 693 785
381 369 387
579 542 597
451 433 459
61,1 56 638
499 478 51
747 693 774
46 444 467
50 476 511
452 437 46
54 504 558
422 409 428
579 548 594

Integralmodell
Tave  Tmin  Tmax
°C °C °C
39 37,3 40
50,2 456 52,8
57,6 52,5 60,6
100,7 81,8 1119
753 67,2 80
40 38 41,1
53 47,9 56
61,7 559 65
851 715 932
708 635 751
35,7 344 364
439 409 456
436 40,5 454
579 509 618
46,8 436 48,6
688 60,1 739
39,9 38 41
459 424 479
376 36,1 378
4911 45 51,4
416 394 429
50,2 45,7 528
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Tabelle 23: Vergleich von mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen

bei der integralen Simulation von Block-on-Ring-Versuchen mit vier Prif-

stellen sowie mit zwei Prifstellen
4 Prifstellen

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

p:v

MPa

w v P NP, "D, N, -, D, N, P, WU, N

2
1
4
1
2
1
2
1
4
1
2
1
2
1
4
1
2
1
2
1
4
1
2

'ms?
1

Tave
°C
39

50,2

57,6

100,7

75,3
40
53

61,7

85,1

70,8

35,7
439
43,6
57,9
46,8
68,8
39,9
459
37,6
49,1
41,6
50,2

Tin
°C
37,3
45,6
52,5
81,8
67,2
38
479
55,9
71,5
63,5

34,4
40,9
40,5
50,9
436
60,1
38
424
36,1
45
39,4
457

Tmax
°C
40

52,8

60,6

1119
80

41,1
56
65

93,2

75,1

36,4
45,6
454
61,8
48,6
739
41
479
37,8
51,4
429
52,8

2 Prufstellen

Tave
°C
35,3
48,2
41,6
85,1
64
89,7
359
484
52,2
784
71,3
88,1
35,1
48,6
47,3
79,5
48,5
63,6
35,3
41,2
40,9
50,3
42,1
51,5

Tin
°C
33,7
432
38,4
68,3
55,3
72,5
34,5
435
46,9
64,6
61,3
72,1
33,7
439
431
65,8
44
545
339
38,6
38,2
46
39,2
46

Tmax
I
36,2
51,1
434
95
69,2
100
36,8
51,3
554
86,5
77,1
97,6
359
51,3
49,8
87,6
51,2
69
36,1
42,6
424
52,7
438
54,8
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5.4.2 Stift-Scheibe-System

Auch fir das Integralmodell des Stift-Scheibe-Systems muss zunachst eine geeignete
Nufdelt-Korrelation zur Beschreibung der Konvektion identifiziert werden. Dies erfolgte
durch den Abgleich der Temperatur am oberen Wellenabsatz (T,) in den Simulationen mit
den experimentell ermittelten Werten. Wie beim Block-on-Ring-System flihrte keiner der
aus der Literatur bekannten Ansatze (Tabelle 3) zu einer hinreichenden Ubereinstimmung,
sodass flur den Stift-Scheibe-Prifstand ebenfalls eine spezifische Korrelation
Nu = 1,1 Re®® (85)

eingeflhrt werden muss. Auch diese Korrelation wurde in der Vorabpublikation [124] vor-
gestellt und flhrt zu einer guten Annaherung der simulierten Temperaturen an die Mess-
werte (Tabelle 24). Lediglich bei einer Gleitgeschwindigkeit von 4 ms* wird die Wellen-
temperatur etwas unterschatzt. Durch die Festlegung des Exponenten auf 0,5 ergibt sich
der Vorteil, dass die resultierende Nufdelt-Zahl nur von der Geschwindigkeit, nicht jedoch
von der charakteristischen Lange abhangt, was aufgrund der mehrfach abgesetzten Welle
des Stift-Scheibe-Prufstands die Anwendung erheblich vereinfacht. Abbildung 63 zeigt
die Verlaufe der Nufdelt-Zahl Uber dem fur die Stift-Scheibe-Versuche relevanten Bereich
der Reynolds-Zahl. Zur Ermittlung der Grashof-Zahl wurde, wie bereits im Block-on-Ring-
Modell, eine Wellentemperatur von 50 °C angenommen. Die Korrelation aus Gleichung
(85) ergibt nur bei niedrigsten Reynolds-Zahlen ahnliche Nufdelt-Zahlen wie Korrelatio-

nen aus der Literatur und liegt ansonsten um einen Faktor von etwa 1,5 bis 2 daruber.

Tabelle 24: Vergleich der gemessenen und simulierten Temperaturen am oberen Wel-
lenabsatz des Stift-Scheibe-Prufstands

Werkstoff p:v Ta Tasim
MPa:ms? °C °C

1:1 26,5 26,2

1:2 29,8 28,2

PEEK .2 3:1 359 36,7
1:4 32,1 28,6

5:1 40,8 40,8

3:2 443 440
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Abbildung 63: Vergleich von Nufdelt-Korrelationen fur den konvektiven Warmeubergang

Ecke, Schlarb

an der rotierenden Welle des Stift-Scheibe-Prifstands

Erfolgt die Anpassung des Rotationsfaktors analog zum Vorgehen beim Block-on-Ring-
Modell, so wird mit den in der Vorabpublikation genannten Werten von 0,4 bei 1 ms* und
2ms?t sowie 0,75 bei 4ms? eine gute Ubereinstimmung zwischen den gemessenen und
simulierten Temperaturen Ty,ess bzW. Typ sim 1,5 mm oberhalb der Kontaktflache erreicht
(Tabelle 25). Auffallig sind erneut die gegenliber den Messwerten sehr niedrigen simu-
lierten Temperaturen von PEEK-1. Mit den automatisierten, randomisierten Versuchen
steht ein weiterer Datensatz fur die Ermittlung des Rotationsfaktors zur Verfligung. Ab-
bildung 64 zeigt fir jeden Datenpunkt den Rotationsfaktor, mit welchem eine ideale
Ubereinstimmung von Tpess Und Typ sim €rreicht wird. Die Werte von PEEK-1 sind auf-
grund der zuvor festgestellten erheblichen Abweichungen nicht dargestellt. Aus dem Di-
agramm ist ein deutliches Absinken des optimalen Rotationsfaktors mit steigendem pv-
Wert zu erkennen, wenngleich die Daten eine erhebliche Streuung aufweisen. Der Verlauf

des optimalen Rotationsfaktors kann durch die Regressionsgerade

& =0,3458 — 000073

MPa m pv. (86)

angendhert werden. Werden Simulationen mit Rotationsfaktoren gemaf} dieser Bezie-
hung durchgefluhrt, so ergibt sich die in Abbildung 65 dargestellte Verteilung der simu-
lierten Temperaturen im Vergleich zu den gemessenen Temperaturen. Insgesamt ist da-
bei eine gute Ubereinstimmung der Temperaturen zu erkennen, wobei die Temperaturen
von PEEK-1 abermals Uberwiegend unterschatzt werden. Bei PEEK-3 tritt fur einen ein-

zelnen Datenpunkt eine starke Uberschatzung der gemessenen Temperatur auf.
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Tabelle 25:

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

p:v
MPa:ms?
1:1

W U R, W R, P WUV R, WR, P WU R WNWR, P WU R, W R
N RPN R N R NP NP NRNRDNRNPRNPRDNRN

Scheibe-Versuch und in der Simulation

Tess
°C
326*39
4219
56,9 4,6
60,6 +1
87,644
814%5)5
293+%28
37624
51,8 #45
51,8+ 1,8
63,6 *6
72927
31,141
348+13
44326
43958
55574
50,8+ 39
40*9
40,5%£39
42,322
4192
443273
447 +19

Twmp sim
°C
31,5
374
45,6
52
61,8
65,3
31,1
35
52
51,5
62,4
74,2
319
36
39,9
49,1
52,7
59
35,1
33,7
38,3
429
437
435

Vergleich der Temperaturen 1,5 mm oberhalb der Kontaktflache im Stift-
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Abbildung 64: Optimale Rotationsfaktoren fir die einzelnen Datenpunkte der automati-

sierten, randomisierten Versuche
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Abbildung 65: Vergleich der Temperaturen 1,5 mm oberhalb der Kontaktflache im Stift-
Scheibe-Versuch und in der Simulation mit Rotationsfaktoren gemaf’ Glei-
chung (86)

Die Temperaturverteilung im Stift-Scheibe-Integralmodell ist in Abbildung 66 (links) am
Beispiel von PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms? dargestellt. Wie im Block-on-Ring-Modell
liegt innerhalb des Grundkorpers ein starker Temperaturgradient vor. Im Probenhalter
liegt naherungsweise Raumtemperatur vor, die Wellentemperatur liegt hingegen an allen
Punkten oberhalb der Raumtemperatur. Die Temperaturverteilung in der Kontaktflache
(Abbildung 66, rechts) ist jener im Block-on-Ring-Modell sehr dhnlich, da sie die gleiche
Symmetrie aufweist und auch hier die Temperatur vom Zentrum der Kontaktflache zu den
Aufdenkanten hin abfallt.
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97 °C 97 °C

61°C 86 °C

24°C 75°C

Abbildung 66: Simulierte Temperaturverteilung bei der Stift-Scheibe-Prufung von
PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms™. Links: Gesamtmodell. Rechts: Gleitflache
des Grundkorpers.

In Tabelle 26 sind die mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen (Taye,
Tmin Und Tpax) @us dem Modell des isolierten Grundkorpers und dem Integralmodell ge-
genubergestellt. Fur letzteres wurden Rotationsfaktoren nach Gleichung (86) angewandt.
Die Warmeleitfahigkeit wurde als isotrop angenommen, da bei den zugrundeliegenden
Versuchen sowohl Langs- als auch Querproben verwendet wurden. Die Auswirkung der
Anisotropie wird in Abschnitt 5.4.5 eingehend betrachtet. Wie bereits fur das Block-on-
Ring-System ergeben sich auch fur das Stift-Scheibe-System im Integralmodell meist
niedrigere mittlere Massentemperaturen und starkere Gefalle zwischen minimaler und
maximaler Massentemperatur als im Modell des isolierten Grundkorpers. AuRerdem sind
die Temperaturen fur PEEK-1 im Modell des isolierten Grundkorpers auch im Stift-
Scheibe-System auffdllig hoch. Die errechneten maximalen Massentemperaturen im Mo-
dell des isolierten Grundkorpers liegen fiir die Lastkombinationen von 5 MPa und 1 ms?

sowie 3 MPa und 2 m s oberhalb der Glaslibergangstemperatur von PEEK.
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Tabelle 26: Vergleich von mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen

bei der Simulation von Stift-Scheibe-Versuchen mit dem Modell des isolier-

ten Grundkorpers sowie dem Integralmodell

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

p:v

MPa:

W U P, W R, R, WU R, W, R, WU R, W, R, WU R W R R
N RPN R N R NP NP NRNRDNRNPRNPRDNSRPRN

Modell des isolierten

Grundkorpers
Tave  Tmin  Tmax
°C °C °C
416 38,6 434
64,2 556 69,6
883 779 947
1158 91,3 1313
1464 127,2 1582
148,1 122,6 1637
336 32,5 343
498 46,1 521
714 663 744
81,6 709 883
91 84 95,4
114  101,5 1217
35,3 345 358
42,1 40,3 432
55,3 531 56,6
596 551 624
72,2 689 74,2
679 638 704
479 46,5 487
49,8 47,7 51
61,2 49,7 522
544 512 564
542 524 552
56,6 54 58,1

Integralmodell
Tave  Tmin  Tmax
°C °C °C
38,2 348 40,2
52,2 446 56,6
64,7 549 704
698 569 773
88,7 741 97,2
100,3 80,8 1116
35 32,2 36,7
426 378 454
67,2 57,5 728
59 48,7 649
816 6838 89
1054 856 1168
344 31,6 36
435 37,6 47
46,2 412 491
52,2 442 568
61,7 531 66,6
70,5 582 773
36,2 32,6 383
395 345 424
448 39,2 48
41,2 354 444
46,6 409 499
47,2 40,6 51

Werden die Reibungskoeffizienten aus den automatisierten, randomisierten Versuchen

uber der mittleren Massentemperatur aufgetragen (Abbildung 67, oben), ist fiir die Com-
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pounds PEEK-2, -3 und -4 eine fallende Tendenz des Reibungskoeffizienten mit steigen-
der Temperatur festzustellen, obgleich die Verlaufe mit einer nicht unerheblichen Streu-
ung behaftet sind. Der Reibungskoeffizient von PEEK-1 bleibt im untersuchten Tempera-
turbereich nahezu konstant. Der VerschleiRkoeffizient (Abbildung 67, unten) zeigt bei kei-
nem der betrachteten Werkstoffe eine klare Temperaturabhangigkeit. Mit steigender

Temperatur ist lediglich eine Verringerung der Streuungsbreite zu beobachten.

0,6
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) L o ", - ® PEEK-3
- * oo '-’l ®a " S A PEEK-4
2 0,4 o @0 0 LR .
& A 4 [ u
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2 A, A 0: .
K] AA * o
o 4 (3
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i .. - L4 ¢ ¢ A 00
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Abbildung 67: Abhangigkeit des Reibungskoeffizienten (oben) und des Verschleifkoeffi-
zienten (unten) von der mittleren Massentemperatur in den automatisier-

ten, randomisierten Versuchen
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5.4.3 Bended-Plate-on-Ring-System

Abbildung 68 (links) zeigt die Temperaturverteilung im Bended-Plate-on-Ring-Modell am
Beispiel von PEEK-4 unter 1 MPa und 1 ms™®. Temperaturmaxima treten im Prifkontakt
sowie im Stehlager auf. Die Temperatur nimmt innerhalb der Kontaktflache (Abbildung
68, rechts) von innen nach aufen ab. Auf der dem Getriebe zugewandten Seite liegen
etwas niedrigere Temperaturen vor als auf der dem Stehlager zugewandten Seite. Uber
die Dicke der Kunststoffbeschichtung liegt ein steiler Temperaturgradient vor, das Alumi-

niumsubstrat weist hingegen eine nahezu einheitliche Temperatur von etwa 79 °C auf.

87°C 87 °C
58,5°C 80,5 °C ‘
30°C 74 °C

Abbildung 68: Simulierte Temperaturverteilung bei der Bended-Plate-on-Ring-Prifung
von PEEK-4 unter 1 MPa und 1 ms™. Links: Gesamtmodell. Rechts: Gleit-

flache des Grundkorpers.

Die Temperaturen zwischen dem Substrat und dem Probenhalter werden in den Simula-
tionen in den meisten Fallen um mehrere °C niedriger geschatzt als die gemessenen Tem-
peraturen (Abbildung 69, links). Ausnahmen bilden PEEK-1 unter 1 MPa und 1 ms?, da
hier die gemessene Temperatur deutlich niedriger liegt als in den Simulationen, sowie
PEEK-4 unter 0,5MPa und 1 ms™, da hier eine besonders gute Ubereinstimmung von Ex-
periment und Simulation vorliegt. Die am Lagerbock gemessenen Temperaturen werden

in den Simulationen in guter Naherung reproduziert (Abbildung 69, rechts).

Die Temperaturen in der Kontaktflache (Tabelle 27) sind erheblich hoher als jene in den
Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Systemen unter vergleichbar niedrigen Lasten. Fur
PEEK-1 ergibt sich unter 1 MPa und 1 m s eine mittlere Massentemperatur, welche ober-

halb der Glasiibergangstemperatur des Werkstoffs liegt.
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Abbildung 69: Vergleich der gemessenen und simulierten Temperaturen zwischen Sub-
strat und Probenhalter (links) sowie am Lagerbock (rechts) im Bended-

Plate-on-Ring-Versuch

Tabelle 27: Vergleich von mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen
bei der Simulation von Bended-Plate-on-Ring-Versuchen
Werkstoff p:v Tave  Tmin  Tmax
MPa:ms? °C °C °C
0,5:1 103,1 904 108,8

PEEK-1
1:1 160,2 138,2 1704
05:1 90,5 80,1 949

PEEK-2
1:1 109 956 1149
05:1 95,9 85 100,3

PEEK-3
1:1 128,5 1124 1352
05:1 90,3 805 946

PEEK-4

1:1 834 744 87

5.4.4 Gleitlagerpriifstand

Die Temperaturverteilung im Modell des Gleitlagerprifstands ist in Abbildung 70 (links)
am Beispiel von PEEK-5 unter 0,5MPa und 1 ms? dargestellt. Wie bereits im Bended-
Plate-on-Ring-Modell treten Temperaturmaxima im Prufkontakt sowie im Stehlager auf,
die Temperatur nimmt innerhalb der Kontaktflache Abbildung 70 (rechts) von innen nach
aufen ab und getriebeseitig stellen sich geringfugig niedrigere Temperaturen ein als auf
der dem Stehlager zugewandten Seite. Uber die Wandstérke der Lagerbuchse fallt die

Temperatur von innen nach aufden stark ab.
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129°
30°C 84 °C
Abbildung 70: Simulierte Temperaturverteilung beim Gleitlagerversuch mit PEEK-5 un-
ter 0,5MPa und 1ms? Links: Gesamtmodell. Rechts: Gleitfliche des

Grundkorpers.

Die simulierten Temperaturen an der duferen Mantelflache des Gleitlagers erreichen ins-
gesamt eine gute Naherung der experimentellen Ergebnisse (Abbildung 71, oben). Ledig-
lich die Temperatur aus dem Versuch mit PEEK-5 unter 0,17 MPa und 1 m s* wird deutlich
unterschatzt, jedoch weisen unter diesen Versuchsbedingungen auch die Messwerte eine
besonders hohe Streuung auf. Die simulierten Temperaturen an der Welle unmittelbar
aufderhalb des Kontaktes wird fiir den Versuch mit PEEK-5 unter 1 MPa und 0,5 ms™* un-
terschatzt, ansonsten jedoch in guter Naherung vorhergesagt (Abbildung 71, unten links).
Die am Lagerbock gemessenen Temperaturen werden in den Simulationen fur die Last-
kombination von 0,17 MPa und 0,5 m s sehr genau wiedergegeben und fir 0,5 MPa und
1 ms?sowie fir 1 MPa und 0,5 ms™ lediglich geringfligig unterschatzt (Abbildung 71, un-

ten rechts).

Die Temperaturen in der Kontaktflache (Tabelle 28) sind, wie im Bended-Plate-on-Ring-
Versuch, erheblich hoher als jene in den Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Versuchen bei
niedrigen Lasten. Dabei ist anzumerken, dass der niedrigste in den Modellversuchen ge-
prifte pv-Wert von 1 MPams? im Gleitlagerversuch von keinem der beiden Werkstoffe

uberhaupt ertragen werden konnte.
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Abbildung 71: Vergleich der gemessenen und simulierten Temperaturen an der dufieren

Tabelle 28:

Mantelflache des Gleitlagers (oben) an der Welle (unten links) sowie am

Lagerbock (unten rechts) im Gleitlagerversuch

Vergleich von mittleren, minimalen und maximalen Massentemperaturen

bei der Simulation von Gleitlagerversuchen

Werkstoff p:v Tave
MPa:mst °C
0,17:0,5 67,4

PEEK-1
0,5:0,5 85,7
0,17:0,5 58,4
0,17:1 73,7
PEEK-5 0,5:0,5 99,7
05:1 119

1:05 1025

Tin
°C
61,7
77 4
534
66,2
88,3
104
90,5

Tmax
°C
69,6
88,9
61,6
78,2
1074
128,6
1104
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5.4.5 Einfluss der anisotropen Warmeleitung

Wie in Abschnitt 5.2.3 dargestellt, weisen die Warmeleitfahigkeiten der Grundkorper eine
ausgepragte Anisotropie auf. Um deren Einfluss beurteilen zu kdnnen, werden im Folgen-
den Ergebnisse aus Simulationen mit anisotropen Werkstoffmodellen solchen aus Simu-
lationen mit isotropen Werkstoffmodellen unter ansonsten gleichen Bedingungen gegen-
ubergestellt.

Wie in Abbildung 72 zu erkennen, hat die die Berucksichtigung der Anisotropie nahezu
keinen Einfluss auf die mittleren Massentemperaturen und Messpunkttemperaturen in
den Block-on-Ring-Simulationen. Gleiches gilt auch fur die minimalen und maximalen
Massentemperaturen (Anhang H, Abbildung 98). Die Verwendung des anisotropen Werk-
stoffmodells fihrt allerdings in einigen Fallen zu einem geringfligigen Anstieg des War-
meaufteilungskoeffizienten (Abbildung 73, links). In Abbildung 73 (rechts) ist aufgetra-
gen, welcher prozentuale Anteil der in die Grundkdrper eingeleiteten Warme durch Kon-
vektion an den AufRenflachen abgefuhrt wird, anstatt durch den gesamten Grundkorper
hindurch in den Probenhalter geleitet zu werden. Dieser konvektive Anteil Uberwiegt in

allen betrachteten Versuchen. Ein Einfluss der Anisotropie ist nicht eindeutig erkennbar.

Im Stift-Scheibe-System wurden nicht wie in den Block-on-Ring-Versuchen mehrere
Grundkorper mit unterschiedlichen Ausrichtungen gleichzeitig gepruft, sondern jeweils
ein Grundkorper pro Versuch. Die anisotropen Simulationen wurden daher separat mit
Werkstoffmodellen fur Langs- und Querproben (beispielhaft mit den Orientierungen und
Warmeleitfahigkeiten der zusammengefassten Probenentnahmepositionen 7, 8, 21 und
22,vgl. Abschnitt 5.1 und 5.2.3) durchgefuhrt. Ein Einfluss der Anisotropie auf die Massen-
und Messpunkttemperaturen ist fur Langsproben nicht feststellbar (Abbildung 74 sowie
Anhang H, Abbildung 99). Die Warmeaufteilungskoeffizienten sind im isotropen Modell
fur PEEK-2 und PEEK-3 geringfligig hoher als im anisotropen Modell, fur PEEK-4 hingegen
minimal niedriger (Abbildung 75, links). Sie steigen in beiden Fallen deutlich mit zuneh-
mender Warmeleitfahigkeit des Grundkorperwerkstoffs. Der Anteil der Konvektion an der
Warmeabfuhr aus dem Grundkorper wird durch die Berticksichtigung der Anisotropie nicht
beeinflusst (Abbildung 75, rechts). Fir Querproben (Anhang H, Abbildung 100) unterschei-
den sich die Massentemperaturen ebenfalls nicht. Auch die Messpunkttemperaturen sind
lediglich bei PEEK-2 unter hohen Lasten im anisotropen Fall geringfligig hoher. Die War-
meaufteilungskoeffizienten sind bei den Querproben durchweg niedriger als mit dem iso-
tropen Werkstoffmodell. Der konvektive Anteil der Warmeabfuhr aus dem Grundkorper ist
fur PEEK-2 und PEEK-3 im isotropen Modell leicht erhoht.
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Abbildung 72: Mittlere Massentemperaturen (links) und Messpunkttemperaturen 1,5 mm
oberhalb der Kontaktflache (rechts) im integralen Block-on-Ring-Modell.

Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 73: Warmeaufteilungskoeffizienten (links) und Anteile der Konvektion an der
Ableitung der Warme am Grundkorper (rechts) im integralen Block-on-

Ring-Modell. Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 74: Mittlere Massentemperaturen (links) und Messpunkttemperaturen 1,5 mm
oberhalb der Kontaktflache (rechts) im integralen Stift-Scheibe-Modell.
Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 75: Warmeaufteilungskoeffizienten (links) und Anteile der Konvektion an der
Ableitung der Warme am Grundkdrper (rechts) im integralen Stift-Scheibe-

Modell. Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.

Im Bended-Plate-on-Ring-Modell wirkt sich die Berlcksichtigung der Anisotropie nicht
auf die Massentemperaturen aus (Anhang H, Abbildung 101). Die Temperaturen am Mess-
punkt zwischen Substrat und Probenhalter sind ebenso wie die Warmeaufteilungskoeffi-
zienten bei Berlcksichtigung der Anisotropie etwas niedriger (Abbildung 76). Ein nahezu
identisches Verhalten zeigt sich auch im Gleitlagermodell (Abbildung 77 sowie Anhang
H, Abbildung 102).
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Abbildung 76: Mittlere Massentemperaturen (links), Messpunkttemperaturen (rechts)
und Warmeaufteilungskoeffizienten (unten) im Bended-Plate-on-Ring-

Modell. Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 77: Mittlere Massentemperaturen (oben links), Messpunkttemperaturen (oben
rechts) und Warmeaufteilungskoeffizienten (unten) im Gleitlagermodell.

Vergleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.

Die Auswirkung der Berucksichtigung von Anisotropie im Modell des isolierten Grundkor-
pers wurde am Beispiel des Block-on-Ring-Systems untersucht. Langs- und Querproben
wurden wie im integralen Stift-Scheibe-Modell separat betrachtet. Fur Langsproben er-
geben sich bei Berticksichtigung der Anisotropie geringfugig hohere Massentemperaturen
und Warmeaufteilungskoeffizienten, wahrend das Verhaltnis von Konvektion und Kon-
duktion an der Warmeableitung nicht wesentlich beeinflusst wird (Anhang H, Abbildung
103). Bei der Simulation von Querproben (Anhang H, Abbildung 104) flhrt die Beruck-
sichtigung der Anisotropie flr PEEK-2 und PEEK-3 zu einer leichten Verringerung der
Massentemperaturen, fur PEEK-4 hingegen zu einem marginalen Anstieg gegenuber der
isotropen Konfiguration. Die Warmeaufteilungskoeffizienten steigen bei anisotroper Mo-
dellierung an, wahrend das Verhaltnis von Konvektion zu Konduktion sinkt. Der letztge-
nannte Effekt ist mit zunehmender Warmeleitfahigkeit des untersuchten Werkstoffs we-

niger stark ausgepragt.

5.4.6 Einfluss transienter Effekte

Wird das Stift-Scheibe-System mit der in 4.6.2.2 beschriebenen Methodik transient simu-
liert, ergibt sich ein zeitlicher Verlauf der Gleitflachentemperaturen, der in Abbildung 78
am Beispiel von PEEK-1 unter 5MPa und 1 ms? dargestellt ist. Zunachst stellt sich im
initialen, stationaren Lastschritt (t < 0,1s) eine Temperaturverteilung im System ein, die
aus der gleichmafiigen Einleitung der Reibungswarme in die gesamte Laufflache des Ge-
genkarpers resultiert. Zum Beginn des transienten Lastschritts steigen die maximale und
mittlere Massentemperatur stark an, da nun die gesamte Warmefreisetzung innerhalb der

Kontaktflache erfolgt. Die minimale Massentemperatur sinkt hingegen geringfligig ab, da
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auBerhalb der Kontaktflache keine Warme mehr in den Gegenkdrper eingeleitet wird und
dieser infolgedessen mit einer niedrigeren Temperatur in den Kontakt eintritt. Nach kur-
zer Zeit, im Beispiel bei etwa 0,2 s, erreichen die Massentemperaturen ein stabiles Niveau,
wobei die minimale und maximale Massentemperatur noch eine Fluktuation von mehre-

ren °C aufweisen.

80

75
70 —T _ave

65 —T_min
o —‘“WWWWWMMWV\ —T_max
55

50
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5
Verstrichene Zeit, s

Temperatur, °C

Abbildung 78: Zeitlicher Verlauf der mittleren, minimalen und maximalen Massentem-
peratur in der transienten Simulation eines Stift-Scheibe-Versuchs mit
PEEK-1 unter 5MPa und 1 ms™. Der stationare Lastschritt endet bei 0,1 s.

Die Temperaturverteilung innerhalb der Kontaktflache zeigt Abbildung 79 am Beispiel
von PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms™® sowie 1 MPa und 4 ms™. Sie unterscheidet sich deut-
lich von der in Abbildung 66 dargestellten Verteilung im stationdren Versuch. So ist das
Temperaturmaximum vom Zentrum der Kontaktflache zur Auslaufkante hin verschoben,
wdhrend sich nahe der Einlaufkante ein grof3flachiger Bereich mit niedriger Temperatur
ausbildet. Mit zunehmender Gleitgeschwindigkeit zieht dieser kuihlere Bereich weiter in

die Kontaktflache hinein.

70°C 46,5 °C
%63 | . %43 |
56 °C 39,5°C

Abbildung 79: Transient simulierte Temperaturverteilung in der Gleitfldche des Grund-
korpers bei der Stift-Scheibe-Prifung von PEEK-2 unter 5MPa und 1 ms?
(Links) sowie 1 MPa und 4 ms™* (rechts). Gleitrichtung von unten nach oben.
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In Tabelle 29 sind die in der transienten Simulation errechneten Massen- und Messpunkt-

temperaturen jenen aus den stationdren Simulationen gegenubergestellt. Die transienten

Simulationen ergeben fur alle Werkstoffe und unter samtlichen betrachteten Lastbedin-

gungen zu erheblich niedrigeren Temperaturen.

Tabelle 29:

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

Massen- und Messpunkttemperaturen bei der Simulation von Stift-Scheibe-

Versuchen mit dem Modell. Vergleich zwischen transienten und stationaren

Simulationen.

p:
MPa:

W U R, W R, R, WU R, W R, R WU R, WNR, R WU R, W R R
N P A PN RN PR NP NMNRPRE NP NPR NP NP NP NP3 S

@
A

Transiente Simulation

Tave
°C
324
40,6
52,7
48,3
69,7
73,7
30,6
33,8
52,6
43,0
64,1
74.8
30,6
36,7
37,9
38,5
50,7
54,7
33,3
34,5
39,9
339
41,3
39,9

Tin
°C
30,4
37,3
46,7
436
60,4
64,7
29,0
31,5
46,6
39,4
559
64,5
28,9
339
34,8
35,7
451
48,5
31,1
32,1
36,4
319
37,5
36,5

Tmax
°C
33,9
434
57,0
52,6
76,3
81,6
31,9
35,6
56,8
46,5
69,9
82,7
31,7
38,9
40,1
41,2
54,6
59,5
349
36,3
424
359
439
42,5

Tmp sim
°C
26,3
29,0
34,7
31,0
418
41,7
26,0
27,2
36,6
30,7
41,7
45,6
264
294
30,2
29,9
36,8
38,4
28,0
28,5
31,5
28,0
32,2
31,3

Stationare Simulation

Tave
°C
38,2
52,2
64,7
69,8
88,7
100,3
35
42,6
67,2
59
81,6
1054
344
43,5
46,2
52,2
61,7
70,3
36,2
39,5
44,8
41,2
46,6
47,2

Thin
°C
34,8
446
54,9
56,9
74,1
80,8
32,2
37,8
57,5
48,7
68,8
85,6
31,6
37,6
41,2
442
53,1
58,2
32,6
345
39,2
354
40,9
40,6

Tmax
iG
40,2
56,6
70,4
77,3
97,2
111,6
36,7
454
72,8
64,9
89
116,8
36
47
491
56,8
66,6
77,3
38,3
424
48
444
49,9
51

Twmp sim
°C
31,5
374
456
52
61,8
65,3
31,1
35
52
51,5
62,4
74,2
319
36
399
49,1
52,7
59
35,1
33,7
38,3
429
437
435
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5.4.7 Variation des Reibungskoeffizienten

Simulationen bieten die Mdglichkeit, virtuelle Experimente durchzuflhren, bei denen die
Randbedingungen beliebig gewahlt werden konnen. So kann beispielsweise im Rahmen
einer Parameterstudie der Reibungskoeffizient systematisch variiert werden, um bei an-
sonsten konstanten Randbedingungen das thermische Antwortverhalten des Prifsystems
auf den Reibungskoeffizienten in Form der Temperaturverteilung zu untersuchen. Unter
jeder Lastkombination ergibt sich dann ein spezifischer Zusammenhang zwischen dem
vorgegebenen Reibungskoeffizienten und der betrachteten Temperatur, der im Folgen-
den als u-T-Kennlinie des Prufsystems bezeichnet wird. Derartige Parameterstudien wur-
den fir die vier im Rahmen dieser Arbeit behandelten Integralmodelle durchgefihrt. Der
Reibungskoeffizient wurde von O bis 0,8 mit einer Schrittweite von 0,2 variiert. Als Um-

gebungstemperatur wurden dabei 23 °C angenommen.

Abbildung 80 zeigt die u-T,y.-Kennlinien fur das Block-on-Ring-Modell. Die Variation des
Reibungskoeffizienten wurde unter allen in Tabelle 8 genannten Lastkombinationen
durchgefiihrt, dargestellt sind aus Griinden der Ubersichtlichkeit nur die drei gréRten
Lastkombinationen von 1 MPa und 4 ms?, 5 MPa und 1 ms* sowie 3 MPa und 2 ms™. Der
Reibungskoeffizient als unabhangige Grofde ist auf der Ordinatenachse aufgetragen.
Diese Darstellung wurde in Analogie zur Achsenzuordnung von Abbildung 41 ff. gewahlt.
Die Kennlinien sind allesamt linear, die Steigungen unterscheiden sich jedoch je nach
Belastung. Unter der Lastkombination von 5MPa und 1 ms? ergibt sich die geringste
Steigung der Temperatur mit dem Reibungskoeffizienten, unter 3MPa und 2ms die
hochste. Um eine einfache Berechnung von mittleren Massentemperaturen in der Labor-
praxis zu ermoglichen, wurde versucht, mittels multilinearer Regression eine Gleichung
zu ermitteln, welche die Kennlinien mit hinreichender Genauigkeit annahert. Dabei stellte
sich heraus, dass die Warmeleitfahigkeit des Grundkorpers keinen mafigeblichen Einfluss
auf die mittlere Massentemperatur ausubt, sodass diese als Funktion des Drucks, der Ge-

schwindigkeit und des Reibungskoeffizienten durch die Gleichung

10,479°C ~ 18,117°C
Tave = =27,394°C+ p—ym— +v———— + 1 8747°C (87)

ausgedruckt werden kann. Alle drei Regressionskoeffizienten sind dabei hoch signifikant

(p-Werte < 10°1¢), die Regressionsgleichung erreicht ein Bestimmtheitsmaf von 0,805.

Eine analoge Betrachtung wurde flr die u-Typ sim-Kennlinien vorgenommen (Abbildung
81). Auch diese Kennlinien sind ausnahmslos linear, jedoch ist auffallig, dass ihre Stei-

gungen sich nicht nur in Abhangigkeit von der Lastbedingung, sondern auch je nach
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Werkstoff erheblich unterscheiden. Durch eine Regressionsanalyse wurde nun versucht,
die mittlere Massentemperatur aus der Messpunkttemperatur abzuleiten. Die resultie-

rende Regressionsgleichung

. 23,942°C  3,047°C .
Tave =31,922°C — A + v=———+ (Twpsim —23°C) - 179 (88)

ist im Gegensatz zur der u-T,,.-Regression deutlich von der Warmeleitfahigkeit des
Grundkorpers beeinflusst, im Gegenzug ubt jedoch die Pressung keinen signifikanten Ein-
fluss aus. Alle Regressionskoeffizienten sind auch hier hoch signifikant (p-Werte < 108).

Die Regression erreicht ein Bestimmtheitsmaf von 0,975.
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Abbildung 80: u-T,,.-Kennlinien des integralen Block-on-Ring-Modells. Die Legende
gibt die p-v-Kombination (MPa:ms™?) an.
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Abbildung 81: u-Typsim-Kennlinien des integralen Block-on-Ring-Modells. Die Legende

gibt die p-v-Kombination (MPa :ms™) an.

Die u-T,ye-Kennlinien fur das Stift-Scheibe-Modell sind in Abbildung 82 dargestellt. Wie
schon im Block-on-Ring-Modell sind die Kennlinien linear und weisen eine deutliche
Lastabhangigkeit, jedoch keine starke Werkstoffabhangigkeit auf. Fir alle vier Com-
pounds wird unter der Lastkombination von 1 MPa und 4 m s die geringste Steigung der
Temperatur mit dem Reibungskoeffizienten erzielt, unter 3 MPa und 2 m s die hochste.
Aufgrund des ahnlichen Verhaltens ist es sinnvoll, fur die Regressionsanalyse die gleichen
unabhangigen Variablen zu verwenden wie beim Block-on-Ring-System, sodass sich die

Regressionsgleichung

14,986 °C 11,335°C
Tave = —32,747°C+p MPa +v o +u-110,14°C (89)

ergibt. Die Regressionskoeffizienten sind hoch signifikant (p-Werte < 10%). Das Be-
stimmtheitsmaf der Regression betragt 0,834.

Auch die u-Typsim-Kennlinien (Abbildung 83) sind linear. Ihre Steigungen weisen, wie
beim Block-on-Ring-System, eine Werkstoffabhangkeit auf. Die mittlere Massentempera-

tur kann aus der Messpunkttemperatur anhand der Regressionsgleichung
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. 21,729 °C 2,387 °C .
Tave = 31,873 °C — Awm_l K-1 +v ms—1 + (TMP,Sim — 23 C) 1,675 (90)

errechnet werden. Erneut sind die Regressionskoeffizienten hoch signifikant (p-Werte <
107). Das Bestimmtheitsmaf} der Regression betragt 0,982.
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Abbildung 82: u-T,,.-Kennlinien des integralen Stift-Scheibe-Modells. Die Legende gibt

die p-v-Kombination (MPa :ms?) an.

Beim Stift-Scheibe-System wurden zusatzlich auch die minimalen Massentemperaturen
(Anhang |, Abbildung 105) und maximalen Massentemperaturen (Anhang |, Abbildung
106) untersucht. Die Verldufe der Kennlinien weisen eine starke Ahnlichkeit mit denen
der u-T,ye-Kennlinien auf. Das Verhaltnis der minimalen Massentemperatur zur mittleren
Massentemperatur betragt im Mittel Uber alle Datenpunkte 0,757 mit einer Standard-
abweichung von 0,025. Das Verhaltnis der maximalen Massentemperatur zur mittleren
Massentemperatur betragt im Mittel Uber alle Datenpunkte 1,14 mit einer Standardab-
weichung von 0,014. Alternativ konnen die Verhaltnisse in guter Naherung durch Regres-
sionsgleichungen in Abhangigkeit von Warmeleitfahigkeit, Pressung und Gleitgeschwin-
digkeit berechnet werden. Fur das Verhaltnis der minimalen Massentemperatur zur mitt-

leren Massentemperatur ergibt sich die Beziehung
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Abbildung 83: u-Typsim-Kennlinien des integralen Stift-Scheibe-Modells. Die Legende
gibt die p-v-Kombination (MPa:ms™?) an.

Abbildung 84 zeigt die u-T,ye-Kennlinien des Bended-Plate-on-Ring-Modells. Diese sind
ebenfalls linear. Sie zeigen eine deutliche Abhangigkeit von der Belastung, nicht jedoch
vom Werkstoff des Grundkorpers. Da ausschlielich eine Gleitgeschwindigkeit von 1 ms™
betrachtet wurde, kann die Geschwindigkeitsabhangigkeit nicht im Rahmen einer Regres-

sionsanalyse untersucht werden. Die vorhandenen Daten kdnnen durch die Gleichung

122,78°C
—io— T - 461,181 °C (93)

Tave = —57,156 °C+ p— 0

naherungsweise beschrieben werden. Die Regressionskoeffizienten sind hoch signifikant
(p-Werte < 10°). Das Bestimmtheitsmaf} der Regression betragt 0,917.



118 Ergebnisse

o
S

0,3

0,2

0,1

Reibungskoeffizient, 1
Reibungskoeffizient, 1

0,0

0,4

0,3

0,2

0,1 —e—0,5:1

-6-1:1

Reibungskoeffizient, 1
Reibungskoeffizient, 1

0,0
0 100 200 300 0 100 200 300
Tavel °c Tave' °C

Abbildung 84: u-T,,.-Kennlinien des Bended-Plate-on-Ring-Modells. Die Legende gibt

die p-v-Kombination (MPa :ms™) an.

Die u-T,y.-Kennlinien des Gleitlagermodells sind in Abbildung 85 dargestellt. Sie sind
linear und weisen, wie auch die Kennlinien des Bended-Plate-on-Ring-Systems, eine
deutliche Last- jedoch keine Werkstoffabhangigkeit auf. Die mittlere Gleitflachentempe-

ratur kann naherungsweise anhand der Regressionsgleichung

169,169°C 110,037 °C
Tave = —112,071°C+ p—pm—+ v———5— + 1 199,238°C (94)

berechnet werden. Die Regressionskoeffizienten sind signifikant (p-Werte < 0,0008). Das

Bestimmtheitsmaf der Regression betragt 0,808.
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Abbildung 85: u-T,y.-Kennlinien des Gleitlagermodells. Die Legende gibt die p-v-Kom-

bination (MPa:ms™) an.

5.4.8 Einfluss der Umgebungstemperatur

In einer weiteren Parameterstudie wurde die Umgebungstemperatur im integralen Block-
on-Ring-Modell von 20 °C bis 30 °C in Schritten von 2 °C variiert. Die Auswirkung auf die
mittleren Massentemperaturen und die Messpunkttemperaturen bei der Simulation von
Versuchen mit vier Priifstellen zeigen Abbildung 86 bzw. Abbildung 87. Der Ubersicht-

lichkeit halber sind nur die drei grofsten Lastkombinationen aus Tabelle 8 dargestellt.
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Abbildung 86: Mittlere Massentemperaturen im integralen Block-on-Ring-Modell in Ab-
hangigkeit von der Umgebungstemperatur. Die Legende gibt die p-v-Kom-

bination (MPa :ms?) an.
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Abbildung 87: Messpunkttemperaturen im integralen Block-on-Ring-Modell in Abhan-

gigkeit von der Umgebungstemperatur. Die Legende gibt die p-v-Kombi-
nation (MPa:ms?) an.

Sowohl die mittlere Massentemperatur als auch die Messpunkttemperatur steigen mit
zunehmender Umgebungstemperatur erheblich an. Der Zusammenhang zwischen den
Temperaturen ist dabei jeweils linear. Uber die betrachtete Spanne der Umgebungstem-
peratur von 10 °C kommt es zu einem Anstieg der mittleren Massentemperatur von bis zu
5,3 °C und einem Anstieg der Messpunkttemperatur von bis zu 8,4 °C.
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6 Diskussion und Ausblick

6.1 Faserorientierung und Werkstoffeigenschaften

Bei der Untersuchung der Faserorientierung in den spritzgegossenen Platten anhand von
Mikroschliffen zeigten sich werkstofflibergreifende Ahnlichkeiten, welche auf die vorlie-
genden Stromungsverhaltnisse zuruckgefuhrt werden konnen. So waren die von Hegler
beschriebenen drei Schichten uber die Plattendicke hinweg auszumachen. Die Fasern
sind grofdtenteils aufgrund von Scher- und Dehnstromungen in der 1-2-Ebene orientiert,
der Orientierungsanteil in der Richtung 3 ist durchgehend gering. Eine besonders starke
Orientierung entlang der Richtung 2 tritt bevorzugt in der Plattenmitte auf, da hier eine
Dehnstromung ebenfalls in diese Richtung wirkt. Nahe den seitlichen Begrenzungen der
Kavitat treten Scherstromungen an drei Wanden auf, was in einer starkeren Orientierung
entlang der Richtung 1 resultiert. Am Fliefdwegende fern des Anschnitts kann es zu Ab-
weichungen von der sonstigen Orientierungsverteilung kommen, da dort die Faserorien-
tierung der Schmelzefront eingefroren wird. Ferner treten werkstoffspezifische Unter-
schiede auf. So steigt die Dicke der Randschicht von PEEK-2 Gber PEEK-3 hin zu PEEK-4
an. Dies kann auf eine zunehmende Viskositat der Schmelze mit steigendem Fullstoffge-
halt zurickgefihrt werden, die zu verbreiterten Scherzonen an den Wanden der Kavitat
fuhrt. Da die Fasern der Randschicht bevorzugt entlang der Richtung 1 orientiert sind, ist
mit steigender Randschichtdicke auch eine Abnahme des Orientierungsanteils in Rich-
tung 2 zu verzeichnen. In den Grundkdrpern fur die anwendungsorientierten Priufverfah-
ren zeigt sich zwar ebenfalls eine bevorzugte Orientierung entlang der 1-2-Ebene, unter-
schiedliche Schichten treten jedoch nicht auf. Die Orientierungsanteile unterscheiden
sich deutlich von jenen in den spritzgegossenen Platten. Es ist somit ersichtlich, dass die
Faserorientierungsverteilung sowohl vom Verarbeitungsprozess und der Formteilgeo-
metrie als auch von der Zusammensetzung des Werkstoffes beeinflusst wird, sodass bei
Anderung eines dieser Einflussfaktoren eine erneute morphologische Untersuchung er-
forderlich wird.

Die Warmeleitfahigkeit sowie der Zugelastizitatsmodul sind deutlich von Faserorientie-
rung und Werkstoffzusammensetzung beeinflusst. So folgt die Verteilung der lokalen
Warmeleitfahigkeiten in Abbildung 27 der lokalen Orientierungsverteilung aus Abbildung
20 genau. Die vereinfachende Annahme einer isotropen Faserorientierung fuhrt daher zu
erheblichen Abweichungen von den tatsachlich vorliegenden Warmeleitfahigkeiten.
Gleichzeitig steigen die absoluten Werte der Warmeleitfahigkeit mit zunehmendem An-

teil von leitfahigen Full- und Verstarkungsstoffen. Der Elastizitatsmodul der Compounds
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ist entlang der Richtung 2 aufgrund des grofieren Faserorientierungsanteils hoher als
entlang der Richtung 1. Die absoluten Werte steigen mit zunehmendem Gehalt an Full-
und Verstarkungsstoffen aufgrund ihrer im Vergleich zur PEEK-Matrix sehr hohen Steifig-
keit.

Die Zugfestigkeit der Compounds 2 und 3 ist niedriger als die des ungefillten PEEK. Nur
in PEEK-4 scheint infolge des erhohten Anteils an Verstarkungsfasern der kritische Faser-
volumengehalt fur eine Erhohung der Festigkeit uberschritten zu sein.

6.2 Simulationsmethodik

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden mit dem Modell des isolierten Grundkorpers
und dem Integralmodell zwei stark unterschiedliche Modellierungsansatze fur die nume-
rische Simulation des Warmehaushalts untersucht. Beiden ist gemein, dass vorab keine
Annahmen bezuglich der Warmeaufteilung getroffen werden muissen. Das Modell des iso-
lierten Grundkorpers weist in der Anwendung jedoch einige Nachteile auf. So ist fur die
Durchfihrung der Simulation grundsatzlich eine gemessene Temperatur erforderlich,
wahrend diese fur das Integralmodell entbehrlich ist und allenfalls zur Validierung her-
angezogen werden kann. Auffallig sind aufierdem die mit dem Modell des isolierten
Grundkorpers berechneten Ergebnisse fur das ungefillte PEEK-1, da die Kontakttempe-
raturen erheblich hoher sind als bei Simulationen mit dem Integralmodell. Zugleich wer-
den mit dem Integralmodell Messpunkttemperaturen ermittelt, die erheblich unterhalb
der experimentellen Ergebnisse liegen. Eine Erklarung fir diese Diskrepanzen wurde in
der Vorabpublikation [124] vorgestellt: Wird die Temperaturverteilung auf der Oberflache
des Grundkorpers wahrend des Versuchs mit einer Warmebildkamera aufgezeichnet und
der Versuch anschlieftend mit dem Integralmodell nachgestellt, so wird zwar die Tempe-
ratur am Rand der Kontaktflache in guter Naherung von der Simulation reproduziert, die
simulierte Messpunkttemperatur liegt jedoch niedriger als die gemessene Temperatur am
Messpunkt. Es ist daher zu vermuten, dass im ungefullten Werkstoff ein Teil der Reibungs-
wadrme nicht unmittelbar in der Kontaktflache freigesetzt wird, sondern infolge von
Dampfung in der Tiefe des Grundkorpers. Diese Vermutung wird durch Warmebildaufnah-
men des Stift-Scheibe-Prifstands bei der Prifung von PEEK-1 (Abbildung 88) bekraftigt,
auf denen erkennbar ist, dass die hochste Temperatur auf der Oberflache des Grundkor-
pers deutlich unterhalb der Kontaktflache vorliegt. Die Messpunkttemperatur kann, wie
in [124] vorgeschlagen, korrigiert werden, indem ein geringer Anteil der Reibungswarme

im Inneren des Grundkorpers statt in der Kontaktflache freigesetzt wird. Dieser Anteil ist
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jedoch lastabhangig zu bestimmen und wirkt sich nicht wesentlich auf die Kontakttem-
peratur aus. Kontakttemperaturen konnen mit dem Integralmodell demnach auch ohne
eine derartige Korrektur bestimmt werden. Beim Modell des isolierten Grundkorpers fuhrt
die hohe gemessene Temperatur hingegen prinzipbedingt zu einer massiven Uberschat-
zung der Kontakttemperaturen. Ein weiterer Nachteil des Modells des isolierten Grund-
korpers ist die Tatsache, dass eine Parameterstudie unter systematischer Variation des
Reibungskoeffizienten, wie sie in Abschnitt 5.4.7 beschrieben wurde, mit diesem Modell
nicht durchgefuhrt werden kann. Vielmehr konnen lediglich reale Experimente a posteri-
ori simuliert werden. In Anbetracht der vielfaltigen Vorteile der integralen Modellierung

ist diese im Regelfall trotz der aufwendigeren Modellbildung zu bevorzugen.

75 °C 90 °C
47,5 °C 55°C
20 °C 20 °C

Abbildung 88: Thermographische Aufnahmen des Stift-Scheibe-Prifstands bei der Pru-
fung von PEEK-1 unter 1 MPa und 4 ms*! (links) sowie 5MPa und 1 ms™*
(rechts).

Eine wesentliche Herausforderung beim Aufbau von Integralmodellen besteht in der Er-
mittlung der Randbedingungen. Im Idealfall kdnnen an einigen Systemgrenzen isotherme
Randbedingungen eingesetzt werden, so wie es an den Hebeln des Block-on-Ring-Pruf-
stands oder an der Grundplatte der Bended-Plate-on-Ring- und Gleitlagerprifstande der
Fall ist. Die Getriebetemperatur im Block-on-Ring-System konnte auf eine einfache line-
are Funktion in Abhangigkeit von der Geschwindigkeit zurtickgefihrt werden. Auch der
konvektive Warmelibergang an den Auflenflachen des Grundkdrpers konnte auf Grund-
lage von thermofluiddynamischen Simulationen auf einen einfachen analytischen Ansatz
reduziert werden. Als problematisch erwies sich die Modellierung des Warmelbergangs
an den rotierenden Wellen. Bei einem Vergleich von in der Literatur vorgestellten Korre-
lationen in dem fur die untersuchten Prifkonfigurationen relevanten Bereich der Rey-

nolds- und Grashof-Zahlen zeigten sich deutliche Unterschiede zwischen den verschie-
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denen Ansatzen. Letztlich war keiner der Ansatze fir die Beschreibung des Warmeluber-
gangs in den Integralmodellen geeignet. Dies kann darauf zuruckgefuhrt werden, dass die
Korrelationen aus der Literatur an horizontalen rotierenden Zylindern mit naherungs-
weise homogener Temperatur ermittelt wurden. Zum einen liegt in Tribometern keine
homogene Wellentemperatur vor. Vielmehr liegen Temperaturgradienten entlang der
Wellen und insbesondere im Bereich der Laufspuren vor, wie in Abbildung 62 und Abbil-
dung 66 zu erkennen ist. Zum anderen ist die Welle im Stift-Scheibe-System vertikal mon-
tiert und weist mehrere Absatze auf und unterscheidet sich damit erheblich von den Kon-
figurationen in der Literatur. In der Konsequenz mussten spezifische Korrelationen fur die
untersuchten Prufstande ermittelt werden. Dies ist gelungen, wie aus dem Abgleich mit
den gemessenen Wellentemperaturen hervorgeht. Die Korrelation fur das Block-on-Ring-
System, welche aufgrund der geometrischen Ahnlichkeit auch in den Bended-Plate-on-
Ring und Gleitlagermodellen verwendet wurde, zeigt eine grofRere Nahe zu den Ansatzen
aus der Literatur als die Korrelation fur das Stift-Scheibe-System, was aufgrund der oben

ausgefuhrten zusatzlichen Unterschiede plausibel erscheint.

Ein entscheidender Aspekt der Modellbildung ist zudem die Berucksichtigung der Rota-
tion des Gegenkdorpers. Wird in einer stationaren Simulation die gesamte Reibungswarme
in die Kontaktfliche eingeleitet, fiihrt dies zu einer Uberschatzung der Temperaturen im
Grundkorper, da keine kalten Gegenkodrperbereiche in den Kontakt eintreten. Um diesem
Problem zu begegnen, wurde ein Rotationsfaktor eingeflihrt, der den in die Kontaktflache
eingeleiteten Anteil der Warme quantifiziert. Der verbleibende Teil der Warme wurde
gleichmaRig auf die Laufflache des Gegenkdrpers verteilt. Mit diesem Vorgehen konnten
in den Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Integralmodellen gute Erfolge erzielt werden,
wie sich beim Vergleich der experimentellen und simulierten Messpunkttemperaturen
zeigt. Es ist herauszuheben, dass der lastabhangige Rotationsfaktor fur das Stift-Scheibe-
System anhand von zwei unterschiedlichen Datensatzen ermittelt wurde, namlich einer-
seits den Ergebnissen der Standardversuche unter den in Tabelle 8 genannten Lastkom-
binationen und andererseits den Ergebnissen der automatisierten, randomisierten Versu-
che. Die beiden Datensatze flhren zu drastisch unterschiedlichen Verldufen des Rotati-
onsfaktors. Da die automatisierten, randomisierten Versuche sowohl eine grofiere Anzahl
an Datenpunkten bereitstellen als auch einen breiteren Lastbereich abdecken, ist die auf
dieser Datenbasis ermittelte Gleichung fur den Rotationsfaktor als deutlich fundierter. Es
erscheint daher angezeigt, auch andere Prufsysteme wie den Block-on-Ring-Prufstand fur
diese Prufmethodik zu ertuchtigen und den Rotationsfaktor auf diese Weise zu ermitteln.

In den anwendungsorientierten Bended-Plate-on-Ring- und Gleitlagersystemen wurde



Diskussion und Ausblick 125

auf die Anwendung eines Rotationsfaktors verzichtet, da die Kontaktflache in diesen Sys-
temen die Halfte des Gegenkorperumfangs einnimmt, was einen deutlich grofReren Anteil
darstellt als den Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Systemen. Aufgrund der guten Uber-
einstimmung der simulierten Temperaturen mit den Messungen erscheint dieses Vorge-
hen gerechtfertigt. Als alternative Herangehensweise an die Modellierung der Rotation
wurden transiente Simulationen durchgefuhrt, in denen die Welle sich tatsachlich be-
wegt. Ein grundsatzliches Problem ist dabei der grof’e Rechenaufwand. Obwohl die
durchgefihrten Simulationen lediglich eine Zeitspanne von wenigen Hundertstelsekun-
den abdecken, nimmt die Berechnung auf einem Hochleistungsrechner (Intel Xeon W-
2175 Prozessor, 128 Gigabyte Arbeitsspeicher) etwa einen halben Tag in Anspruch. Die
stationaren Stift-Scheibe-Simulationen bendtigen dagegen etwa eine Minute. Aus diesem
Grund kann nicht die gesamte Versuchsdauer transient simuliert werden, weshalb der
transienten Simulation ein stationdrer Lastschritt vorangestellt wurde, in dem durch die
Einleitung der gesamten Reibungswarme in die Laufflache des Gegenkorpers eine initiale
Temperaturverteilung eingestellt werden soll, die dem Zustand wahrend der stationdren
Versuchsphase weitgehend entspricht. Es zeigt sich jedoch, dass die in den transienten
Simulationen berechneten Massen- und Messpunkttemperaturen deutlich niedriger sind
als die Ergebnisse der stationdren Simulationen. Dies durfte darauf zurtuckzufuhren sein,
dass zwar der Gegenkorper und die sich daran anschliefende Welle im stationaren Last-
schritt auf das Temperaturniveau der stationaren Versuchsphase erwarmt werden, nicht
jedoch der Grundkarper, da nur ein geringer Warmestrom in die Kontaktflache eingeleitet
wird. Um den Grundkorper innerhalb des transienten Lastschritts auf die korrekten Tem-
peraturen zu erwarmen, musste dieser eine viel langere Zeitspanne abbilden, was ange-
sichts des Rechenaufwands nicht realistisch erscheint. Moglicherweise konnte durch die
Umstellung auf ein explizites Losungsverfahren eine Beschleunigung erreicht werden.
Dies wird jedoch von ANSYS Mechanical nicht unterstiitzt und es erscheint fragwurdig,
ob die erforderliche massive Verlangerung der Zeitspanne auf diese Weise ermoglicht
werden kann. Somit bleibt die Anwendung eines Rotationsfaktors, wenngleich sie unphy-
sikalisch ist, zunachst die praktikablere Methode. Ein Nutzen, der dennoch bereits aus den
transienten Simulationen gezogen werden kann, ist, dass diese einen guten qualitativen
Eindruck von der tatsachlichen Temperaturverteilung innerhalb der Kontaktflache geben.
Diese ist nicht symmetrisch, wie es in den stationaren Simulationen erscheint, sondern
die warmsten Bereiche der Kontaktflache sind zur Auslaufkante hin verschoben, wie in
Abbildung 79 zu erkennen. Dies erklart auch die in Abbildung 39 (rechts) erkennbare Ver-

anderung der Laufflachenstruktur zur Auslaufkante hin.
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Wie in Abschnitt 5.4.5 ausfuhrlich dargestellt wurde, wirkt sich die Berucksichtigung der
Anisotropie der Warmeleitfahigkeit von tribologischen Compounds in den Block-on-Ring
und Stift-Scheibe-Systemen nicht wesentlich auf die Ergebnisse der thermischen Simula-
tionen aus. Zwar wird die Warmeleitung durch den Grundkorper in Richtung der Warme-
senken beeinflusst, dies wird jedoch aufgrund der Systemstruktur durch eine leichte Ver-
anderung der Warmeaufteilung und/oder eine Verschiebung der Anteile von Konvektion
und Konduktion an der Warmeableitung aus dem Grundkdrper intrinsisch ausgeglichen,
sodass eine Veranderung der Massen- und Messpunkttemperaturen sowohl im Integral-
modell als auch im Modell des isolierten Prufkorpers ausbleibt. Im Bended-Plate-on-
Ring-System und im Gleitlagersystem kommt es zu einer geringfligigen Anderung der
Messpunkttemperatur zwischen Probe und Probenhalter. Insgesamt lasst sich daher
schlussfolgern, dass bei der Modellbildung und Validierung eines thermischen Pruf-
standsmodells die Anisotropie der Warmeleitfahigkeit des Grundkorpers berucksichtigt
werden sollte, um beim Abgleich mit den experimentell ermittelten Temperaturen die
bestmdgliche Genauigkeit zu erreichen. Die sich anschlieRenden, ,produktiven” Simulati-
onen, welche in erster Linie der Ermittlung von Kontakttemperaturen dienen, kénnen
dann unter Vernachlassigung der Anisotropie durchgefuhrt werden, sodass nicht fur jeden
zu untersuchenden Werkstoff eine aufwendige Analyse der Faserorientierung durchge-

fuhrt werden muss.

Durch die systematische Variation des Reibungskoeffizienten konnten u-T-Kennlinien er-
mittelt werden, welche das thermische Antwortverhalten des Prufsystems auf vorgege-
bene tribologische Belastungen beschreiben. Die Kennlinien sind allesamt linear. Fur die
Block-on-Ring-, Stift-Scheibe-, und Bended-Plate-on-Ring-Systeme konnten die Kennli-
nien durch multilineare Regression auf einfache Gleichungen mit wenigen unabhangigen
Variablen angenahert werden. Insbesondere bei der Berechnung der Massentemperatu-
ren unter Verwendung der Messpunkttemperaturen konnten sehr gute Naherungen er-
reicht werden. Unter Inkaufnahme eines geringen Verlusts an Vorhersagegenauigkeit
konnen auf diese Weise Kontakttemperaturen im Laboralltag schnell und einfach abge-

schatzt werden, ohne dass erneut Simulationen durchgefuhrt werden mussen.

Bei Simulationen mit systematisch variierten Umgebungstemperaturen unter ansonsten
unveranderten Randbedingungen wurde ein erheblicher Einfluss der Umgebungstempe-
ratur auf die simulierten Temperaturen festgestellt. Es ist daher erforderlich, bei der
Durchfuhrung tribologischer Versuche die Raumtemperatur zu protokollieren und bei den
sich anschlief’enden Simulationen zu berticksichtigen. Idealerweise ist im tribologischen
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Labor durch Klimatisierung eine konstante Raumtemperatur einzuregeln. Letzteres er-
hoht auch die Aussagekraft der u-T-Kennlinien, welche unter der Annahme einer kon-

stanten Umgebungstemperatur berechnet wurden.

Insgesamt bilden die Simulationsmodelle die experimentell ermittelten Temperaturver-
teilungen in guter Naherung ab. Die dennoch vorliegenden Abweichungen konnen auf
mehrere Storeinfliisse zurtickgefuihrt werden. So kénnen die geometrischen Vereinfa-
chungen in den Simulationsmodellen, die verbleibende Unsicherheit bei der Berechnung
des konvektiven Warmeubergangs an der Welle sowie die Verwendung von Rotationsfak-
toren die Vorhersagegenauigkeit beeintrachtigen. Auch ist die Messgenauigkeit der Tem-
peratursensoren begrenzt. Die verwendeten Pyrometer messen mit einer Genauigkeit von
+1 °C, die Warmebildkamera mit einer Genauigkeit von *2 °C. In der manuellen Ausrich-
tung der Pyrometer liegt eine weitere potenzielle Fehlerquelle, da sich in den Grundkor-
pern sehr steile Temperaturgradienten einstellen, sodass Fehler bei der Ausrichtung in
der Grofienordnung von Zehntelmillimetern bereits eine Veranderung des Messwerts be-

wirken konnen. Die Ausrichtung muss daher mit grofRer Sorgfalt vorgenommen werden.

6.3 Vergleich der numerischen Simulation mit analytischen Methoden

Die in Abschnitt 3.2.2.1 vorgestellten analytischen Ansatze fur die Berechnung von Tem-
peraturen in tribologischen Systemen wurden auf die in dieser Arbeit betrachteten Sys-
teme angewandt und, soweit moglich, mit den Ergebnissen der integralen Simulationen
verglichen. Dabei wurden isotrope Warmeleitfahigkeiten angenommen. Da die analyti-
schen Ansatze keine temperaturabhangigen Werte fir die Warmeleitfahigkeit erwarten,
wurden diese im Temperaturbereich von 20 °C bis 200 °C gemittelt. Die tabellarischen
Aufstellungen der Ergebnisse sind aufgrund ihres Umfangs in Anhang J zu finden. In den
Ergebnissen sind vereinzelte Abweichungen zu den in der Vorabveroffentlichung [16] ent-
haltenen analytischen Berechnungen festzustellen, die auf Korrekturen an den Eingabe-

werten zurickzufihren sind.

Die Blitztemperaturen in den Block-on-Ring-Versuch mit vier Prifstellen (Tabelle 35) und
den Stift-Scheibe-Versuchen (Tabelle 36) werden mit dem linear elastischen Modell nach
Archard unrealistisch hoch, mit den Modellen nach Ashby-Abulawi-Kong und Kuhlmann-
Wilsdorf hingegen unrealistisch klein geschatzt. Das plastische Modell nach Archard fuhrt
zu Flashtemperaturen in einer realistischen Grofienordnung. Sie sind jedoch deutlich klei-
ner als die in [125] genannten 1000 °C, welche an Verstarkungsfasern auftreten konnen.
Angesichts der Tatsache, dass mit homogenisierten mechanischen Eigenschaften gerech-
net wurde, erscheint dies sinnvoll. Als Radius einer nicht deformierten Rauheitsspitze
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wurde ein Wert von 1 um angenommen. Eine Validierung der Blitztemperaturen durch
numerische Simulationen ist mit den im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Modellen

nicht moglich, da diese die Oberflachenstruktur der Reibpartner nicht abbilden.

Die mittleren Durchlauftemperaturen in den Block-on-Ring- (Tabelle 37) und Stift-
Scheibe-Versuchen (Tabelle 38) unterscheiden sich sowohl zwischen den unterschiedli-
chen Ansdtzen als auch zwischen den beiden tribologischen Systemen nur geringfugig.
Die Werte flr das Stift-Scheibe-System wurden mit der Differenz aus mittlerer und mini-
maler Massentemperatur in der transienten Simulation verglichen. Die Werte aus der Si-
mulation werden vom Ansatz nach Blok in sehr guter Naherung beschrieben. Die nachst-
besten Ansatze sind jene von Jaeger, wiederum gefolgt von den Ansatzen nach Archard
und Greenwood, welche identische Werte ergeben. Die Ansatze nach Tian-Kennedy und

Kuhlmann-Wilsdorf ergeben keine gute Naherung der numerischen Ergebnisse.

Hinsichtlich der mittleren Massentemperaturen ergibt sich bei den Block-on-Ring- (Ta-
belle 39) und Stift-Scheibe-Versuchen (Tabelle 40) ein einheitliches Bild. Die Ansatze
nach Carslaw-Jaeger und Kinkel ergeben Werte deutlich oberhalb der numerisch berech-
neten mittleren Massentemperaturen. Das Modell von Ashby, Abulawi und Kong fuhrt zu
ausgesprochen niedrigen Temperaturen. Die beste Ubereinstimmung mit den Ergebnis-

sen der numerischen Simulationen erreicht der Kuhlrippenansatz nach Schlarb.

Die mittleren Massentemperaturen im Bended-Plate-on-Ring-System (Tabelle 41) sowie
im Gleitlagersystem (Tabelle 42) wurden mit dem Ansatz nach Erhard und Strickle be-
rechnet. Fur das Bended-Plate-on-Ring-System liegen die analytischen Ergebnisse alle-
samt deutlich niedriger als die numerischen, wahrend sich im Gleitlagerversuch ein ent-

gegengesetztes Bild ergibt.

Auf der Grundlage dieser Betrachtungen kann fur die analytische Abschatzung von mitt-
leren Massentemperaturen in den Modellsystemen Block-on-Ring und Stift-Scheibe der
Ansatz nach Schlarb empfohlen werden. Fur die Berechnung von anwendungsorientierten
Systemen erscheint der Ansatz von Erhard und Strickle fragwdirdig, da insbesondere im
Gleitlager extreme Temperaturen vorhergesagt werden und durchweg eine deutliche Dis-
krepanz zu den experimentell validierten numerischen Modellen besteht. Fur die Berech-
nung von mittleren Durchlauftemperaturen in kunststoffbasierten Triboystemen erschei-
nen die Ansatze von Blok und Jaeger in besonderem Mafie geeignet. Bei der Berechnung
von Blitztemperaturen scheint der plastische Ansatz nach Archard die plausibelsten Er-
gebnisse zu erzielen, ohne eine Validierung kann jedoch keine fundierte Aussage hin-
sichtlich der Eignung getroffen werden.
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6.4 Tribologisches Verhalten unter Beruicksichtigung der Temperatur

Auf der Grundlage der tribologischen Prufung im Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Sys-
tem lasst sich recht schnell eine Rangfolge der untersuchten Compounds hinsichtlich ih-
rer tribologischen Leistungsfahigkeit angeben. Das ungefillte PEEK-1 zeigt unter samtli-
chen Bedingungen einen hohen Reibungskoeffizienten sowie in vielen Fallen ein dufierst
unglinstiges VerschleiRverhalten. Die Lastkombination von 3 MPa und 2ms™ kann im
Block-on-Ring-Versuch mit vier Prufstellen Uberhaupt nicht gepruft werden. PEEK-2, wel-
ches ausschliefslich mit Kohlenstofffasern modifiziert ist, erreicht hinsichtlich des Rei-
bungskoeffizienten keine wesentliche Verbesserung gegentber PEEK-1, der Verschleif3
ist jedoch deutlich geringer. Das Tribocompound PEEK-3 erzielt deutlich niedrigere Rei-
bungskoeffizienten als PEEK-1 und PEEK-2, ist letzterem jedoch hinsichtlich des Ver-
schleiRverhaltens unterlegen. Das insgesamt beste tribologische Verhalten weist PEEK-4
auf, das niedrige Reibungskoeffizienten und Verschleifdraten verbindet. Ein noch deutli-
cheres Bild ergibt sich in den automatisierten, randomisierten Versuchen. Bei den Rei-
bungskoeffizienten bestatigt sich die Rangfolge von PEEK-1, PEEK-2, PEEK-3 und PEEK-
4 mit aufsteigender Leistungsfahigkeit Nur bei sehr hohen Lasten liegen PEEK-3 und
PEEK-4 gleichauf. Hinsichtlich der Verschleifirate zeigen PEEK-2 und PEEK-3 ein sehr
ahnliches Verhalten, PEEK-4 liegt nochmals deutlich darunter.

Beim Vergleich der Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Versuche ist auffallig, dass die Er-
gebnisse der Block-on-Ring-Versuche mit zwei Prufstellen denen der Stift-Scheibe-Ver-
suche ahnlicher sind als denen der Block-on-Ring-Versuche mit vier Prifstellen. Ein Tem-
peraturunterschied in der Kontaktflache erscheint als Erklarung jedoch unwahrscheinlich,
da die simulierten Massentemperaturen zwischen den Block-on-Ring-Versuchen mit zwei
und vier Prufstellen nur geringe Unterschiede aufweisen, obwohl sich die Wellentempe-
ratur teils deutlich unterscheidet. Auch sind bei der mikroskopischen Untersuchung der
Kontaktflachen nur geringfligige Unterschiede zwischen den Block-on-Ring-Versuchen
mit vier Prufstellen und den Stift-Scheibe-Versuchen festzustellen. Die Unterschiede zwi-
schen den Versuchen mit zwei und vier Prufstellen sind daher wahrscheinlich auf andere
Effekte zurtckzufiuhren. Denkbar wadre ein geandertes Vibrationsverhalten des Prufstands
bei der Verwendung aller vier Prufstellen. Es erscheint jedoch plausibel, das Versagen von
PEEK-1 unter 3MPa und 2 m s beim Versuch mit vier Prifstellen auf die hohere Wellen-
temperatur zurtuckzufihren. In jedem Fall erscheint es angesichts der Unterschiede zwi-
schen Versuchen mit zwei und vier Prufstellen auf demselben Tribometer ratsam, Versu-

che mit zwei Prufkorpern vorzuziehen, da eine gegenseitige Beeinflussung von auf der
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gleichen Welle befindlichen Prufstellen dadurch ausgeschlossen wird und zudem eine
bessere Vergleichbarkeit zu den Stift-Scheibe-Versuchen erreicht wird.

In den automatisierten, randomisierten Stift-Scheibe-Versuchen zeigen die Verschleif3ko-
effizienten nur sehr geringfiigige Anderungen uber alle pv-Werte hinweg. Sie kdnnen
demnach im betrachteten Lastbereich naherungsweise als pv- und damit auch als tem-
peraturinvariant angenommen werden. Der Reibungskoeffizient weist hingegen eine sehr
deutliche Abhangigkeit vom pv-Wert auf. Wird der Reibungskoeffizient tber der mittleren
Massentemperatur anstelle des pv-Wertes aufgetragen, zeigt sich eine fallende Tendenz
des Reibungskoeffizienten mit steigender Temperatur. Diese findet sich auch in den Er-
gebnissen der Temperatursteigerungsversuche wieder, in denen der Reibungskoeffizient
in den meisten Fallen von einem Anfangswert ausgehend zunachst absinkt, bevor er wie-
der einen mehr oder weniger starken Anstieg vollzieht. Die Temperatursteigerungsversu-
che zeigen deutlich, dass die Temperatur den Reibungskoeffizienten erheblich beein-
flusst, was durch die u-T-Verlaufe ausgedruckt wird. Gleichzeitig liegt allerdings auch ein
Einfluss der p-v-Kombination vor, was sich in den Unterschieden zwischen den u-T-Ver-
laufen bei unterschiedlichen Lasten aufRert. Dies veranschaulicht, warum die Temperatur
neben der Pressung und der Geschwindigkeit als wichtiger Teil des tribologischen Bean-

spruchungskollektivs angesehen werden muss.

Sehr deutlich zeigt sich der Einfluss der Temperatur in den anwendungsorientierten
Bended-Plate-on-Ring- und Gleitlagersystemen. Hier werden sehr niedrige Reibungsko-
effizienten erreicht, die deutlich Abseits der Verlaufe liegen, die in den automatisierten,
randomisierten Versuchen fir den Reibungskoeffizienten ermittelt wurden. Letztere sind
demnach in ihrer Gultigkeit auf dasjenige Prufsystem beschrankt, mit welchem sie ermit-
telt wurden. Der Grund fur die niedrigeren Reibungskoeffizienten in den anwendungsna-
hen Systemen sind die erheblich hoheren Kontakttemperaturen, die aus den grof3en Kon-
taktflachen und der damit einhergehenden Freisetzung grofier Warmestrome resultieren.
Diese gegenuber Modellsystemen deutlich erhohten Temperaturen wurden auch von
Kinkel [61] und Panda [177] beschrieben. Bei der mikroskopischen Untersuchung der
Gleitflachen von Bended-Plate-on-Ring-Proben sind infolge der hohen Temperatur deut-
liche Unterschiede gegenuber den Gleitflachen der unter gleicher Last gepruften Modell-
prufkorper erkennbar. Insbesondere die grof3flachigen Anhaftungen aus abgeschertem
Material sowie die Faserschadigungen infolge einer Verschlechterung der Faser-Matrix-
Haftung konnen auf die hohen Temperaturen zuruckgefuhrt werden. Die Verschleif3-
koeffizienten in den anwendungsnahen Systemen ahneln jenen aus den Modellsystemen

und stellen somit einen weiteren Beleg fur die oben festgestellte weitgehende Last- und
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Temperaturunabhdngigkeit des VerschleiRkoeffizienten dar. Allerdings konnen aufgrund
der hohen Temperaturen die thermomechanischen Belastungsgrenzen der eingesetzten
Kunststoffe schnell Uberschritten werden, sodass die Spanne der moglichen p-v-Kombi-

nationen gegenuber den Modellversuchen deutlich eingeschrankt ist.

6.5 Korrelation der Kontakttemperatur mit tribologischen Eigenschaften

Die in den Modellsystemen gemessenen Reibungskoeffizienten sind, wie im vorangegan-
genen Abschnitt festgestellt, nicht auf die anwendungsnaheren Systeme Ubertragbar.
Dies begriindet den Wunsch nach einer Korrelationssystematik, welche trotz der unter-
schiedlichen Temperaturniveaus bei gleichen pv-Kombinationen in den verschiedenen
Priifsystemen eine Ubertragung von Ergebnissen ermdglicht. Ein Ansatz hierfiir ergibt
sich aus dem Zusammenspiel zweier Mechanismen: Einerseits reagiert die Gleitpaarung
um tribologischen Kontakt auf das vorliegende Beanspruchungskollektiv aus Pressung,
Gleitgeschwindigkeit, Temperatur und gegebenenfalls weiteren Einflussgrofen, indem
sich ein fur diese Beanspruchung spezifischer Reibungskoeffizient einstellt. Fur die Gleit-

paarung gilt demnach:

u=fpuvT,..) (95)
Andererseits reagiert der die Gleitpaarung umgebende Prifstandsaufbau auf die freige-
setzte Warme, welche vom Reibungskoeffizienten, der Pressung und der Geschwindigkeit

abhangt, indem sich eine bestimmte Temperaturverteilung ausbildet. Es gilt:

T=f(upv) (96)
Da Pressung und Geschwindigkeit bei den Versuchen vorgegeben werden, verbleiben die
Temperatur und der Reibungskoeffizient als unbekannte Grof3en. Sofern die Beziehungen
(95) und (96) beide bekannt sind, sollte es moglich sein, die beiden Unbekannten anhand
der beiden Beziehungen zu ermitteln. Eine Entsprechung zu Gleichung (95) sind die in
den Temperatursteigerungsversuchen ermittelten u-T-Verlaufe unter verschiedenen p-v-
Kombinationen. Die Gleichung (96) findet ihre Entsprechung in den in Abschnitt 5.4.7
ermittelten u-T-Kennlinien der Prifsysteme. Werden der u-T-Verlauf einer Gleitpaarung
und die u-T-Kennlinie eines Prifstands Uberlagert, sollte sich an ihrem Schnittpunkt der
Betriebspunkt befinden, welcher sich im Versuch mit dieser Gleitpaarung auf dem jewei-

ligen Prufstand tatsachlich einstellt.

Derartige Uberlagerungen der u-T-Kennlinien des Bended-Plate-on-Ring-Priifstands mit
dem u-T-Verlaufen von PEEK-1, -2, -3 und -4 aus dem Temperatursteigerungsversuch

unter 1 MPa und 1 ms? sind in Abbildung 89 dargestellt. Die im Experiment gemessenen
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Reibungskoeffizienten und deren simulierte mittlere Kontaktflachentemperatur um
Bended-Plate-on-Ring-Versuch sind als rote Datenpunkte eingetragen. Bei den Werkstof-
fen PEEK-1 und PEEK-2 liegen die experimentellen Datenpunkte fernab von den u-T-
Verlaufen aus dem Temperatursteigerungsversuch, sodass ein Schnittpunkt nur bei
PEEK-1 unter 0,5MPa und 1 ms? gebildet werden kann. Dieser liegt deutlich entfernt
vom dazugehorigen Messpunkt. Fur PEEK-3 zeigt sich hingegen ein ganzlich anderes Er-
gebnis: Die Betriebspunkte aus den Versuchen liegen exakt an den Schnittpunkten des u-
T-Verlaufs mit den u-T-Kennlinien. Bei PEEK-4 gelingt die Vorhersage des Betriebspunk-
tes flr den Versuch unter 1 MPa und 1 ms? ebenfalls perfekt. Im Betriebspunkt unter
0,5MPa und 1 ms™ liegt ein Reibungskoeffizient von 0,19 vor, wohingegen die Korrelati-
onsmethode einen Reibungskoeffizienten von 0,11 vorhersagt. Dies stellt allerdings eine
weitaus bessere Naherung dar als die Reibungskoeffizienten um 0,5, welche in den kon-

ventionellen Modellversuchen fiir PEEK-4 unter 1 MPa und 1 m s gemessen werden.

Eine Uberlagerung fir Gleitlagerversuche mit PEEK-1 zeigt Abbildung 90. Hier wird der
Betriebspunkt aus dem Versuch bei 0,17 MPa und 0,5 ms™ in guter Naherung vorherge-
sagt. Die Vorhersage des Betriebspunktes unter 0,17 MPa und 1 ms'* misslingt jedoch. Fur
Gleitlager aus PEEK-5 (Abbildung 91) gelingt die Vorhersage des Betriebspunktes unter
0,17 MPa und 0,5 m s sowie unter 0,5MPa und 0,5 ms? sehr gut. Der Betriebspunkt bei
0,17 MPa und 1 ms? wird im Rahmen seiner Streuungsbreite ebenfalls korrekt abge-
schatzt. Der Reibungskoeffizient bei 0,5MPa und 1 ms? wird geringfligig unterschatzt.
Eine etwas groRere Abweichung ergibt sich fur den Betriebspunkt bei 1 MPa und 0,5 ms™.
Dieser weist einen Reibungskoeffizienten von 0,19 auf, wohingegen die Abschatzung ei-

nen Wert von etwa 0,27 ergibt.

Als weitere Validierung fur die vorgestellte Korrelationsmethode wurde ein zuvor nicht
betrachtetes Tribocompound (J350, igus GmbH, Koln) untersucht. Dieses weist laut Da-
tenblatt eine Warmeleitfahigkeit von 0,24 Wm™K? auf, die als isotrop angenommen
wurde. Abbildung 92 zeigt die Uberlagerung eines Block-on-Ring-Temperatursteige-
rungsversuchs mit J350 unter 1 MPa und 1 ms* und u-T-Kennlinien des Bended-Plate-
on-Ring-Prifstands. Anhand der Schnittpunkte wurden die in Tabelle 30 genannten Rei-
bungskoeffizienten abgelesen. AnschlieRend wurden Versuche mit Gleitlagerbuchsen aus
J350 durchgefuhrt, deren Ergebnisse sind ebenfalls in Tabelle 30 aufgefihrt. Die Rei-
bungskoeffizienten im Gleitlagerexperiment werden in guter Naherung abgeschatzt. Le-

diglich der Reibungskoeffizient unter 1 MPa und 0,5 m s* wird etwas Uberschatzt.
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Abbildung 89:
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Abbildung 90:

Uberlagerung von Temperatursteigerungsversuchen unter 1MPa und
1ms? und u-T-Kennlinien des Bended-Plate-on-Ring-Prifstands. Blau:
Temperatursteigerungsversuch. Grau: u-T-Kennlinie (0,5MPa, 1 ms?).

Grau, gepunktet: u-T-Kennlinie (1 MPa, 1 ms). Rot: Versuche.
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Uberlagerung eines Temperatursteigerungsversuchs mit PEEK-1 unter

1MPa und 1ms? und u-T-Kennlinien des Gleitlagerprifstands. Blau:

Temperatursteigerungsversuch. Grau: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 0,5 ms™).

Grau, gepunktet: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 1 ms?). Rot: Versuche.
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Uberlagerung eines Temperatursteigerungsversuchs mit PEEK-5 unter
1MPa und 1ms? und u-T-Kennlinien des Gleitlagerprifstands. Blau:
Temperatursteigerungsversuch. Grau: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 0,5 ms?).
Grau, gepunktet: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 1 ms™). Grau, kurze Striche: u-
T-Kennlinie (0,5MPa, 0,5ms?). Grau, lange Striche: u-T-Kennlinie
(0,5MPa, 1 ms™). Grau, Strichpunktlinie: u-T-Kennlinie (1 MPa, 0,5ms™).
Rot: Versuche.
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Uberlagerung eines Temperatursteigerungsversuchs mit J350 unter 1 MPa
und 1 ms? und u-T-Kennlinien des Gleitlagerprufstands. Blau: Tempera-
tursteigerungsversuch. Grau: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 0,5 m s). Grau, ge-
punktet: u-T-Kennlinie (0,17 MPa, 1 ms?). Grau, kurze Striche: u-T-Kenn-
linie (0,5MPa, 0,5ms?). Grau, Strichpunktlinie: u-T-Kennlinie (1 MPa,
0,5ms?).
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Tabelle 30: Vergleich von geschatzten und gemessenen Reibungskoeffizienten in Gleit-
lagerversuchen mit dem Werkstoff J350.

Werkstoff p:v u, abgelesen u, Versuch
MPa:mst 1 1
0,17:0,5 0,25 0,27
0,17:1 0,23 0,29
J350
0,5:0,5 0,23 0,20
1:0,5 0,21 0,12

Die vorgestellte Korrelationsmethode erlaubt es, basierend auf einem Temperatursteige-
rungsversuch in einem Modellsystem in Kombination mit systematischen numerischen
Parameterstudien den Reibungskoeffizienten in anwendungsnaheren tribologischen Sys-
temen abzuschatzen. Die Methode weist jedoch noch einige Einschrankungen auf. Sie
funktioniert fur tribologisch nicht optimierte Werkstoffe wie PEEK-1 und -2 nicht zuver-
lassig. Bei den betrachteten Tribocompounds treten dagegen nur vereinzelt Vorhersagen
mit unzureichender Genauigkeit auf. Ein moglicher Grund fir diese Einschrankungen ist
die Ermittlung des u-T-Verlaufs in einem Temperatursteigerungsversuch mit einer
Heizrampe. Wie von Lin et al. nachgewiesen, konnen bei einer derartigen Versuchsfih-
rung Abweichungen im Vergleich zu isothermen Versuchen auf verschiedenen Tempera-
turniveaus auftreten, da unter dem Einfluss der Heizrampe kein stationdrer tribologischer
Zustand erreicht wird [15]. Ein weiterer moglicher Einfluss besteht in der Transferfilmbil-
dung. Da der Kontaktbereich der anwendungsnahen Prifsysteme im Vergleich zu den Mo-
dellsystemen weniger freiliegt, konnen Verschleif3partikel weniger leicht aus dem Kon-
takt austreten. Dies konnte das Reibungsverhalten beeinflussen, insbesondere da, wie
ebenfalls von Lin et al. nachgewiesen, die Struktur des Transferfilms erheblich von der
Kontakttemperatur beeinflusst wird [15]. Ferner wurden die zuvor betrachteten u-T-Ver-
ldufe allesamt unter einer Last von 1 MPa und 1 ms? ermittelt. In den Bended-Plate-on-
Ring- und Gleitlagerversuchen liegen jedoch auch andere p-v-Kombinationen vor und wie
in Abschnitt 5.3.1 gezeigt, sind die u-T-Verldaufe lastabhangig. Durch die Aufzeichnung
einer grofBeren Zahl von u-T-Verlaufen bei unterschiedlichen Lasten konnte moglicher-
weise die Vorhersagegute der Korrelationsmethode verbessert werden. In diesem Zusam-
menhang ist auch zu beachten, dass die Flachenpressung in den anwendungsnahen Sys-

temen aufgrund der halbkreisformigen Kontaktflache nicht homogen ist.
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6.6 Ausblick

Mit den im Rahmen der vorliegenden Arbeit gewonnenen Methoden und Erkenntnissen
konnen Kontakttemperaturen in Kunststoff-Stahl-Tribosystemen auf verschiedene Arten
- numerisch, Uber Regressionsgleichungen sowie anhand gebrauchlicher analytischer
Methoden - berechnet werden. Diese Methoden sollten konsequent in die alltagliche tri-
bologische Laborarbeit integriert werden, sodass die Analyse der Kontakttemperaturen
bei samtlichen Versuchen erfolgt. Auf diese Weise kann ein umfangreicher Datenbestand
aus tribologischen Kennwerten mit den dazugehorigen Kontakttemperaturen aufgebaut
werden, aus dem mit hoher Wahrscheinlichkeit weitere Erkenntnisse gewonnen werden
konnen. So kdnnten diese Informationen beispielsweise genutzt werden, um ein besseres
Verstandnis fur die thermomechanischen Belastungsgrenzen in kunststoffbasierten tribo-
logischen Systemen zu erlangen. Ein weiterer temperaturbedingter Effekt, der mithilfe
der neuen Methoden untersucht werden kann, tritt bei der Messung des linearen Ver-
schleif’betrags W, auf. Da sich innerhalb der transienten Einlaufphase die Temperaturver-
teilung im Prufkorper verandert, kann sowohl aufgrund von Erweichung als auch durch
thermische Ausdehnung eine Langenanderung des Prufkorpers auftreten. Da diese die
verschleibedingte Langenabnahme Uberlagert, kann wahrend der Einlaufphase keine
zuverlassige Verschleifmessung erfolgen. Eine thermomechanische Simulation kdnnte

dazu beitragen, den Verschleifs insbesondere in der Einlaufphase zuverldssiger zu messen.

Um die Vorhersagegenauigkeit der vorgestellten Korrelationsmethode zwischen den Mo-
dellversuchen und den anwendungsorientierten Systemen weiter zu verbessern, sollten
die pu-T-Verlaufe durch Versuche bei konstanten Gegenkorpertemperaturen bestimmt
werden. Aufderdem muss der Prozess der Transferfilmbildung unter dem Einfluss ver-
schiedener Temperaturen und bei unterschiedlichen Kontaktgeometrien systematisch un-

tersucht werden.

Fir das integrale Block-on-Ring-Modell sollte eine Anpassung des Rotationsfaktors an-
hand von Datensatzen aus automatisierten, randomisierten Versuchen erfolgen, um den
Rotationsfaktor auf eine ebenso breite Datenbasis zu stellen, wie dies bereits im Stift-
Scheibe-Modell der Fall ist.

Die transiente Simulation sollte weiterverfolgt werden, da sie die Temperaturverteilung
innerhalb der Kontaktflache besser wiedergibt als stationare Simulationen. Idealerweise
muss die Simulation einer grofieren Zeitspanne ermaoglicht und das Problem der zu nied-

rigen Grundkdrpertemperaturen behoben werden.
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In einem ndchsten Entwicklungsschritt mussen die vorhandenen Simulationsmethoden
um Modelle fur die thermischen Vorgange auf der Mikroskala erganzt werden. Die lokale
Temperaturverteilung, einschlieBlich der Blitztemperaturen, ibt mit hoher Wahrschein-
lichkeit einen wesentlichen Einfluss auf das tribologische Systemverhalten aus. Dies gilt
in besonderem Maf3e in Bezug auf reaktive Compounds, da die lokalen chemischen Um-
wandlungseffekte in diesen Werkstoffen durch die vorliegenden Temperaturen aktiviert

werden.
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7 Zusammenfassung

Die Eigenschaften von Kunststoffen sind in hohem Mafse temperaturabhangig. In tribolo-
gischen Systemen wirken sich daher Anderungen der Temperatur aufgrund von Reibungs-
warme erheblich auf das Systemverhalten und die tribologischen Messgréfien aus.

Um diese Einflusse zu analysieren, wurden Prufkorper fur Block-on-Ring- und Stift-
Scheibe-Modellversuche sowie fur das anwendungsnahere Bended-Plate-on-Ring-Sys-
tem aus verschiedenen Werkstoffen auf Basis von PEEK gefertigt. Zusatzlich wurden
Gleitlagerbuchsen aus drei Werkstoffen beschafft. Die Faserverteilung in den Prufkorpern
wurde anhand von Mikroschliffen ermittelt und anschlief;tend genutzt, um die anisotropen
Warmeleitfahigkeiten der Prufkorper zu berechnen. Die Werkstoffe wurden einem um-
fangreichen tribologischen Prifprogramm unterzogen, welches neben konventionellen
Modellversuchen und den anwendungsorientierten Bended-Plate-on-Ring- und Gleitla-
gerversuchen auch automatisierte, randomisierte Stift-Scheibe-Versuche sowie Tempera-
tursteigerungsversuche im Block-on-Ring-System umfasste. Zwischen den tribologischen
Ergebnissen aus den unterschiedlichen Modellsystemen liegen insgesamt nur geringe
Unterschiede vor. Anhand der automatisierten, randomisierten Versuche wurde festge-
stellt, dass die Verschleifdsraten der untersuchten Werkstoffe Uber einen breiten Lastbe-
reich nahezu konstant sind. Die Reibungskoeffizienten zeigen hingegen eine ausgepragte
Lastabhangigkeit. Aus den Temperatursteigerungsversuchen geht hervor, dass der Rei-
bungskoeffizient unter konstanter mechanischer Belastung erheblich durch die Tempera-
tur beeinflusst wird. Anderungen der Pressung und/oder der Geschwindigkeit wirken sich
wiederum auf den temperaturabhangigen Verlauf des Reibungskoeffizienten aus. Eine
moderate Erhohung der Temperatur gegenliber dem in den abstrakten Modellsystemen
Block-on-Ring und Stift-Scheibe erreichten Niveau bewirkt im Regelfall eine Verringe-
rung des Reibungskoeffizienten. Dies ist in den anwendungsorientierten Systemen zu be-
obachten, die unter konstanter p-v-Kombination hohere Kontakttemperaturen und nied-
rigere Reibungskoeffizienten als die Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Systeme erreichen.
Zugleich kann infolge der hoheren Temperaturen nur ein kleinerer Bereich von p-v-Kom-
binationen ertragen werden, da die thermomechanischen Lastgrenzen der eingesetzten

Werkstoffe schneller erreicht werden.

Fir die numerische Simulation der verwendeten Priifsysteme wurden insgesamt sechs
Simulationsmodelle aufgebaut. Fir die Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-Systeme wurde
jeweils sowohl ein Modell des isolierten Grundkorpers als auch ein Integralmodell, wel-

ches Teile des Prufstandsaufbaus beinhaltet, untersucht. Die anwendungsorientierten
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Systeme wurden ausschliefilich integral modelliert. Die Auswahl geeigneter Randbedin-
gungen wurde ausfuhrlich diskutiert. Herausfordernd war die Modellierung des Warme-
ubergangs an den rotierenden Gegenkorpern der Prufstande sowie die Ermittlung von
Rotationsfaktoren, um in stationaren Simulationen die fehlende Rotation der Welle aus-
zugleichen. Das Integralmodell bietet mehrere Vorteile gegenuber dem Modell des iso-
lierten Grundkorpers. Es ist weniger fehleranfallig und bietet weitergehende Maglichkei-
ten fur Parameterstudien, welche das Systemverstandnis verbessern. Die Durchfuhrung
transienter Simulationen weist aufgrund des hohen Rechenaufwands und Problemen bei
der Einstellung einer initialen Temperaturverteilung noch Optimierungspotential auf.
Durch Vergleiche von Simulationen mit isotropen und anisotropen Werkstoffmodellen
wurde herausgefunden, dass die Berucksichtigung der Anisotropie der Warmeleitfahigkeit
in den meisten Fallen die Simulationsergebnisse kaum beeinflusst. Bei der Identifikation
von Randbedingungen und bei Validierungsrechnungen sollte sie jedoch berucksichtigt
werden, um eine moglichst hohe Modellgute zu erreichen. Die Umgebungstemperatur
wirkt sich deutlich auf die berechneten Temperaturverteilungen aus und sollte daher
moglichst konstant gehalten oder zumindest protokolliert und in den Simulationen be-

rucksichtigt werden.

Erganzend zu den numerischen Simulationen wurden auch anhand von analytischen An-
satzen aus der Literatur verschiedene Kontakttemperaturen berechnet. Durch einen Ab-
gleich mit den Simulationsergebnissen konnten diejenigen analytischen Ansatze identi-
fiziert werden, welche die untersuchten Kunststoff-Metall-Systeme am besten beschrei-
ben. Mit diesen Ansatzen ist eine grobe Abschatzung von Kontakttemperaturen mit ge-

ringem Aufwand maoglich.

Durch systematische Variation des Reibungskoeffizienten in den numerischen Simulatio-
nen konnten Kennlinien der Prufstande ermittelt werden, welche beschreiben, welche
Temperaturen sich im Prufstand als Reaktion auf eine vorliegende tribologische Belas-
tung einstellen. Diese Kennlinien konnten durch multilineare Regression auf einfache
Gleichungen reduziert werden, welche eine gute Abschatzung von Kontakttemperaturen
anhand des Reibungskoeffizienten, des Drucks und der Gleitgeschwindigkeit ermogli-
chen. Die Genauigkeit der Regressionsmodelle kann durch die Einbeziehung einer gemes-

senen Temperatur an der Grundkorperoberflache noch weiter gesteigert werden.

Wird die simulierte Temperatur-Reibungs-Kennlinie eines anwendungsnahen Prufstands
mit den Ergebnissen eines Temperatursteigerungsversuchs im Block-on-Ring-System
kombiniert, kann der Reibungskoeffizient, welcher sich unter den entsprechenden Last-

bedingungen im anwendungsnahen Versuch einstellen wird, fur tribologisch angepasste
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Werkstoffe mit guter Genauigkeit vorhergesagt werden. Somit gelingt es mithilfe der Si-
mulationen, Versuchsergebnisse aus einem Modellversuch der Prufkategorie VI in die an-

wendungsnaheren Versuchskategorien V und IV zu Ubertragen.
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Thermophysikalische Stoffwerte von trockener Luft

Tabelle 31: Thermophysikalische Stoffwerte von trockener Luft [112]

Temperatur Volumetrischer . ) .
. Warme- Kinematische  Temperatur-
Warmeausdehnungs- . . el
. leitfahigkeit Viskositat leitfahigkeit
koeffizient
°C 103K? 10Z2WmtK1 10°m?s? 10°m?s?
30 3,307 2,662 1,626 2,301
40 3,201 2,735 1,723 2,441
50 3,101 2,808 1,822 2,581
60 3,007 2,880 1,922 2,732
70 2919 2,952 2,025 2,882
80 2,836 3,022 2,130 3,035
90 2,758 3,093 2,237 3,191
100 2,683 3,162 2,346 3,350
120 2,546 3,299 2,570 3,675
140 2,423 3,434 2,801 4,010
160 2,31 3,566 3,040 4,354
180 2,208 3,696 3,286 4,708
200 2,115 3,825 3,539 5,070

250 1,912 4,138 4,203 6,010
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Anhang B

Werkstoffeigenschaften von PEEK-1 (Herstellerangaben)

Tabelle 32: Dichte von PEEK-1

Temperatur
°C
20
23
25
30
35
40
45
50
55
60
65
70
75
80
85
90
95
100
105
110
115
120
125
130

Dichte
kgm-
1302
1300
1299
1296
1292
1289
1286
1283
1280
1277
1273
1270
1267
1264
1261
1258
1254
1251
1248
1245
1242
1239
1235
1232

Temperatur
°C
135
140
145
150
155
160
165
170
175
180
185
190
195
200
205
210
215
220
225
230
235
240
245
250

Dichte
kgm-
1229
1226
1223
1220
1216
1213
1211
1209
1207
1204
1202
1199
1197
1195
1192
1190
1187
1185
1182
1180
1177
1174
1171
1169
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Anhang C

Entnahmepositionen der Proben

18,65 12,7
50

- -

Abbildung 93: Entnahmeposition der Probe fur die Messung der Temperaturleitfahigkeit
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Abbildung 94: Entnahmeposition der Zugproben in den Richtungen 1 und 2
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Abbildung 95: Entnahmeposition der Proben fir die Block-on-Ring- und Stift-Scheibe-
Versuche. Die Probennummerierung ist in grau dargestellt. Zu unterschei-
den sind dabei Langsproben (1-16) und Querproben (17-32).
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Anhang D

Fiur die Berechnung der Warmeleitung durch die in den Modellen nicht geometrisch re-
prasentierten Prufstandsbauteile werden diese vereinfachend als eine Reihenschaltung
von Warmeleitwiderstanden betrachtet. Da zwischen den Bauteilen jeweils Klemmver-
bindungen vorliegen und ihre Abmessungen vergleichsweise grof3 sind, wird der thermi-

sche Kontaktwiderstand als vernachlassigbar angenommen.

Berechnung der Warmeleitung durch den Probenhalter des Block-on-Ring-Systems

Die Probenhalterung des Block-on-Ring-Tribometers besteht aus einer Stahlplatte mit
einer Dicke von 5 mm, einer PVC-Platte mit einer Dicke von 2,5 mm sowie dem Kraftauf-
nehmer mit einer Lange von 48 mm. Der Querschnitt der Bauteile betragt 1360 mm?2. Nach

Gleichung (7) ergibt sich ein Warmeleitwiderstand

0,005 m

K
R, = =01 —
W 10-6m2 W (97)
50 K 1360 -107°m

Fur die PVC-Platte ergibt sich analog:

0,0025 m K

R2 = = 12,3 98
0,15 —Y_. 1360 - 10~6m? w (%8)
m-K

Der innere Aufbau des Kraftaufnehmers besteht im Wesentlichen aus einem Deforma-
tionselement aus Stahl. Da dieses eine recht komplexe Geometrie aufweist, kann der War-
meleitwiderstand nicht einfach anhand des oben genannten Gesamtquerschnitts berech-
net werden. Stattdessen wurde durch Simulationen eine effektive Warmeleitfahigkeit von

0,47 WmK! ermittelt. Daraus resultiert ein Warmeleitwiderstand von

0,048 m

=751 —
: 99
0,47 =Y. 1360 - 10~6m? W (99)
m-K

R3:

Jenseits des Kraftaufnehmers liegt naherungsweise Raumtemperatur vor, der Gesamtwi-
derstand betragt somit
K
Rges = Rl + Rz + R3 = 87,5 W (100)
Dieser kann anhand der Kontaktflache zwischen Grundkaorper und Probenhalter Ay in ei-

nen Warmeubergangskoeffizienten umgerechnet werden:
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b= 1 _ 1
Rges " Ay

K. . . 2
87,5 W (0,006 m- 0,004 m-4 + (0,004 m)?) (101)

=102

m2K

Berechnung der Warmeleitung durch den Probenhalter des Stift-Scheibe-Systems

Die Probenhalterung des Stift-Scheibe-Systems ist in Abbildung 96 dargestellt. Aus dem
Grundkorper geht die Warme in zwei Klemmbacken aus Aluminium uber. Diese sind
4,5mm lang und weisen gemeinsam eine Querschnittsflaiche von 120 mm? auf. Daraus

resultiert ein Warmeleitwiderstand

0,0045 m
R, = . =0,2
—_ . 2
210 —7-0,00012m

(102)

K
W

Grundkorper
A =54 mm?

A =66 mm?

4,5,

12,2

R5
23,5

Abbildung 96: Probenhalterung des Stift-Scheibe-Prifstands, Schnittdarstellung [124]

In dem sich anschlieRenden Aluminiumblock muss die Warme bis zum Durchgangsloch

fur den Kraftaufnehmer eine Distanz von 12,2 mm zurtcklegen, sodass

0,0122 m K

R, = =01 —. .
210 —Y_ . (0,0235 m)? w (103)
m-K

Das Deformationselement des Kraftaufnehmers besteht aus einem Stab aus nichtrosten-
dem Stahl mit einem Durchmesser von 10 mm und einer Lange von 62,5 mm. Sein War-

meleitwiderstand betragt dementsprechend

; 0,0625 m o K
3 = =531 104
15 Vo1 (0,005 m)? w (104)
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Es wird angenommen, dass jenseits des Kraftaufnehmers die Umgebungstemperatur vor-

liegt. Infolge der Reihenschaltung resultiert ein Gesamtwiderstand von

K
Rges = R1 + RZ + R3 = 53,4‘ W . (105)

Daraus ergibt sich ein Warmeubergangskoeffizient

1 1
" Ay . . . 2
ges 53,4 W (0,0045m- 0,004 m- 4+ (0,004 m)?) (106)
=212,8 w
- " m2K "’

Im Integralmodell sind die Klemmbacken und der Aluminiumblock enthalten, sodass
lediglich der Warmeleitwiderstand des Kraftaufnehmers bericksichtigt werden muss. Als
Warmeubergangskoeffizient auf der Innenseite der Durchgangsbohrung im
Aluminiumblock ergibt sich

1 1

Ry-Ax 531 % .7t-0,01m - 0,0235 m

h

=255

w
m2K (107)
mit der Kontaktflache zwischen Aluminiumblock und Kraftaufnehmer Ag.

Berechnung der Warmeleitung durch Welle und Gestell des Stift-Scheibe-Systems

Oberhalb des im Integralmodell enthaltenen Wellenabschnitts befindet sich ein weiteres
Wellensegment mit einem Durchmesser von 20 mm und einer Lange von 55 mm. Dies

entspricht einem Warmeleitwiderstand von

0,055 m K

R, = =35 W 108
50 i -1+ (0,01 m)? (108)
m - K

Die Welle ist in einer Aluminiumtraverse gelagert, deren Warmeleitwiderstand

o 0,2m _oos K
2 = W =004 (109)

210 —+0,0119m-0,11m*- 2
m- K

betragt, wobei der Faktor 2 im Nenner aus dem symmetrischen Aufbau des Gestells re-
sultiert, durch den die Warme uber zwei gleichartige Pfade abgefuhrt werden kann. Die

Traverse ist an zwei Stahlsaulen mit einem Warmeleitwiderstand

0,54 m

Ry = =275 = 110
50%«-(0,025@2-2 W (110)

befestigt. Jenseits der Stahlsaulen liegt naherungsweise Raumtemperatur vor, sodass als

Gesamtwiderstand
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K
Rges = R1 + R2 + R3 = 6,3 W (111)

angenommen wird. Die Oberseite Ay, des Wellenabschnitts im Integralmodell weist einen
Durchmesser von 90 mm auf, sodass der Warmeuibergangskoeffizient wie folgt berechnet

werden kann:

. 1 1 s W
= = = 112
Rges " Aw ¢ 3 %-n-(0,0éLS m)2 m?K (112)
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Berechnung des Reibungswarmestroms im Stehlager
Die nachfolgende Berechnung basiert auf einem in [175] dargestellten Modell.

Die in Form von Warme freigesetzte Reibleistung eines Walzlagers betragt

B f
= Mg 9550

mit dem Gesamtreibungsmoment Mg und der Drehzahl f. Ersteres ergibt sich als Summe

Q (113)

aus einem drehzahlabhangigen Reibungsmoment M, und einem lastabhangigen Rei-

bungsmoment M;:

Mg = My + M, (114)
Das drehzahlabhangige Reibungsmoment wird anhand der Gleichung

My = 8o (v £)?/3 dy 1077 (115)
bestimmt. Darin ist §, ein Lagerbeiwert, v die kinematische Viskositat des Schmierstoffs

und dy; der mittlere Lagerdurchmesser. Das lastabhangige Reibungsmoment ergibt sich

gemaf’ der Beziehung

My = 81 Fraq dm (116)
aus dem Lagerbeiwert §; sowie der Radialkraft F,.,4; und dem mittleren Lagerdurchmes-

ser. Bei den im Prufstand vorliegenden Radialkraften bis 300 N ist das lastabhangige Rei-

bungsmoment vernachlassigbar klein.

Das auf dem Bended-Plate-on-Ring-Prifstand eingesetzte Stehlager hat einen mittleren
Durchmesser von 33,5 mm. Aufgrund des Wellendurchmessers von 25 mm ergeben sich
Drehzahlen von 1200 min? und 2400 min bei Gleitgeschwindigkeiten von 0,5 ms* bzw.
1 ms™. Als Viskositat des Schmierfettes wird 100 mm? st angenommen. Der Lagerbeiwert
&, des Lagers betrdgt 13,1. Somit resultieren aus den Gleichungen (113) bis (115) War-

mestrome von 15,1 W und 47,8 W bei Gleitgeschwindigkeiten von 0,5ms?* bzw. 1 ms™.
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Anhang F

Warmeleitfahigkeiten der Priifstandskomponenten

Tabelle 33: Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Bended-Plate-on-Ring-Tribo-

meters
Werkstoff Bauteile V\g :;il:iltt_ Quelle
WmtK

100Cré6 Gegenkorper 33 [169]
Halter Stehlager

AlMgSi Lagerbock 210 [174]
Probenhalter

CuZn40Pb2 Distanzhulsen 123 [170]

5235 Cncarvelle 0

X5CrNi18-10  Getriebe 15 [173]

Tabelle 34:. Warmeleitfahigkeiten der Komponenten des Gleitlagerprufstands

Werkstoff Bauteile V\g ::;ileeilf Quelle
WmtK?

100Cré6 Gegenkorper 33 [169]
Halter Stehlager

AlMgSi Lagerbock 210 [174]
Rahmen

CuZn40Pb2 Distanzhulsen 123 [170]

s Ll w0 o

X5CrNitg-10  ouchsenhalter 15 [173]

Getriebe
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Anhang G

EDX-Analyse der Gleitflaiche von PEEK-4 nach dem Bended-Plate-on-Ring-Versuch bei
1MPaund 1 mst

Abbildung 97 zeigt die mittels EDX ermittelte Verteilung der Elemente Kohlenstoff (C),
Eisen (Fe), Sauerstoff (O), Schwefel (S), Silicium (Si), Titan (Ti) und Zink (Zn) auf der Gleit-
flache einer Probe aus PEEK-4 nach einem Bended-Plate-on-Ring-Versuch bei 1 MPa und
1ms? In der Kohlenstoff-Map sind die Kohlenstofffasern als weie Flachen und die
PEEK-Matrix als graue Flachen zu erkennen. Im Zentrum der REM-Aufnahme ist eine An-
haftung zu erkennen, die kaum Kohlenstoff enthalt. Wie aus den weiteren EDX-Maps zu
erkennen ist, besteht diese aus den in PEEK-4 enthaltenen Fillstoffen Titandioxid,
Zinksulfid und Siliciumdioxid sowie aus Eisen- oder Eisenoxidpartikeln. Bei Letzteren

handelt es sich sehr wahrscheinlich um Verschleif3partikel des Gegenkorpers.
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Abbildung 97: EDX-Analyse der Elementvert
dem Bended-Plate-on-Ring-Versuch bei 1 MPa und 1 ms*
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Anhang H
Einfluss der anisotropen Warmeleitung, erganzende Diagramme
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Abbildung 98: Minimale (links) und maximale (rechts) Massentemperaturen im integra-
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len Block-on-Ring-Modell. Vergleich von isotropem und anisotropem

Werkstoffmodell.
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Abbildung 99: Minimale (links) und maximale (rechts) Massentemperaturen im integra-

len Stift-Scheibe-Modell. Vergleich von isotropem und anisotropem Werk-

stoffmodell (Langsproben).
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Abbildung 100: Massentemperaturen, Messpunkttemperaturen, Warmeaufteilungskoef-

fizienten und Anteile der Konvektion an der Ableitung der Warme am

Grundkorper im integralen Stift-Scheibe-Modell. Vergleich von isotro-

pem und anisotropem Werkstoffmodell (Querproben).
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Abbildung 101: Massentemperaturen in den Bended-Plate-on-Ring-Simulationen. Ver-

gleich von isotropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 102: Massentemperaturen in den Gleitlagersimulationen. Vergleich von iso-

tropem und anisotropem Werkstoffmodell.
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Abbildung 103: Massentemperaturen, Warmeaufteilungskoeffizienten und Anteile der
Konvektion an der Ableitung der Warme am Grundkorper im Block-on-
Ring-Modell des isolierten Grundkorpers. Vergleich von isotropem und
anisotropem Werkstoffmodell (Langsproben).
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Abbildung 104: Massentemperaturen, Warmeaufteilungskoeffizienten und Anteile der
Konvektion an der Ableitung der Warme am Grundkorper im Block-on-
Ring-Modell des isolierten Grundkorpers. Vergleich von isotropem und
anisotropem Werkstoffmodell (Querproben).
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Variation des Reibungskoeffizienten, erginzende Diagramme
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Abbildung 105: u-Tnin-Kennlinien des integralen Stift-Scheibe-Modells. Die Legende
gibt die p-v-Kombination (MPa :ms?) an.
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Abbildung 106: u-Tyax-Kennlinien des integralen Stift-Scheibe-Modells. Die Legende
gibt die p-v-Kombination (MPa:ms™?) an.
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Vergleich der numerischen Simulation mit analytischen Methoden

Tabelle 35: Blitztemperaturen bei Block-on-Ring-Versuchen mit vier Prufstellen.

Archard  Archard  Ashby Kuhlmann

(42) (43) (57) (47)
Werkstoff p:v AT AT AT AT
MPa:ms™t °C °C °C °C
1:1 2813 65,6 0,7 41
1:2 3238 75,5 1,3 47
3:1 4921 87,1 0,7 41
PEEK-1
1:4 6166 1437 2,9 8,9
5:1 5858 91,3 0,7 38
3:2 - - - -
1:1 3788 71,9 0,7 44
1:2 4416 83,8 1,3 51
3:1 6368 91,8 0,7 43
PEEK-2
1:4 6041 114,6 2,6 7
5:1 6287 79,8 0,7 33
3:2 - - - -
1:1 2831 45,8 0,6 2,8
1:2 3144 50,8 1,1 3,1
3:1 2883 354 0,5 1,7
PEEK-3
1:4 3195 51,6 1,7 3,2
5:1 3232 349 0,4 14
3:2 3775 46,4 0,9 2,2
1:1 5574 101,6 11 7
1:2 4440 80,9 1,7 5,5
3:1 2540 35,2 0,5 1,8
PEEK-4
1:4 2308 42,1 1,7 2,9
5:1 2831 345 0,5 1,6
3:2 3254 451 1 2,3
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Tabelle 36: Blitztemperaturen bei Stift-Scheibe-Versuchen.

Archard  Archard  Ashby Kuhlmann

(42) (43) (57) 47)
Werkstoff  p:v AT AT ATt ATt
MPa:ms? °C °C °C °C
1:1 2594 60,5 0,7 3,8
1:2 4114 95,9 14 59
3:1 4423 784 0,7 3,7
PEEK-1
1:4 5135 119,7 2,7 7.4
5:1 5312 82,8 0,7 34
3:2 6632 1175 1,4 5,5
1:1 2542 48,2 0,6 3
1:2 3082 58,5 1,1 3,6
3:1 5186 748 0,7 3,5
PEEK-2
1:4 4838 91,8 24 5,6
5:1 5532 70,2 0,6 29
3:2 7975 115 1,4 53
1:1 3050 49,3 0,6 3
1:2 4664 754 1,3 4,7
3:1 3272 40,2 0,5 1,9
PEEK-3
1:4 4606 744 2,2 4,6
5:1 4571 494 0,5 2
3:2 5984 73,5 11 3
1:1 4880 88,9 1 6,1
1:2 4779 87,1 1,8 6
3:1 4458 61,7 0,8 3,2
PEEK-4
1:4 4029 734 2,7 5
5:1 3712 45,2 0,6 2,1
3:2 3956 54,8 1,2 2,8
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Tabelle 37: Mittlere Durchlauftemperaturen bei Block-on-Ring-Versuchen mit vier

Prufstellen.
O c
o 5 5 . o S <
0 o990 ok S 2F 90 5o
) L M L M o X c T = -
G] ~

Werkstoff  p:v AT, AT,
MPa:ms? °C °C °C °C °C °C °C

=]
>
=]
>
=]
>
=]
>
=]
>
=]

1:1 2,2 2 2 2 2 0,2 14
1:2 2,5 2,3 2,3 23 23 0,3 1,6
3:1 6,5 6,1 6,1 59 59 0,6 4,2
PEEK-1
1:4 4,7 4,4 44 4,3 4,3 0,8 31
5:1 10 94 94 91 91 1 6,5
3:2 - - - - - - -
1:1 2,5 23 23 2,2 2,2 0,2 1,6
1:2 29 2,7 2,7 2,6 2,6 0,4 19
3:1 7,2 6,8 6,8 6,5 6,5 0,7 4,6
PEEK-2
1:4 39 3,7 3,7 3,6 3,6 0,7 2,5
5:1 91 8,6 8,6 8,3 8,3 0,9 59
3:2 - - - - - - -
1:1 1,5 14 14 14 14 0,2 1
1:2 1,7 1,6 1,6 1,5 1,5 0,2 11
3:1 2,7 2,5 2,5 24 24 0,3 1,8
PEEK-3
1:4 1,7 1,6 1,6 1,6 1,6 0,3 11
5:1 39 3,8 3,7 3,5 3,5 0,4 2,5
3:2 3,5 3,3 3,3 3,2 3,2 0,5 23
1:1 25 23 23 23 23 0,2 1,6
1:2 2 19 19 1,8 1,8 0,3 13
3:1 2 1,8 1,8 1,8 1,8 0,2 13
PEEK-4
1:4 1 1 1 0,9 0,9 0,2 0,7
5:1 2,8 2,7 2,7 2,6 2,6 0,3 1,8
3:2 2,5 24 24 2,3 2,3 0,3 1,6
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Tabelle 38:

Werkstoff

PEEK-1

PEEK-2

PEEK-3

PEEK-4

Mittlere Durchlauftemperaturen bei Stift-Scheibe-Versuchen. Vergleich mit

Jaeger
(37)

der integralen Simulation.
0 UM
p.v AT, AT,
MPa:mst °C °C
1:1 2 1,9
1:2 3,1 3
3:1 59 5,5
1:4 39 3,7
5:1 9,1 8,6
3:2 8,8 8,3
1:1 1,7 1,6
1:2 2 1,9
3:1 5,8 5,5
1:4 3,1 3
5:1 8 7,6
3:2 9 8,5
1:1 1,6 1,5
1:2 2,5 24
3:1 3 29
1:4 2,5 23
5:1 5,5 5,2
3:2 5,6 53
1:1 2,2 2
1:2 2,1 2
3:1 34 3,2
1:4 18 1,7
5:1 3,7 3,5
3:2 3 29

>
=]

°C
19

55
3,7
8,6
8,3
1,6
19
55

7,6
8,5
1,5
24
29
2,3
5,2
5,2

3,2
1,7
3,5
29

Archard
(41)

e 5
N g

1,8
29
53
3,6
8,3

1,5
1,8
53
29
7,3
8,2
1,5
2,3
2,8
2,3

51

1,9
3,1
1,6
34
2.8

Greenwood
(44)

NLNH&NHNLHU_INNNI—\OO\INLHHHOOOOWLHNHoz
co h O B O = W 0o WU N W o W e W o0 W o o Mg

Kuhlmann
(46)

=
5

°C
0,2
04
0,6
0,7
09
1,2
0,2
0,3
0,6
0,6
0,8
1,2
0,2
0,3
0,3
04
0,5
0,7
0,2
0,3
0,3
0,3
04
04

Simulation

10,3
1,7
2,8
3,1
2.8
5,6
6,2
2,2
24
3,5

3,8
34
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Tabelle 39: Mittlere Massentemperaturen bei Block-on-Ring-Versuchen mit vier Pruf-
stellen. Vergleich mit der integralen Simulation.

Carslaw  Kinkel Ashby Schlarb

Simulation
(50) (53) (54) 63 e
Werkstoff  p:v T, Ty Ty Ty, Tave
MPa:ms!  °C °C °C °C °C
1:1 496 477 25.8 52,9 39
1:2 66,3 63.2 26,3 57.5 50,2
3.1 1036 979 316 776 57.6
PEEK-1
1:4 1396 1314 293 1222 1007
51 1469 1381 36,2 66,6 753
3.2 i i i i i
1:1 53,4 51.1 26.2 43 417
1:2 73.2 69.4 26,8 52,3 54.4
3:1 1116 105 325 50,3 59
PEEK-2
1:4 1201 1128 28.2 81.9 885
51 136 1275 35.1 69.1 743
3.2 i i i i i
1:1 418 403 25 36,1 34,5
1:2 52,6 50,1 252 54 423
3.1 56,2 53,5 26,5 421 39,1
PEEK-3
1:4 65.5 62 253 57.5 56
51 711 671 28.1 46,5 45
3.2 845 79.4 277 69 68
1:1 53,7 51 263 429 39,3
1:2 57.6 54.6 256 46.9 433
3.1 472 451 256 423 35.5
PEEK-4
1:4 484 462 24.4 511 469
5.1 57.8 54.8 26,7 39.6 39.6
3.2 66.9 63.1 26,3 53.9 40,5
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Tabelle 40: Mittlere Massentemperaturen bei Stift-Scheibe-Versuchen. Vergleich mit

der integralen Simulation.

Carslaw  Kunkel Ashby Schlarb

Simulation
(50) (53) (54) 63 oA
Werkstoff  p:v Ty, Ty Ty Ty, Tave
MPa:ms!  °C °C °C °C °C
1:1 475 458 256 408 38,2
1:2 78 741 272 63 52,2
3.1 955 90,3 30,7 86,1 64.7
PEEK-1
1:4 1201 1133 282 1144 698
51 1353 1274 35 1433 88,7
3.2 1766 1658 34.6 1459 1003
1:1 434 419 25.2 33 35
1:2 58 55,4 25.7 487 426
3.1 95.2 89,7 30,7 69 67.2
PEEK-2
1:4 1008 94.9 272 79.9 59
51 1224 1149 336 87.8 816
3.2 180 168.2 34,9 1109 1054
1:1 433 416 252 34.4 34.4
1:2 66.9 63.2 263 411 435
3.1 60.7 23 27 53,1 462
PEEK-3
1:4 843 792 26,3 58,2 52.2
5:1 91 85.3 30,3 69 617
3:2 1205 1124 30,4 65,7 70.3
1:1 499 475 25.9 46 36,2
1:2 60.2 57 258 48,2 39,5
3.1 655 618 275 491 448
PEEK-4
1:4 674 635 254 53.1 412
5.1 687 64.7 279 51.8 466
3.2 76,3 717 27 547 472
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Tabelle 41: Mittlere Massentemperaturen bei Bended-Plate-on-Ring-Versuchen. Ver-

gleich mit der integralen Simulation.

Erhard Simulation
(66)
Werkstoff  p:v Ty, Tave
MPa:mst °C °C
05:1 76,1 103,1
PEEK-1
1:1 130,6 160,2
0,5:1 65,4 90,2
PEEK-2
1:1 81,7 108,6
05:1 70,7 95,6
PEEK-3
1:1 991 1281
05:1 81,7 89,7
PEEK-4

1:1 60,2 82,9
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Tabelle 42: Mittlere Massentemperaturen bei Gleitlagerversuchen. Vergleich mit der in-

tegralen Simulation.

Erhard Simulation
(66)
Werkstoff p:v Ty Tave
MPa:ms? °C °C
0,17:0,5  152,7 67,4
0,17:1 - -
PEEK -1 0,5:0,5 2373 85,7
0,5:1 - -
1:0,5 - -
1:1 - -
0,17:0,5 115.8 58,4
0,17:1 215,5 73,7
PEEK.S 0,5:0,5 3142 99,7

0,5:1 618,0 119,0
1:0,5 329,8 102,5
1:1 - -
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