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Zusammenfassung

Ein multiskaliger Ansatz zur Lebensdauerabschitzung von Wilzlagern wird vorgestellt und auf Innenringe von Zylinder-
rollenlagern des Typs NU 1006 angewendet. Aus einer Systemmodellierung auf der Makroebene werden die im Wilzkon-
takt wirkenden Krifte bestimmt. Die mikroskaligen Kontaktsimulationen erfolgen in einem Halbraum-Kontaktmodell. Die
Spannungen auf dem Innenring werden unter Beriicksichtigung der plastischen Deformationen bestimmt und in den lokalen
Ermiidungsansatz nach Fatemi-Socie zur Lebensdauerabschitzung eingesetzt. Drei Lastfille: 3,8, 3,5 und 2,5 GPa als ma-
ximale Pressung im Kontakt Wilzkorper-Innenring werden dabei simulativ untersucht. Die simulierten und experimentell
ermittelten Eigenspannungen und Ermiidungslebensdauern zeigen eine gute Ubereinstimmung.

Multiscale approach to fatigue life estimation of rolling bearings using the local fatigue model
according to Fatemi-Socie

Abstract

A multiscale approach to fatigue life estimation of rolling bearings is presented and applied to inner rings of cylindrical
roller bearings of type NU 1006. The forces acting in the rolling contact are determined from a system modelling on
a macro level. The microscale contact simulations are carried out in a half-space contact model. The stresses on the
inner ring are determined taking into account the plastic deformations and used in the local fatigue approach according
to Fatemi-Socie for fatigue life estimation. Three load cases: 3.8, 3.5 and 2.5GPa as maximum pressure in the contact
between rolling element and inner ring are simulated. The simulated and experimentally determined residual stresses and
fatigue lifes show good correlation

1 Einleitung

Die Berechnung der Ermiidungslebensdauer ist in der
DIN 26281 genormt [1]. Dort sind mehrere Lebensdauer-
berechnungsformeln mit variierendem Detaillierungsgrad
beschrieben. Es kann die nominelle L, fiir Lager un-
ter ,,iiblichen Bedingungen* als auch unter Hinzunahme
des Lebensdauerbeiwerts aiso die modifizierte Referenz-
Lebensdauer Liom: bestimmt werden. Jedoch bleibt dabei
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der Eigenspannungszustand unberiicksichtigt. Neben dem
plastizititsbedingten Eigenspannungsanteil spielt auch der
Eigenspannungsanteil durch die im Material vorliegen-
den Inhomogenititen eine Rolle. Basierend auf der Arbeit
von Brown und Millers [2] wurde von Fatemi und Socie
ein Ermiidungsansatz, in der die Materialparameter und
die Spannungshistorie betrachtet werden, vorgeschlagen.
Fiir die daraus ermittelbare lokale Lebensdauer wird eine
Systemlebensdauer mit Beriicksichtigung von sidmtlichen
belasteten Kontakten zur besseren Vergleichbarkeit der
Ergebnisse mit der DIN 26281 bestimmt.

Im aktuellen Stand der Technik wird z.B. in [3] be-
reits das Fatemi-Socie Modell zur Simulation des hoch-
beanspruchten Wiélzkontakts eingesetzt. Ein wesentlicher
Aspekt, der bis jetzt auer Acht blieb, ist die Beriicksich-
tigung des Einflusses der Plastizitit im Modell. Als Neu-
heit, wird in dieser Arbeit ein Ansatz zur Beriicksichtigung

@ Springer


https://doi.org/10.1007/s10010-023-00663-w
http://crossmark.crossref.org/dialog/?doi=10.1007/s10010-023-00663-w&domain=pdf
http://orcid.org/0000-0001-6956-665X
http://orcid.org/0000-0001-5967-0242
http://orcid.org/0000-0002-3489-5805

724

Forsch Ingenieurwes (2023) 87:723-738

der bei der Plastizitidt im Material entstehenden Eigenspan-
nungen im Fatemi-Socie Modell vorgestellt. Dabei bleibt
eine zentrale Frage die Beschaffung der erforderlichen zy-
klischen Werkstoffkennwerte zur Bestimmung der lokalen
Beanspruchbarkeit. Hierzu werden die Ergebnisse der vom
Institut fiir Maschinelle Anlagentechnik und Betriebsfes-
tigkeit (IMAB) der TU Clausthal vorgeschlagenen FKM-
Methode aus [4, 5] eingesetzt. Die belastungsinduzierten
plastischen Eigenspannungen wihrend der Materialverfes-
tigung haben einen grofen Einfluss auf die Lebensdauer
des betroffenen Bauteils. Orte im Material mit hoher Ei-
genspannungskonzentration gelten meistens auch als Riss-
initiierungsorte [6]. Eine kritische Rissausbreitung fiihrt zu
Schadensmechanismen (z.B. Pittings), die einen Funktions-
ausfall verursachen konnen.

Zur simulativen Untersuchung des plastischen Material-
verhaltens im Kontakt kénnen Finite Elemente (FE) Mo-
delle oder, wie in dieser Arbeit der Fall, auf der Halbraum-
Theorie basierte semi-analytische Kontaktmodelle einge-
setzt werden. Letztere bieten die Moglichkeit hochaufge-
loste Kontaktprobleme auf der Mikroskala mit einer im
Vergleich zum FE Modell vertretbaren Rechenzeit zu 16sen.
Das implementierte semi-analytische Kontaktmodell basiert
auf dem Kontaktalgorithmus von Polonsky und Keer [7, 8]
fiir den Normalkontakt mit elastischem Materialverhalten
und der Erweiterung nach Jacq [9, 10] zur Beriicksichti-
gung der plastischen Materialvorgénge.

Abb. 1 Schematische Darstel-

Neben der Kontaktmodellierung ist die realitdtsnahe De-
finition der Simulationsparameter von entscheidender Be-
deutung. Dazu zidhlen die Geometrie-, Material- und Be-
lastungsparameter. Die Geometrie der Kontaktpartner (In-
nenring (IR) und der Zylinderrolle) wird als ideal glatt an-
genommen, da von einer Ermiidung aus der Materialtiefe
ausgegangen wird und somit die Rauheiten vernachlissigt
werden konnen [1]. Zur Beschreibung des plastischen Ma-
terialverhaltens wird das Swift Verfestigungsmodell [11]
verwendet.

Die Makrobelastung auf den Wilzkontakt hingt im Be-
trieb von vielen Systemparametern ab und wird im Einzella-
germodell eines Mehrkorpersimulations(MKS)-modells er-
mittelt. Aus der Makrobelastung wird die im Halbraum-
Kontaktmodell auf der Mikroskala definierte Belastung ab-
geleitet.

2 Modellierungsansatz

Die Modellierungsstrategie basiert auf zwei Simulations-
ebenen wie in Abb. 1 schematisch dargestellt.

In der ersten Ebene wird die Belastungssituation in ei-
nem mit dem Tool LaMBDA (steht fiir LagerMehrkorper
Berechnung und DynamikAnalyse) aufgebauten Einzella-
germodell ermittelt. LaMBDA ist dabei kein Stand-alone
Tool, sondern ein Plugin fiir die kommerzielle MKS-Soft-

MKS-Modell

lung des gesamten Modellie-
rungsansatzes basierend auf
zwei Kontaktmodellen: MKS-
Modell in der die Wilzkorper-
belastungen vom Einlauf in die
Lastzone (bei der Winkelpositi-
on p_E) bis zum Auslauf (bei
der Winkelposition 1_A) ermit-
telt werden; Halbraum-Modell
in der die im Innenring (/R)
resultierenden Spannungen (X:
axiale Richtung, ¥: Umfangs-
richtung, Z: Tiefenrichtung) be-
rechnet werden und als Eingang K
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ware Simpack, welches im Wesentlichen aus einer benut-
zerfreundlichen Bedienoberflache zur Modellerzeugung so-
wie den notwendigen hochwertigen Kontaktmodellen be-
steht. Hier werden verschiedene Einflussgrofien (z. B. Wilz-
korper- und Laufbahnprofilierung) mittels eigenentwickel-
ten Berechnungsroutinen [12—-14] beriicksichtigt, um die am
Wilzkorper wirkenden Krifte in Abhidngigkeit der Winkel-
position zu ermitteln.

Im Halbraum-Modell wird der Einzelkontakt zwischen
Wilzkorper und dem darunter stehenden Innenring Volu-
menbereich Vi auf der Mikroskala gelost. Hier werden ein-
zelne statische Kontaktanalysen durchgefiihrt und somit die
maximale Kontaktkraft im Kontakt WK/IR iiber der Win-
kelposition berticksichtigt. Der in Abb. 1 dargestellte Kraft-
verlauf (gestrichelte Linie) stellt eine Vereinfachung dar. In
der Realitit erfihrt ein Volumenelement am IR wéhrend
des Durchlaufs der Lastzone kurzzeitige Lastspitzen (Peaks
mit * gekennzeichnet). Die verwendete Vereinfachung ist
somit eine Worst Case Abschitzung. Beide Kontaktpart-
ner werden zuerst diskretisiert. Zu jeder winkelpositions-
abhingigen Normalkraft wird die dquivalente Vergleichs-
spannung o, nach Tresca in jedem diskretisierten Volumen-
element gebildet. Das Volumenelement mit der maximalen
Vergleichsspannung bei der hochsten Belastung F... (bei
der Winkelposition 9/gu.) Wird als kritisches Volumenele-
ment definiert. Die winkelpositionsabhiingige Komponente
des Spannungstensors am kritischen Volumenelement wird
zum Schluss in das multiaxiale Ermiidungskriterium nach
Fatemi-Socie eingesetzt, um eine kritische Lastspielzyklen-
anzahl Ny zu ermitteln.

3 Fatemi-Socie-Ermiidungsansatz

Das eingesetzte Fatemi—Socie Modell kommt aus der
Bruchmechanik und basiert auf der Beobachtung, dass bei
vielen Metallen eine Rissinitiierung an einem kritischen
Volumenelement in der kritischen Ebene mit maximaler

b o

<_
1=

Abb.2 Schematische Darstellung der zwei im Fatemi-Socie Modell
beriicksichtigten Grundkonzepte der Materialermiidung. a Initiierung
der Gleitbdnder (auch Orte der Mikroriss Initiierung) durch die Schub-
spannung 7, b Mikrorissaufweitung durch die Normalspannung ¢

\/

Scherdehnung stattfindet, und die Normalspannung senk-
recht zu dieser Ebene den Ermiidungsprozess beschleunigt
(siehe Abb. 2).

Es wird folgende Beziehung vorgeschlagen [15]:

0, max
Ya,eq = Ymax (1 +ke . M)
Oy

o ey
=L@ N) (2N

Die linke Seite der Gl. 1, hdufig Schadensparameter
SP genannt [16], beschreibt die Beanspruchung durch eine
dquivalente Scherdehnungsamplitude y,.,. Die rechte Seite
hingegen gibt in Abhéngigkeit von Materialparametern aus
zyklischen Torsionsschwingungsversuchen die Werkstoff-
beanspruchbarkeit an.

Die einachsigen zyklischen Materialparameter sind fiir
die meisten Wilzlagerstihle in der Standardliteratur z.B.
[17] zu finden. Allerdings sind die hier angegebenen Wer-
te fiir Werkstoffe mit einer kleinen Anzahl von ertragba-
ren Schwingspielzahlen giiltig. Eine aktuelle Methode zur
Abschitzung zyklischer Werkstoffkennwerte fiir die Werk-
stoffgruppen Stahl, Stahlguss und Aluminiumlegierungen
ist in [4, 5] vorgeschlagen. Die FKM-Methode basiert auf
einer grof3en Datenbasis mit quasi-statischen und dehnungs-
geregelten Versuchsergebnissen und benétigt als Eingabe-
wert lediglich die Zugfestigkeit Ry,

Die Ergebnisse der FKM-Methode werden in der Tab. 1
zusammengefasst.

Eine Ableitung der benotigten mehrachsigen zyklischen
Materialparameter (r},by und ¢,) in (1) aus den einach-
sigen Grofen in der Tab. 1 kann wie in [18] beschrieben,
mittels folgender Zusammenhinge erfolgen:

r’%q—/f

f V3

I /

vy~ V3 ()
by~b

Cyf'?iC

In der Tab. 2 sind die bei der Lebensdauerberechnung
im Fatemi-Socie Modell fiir 100Cr6 (bei 60HRC und
Rin=2016 MPa) eingesetzten Werte zusammengefasst.

3.1 Bestimmung des Schadensparameters im
Fatemi-Socie Modell

Die dquivalente Scherdehnungsamplitude im Fatemi-Socie
Modell beschreibt die Beanspruchung am Volumenelement
durch die zwei Groflen maximale Scherdehnungsampli-
tude Pmae und maximale Normalspannung Gnma senkrecht
zur kritischen Ebene. Im Folgenden soll zuerst auf die
Bestimmung der maximalen Scherdehnungsamplitude ein-
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Tab.1 Einachsige zyklische Werkstoffkennwerte fiir die Werkstoff-
gruppe Stahl nach der FKM-Methode [5] in Abhingigkeit der Zug-
festigkeit

Parameter Wert
o'y 3,148 (%)0’897
b -0,097

’ . 0338
8/ min (1033(%)71235)
c -0,52
Giiltigkeitsbereich R, = 121...2296 MPa

Tab.2 Materialparameter fiir

die Lebensdauerberechnung Parameter Wert

nach Fatemi-Socie [17] oy/MPa 1953
T/ /MPa 1656
G/MPa 80.769
Vpl- 0,148
byl— -0,097
Ccyl— -0,52

gegangen werden. AnschlieBend wird fiir das allgemeine
Wilzkontaktproblem eine Methode zur Beriicksichtigung
der Normalspannungen im Fatemi-Socie Modell vorge-
schlagen.

Der Ausgangspunkt sind die Spannungskomponenten
o; zu den jeweiligen Winkelpositionen am ausgewdihl-
ten kritischen Volumenelement, wie in Abb. 3 gezeigt.
Als kritisches Volumenelement wird fiir den Wilzlager-
Kontakt das Volumenelement mit der maximalen Schub-
spannung gewéhlt. Zur Bestimmung der kritischen Ebene

soll zuerst mit Hilfe einer Winkeldiskretisierung f(0,¢)
@=0:--2m;¢=0:---7) und der Beziehungen:

cos 0 sin ¢
— . .
ng=|sinfsing |;
cos ¢
—cosfcos @
g = —sin@sing |; 2)
sin @
—sin 6
—9
ug =\ cosf
0

der Normalenvektor 777 und die Tangentialvektoren
ﬁ,ﬁﬁ an einer beliebigen Ebene II am kritischen
Volumenelement bestimmt werden [19]. Mit Hilfe dieser
Vektoren werden die Normalspannung o, () und Schub-

Abb. 4 Auftragung der winkelpositionsabhingigen Schubspannungs-
vektoren fiir eine Ebene I1 zur Bestimmung der Schubspannungsam-
plitude

A-—===7 IE ___________ =
-
(i Normal-und
1;;):(1;’))“ < Schubspannungen zu den
e —_ - Winkelpositionen
el I y
= o ET\ Onn (1#), ] ')y Ty,11 )
P auf jeder Ebene IT: f(0, ¢)
®
Yg Yrmax A - f(BV‘b)
Winkelposition i gppene

Y: Umfangsrichtung

X: axiale Richtung Z: Tiefenrichtung

Abb. 3 links: Spannungskomponente am kritischen Volumenelement fiir die jeweilige Winkelposition, Mitte: Bestimmung der Normal- und
Schubspannungen auf beliebiger Ebene I1 des kritischen Volumenelements fiir jede Winkelposition, rechts: Ergebnisse als Eingangsgrofen zur

Ermittlung der Schubspannungsvektoren
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spannungen 7, 17 (), 7y,;7 (¥) auf der jeweiligen Ebene
I ermittelt. Fiir jede Ebene werden, wie in Abb. 4 ver-
anschaulicht, die winkelpositionsabhingigen Schubspan-
nungsvektoren dargestellt, und der Radius des kleinsten
umschlieBenden Kreises als maximale Schubspannungs-
amplitude At,,/2 bestimmt.

Als kritische Ebene /1 wird diejenige mit der grof3iten ma-
ximalen Schubspannungsamplitude gewihlt. Die gesuchte
maximale Scherdehnungsamplitude ... in (3) wird aus der
maximalen Schubspannungsamplitude Atp, 17/2 und dem
Schubmodul G bestimmt:

A'L—maxH
x= A 3
Yma G (3)

3.2 Maximale Normalspannung im Fatemi-Socie
Modell beim Walzkontaktproblem

Im Gegensatz zur maximalen Scherdehnungsamplitude gibt
es in der Literatur [3] Unklarheit iiber die Bestimmung
der max. Normalspannung o).« im Fatemi-Socie Modell.
Im allgemeinen komplexen multiaxialen Beanspruchungs-
fall soll standardweise die max. Normalspannung senkrecht
zur kritischen Ebene eingesetzt werden. Als Normalspan-
nung soll fiir Wilzkontaktprobleme, wie die Ergebnisse der
Arbeit [3] bestitigen, die maximale Drucknormalspannung
Opnmaex (im Betrag mit negativem Vorzeichen) auf der kri-
tischen Ebene zum Einsatz kommen. Dies beruht darauf,
dass die schidigenden Spannungen durch die vorliegenden

Abb.5 Veranschaulichung der
in den zwei Simulationsebenen
verwendeten Kontaktmodelle,
makroskaliges MKS-Modell
(links) und geometrische Ein-
gangsgroflen des mikroskaligen
Halbraum-Modells (rechts)

(Simpack)

Simulationsebene 1: MKS-Model

NU1006

Druckeigenspannungen reduziert werden und dadurch das
Risswachstum behindert wird [20]. Dabei soll die plastische
Eigenspannung mitberiicksichtigt werden. Die Beriicksich-
tigung der Plastizitdt sorgt im Vergleich zur linear elasti-
schen Berechnung zu einer Minderung der maximalen Kon-
taktpressungswerte und somit auch zu geringeren Druck-
normalspannungen. In Abschn. 4.3 werden in der Tab. 6
die Ergebnisse mit und ohne Beriicksichtigung der Druck-
normalspannung gegeniibergestellt.

4 Simulationsergebnisse

Im MKS Modell werden fiir die drei untersuchten Last-
fille die maximalen Wilzlagerbelastungen bestimmt. Aus
diesen Belastungen resultieren im Halbraum-Kontaktmo-
dell die maximalen Pressungen von 3,8 GPa, 3,5 GPa und
2,5GPa.

Die Abb. 5 veranschaulicht den Kontakt Wilzkorper-
Innenring; (links) im MKS-Modell und (rechts) reduziert
im Halbraum-Modell. Das Halbraum-Modell zeichnet sich
durch eine Definition der Geometrie und Belastung auf der
Mikroskala aus. In der Tab. 3 sind die Geometrie und die
auftretenden Belastungen zusammengefasst.

In der Abb. 6 sind die zu den drei untersuchten Lastfillen
im Einzellagermodell ermittelten maximalen Kontaktkrifte
zwischen Wilzkorper und Innenring dargestellt.

Die hier prisentierten Ergebnisse konnen in drei Ab-
schnitten zusammengefasst werden. In den zwei ersten

Simulationsebene 2: Halbraum-Model
...\Matlab)

Fmikro

Tab.3 Geometrische und Be-

Makro-Grof
lastungsgroflen des MKS- und o oven

Mikro-GréBen

Halbraum-Modells Durchmesser Rolle/mm
Durchmesser IR/mm
Effektive Kontaktldnge/mm
Lastfall 3,8 GPa: Fiakro/ N
Lastfall 3,5 GPa: Fakro/N

Lastfall 2,5 GPa: Finakro/N

6 Linge in X-Richtung L/mm 0.8
36,48 Linge in Y-Richtung L,/mm 0,8
52 - -

5162 Lastfall 3,8 GPa Fimikro/ N 865
4313 Lastfall 3,5 GPa Fuitro/N 723
1999 Lastfall 2,5 GPa Fuitro/N 249
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—Lastfall: 3,8GPa
—Lastfall: 3,5GPa;
—Lastfall: 2,5GPa

Normalkraft / N
w
o
o
o

0 L
0 50 100
Winkelposition 1 / °

Abb.6 Im Einzellagermodell ermittelte maximale Kontaktkrifte im
Kontakt Wilzlager-Innenring

150

Abschn. 4.1 und 4.2 wird das plastische Verhalten des
Innenrings untersucht. Dies erfolgt auf der Mikroebene
mit Hilfe des Halbraum-Kontaktmodells. Dafiir wird zuerst
wie in Abschn. 4.1 beschrieben fiir die drei untersuchten

Lastfall: 3,8 GPa

Lastfall: 3,5 GPa

Tab.4 Mikroplastische Ma-

. . Parameter Wert
terialparameter des Swift-
Verfestigungsmodells fiir B/MPa 945
100Cr6 Wilzlagerstahl [11, 21, C/- 40
23, 24] n 0,121

Lastfille eine Abschitzung der plastischen Zonen mit Hilfe
elastischer Kontaktsimulationen gemacht. Im Abschn. 4.2
wird die Plastifizierung untersucht. Die Ergebnisse der
Lebensdauerberechnung und der Vergleich mit experimen-
tellen Werten werden im Abschn. 4.3 prisentiert.

4.1 Abschitzung der plastischen Zone

Zur Validierung zeigt die Abb. 7 einen Vergleich zwischen
den Ergebnissen des Halbraum-Modells und denen nach
der Hertz’schen Theorie fiir die maximalen Belastungen
3,8 GPa, 3,5 GPa und 2,5 GPa im Wilzkontakt. Es zeigt sich
eine gute Ubereinstimmung der beiden Ergebnisse hinsicht-
lich der Spannungskomponente und den daraus berechne-
ten von Mises Vergleichsspannungen. Die maximalen Ver-
gleichsspannungen liegen bei der Tiefe von 0,1317 mm,
0,1135mm und 0,0867 mm. Aus den Verldufen der von Mi-
ses Vergleichsspannungen ist fiir eine MikroflieBspannung
von 1477MPa nach [21] bei dem Lastfall 2,5GPa keine
plastische Verformung zu erwarten. Im Weiteren werden

Lastfall: 2,5 GPa

0 ==r—c=3 0
- lr'_._’-_d—-'
H  ——
& -1000 gD ; & -1000 VISt
= ---0, (Halbraum) ( = - - -7, (Halbraum)
; -2000 —9, (Hertz) ( ; -2000 — (Hertz)
S) - - -0, (Halbraum) ( g} - - -0, (Halbraum)
» -3000 —a, (Hertz) ( » -3000 —o, (Hertz)
- - -a, (Halbraum) - - -a, (Halbraum) - - -o_ (Halbraum)
-4000 -4000 -4000 -
0 02 04 06 0.8 1 0 02 04 06 0.8 1 0 02 04 06 0.8 1
Tiefe / mm Tiefe / mm Tiefe / mm
2500 2500 2500
S —v. Mises (Hertz) S —v. Mises (Hertz) D‘E —v. Mises (Hertz)
= 2000 - - -v. Mises (Halbraum)|} | = 500 == ~v. Mises (Halbraum)| | = 504 - - -v. Mises (Halbraum)
£ 1500 - 2 1500 1 .8 1500
?ﬁ L 0yo = 1477 MPa CEU : oyo = 1477 MPa ?U 0yo = 1477 MPa
£ 1000 £ 1000 £ 1000
2 D )
n n n
500 500 = 500
0 02 04 06 0.8 1 0 02 04 06 0.8 1 0 02 04 06 0.8 1
Tiefe / mm Tiefe / mm Tiefe / mm

Abb.7 Validierung der elastischen Halbraum-Kontaktberechnung mit der Hertzschen Theorie fiir die drei untersuchten Lastfille, plastische Ver-

formungen sind bei den zwei Lastfillen: 3,8 GPa, 3,5 GPa zu erwarten
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mit den in Tab. 4 angegebenen Materialwerten fiir die Last-
fille 3,8 GPa, 3,5 GPa die plastischen Eigenspannungen mit
Hilfe des Swift Verfestigungsmodells simuliert.

Das Swift-Verfestigungsmodell [22] beschreibt den plas-
tischen (nichtlinearen) Anteil eines elasto-plastischen Ma-
terialverhaltens durch folgenden Zusammenhang:

oy = B(C +¢p)" 4)
4.2 Simulation des plastischen Verhaltens

Die Analyse im Abschn. 4.1 zeigt bei den in Tab. 4 ange-
gebenen Swift-Materialparametern fiir 100Cr6 Wilzlager-
stahl, dass Plastifizierungen nur bei den Lastfillen 3,8 GPa
und 3,5GPa zu erwarten sind. Zur Untersuchung des plas-
tischen Verhaltens der Innenringe wurden mit dem Halb-
raum-Modell zyklische quasistatische Indentationen zwi-
schen Rolle und Innenring bei der maximalen Last von
5162N, 4313 N (sieche Abb. 6) jeweils fiir die beiden Last-
falle simuliert. Als Kriterium fiir die maximale Zyklenan-
zahl wurde die Konvergenz der simulierten Eigenspannun-
gen definiert.

4.2.1 Formanderung und Spannungsreduktion durch die
Plastizitat

Die Plastizitdt sorgt an der Oberfliche fiir eine Formin-
derung, die zu einer Begrenzung der maximalen Kontakt-
pressungen durch eine breitere Lastverteilung fiihrt. Daraus
resultieren ebenfalls im Gegensatz zum elastischen Berech-
nungsfall geringere Spannungen im Material.

In Abb. 8 werden die simulierten plastischen Oberfld-
chendeformationen im konvergierten Zustand (26. Zyklus)
gezeigt. Eine Vereinfachung im Vergleich zur Realitét be-
steht dahingehend, dass die zyklische Belastung immer an
der gleichen Position erfolgt. Es ergeben sich bei den Last-
fillen 3,8 GPa und 3,5 GPa jeweils maximale plastische De-
formationen von —0,62 um und —0,29 um. Diese Deforma-
tionen sorgen wie in Abb. 9 dargestellt zu einer Form-
dnderung der initialen Innenringgeometrie (a,b) und einer
Minimierung der Kontaktpressung (c). Die hier aufgrund
der Modellannahme auftretenden plastischen Deformatio-
nen sind im realen iiberrollenden Kontakt nicht zu erwar-
ten. In Abb. 9(a) wird fiir die zwei Lastfille 3,8 GPa und
3,5GPa die plastisch deformierte Innenringgeometrie dar-
gestellt. Der Vergleich in (b) und (c) zeigt im Schnitt jeweils
die Innenringkontur und Kontaktpressung im initialen Zu-
stand und im konvergierten plastischen Endzustand (nach
26 Lastzyklen). Es zeigt sich durch die Plastizitét eine Re-
duzierung der maximalen Kontaktpressung von 3780 MPa
(im initialen Zustand) auf 3547 MPa (nach 26 Lastzyklen)
fiir den Fall 3,8 GPa.

4.2.2 Simulierte vs. experimentelle Eigenspannung

In der Abb. 10 sind das Konvergenzverhalten der simu-
lierten Eigenspannungen und die Rechenzeit der jeweiligen
Zyklen aufgefiihrt. Das Konvergenzverhalten ldsst sich in
der obigen Reihe qualitativ aus den Verldufen der Eigen-
spannungen mit zunehmenden Lastzyklen feststellen. Zur
quantitativen Veranschaulichung dieser Konvergenz, wird
in der unteren Reihe neben der Simulationszeit auf der rech-
ten y-Achse der Verlauf der maximalen Eigenspannungen
am kritischen Volumenelement dargestellt. Eine schnelle
Konvergenz der simulierten Eigenspannung ist bereits nach
26 Zyklen festzustellen. Die Rechenzeit pro Lastzyklus be-
trigt max. 8 min bei einer Netzfeinheit von 2 Mio. Elemen-
ten. Die simulierten Eigenspannungen ergeben sich zwar
nach einem konvergierten Zustand, jedoch kann dieser Zu-
stand beim Uberwalzen instationir werden. Eine genauere
Simulation der im Wilzkontakt entstehenden Eigenspan-
nungen im Halbraummodell wird in zukiinftigen Arbeiten
vorgenommen. Dafiir kann beispielsweise die in [11] be-
schriebene Methode verwendet werden. In [11] wird das
Uberrollen als sukzessiv aufgebrachte quasistatische Inden-
tationen entlang des Rollwegs vereinfacht abgebildet. Es
wurde fiir den Fall eines Punktkontakts ein Rollzyklus mit
einem Rollweg von 18-mal ay (nach Hertz berechnete Be-
rithrbreite) simuliert. Hier zeigte sich ein stationdrer Zu-
stand erst nach einem Rollweg von 4-mal ay. Dieser An-
satz konnte in zukiinftigen Arbeiten auf einen Linienkontakt
angewendet und damit auch das Verhalten nach mehreren
Rollzyklen analysiert werden.

Zur Validierung der simulierten Eigenspannungen wur-
den diese mit den Werten aus am Institut fiir Werkstoff-
orientierte Technologien in Bremen im Rahmen des AiF
geforderten FVA Projekts 866 I (Kurzfristige Uberlas-
ten) durchgefiihrten Eigenspannungsmessungen verglichen
[25]. Die gemessenen Eigenspannungswerte bei den be-
lasteten Innenring-Proben beinhalten eine Uberlagerung
aus fertigungsbedingten und belastungsinduzierten An-
teilen. Zur Trennung des lastinduzierten Anteiles (siche
Abb. 11, c) wurden vorher an Innenringproben aus der
gleichen Charge im unbelasteten Zustand (siche Abb. 11,
a), tangentiale Eigenspannungsmessungen durchgefiihrt.
Dieser Spannungszustand wurde von dem Spannungszu-
stand nach 3,05Mio. Umdrehungen gelaufenen Innenring
(siehe Abb. 11, b) abgezogen.

Der Vergleich in Abb. 12 zwischen experimentell und
simulativ bestimmten belastungsinduzierten Eigenspannun-
gen zeigt, dass mit dem Halbraum-Modell die maxima-
len Eigenspannungswerte nach dem Betrag und der Tiefe
abgeschitzt werden konnen. Allerdings wird der gesam-
te Bereich der Eigenspannungszone im Halbraum-Modell
leicht schmaler abgeschitzt, insbesondere bei dem Lastfall
3,8 GPa. Im Abschn. 5 werden mogliche Griinde erldutert.
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Lastfall 3,8GPa
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Abb. 8 Im Halbraum-Modell simulierte plastische Oberflichendeformation im konvergierten Zustand (nach 26 Zyklen)
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Abb.9 Plastisch deformierte Innenring Oberflichen, (b), (c) Vergleich der Innenringkontur und Kontaktpressung im initialen Zustand und im

konvergierten plastischen Endzustand (nach 26 Lastzyklen)

Der bereits beschriebene spannungsreduzierende Ein-
fluss der Plastizitdt wird im Weiteren bei der Lebensdauer-
berechnung genutzt, um Rechenzeit zu sparen. Hier werden
die Spannungskomponenten zu den jeweiligen Winkelpo-
sitionen bei dem Durchlauf der Lastzone nicht elasto-
plastisch, sondern rein elastisch (mit ca. 80 % niedrigerer
Rechenzeit) berechnet. Der Einfluss der Plastizitit wird

@ Springer

berticksichtigt in dem, die im Betrag genommene simu-
lierte Druckeigenspannung am kritischen Volumenelement
zu der elastisch berechneten maximalen Drucknormalspan-
nung addiert wird.

Die Zulissigkeit dieser vereinfachten Methode wird im
Folgenden iiberpriift. Die Komponente des Spannungsten-
sors (Oxx, -, Oxz), die simulierte Eigenspannung ogs am



Forsch Ingenieurwes (2023) 87:723-738

731

Abb. 10 Konvergenzverhalten
der simulierten Eigenspannun-

Lastfall: 3,8 GPa

Lastfall: 3,5 GPa
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kritischen Volumenelement und die Normalspannungen o,
an der kritischen Ebene werden in der Tab. 5 angegeben.
Im Fokus stehen die zwei plastischen Lastfille 3,8 GPa
und 3,5GPa, fiir die bei elastischer Kontaktberechnung
senkrecht zur kritischen Ebene Drucknormalspannungen
von jeweils —1859MPa und —-1696 MPa bestimmt wer-
den. Im elasto-plastischen Berechnungsfall reduzieren sich
die Drucknormalspannungen jeweils auf —1120MPa und
—1317MPa. Es ergibt sich eine Reduzierung der Druck-
normalspannungen aufgrund der Plastizitit jeweils von
—739MPa und -379MPa. Diese Werte entsprechen mit
einer Abweichung von ca. 15% und 10% den simulierten
Eigenspannungswerten von —644 MPa und -334MPa fiir
die Lastfille 3,8 GPa und 3,5 GPa.

4.3 Lebensdauerabschdtzung mittels Fatemi-Socie
Ermiidungsansatz

Bei dem Fatemi-Socie Ermiidungsansatz wird die Lebens-
dauer lokal auf einem kritischen Volumenelement ausge-
wertet. Hier wurde die Schubspannungshypothese einge-
setzt und das kritische Volumenelement mit der maxima-
len Schubspannung ausgewihlt. Dieses liegt in den Tie-
fen: 0,1317mm, 0,1135 mm und 0,0867 mm jeweils fiir die
Lastfille 3,8 GPa, 3,5 GPa und 2,5 GPa. Die simulierten Ei-
genspannungen ogs am kritischen Volumenelement betragen
bei den zwei Lastfdllen mit Plastizitit 3,8 GPa und 3,5 GPa
jeweils —644 MPa und —334 MPa (siehe Abb. 12). Die Span-
nungskomponenten an den kritischen Volumenelementen
fiir die drei untersuchten Lastfdlle werden in Abb. 13 dar-
gestellt.

Abb. 11 Experimentelle Be- a) unbelastet b) belastet c) lastinduziert
stimmung des belastungsindu- © 200 0
zierten Eigenspannungsanteils % @© 0 @ 0 © oh -
nach 3,05Mio. Umdrehungen 0 % -200 % 2004 % 2001 /‘ -
in (c), durch Subtraktion der ge- o |~ - — ' L
messenen Eigenspannungen am = ﬁ _gggc m _ggg $ _288 S
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ﬁgagcé}g‘a(Sl)l;‘;“sdg‘;‘a?ezlizt;fg 3 0 100 200 300 400 0 100 200 300 400 0 100 200 300 400
in (b) | Tiefe / pm Tiefe / um Tiefe / pm
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lastfall: 3,8GPa lastfall: 3,5GPa Die maximale Scherdehnungsamplitude wird aus der
00 v . . .
ol _J maximalen Schubspannungsamplitude mittels Gl. 3 abge-
Q - leitet. Es ergeben sich maximale Scherdehnungsamplituden
=000 W\ /" 5 von 0,0073, 0,0067, und 0,0045 jeweils fiir die Lastfille
i 400 —sSim 3 8GPa, 3,5GPa und 2,5GPa. Zu erkennen ist in Abb. 14,
-600 dass die maximalen Scherdehnungen bei den kritischen
) 00 100 200 300 400 -8000 100 200 300 400 Ebenen mit den Winkelkombinationen 6=90°, 270° und

Tiefe / um Tiefe / pm

Abb. 12 Vergleich der experimentell und simulativ bestimmten lastin-
duzierten Eigenspannungen

Die &dquivalente Scherdehnungsamplitude y.., in Gl. 1
berechnet sich wie in Abschn. 3.1 beschrieben aus den
zwei Hauptbeanspruchungsgrofen: Scherdehnungsamplitu-
de und der maximalen Normalspannung. In Abb. 14 wird
fiir drei untersuchten Lastfille an den kritischen Volumen-
elementen die Scherdehnungsamplitude fiir alle diskreti-
sierten Ebenen dargestellt.

$=45° 135° auftreten. Die Orientierung der kritischen
Ebene kann durch die Komponenten des Normalenvektors
aus Gl. 2 bestimmt werden. Zur Veranschaulichung liegen
wie in Abb. 15 schematisiert die kritischen Ebenen IT;, IT,
bei den genannten Winkelkombinationen. Diese liegen un-
ter einem 45° Winkel zur Umfangsrichtung. Dies steht im
Einklang mit der Ermiidungstheorie zur Wilzlagerberech-
nung [1], welche sich auf die Wechselschubspannungshy-
pothese stiitzt.

In der Abb. 16 werden bei den untersuchten Lastféllen
die auf dem kritischen Volumenelement fiir die verschiede-

Tab.5 Spannungskomponente am kritischen Volumenelement, resultierende Drucknormalspannungen senkrecht zur kritischen Ebene und simu-
lierte Eigenspannungen am kritischen Volumenelement

Lastfall: 3,8 GPa
(elasto-plastisch)

Lastfall: 3,5 GPa
(elasto-plastisch)

Lastfall:2,5
GPa (elastisch)

Elastisch Elasto-plastisch Elastisch Elasto-plastisch
(26. Zyklus) (26. Zyklus)

ox/MPa  -1275 -925 -1159 —-865 767
oy/MPa  -679 -380 -617 -351 -389
oz/MPa 3037 —-1306 2773 -1217 -1852
on/MPa  —3.4e-12 —5,84e-05 6,334e-15 1,060e-04 9,15e-13
oy/MPa  7,34e-09 0,4593 -3,21e-13 0,25 2,30e-10
ox/MPa  —1,27e-07 -0,004 —6,36e-12 —4,73e-05 4.9e-10
on/MPa -1859 -1120 -1696 -1317 -1122
ogs/MPa  — -644 - -334 -

Lastfall: 3,8GPa Lastfall: 2,5GPa

Lastfall: 3,5GPa
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Abb. 13 Berechnete Spannungskomponenten am kritischen Volumenelement fiir verschiedene Winkelpositionen
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Lastfall: 3,8 GPa

P 00

Lastfall: 3,5 GPa

Lastfall: 2,5 GPa

P 00

Abb. 14 Maximale Scherdehnungsamplitude auf allen diskretisierten Ebenen des kritischen Volumenelements fiir die drei Lastfille 3,8 GPa,

3,5GPa und 2,5GPa

I,:(0 = 90, = 135)
12 (8=270,¢ = 45)

N | 112 (8 = 90,¢ = 45)
N (8 =270,¢ = 135)

-

X: axiale Richtung Z: Tiefenrichtung
Y: Umfangsrichtung

Abb. 15 Veranschaulichung der Orientierung der kritischen Ebene fiir
die Winkelkombinationen 6=90°,270° und ¢ =45°,135°

Lastfall: 3,8 GPa

Lastfall: 3,5 GPa

nen Winkelpositionen berechneten Normalspannungen ox
(senkrecht zur kritischen Ebene) dargestellt.

Die Verldufe in Abb. 16 werden aus den Spannungskom-
ponenten in Abb. 13 mit Hilfe der Gleichungen (2.7-2.9)
aus [26], bestimmt. Diese Verldufe sind bei einer rein elasti-
schen Kontaktsimulationen bestimmt worden. Fiir die Last-
félle 3,8GPa, 3,5GPa und 2,5 GPa betragen die maxima-
len Drucknormalspannungen —1859 MPa, —1696 MPa und
—1119MPa. Um der Einfluss der Plastizitit bei den Lastfil-
len 3,8 GPa und 3,5GPa zu beriicksichtigen, werden diese
Werte zu den im Betrag genommen simulierten maximalen
Druckeigenspannungen von 644 MPa und 334 MPa addiert.
Der Einsatz der Eigenspannungen im Betrag dient dazu den
Einfluss der Plastizitdt auf die im elastischen Fall berech-
neten Drucknormalspannungen sinnvoll zu beriicksichtigen.

Lastfall: 2,5 GPa

0 0 0
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Abb. 16 Normalspannungen senkrecht zur kritischen Ebene, maximale Drucknormalspannung mit Sternchen gekennzeichnet
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Tab.6 Zusammenfassung der Simulationsergebnisse: Schadensparameter v eq und kritische Lastzyklenanzahl Nt

Lastfall Ohne Einfluss der Drucknormalspannung Mit Einfluss der Drucknormalspannung

Ya.,eq Ny Ya.,eq Ny
Pmax: 3,8 GPa; A=3.,5 0,0073 0,0306 Mio 0,0038 16,351 Mio
Pmax: 3,5GPa; A=3,5 0,0067 0,0639 0,0032 42,028 Mio
Pmax: 2,5GPa; A=3,5 0,0045 2,5973 Mio 0,0026 543,272 Mio

Die Plastizitit sorgt wie im Abschn. 4.2.1 gezeigt zur Span-
nungsreduktion.

In der Tab. 6 sind die Ergebnisse der berechneten Scha-
densparameter und die Lastzyklenanzahl im Fatemi-Socie
Modell fiir die drei untersuchten Lastfille mit und ohne
Bertiicksichtigung der Drucknormalspannungen zusammen-
gefasst.

Der signifikante Einfluss der Drucknormalspannungen
lasst sich anhand der simulierten Lastzyklenzahlen feststel-
len, vgl. Tab. 6. Die Nicht-Beriicksichtigung der Drucknor-
malspannung liefert fiir die drei Lastfille sehr kleine Last-
zyklenzahlen. Es ergeben sich aus der Beriicksichtigung
der maximalen Drucknormalspannungen, 16,351 Mio. und
42,028 Mio. und 543,272 Mio. Lastzyklen jeweils fiir die
Lastfille 3,8 GPa, 3,5GPa und 2,5 GPa. Eine Umrechnung
der Lastzyklenanzahlen in die Anzahl der Innenringumdre-
hungen liefert jeweils 2,2, 5,8 und 74,4 Mio. Umdrehungen.
Diese Lebensdauerwerte beziehen sich jedoch nur auf den
Kontakt des Innenrings mit dem hochst belasteten Wilz-
korper. Da die Kontaktpressung am Innenring aufgrund der
Kriimmungsverhiltnisse stets grofer ist als am AufBlenring,
wiirde nach dem hier vorgestellten Verfahren nach Fate-
mi-Socie stets dieser Kontakt als Erstes versagen. In Kon-

—eo—Rein radial belastet
LIOmr =3397- 106 Umdr.

Rein axial belastet
L ome =186-10° Umdr.

WK 4
3000

WK 3

1000 MPa

WK?2 WK 6

WK 1

WK 0

Abb.17 Mittels der Software Lager2 berechnete modifizierte Re-
ferenzlebensdauern und zugehorige Pressungsverteilung im Kontakt
Wiilzkorper-Innenring eines Rillenkugellagers 6411

@ Springer

sequenz hiefe das, dass die Lebensdauer des Wilzlagers
gleich der Lebensdauer des hochst belasteten Kontaktes ist.

Es ist aber bekannt, dass die Lebensdauer von Wilzla-
gern keine deterministische Gro3e ist, sondern einer groflen
Stochastik unterliegt. Es gibt also stets eine Wahrscheinlich-
keit groBer Null, dass ein anderer, als der hochstbelastete
Wilzkorper zuerst ausféllt [27, 28]. Wie signifikant dieser
Einfluss ist, zeigt exemplarisch Abb. 17. Ein Rillenkugel-
lager 6411 wurde in beiden Fillen mittels der Software
Lager2 einmal rein axial und einmal rein radial derartig be-
lastet, dass die maximale Pressung im Kontakt Wilzkorper-
Innenring mit ca. 2400 MPa jeweils identisch ist. Lediglich
die Anzahl der maximal belasteten Kontakte unterscheidet
sich mit 1 (radial) zu 8 (axial). Die berechnete modifizierte
Referenz-Lebensdauer liegt im rein axial belasteten Berech-
nungsbeispiel mit 186- 10° Umdrehungen im Vergleich zu
3397-10° Umdrehungen aufgrund der umlaufenden Last-
zone und der damit verbundenen 8-mal groferen Anzahl an
Uberrollungen bei maximaler Belastung im gleichen Zeit-
raum deutlich niedriger.

Dieses stochastische Ausfallverhalten von Wilzlagern
liegt darin begriindet, dass Wailzlagerstihle aufgrund der
hohen auftretenden Belastung sehr hart und somit ver-

=o-3.8 GPa -3,5GPa =e=25 GPa

WK 8 WK 9

WK 7

WK 6

WK 5

WK 4

WK 3

WK 0

Abb. 18 Mittels LaMBDA ermittelte Kontaktkrifte als Kreisdia-
gramm zur Veranschaulichung der Belastungssituation in der Lastzone
bei den untersuchten Lastfillen 2,5 GPa, 3,5 GPa und 3,8 GPa
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Abb. 19 Zusammenfassung der Kontaktstellen 2,5 GPa
Simulationsergebnisse: Wilz-
korperkrifte in der Lastzone, WK2&15 WK1&16 WK O
Kontaktpressung am Innen- Kontaktkraft / N 122 1250 1999
ring und AuBenring bei den
jeweiligen Kriften, Tiefe des WK-IR 583 1853 2454
kritischen Volumenelementen Pressung / MPa
am Innenring zir und Auflenring WK-AR 510 1643 2079
ZAR, lokale Lebensdauern am Zx / mm 0,021 0,063 0,079
Innenring FSir und Aufenring Tiefe Viggriea
Kritisch
FSar Zap /MM 0,024 0,071 0,089
FS 2,47-10° 226 74
FS /106 : IR ’
5 /107 Umdr FSar 8,63-10° 455 118
Kontaktstellen 3,5 GPa
WK 3 & 14 WK 2 & 15 WK1 & 16 0
Kontaktkraft F /N 322 2497 3848 4313
p / MP WK-IR 940 2621 3258 3451
ressung a
& WK-AR 833 2324 2891 3061
. Zig / mm 0,0317 0,0897 0,1082 0,1135
Tiefe Vl(ritisch
Zyg / Mm 0,0369 0,1003 0,1214 0,1267
FS, 3,7-10° 49,3 12,7 7
6 IR > > >
FS /107 Umdr. FSan 9,5-10% 72,6 315 26
Kontaktstellen 3,8 GPa
WK 3 & 14 WK 2 & 15 WK 1&16 4
Kontaktkraft F /N 567 3132 4637 5162
WK-IR 1246 2937 3579 3779
Pressung / MPa
WK-AR 1104 2606 3175 3353
L Zig / mm 0,0422 0,0979 0,1188 0,1240
Tiefe Vkritisch
Zap / MM 0,0501 0,1108 0,1320 0,1372
5 /105 Umd FSig 3,710 27,4 3.8 1,6
/ mer FSar 8,4:10° 43,8 19,2 12,9

gleichsweise sprode sind. Je nach Kornorientierung und
Einschlussverteilung im Bereich der maximal auftretenden
Wechselschubspannung kommt es zu einer fritheren oder
spiteren Rissbildung unter der Oberfliche. Dieser Effekt
wird in der genormten Lebensdauerberechnung beriick-
sichtigt, indem die Uberlebenswahrscheinlichkeiten aller
belasteten Kontakte berechnet und diese anschliefend zu
einer Systemlebensdauer zusammengefasst werden [1].

Um der bekannten Ausfallcharakteristik Rechnung zu
tragen, werden daher im Folgenden die Lebensdauern samt-
licher belasteten Kontakte sowohl am Innenring als auch am
AuBenring mittels des vorgestellten Ansatzes nach Fatemi-
Socie berechnet. Das in der Abb. 18 dargestellte Kreisdia-
gramm mit den Kontaktkriften aus LaMBDA fasst die Be-
lastungssituation in der Lastzone fiir die drei untersuchten
Lastfille zusammen.

Fiinf Wilzkorper befinden sich bei 2,5 GPa und sieben
Wilzkorper bei 3,5GPa und 3,8 GPa in der Lastzone. In
der Abb. 19 werden neben den ermittelten Kontaktkrif-
ten die zugehorigen resultierenden Pressungen sowie Tiefen
des kritischen Volumenelements zur Bestimmung der Le-
bensdauer fiir Innen- und Auflenring angegeben. Durch die
vorliegende Symmetrie gleich belastete Wilzkorper sind in
der Abb. 19 einmal aufgefiihrt. An dem jeweiligen kriti-

schen Volumenelement werden mittels der Fatemi-Socie
(FS) Gleichung die Lebensdauern in Innenringumdrehun-
gen FS; bzw. FSar an jeder Kontaktstelle bestimmt. Die
Lebensdauer des Lagers ist dann die Systemlebensdauer al-
ler belasteten Kontakte. Die Systemlebensdauer des Lagers
FSces kann mithilfe folgender Gleichung ermittelt werden:

F SGes = &)

1
T
(S
i=l p S;S

Darin gibt  den Weibull-Exponenten an [27, 29]. Die-
ser kann fiir Rollenlager mit 9/8 ~ 1,1 angenommen werden
und bei Ausfallwahrscheinlichkeiten kleiner 10 % 1,5 betra-
gen [30]. Physikalisch ist dieses Vorgehen darin begriindet,
dass die Lebensdauern nach Fatemi-Socie auf der Annahme
eines homogenen Materials beruhen. Durch die nachtrigli-
che Berechnung der Systemlebensdauer mit den bekannten
Weibull-Exponenten kann dann der Einfluss der Inhomoge-
nitdten auf das Ausfallverhalten beriicksichtigt werden.

In der Abb. 20 wird die Anzahl der simulierten Umdre-
hungen mit experimentellen Werten (5,5, 7,7 und 76,1 Mio.
Umdrehungen jeweils fiir die Lastfélle 3,8 GPa, 3,5 GPa und
2,5GPa) verglichen. Diese stammen aus statistisch abgesi-
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Abb.20 Vergleich von simu- 4000
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nach DIN 26281 berechneten
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cherten am Institut fiir Maschinenkonstruktion und Tribolo-
gie der Leibniz Universitit Hannover im Rahmen des AiF
geforderten FVA Projekts 866 I (Kurzfristige Uberlasten)
durchgefiihrten Ermiidungslebensdauerversuchen [25] und
betrachten ausschlieBlich Innenringausfille. Fiir die nach
Fatemi-Socie berechneten Lebensdauern ist neben der Le-
bensdauer des ausschlieBlich hochst belasteten Kontakts
auch eine Variation des Weibull-Exponenten durchgefiihrt
worden. Fiir die Fille f=1,1 und f=1,5 werden samtli-
che Kontaktstellen am Innen- und AuBenring beriicksich-
tigt. AuBerdem sind die mit Lager2 berechneten Ergebnis-
se fiir die modifizierte Referenz-Lebensdauer Lo, nach [1]
angegeben.

Die Gegeniiberstellung der Ergebnisse zeigt, dass fiir 2,5
und 3,5 GPa die Normberechnung als auch die Ergebnisse
auf Basis von Fatemi-Socie innerhalb des 90 %-Vertrauens-
bereichs der Versuchsergebnisse liegen. Mit einem Weibull-
Exponenten von 1,1 ergeben sich die hochsten Uberein-
stimmungen zwischen Simulation und Norm, wihrend die
Lebensdauer des maximal belasteten Kontakts die Experi-
mente am besten abschitzt. Wie schon in [25] beschrie-
ben, kann gefolgert werden, dass die Normberechnung fiir
3,8 GPa konservativer ausgelegt ist als es die Experimen-
te zeigen. Ahnlich verhalten sich auch die Resultate nach
Fatemi-Socie, welche unterhalb der unteren Grenze des Ver-
trauensbereichs liegen.

5 Zusammenfassung und Ausblick

Ein Multiskalenansatz basierend auf zwei Kontaktsimulati-
onsmodellen (Einzellager (MKS) und Einzelkontakt (Halb-
raum-Modell)) wurde zur lokalen Lebensdauerabschitzung
von Zylinderrollenlagern des Typs NU1006 entwickelt. Der
lokale Ermiidungsansatz nach Fatemi-Socie wurde dabei
zur Bestimmung der kritischen Lastzyklenzahl verwendet.
Dafiir wurden im Halbraum-Modell auf der Mikroskala die
plastischen Spannungen auf einem definierten kritischen
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Volumenelement bestimmt. Der Einfluss der Plastizitit auf
die Kontaktpressung und der spannungsmindernde Effekt
konnten simulativ gezeigt werden. Ein Vergleich der si-
mulierten Eigenspannung mit den experimentellen Werten
zeigte, dass mit dem Halbraum-Kontaktmodell Eigenspan-
nungen nach dem Verlauf und den maximalen Werten gut
abgeschitzt werden konnen.

Die mit diesem Ansatz berechneten Lebensdauern des
hochstbelasteten Wilzkontaktes liegen im Fall von 2,5 GPa
und 3,5GPa im Vertrauensbereich der Messungen, im Fall
vom 3,8GPa leicht darunter. Ermittelt man aus der nach
Fatemi-Socie ermittelten Kontaktlebensdauer die Systemle-
bensdauer des Wilzlagers, so ist diese fast deckungsgleich
mit den nach Norm berechneten nominellen Referenzle-
bensdauern.

Folgende Schlussfolgerungen und Empfehlungen resul-
tieren aus diesem Ergebnis:

e Da die Systemlebensdauer aus den Fatemi-Socie Ergeb-
nissen mit gleichem Weibull-Exponenten f=1,1 der
auch in der DIN ISO 281 verwendet wird, nahezu iden-
tisch mit der nominellen Referenzlebensdauer des Lagers
ist, miissen auch die Lebensdauern der einzelnen Wilz-
kontakte in beiden Modellen nahezu identisch sein.

o Mit den richtigen Materialparametern fiir das Fatemi-So-
cie Modell kann man mit dem vorgestellten Ansatz die
Lebensdauer der Wilzlager mit vergleichbarer Giite wie
die Norm vorhersagen. Das bietet in Zukunft die Mog-
lichkeit bei neuen Werkstoffentwicklungen fiir Wilzla-
ger deutlich frither im Entwicklungsprozess und zu redu-
zierten Kosten Aussagen iiber die Lebensdauer der Lager
mit diesen neuen Werkstoffen treffen zu kénnen. Voraus-
setzung hierfiir ist die Ermittlung der Materialparameter
fiir das Fatemi-Socie Modell an Werkstoffproben. Es ist
zu erwarten, dass diese Ermittlung deutlich weniger auf-
windig und viel giinstiger ist, als statistisch abgesicherte
Wilzlagerlebensdauerversuche durchzufiihren.
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e Eine genauere Bestimmung der tiefenabhingigen plas-
tischen Materialparameter kann die Genauigkeit des
vorgestellten Ansatzes weiter zu steigern. Der Vergleich
zwischen experimentellen und simulierten Eigenspan-
nungen in Abb. 12 zeigte trotzt dhnlichem Verlauf eine
simulativ schmalere Eigenspannungszone. Grofere Ab-
weichungen konnen insbesondere im oberflichennahen
Bereich festgestellt werden. Arbeiten wie [31] konnten
die Tiefenabhingigkeit (im English: Indentation size
effect) der Hirte und somit auch der plastischen Mate-
rialparameter zeigen. Eine realistische Identifikation der
tiefenabhingigen plastischen Materialparameter kann
mittels Nanoindentation erfolgen [32].

6 Nomenklatur

Die Nomenklatur ist in Tab. 7 dargestellt.

Tab.7 Nomenklatur

Allgemeine Abkiirzungen

FE; MKS Finite Element; Mehrkorpersimulation

FKM Festigkeitsnachweis von Maschinenbauteilen

IR; AR Wk; Innenring; Auflenring; Wilzkorper

P yYe, pa Winkelposition in der Lastzone; beim Einlauf,
und Auslauf aus der Lastzone

Vir; Viitisch Diskreditierter Innenring-Volumenbereich (Be-
rechnungsvolumen); kritisches Volumenelement
im diskretisierten Innenring Volumenbereich

Oyp;30y0 Aquivalente Vergleichsspannung; StartflieBspan-

nung

Materialparameter (elasto-plastisch)

E;v Elastizititsmodul, Poissonzahl
B;C;n

Materialparameter (Fatemi-Socie Modell)

Swift-Verfestigungsmodell Parameter

Ya.eq Aquivalente Scherdehnungsamplitude

Vmax Maximale Scherdehnungsamplitude in der kriti-
schen Ebene

ke Dimensionslose Materialkonstante (Normalspan-
nungsempfindlichkeitskoeffizient)

O max Max. Normalspannung senkrecht zur kritischen
Ebene

Oy0 FlieBgrenze

t’f Zyklischer Schwingfestigkeitskoeffizient bei
reiner Torsionsbeanspruchung

G Schubmodul

Ny Kritische Lastzyklenanzahl

b, Schwingfestigkeitsexponent bei reiner Torsions-
beanspruchung

y’f Zyklischer Duktilitéitskoeffizient bei reiner Torsi-

' onsbeanspruchung

Cy Duktilitdtsexponent bei reiner Torsionsbeanspru-

chung
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