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1 Einleitung

1 Einleitung

1.1 Entwicklungsprozess von Radbremsen

Mit dem Fortschritt der Kraftfahrzeuge haben sich die Bremsanlagen kontinuierlich
weiterentwickelt.! Fir die Leistungsfahigkeit der Gesamtanlage stellt der Bremssattel
einen wesentlichen Bestandteil dar. Sein Verhalten entscheidet ber die Belastungsfa-
higkeit der Radbremse.? Der anfangliche Bereich im Entwicklungsprozess der Rad-
bremsen ist der Produktkonfigurationsprozess.

Der Produktkonfigurationsprozess von Radbremsen unterteilt sich, wie in
Abbildung 1-1 dargestellt, in die drei Bereiche Parameterfestlegung, Konstruktion und
Simulation.

T Parameterfestiegung |

: Bremssystemauslegung :

5 i | Komponentenauswahl Toleranzanalyse E
2 i | | |
= (RN | ey Py S | i
LI . S e R e e e e e e S e R e e e R ot :
2 | Konstruktion
3 ' — Design Gehause & Halter '
3 : I !
o : '
' Zusammenbau 3 )

! Design )

i t Modifikationen )

i Packaging '

L oo e N R NSRS IS e e aesses,

i FEM Halter & Gehause E
: i !

Topologieoptimierung

| Angebot

Zeichnungsableitung

Freigabe

Abbildung 1-1: Bereiche der Produktkonfiguration von Radbremsen.®

Im ersten Bereich der Parameterfestlegung erfolgen Vorauslegungsrechnungen zur
Dimensionierung und zur Adaption an das Fahrzeug. Die Komponentenauswahl der zu

! Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 62
2 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 195
* Continental: Produktkonfiguration Hydraulische Bremssysteme, 2008



1 Einleitung

entwickelnden Radbremse erfolgt auf Basis der Bremsleistungsanforderungen. In der
Toleranzanalyse werden die den Konstrukteur in seiner Gestaltungsfreiheit eingrenzen-
den Randbedingungen durch umgebende Bauteile und Baugruppen am Fahrzeug festge-
legt. Diese Randbedingungen werden auch als ,,Non-Design-Space* bezeichnet. Bei-
spiele sind der zur Verfugung stehende Felgeninnenraum sowie die Anschraubungen der
Radbremse am Federbein im Fahrzeug.®

Der zweite Bereich der Produktkonfiguration ist die Konstruktion. In dieser werden die
Bauteile der Radbremse im CAD-System entworfen. Im Anschluss erfolgt der Zusam-
menbau zur Baugruppe. Um dem Konstrukteur die Variantenverwaltung zu erleichtern,
werden datenbankorientierte Systeme eingesetzt. Diese unterstiitzen zum einen bei der
Geometrieerzeugung, zum anderen wird die Positionierbarkeit der Bauteile der Rad-
bremse in der Baugruppe sichergestellt.

Das Packaging beinhaltet alle weiteren Informationen, die zur Erstellung eines ersten
Angebotes erforderlich sind. Beispiele dafur sind die Festlegung der zur Produktion
bendtigten Werkzeuge und Nachbearbeitsschritte.®

Sind die CAD-Modelle erstellt, werden Simulationsmodelle zur Analyse des Verfor-
mungsverhaltens unter Last abgeleitet. Dazu wird das Verfahren der Finite-Element
Methode* (FEM) eingesetzt. Ein typisches FEM-Modell einer Schwimmsattelbremse ist
in Abbildung 1-2 dargestelit.

Rickenplatte

Abbildung 1-2: FEM-Modell der Radbremse.”

Ein vollstandiges Radbremsenmodell besteht aus tiber 15 verschiedenen Modellkompo-
nenten. Diese stehen miteinander tiber Kontaktbeziehungen in Verbindung. Zur Modell-

4 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 103
® Continental: FEM-Modell der Radbremse, 2008



1 Einleitung

simplifizierung werden teilweise Segmentmodelle verwendet. Diese bestehen aus einem
halben Bremssattel und einem Segment der Bremsscheibe.®

Bei der Berechnung wird der statische vom dynamischen Lastfall unterschieden. Der
statische Lastfall bezeichnet das Aufbringen einer reinen Druckbeanspruchung ohne
Drehung der Bremsscheibe. Der dynamische Lastfall erweitert den statischen Lastfall
um die Scheibendrehung und die Umfangskraftentstehung.’

Zwei Modellkomponenten im Gesamtmodell der Radbremse sind das Bremsengeh&use
und der Bremsenhalter. Das Gehduse dient vornehmlich der Aufnahme der hydraulisch
erzeugten Spannkraft. Der Bremsenhalter nimmt die Umfangskraft auf.

Eine Zielsetzung bei der Entwicklung des Bremsengeh&uses ist eine hohe Steifigkeit zur
Verringerung der Volumenaufnahme an Bremsfliissigkeit. Des Weiteren wird auch eine
gleichférmige Flachenpressung zwischen den Beldgen und der Scheibe beabsichtigt.

Eine Zielsetzung bei der Entwicklung des Bremsenhalters ist eine geringe Verformung
der Halterarme unter den einwirkenden Abstitzkraften der Beldge. Zur Kraftubertra-
gung der Belage auf den Bremsenhalter existieren unterschiedliche Abstiitzkonzepte'.
Bei der Schwimmsattelbremse der FN-Bauart® erfolgt die Ubertragung der Abstiitzkraf-
te auf die Halterarme Uber Hammerkopfe (vgl. Abbildung 1-2). Das Zusammenspiel
zwischen der Halterverformung unter Umfangslast und dem fertigungstechnisch beab-
sichtigten Spiel der Hammerkopfe zu den Halterarmen wird als Pull/Push-Auslegung®
bezeichnet.

Zur abschlieRenden Optimierung der Bauteile Halter und Geh&use bezlglich Massen-
einsparung bei gleicher Bauteilsteifigkeit, werden in einer letzten Simulationsdurchfih-
rung Topologieoptimierer eingesetzt.’

Treffen die Simulationsergebnisse die Erwartungen an das Verhalten der Radbremse,
werden Fertigungszeichnungen erstellt und die Freigabe zur Herstellung eines Prototyps
erteilt.

Der Prototyp wird im Anschluss in einer Vielzahl von experimentellen Untersuchungen
gepruft. Sowohl die Komponenten der Radbremse, als auch die gesamte Radbremse,
mussen die in Kapitel 1.2 dargestellten Anforderungen in Prufstandsversuchen erfullen.
Einen Bereich bilden experimentelle Komponentenversuche im statischen Priiffeld. Den
zweiten Bereich bilden Systemversuche (mit der kompletten Radbremse) im dynami-
schen Priiffeld am Schwungmassenpriifstand (SMP).*°

® Continental: FE-Analysis Hydraulic Brake Systems, 2008

" Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.

® Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 103

% Continental: Produktkonfiguration Hydraulische Bremssysteme, 2008
19 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 360
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1.2 Anforderungen an Radbremsen

Moderne Radbremsen mussen funktionelle Anforderungen erfiillen. Die Hauptan-
forderungen werden grundsatzlich in vier Bereiche unterteilt:™

Leistungsfahigkeit
Temperaturverhalten
Lebensdauer/Verschleily
Komfort

Die Anforderungen hinsichtlich der Leistungsfahigkeit werden bei Entwicklungsbeginn
in den Lastenheften festgehalten und lassen sich weiter detaillieren:*?

e Erreichbares Bremsmoment

¢ \lolumenaufnahme/Systemsteifigkeit

e Bauteilverformungen und Bewegungen
e Sattelfuhrung und Dosierbarkeit

e Restbremsmomente

Die Mindestverzogerungswerte, die sich auch aus den gesetzlichen Richtlinien®® erge-
ben, mussen eingehalten werden. Zur Absicherung dieser, auch in unterschiedlichen
Temperaturbereichen, werden Lastkollektive am SMP simuliert. Ausgewahlte Lastkol-
lektive sind der AMS-Test', der GroRglockner-Test, der Stilfser-Joch-Test, der HFT-
Test und der AK-Master™®.

Eine hohe Systemsteifigkeit und eine dafiir notwendige geringe Volumenaufnahme®

sind weitere Entwicklungsziele. Dadurch wird der Bremspedalweg fur den Fahrer ver-
kirzt und ein direktes Ansprechen ermdglicht. Untersuchungsschwerpunkt ist ebenso
das Bremspedalgefiihl*’. Zum Erreichen der Systemsteifigkeit werden auch die Einzel-
komponenten hinsichtlich ihres Verformungsverhaltens untersucht. Ausgewahlte Unter-
suchungen sind die Verformung des Bremsengehauses'® sowie die des Bremsenhalters™®
und der Kompressibilitatstest der Belage®.

11 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 72

12 Continental: Spezifikationen Statisches und Dynamisches Priiffeld, 2008
B ygl. § 41 StVZ0

4 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 70

1> Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 363

16 Evans, Oakwood: Fluid Displacement on Dynamometer, 2007

7 Augsburg, Trutschel: Beschreibung des Bremspedalgefiihls, 2002

'8 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 82

19 Druschitz, Sochor, Reneau: Component Testing of Brake Anchors, 2002
20 \Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009



1 Einleitung

Neben den Verformungen werden auch maximal zul&ssige Bewegungen von Bremsen-
komponenten spezifiziert. Gemessen werden die maximalen radialen Bewegungen der
Beldge und des Gehduses im Hochlastbereich. Sind diese zu grol3, kénnen unerwinschte
Kontakte zu umgebenden Bauteilen entstehen.?

Eine widerstandsarme Sattelfiihrung muss sichergestellt sein. Dazu werden die maximal
zuléssigen Verschiebekrafte der gesamten Radbremse sowie die Verschiebekréfte der
Fiihrungselemente und der Kolbendichtringe? begrenzt. Um die Dosierbarkeit abzu-
sichern, d.h. die Proportionalitat zwischen dem aufgebrachten Bremsdruck und dem mit
der Radbremse erzielten Bremsmoment, wird die maximal zuldssige Hysterese?® defi-
niert.

Entstehende Restbremsmomente®®, im unbetatigten Zustand nach der Bremsung, diirfen
Grenzwerte auch nach unterschiedlichen Lastkollektiven und Temperaturbereichen nicht
uberschreiten. Dies stellt, im Hinblick auf die Reduktion von CO,-Emissionen, eine an
Brisanz zunehmende Thematik dar.

Neben den Anforderungen an die Leistungsféhigkeit werden auch Anforderungen an das
Temperaturverhalten definiert. Es muss sichergestellt sein, dass die Rissbestandigkeit
der Bremsscheibe und der Bremsbeldge bei thermomechanischer Beanspruchung vor-
handen ist. Die zuldssige Scheibenschirmung® wird spezifiziert, da unerwiinschter
Kontakt der Belage zur Scheibe zu Scheibendickenschwankungen® %' filhren kann.
Auch ein schnelles Abkuhlverhalten der Radbremse und ihrer Komponenten nach der
thermischen Beanspruchung?®® muss sichergestellt sein.

Hinsichtlich der Lebensdauer entstehen Anforderungen an die Anzahl der Betéatigungs-
zyklen des Sattels. Erganzend werden der maximal zuldssige Bremsscheiben- und
BremsbelagverschleiB®® bei vorgegebenem Lastkollektiv spezifiziert. Neben dem abso-
luten Verschlei wird der radiale SchragverschleiR der Bremsscheibe und beim Brems-
belag zusitzlich der tangentiale SchragverschleiR? begrenzt.

Weitere Anforderungen bestehen an den Bremskomfort®. Auch bei unterschiedlichen
Lastkollektiven dirfen keine den Fahrer stérenden Schwingungen beim Bremsen ent-

2! Continental: Spezifikationen Statisches und Dynamisches Priiffeld, 2008

22 Awana, Cai, Chang: Analysis of Brake Caliper Seal Groove Design, 2002

2 Tretsiak, Ivanov: Investigation on Hysteresis Losses into Disk Brake, 2006

% Tao, Chang: Drag Performance of Disc Brake Caliper, 2000

2 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 106

% Engel: Bremserregte Lenkunruhe, 1998, S. 11 ff.

2" Schumann: Analysemethode zur Beurteilung des Bremsscheibenverschleies, 2006
%8 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 72

2% Continental: Spezifikationen Statisches und Dynamisches Priiffeld, 2008

% Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 334
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stehen. Zwei wesentliche Bereiche sind das Bremsenquietschen® und das Bremsrub-
beln® 3 34 3 Zur Vermeidung des Bremsenquietschens werden in der experimentellen
Eigenformanalyse®* Anforderungen an die Schwingformen der Einzelkomponenten
gestellt. Zur Vermeidung des Bremsrubbelns werden die maximal zul&ssigen Brems-
scheibendickenschwankungen®®  vorgeschrieben. ~ Zudem  diirfen  die  im
Prufstandsversuch gemessenen Bremsdruck- und Bremsmomentschwankungen zul&ssi-
ge Grenzwerte nicht Gberschreiten.

1.3 Motivation und Zielsetzung

Um die Qualitat der Radbremsen im Pkw zu gewahrleisten, werden seitens der Brem-
senhersteller Anforderungen (vgl. Kapitel 1.2) an das zu generierende Entwicklungser-
gebnis gestellt.

Zur Absicherung der Anforderungen werden Versuchsspezifikationen abgeleitet, die die
einzuhaltenden KenngroRen definieren. Experimentelle Untersuchungsmethoden, zur
Ermittlung der KenngréRRen, sind neben dem Versuch im Gesamtfahrzeug der Kompo-
nentenversuch sowie der Systemversuch am Schwungmassenpriifstand.

Ergénzt werden die experimentellen Methoden durch die Simulation basierend auf der
Finite-Element Methode (FEM).

Trotz dieser verschiedenen Untersuchungsmethoden kénnen im Entwicklungsprozess
Rekursionen entstehen. Diese sind besonders belastend, wenn sie im spaten Bereich der
Produktentwicklung auftreten.

Aktuell werden in der Produktkonfiguration der Radbremse (vgl. Abbildung 1-1) nur
Simulationsmethoden eingesetzt, die auf vollparametrierten CAD-Modellen basieren.
Da in der friihen Phase der Auslegung keine parametrischen Informationen einer Rad-
bremse vorhanden sind, kénnen Simulation und Analyse durch digitale Bremsenmodel-
le nicht so frih wie mdglich in die Konzeptphase einflieRen. Dies ist aber notwendig,
um Produktentscheidungen friihzeitig, im Sinne eines Frontloadings, durch virtuelle
Versuche abzusichern.

Des Weiteren ist der Zeitaufwand fur die FEM-Modellerstellung (Vernetzung und
Kontaktmodellierung) sowie fir die Durchfiihrung der Berechnung oftmals erheblich.
Dies fuhrt unter ungtinstigen Umstanden zu einer parallel zum Versuch stattfindenden

31 Marschner, Reckwerth, Steger: Innovative Schwingungsmesstechnik, 2008

%2 sarda: Wirkungskette der Entstehung von Hotspots und HeiRrubbeln, 2009

%3 Schumann: Analysemethode zur Beurteilung des BremsscheibenverschleiBes, 2006
% Engel: Bremserregte Lenkunruhe, 1998

% Steffen: Hotspotbildung, 1998

% Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 335
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Simulationsdurchfihrung, wodurch Rekursionen aber nicht mehr vermieden werden
kdnnen.

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Methode zur Simulation und Analyse vorgestellt,
durch die bereits im friihen Auslegungsstadium virtuelle Prifstandsversuche ermdoglicht
werden. Dadurch stehen dem Konstrukteur frihzeitig mehr Informationen tber das
Verhalten des spéteren Produktes zur Verfligung. Somit kénnen Produktentscheidungen
risikoarmer getroffen und Entwicklungskosten friihzeitig reduziert werden.

Zur Integration virtueller Prufstandsversuche im frihen Auslegungsstadium ist ein
Ansatz erforderlich der keine CAD-Modelle benétigt (vgl. Produktkonfiguration aus
Abbildung 1-1). Um eine geringe Rechenzeit und eine einfache Parametrisierung zu
erreichen, wird die mindest notwendige Modellkomplexitat gewéhlt. Dazu werden die
notwendigen Wirkprinzipien definiert und modelliert. Zur Einbindung bekannter physi-
kalischer Wirkungsketten wird die White-Box-Modellerstellung®’ beabsichtigt.

In Abbildung 1-3 ist die vorgesehene Integration virtueller Prifstandsversuche, ba-
sierend auf der Produktkonfiguration, dargestellt.

Parameterfestiegung

Bremssystemauslegung

Komponentenauswahl Toleranzanalyse

§ 1 1

< Virtuelle Prifstandsversuche

Produktdefinition

Design Gehduse & Halter

i

Zusammenbau

[

& Packaging Konstruktion
Cervorvovwosnjrrororrroresrsrronprorrvrsorrrrroowee coecveeweewweew

Angebot l

FEM Halter & Gehause

; i

Topologieoptimierung

Lo o e e i .............................. '

[ Zeichnungsableitung

Abbildung 1-3: Vorgesehene Integration virtueller Prifstandsversuche.

Experimenteller
Versuch

%7 |sermann: Mechatronische Systeme, 2008, S. 50
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Die Durchfiihrung virtueller Prufstandsversuche wird nach der Parameterfestlegung,
aber vor dem Bereich der Konstruktion, beabsichtigt. Dadurch stehen vor der Definition
vollparametrierter Geometriedaten bereits Informationen, zum Verhalten der Radbremse
Im spéteren Prufstandsversuch, zur Verfugung. Diese Informationen beeinflussen alle
nachfolgenden Bereiche.

e Bezuglich der Konstruktion lassen sich Gestaltungsentscheidungen risikodrmer
treffen.

e Die FEM kann zielgerichteter zur Optimierung eingesetzt werden.

e Die Spezifikationen im experimentellen Versuch kdnnen prazisiert werden.
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2.1 Grundlagen der Radbremse

Zur Verzogerung eines Kraftfahrzeuges sind Langskrafte entgegen der Fahrzeugbewe-
gungsrichtung erforderlich. Die auf ein Kraftfahrzeug in Léangsrichtung wirkenden
Krafte lassen sich grundlegend in zwei verschiedene Gruppen unterteilen. Die erste
Gruppe besteht aus Kréften, die direkt auf das Kraftfahrzeug wirken, die zweite Gruppe
aus Bremskraften, die durch den Kraftschluss zwischen den Reifen und der Fahrbahn
auf das Kraftfahrzeug wirken, wie in Abbildung 2-1 dargestellt.

Abbildung 2-1: Auf ein Kraftfahrzeug wirkende Krafte bei einer Abbremsung.

Die Luftwiderstandskraft Fy, ergibt sich aus dem Luftwiderstandsbeiwert c,, der Pro-
jektionsflache A in Langsrichtung, der Luftdichte p. und aus der Relativgeschwindigkeit
Vel ZWischen der Fahrzeuggeschwindigkeit und der Luftgeschwindigkeit wie folgt:®

FW,L :CW'A'%'VreIZ (2_1)

Am Radumfang greifen die Radwiderstandskrafte Frwy und Frwn an. Die Radwider-
standskraft Fgrw allgemein ergibt sich aus der Rollwiderstandskraft Fyron, der Fahr-
bahnwiderstandskraft Frwranbann UNd  der Kurven- und Vorspurwiderstandskraft
Frwkurve Wie folgt:®

FW,R = FW,ROII + FW,R,Fahrbahn + FW,R,Kurve (2'2)

Des Weiteren greifen am Radumfang die Krafte des tbertragenen Motorschleppmomen-
tes sowie die Bremskrafte Frgy und Frp an. Die Bremskréfte sind Reibungskréfte, die
den Kraftschlussbeiwert pr zwischen den Reifen und der Fahrbahn nutzen.

% Winner: Vorlesung Kraftfahrzeugtechnik, WS 2010/11, S. 29
% Winner: Vorlesung Kraftfahrzeugtechnik, WS 2010/11, S. 28
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Wird der Kraftfluss am Rad weiter detailliert, ergeben sich nach Abbildung 2-2 die
Krafte am stationar gebremsten Rad wie folgt:

b o [ A F ‘l

.
l"l:..t'. ‘\/IR

FR Nayu

Abbildung 2-2: Krafte am stationar gebremsten Rad.*

Wird die Momentenbilanz um die Rotationsachse des Rades gebildet, ergibt sich fol-
gender Zusammenhang:

FR,B Tran = I:u e (2'3)

Momentengleichgewicht besteht somit zwischen dem Produkt aus der Bremskraft Frpg
und dem dynamischen Reifenhalbmesser rg qyn Sowie dem Produkt der Umfangskraft Fy
und dem effektiven Reibradius re; an der Radbremse.

Bei weiterer Detaillierung ergibt sich fir die Teilbelagscheibenbremse der in
Abbildung 2-3 dargestellte Zusammenhang.

Drehrichtung

Bremsbelag

Abbildung 2-3: Krafte an einer Teilbelagscheibenbremse.*

Die Anpressung der Bremsbel&ge an die Bremsscheibe fuhrt bei Ausnutzung des Reib-
wertes pg und bei drehender Bremsscheibe zur Umfangskraft Fy. Mit dem effektiven
Reibradius re ergibt sich das Bremsmoment Mg wie folgt:

M,=F,r, (2-4)

O Winner: Vorlesung Kraftfahrzeugtechnik, WS 2010/11, S. 433
* Winner: Vorlesung Kraftfahrzeugtechnik, WS 2010/11, S. 427
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Zwischen der Spannkraft Fs, und der Umfangskraft Fy gilt folgender Zusammenhang:
R, =C- Fs (2-5)

Uber den dimensionslosen Bremsenkennwert C* werden in obiger Gleichung vorhan-
dene Selbstverstarkungsmechanismen zusammengefasst. Radbremsen ohne Selbstver-
starkung weisen ein C* von 2pg auf, es gilt:

Fo=2-1t5- FSp (2-6)

Die Spannkraft an der Radbremse ergibt sich durch den hydraulischen Druck ppyq, die
geometrische Kolbenflache Ak und den Wirkungsgrad #4es der Radbremse wie folgt:

FSp =Nges phyd : AK (2'7)

Eingesetzt in vorherige Gleichungen stellt sich der Zusammenhang zwischen dem hyd-
raulischen Druck pryg und dem erzielbaren Bremsmoment Mg wie folgt dar:

M B~ 2- IJ‘B ' phyd : 77ges ' reff (2'8)

2.2 Bekannte Modellvorstellungen

2.2.1 Leistungsfahigkeit

2.2.1.1 Bremsbelagdeformation

Tirovic* *® et al. berechnen die Anpressung und Deformation eines Belages mittels der

FEM. Sie erstellen ein einfaches Modell eines Bremsbelages, der durch einen Brems-
kolben belastet wird, und variieren die Belagkompressibilitdt. Mit zunehmendem
E-Modul des Belagmaterials stellen sie eine Erhdhung der maximalen Flachenpressung
fest, da sich der Belag verformt, wie in Abbildung 2-4 dargestellt.

Abbildung 2-4: FEM-Modell zur Berechnung der Deformation des Bremsbelages.

Unter Annahme des experimentell gemessenen E-Moduls liegen nur 759% der
Belagflache an. Ein- und auslaufseitig entsteht keine Anpressung. Die Verringerung des

*2 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
* Tirovic, Todorovic: Analysis of Interface Pressure Distribution, 1990
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E-Moduls flhrt zu einer grofieren Anlageflache und einer geringeren maximalen Fla-
chenpressung. Die Erhéhung des E-Moduls fiihrt zum gegenteiligen Effekt.

Augsburg™ et al. beschreiben das Deformationsverhalten von Bremsbelagen mittels der
in Abbildung 2-5 dargestellten Modellvorstellung.

¢qs)

k[F}
-
F_Cnulom ! V

Abbildung 2-5: Visko-elastisches Belagmodell.

Das visko-elastische Deformationsverhalten l&sst sich demnach durch eine Kopplung
von Federelementen mit einem Dampfer und einem Reibelement beschreiben. Verwen-
dung findet obige Modellbeschreibung im Bereich des Bremsrubbelns und bei der
Berechnung des Bremspedalgefiihls.

Tonchev® et al. fihren Untersuchungen zum Belagdeformationsverhalten durch und
geben an, dass Bremsbeldge visko-elastische Korper sind. Werden diese einer sinusfor-
migen Belastung ausgesetzt, ist die Phasenverschiebung der resultierenden Dehnung ein
MaR fir die umgewandelte Dissipationsenergie. Zur Beschreibung eignet sich ein kom-
plexer Elastizitatsmodul. Sie stellen das in Abbildung 2-6 gezeigte Modell vor.

Bremsbelag

"’f' ’7: 7i"
E, % ni{w)
f

Kontakeschicht

Abbildung 2-6: Erweitertes Modell zur Beschreibung des Deformationsverhaltens.

Grundlage dieses Modells bildet die Beschreibung von Gummideformation. Erganzt
wird diese durch ein zusétzliches Element zur Implementierung der inneren Dampfung.

Experimentelle Untersuchungen zum visko-elastischen Deformationsverhalten der
Bremsbelage werden von Sanders® et al. durchgefiihrt. Sie verwenden einen Spezial-
prifstand, belasten den Belag und messen die Verformung mit kapazitiven Sensoren.
Fir die Parametervariationen Temperatur, Normalkraft und Frequenz berechnen sie die

* Augsburg, Giinther, Abendroth, Wernitz: Dynamic Brake Pad Behavior, 2003
*® Tonchev, Hirschberg, Sextro: Modellierung der Hystereseeffekte, 2007
*¢ Sanders, Dalka, Hartsock: Friction Material Compressibility, 2008
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Steifigkeiten und untersuchen die Sensitivitdt. Demnach flhrt eine Vorbelastungsveran-
derung von 4 KN auf 8 kN zu einer Erh6hung der mittleren Steifigkeit von 250 auf
500 N/um. Bei der Erhéhung der Temperatur von 20 °C auf 300 °C stellen sie fest, dass
sich die Ausgangssteifigkeit um 50 % reduziert. Nach der thermischen Belastung besit-
zen die Beldge meist eine geringere Steifigkeit. Der geringste Einfluss entsteht durch
die Frequenz der Beanspruchung. Durch die Erh6hung dieser von 1 Hz auf 20 Hz ent-
steht nur eine Steifigkeitserhthung von 10 bis 15 %.

Wegmann®’ et al. verwenden zur Untersuchung des Belages das K6-Verfahren. Eine
Erkenntnis ist, dass das Verhalten der Belége nicht allein durch ein visko-elastisches
Materialverhalten beschrieben werden kann, sondern komplexer ist. Bei dem Belas-
tungsvorgang handelt es sich um eine plastische und eine elastische Verformung. Zudem
besteht eine Abhangigkeit von der Last und der Anzahl der Zyklen. Bei bestehender
Belastung deformiert sich der Belag mit zunehmender Haltezeit weiter. Nach der Last-
wegnahme stellt sich eine elastische Rickfederung ein. Eine anschlieBende Ruhephase
fuhrt dazu, dass sich die durch die Haltezeit eingestellte plastische Verformung wieder
abbaut. Diesen Vorgang bezeichnen sie als Recovery-Prozess. Zur Untersuchung dieses
flihren sie den K6-Test an drei aufeinander folgenden Tagen durch. Sie beobachten, dass
sich der jeweils erste Belastungszyklus von dem darauf folgenden unterscheidet. Die
Grinde dafr geben sie in Veranderungen der Belagoberflachenrauigkeit an. Basierend
auf den Versuchsergebnissen leiten sie das in Abbildung 2-7 dargestellte rheologische
Modell des Bremsbelages ab.

E: E.

’ H l L —— _ AMA—
LI 1| T o
) 7, E,

Abbildung 2-7: Rheologisches Modell des Bremsbelages.

Das Ersatzschaltbild besteht aus elastischen Hooke-Elementen (E), viskosen Newton-
Elementen (») und einem plastischen St. Venant-Element (P). Der abschlielende Ver-
gleich, der berechneten maximalen Deformation mit den Versuchsergebnissen, zeigt
eine Abweichung von 20 %.

In der heutigen Bremsenentwicklung werden Bremsbeldge grundsatzlich mit zwei Ver-
fahren hinsichtlich ihres Verformungsverhaltens untersucht. Zur Erfassung des dynami-
schen Verhaltens wird die ETEK-Messung®® verwendet. Dabei werden der E-Modul
sowie der Schubmodul des Belagmaterials fir unterschiedliche Raumrichtungen mess-

*T Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009
“8 Lou, Lee, Malott: Introduction of Anisotropic Lining Elastic Constants, 2007
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technisch erfasst. Das zweite Messverfahren ist das in Abbildung 2-8 skizzierte
K6-Verfahren >,

Verformung [pm]
200 £ AP R ALY
180 |

120 £
100 f

80

0f 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Priflast [bar]

Abbildung 2-8: Deformationsverhalten der Bremsbeldge im K6-Versuch.

Dabei wird der Belag tiber ein Kolbenersatzstuck mit einem Druck von 160 bar belastet.
Insgesamt erfolgen sechs Be- und Entlastungsvorgange. Aufgezeichnet werden die
Belagdeformationen des ersten und des sechsten Zyklus (wie dargestellt). Grundsatzlich
zeigt sich, dass sich die Kurven des Zuspannprozesses von denen des Loseprozesses
unterscheiden. Zudem dndert sich der Deformationsverlauf mit zunehmender
Zyklenanzahl.

2.2.1.2 Sattelaufweitung und statische Belaganpressung

Tumbrink® misst die Druckverteilung zwischen den Beldgen und der Scheibe bei ste-
hender Bremsscheibe. Mittels des Kugeldruckverfahrens stellt er fest, dass sich durch
den Zuspannprozess das Zentrum der Flachenpressung radial nach auflen verschiebt.
Die radiale Druckverteilung gibt er als hyperbolisch an.

Burckhardt®® beschreibt diesen Effekt als die Auswirkung einer zu geringen Steifigkeit
des Bremsengehauses. Dieses verformt sich durch den hydraulischen Druck, so dass die
Flachenpressungsverteilung zwischen den Beldgen und der Scheibe ungleichférmig
wird.

Samie®® et al. verwenden die FEM zur Berechnung der Flachenpressungsverteilung im
statischen Fall. Den Berechnungsergebnissen nach entsteht ernéhte Flachenpressung an
den ein- und auslaufseitigen Kanten der Bel&ge. Die Ursachen geben sie in einem stei-
fen Gehause und zwei Bremskolben, bei der berechneten Bremse, an.

* Honeywell: Kompressibilitdtsmessgerat, 2006

*% Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009
5! Tumbrink: Measurement of Load Distribution, 1989

°2 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.

53 Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990
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Tirovic™ et al. verwenden ebenfalls die FEM zur Berechnung der Flachenpressung
zwischen den Bel&gen und der Scheibe. Das Modell besteht aus einem halben Bremsen-
gehduse mit zwei Beldgen und dem Kolben. Die Bremsscheibe wird als Starrkorper
modelliert. Die Berechnungsergebnisse in Abbildung 2-9 zeigen, dass beim &ul3eren
Belag, im Vergleich zum inneren Belag, eine geringere maximale Flachenpressung
entsteht.

Innerer Belag AuBerer Belag

Abbildung 2-9: FEM-Teilmodell des Bremssattels und Verlagerung der Flachenpressung.

Durch die Belastung bei 80 bar verschiebt sich der effektive Reibradius beim inneren
Belag um 1,6 mm radial nach auRBen. Beim dauf3eren Belag fallt die radiale Verschiebung
mit 4,5 mm groBer aus. Zudem besteht ein Einfluss des Spiels zwischen dem Kolben
und dem Gehé&use auf die Flachenpressungsverteilung. Wird das Spiel von 0,2 mm auf
0,1 mm reduziert, verlagert sich der Reibradius beim inneren Belag um 1,2 mm und
beim &uReren um 1,1 mm radial nach auRen. Zur Verbesserung der Gleichférmigkeit der
Flachenpressung verschieben sie das Geh&use radial nach innen. Eine Verschiebung von
4 mm fuhrt dazu, dass sich der innere Reibradius um 0,8 mm und der duBere um
1,1 mm verringern. Der Vergleich zwischen der als Starrkérper angenommenen Scheibe
und einer verformbaren Scheibe zeigt nur geringe Unterschiede in der Belaganpressung.

Auch Zhao™ et al. verwenden ein FEM-Modell zur Analyse des Einflusses der Sattel-
aufweitung auf die Flachenpressungsverteilung. Das Belagmaterial modellieren sie als
homogen, linear und isotrop. Den Autoren nach handelt es sich dabei um vereinfachte
Annahmen des Materialverhaltens, die meist nicht mit \ersuchswerten tbereinstimmen.
Die berechneten Spannungen am Gehduse vergleichen sie mit den per Dehnungs-
messstreifen (DMS) gemessenen. Die Abweichungen geben sie mit weniger als 10 %
an.

Von Degenstein®® wird das Prinzip der Sattelaufweitung und ReibradiusvergroRerung
erlautert und experimentell belegt. Demnach flhrt der hydraulische Druck, wie in Ab-
bildung 2-10 dargestellt, zu einem Aufweiten des Bremsengehduses auf beiden Seiten.
Als Folge werden die Beldge ungleich verformt und der effektive Reibradius vergroRert
sich.

> Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
% Zhao, Li, Anger: Disc Brake Caliper System Modelling, 2001
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Bremsbeldge

Achsschenkel

|1
Reibradius -]

Abbildung 2-10: Modellvorstellung der Sattelaufweitung und Reibradiusverédnderung.

Moderne Alternativen zur Messung der Spannkraftverteilung stehen in der Bremsen-
entwicklung durch konventionelle® und elektrische Druckmessfolien®® zur Verfiigung.

2.2.1.3 Belaganpressung mit drehender Scheibe

Tirovic® et al. nutzen ein FEM-basiertes Teilmodell eines Sattels zur Berechnung des
dynamischen Zuspannprozesses bei drehender Bremsscheibe. Fir die berechnete Brem-
sung mit einem Bremsdruck von 80 bar und einem Reibwert von 0,38 zwischen Bela-
gen und Scheibe, verstarkt sich die Flachenpressung an der jeweiligen Einlaufseite. An
den Auslaufseiten beider Beldge verringert sich die maximale Flachenpressung. Die
Ungleichférmigkeit fihrt dazu, dass beide Beldge an den Auslaufseiten zu 20 % ihrer
Belagflache von der Scheibe abheben. Dieser Effekt wird durch die Reduzierung der
Reibwerte (zwischen Scheibe und Beldgen) verringert. Einen Einfluss auf den effekti-
ven Reibradius stellen sie nicht fest.

Zhao® et al. treffen bei ihrem FEM-Modell fiir die Befestigung des Halters die Annah-
me von Drehgelenken, die kein Drehmoment aufnehmen kdnnen. Sie vergleichen die
gemessenen mit den simulierten Spannungen im Halter und stellen fest, dass die Spann-
ungen mit der Belastung linear ansteigen. Die Abweichungen zwischen den gemessenen
und den berechneten Spannungen geben sie mit weniger als 10 % an.

Von Abu Baker® et al. werden ebenfalls Berechnungen zur Flachenpressungsverteilung
mit der FEM durchgefuhrt. Dazu verwenden sie ein Gesamtmodell der Radbremse,
bestehend aus Gehduse, Scheibe und Halter. Die an der Radbremse vorhandenen Dam-
pfungsbleche modellieren sie nicht. Der Bremsenhalter wird starr am Achsschenkel

% Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 21

> Internetquelle: http://www.fuji.de, besucht am 12.09.2008

% Internetquelle: http://www.tekscan.com, besucht am 02.07.2011
> Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
% Zhao, Li, Anger: Disc Brake Caliper System Modelling, 2001

81 Abu Bakar, Ouyang, Cao: Interface Pressure Distributions, 2003
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befestigt. In unterschiedlichen Berechnungen variieren sie unter anderem die Rucken-
plattendicke und die Kontaktstelle zwischen dem Kolben und dem inneren Belag. Sie
stellen ebenfalls fest, dass sich eine ungleichformige Flachenpressungsverteilung ein-
stellt. Der Schwerpunkt der Flachenpressungsverteilung verschiebt sich bei beiden
Bel&gen in Richtung Einlauf, wie in Abbildung 2-11 dargestellt.

Abbildung 2-11: Berechnete dynamische Flachenpressungsverlagerung.®

Die Verkirzung der Belaglange kann zu einer gleichférmigeren Anpressung der Belage
fuhren. Die maximale Flachenpressung bleibt dabei gleich. Die Erhéhung der Riicken-
plattendicke fiihrt ebenfalls zu einer gleichmaRigeren Flachenpressungsverteilung.

Ein alternativer Ansatz zur Berechnung der Belaganpressung wird von Swift® et al.% %

vorgestellt. Ausgehend von den Bauteilen der Radbremse entwickeln sie ein Mehr-
korper-Simulationsmodell (MKS). Das Modell einer Lkw-Radbremse besteht aus zwolf
verschiedenen Einzelkomponenten. Die Geometriedaten sowie die Massen und Trag-
heitstensoren der Einzelkomponenten werden aus dem CAD-System entnommen. Die
Beschreibung eines Bremsbelages erfolgt, wie in Abbildung 2-12 dargestellt, durch
zwolf an den Belagkanten verteilte Kontaktpunkte zur Scheibe.

Abbildung 2-12: MKS-Modell des Bremssattels.®

Uber 150 physikalische, geometrische und operative Parameter sind veranderlich. Die
Berechnungsergebnisse zeigen ebenfalls, dass an den Einlaufseiten beider Belége eine
verstarkte Anpressung entsteht.

62 Swift: Modeling of Automotive Disc Brakes, 2003
% Swift, Walmsley: Multi-body Simulation of Disc brake, 2001
% Penninger, Swift: Disc Brake Lining Shape Optimization, 2004
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Zur Verbesserung der Anpressung optimieren sie die Belagform mit dem Modell. Dazu
werden die Positionen der Kontaktpunkte der Beldge zur Scheibe variiert und der Ein-
fluss auf die Anpressung ausgewertet. Die somit optimierte Belagform besitzt an der
Einlaufseite mehr Reibmaterial, an der Auslaufseite ist dieses entfernt. Folglich kann
die ungleiche Anpressung in Umfangsrichtung durch eine Verlagerung von Reib-
material von der Auslaufseite zur Einlaufseite reduziert werden.

Zur Untersuchung des Bremsenquietschens fiihren Fieldhouse®® ” et al. Messungen der

Flachenpressungsverteilung durch. Sie verwenden zweigeteilte Riickenplatten, zwischen
denen elektrische Druckmessfolien angebracht sind. Ihre Beobachtungen zeigen, dass
sich der Schwerpunkt der Flachenpressungsverteilung bei leichten Bremsungen in
Richtung Einlauf verlagert. Als EinflussgroRen auf diese Verlagerung geben sie den
Reibwert, die Belagfihrung und den Sattel an. Einen Einfluss der Scheibengeschwin-
digkeit auf die Verlagerung stellen sie nicht fest. Mit zunehmendem Druck verschiebt
sich der Schwerpunkt der Flachenpressung des inneren Belages von der Einlaufseite in
Richtung Belagmitte und gleichzeitig radial nach innen. Beim &ufReren Belag entsteht
die gleiche Schwerpunktverschiebung in Umfangsrichtung, die radiale Verschiebung
entsteht dagegen nicht.

Degenstein®® stellt ein Verfahren zur Messung des Spannkraftangriffspunktes vor. Die
Beldge werden in vier Quadranten zerteilt, die Anpresskraft in jedem Quadranten mit-
tels Piezosensoren gemessen und der Angriffspunkt der Spannkraft berechnet. Fur eine
statische und eine dynamische Messung bei 20, 40 und 60 bar ist die ausgewertete
Kraftangriffspunktverschiebung in Abbildung 2-13 dargestellt.
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Abbildung 2-13: Gemessene Kraftangriffspunktverschiebung.®

% Swift, Walmsley: Multi-body Simulation of Disc brake, 2001

% Fieldhouse, Ashraf, Talbot: Measurement of the Dynamic Center of Pressure, 2006
®" Fieldnouse: Observation of the Disc/Pad Interface Pressure, 2007

%8 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 96
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Festgestellt wird, dass sich mit zunehmendem Bremsdruck eine Verschiebung beider
Kraftangriffspunkte radial nach auflen ergibt. In Umfangsrichtung entsteht bei beiden
Belégen eine Verschiebung in Richtung Einlauf. Die Verschiebung der Faustseite fallt
groRer aus als die der Kolbenseite.

2.2.1.4 Gehéauseverdrehung

Samie® et al. verwenden die FEM zur Analyse der Bauteildeformationen. Die Berech-
nungen zeigen, dass bei einem starren Bremsenhalter und keiner Reibung an den Rii-
ckenplatten die Umfangskraft komplett vom Bremsenhalter aufgenommen wird. Wird
dieser nachgiebig modelliert, entsteht eine Gehéuseverdrehung in Umfangsrichtung.

Tamari’® et al. berechnen mit einem FEM-Modell das Verformungsverhalten des Sattels
bei dynamischer Beanspruchung. Die Anbindung des Gehéauses modellieren sie nach-
giebig. Die Berechnungen zeigen, dass sich das Gehduse zum Halter verdreht, was in
Abbildung 2-14 dargestellt ist.

Pressure

Whany

AR (AT
BT S - S Outer Pad

Abbildung 2-14: FEM-Modell mit Bremsenhalter und Gehauseverdrehung.”

Das Zentrum der Flachenpressung verlagert sich durch die Gehauseverdrehung nicht bei
beiden Beldgen in Richtung Einlaufseite, wie von den zuvorigen Autoren festgestellt.
Beim inneren Belag entsteht eine Verschiebung in Richtung Einlaufseite, beim duf3eren
Belag dagegen eine Verschiebung in Richtung Auslaufseite.

2.2.1.5 Abstlitzkrafte zur Beeinflussung der Anpressung

Die Ursachen fiir die in Umfangsrichtung ungleichférmige Anpressung der Belége, bei
drehender Bremsscheibe, wird in mehreren Modellvorstellungen von Burckhardt™
prazisiert. Er beschreibt zunédchst den grundlegenden Zuspannprozess. Dabei driickt der

% Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990
" Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000
™ Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.
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Kolben beim Aufbringen des hydraulischen Druckes auf die Rickenplatte des Bremsbe-
lages. Dadurch wird der Belag, wie in Abbildung 2-15 veranschaulicht, gegen die dre-
hende Bremsscheibe gepresst.

. 54
Einlaufseite /’
3 2 ¢ Geschobener Belag
4 ‘ \Q,"_, :
\ \’\f.: P4 4
by NS
AN
'y . N\
| ¢ | 1Bremsscheibe
| dy ¥ | 2 Bremsbelag
=" | 3Riickenplatte
4 Kolben
Auslaufseite 1o 5 Halter/Stator
U

Abbildung 2-15: Darstellung der Kréfte am geschobenen Belag.

Bei einer reibungslosen Abstiitzung des Bremsbelages am Halter wird durch die Kol-
benkraft Fx die nach dem Coulombschen Gesetz proportionale Umfangskraft Fy her-
vorgerufen. Diese fiihrt zu einem auf die Belagmitte bezogenen rechtsdrehenden Mo-
ment Mg wie folgt:

M;=F, -dg (2-9)
Bei einer reibungsbehafteten Abstiitzung entsteht an der Kontaktstelle zwischen dem
Bremsbelag und dem Halter eine Reibungskraft Fg:

Fr=Fy Hap (2-10)

Die an der Abstiitzstelle auf den Bremsbelag wirkende Reibkraft Fr ergibt sich aus der
Umfangskraft Fy und dem Reibwert pag. Die Reibkraft Fr wirkt der Belagbewegung
entgegen und reduziert die Spannkraft Fs, wie folgt:

F,=F —F, (2-11)

p =
Des Weiteren entsteht durch die Reibkraft Fg an der Abstitzstelle ein rechtsdrehendes
Moment Mpp (vgl. Abbildung 2-15):
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|
M = Fg 'EB (2-12)

Durch die Momentenbilanz um die geometrische Belagmitte ergibt sich ein insgesamt
rechtsdrehendes Moment Mges Wie folgt:

=F,-d, +F, IEB (2-13)

Dieses Moment fuhrt zu einer Erh6hung der Pressung am Einlauf des Belages.

M

Res

Unterschieden wird gegenuber dem geschobenen Belag der gezogene Belag, dessen
schematische Darstellung in Abbildung 2-16 gegeben ist.

Gezogener Belag

hddid i il

1 Bremsscheibe -
2 Bremsbelag
3 Ruckenplatte
4 Kolben

5 Halter/Stator

Abbildung 2-16: Darstellung der Kréfte am gezogenen Belag.

Im Unterschied zum geschobenen Belag stutzt sich dieser nicht am Halter ab, sondern
hdngt mit den Hammerkdpfen in der Belagfuhrung. Das auf die geometrische
Belagmitte wirkende Moment Mges ergibt sich somit zu:

Mpe = Fy -dg = Fy - (2-14)

Res

Die Umfangskraft Fy und der geometrische Abstand dg flihren ebenfalls, wie beim
geschobenen Belag, zu einem auf die geometrische Belagmitte wirkenden rechtsdrehen-
den Moment. Die Reibungskraft an der Abstitzstelle, die im Abstand des Hammerkop-
fes wirkt, fihrt dagegen zu einem linksdrehenden Moment. Wird die Momentenbilanz
betrachtet, entsteht eine gleichmé&Rigere Belaganpressung. Burckhardt gibt zudem an,
dass die Auslegung als gezogene Beldge zur Erzielung eines geringeren
Belagschragverschleilles geeigneter ist.
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2.2.1.6 Druckpunktverlagerung

Zum Ausgleich der zur ungleichformigen Flachenpressungsverteilung fiihrenden Mo-
mente am Belag, werden von Burckhardt’? und Limpert” MaBnahmen vorgeschlagen.
Beispiele sind die Entfernung des Belagmaterials, eine abgesetzte Kolbenflache und
eine Druckmittelpunktverlagerung (auch Kolbenoffset genannt). Das Wirkprinzip des
Kolbenoffsets ist in Abbildung 2-17 dargestellt.

1

3 2 F Druckmittelpunkt-
- verlagerung
Nessle 2.1
N AT
# \ / -' 4 \: i
Lt ERNERKKY
J <+ _7' o ' ,
l’f( —F 2
il A 1 Bremsscheibe
/ 5s—V | ¥ B 2 Bremsbelag
lu.»l.'h HL B 3 Ruckenplatte
4 Kolben
5 Halter/Stator
E,

Abbildung 2-17: Druckmittelpunktverlagerung durch Kolbenoffset.

Angegeben wird, dass dadurch ein weitgehender Ausgleich der ungleichférmigen Fl&-
chenpressung moglich ist. Bei konstanter Flachenpressung greift die Belaganpresskraft
Fsp in der Mitte des Belages an. Durch den Abstand ax ergibt sich bei einer Druck-
mittelpunktverlagerung ein linksdrehendes Moment Mp, zu:

Mo, = Fe, -8y (2-15)

Dieses Moment geht in die bestehende Momentenbilanz am Belag aus Formel (2-13)
ein. Wird eine gleichférmige Flachenpressungsverteilung beabsichtigt, d.h. das resultie-
rende Moment Mges ist Null, ergibt sich folgender Zusammenhang fir die bendtigte
Druckmittelpunktverlagerung ax:

IB
2 (2-16)

"2 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 198
7 Limpert: Brake Design and Safety, 1999, S. 58
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Alternativen zur Verschiebung der Kolbenachse bestehen bei Mehrkolbenbremsen durch
die Auslegung unterschiedlicher Kolbendurchmesser. Dabei wird der Kolbendurch-
messer der Einlaufseite kleiner gewahlt als der der Auslaufseite. Dadurch wird der den
Belag eindrehende Effekt (durch die Umfangskraft) reduziert.

Zur Untersuchung des tangentialen Kolbenoffsets filhren Kim™ et al. Untersuchungen
mittels eines FEM-Modells durch. Sie stellen bei der Simulation ohne Kolbenoffset und
drehender Scheibe ebenfalls fest, dass sich der Flachenpressungsschwerpunkt in Rich-
tung Einlauf verlagert. Durch die Verlagerung des Kolbens um bis zu 30 mm in Rich-
tung Auslauf zeigen sie, dass die simulierte Flachenpressungsverteilung (bei Bremsun-
gen mit 30 bar) wieder symmetrisch ist.

2.2.1.7 Ungleiche Absttitzkraftverteilung

Samie™ et al. fihren FEM-Berechnungen zur Flachenpressungsverteilung durch. Eine
Erkenntnis ist, dass der Reibwert der Ruckenplatten zum Kolben und zum Gehause
einen Einfluss auf die Belagabstitzkrafte besitzt. Sie beschreiben zwei Falle. Im ersten
Fall wird von einem Reibwert an den Rickenplatten von Null ausgegangen. Dabei
nimmt der Halter die komplette Umfangslast auf. Im zweiten Fall gehen sie von einem
hohen Reibwert an den Rickenplatten aus. Dadurch wird die komplette Umfangskraft
vom Gehduse aufgenommen.

Ballinger’® nutzt ein FEM-Modell einer Zweikolben-Faustsattelbremse zur Untersu-
chung konstruktiver Auslegungsparameter. Ein Schwerpunkt der Verdffentlichung ist
die Untersuchung unterschiedlicher Beanspruchung der Radbremse auf der inneren und
der aulleren Seite. Ausgewertet werden jeweils die maximale Spannung im einlaufseiti-
gen Fihrungsbolzen sowie die Halterverformung an der &ueren Auslaufseite in Um-
fangsrichtung. Das Modell sowie die Analysepositionen sind in Abbildung 2-18 darge-
stellt.

LEADING
SLIDE PIN
, STRESS

BRACKET OUTBORARD
TIEBAR STRESS

Abbildung 2-18: Unterschiedliche Spannungen auf beiden Sattelseiten in der FEM.

™ Kim, Cho, Yeo: Offset on Pressure Distribution, 2005
"> Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990
"¢ Ballinger: Disc Brake Corner System Modeling, 1999
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Kolbendichtringe sowie eine Bremsscheibe werden nicht modelliert. Den Beldgen wird
per Randbedingung nur eine Parallelverschiebung in Umfangsrichtung, aber keine
Belagverkippung, ermdglicht. Zwischen der kolbenseitigen Rickenplatte und den
Bremskolben, sowie zwischen der faustseitigen Ruckenplatte und dem Gehduse, wird
Reibung modelliert. Es werden geschobene Beldge berechnet. Die Simulationen fihrt
Ballinger flr zwei unterschiedliche Befestigungen des Halters am Achsschenkel durch.
Bei den ersten Berechnungen modelliert er Festgelenke, bei den zweiten Drehgelenke.
In der Basisvariante nimmt er fur die Ruckenplattenreibung Reibwerte von 0,2 an, die
weiteren Berechnungen bezieht er auf die Basisvariante. Die Berechnungsergebnisse
belegen, dass die Reibwerterhohung zwischen beiden Riickenplatten und den Kolben
bzw. dem Gehé&use, zu einer Zunahme der Spannungen im einlaufseitigen Fihrungsbol-
zen fuhrt. Dadurch entsteht eine geringere Halterverformung. Als Erklarung wird ange-
geben, dass mit zunehmender Reibkraft mehr Kraft in das Gehduse eingeleitet wird und
sich dieses am Fihrungsbolzen abstiitzt. Gleichzeitig wirkt weniger Kraft auf den
Bremsenhalter, dessen Verformung abnimmt. Mit zunehmendem Push-Spiel erhdhen
sich die Spannungen im Fihrungsbolzen. Als Erklarung gibt er an, dass das groRere
Spiel dazu fuhrt, dass die Beldge das Geh&use (aufgrund der Riickenplattenreibkréfte)
starker verschieben. Die Spannungen im Fihrungsbolzen nehmen dadurch zu und der
Halter wird entlastet. Wird dagegen das Spiel zwischen dem Fihrungsbolzen und der
Aufnahme dessen im Gehduse vergroRert, reduzieren sich die Spannungen im Fh-
rungsbolzen. Als Folge nimmt die Halterverformung zu. Die Simulationsergebnisse mit
der Halterbefestigung als Drehgelenk unterscheiden sich qualitativ nicht von denen mit
fester Anbindung, die Effekte sind aber stérker ausgepragt.

2.2.1.8 Radiale Belagbhewegungen

Wie in den vorherigen Kapiteln dargestellt, werden die verschiedenen Komponenten der
Radbremse bei der Betdtigung deformiert. Die unterschiedlichen Wirkprinzipien kénnen
dabei zu einer ungleichférmigen Anpressung der Bel&ge an die Scheibe fiihren.

In den Modellvorstellungen nach Burckhardt’” und Limpert® wird die Umfangskraft Fy
idealisiert dargestellt.

Eine physikalische Modellvorstellung der Reibkraftverteilung zwischen den Belégen
und der drehenden Scheibe wird von Degenstein’® gegeben. Demnach entsteht durch die
unterschiedlichen Wirkrichtungen der Reibkréfte in der Reibebene ein Drehmoment,
wie in Abbildung 2-19 dargestellt.

"7 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.
"8 Limpert: Brake Design and Safety, 1999, S. 58
" Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 37
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Abbildung 2-19: Modellvorstellung der Umfangskraft.”

Dieses Drehmoment (entgegen dem Reaktionsmoment Mgg) wird zum einen ber den
Bremsenhalter und das Gehduse abgestiitzt, zum anderen kann eine Verschiebung und
Verdrehung der Bremsbeldge nicht ausgeschlossen werden. Um die Bewegungen der
Bremsbeldge unter Last zur untersuchen, fiihrt Degenstein® Bremsungen bei 40 bar
durch und erfasst die Hammerkopfbewegungen mittels eines optischen Verfahrens. Die
vektoriellen Bewegungen der Hammerkopfe, zwischen dem unbelasteten und dem
belasteten Zustand, sind in Abbildung 2-20 dargestellt.
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Abbildung 2-20: Optische Vermessung der Hammerkopfbewegungen beim Bremsen.

Er stellt fest, dass die Positionsanderung der Hammerkdpfe bei einer 40 bar Bremsung
im Vergleich zum Stillstand 2,2 mm in Umfangsrichtung betrégt, und dass eine Ver-

8 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 83
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drehung des Belages um 0,4° in Bezug zur Radachse entsteht. Dadurch verschiebt sich
der auslaufseitige Hammerkopf radial um etwa 1 mm nach innen.

2.2.2 Temperaturverhalten

Simulationsmodelle zur Berechnung der Bremsscheibentemperatur werden von
Limpert®® vorgestellt. Er verwendet ein Finite-Differenzen-Verfahren am Profilquer-
schnitt der Bremsscheibe. Der Profilquerschnitt wird aus 36 Knotenpunkten zusammen-
gesetzt. An der Scheibenoberflache werden Konvektion und Wérmestrahlung bertick-
sichtigt. Angegeben wird eine tendenzielle Ubereinstimmung zwischen der gemessenen
Temperatur und den Berechnungsergebnissen, fiir den Aufheizprozess und den Abkinhl-
prozess.

Von Fukano® et al. wird ein Verfahren zur Berechnung der Scheibentemperatur, auf
Grundlage der Energiebilanz, vorgestellt. Sie definieren die wesentlichen Einflusspara-
meter und stellen die formelmaRigen Zusammenhange fur die Kinetische Energie des
Fahrzeugs und die Warmestrome auf. Bezuglich der Anstrdmung der Bremse stutzen sie
sich auf die grundlegenden Formeln der Thermodynamik. Fir den Einfluss der Fahrge-
schwindigkeit und der Drehbewegung des Rades hinsichtlich der Konvektion treffen sie
speziellere Annahmen. Sie geben an, dass eine qualitative Ubereinstimmung zwischen
den Simulationsergebnissen und den Versuchsergebnissen gegeben ist.

Von Sheridan® et al. werden genauere Angaben zum Anteil der Bremsenergie gemacht,
der der Scheibe und den Beladgen zukommt.

Eine ahnliche Form der Beschreibung auf Basis der Energieerhaltung stellen Artus® et
al. vor. Die analytische Beschreibung des Energieflusses basiert auf der Methode der
Bondgraphen. Sie betonen den Vorteil dieser Methode darin, dass verschiedene physika-
lische Disziplinen wie Thermodynamik, Hydraulik und Tribologie koppelbar sind.
AbschlieBend wird angegeben, dass die Temperaturberechnung an der Bremse durch die
Methode maoglich ist. Allerdings basiert das Modell auf vereinfachten Annahmen ohne
Warmeleitungs- und Wérmestrahlungsmodellierung.

Das in der heutigen Bremsenentwicklung vorwiegend eingesetzte Verfahren, zur rechne-
rischen Analyse des thermischen Verhaltens der Radbremse, ist die FEM. Meist werden
bei Thematiken wie der Temperaturverteilung und der Scheibenschirmung®® Segment-
modelle der Bremsscheibe eingesetzt.

81 Limpert: Thermal Performance of Automotive Disc Brake, 1975

82 Fukano, Matsui: Development of Disc-Brake Design Methods, 1986

8 Sheridan, Kutchey, Samie: Thermal Modeling of Disk Brakes, 1988, S. 2

8 Artus, Hayat, Staroswiecki: Brake Discs Temperature Estimation Module, 2003
% Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2003, S. 82
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Jiittner®® beispielsweise verwendet die FEM zur Simulation eines Segmentes der
Bremsscheibe. In dem vorgestellten Simulationsmodell werden die sich wahrend der
Brems- und Beschleunigungsphasen andernden Randbedingungen, wie die Warmeuber-
gangszahlen und die Umgebungstemperaturen, zu jedem Zeitschritt neu berechnet und
in die Simulation integriert. Der Temperaturgradient in tangentialer Richtung wird im
Modell vernachlassigt, was einer in Umfangsrichtung homogen eingeleiteten Warme-
menge entspricht. Die Annahmen werden fur die Konvektion, Strahlung und Warmelei-
tung getroffen. Er gibt abschlielend an, dass die Versuchsergebnisse mit den Messer-
gebnissen Ubereinstimmen.

Experimentell wird die Scheibentemperatur in heutigen Prufstandsversuchen vorwie-
gend mit Schleifthermoelementen®” erfasst, da dies ein kostengiinstiges Verfahren dar-
stellt. Zur Messung in der Scheibe sowie im Belag werden Einstemmthermoelemente®’
eingesetzt. Dies wird auch schon von Burckhardt, als das Verfahren nach Bargende und
Piitter®, vorgestellt. Um beriihrungslos die Temperatur der Reibpartner zu messen
eignen sich Pyrometer®. Den Verfahren ist gemeinsam, dass sie die Temperatur nur an
einer lokalen Stelle pro Sensor erfassen. Um die Temperatur flachig zu erfassen, was
speziell bei Phanomenen wie Hotbanding®™ und Hotspotting® durchgefiihrt wird, eignen
sich Thermographiesysteme®,

2.2.3 VerschleilRverhalten

Von Burckhardt®® wird bereits die radial und tangential ungleichférmige Flachenpres-
sung mit einem erhohten Belagschragverschleil in Verbindung gebracht. Die Effekte
auf die Anpressung der Beldage an die Scheibe sind bereits zuvor (vgl. Kapitel 2.2.1.3
bis 2.2.1.6) beschrieben.

Neben dem VerschleiR an der Radbremse ist das grundlegende \erschleiBverhalten
zwischen Materialpaarungen in vielen Bereichen Gegenstand der Forschung.

Erste Modellvorstellungen zum Mechanismus des VerschleiBes werden von Holm®

gegeben. Die Vorstellungen basieren auf der Wahrscheinlichkeit des Zusammentreffens
von Atomen beider Reibpartner.

8 Jiittner: Berechnung der Thermischen Belastung einer Pkw-Bremsscheibe, 1988
87 Internetquelle: http://www.tcdirect.de, besucht am 20.08.2011

8 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 209

% Internetquelle: http://www.maurer-ir.de, besucht am 22.08.2011

% Unno, Inoue, Hara: Decrease of Friction Coefficient of Disc Pads, 2005

%1 sarda: Wirkungskette der Entstehung von Hotspots und HeiRrubbeln, 2009

% Internetquelle: http://www.infratec.de, besucht am 02.08. 2011

% Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 198

% Holm: The Friction Force over the real Area of Contact, 1938, S. 38 ff.
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Archard® et al. zeigen, dass der VerschleiR in erster Naherung von der Last abhangig
ist. Sie begriinden dies mit der Entfernung von Partikeln an den Kontaktflachen, da
plastische Deformationen entstehen. Auf Basis der Reibarbeit stellen sie das folgende
\erschleiRgesetz vor:

W=—— (2-17)

Darin ist w der absolute Verschleil3, k eine dimensionslose im Versuch ermittelte Anpas-
sungsgrolie, d die zuriickgelegte Distanz, | die Belastung durch eine Normalkraft und h
die Harte des Materials.

Burwell® vergleicht die VerschleiRgleichung mit Experimenten. Er stellt zwischen dem

mechanischen Verschleil3 und den Versuchsparametern zurlickgelegter Weg, Geschwin-
digkeit, Belastung und Oberflacheneigenschaften Zusammenhange auf.

Fleischer”’ erlangt die Erkenntnis, dass bei Reibungsprozessen die Reibungsenergie die
wichtigste und prozessbewirkende Grolie ist. Basierend auf experimentell gemessenen
Abriebswerten ermittelt er Reibungsenergiedichten fur verschiedene Reibpaarungen.

Der Zusammenhang zwischen der Materialhdrte und dem Verschleif3 eines Werkstoffes
wird von Habig® untersucht. Er zeigt, dass die Harte meist die wichtigste den Ver-
schleil’ beeinflussende WerkstoffgroRe ist.

Gassmann® gibt an, dass sich bei wiederholter Beanspruchung mit gleicher Last der
Verschlei unterscheiden kann. Er begrundet dies mit einer Verédnderung des Oberfla-
chenzustandes.

Ein alternativer Ansatz zur Berechnung des VerschleiBes wird von Sadowski'® et al.

gezeigt. Sie verwenden zur Berechnung den ersten Hauptsatz der Thermodynamik auf
Basis der Energiebilanz.

Viele Autoren wie beispielsweise Chekina'® et al. und Karmakar'® et al. entwickeln

Modelle des VerschleiBes auf Basis von Messwerten. Diese Verschleilgesetze sind
ausschlieflich von einzelnen Parametern abhéngig, ohne die Zusammenhéange genauer
zu erl&utern.

% Archard, Hirst: Wear of Materials, 1958, S. 70 ff.

% Burwell: Survey of Possible Wear Mechanism, 1957, S. 119 ff.

% Fleischer: Energetische Aspekte der Reibung, 1969

% Habig: VerschleiR und Harte von Werkstoffen, 1980

% Gassmann: Reib- und VerschleiBverhalten der Bremsbel4ge, 1979

100 sadowski, Fleischer: Betrachtung zur Reibung- und VerschleiBenergetik, 1983, S. 107 ff.
101 Chekina, Goryacheva, Krasnik: The Model for Tool Wear in Rock Cutting, 1996

102 K armakar, Rao, Sethuramiah: An Approach towards Fatigue Wear Modelling, 1996, S. 242
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Der abrasive und adhasive VerschleiR wird von Popov'® beschrieben. Fiir das abrasive
VerschleiBvolumen V gibt er den folgenden Zusammenhang an:

V =k VFV (2-18)

Darin ist W die Reibarbeit, h die Héarte des Materials und k der VerschleiRkoeffizient.
Grundsétzlich ist dieser Ansatz somit dem von Archard et al. vorgestellten &hnlich.

Duboka'® et al. treffen fiir den BremsbelagverschleiR die Annahmen der linearen Ver-
schleiBhypothese. Demnach verhdlt sich der Verschleil? bei konstanter Temperatur pro-
portional zum eingebrachten Lastkollektiv.

Harding™® fiihrt eine Untersuchung zum Belagverschleif® durch und stellt einen auf
einer Exponentialfunktion basierenden Berechnungsansatz vor. Als Argument der Be-
rechnung verwendet er den gemessenen Belagverschleil3, Berechnungsergebnis ist die
projezierte Belaglebensdauer.

Hohmann'® et al.®” gibt an, dass speziell die Wechselwirkung zwischen dem Ver-

schleil}, der mechanischen Belastung und der Temperatur zur Berechnung des
Belagverschleies wichtig ist. Zur Berechnung der Belaganpressung, bei gleichzeitig
geringem Rechenaufwand, entwickelt er ein zweidimensionales FEM-Modell. Er fiihrt
experimentelle Untersuchungen zum Verschleil? durch und formuliert auf der Basis der
Kontaktkraft der Beldge sowie der Kontakttemperatur den folgenden Verschleilansatz:
W, :Z(Cij 'PReibi 'Tj)'t_B
iy Ay
Darin sind W, der Belagdickenverschleif3, T die Temperatur und Pgi, die Reibleistung
im jeweiligen mittels des FEM-Modells berechneten Zeitschritt. Bei den Parametern c;;
handelt es sich um Korrekturparameter, die sich aus experimentellen Versuchsergebnis-
sen ergeben. Des Weiteren flielen noch die Anfangstemperatur tg sowie die Belagflache
Ag mit in die Berechnung ein. In Abhangigkeit dieses berechneten Verschleilies werden
die Knotenpunkte im FEM-Modell zu jedem Zeitschritt verschoben. Unterschiedlicher
Verschlei Gber die Lange des Belages (Umfangsrichtung) ist mit dem Ansatz nicht
berechenbar. AbschlieBend wird angegeben, dass die Ubereinstimmung zwischen dem
Simulationsansatz und dem gemessenen Verschlei3 gegeben ist.

(2-19)

103 popov: Kontaktmechanik und Reibung, 2009, S. 270

1% Duboka, Todorovic: Linear Wear Hypotheses of Brake Lining Life, 1983
195 Harding: Wear Life of Disc Brake Pads, 1983

1% Hohmann: Simulation von Verschlei an Scheibenbremsbelégen, 1999
9% Hohmann, Schiffner, Brecht: Pad Wear Simulation Model, 1999
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Ein komplexeres dreidimensionales FEM-Modell zur Simulation des Verschleil3verhal-
tens von Bremsbeldgen wird von Bajer'® et al. vorgestellt. Sie verwenden einen einfa-
chen VerschleiRansatz, der keine Temperatur berucksichtigt. In Abhdngigkeit des be-
rechneten Verschleilles werden die Belagflachen wahrend der Berechnung verandert.
Angegeben wird, dass die Berechnungsergebnisse mit denen des Versuchs (berein-
stimmen.

Von Riefe'® et al. werden ein weiterer Ansatz zur Vorhersage des BelagverschleiRes
vorgestellt. Die Grundlage bildet dabei die analytische Temperaturberechnung der
Bremsbel&ge. Der mathematische Berechnungsansatz wird nicht angegeben.

2.2.4 Schwingungsverhalten

Das Schwingungsverhalten von Radbremsen lasst sich grundlegend nach der Frequenz
der entstehenden Schwingung''® in die Bereiche Rubbeln, Knarzen, Muhen, Heulen und
Quietschen unterteilen. Zu den verschiedenen Thematiken bestehen unterschiedlichste
Berechnungsansatze. Einige werden im Folgenden dargestellt.

Von Augsburg™! et al. und Grochowicz**? werden Untersuchungen zur Vorhersage der

Bremsdruck- und Bremsmomentschwankungen, wie sie beim Rubbeln entstehen, vorge-
stellt. Zur Berechnung entwickeln sie ein MKS-Modell der Radbremse. Die Teilkompo-
nenten der Radbremse sind tber Kopplungen zu einem Schwingungssystem verbunden.
Der Sattel wird durch zwei per Feder gekoppelte Massen beschrieben. Die Feder bildet
die Langssteifigkeit des Sattels ab. Die Beldge werden als Federn, Bremsflissigkeit,
Bremsleitung, Bremsschlauche und Hauptbremszylinder als volumenaufnehmende
Elemente modelliert. Das Schwingungssystem wird tber zwei in Gegenphase liegende
sinusformige Wegverlaufe angeregt, die die Dickenschwankungen der Bremsscheibe
nachbilden. Neben den Bewegungen der Modellbestandteile werden die entstehenden
Bremsdruck- und Bremsmomentschwankungen berechnet. Die Beschreibung der dyna-
mischen Belagsteifigkeit ist bei dem Modellierungsansatz wichtig. Angegeben wird,
dass die berechneten Ergebnisse qualitative und quantitative Ubereinstimmung zu den
Versuchsergebnissen aufweisen.

Tao'? et al. stellen einen eindimensionalen analytischen Ansatz zur Berechnung der
Restbremsmomente vor. Neben den schwingfahigen Komponenten der Radbremse
modellieren sie das Verhalten des Kolbendichtringes als Federelement. Sie gelangen zu

198 Bajer, Belsky, Kung: Friction-induced Damping and Nonlinear Effects, 2004
109 Riefe, Yen: Prediction of Brake Lining Life, 2007

19 Breyer, Bill: Bremsenhandbuch, 2003, S. 335

11 Aygsburg, Brunner, Grochowicz: Untersuchung zum Rubbelverhalten, 1999
12 Grochowicz: Bremsdruck- und Bremsmomentschwankungen, 1995

113 T30, Chang: Drag Performance of Disc Brake Caliper, 2000
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der Erkenntnis, dass eine hohe Sattelsteifigkeit dazu flhrt, dass der Kolbenverschiebe-
weg geringer und die Rickfederung des Kolbendichtringes starker ist. Die nichtlineare
Belagkennlinie wird dem experimentellen Versuch entnommen und im Modell hinter-
legt. Beim Vergleich mit den Versuchsergebnissen stellen sie sowohl bei der Volumen-
aufnahme, als auch bei den Restbremsmomenten Korrelation fest.

Ein weiterer Ansatz zur Berechnung der Bremsmomentschwankungen, aufgrund besteh-
ender Scheibendickenschwankungen, wird von Leslie*** vorgestellt. Er entwickelt ein
MKS-Modell des Bremssattels aus konzentrierten Feder-Masse-Elementen. Das Modell
mit sechs Freiheitsgraden besteht aus den Bestandteilen Sattelgehduse, Beldge, Brems-
kolben und Bremsenhalter. Die mathematische Beschreibung erfolgt mit dem Lagrange-
Formalismus. Es wird die Annahme getroffen, dass die vollstdndige Umfangslast vom
Halter aufgenommen wird. Eine Kraftiibertragung auf das Gehduse erfolgt nicht.

Analytische Modelle zur Untersuchung niederfrequenter Schwingungen werden auch
von SchmalfuB'*® vorgestellt. Sie entwickelt drei Modelle der Radbremse mit verschie-
dener Freiheitsgradanzahl. Beim einfachsten Ansatz mit einem Freiheitsgrad wird die
horizontale Belaghewegung (ber eine viskoelastische Verbindung, bestehend aus einer
Feder und einem geschwindigkeitsproportionalen Dampfer, modelliert. Beim zweiten
Ansatz sind ein axialer Freiheitsgrad und die hydraulisch erzeugte Bremskraft erganzt.
Beim dritten Ansatz wird das Modell auf zwei Beldge erweitert, so dass sich jeweils ein
axialer und ein tangentialer Freiheitsgrad pro Belag ergeben. Generell wird bei allen
Modellen Coulombsche Reibung zwischen den Beldgen und der Scheibe angenommen.
Angegeben wird, dass die Berechnungsergebnisse in Teilen Ubereinstimmung mit den
gemessenen Bremsmomentschwankungen aufweisen. Dafur ist aber im Modell die
Erweiterung der statischen Vorspannung der Beldge erforderlich. Ebenfalls sind Prif-
standsmessungen notwendig, um den Achsschenkel und die Scheibentemperatur auch
zu berticksichtigen.

Ein ahnlicher Ansatz, ebenfalls auf Basis der MKS, wird von Schumann®*® vorgestellt.
Einen Schwerpunkt bilden die Berechnung der Gehausebewegungskrafte sowie die
Simulation der Belaganpresskréafte nach dem Bremsprozess. Die Bauteile der Rad-
bremse werden als gekoppelte Starrkorper Gber ihre Massen, die Schwerpunktslage
sowie den Tréagheitstensor beschrieben. Das Gehduse besitzt sechs Bewegungsfreiheits-
grade. Die Beldge und deren Kompressibilitdt werden mit jeweils sechs Verbindungs-
stellen zur Bremsscheibe modelliert. Die Fuhrung des Gehduses sowie der Kolbendicht-
ring besitzen Reibungseigenschaften und Steifigkeiten. In Abbildung 2-21 ist das
physikalische Modell des Sattels dargestellt.

14 eslie: Mathematical Model of Brake Caliper, 2004
15 SchmalfuR: Theoretische und Experimentelle Untersuchung von Scheibenbremsen, 2002
118 schumann: Analysemethode zur Beurteilung des BremsscheibenverschleiBes, 2006
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Dichtring Belagbefederung Gehidusesteiligkeit axial Belagsteifigkeiten axial

Sattelfuhrungen Gehausebefederung

Abbildung 2-21: Mehrkérpersimulationsmodell zur Berechnung der Verschiebekrafte.*'®

Die GeometriegroRen werden den Fertigungsunterlagen entnommen, Fertigungstoleran-
zen und Serienstreuungen werden nicht bericksichtigt. Die Simulationsergebnisse
werden mit den Versuchsergebnissen verglichen und stimmen tendenziell Gberein. Die
Validitat des Simulationsmodells wurde geprift.

Zur Untersuchung des Bremsenquietschens werden von Von Wagner''’ et al.}*® 119

unterschiedliche analytische Modelle vorgestellt. Einer ersten Veroffentlichung™" ist ein
nichtlineares Modell der Radbremse zu entnehmen. In diesem Modell besteht die
Scheibe aus einer Kreisringplatte, die mit definierter Winkelgeschwindigkeit rotiert. Der
Sattel besteht aus zwei per Drehfedern gekoppelten Starrkdrpern. Die Belage werden
aus nichtlinearen elastischen Federelementen, in Kombination mit linearen Dampfern,
modelliert. Die Gleichungen mit 14 Freiheitsgraden werden nach dem Hamiltonprinzip
aufgestellt. In spéteren Veroffentlichungen wird ein erweitertes und in Abbildung 2-22
dargestelltes Modell vorgestellt.

117

Abbildung 2-22: Erweitertes Modell der Radbremse zur Simulation des Bremsenquietschens.*?

117 \/on Wagner, Jearsiripongkul, Vomstein: Brake Squeal Modeling and Experiments, 2003
18 Jearsiripongkul: Floating Disc Brake Model, 2004

19 Hochlehnert: Mathematische Modellbildung von Bremsenquietschen, 2006

120 jearsiripongkul: Floating Disc Brake Model, 2004
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Die Modelle werden ausschlieRlich zur Simulation von Bremsenquietschen eingesetzt,
die Simulationsergebnisse werden mit den gemessenen Eigenfrequenzen einer Rad-
bremse verglichen.

Von Kang'# et al. werden ein Modell zur Berechnung der Bremsmomentschwankun-

gen, auf Basis bestehender Scheibendickenschwankungen, vorgestellt. Die Bewegungen
in Zuspannrichtung der Bremsenkomponenten Bel&ge, Scheibe und Geh&use werden in
Gleichungsform beschrieben. Der Reibwert wird als Kennfeld mit der Abhédngigkeit
Geschwindigkeit, Druck und Temperatur hinterlegt. Die Belagsteifigkeit wird als nicht-
lineare Kennlinie integriert.

2.3 Zwischenfazit

In der Literatur existieren eine Vielzahl an Modellvorstellungen und Simulationsansat-
zen der Radbremse.

Zur Berechnung der Temperatur an der Radbremse existieren unterschiedliche Modell-
ansatze. Einen Bereich bilden Ansétze auf Basis der FEM, wie beispielsweise der von
Juttner'?. Daneben finden sich unterschiedliche Ansétze auf Basis der Energieerhal-
tung, wie beispielsweise der von Fukano® et al..

Zum Verschleil3 der Bremsbeldge sind der Literatur nur wenige Modellvorstellungen zu
entnehmen, wie beispielsweise der Ansatz von Hohmann*®. Viele Ansatze beschreiben
den grundsatzlichen Verschleil3, losgeldst von dem Bezug zur Radbremse.

Hohmann verwendet die FEM zur Berechnung der Flachenpressung und integriert zur
\erschleiBberechnung eine angepasste Funktion. Die meisten grundsétzlichen Ver-
schleiansdtze basieren auf der Reibarbeit, wie beispielsweise der Ansatz von
Archard'® et al..

Einen grofRen Bereich bilden Verfahren zur Berechnung des Schwingungsverhaltens der
Radbremse. Dabei wird die Radbremse als vereinfachtes MKS-Modell beschrieben,
wodurch sich ein schwingféhiges System ergibt. Beispiele fur diese Modelle sind die

Ansitze von Von Wagner*? et al., Jearsiripongkul*?’ und Schumann*?.

121 Kang, Choi: Brake Dynamometer Model Predicting Brake Torque Variation, 2007

122 jiittner: Berechnung der Thermischen Belastung einer Pkw-Bremsscheibe, 1988

123 Fykano, Matsui: Development of Disc-Brake Design Methods, 1986

124 Hohmann: Simulation von Verschlei an Scheibenbremsbelégen, 1999

125 Archard, Hirst: Wear of Materials, 1958, S. 70 ff.

126 \/on Wagner, Jearsiripongkul, Vomstein: Brake Squeal Modeling and Experiments, 2003
127 jearsiripongkul: A Nonlinear Floating Disc Brake Model, 2004

128 Schumann: Analysemethode zur Beurteilung des BremsscheibenverschleiBes, 2006
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Zur Berechnung der Leistungsféhigkeit der Radbremse bestehen Modellansatze auf
unterschiedlicher Komplexitatsstufe. Teilmodelle bilden das Deformationsverhalten der
Bremsbel4ge ab. Beispiele sind der analytische Ansatz von Wegmann'® et al. und der
FEM-Ansatz von Tirovic™* et al..

Zur Berechnung des Effektes der Sattelaufweitung, und der dadurch erzielten ungleich-
formigen Anpressung der Beldge an die Scheibe, finden Modellerweiterungen um das
Bremsengehause statt. Tirovic’® et al. stellen die durch die Sattelaufweitung erzeugte
radiale Verlagerung des Kraftangriffspunktes schon in friilhen Berechnungen fest. De-
genstein®®! stellt einfache Modellvorstellungen zum Aufweiten des Bremssattels vor.

Um auch die Verlagerung des Kraftangriffspunktes in Umfangsrichtung zu untersuchen,
werden beispielsweise von Abu Baker'® et al. FEM-Berechnungen vorgestellt. Dazu
erweitern sie das Modell um den Bremsenhalter und flihren es auch nicht als Teilmodell
aus. Alternativen zur FEM werden durch den Ansatz von Swift'*3, auf Basis der MKS,
vorgestellt. Swift und Abu Baker et al. stellen fest, dass die Scheibendrehung bei beiden
Belagen zu einer Verlagerung der Flachenpressungsverteilung in Richtung Einlauf fihrt.
Degenstein®®* stellt diesen Zusammenhang mit dem entwickelten Messtechnikkonzept
in experimentellen Untersuchungen fest. Burckhardt*® zeigt mit seinen Modellvorstel-
lungen die Ursachen fir dieses Verhalten.

Samie™ et al. zeigen Modellvorstellungen zur Belagabstiitzung und stellen eine bei
nachgiebigem Halter entstehende Gehauseverdrehung fest. Tamari**’ et al. untersuchen
zu diesem Wirkprinzip die Flachenpressungsverteilung mittels der FEM. Sie erlangen
die Erkenntnis, dass sich die Flachenpressung bei drehender Scheibe nicht immer bei
beiden Beldgen in Richtung Einlaufseite verschiebt. Beim duReren Belag entsteht eine
Verschiebung in Richtung Auslaufseite.

Ballinger*® verwendet die FEM und stellt eine ungleichférmige Kraftaufteilung zwi-
schen dem inneren und dem dufReren Teil der Radbremse fest.

Nur wenige Modellvorstellungen finden sich zu den Abstlitzkréften an der Radbremse
und zum Entstehungsmechanismus von radialen Belagbewegungen. Degenstein'** zeigt

129 Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009
30 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991

131 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007

132 Abu Bakar, Ouyang, Cao: Interface Pressure Distributions, 2003
133 Swift: Modeling of Automotive Disc Brakes, 2003

134 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007

135 Burckhardt; Fahrwerktechnik, 1991

136 Samie, Sheridan: Contact Analysis for Car Disc Brake, 1990

37 Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000
138 Ballinger: Disc Brake Corner System Modeling, 1999
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einfache Modellvorstellungen zur Reibkraftverteilung zwischen den Beldgen und der
Scheibe. Die unterschiedlichen Wirkrichtungen der Reibkrafte an den Belagen fihren
demnach zu einem den Belag ausdrehenden Moment. Als Folge dieses Momentes ist
eine Verschiebung und Verlagerung der Beldge moglich. Die Bewegung stellt er auch
experimentell fest. Naher wird nicht auf die Thematik der Belagbewegungen eingegan-
gen.

Grundlegend l&sst sich festhalten, dass nach der Durchfiihrung der Recherche keine
Ansétze gefunden werden konnten, die fiir eine Berechnung der Leistungsfahigkeit der
Radbremse geeignet sind und keine vollparametrierten CAD-Modelle bendtigen.
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3 Zielsetzung und Methodik

3.1 Ermittlung des Forschungsbedarfs

Dem Stand der Technik ist zu entnehmen, dass es eine Vielzahl von Modellvor-
stellungen zum Verhalten von Teilen der Radbremse sowie zum Gesamtsystem gibt. Je
nach Untersuchungsziel werden Modelle unterschiedlicher Abstraktion eingesetzt.

Werden die Modellansatze nach ihrem Abstraktionsgrad unterteilt, bilden die analyti-
schen Modelle zur Temperaturberechnung die erste Ebene. Da der Energiefluss be-
schrieben wird und nicht die Bremsenkomponenten, kdnnen bei Modellierungsansatzen,
wie dem von Fukano'®® et al., Geometrieinformationen weitgehend vermieden werden.
Ahnliches gilt fiir die grundlegenden VerschleiBansatze, wie dem von Archard'*’ et al..

Die zweite Ebene bilden Modelle der Radbremse, die die Bewegungen einzelner Brem-
senkomponenten in einer Wirkrichtung zueinander abbilden. Geometrieinformationen
sind begrenzt beinhaltet, vielmehr wird ein schwingungsfahiges System Uber die Be-
schreibung der Bauteilmassen und Tréagheiten aufgestellt. Beispiele hierflr sind Modelle
zur Analyse des Bremsenquietschens oder des Bremsrubbelns von Jearsiripongkul™*
und Schmalfu'*.

Wird die ortliche Verteilung der Anpresskréfte, der Temperatur oder des Verschleil3es
bei der Berechnung beabsichtigt, werden die grundlegenden mathematischen Ansétze
mit einem Verfahren zur Berechnung der Belaganpressung kombiniert. Die dritte Ebene
bilden somit Verfahren, mit denen sich eine Belaganpressung, d.h. eine Verkippung
eines Belages um zwei Drehachsen, berechnen l&sst. Ein solcher Ansatz wird beispiels-
weise von Tirovic** et al. vorgestellt.

Die vierte Ebene bilden Modelle zur Berechnung der Belaganpressung um zwei Dreh-
achsen, bei gleichzeitiger Integration weiterer Komponenten der Radbremse. Diese
Berechnungen werden immer mit der FEM durchgefiihrt. Meistens wird die gesamte
Baugruppe im Modell abgebildet, wie von Abu Baker'** et al. und Tamari** et al. vor-

gestellt. Eine Ausnahme bildet der Ansatz von Swift'*®, der die MKS auf Basis von

139 Fykano, Matsui: Development of Disc-Brake Design Methods, 1986

0 Archard, Hirst: Wear of Materials, 1958, S. 70 ff.

141 Jearsiripongkul: A Nonlinear Floating Disc Brake Model, 2004

142 schmalfuR: Theoretische und Experimentelle Untersuchung von Scheibenbremsen, 2002
3 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991

144 Abu Bakar, Ouyang, Cao: Interface Pressure Distributions, 2003

145 Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000

148 Swift: Modeling of Automotive Disc Brakes, 2003
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CAD-Daten verwendet. Allen Modellen der vierten Ebene ist gemeinsam, dass sie
immer vollparametrierte CAD-Modelle einzelner Komponenten der Radbremse oder der
gesamten Baugruppe bendtigen.

Werden die vier Bereiche der Anforderungen**’ an Radbremsen (vgl. Kapitel 1.2) be-
trachtet, erscheint die Integration von Modellen zum Temperaturverhalten, zum Ver-
schleiBverhalten (keine VerschleiRRverteilung) und zum Schwingungsverhalten, an der
beabsichtigten Stelle in der Produktkonfiguration (vgl. Abbildung 1-3), mdoglich. Die
Grinde liegen darin, dass Geometrieinformationen fir diese Modelle der ersten und
zweiten Abstraktionsebene nicht zwingend notwendig sind, sondern vielmehr die Be-
schreibung der physikalischen Eigenschaften.

Fur die Modelle zur Beschreibung der Leistungsféhigkeit, speziell fir den Bereich der
Bauteilverformungen und Bauteilbewegungen, ist dies schwieriger. Dies dirfte auch der
Grund dafir sein, dass sich in der Literatur ausschlieBlich Berechnungsmethoden auf
Basis der CAD-Daten finden. Da die FEM-Modelle direkt aus den Volumenmodellen
abgeleitet werden, besitzen sie nicht die mindest notwendige Anzahl an Freiheitsgraden,
was auch die Rechenzeit erhoht. Die Komplexitat der Modelle fihrt zudem dazu, dass
Wirkzusammenhange oftmals schwerer analysierbar sind.

Inhaltlich besteht, nach den Erkenntnissen der Recherche, Potenzial zur Untersuchung
des dynamischen Zuspannprozesses der Radbremse. Zum statischen Zuspannprozess
und der radialen Verlagerung der Flachenpressungsverteilung sind die Erkenntnisse der
Autoren einheitlich. Fir den dynamischen Zuspannprozess ist dies nicht immer gege-
ben.

Abu Baker™*® et al. und andere Autoren zeigen, dass sich die Flachenpressungsschwer-
punkte beider Beldge in Richtung Einlauf verlagern, Tamari'*® et al. zeigen Gegensétzli-
ches fur den Belag der Faustseite. Ballinger™® zeigt, dass die Krafte am Bremssattel
ungleich verteilt werden, erldutert aber nur in Ansédtzen die Ursachen. Unklar bleibt,
welche Wirkprinzipien diese ungleiche Kraftverteilung an der Radbremse beeinflussen.

Degenstein®®* zeigt, wie sich der Kraftangriffspunkt unter dynamischer Beanspruchung
veréndert und dass ein den Bremsbelag ausdrehendes Moment entsteht. Dadurch kon-
nen Belagbewegungen auftreten. Welche Erscheinungsform diese Bewegungen haben,
was die Wirkprinzipien und EinflussgroRen diesbeziiglich sind, bleibt offen.

147 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 72

148 Abu Bakar, Ouyang, Cao: Interface Pressure Distributions, 2003
149 Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000
150 Ballinger: Disc Brake Corner System Modeling, 1999

131 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007
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3 Zielsetzung und Methodik

3.2 Konkretisierung der Zielsetzung

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Methode zur Simulation und Analyse vorgestellt,
durch die bereits im frihen Auslegungsstadium Aussagen zum spateren Systemverhal-
ten der Radbremse im statischen und dynamischen Prifstandsversuch moglich werden.
Den Themenfokus bildet das Verhalten der Radbremse im Leistungsbereich, mit den
Schwerpunkten der Belagbewegungen unter Last. Unterschieden wird, nach der Wirk-
richtung der entstehenden Belagbewegungen, in die Zuspannrichtung (axiale Richtung),
die Umfangsrichtung (tangentiale Richtung) sowie in die radiale Richtung.

3.3 Methodik des Vorgehens

Die Methodik des Vorgehens im Rahmen dieser Arbeit ist in Abbildung 3-1 dargestellt.
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Abbildung 3-1: Methodik der Arbeit.

Die Grundlage bilden die Anforderungen an die Radbremse, die zu Versuchsspezifikati-
onen flhren und die einzuhaltenden Kennwerte definieren. Die im Stand der Technik
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3 Zielsetzung und Methodik

zum Themenfokus vorhandenen Modellvorstellungen und Untersuchungsmethoden
wurden dargestellt (vgl. Kapitel 2.2). Durch diese entstehen erste Vorstellungen der zur
Modellerstellung bendétigten Wirkprinzipien. Das Verhalten der Radbremse unter Last
wird in Form physikalischer Modellvorstellungen beschrieben und lasst sich in bendtig-
te Modellmodule unterteilen.

Die Modellmodule werden in verschiedenen Komponentenversuchen analysiert. Durch
die entstehenden Erkenntnisse werden prazisere Vorstellungen der notwendigen Wirk-
prinzipien ermoglicht. Die Licke zwischen dem vorhandenen und dem zum Modellauf-
bau bendtigten Wissen wird geschlossen.

Die entwickelten Modellmodule werden zu einem Gesamtmodell der Radbremse ver-
schaltet. Das Gesamtmodell liefert Simulationsergebnisse, die basierend auf Ergebnis-
sen einer Versuchsserie am SMP gepruft werden. Die Machbarkeit der Durchfiihrung
virtueller Prufstandsversuche im frihen Auslegungsstadium, ohne die Kopplung an
vollparametrierte CAD-Modelle, wird gezeigt. Abweichungen zwischen Versuch und
Simulation werden dargestellt.

Die Simulationsergebnisse des gepriften Gesamtmodells werden mit bestehenden
Wirkprinzipien aus dem Stand der Technik verglichen (vgl. Kapitel 8). Die Wirkprinzi-
pien werden unter Anwendung des Simulationsmodells, sowie unterlegt durch \er-
suchsergebnisse, analysiert. Vorhandene Widerspriiche sowie Ergdnzungen der bekann-
ten Wirkprinzipien aus dem Stand der Technik werden aufgezeigt.

Die analysierten Wirkprinzipien, die durch Versuchsergebnisse gestutzt werden, fuhren
zu einem erweiterten Systemverstdndnis zum Verhalten der Radbremse unter Last.
Dieses kann bei zukinftigen Radbremsenentwicklungen zur Prazisierung der Versuchs-
spezifikationen eingesetzt werden.
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der
Radbremse

4.1 Erste physikalische Modelle

Der Stand der Technik aus Kapitel 2.2 flhrt zu unterschiedlichen Vorstellungen der
Wirkprinzipien an der Radbremse. Basierend auf diesen werden in den folgenden Kapi-
teln erste physikalische Modelle abgeleitet.

4.1.1 Statischer Zuspannprozess ohne Umfangskraft

Eine erste physikalische Modellvorstellung zum statischen Zuspannprozess ist in Abbil-
dung 4-1 dargestellt.

 L1)
| KSE

Abbildung 4-1: Modellvorstellung des statischen Zuspannprozesses.

Der hydraulische Druck pnyq Wirkt auf den Kolben (PIS) und fihrt abztiglich der Reib-
krafte Fsea im Dichtring (SEA) zu der Kolbenkraft F die den inneren Belag (LIN) an
die Scheibe driickt. Ein vorhandenes Luftspiel zwischen dem inneren Belag und der
Scheibe wird tberwunden. Die durch den hydraulischen Druck auf den Geh&useboden
(HOU3) wirkende Kraft Fuyougs fihrt zu einer Bewegung des Gehduses
(HOU1/HOU2/HOUZJ) in positive y-Richtung. Die Bewegung bleibt bestehen, bis das
Liftspiel auf der dul3eren Seite durchfahren ist und auch der duf3ere Belag (LOU) an der
Bremsscheibe anliegt. Der zuriickgelegte Kolbenweg entspricht der Luftspielsumme
beider Belége. Entgegen der Verschieberichtung des Gehduses wirken die Verschiebe-
krifte beider Bushings > Fgus. Auf beiden Scheibenseiten bilden sich bei aufgebrauch-
tem Luftspiel und weiterer Druckerhdhung Gegenkrafte aus, die zu einer Deformation
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

aller im Kraftfluss liegenden Bauteile fuhren. Aufgrund der Geh&useaufweitung veran-
dert sich die Pressungsverteilung zwischen dem Kolben (PIS) und dem inneren Belag
(LIN) sowie zwischen dem faustseitigen Geh&useteil (HOU3) und dem &uReren Belag
(LOU). Als Folge verschieben sich die Kraftangriffspunkte zwischen den Beldgen und
der Scheibe um Azcopks SOWIE UM Azcopss IN positive z-Richtung. Das Geh&use ist in drei
Starrkorper unterteilt, die Gber zwei Drehfedern gekoppelt sind. Dadurch besitzt sowohl
der innere als auch der &ul3ere Teil einen eigenen Drehfreiheitsgrad mit einer Drehfeder-
steifigkeit. Die Griinde fir diese Diskretisierung sind aus den Simulationsergebnissen
von beispielsweise Tirovic™? et al. abgeleitet. Diese stellen fest, dass sich beim sta-
tischen Zuspannprozess beide effektiven Reibradien unterschiedlich vergrofiern (vgl.
Kapitel 2.2.1.2). Die Bremsheldge werden tber Federn modelliert. Es wird von einem
nichtlinearen Kraft-Deformations-Verhalten ausgegangen, was aus den experimentellen
Versuchen von Sanders™ et al. und Wegmann®®* et al. hervorgeht. Zudem ist dem beo-
bachteten Deformationsverhalten'®? zu entnehmen, dass die Belage radial auRen starker
deformiert werden. Dementsprechend wird in der Modellvorstellung aus Abbildung 4-1
eine Belagverkippung um die x-Achse ermdglicht. An den Ruckenplatten der Beldge
sind zudem Dampfungsbleche, sogenannte Shims®>®, befestigt. Diese stellen Sekundar-
malnahmen zur Reduzierung von Bremsenquietschen dar und sind bei heutigen Bela-
gen meist vorhanden.

Von Degenstein*®® wird der Zusammenhang zwischen dem an der Radbremse aufge-
brachten Druck und der erzielten Spannkraft wie folgt gegeben:

l:Sp =Nges AK ) phyd (4'1)

Der Wirkungsgrad 7ges beschreibt darin die Ubersetzung zwischen der rechnerischen
Kolbenkraft und der erzeugten Spannkraft an der Radbremse. Fiir die Schwimmsattel-
bremse l&sst sich dieser Zusammenhang anhand der sich im Kraftfluss befindlichen
Komponenten Dichtring®®’ und Dampfungshiilsen (sog. Bushings)™>” weiter detaillieren.

Die Spannkraft Fg, ks des inneren Belages (LIN) wird durch den Wirkungsgrad #sea des
Kolbendichtringes wie folgt reduziert:

FSp,ks = Prya A Tsga (4-2)

Die Spannkraft Fsp s des dulleren Belages (LOU) wird durch den Wirkungsgrad #sga des
Dichtringes und den der Dampfungshilsen #gys reduziert:

152 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991

153 sanders, Dalka, Hartsock: Friction Material Compressibility, 2008

154 Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009

155 Mignery, Nahif: Prediction of Damping to a Brake Shoe and Lining, 1999
1% Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 10

>7 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 102 ff.
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

FSp,fs = Prya A Nsea  Taus (4-3)

Maogliche Reibungskrafte an den Auflagerpunkten der Ruckenplatten zum Halter sind
fur diesen statischen Fall ohne Umfangskrafte vernachléssigt, da diese nur durch die
Gewichtskraft der Beldge auf die Halterarme entstehen.

Von Anwana™® et al. wird, wie in Abbildung4-2 dargestellt, der Einfluss der
Luftspielphase auf das Dichtringruckfederverhalten gezeigt.

Seal/Piston Apply End

Abbildung 4-2: Reduzierung der Kolbenkraft durch die Dichtringreibkraft.'*

Der hydraulische Druck pnyq driickt den Dichtring in die Luftspielphase. Der Modellvor-
stellung nach entsteht durch die Querkontraktion eine Anpresskraft Fy sea, die radial auf
den Kolben wirkt. Als Auswirkung entsteht eine Reibkraft Fr sea, die der Verschiebebe-
wegung des Kolbens entgegenwirkt und druckabhéngig ist.

Bezliglich einer mdoglichen Verkippung der Beldge um die x-Achse stellen
Tirovic™® et al. fest, dass neben der Gehause- und Belagdeformation auch das Spiel
zwischen dem Kolben und der Kolbenfiihrung entscheidend ist. Bei der Vergrofierung
des Kolbenflihrungsspiels stellen sie einen zur gleichmagigeren Flachenpressungsvertei-
lung flihrenden Effekt fest. Der effektive Reibradius verkleinert sich. Diese Modellvor-
stellung ist in Abbildung 4-3 préazisiert.

Abbildung 4-3: Verkippen des Bremskolbens durch Kolbenfuhrungsspiel.

158 Anwana, Cai, Chang: Analysis of Brake Caliper Seal-Groove Design, 2002
9 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

Dargestellt ist der Bremsbelag, der durch die Sattelaufweitung ungleichférmig gegen
die Scheibe gedrickt wird. Ohne Sattelaufweitung liegt der Kraftangriffspunkt im Fl&-
chenschwerpunkt der Belagform'®. Mit Sattelaufweitung verlagert er sich in Richtung
der positiven z-Achse (T]). Als Folge entsteht eine ungleichformige Flachenpressungs-
verteilung F1(z). Bei VergroRerung des Kolbenfithrungsspiels (T1) kann sich der Kolben
um die negative x-Achse (Rechtssystem) verdrehen, so dass sich der Druckpunkt (Cent-
re of Pressure=CoP) in Richtung der negativen z-Achse verschiebt und als Folge die
gleichméRigere Flachenpressungsverteilung F(z) entsteht. Durch die Vergrof3erung des
Kolbenfihrungsspiels entstehen zwischen dem Kolben und der Kolbenflihrung erhdhte
Kontaktkrafte (punktueller Kontakt gegenuber flachigem Kontakt). Diese fiihren zu
erhohten Reibkréften (in y-Richtung), die der Kolbenbewegung entgegenwirken und ein
Verklemmen des Kolbens verursachen kénnen.

4.1.2 Dynamischer Zuspannprozess mit Umfangskraft

Ausgehend von dem statischen Zuspannprozess des vorherigen Kapitels ist in Abbil-
dung 4-4 eine erste Modellvorstellung des dynamischen Zuspannprozesses mit drehen-
der Scheibe dargestellt.

'_.{.BUT n

Abbildung 4-4: Modellvorstellung des dynamischen Zuspannprozesses.

Ergdnzend zu Abbildung 4-1 entstehen durch das Anpressen der Beldge an die drehende
Bremsscheibe die Umfangskréfte Fyys und Fyg, wodurch beide Beldge in negative

180 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 47
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

X-Richtung beschleunigt werden. Fir den ausgewahlten Fall von gezogenen Belégen
(vgl. Kapitel 2.2.1.5) hdngen die Rickenplatten der Beldge mit den Hammerkdpfen in
dem einlaufseitigen Halterarm, wodurch die Abstutzkrafte Fy , und Fy o entstehen.
Aufgrund dieser Abstiitzkrafte werden die von Burckhardt'® dargestellten Reibkrafte
Fru und Frio an den Hammerkopfen induziert. Diese wirken der Zuspannbewegung
jedes Belages entgegen. Eine Folge sind die von Burckhardt beschriebenen Momente
Mgesks UNd Mgests, die zu einer Verschiebung der Flachenpressung fihren. Dadurch
werden die Kraftangriffspunkte beider Beldge, die bereits durch die Verformung des
Sattels in z-Richtung verlagert sind, auch in Umfangsrichtung um Axcopks Und Axcopss
verschoben.

Eine bereits von Burckhardt'®! beschriebene Auswirkung der Hammerkopfreibkrafte ist
eine Reduktion der Spannkraft. Da heutige Bremsbelage Reibwerte'®® im Bereich von
0,3 bis 0,5 aufweisen, und die Haftreibwerte'®® zwischen Stahl und Guss (fiir den Kon-
takt zwischen den Hammerkopfen und den Halterarmen) in der GréRenordnung von 0,2
liegen, kann ein moglicher Spannkraftverlust bei 10 % liegen.

Tamari'® et al. stellen die Gehauseverdrehung fest. Somit verschiebt sich der auRere

Belag starker in negative x-Richtung als der innere Belag. Dies wird in der Modellvor-
stellung aus Abbildung 4-4 erreicht, indem das Geh&use in funf Starrkorper, die Gber
vier Drehfedern gekoppelt sind, diskretisiert ist. Dadurch kénnen die Aufhédngepunkte
beider Beldge im Halter unterschiedliche Steifigkeiten besitzen.

Zwischen dem Kolben und dem inneren Dampfungsblech wirkt die Reibkraft Fg s und
zwischen dem Gehduse und dem duRReren Ddmpfungsblech die Reibkraft Frso. Bereits
Samie'® et al. beschreiben, dass die Reibung an diesen beiden Stellen einen Einfluss
darauf hat, welcher Anteil der Umfangskraft vom Halter und welcher vom Geh&use
aufgenommen wird. Ballinger'® stellt erweiternd fest, dass eine ungleiche Abstiitzung
entsteht.

Wird die Umfangskraft vom Geh&use aufgenommen, muss diese auch wieder abgestiitzt
werden. Eine Mdglichkeit dazu sind die Dampfungshilsen, die durch die Krafte FyguL
und Frgut (vgl. Abbildung 4-4) belastet werden und sich in negative x-Richtung defor-
mieren. Der Deformation in Umfangsrichtung ist gleichzeitig eine Verdrehung des
Gehduses Uberlagert. Diese flhrt zu einer Verkippung zwischen den Fihrungsbolzen

181 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.

162 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 325

163 Kuchling: Taschenbuch der Physik, 1995

164 Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000
185 Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990

166 Ballinger: Disc Brake Corner System Modeling, 1999
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und dem Halter (um die z-Achse). Eine mdgliche Auswirkung ist eine Erh6hung der
Verschiebekréfte Frgu. und Fggut, wodurch die Spannkréfte beeinflusst werden.

Der Einfluss des Kolbenfiihrungsspiels wird von Tirovic® et al. nur fiir den statischen

Fall untersucht. Der Modellvorstellung nach besitzt dieses auch beim dynamischen Fall
einen Einfluss, wie in Abbildung 4-5 dargestelit.

-~

Z y
X F .

Abbildung 4-5: Einfluss des Kolbenfuhrungsspiels auf die tangentiale Flachenpressung.

Abgebildet sind beide Beldge und ein Teil des Geh&uses mit dem Kolben (in der Drauf-
sicht). Die Belége hédngen im Halterarm, der an den Kontaktstellen die Steifigkeit kanc i
und Kanc Lo besitzt. Die Umfangskraft Fy ¢ der FS wird auf das Geh&use tbertragen und
verursacht eine Verdrehung um die negative z-Achse. Durch die Verdrehung verschiebt
sich der Kraftangriffspunkt des inneren Belages in Richtung der positiven x-Achse, was
auch die Autoren?®® 189 170 foststellen. Die VergroBerung des Kolbenfiihrungsspiels (T1)
fuhrt zu einer gleichformigeren tangentialen Fl&chenpressung. Ein Verklemmen des
Kolbens ist ebenfalls nicht ausgeschlossen (vgl. Kapitel 4.1.1).

4.1.3 Radiale Belagbhewegungen bei drehender Scheibe

Modellvorstellungen zur Entstehung der Umfangskraft, aufgrund des Reibprozesses,
werden von Degenstein'’* gegeben. Diese sind in Abbildung 4-6 prazisiert.

187 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
1% Fieldhouse: Observation of the Disc/Pad Interface Pressure, 2007
169 Abu Bakar, Ouyang, Cao: Interface Pressure Distributions, 2003
170 swift: Modeling of Automotive Disc Brakes, 2003

1 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 37

45



4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

1L /\ /" ‘*

'll '4—0—"0-‘.‘.\
A e A -, W

-
W
.

-
- -

a
—a

B 4 X
Pii TAnz0

Abbildung 4-6: Modellvorstellung der Umfangskraftentstehung durch den Reibprozess.

Dargestellt ist die Reibflache des kolbenseitigen Bremsbelages (aus Sicht der Brems-
scheibe) mit den beiden Hammerkopfen, von denen bei einem gezogenen Belag nur der
einlaufseitige mit dem Halter in Verbindung steht. Die Flachenpressungsverteilung
ergibt sich durch den statischen und dynamischen Zuspannprozess sowie durch alle auf
die Belage einwirkende Kréfte, wie in Kapitel 4.1.1 und 4.1.2 dargestellt.

In Abbildung 4-6 ist die Flachenpressungsverteilung tber der Belagflache in j Flachen-
elemente diskretisiert, von denen zwei ausgewahlte dargestellt sind. Fur die auf den
Belag wirkenden Krafte in y-Richtung gilt:

Fo—Feo=[ [ fy-da-dr (4-4)
Die Spannkraft Fs, reduziert sich, wie von Burckhardt angegeben (vgl. Kapitel 2.2.1.5),
um die Reibungskraft Fg, am Hammerkopf und steht mit den Normalkraften fy aller
Zellen im Gleichgewicht. Durch jede Normalkraft fy wird, bei drehender Scheibe und
vorhandenem Reibwert |, eine auf den Rotationsmittelpunkt der Scheibe tangential
wirkende Reibkraft fz generiert. Letztere multipliziert mit dem jeweiligen Reibradius r
flhrt zu einem auf den Drehmittelpunkt der Scheibe bezogenen Bremsmoment mg. Fir
das gesamte Bremsmoment Mg (einer Scheibenseite) ergibt sich:

fy or

MB:II(fN-u-r)-da-dr (4-5)

i o

Durch Kréftezerlegung der Reibkréfte fr jeder Zelle in die x- und z-Richtung zu fr x und
frz, mit ihrem auf die Drehachse bezogenen Winkel a, ergibt sich die absolute Abstiitz-
kraft des Belages im Halter in x-Richtung zu:
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Fu Ll :.”(fR -cosa)-de-dr (4-6)
Der Anteil, durch den radiale Belagbewegungen entstehen konnen, ergibt sich ent-
sprechend aus den Reaktionskréften in z-Richtung:

fy o7

Futsa = | [ (fa-sine)-da-dr (4-7)

Unter der idealisierten Annahme einer gleichformigen Verteilung der Normalkrafte fy

jeder Zelle, zeigen die Anteile fr ; an der Einlaufseite in positive z-Richtung und an der

Auslaufseite als fz 7, in negative z-Richtung. Das bereits von Degenstein'’? beschrie-
bene Moment (im Folgenden als Ausdrehmoment Ma bezeichnet) ergibt sich wie folgt:

M, :.”(”' fo-r-sina-(r-sina—r, ))-da-dr

o (4-8)

+H(y- fo-rcosa-(r-cosa—r, ,))-da-dr

Darin ist ry die Position (Vektor vom Drehzentrum der Scheibe zu beliebigem Punkt)

auf die das Ausdrehmoment bezogen wird. Das Ausdrenmoment M, fuhrt dazu, dass

eine Verschiebung und Verdrehung der Beldge nicht ausgeschlossen werden kann.

Von Burckhardt'”® wird das Wirkprinzip der Hammerkopfreibkrafte dargestellt, aller-
dings nur in Bezug zur Anpressung der Belége, was in Abbildung 4-6 einer Verkippung
um die z-Achse entspricht. Diese Reibkréfte flhren auch zu einem Moment um die
y-Achse, das dem Ausdrehmoment Ma entgegenwirkt und den Belag stitzt.

4.2 Abgeleitete Modelldefizite

Im Kapitel 2.2.1 sind die in der Literatur bekannten Modellvorstellungen zur Leistungs-
fahigkeit der Radbremse zusammengefasst. Einen Schwerpunkt bilden der statische und
dynamische Zuspannprozess und die Beeinflussungsmaglichkeiten auf diesen.

Anhand der bekannten Modellvorstellungen sind in den Kapiteln 4.1.1 bis 4.1.3 erste
physikalische Modelle zum statischen und dynamischen Zuspannprozess abgeleitet.
Zwischen den dargestellten und fur die Modellerstellung benétigten Inhalten und den
dem Stand der Technik entnehmbaren Modellansétzen bestehen aber Defizite. Diese
werden im Folgenden erldutert.

172 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 37
178 Burckhardt: Fahrwerktechnik, 1991, S. 196 ff.
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Die eindimensionalen Beschreibungen der Belagdeformation (vgl. Kapitel 2.2.1.1) kann
analytisch formuliert werden. Unklar ist, welche Beschreibung bei einem rdumlichen
Bremsbelag, der neben der reinen Translation auch Verkippen kann, geeignet ist. In der
raumlichen Beschreibung der Bremsbeldge mit der FEM wird von isotropem elastischen
Materialverhalten ausgegangen. Festgestellt wird auch, dass diese Annahmen'™ oftmals
nicht das reale Deformationsverhalten wiedergeben.

Des Weiteren zeichnen sich Bremsbeldge auch durch Sekunddrmalinahmen auf den
Riickenplatten, den Dampfungsblechen'™ (auch sogenannte Shims) aus. Welchen Anteil
diese am Deformationsverhalten der Beldge besitzen, kann den Modellvorstellungen
nicht entnommen werden.

Bei der Analyse des statischen Zuspannprozesses bleibt unklar, ob sich das Geh&duse
durch einen linearen oder einen nichtlinearen Kraft-Deformations-Zusammenhang
auszeichnet und ob die gewahlte Diskretisierung in drei gekoppelte Starrkorper geeignet
ist.

Angegeben wird in der Literatur, dass der Gesamtwirkungsgrad an der Radbremse die
durch den Druck erzielbare Spannkraft beeinflusst. Unklar ist die GrofRe dieses Ge-
samtwirkungsgrades und ob der vermutete Effekt der druckabhangigen Verschiebekraft-
erhéhung des Dichtringes entsteht.

Der Literatur ist auch zu entnehmen, dass das Spiel zwischen dem Kolben und der
Kolbenfiihrung im Geh&use einen Einfluss auf die Flachenpressung hat. Der Modellvor-
stellung nach fuhrt dieses Spiel zu erhdhten Kontaktkraften zwischen dem Kolben und
der Kolbenfuhrung im Gehduse. Eine mdgliche Folge sind erhéhte Verschiebekréafte, die
zu einem Verklemmen des Kolbens fiihren kdnnen. Unklar ist, ob dieser Effekt entsteht
und wie stark die Spannkraft dadurch reduziert wird.

Bezliglich des dynamischen Zuspannprozesses bleibt offen, ob der Halter geeignet
diskretisiert ist (vgl. Modellvorstellungen aus Abbildung 4-4). Auch ist unklar, ob dieser
ein lineares oder nichtlineares Kraft-Deformations-Verhalten besitzt.

Den Modellvorstellungen ist auch nicht entnehmbar, wie stark die Spannkraft durch die
Hammerkopfreibkréfte reduziert wird.

Des Weiteren ist anhand der bekannten Modellansdtze der Literatur nur zu vermuten,
wie der Kraftfluss an der Radbremse verlauft, der zu ungleichen Abstitzkraftver-
teilungen fuhrt. Fir den Fall, dass ein Teil der Umfangskraft Gber das Gehduse abge-
leitet wird, wie von Samie'’® festgestellt, ergeben sich offene Fragen beziiglich der
Kraftabstitzung. Eine Mdoglichkeit der Abstiitzung sind die Dampfungshilsen

174 Zhao, Li, Anger: Disc Brake Caliper System Modelling, 2001
75 Mignery, Nahif: Prediction of Damping to a Brake Shoe and Lining, 1999
176 Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990
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4 Beschreibung der Wirkprinzipien an der Radbremse

(Bushings). Diese werden dann starker deformiert, so dass erhéhte Verschiebekrafte zu
erwarten sind. Deren Einfluss auf den Gesamtwirkungsgrad ist unklar.

Werden (ber die Dampfungsbleche Reibkréfte Gbertragen, werden diese zum Kolben
weitergeleitet. Dadurch entstehen Radialkrafte zwischen dem Kolben und der Kolben-
fihrung, die zu erhdhten Kolbenverschiebekraften fihren. Wie grol? diese Verschiebe-
krafte werden und ob ein Verklemmen des Kolbens entstehen kann, bleibt zu unter-
suchen.

Zur Entstehung von radialen Belaghewegungen ist dem Stand der Technik nur wenig zu
entnehmen. Bekannt ist die Modellvorstellung der Reibkraftverteilung, unbekannt sind
der Entstehungsprozess, das Erscheinungsbild und die Beeinflussungsmoglichkeiten der
radialen Belagbewegungen.
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5 Experimentelle Komponentenversuche

In den folgenden Kapiteln werden, ausgehend von den offenen Fragestellungen aus
Kapitel 4.2, die Ergebnisse experimenteller Versuche mit Komponenten der Radbremse
vorgestellt. Untersuchungsobjekt ist die im Rahmen dieser Arbeit verwendete Rad-
bremse der FN3-Bauform (vgl. Kapitel 7.1.1).

5.1 Untersuchung und Entwicklung der Modell-
module

5.1.1 Kompressibilitdt der Bremsbelage

Zur Untersuchung des Deformationsverhaltens von Bremsbeldgen wird in der Bremsen-
entwicklung das standardisierte K6-\erfahren eingesetzt. Dabei wird der Belag in sechs
aufeinanderfolgenden Zyklen mit bis zu 160 bar (entspricht bei dem Referenzsystem
einer Kolbenkraft von 40,8 kN) belastet und die Verformung gemessen. Die Krafteinlei-
tung erfolgt wie in Abbildung 5-1 dargestellt Gber ein Kolbenersatzstiick. Dieses besitzt
die gleiche Flache wie der in der Radbremse verwendete Bremskolben.

Normalkraftbelastung

Kolbenersatzstuck

Sensor zur
Deformationsmessung

Bremsbelag

Abbildung 5-1: K6-Versuch mit Kolbenersatzstiick und Bremsbelag.

Zielsetzung der ersten Untersuchung ist das Deformationsverhalten, die Reproduzier-
barkeit und das bereits von Wegmann'"’ et al. beobachtete Recovery-Verhalten. Unter-
sucht werden neun Belagsatze der gleichen Charge. Um Einflusse der Oberflachen-
rauigkeit zu minimieren, sind die Belége beidseitig geschliffen und besitzen zunéchst
keine Dampfungsbleche (die gemessenen Belagdicken sind in Anhang Kapitel 11.2.5
aufgefihrt).

Y7 \Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009
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5 Experimentelle Komponentenversuche

Im ersten Vorgehen werden die neuen und unvorbelasteten Beldge untersucht, danach
die bereits mehrfach beanspruchten und somit vorbelasteten Beldge (nur im K6-Versuch
beansprucht). Nach einer Recovery-Zeit wird der gleiche Vorgang wiederholt. In Abbil-
dung 5-2 sind die Kraft-Deformations-Verlaufe (Druckanstieg) der 18 Belé&ge fur vier
unterschiedliche Falle dargestellt (Hinweis: Der Ubersichtlichkeit halber sind (3) und
(4) im negativen Bereich dargestellt).
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Abbildung 5-2: Gemessenes Kraft-Deformationsverhalten der Beldge im K6-Versuch.

Dargestellt sind die ersten Deformationsverlaufe der neuen und unvorbelasteten Beldge
(1) und die sechsten Deformationsverlaufe der somit vorbelasteten Beldge (2). Nach
einer Recovery-Zeit von zwei Wochen wird Gleiches wiederholt. Dargestellt sind somit
die ersten Deformationsverldufe der zwei Wochen zuvor belasteten Beldge (3) und die
sechsten Belastungszyklen unmittelbar danach (4). Erganzend zu den Deformationsver-
laufen der Beldge sind die Mittelwerte und die Konfidenzintervalle (1,96-fache Stan-
dardabweichung bei Annahme einer Normalverteilung) eingezeichnet.

In Tabelle 5-1 sind die mittleren Deformationswerte bei 20,4 kKN (80 bar) und 40,8 kN
(160 bar) zum Vergleich aufgefihrt.

Tabelle 5-1: Gemessene mittlere Deformationen bei 80 bar und 160 bar im K6-Versuch.

80 bar (160 bar) n=18

Mittelwerte Standardabweichung &
20,4 KN 40,8 kN 20,4 KN 40,8 kN
(1) | 109,5um | 166,3 um 4,4 um 5,0 um

(2) | 83,6 um 125,4 um 3,0 um 3,9 um

(3) | 107,3 um | 160,1 um 5,0 um 5,7 um

(4) | 83,5um 125,1 um 3.2 um 3,9 um

Erkennbar wird, dass sich die Beldge beim ersten Deformationsvorgang starker defor-
mieren als bei den darauf folgenden. Messungen der unbelasteten Belagdicke vor und
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5 Experimentelle Komponentenversuche

nach der ersten Belastungsserie (vor (1) und nach (2)) zeigen eine bleibende Verfor-
mung von im Mittel 18 pm (vgl. Anhang Tabelle 11-1). Diese plastische Verformung
der Beldge (Dickenabnahme im unbelasteten Zustand) bleibt auch nach einer Recovery-
Zeit von zwei Wochen (vor (3)) bestehen.

Bei der Beanspruchung der Belédge nach der Recovery-Zeit (3) zeigt sich ein zum Zu-
stand (1) ann&hernd gleiches Deformationsverhalten. Die Bel&ge sind im Mittel etwas
steifer, so dass die Maximaldeformation (im belasteten Zustand) bei 40,8 kN um 6,1 pm
geringer ist (vgl. Tabelle 5-1, maximale Deformation bei 160 bar (1) zu (3)). Der fol-
gende Deformationsverlauf bei weiterer Beanspruchung (4) entspricht annédhernd dem
von (2).

Die Deformationsverl&ufe von (1) und (3) sind bezuglich der Durchfiihrung von virtuel-
len Prufstandsversuchen von untergeordneter Bedeutung. Die Griinde liegen darin, dass
vor jeder Versuchsdurchfuhrung am SMP entweder Einfahrbremsungen (zur Reibwert-
entwicklung) oder Vorkonditionierungen'” durchgefiihrt werden. Die Belage werden
somit immer vor dem Beginn der Messwerterfassung belastet, so dass der unvorbelaste-
te und nachgiebigere Belag (Lastfélle (1) und (3) in Abbildung 5-2) im Systemversuch
am SMP nicht vorhanden ist.

Um den Einfluss der Dampfungsbleche'” auf den Riickenplatten der Beldge auf das

Belagdeformationsverhalten zu untersuchen, werden (bei den gleichen Beldgen) Damp-
fungsbleche auf den Riickenplatten befestigt (Aufkleben bei Anpressdruck und Tempe-
ratur). Aus den Deformationsdifferenzen mit und ohne Dampfungsblechen berechnen
sich die in Abbildung 5-3 dargestellten Deformationsverlaufe der Ddmpfungsbleche.

Normalkraft [N]

Deformation [pm]

Abbildung 5-3: Deformationsverlaufe der Dampfungsbleche.

178 Continental: Spezifikationen Statisches und Dynamisches Priiffeld, 2008
179 SekundarmaBnahmen auf den Riickenplatten zur Reduzierung von Bremsenquietschen
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Dargestellt sind die Deformationsverldufe der vorbelasteten Dampfungsbleche (Defor-
mation beim sechsten Belastungsvorgang), der Mittelwert und die Konfidenzintervalle
um den Mittelwert (vgl. Abbildung 5-2). Die Beanspruchung entspricht dem Lastfall (2)
aus Abbildung 5-2. Die mittlere Deformation bei 20,4 KN (80 bar) betragt 14,7 um und
bei 40,8 kN (160 bar) 22,4 um. Durch den Vergleich zwischen den Deformationsverldu-
fen der Belédge ohne D&mpfungsbleche und den errechneten Deformationen der Damp-
fungsbleche wird deutlich, dass diese einen Anteil von 15% an der gesamten
Belagdeformation besitzen.

Die bekannten Modellierungsansatze zur Beschreibung des Belagverhaltens von
Tonchev'® et al. und von Wegmann'®! et al. beschranken sich auf die eindimensionale
Belagdeformation. Durch die Ansatze mittels der FEM wird der Belag zwar rdumlich
abgebildet, die Autoren bendtigen aber immer vollparametrierte CAD-Modelle. Zur
Berechnung der Spannkraftverteilung wird mindestens eine Verkippung des Belages um
zwei Drehachsen erforderlich. Die in Stand der Technik vorhandenen Ansétze sind
somit fur die beabsichtigte Zielerreichung nicht geeignet.

Das entwickelte Belagmodell bildet den Bremsbelag tber funf Federn ab.

Grundsétzlich sind drei Federn zur Beschreibung der Flachenpressungsebene ausrei-
chend. Vier Federn sind zur Abbildung eines symmetrischen Bremsbelages (symmet-
risch um die z-Achse) geeignet. Finf Federn werden gewahlt, um mit dem spdteren
VerschleiBmodell nicht nur linearen Belagschrégverschleil3 berechnen zu kdnnen, son-
dern auch Hohlverschlei um beide Drehachsen (um die x-Achse und die z-Achse).

Die Belagform wird als Einheitsmatrix M;; (vgl. Anhang Abbildung 11-16) beschrieben.
Diese Einheitsmatrix bildet die Grundlage fir weitere Berechnungen und ist ein Multi-
plikator fur die Matrizenrechnung, der nur bei vorhandenem Belagmaterial (Wert 1) ein
Ergebnis ungleich Null liefert. Von den in Abbildung 5-4 dargestellten Bezeichnungen
und Zusammenh&angen am Belagmodell wird ausgegangen.

Abbildung 5-4: Belagmodell bestehend aus funf Federn.

180 Tonchev, Hirschberg, Sextro: Modellierung der Hystereseeffekte, 2007
181 \Wegmann, Stenkamp, Dohle: Compressibility of a Brake Pad, 2009
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Mit dem Matrixmodell werden die Drucksteifigkeit (in y-Richtung) sowie die Drehsteif-
igkeiten um die Z,-Achse sowie um die Z,-Achse wie folgt berechnet (vgl. Federpositi-
onen Anhang Abbildung 11-16):

Fur die Translation in y-Richtung ergibt sich:
k:an:Zmlj(kij-y-Mu) (5-1)
T
Fur die Drehfedersteifigkeit um Z,:
Kr 0 ;;( (Az; —(| Az, + Az, |)) ) (5-2)
Sowie fiir die Drehfedersteifigkeit um Z;:
koo = 202k (42, (142, ~az, ) m, (5-3)

Die berechnete Drehfedersteifigkeit (fur die Beldge des Referenzsystems, vgl. Anhang
Kapitel 11.1) um die Z,-Achse betragt 78,98 kKNm/° und die um die Z,-Achse
76,77 KNm/°.

Ebenfalls werden die Gleichungen fir den diskretisierten Belag, bestehend aus funf
Federn (vgl. Abbildung 5-4), aufgestellt. Fir die Translation ergibt sich:

k= kLU + kLD + kTU + kTD + kM (5-4)
Fur die Drehfedersteifigkeit um Z,:
2 2
K oo =Ko (AZyy +A7,,) +kip - (Azy, +A7,,) +ky, <Az, (5-5)
Sowie fur die Drehfedersteifigkeit um Z,;:

2 2
Koo =K (Azy +A2,5) +kyy - (AZy +AZ5 ) +Ky -AZ (5-6)

Aufgrund des Belagaufbaus ergibt sich die Symmetrie zur mittigen z-Achse und daher:
TU , LU , TD , LD , (5_7)
Az, = Az, Az," =Az,

Gleichsetzen der Bedingungen fur das Matrixmodell mit denen des Federmodells liefert
folgenden Zusammenhang:

1 2 2 K, k

_i (kij(Azij—(|AzM—AzLU I))ZMU) (5-8)
>

M 1M

'L

= (k” (AZ” ~(1Az, +4z, |))2 Mij)
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Mit vorherigem Gleichungssystem sind bei bekannter Gesamtfedersteifigkeit k die
Anteile ki y, kip, kv, Kru, krp jeder der funf Federn berechenbar. Fir die im Rahmen
dieser Arbeit verwendeten Bremsbel&ge ergeben sich die Faktoren kiy/k=ktu/k=0,205,
k.p/k=krp/k =0,186 und kw/k =0,218 (bei den definierten Federpositionen, vgl. Anhang
Abbildung 11-16). Sie beschreiben als Gewichtungsfaktoren die Steifigkeitsanteile der
Federn beziglich der Gesamtfedersteifigkeit k. Die Gesamtfedersteifigkeit k des Reib-
materials ergibt sich Uber den nichtlinearen Kraft-Deformations-Zusammenhang (vgl.
Abbildung 5-2) und wird als Polynom 3. Ordnung implementiert.

Ahnliches Vorgehen wird zur Beschreibung der Dampfungsblechcharakteristik ange-
wendet. Der Kontakt zwischen dem Kolben und dem Dampfungsblech ergibt sich in
Summe aus den in Abbildung 5-3 dargestellten Verlaufen und wird auf acht gleichmalRig
verteilte Federn an der Kontaktstelle aufgeteilt. Der Federabstand von 45° (Kontakt
Kolben zum Dampfungsblech) wird gewéhlt, um ein Verkippen des Kolbens uber die
Anlageflache berechnen zu kdnnen. Der Kontakt zwischen dem Dampfungsblech der
FS und dem Gehé&use wird aufgrund der symmetrischen Kontaktfliche (symmetrisch
um die z-Achse) auf vier Federn aufgeteilt.

Zur Teilmodellprufung wird der virtuelle K6-Versuch modelliert (vgl. Abbildung 5-1)
und der Bremsbelag nach obigem Vorgehen beschrieben. In Abbildung 5-5 ist der virtu-
elle K6-Versuch auf Basis der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Starrkorper-
modellierung (vgl. Modellierungsansatz Kapitel 6.2) dargestellt.

l F, F,.

Standardvisualisierung

VR-Visualisierung

\ X

Abbildung 5-5: Virtueller K6-Versuch.

Den Randbedingungen des Versuchs entsprechend wird eine Kolbenkraft von 40,8 kN
aufgebracht. Dies entspricht beim Referenzsystem (Kolbendurchmesser 57 mm) einem
hydraulischen Druck von 160 bar. Der Druckgradient betragt (wie im Versuch) 20 bar/s.
Zur Parametrierung der Da&mpfungsblechsteifigkeit und der Belagsteifigkeit wird nur
der jeweils sechste Belastungszyklus verwendet (vgl. (2) in Abbildung 5-2). Das
Belagmodell und das Dampfungsblechmodell werden einzeln parametriert (fiinf Federn
unterschiedlicher Steifigkeit zwischen Belag und Auflage, acht Federn gleicher Steifig-
keit zwischen Kolben und Dampfungsblech).
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Verglichen wird die gemessene Belagdeformation (bestehend aus Reibmaterial, RU-
ckenplatte und Dampfungsblech, vgl. Anhang Abbildung 11-15) mit dem simulierten
Kolbenverschiebeweg. Der Kolben, die Rickenplatte und die Belagunterlage werden
ideal steif modelliert, so dass der simulierte Kolbenverschiebeweg der Gesamtdeforma-
tion, bestehend aus dem Reibmaterial und dem Dampfungsblech, entspricht. Der Ver-
gleich ist in Abbildung 5-6 dargestellt.
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Abbildung 5-6: Vergleich zwischen experimentellem und virtuellem K6-Versuch.

Dargestellt sind der im K6-Versuch gemessene und der mit dem Simulationsmodell
berechnete Verlauf sowie die Aufteilung der Gesamtdeformation auf die finf Federn.
Die Differenz zwischen der Belagdeformation und dem Kolbenverschiebeweg (ca.
150 pum — 130 pum) entspricht der Deformation des Dampfungsbleches. Die Belagfedern
werden radial unterschiedlich deformiert, einlauf- und auslaufseitig entstehen aufgrund
der Symmetrie gleiche Deformationen. Bei 80 bar (20,4 kN) betragt die experimentell
ermittelte Deformation 101,4 um und die simulierte 101,8 um, was einer Abweichung
von +0,39 % entspricht. Verglichen mit der Standardabweichung der Messwerte (Beldge
mit Dampfungsblechen) von 3,5 um (bei 80 bar) liegt die Abweichung bei +0,110. Bei
160 bar (40,8 kN) betragt der experimentell ermittelte Wert 151,3 um und der simulierte
150,9 um, was einer Abweichung von -0,26 % entspricht. \erglichen mit der Standard-
abweichung von 4,0 um liegt die Abweichung bei -0,100.

5.1.2 Reibung zwischen Bremsenkomponenten

Zur Modellierung der Radbremse ist die Reibkraft zwischen den Belédgen und der
Scheibe ein grundlegendes Wirkprinzip. Je nach Einfahrzustand weisen Bremsbelége
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Reibwerte® zwischen 0,25 und 0,55 auf. Neben dem Einfahrprozess besteht eine Viel-

zahl an EinflussgroRen®® auf den Reibwert, wie beispielsweise Temperatur, Flachen-
pressung und Umwelteinflisse. Den physikalischen Modellvorstellungen (vgl. Kapi-
tel 4.1) entsprechend, ist neben der Reibung zwischen Scheibe und Beldgen auch die
Reibung zwischen den Bremsenkomponenten erforderlich. Grundsatzlich sind die fol-
genden Reibwertpaarungen an der Radbremse vorhanden (vgl. auch Anhang Kapi-
tel 11.2.2):

e Hammerkopf / Halterarm
e Kolben / inneres Dampfungsblech
e Gehduse / auBReres Dampfungsblech

Zur Untersuchung dieser Reibpaarungen werden entsprechende Materialproben im
Reibwertprufer am Hydropulserprifstand durch eine Normalkraft belastet. Bei vorgege-
bener Bewegung und Geschwindigkeitsvariation werden die Verschiebekrafte gemes-
sen. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 5-7 dargestellt.

Abbildung 5-7: Versuchsaufbau zur Messung der Reibwerte verschiedener Materialpaarungen.

Dargestellt sind der Verschiebeschlitten und die Reibunterlage, in die verschiedene
Materialproben einsetzbar sind. Die Proben werden mit einer Normalkraft von 436,9 N
(Messung per Waage, Genauigkeit 0,01 kg) durch die Gewichte und die Komponenten
des Priifaufbaus belastet. Die gewdéhlte Amplitude betrdgt App=15 mm, die gewahlte
Frequenz betrégt f=0,01 Hz, was der minimal méglichen Frequenz der Messeinrichtung
entspricht (da auBer bei der Materialpaarung Scheibe/Belége die Zielsetzung in quasi-
statischen Verschiebevorgéngen liegt). Durch die Parameterwahl ergeben sich eine
Schwingungsdauer von T=100s und ein Geschwindigkeitsband zwischen 0 und
0,94 mm/s. Die Berechnung der Reibwerte ergibt sich wie folgt:

182 Breyer, Bill: Bremsenhandbuch, S. 325
183 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, S. 329 ff.
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Hyp =+ (5-9)

In Abbildung 5-8 sind die \Versuchsergebnisse der drei untersuchten Reibpaarungen
dargestellt. Der zur Auswertung der Reibwerte verwendete Bereich liegt zwi-
schen -10 mm und +10 mm, um die Randbereiche bei Richtungsumkehr nicht mit zu
erfassen.
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Abbildung 5-8: Gemessene Reibwertverlaufe tber Verschiebegeschwindigkeit.

Dargestellt sind jeweils funf Bewegungszyklen pro Reibpaarung sowie die Mittelwerte.
Ausgewertet werden die mittleren Reibwerte im eingezeichneten Bereich fur jede Be-
wegungsrichtung (u+ und p-). Der mittlere Gesamtreibwert (Uq,) ergibt sich durch die
erneute Mittelung der beiden Werte. Die Ergebnisse sind in Tabelle 5-2 aufgelistet.

Tabelle 5-2: Gemessene mittlere Reibwerte dreier Reibpaarungen.

Reibpaarungen M+ M- Hm 4
1) | Hammerkopf/ | 108 | 0,104 0,106 0,002
Halter
) Démpfqusblech/ 0,184 0,188 0,186 0,005
Gehause
(3) | Dampfungsblech/ | g 307 | 0,305 0,306 0,007
Kolben

Erkennbar wird, dass sich nur geringe Unterschiede zwischen den Reibwerten der posi-
tiven und der negativen Bewegungsrichtung ergeben. Des Weiteren wird deutlich, dass
im untersuchten Reibgeschwindigkeitsbereich (zwischen 0 und 0,94 mm/s) kein er-
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kennbarer Einfluss der Reibgeschwindigkeit feststellbar ist. Der mittlere Gesamtreib-
wert der Materialpaarung Hammerkopf / Halter betragt 0,106, der der Reibpaarung
Dampfungsblech / Gehduse 0,186 und der zwischen Dampfungsblech und Kolben 0,306
(Materialproben auch im Anhang Kapitel 11.2.2).

Zur Implementierung der Reibung im Simulationsmodell wird Coulombsche Reibung
wie folgt angenommen:

(V) = p-sgn(v) (5-10)

Obige Reibwertbeschreibung besitzt aber fir die Geschwindigkeit v=0 eine Unstetig-
keitsstelle, die hinsichtlich der Berechnungsnumerik problematisch sein kann. Zur
Vermeidung dieser Unstetigkeit wird der folgende abgewandelte Ansatz zur Implemen-

tierung verwendet'®*:

H(v) = p-tanh (k; -v) (5-11)

Uber die Steigung kyr kann dabei der Ubergang zwischen negativer und positiver Ge-
schwindigkeit stetig modelliert werden. Zur erweiterten (im Rahmen dieser Arbeit aber
nicht verwendeten) reibgeschwindigkeitsabhangigen Modellierung stehen alternative
Ansitze wie beispielsweise der von Pacejka® zur Verfiigung.

In Abbildung 5-9 sind die mit obigem Beschreibungsansatz berechneten Reibwertver-
laufe (nach Parametrierung mittels der gemessenen Reibwerte) dargestelit.
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Abbildung 5-9: Reibwertverlaufe der drei Reibpaarungen nach Parametrierung.
Erkennbar wird bei den drei Reibpaarungen der stetige Reibwertanstieg im Bereich der

Reibgeschwindigkeit unterhalb 0,002 mm/s. Bezlglich der Verkirzung der Berech-
nungsdauer (im Gesamtmodell vgl. Kapitel 6.2) ist ein moglichst flacher Reibwertan-

184 penestri: Multibody Dynamics Simulation with Dahl Friction, 2007
185 pacejka: Tyre and Vehicle Dynamics, 2002
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stieg zielflihrend. Dieser ist aber mit einer moglichen Verschiebung im Bereich geringer
Geschwindigkeiten verbunden. Die zunehmende Steigung fuhrt dagegen zu einer Anné-
herung an die Signumfunktion aus Formel (5-10). Dadurch werden zur Berechnung
geringere Schrittweiten erforderlich und die Berechnungsdauer erhoht sich. Die ge-
waéhlte Ursprungssteigung betrdgt im Rahmen dieser Arbeit kyt=500. Deutlich geringere
Werte fuhren in Teilbereichen zu anderen Simulationsergebnissen (Vergleich anhand der
Hammerkopfbewegung, Anhang Abbildung 11-18).

Bei den Reibkontakten Hammerkopf / Halter, Kolben / Dd&mpfungsblech und Gehé&u-
se / Dampfungsblech handelt es sich um flachige Reibkontakte. Eine Erweiterung der
Reibung in einer Richtung, zur Reibung in der Ebene, wird erforderlich. Wird der Kon-
takt des Hammerkopfes zum Halterarm betrachtet, findet zum einen eine Bewegung in
Zuspannrichtung (vgl. Modellvorstellungen aus Abbildung 4-4, y-Richtung) statt, zum
anderen kann auch eine Bewegung in radialer Richtung (vgl. Abbildung 4-6,
z-Richtung) entstehen. Fur die Kontaktstelle zwischen dem Kolben und dem inneren
Dampfungsblech, sowie fir die zwischen dem Gehduse und dem duReren D&mpfungs-
blech, gilt Ahnliches. Die Verschiebung kann in Umfangsrichtung, in radialer Richtung
oder in einer Kombination von beiden stattfinden, wie in Abbildung 5-10 veranschau-
licht.

u m

Abbildung 5-10: Prinzip der Reibkraft in der Ebene.

Dargestellt ist ein Korper auf einer Gleitebene. Die Bewegung des Korpers wird durch
einen Geschwindigkeitsvektor v in der x-y-Ebene beschrieben. Der Korper wird durch
die Normalkraft Fy belastet, woraus sich bei vorhandenem Reibwert u eine entgegen
dem Geschwindigkeitsvektor wirkende Reibkraft Fg einstellt. Die Bewegungsrichtung
(d.h. der Geschwindigkeitsvektor in der Ebene) ist zun&chst unbekannt und ergibt sich
durch die auf den Korper einwirkenden Krafte (d.h. dem Kdrper wird eine Bewegungs-
richtung aufgezwungen). Die auf den Kdorper in der Ebene wirkende Reibkraft ergibt
sich wie folgt:

FR(V)=_FT-\7= i 2~[VX} (5-12)

Durch Erweiterung dieses Ansatzes mit der Reibwertbeschreibung aus Formel (5-11)
ergibt sich folgende Beschreibung der Reibkréfte in der Gleitebene:
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—

\Y

Fr (V):—H~tanh(kw-|v|).m. =
) \fvxz +vy2 '{vj

Dieser Ansatz wird im Simulationsmodell an verschiedenen Stellen implementiert und
je nach vorhandener Reibpaarung unterschiedlich parametriert. Ein Anwendungsfall ist
die Reibkraftinduktion an jeder der funf Federn des in Abbildung 5-4 vorgestellten
Belagmodells. Weitere Anwendungsfalle sind die Reibkrafte zwischen den Hammer-
kdpfen und den Halterarmen sowie die an den Dampfungsblechen.

5.1.3 Bremsbelagverschleil}

Wie in Abbildung 5-4 dargestellt, werden die Belé&ge Uber je funf Federn abgebildet. Die
Gesamtfedersteifigkeit entspricht dem nichtlinearen Verlauf der K6-Versuche (vgl.
Abbildung 5-2). Durch die Belagform (vgl. Matrixmodell M;) ergeben sich flnf Ge-
wichtungsfaktoren, die die Gesamtsteifigkeit auf die fiinf diskreten Federn verteilen. Ein
Berechnungsergebnis des Belagmodells (bei Belastung) ist eine Normalkraft an jeder
der funf Federn. Beim Kontakt zwischen der Scheibe und dem Belag wirkt zudem eine
Reibgeschwindigkeit an jeder Federposition (Berechnung basierend auf der Drehzahl
der Scheibe und dem Abstand der Federposition vom Scheibendrehmittelpunkt).

Grundlage verschiedener VerschleiBansétze aus Kapitel 2.2.3 ist die Abhdngigkeit von
der Reibarbeit. Beispiele sind der Ansatz nach Popov'® und Archard'®’ et al.. Nach
Popov gilt fir das Verschleivolumen V:

vk (5-14)
h
Darin ist W die Reibarbeit, h die Harte des Materials und k der VerschleiRkoeffizient.
Auf eine direkte Abhangigkeit der Temperatur wird nicht eingegangen. Eine Abhéngig-
keit des VerschleiBkoeffizienten sowie der Harte des Materials von der Temperatur wird
erwartet, so dass die Temperatur indirekt einen Einfluss auf das \Verschleilvolumen V
besitzt.

Obiger Ansatz bedeutet, dass es bei konstanter Temperatur einen proportionalen Zu-
sammenhang zwischen der Reibarbeit und dem VerschleiBvolumen gibt. Wird die An-
nahme konstanter Reibmaterialdichte getroffen (was nur eine Anndherung ist), wird ein
proportionaler Zusammenhang zwischen der Reibarbeit und der VerschleiBmasse erwar-
tet.

188 popov: Kontaktmechanik und Reibung, 2009, S. 270
187 Archard, Hirst: Wear of Materials, 1958, S. 70 ff.
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Zur Untersuchung dieses Zusammenhangs wird der in Abbildung 5-7 dargestellte Reib-
wertprufer am Hydropulserprifstand eingesetzt. Anstatt den verwendeten Metallproben
wird eine Reibbelagprobe (Flache 4 cm?, vgl. Anhang Kapitel 11.2.2) auf einer Guss-
unterlage zyklisch bewegt. Messtechnisch erfasst werden die Reibkraft und der Ver-
schiebeweg.

Nach insgesamt acht Versuchen unterschiedlicher Zeitdauer (jeweils zwischen 0,5 und
1,5 Stunden Verschiebezeit) werden die Reibarbeit (das Produkt der gemessenen Reib-
kraft und des Verschiebeweges) sowie die verschlissenen Belagmassen (per Waage mit
einer Auflésung von 0,1 mg) erfasst. Die mittels der Gewichte aufgebrachte Normal-
kraft entspricht einem Bremsdruck von 33 bar beim Referenzsystem (vgl. Kapi-
tel 7.1.1). Der (reibarbeitsbezogene) Volumenverschleil3koeffizient Cy,, lasst sich dann
wie folgt berechnen:

1 Am

(5-15)

Fur die 16 Versuchsdurchfiihrungen mit einer identischen Materialpaarung ergibt sich
im  Mittel eine volumenbezogene Verschleilkonstante von 91,22 mms3/MJ
(264,55 mg/MJ) bei einer Standardabweichung von 23,56 mm3/MJ (69,56 mg/MJ). Die
Gesamtarbeit pro Versuch betragt zwischen 82 kJ und 196 kJ (vgl. Anhang Tabel-
le 11-4).

Die Verschlei3faktoren der SMP-Versuche (Scheibentemperatur 300 °C) sind dagegen
hoher. Sie betragen im Mittel aus 15 Messungen 222,42 mm3/MJ (645,02 mg/MJ) bei
einer Standardabweichung von 17,69 mm3/MJ (51,31 mg/MJ). Die Reibarbeit betragt
zwischen 22 MJ und 24 MJ (vgl. Anhang Tabelle 11-6).

Fur die Implementierung des Verschleilansatzes im Simulationsmodell werden die
vereinfachten Annahmen getroffen, dass sich in Abh&ngigkeit der an der jeweiligen
Belagfeder entstehenden Reibarbeit die Federlangen reduzieren.

Der VerschleiBansatz aus Formel (5-14) bezieht sich auf das VerschleiRvolumen, im
Simulationsmodell sind dagegen diskrete Federn modelliert. Es wird die Annahme
getroffen, dass der jeder Feder zugehorige Flachenanteil proportional zur Nachgiebig-
keit ist (d.h. ein geringer Steifigkeitsanteil an einer der finf Federn fuhrt zu einer gro-
Reren Anpressflache). Die Verkiirzung einer Belagfeder berechnet sich wie folgt:

Al = Co .
ki AB
Darin ist Fr die absolute Reibkraft zwischen jeder Belagfeder und der Scheibe (in Um-

fangsrichtung und Radialrichtung), vg die absolute Reibgeschwindigkeit, pg die Dichte
des Belagmaterials, ki der Steifigkeitsanteil der Feder (vgl. Kapitel 5.1.1) und Ag die

[ Fe v ot (5-16)
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Belagflache. Das Produkt aus k; und Ag entspricht dem Verschlei3flachenanteil an jeder
der funf Federn pro Belag.

5.1.4 Gehausedeformation

Wie im Stand der Technik in Kapitel 2.2.1.2 dargestellt, kommt dem Effekt der
Sattelaufweitung beim Zuspannprozess der Radbremse eine entscheidende Bedeutung
zu. Bereits Tirovic'® et al. stellen fest, dass die Geh4usedeformation auf beiden Schei-
benseiten unterschiedlich grof3 sein kann, wodurch sich auch der effektive Reibradius
bei Druckaufbringung unterschiedlich vergroRert. Demnach wird die Diskretisierung
des Gehauses aus den Modellvorstellungen (vgl. Kapitel 4.1.1) in Form zweier Drehfe-
dern gewdhlt. In diesem Kapitel wird der Ansatz zur Prifung dieser Diskretisierung
vorgestellt. Des Weiteren wird die Eignung der linearen Bauteil-FEM*®® zur Ermittlung
der Drehfedersteifigkeiten (fur den Fall, dass CAD-Daten vorhanden sind) untersucht.

Zur Untersuchung der Gehéausedeformation wird der in Abbildung 5-11 dargestellte
Versuch am Hydropulserprifstand durchgefiihrt.

Abbildung 5-11: Komponentenversuch zur Analyse des Geh&usedeformationsverhaltens.

Das Gehé&use ist an der FS befestigt. Der StoRel wirkt mittels einer verlédngerten Kraft-
einleitung auf den Zylinderboden der KS. Die Krafteinleitung erfolgt in Schritten von
500 N bis zu einer Maximalkraft von 10 kN, was bei der Referenzradbremse (vgl. Kapi-
tel 7.1.1) einem Bremsdruck von 40 bar entspricht. Die Krafteinleitung erfolgt in der
virtuellen Kolbenachse. Die Verformung des Gehduses wird an der KS, in Relation zur
Gehdusebefestigung (die an der FS ist), gemessen (Auflésung Messuhr £5 um). Fur die
maximale Kraft von 10 kN ergibt sich bei diesem Aufbau und dreifacher Versuchswie-
derholung jeweils die gleiche Gesamtverformung von 140 pm (vgl. Messposition in
Abbildung 5-11).

18 Tirovic, Day: Disc Brake Interface Pressure Distribution, 1991
189 Wie sie bei vielen CAD-Systemen integriert ist
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Entsprechend dem Versuchsaufbau wird die Simulation mittels der linearen Einzelteil-
FEM durchgefihrt. Das Gehause wird an der FS fixiert und die Kraft auf einer Ersatz-
flache am Zylinderboden aufgebracht. In Abbildung 5-12 sind der simulierte Lastfall
und die Randbedingungen dargestellt.

: Krafteinleitung KS
I Befestigung FS

| Innere Messposition |

Abbildung 5-12: FEM-Randbedingungen zur Simulation des Komponentenversuchs.

Fur die Berechnung werden die bekannten Materialdaten zugrunde gelegt. Der E-Modul
des Werkstoffes EN-GJS-550 betrdgt 174000 N/mmz2 und die Querkontraktionszahl
betragt 0,28. Der faustseitige Gehduseteil wird komplett fixiert (Festlager) und nur die
KS belastet. Auf der KS ist die Krafteinleitungsstelle erkennbar sowie die erganzten
Messtellen auf gleicher Hohe (in z-Richtung, Koordinatensystem vgl. Abbildung 4-1).
Die berechnete Deformation an der &ufleren Messstelle (als Vergleich zum Versuch)
betragt 105,2 pum.

Werden die Ergebnisse von Versuch und FEM verglichen, ergibt sich fiir den Versuch
140 pm und fiur die Simulation nur 105,2 um. Die Abweichung betragt -24,9 %. Die
Ursache fur die Abweichung wird bei den im Versuch schwierig zu kontrollierenden
Randbedingungen gesehen. An der Befestigung der FS im Versuch kann entgegen den
Randbedingungen der FEM eine Verkippung (ber die Anlageflache entstehen
(Verkippung um die x-Achse, vgl. Koordinatensystem aus Abbildung 4-1). Die gewéhl-
ten Randbedingungen der FEM passen folglich nicht exakt zu denen des Versuchs.

Zur weiteren Anndherung wird die Randbedingung der FS durch Modellierung einer
Ersatzflache, wie in Abbildung 5-13 dargestellt, modifiziert.

Befestigung FS

Abbildung 5-13: Geénderte Randbedingung der FEM.

Die Ersatzflache befindet sich in der HOohe der virtuellen Kolbenachse. Die berechnete
Deformation betrégt durch diese ge&dnderten Randbedingungen bei sonst unverédndertem
FEM-Modell (gleiche NetzgroRe) 118,8 um an der &uReren Messstelle (vgl. Mess-
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position Abbildung 5-12). Die Abweichung zum Versuch von -24,9 % verringert sich
durch die verénderte Randbedingung auf -14,1 %.

Der vorherige Lastfall, mit einer einseitigen Befestigung des Gehduses (auf der FS), ist
zum Vergleich zwischen Versuch und FEM geeignet (da eine geeignete Befestigung im
Versuch bendtigt wird). Zur Berechnung der Drehfedersteifigkeiten des diskretisierten
Gehdusemodells ist eine mittige Befestigung des Geh&uses bei gleichzeitiger Belastung
der KS und der FS geeigneter. Die Ursache besteht darin, dass aus einer Gesamtdefor-
mation nicht eindeutig auf den Anteil jeder Drehfeder zuriickgeschlossen werden kann.
Durch die einzelne Belastung der KS und der FS lassen sich die Drehfedersteifigkeiten
unabhéngig voneinander berechnen.

Erforderlich wird eine weitere Krafteinleitungsstelle auf der FS, die ebenfalls in der
virtuellen Kolbenachse liegt. In Abbildung 5-14 ist diese zusammen mit den berechne-
ten Verformungen bei 10 kN dargestellt.

Messposition FS

Krafteinleitung FS

Abbildung 5-14: Berechnung der Gehduseaufweitung mit der FEM.

Der Berechnung nach ergibt sich auf der KS eine Deformation von 70,9 um und auf der
FS eine Deformation von 53,8 um bei 10 kN.

Erkennbar wird anhand der Ergebnisse, dass die Deformationen auf beiden Seiten unter-
schiedlich sind, so dass auch von einer mit zunehmendem Druck unterschiedlichen
radialen Verlagerung der effektiven Reibradien auf beiden Seiten ausgegangen werden
darf, wie von Tirovic et al. (vgl. Kapitel 2.2.1.2) dargestellt.

Basierend auf den Berechnungsergebnissen der FEM ergeben sich die Drehfedersteifig-
keiten Knou ks Und Knou ss (Vgl. Abbildung 4-1) wie folgt:

2.7-F-ly,

A
360-arctan (yks”sj

3/1

k (5-17)

HOU ks/fs —

Fur die Drehfeder der KS ergibt sich eine Drehfedersteifigkeit von 1770 Nmm/° und fr
die der FS 2467 Nmm/°.
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Zur Uberpriifung des Deformationsverhaltens wird ein virtueller Komponentenversuch
aufgebaut. Die Randbedingungen werden entsprechend der FEM-Berechnung aus Ab-
bildung 5-14 (mittige Befestigung) gewahlt. \erglichen werden die Deformationen der
KS und die der FS auf Hohe der Kolbenachse. Der Kraftanstiegsgradient wird mit
1 kN/s gewahlt, die Maximalkraft mit 10 kN.

In Abbildung 5-15 sind zum einen die Versuchsergebnisse (Messung der Gesamtdefor-
mation an der duReren Messstelle) dargestellt. Des Weiteren sind die per FEM berech-
neten Deformationen der KS und der FS sowie die Summe beider dargestellt. \Vergli-
chen werden die Verldaufe mit denen im virtuellen Komponentenversuch berechneten
Deformationen (des Starrkdrpermodells).
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Abbildung 5-15: Virtueller Gehdusedeformationsversuch.

Der Deformationswert der KS aus der FEM von 70,90 um (bei 10 kN) betragt beim
Simulationsmodell 70,85 um, der Deformationswert der FS von 53,83 um liegt beim
Simulationsmodell bei 53,86 um. Die Deformationssumme (des Starrkdrpermodells)
betragt 124,71 um, die des FEM-Modells 124,72 um. Das Deformationsverhalten wird
somit mit einer Abweichung von +0,016 % angené&hert.

Erkennbar wird auch, dass sich die gemessenen Deformationswerte nicht linear zur
belastenden Kraft erhéhen, sondern ein geringfligig progressiver Verlauf entsteht. Flr
die anschlieRende Reduzierung der Kraft entsteht eine Hysterese von maximal 5 pm.

Maogliche Ursachen fir die bleibenden Abweichungen sind Unterschiede zwischen den
Randbedingungen des Versuchs und denen der FEM. Beispiele sind Abweichungen des
angenommenen zum realen Materialverhalten. Des Weiteren sind Unterschiede bei der
Befestigung der FS vorhanden. In der FEM wird daflr eine ideal starre Befestigung
angenommen. Im Versuch kann Reibung an der Anschraubflache, sowie ein Verkippen
der Anschraubflache uber die Anlageflache, nicht vollstandig vermieden werden.
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5.1.5 Bremsenhalterdeformation

Die Deformation des Bremsengehé&uses, wie in der Literatur an vielen Stellen aufgefthrt
(vgl. Kapitel 2.2.1.2), hat einen Einfluss auf die Veranderung der Flachenpressung
zwischen den Belagen und der Scheibe in radialer Richtung. Wie bereits von Tamari®
et al. festgestellt, besitzt das Deformationsverhalten des Bremsenhalters einen Einfluss
auf die Anpressung der Belage in Umfangsrichtung. In diesem Kapitel werden Ergeb-
nisse der Untersuchung des Bremsenhalters (auf Basis des Referenzsystems,
vgl. Kapitel 7.1.1) vorgestellt. Die Prifung der gewahlten Diskretisierung erfolgt durch
den Vergleich zwischen den experimentellen Ergebnissen und unterschiedlichen, per
FEM berechneten, Lastfallen. Der Fokus liegt auch in dem Einfluss der Anschraubung
des Halters zum Achsschenkel.

Zur Analyse des Deformationsverhaltens wird der Halter am Hydropulserprifstand
verschraubt und die vier verschiedenen Kontaktpunkte zu den Rickenplatten der Belage
nacheinander belastet. Der Versuchsaufbau ist in Abbildung 5-16 dargestellt.

Abbildung 5-16: Versuchsaufbau zur Untersuchung des Halterdeformationsverhaltens.

Dargestellt ist ein beispielhafter Belastungsfall am Kontaktpunkt der einlaufseitigen
Kolbenseite (KS-E). Die Deformation wird neben der Krafteinleitungsstelle (per Mess-
uhr, Auflésung £5 um) und in Bezug zur Anschraubung des Halters gemessen. Die
Maximalkraft betragt 2,5 kN. Die gemessenen Deformationswerte sind in Tabelle 5-3
aufgelistet.

Tabelle 5-3: Gemessene Halterdeformation an den vier Kontaktpunkten.

Position Kraft Deformation
1 KS-E 2,5 kN 15 um
2 KS-A 2,5 kN 20 um
3 FS-E 2,5 kN 365 um
4 FS-A 2,5 kN 355 um

190 Tamari, Doi, Tamasho: Contact Pressure of Disc Brake Pad, 2000
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Das Anschraubmoment des Halters betragt 130 Nm. Erkennbar wird, dass der Halter an
den Kontaktpunkten auf der KS deutlich steifer ist als an denen der FS, was aufgrund
der unterschiedlichen Kraglangen (vgl. Anhang Kapitel 11.1) zu erwarten ist.

Um das Deformationsverhalten mit der Einzelteil-FEM zu untersuchen, werden Ersatz-
flachen zur Krafteinleitung modelliert. Die Verformung wird wie im Versuch neben der
Krafteinleitungsstelle gemessen, um lokale Deformationen nicht mit zu erfassen.

Unterschieden wird, wie von Ballinger (vgl. Kapitel 2.2.1.7) vorgegeben und in Abbil-
dung 5-17 dargestellt, zwischen der Anschraubung als Festgelenk und der als Drehge-
lenk.

Festgelenk Drehgelenk

Abbildung 5-17: Krafteinleitungsstellen und Befestigungsvarianten.

Der Halter besteht aus EN-GJS-550 mit einem E-Modul von 174000 N/mm?2 sowie einer
Querkontraktionszahl von 0,28. Die Berechnungsergebnisse flr beide Befestigungs-
varianten sind zusammen mit den bereits zuvor dargestellten Versuchsergebnissen in
Tabelle 5-4 aufgelistet.

Tabelle 5-4: Mittels FEM berechnete Halterdeformationen bei unterschiedlicher Anbindung.

Position Kraft Deformation Deformation Versuch
Drehgelenk Festgelenk
1 KS-E 2,5 kN 50,9 um 11,2 um 15 um
2 KS-A 2,5 kN 83,6 um 13,5 um 20 um
3 | FS-E 2,5 kN 399,4 um 360,2 um 365 um
4 | FS-A 2,5 kN 371,7 um 270,7 um 355 um

Erkennbar wird, dass die Deformationswerte mit Drehgelenk tiber denen mit Festgelenk
liegen. Erstere liegen dabei Gber denen des experimentellen Versuchs, letztere darunter.
Werden die Abweichungen der Variante mit Drehgelenk zum Versuch betrachtet, liegen
diese (in Reihenfolge der Tabelle) 239 %, 318 %, 9,4 % und 4,7 % hoher. Werden die
Abweichungen der Variante mit Festgelenk betrachtet, liegen diese 25 %, 32 %, 1,2 %
und 24 % darunter.

Eine mogliche Ursache daftr ist der Einfluss der Anschraubreibung. Diese ist bei den
Kontakten der KS ausschlaggebender als bei denen der FS. Aufgrund der grofieren
Kragléangen an den Kontakten der FS Uberwiegt dort die Biegung.

Zur Untersuchung des Einflusses des Anschraubmomentes auf das Deformationsverhal-
ten des Halters, wird in einer weiteren experimentellen Untersuchung das Anschraub-
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moment von 40 Nm bis zu 200 Nm variiert und die Deformation am Kontaktpunkt
KS-E gemessen. Die Krafterhohung erfolgt in Schritten von 500 N bis auf 5 kN. Die
\ersuchsergebnisse sind in Abbildung 5-18 dargestellt.
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Abbildung 5-18: Gemessene Halterdeformationen bei Variation des Anschraubmomentes.

Erkennbar wird, dass sich kein lineares Deformationsverhalten ergibt. In obigem Gra-
phen werden die diskreten Messstellen durch Polynome 3. Ordnung angenéhert. Deut-
lich wird auch, dass sich mit zunehmendem Anschraubmoment das Deformationsver-
mogen verringert. Der Effekt der Anschraubreibung wird auch beim Entlasten der
Halterarme deutlich. Fur die unterschiedlichen Anschraubmomente bleiben Deforma-
tionen zwischen 15 um und 30 um nach der Beanspruchung mit 5 kN (im dann unbelas-
teten Zustand) zur(ck.

Im Vergleich der Berechnungsergebnisse mit den \Versuchsergebnissen wird deutlich,
dass zur Modellierung des Halters neben dem Deformationsverhalten auch der Effekt
der Anschraubreibung notwendig ist. Dadurch werden Anpassungen der in Kapitel 4.1.2
gewadhlten Halterdiskretisierung erforderlich. Um die Reibung an den Anschraubstellen
zu ermdglichen, werden diese wie in Abbildung 5-19 dargestellt, als Drehgelenke aus-
gefuhrt.

Abbildung 5-19: Modifizierte Halterdiskretisierung mit Drehgelenken und Anschraubreibung.
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Der Halter wird aus vier uber Drehfedern gekoppelten Starrkérpern modelliert. An den
Stellen (A) und (C) befinden sich reine Drehgelenke ohne Drehsteifigkeit, aber mit
Anschraubreibung. Zur Implementierung dieser wird der bereits in Kapitel 5.1.2 ver-
wendete Reibansatz auf die Rotation angewendet. Der Reibwert zwischen Halter und
Anschraubung wird mit 0,1 angenommen (basierend auf Parametervariationen und dem
Ergebnis in Abbildung 5-20). In (B) wird eine Drehfeder modelliert, wodurch in (A)
oder (C) ein zusétzlicher Verschiebefreiheitsgrad erforderlich wird. Die Drehfedersteif-
igkeiten in (D) und (E) berechnen sich prinzipiell nach Formel (5-17). Der Vergleich
zwischen virtuellem und experimentellem Komponentenversuch ist in Abbildung 5-20
dargestellt.
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Abbildung 5-20: Deformationsverhalten des Simulationsmodells im Vergleich.

Dargestellt sind die Deformationen des Kontaktes KS-E. Erkennbar wird, dass das
Starrkorpermodell ohne Anschraubreibung das Verhalten des FEM-Modells mit Drehge-
lenk (und ohne Reibung) ziemlich exakt anndhert. Bei 5 kN liegt die Deformation des
FEM-Modells bei 101,9 um, die des Simulationsmodells bei 102,2 um, was einer Ab-
weichung von +0,3 % entspricht. Flr den Lastfall mit Anschraubreibung (Anschraub-
moment 130 Nm) betrégt die experimentell ermittelte Deformation 49,1 um, die des
virtuellen Komponentenversuchs liegt bei 51,8 um, was einer Abweichung von +5,5 %
entspricht.

5.1.6 Dampfungshiilsen/Bushings

Den Modellvorstellungen aus Kapitel 4.1.1 nach wird die durch den hydraulischen
Druck erreichbare Spannkraft der KS durch die Kraft zwischen Kolben und Kolben-
dichtring reduziert. Die der FS wird zudem durch die Kraft in den Dampfungshilsen
(im Folgenden auch als Bushings bezeichnet) reduziert. Des Weiteren wird bei einer
Gehéuseverschiebung in Umfangsrichtung, sowie bei einer tberlagerten Gehdusever-
drehung, eine Zunahme der Verschiebekréfte der Bushings erwartet (vgl. Modellvorstel-
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lungen Kapitel 4.1.2). Mogliche Auswirkungen dieser erhdhten Verschiebekréfte auf die
Spannkraftreduktion sind unbekannt.

Zur Untersuchung der Verschiebekraft zwischen der Dampfungshilse und dem Fuhr-
ungsbolzen wird der in Abbildung 5-21 dargestellte Versuchsaufbau am Hydropulser-
prufstand eingesetzt.
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Abbildung 5-21: Versuchsaufbau zur Untersuchung der Dampfungshilsen/Bushings.
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Die Dampfungshilse wird mittels des dargestellten Aufbaus befestigt. Die Passung der
Aufnahme wird den Fertigungsunterlagen des Gehauses entnommen. Uber den am
HydropulserstoRel befestigten Flhrungsbolzen wird die Relativbewegung vorgegeben.
Als Wegvorgabe wird eine Dreiecksfunktion y(t) mit einer Amplitude von +1,5mm
gewahlt. Die Verschiebefrequenz betragt 0,1 Hz, was einer \erschiebegeschwindigkeit
von 0,6 mm/s entspricht. Die Verschiebekraft wird am HydropulserstéRel gemessen.
Neben der mittigen Position sind eine Verdrehung der Bushingbefestigung (fur den
Lastfall einer Gehduseverdrehung) sowie eine Verschiebung (fir den Lastfall einer
Gehduseverschiebung in Umfangsrichtung) mdéglich. In Abbildung 5-22 ist der aufge-
zeichnete Kraftverlauf tber dem Verschiebeweg dargestellt.
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Abbildung 5-22: Gemessene Verschiebekraft der Dampfungshulsen/Bushings.
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Der dargestellte Kraftverlauf entspricht zehn Bewegungszyklen. Ergénzend ist der
mittlere Verschiebekraftverlauf eingezeichnet. Die mittlere Deformationssteifigkeit
berechnet sich Uber die Steigung um die Nulllage der Kraft zu 412 N/mm. Die Ver-
suchsergebnisse zeigen, dass beim Kraftanstieg zunéchst ein Bereich der Deformation
entsteht. Bei einer mittleren Kraft von 32,5 N entsteht danach Gleitreibung zwischen
dem Bushing und dem Fihrungsbolzen. Gleiches Verhalten zeigt sich bei jeder Rich-
tungsumkehr.

In Tabelle 5-5 sind die maximalen \erschiebekrafte fir die Lastfalle Verdrehung und
Radialkraft aufgelistet. Die dargestellten Werte entsprechen der mittleren Kraft um die
Nullposition des Weges (vgl. Abbildung 5-22). Als maximalen Verdrehwinkel werden
4° und als maximale Radialkraft 4 kKN (begrenzt durch den Priifstand) angenommen.

Tabelle 5-5: Gemessene Verschiebekraft der Bushings bei Verdrehwinkel und Radialkraft.

Versuch Variation Kraft
Basis 0° 325N
Standardabweichung & (n=16) 39N
1° 325N
Verdrehwinkel 2" 338N
3° 350N
4° 38,1 N
1000 N 50,4 N
Radialkraft 2000 N 80.2N
3000 N 102,1 N
4000 N 108,8 N

Erkennbar wird, dass der Verdrehwinkel einen geringeren Einfluss als die Radialkraft
besitzt. Bei einem Verdrehwinkel von 4° erhdhen sich die Verschiebekrafte um 17,2 %
(im Vergleich zu Basisvariante). Die Radialbeanspruchung von 4 kN fiihrt zu einer
Erh6hung von 234,8 %.

Wird die gemessene maximale Verschiebekraft von 108,8 N mit der idealen Kolbenkraft
der Radbremse bei 160 bar (40,8 kN) verglichen, entspricht dies einem Spannkraftver-
lust von 0,27 % bzw. einem Druckverlust von 0,43 bar. Allerdings sind die Belastungs-
zustande der Bushings an der Radbremse unbekannt und kénnen demnach auch ober-
halb von den angenommenen 4 kN liegen. Mdgliche Spannkraftverluste dadurch
werden an spaterer Stelle diskutiert (vgl. Kapitel 6.1.2).

Zur Implementierung des virtuellen Komponentenversuchs wird die Reibkrafterhthung
in der folgenden Form modelliert:

I:R,BUS (FN,BUS) = I:R,BUS,O + mF : I:N,BUS (5_18)

Die Ausgangsverschiebekraft Frguso entspricht der Basisverschiebekraft ohne Radial-
beanspruchung (vgl. Abbildung 5-22). Fygus entspricht der Radialkraft zwischen dem
Bushing und dem Fihrungsbolzen, die sich aufgrund des Lastfalles ergibt (und im
Simulationsmodell zu jedem Zeitschritt mit berechnet wird). Der Faktor mg erhoht die
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maximal mogliche Kraft im Bushing linear mit der Radialkraft und betrégt in dieser
Parametrierung 0,0191. Des Weiteren besitzt jede Dampfungshilse eine Radialsteifig-
keit von 758 N/mm und eine Verdrehsteifigkeit von 440 Nmm/°, die als Federn model-
liert werden.

5.1.7 Dichtringreibung und Kolbenverklemmen

Basierend auf den Modellvorstellungen aus Kapitel 4.1.1 fuhrt die Dichtringreibung zu
einem Spannkraftverlust. Erwartet werden eine Druckabhéangigkeit der Dichtringver-
schiebekraft und eine Verschiebekrafterhohung aufgrund eines Verklemmens des Kol-
bens im Gehéuse. Die Bushingverschiebekraft fuhrt zu einer Spannkraftreduktion von
0,27 % (unter Annahme der getroffenen Randbedingungen). Die Reduktion durch den
Kolbendichtring und durch ein Verklemmen des Kolbens ist dagegen nicht bekannt.

Zur Untersuchung des Kolbenverschiebeverhaltens wird der in Abbildung 5-23 darge-
stellte Versuchsaufbau entwickelt.

Wegvorgabe und
Kraftmessung

Gehéduse mit
Kolbenfiihrung |

' Dichtring

Abbildung 5-23: Versuchsaufbau zur Untersuchung des Kolbenverschiebeverhaltens.

Die aus der Radbremse herausgetrennte Einheit Kolben/Kolbenfuhrung/Dichtring wird
auf dem Messtisch befestigt. Uber den Bremskolben wird eine Verschiebung in Form
einer Dreiecksfunktion y(t) mit einer Amplitude von 1,5 mm und einer Geschwindig-
keit von 0,6 mm/s vorgegeben. Die Kraftmessung erfolgt am wegvorgebenden StoRel.
Der Stol3el wird zum Dichtring koaxial ausgerichtet, so dass sich bei der Verschiebung
ohne Dichtring kein Bauteilkontakt ergibt. Der Dichtring ist vor Versuchsbeginn mehre-
re Tage in Bremsflussigkeit DOT4 eingelegt und befindet sich im Versuchsaufbau im
benetzten Zustand. Die gemessene Verschiebekraft Giber dem \erschiebeweg ist in Ab-
bildung 5-24 dargestellt.
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Abbildung 5-24: Gemessene Dichtringverschiebekraft ohne Druck.

Neben dem Verlauf von zehn Zyklen ist die mittlere \Verschiebekraft eingezeichnet.
Ausgehend von dem unverformten Zustand, bei dem die Verschiebekraft Null betragt,
deformiert sich der Dichtring bis zu einer maximalen \Verschiebekraft von 325 N. Die
mittlere Deformationssteifigkeit um den Nullpunkt ergibt sich zu 1625 N/mm. Danach
erfolgt Gleitreibung. Die Richtungsumkehr fuhrt zu einer Abnahme der Dichtringver-
formung und zu einem gefolgten Anstieg der Verschiebekraft bis wieder Gleitreibung
entsteht. Im Unterschied zur Hysterese der Dampfungshilsen sind im positiven und
negativen Bereich unterschiedliche Deformationssteifigkeiten vorhanden. Eine mogli-
che Ursache daftr ist die unsymmetrische Luftspielfase (Bezeichnung 0,8 x 60°).

Zur Messung der Verschiebekraft des Dichtringes bei Betatigung mit Druck wird die in
Abbildung 5-25 dargestellte Kolbenausgangskraftmessung durchgeftihrt.

Kolben und
Dichtring

Abbildung 5-25: Verlustkraftmessung zwischen Hydraulik und Kolbenkraft.

Das Gehé&useteil wird mit einem Maximaldruck von 160 bar belastet und die Kolben-
kraft mit einer Kraftmessdose (50 kN) gemessen. Die Gesamtnachgiebigkeit des Auf-
baus flhrt zu einem Kolbenverschiebeweg von 1,5 mm. Dadurch ist nicht nur der Be-
reich der Dichtringdeformation (vgl. Abbildung 5-24), sondern auch der Bereich der
Gleitreibung beinhaltet. In Abbildung 5-26 ist die gemessene Kolbenausgangskraft Gber
der aus dem hydraulischen Druck und der Kolbenflache berechneten Kolbeneingangs-
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kraft (rechnerische Druckkraft) dargestellt. Des Weiteren ist der ideale und verlustfreie
Kraftverlauf eingezeichnet.

x 10’

4 pou — —— T = : =2
35 //
i . ' o

25¢

Kolbenausgangskraft [N]
)

Rechnerisch ideal: Gemessen:

05 40828 N 39,9 kN
00 05 1 1 5 2 2 5 3 35 4
Kolbeneingangskraft [N] x10°

Abbildung 5-26: Gemessene Kolbenausgangskraft tiber rechnerischer Kolbeneingangskraft.

Erkennbar wird, dass die gemessene Kolbenausgangskraft geringer ausfallt als die
rechnerische Kolbeneingangskraft. Bei der maximalen rechnerischen Kolbeneingangs-
kraft von 40828 N (entspricht 160 bar beim Referenzsystem, Annahme der Kolbenfla-
che aus den Konstruktionsdaten, vgl. Kapitel 7.1.1) betragt die gemessene Kolbenaus-
gangskraft 39,1 KN (Genauigkeit Kraftsensor 50 N). Die Kraft im Dichtring Fsea
ergibt sich aus dem hydraulischen Druck pnyq und der gemessenen Kolbenausgangskraft

Fx wie folgt:
Fsea = Prya - Ac —Fx (5-19)

Wird diese auf die Kolbeneingangskraft bezogen, ergibt sich der Verlust der Kolbenein-
gangskraft, aufgrund der Dichtringreibung, wie in Abbildung 5-27 dargestellt.
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Abbildung 5-27: Kolbenausgangskraft und Dichtringverluste bei Druckerhéhung.

Erkennbar wird, dass die Dichtringkraft mit dem steigenden Druck anndhernd linear
zunimmt. Die Steigung der Ausgleichsgeraden betrégt 0,0217. Entsprechend ergibt sich
ein mittlerer Verlust der Kolbenaus- zur Kolbeneingangskraft von 2,17 % und damit ein
Dichtringwirkungsgrad #7sea von gerundet 0,98.
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Die druckabh&ngige Dichtringreibkraft wird in folgender Form modelliert:

FSEA( phyd) = FR,SEA,O +Me sea - FPIS,ein (5-20)

Der Erhohungsfaktor mge betragt 0,0217. Die Verschiebekraft erhoht sich entsprechend
linear zur Kolbeneingangskraft (die im Simulationsmodell fir jeden Zeitschritt bekannt
ist). Die Parametrierung erfolgt durch die Ausgangssteifigkeit (vgl. Abbildung 5-24)
von 1625 N/mm und die druckabhéngige maximale Verschiebekraft. Zur Implementie-
rung wird das Backlash-Modell"™ verwendet. Die Simulation gibt die zur Parametrie-
rung verwendeten maximalen \erschiebekréfte (druckabhéngiger Verlust der Kolben-
eingangskraft von 2,17 %) genau wieder. Auf eine vergleichende Darstellung wird an
dieser Stelle verzichtet.

Zur Untersuchung des vermuteten Effektes des Kolbenverklemmens (vgl. Modellvor-
stellungen aus Kapitel 4.1.1 und 4.1.2) wird der in Abbildung 5-23 dargestellte Ver-
suchsaufbau verwendet. Im Unterschied zum Dichtringverschiebekraftversuch wird das
Gehduseteil gegenlber dem Kolben verdreht (um die z-Achse). Das Verdrehmoment
zwischen Kolben und Geh&duse wird iber eine Kraftmessdose im Abstand zum Dreh-
punkt erfasst. Die Erhéhung des eingeleiteten Momentes erfolgt von 100 Nm bis
300 Nm in Intervallen von 50 Nm. Ein Kolbendichtring ist nicht verbaut. Der Verschie-
beweg wird ebenfalls per Dreiecksfunktion mit einer Amplitude von £1,5 mm und einer
\erschiebegeschwindigkeit von 0,6 mm/s vorgegeben. In Abbildung 5-28 sind die
gemessenen Verschiebekraftverlaufe dargestellt.
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Abbildung 5-28: Gemessene Reibung zwischen Kolben und Gehause.

Erkennbar wird, dass sich die Reibkrafte mit zunehmendem Moment erh6hen. Des
Weiteren zeigt sich, dass die Verschiebekréfte fur das Einfahren des Kolbens groRer
ausfallen als die des Ausfahrens. Die Ursache daflir besteht in einer Selbstverstarkung
beim Einfahren des Kolbens und einer Selbstschwéchung beim Ausfahren des Kolbens

191 Internetquelle: http://www.mathworks.de/help/toolbox, besucht am 17.08.2011
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(vgl. Modellvorstellung in Abbildung 5-28). Die mittlere \Verschiebekraft (Mittelwert
aus Ein- und Ausfahren um die Nullposition des Weges) bei 300 Nm betragt 2560 N.

Mit der bekannten Verschiebekraft Fyp lasst sich durch Kréftegleichgewicht in Ver-
schieberichtung und Momentengleichgewicht um den zentralen Drehpunkt in der Kol-
benmitte der Reibwert zwischen Kolben und Gehause wie folgt berechnen*®:

FHP : I|<,in
M = m (5-21)
Mit der mittleren Kraft Fyp von 2597 N (Ausgleichsgerade vgl. Abbildung 5-29), dem
bekannten eingeleiteten Moment Myp von 300 Nm und der im Gehduse befindlichen
Kolbenlange Ik i» von 43,20 mm (vgl. auch Anhang Kapitel 11.1) ergibt sich ein mittlerer
Reibwert p von 0,19. Dieser Reibwert wird zur Parametrierung der Reibung zwischen
Kolben und Gehé&use verwendet.

Zur Modellimplementierung wird die Verbindung zwischen Kolben und Kolbenfiihrung
Uber einen inneren und einen &uBeren Kontaktpunkt modelliert (Positionierung ent-
spricht den Angriffspunkten der Normalkrafte Fy in Abbildung 5-28). Das Spiel zwi-
schen Kolben und Kolbenfuhrung betragt, dem Referenzsystem entsprechend, 30 pum
(vgl. Kapitel 7.1.1). Die Kolbenradialkréfte (entspricht Fy in Abbildung 5-28) werden
zu jedem simulierten Zeitschritt berechnet und Reibkréfte induziert. Zur Implementie-
rung der Reibkrafte wird der bereits in Kapitel 5.1.2 vorgestellte Ansatz zur Beschrei-
bung des Reibwertes in Abhangigkeit der Reibgeschwindigkeit verwendet.

Zur Teilmodellprifung wird die herausgetrennte Einheit des Gehauses mit dem Kolben
modelliert. Wie im Versuch wird der Kolben durch eine Wegvorgabe bewegt. Stufen-
weise wird das Kolbenverdrehmoment vorgegeben und die Verschiebekraft berechnet.
Das Dichtringmodell ist ausgeschaltet. In Abbildung 5-29 sind die experimentellen
sowie die simulierten Verschiebekrafte dargestellt.
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Abbildung 5-29: Kolbenverschiebekraft im Versuch und Simulation.

192 In Anlehnung an: Popov: Kontaktmechanik und Reibung, 2009, S. 145 ff.
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Dargestellt sind die gemessenen Verschiebekrafte (vgl. Abbildung 5-28) fiir den Bereich
des Ein- und Ausfahrens sowie deren Ausgleichsgeraden und die Mittelwerte (aus Ein-
und Ausfahren). Das Simulationsmodell zeigt ebenfalls eine Erhdhung der Verschiebe-
kraft mit dem zunehmenden Kolbenverdrehmoment. In Tabelle 5-6 sind die Werte zum
Vergleich aufgelistet.

Tabelle 5-6: Vergleich der Messwerte und der Simulationswerte beim Kolbenverklemmen.

100 Nm 150 Nm 200 Nm 250 Nm 300 Nm
Exp. Ausfahren 792 N 1155 N 1518 N 1881 N 2244 N
Exp. Einfahren 1084 N 1550 N 2017 N 2483 N 2949 N
Exp. Mittlere 938 N 1353 N 1767 N 2182 N 2597 N
Simulation 885N 1328 N 1771 N 2214 N 2658 N
Abweichung proz. | -5,5% -1,8 % +0,2 % +1,4 % +2,3%

Demnach betragt die grofite Abweichung zwischen der gemessenen und simulierten
mittleren Verschiebekraft -5,5 %.

5.2 Zwischenfazit

Im Rahmen dieses Kapitels wurden Ergebnisse unterschiedlicher experimenteller Kom-
ponentenversuche vorgestellt. Basierend auf diesen Ergebnissen wurden Modellmodule
entwickelt, die den virtuellen Komponentenversuch wiedergeben.

Zur Simulation des Belagdeformationsverhaltens wurde ein Belagmodell, basierend auf
funf unterschiedlich gewichteten Federn, entwickelt. Das Belagmodell wurde zusam-
men mit dem Dampfungsblechmodell in einem Starrképermodell verschaltet. Dieses
bildet den virtuellen K6-Versuch ab. Der Vergleich zwischen dem gemessenen und dem
simulierten Kolbenverschiebungsweg zeigt Abweichungen in der Deformation (bei den
ausgewahlten Werten von 80 bar und 160 bar) von maximal +0,39 %.

Zur Messung der Reibwerte zwischen den Bremsenkomponenten wurden Reibversuche
am Hydropulser durchgefiihrt. Fir die Reibkraftbeschreibung in einer Richtung wird ein
abgewandelter Modellierungsansatz verwendet. Dieser zeichnet sich gegeniuiber dem
von Coulomb durch einen stetigen Verlauf aus. Fur die Beschreibung der Reibkraft in
der Ebene (flichige Reibung) wurde der eindimensionale Ansatz erweitert. Das Reib-
kraftmodul wird unterschiedlich parametriert an verschiedenen Stellen im Gesamtsat-
telmodell eingesetzt.

Zur Analyse des VerschleiRansatzes von Archard et al. (auf Basis der Reibarbeit) wur-
den Komponentenversuche am Hydropulser mit Bremsbelagproben sowie Versuche am
SMP durchgefiihrt. Beide Versuchsdurchfuhrungen zeigen die Glltigkeit des Ver-
schleilansatzes (im Rahmen der dargestellten Streuung). Die reibarbeitsbezogene Ver-
schleilkonstante am Hydropulser bei Raumtemperatur betragt 23,56 mm3/MJ, die am
SMP (bei gemessenen 300 °C) betragt 222,42 mm3/MJ. Der Verschleillansatz wurde
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erweitert, so dass er auf die funf diskreten Federn des Belagmodells angewendet werden
kann (Verkirzung der Federlédnge als Funktion der Reibarbeit).

Zur Untersuchung des Gehdusedeformationsverhaltens wurden experimentelle Defor-
mationsversuche am Hydropulser durchgefuhrt. Die Ergebnisse dieser Versuche wurden
mit Berechnungsergebnissen eines FEM-Modells verglichen. Nach Verbesserung der
Randbedingungen des FEM-Modells entsteht eine Abweichung hinsichtlich der Maxi-
maldeformation von -14,1 %. Deutlich wird, dass sich beide Seiten des Gehduses bei
gleicher Kraft unterschiedlich verformen, was die Modellvorstellungen (vgl. Kapi-
tel 4.1.1) stitzt. Ein StarrkOpermodell des Geh&uses, das den virtuellen
Gehausedeformationsversuch abbildet, wurde erstellt. Zur Parametrierung der Drehfe-
dersteifigkeiten werden die beidseitigen Deformationen (KS und FS) des FEM-Modells
verwendet. Die Abweichungen betragen, in Bezug zum FEM-Modell, +0,016 %.

Zur Deformationsanalyse des Bremsenhalters wurden unterschiedliche Versuche am
Hydropulser durchgefuhrt. Diese zeigen ein nichtlineares Kraft-Deformations-
Verhalten, welches auch vom Anschraubmoment an der Halterbefestigung beeinflusst
wird. Zur Simulation wurde ein von den vorherigen Modellvorstellungen (vgl. Kapi-
tel 4.1.2) abweichendes Starrkdrpermodell entwickelt, das den virtuellen Halter-
deformationsversuch abbildet. An der Anschraubung des Gehduses zum Achsschenkel
wird die zuvor entwickelte Reibkraftbeschreibung (vgl. Kapitel 5.1.2) implementiert.
Verglichen wird zundchst das Deformationsverhalten ohne Anschraubreibung (zwischen
FEM und Starrkdrpermodell). Demnach entsteht eine Abweichung von +0,3 %. Im
zweiten Ansatz wird das Verhalten mit Anschraubreibung verglichen (zwischen dem
Versuch und dem Starrkdrpermodell). Das erwartete und gemessene Deformationsver-
halten wird qualitativ wiedergegeben, die Abweichungen vergrof3ern sich auf +5,5 %.

Zudem wurden die sich im Kraftfluss an der Radbremse befindlichen Dd&mpfungshulsen
untersucht. Festgestellt wurde, dass sich die maximale Verschiebekraft in Abhéngigkeit
der Parameter Verdrehwinkel und Radialkraftbeanspruchung erhoht. Zur Implementie-
rung wird das Verhalten durch die Parameter Deformationssteifigkeit, maximale Ver-
schiebekraft und Verschiebekrafterhbhung (in Abhéngigkeit der an der Radbremse
entstehenden Radialbelastung in den Dd&mpfungshiilsen) beschrieben.

In weiteren Versuchen am Hydropulser wurden der Kolbendichtring sowie der Kontakt
zwischen dem Kolben und dessen Fiihrung im Gehduse analysiert. Festgestellt wurde,
dass sich die Hysteresekurve des Kolbendichtringes gegentber der der Dampfungshl-
sen durch einen komplexeren Verlauf auszeichnet. Dabei besitzt die Luftspielphase
einen Einfluss auf die Deformationssteifigkeiten in unterschiedliche Richtungen. In
Messungen der Kolbenausgangskraft wurde festgestellt, dass sich diese gegenuber der
Kolbeneingangskraft (rechnerisch aus Druck und Kolbenflache) um 2,17 % reduziert.
Die Implementierung des Dichtringverhaltens erfolgte Uber die Deformationssteifigkeit,
die Verschiebekraft und eine druckabhéngige Erhéhung der Verschiebekraft.
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Versuche zum Kolbenverklemmen zeigen, dass sich die mittlere Verschiebekraft zwi-
schen Kolben und Gehduse, bei Einleitung eines Momentes von 300 Nm, auf bis zu
2560 N erhoht. Basierend auf der gemessenen Verschiebekraft und dem eingeleiteten
Moment l&sst sich der Reibwert zwischen Kolben und Kolbenfuhrung berechnen. Die-
ser ist zur Parametrierung des Simulationsmodells erforderlich. Die Einheit Kolben und
Geh&useteil wird in einem virtuellen Komponentenversuch aufgebaut. Analog zum
experimentellen Versuch wird der Kolben zum Gehé&use, bei gleichzeitig eingeleitetem
Moment, verschoben. Verglichen werden die simulierten mit den zuvor gemessenen
\erschiebekraften. Dabei entstehen Abweichungen von maximal -5,5 %.
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6 Gesamtmodell

6.1 Aktualisierung der physikalischen Modelle

Die ersten Modellvorstellungen zum Verhalten der Radbremse unter statischer und
dynamischer Belastung (vgl. Kapitel 4.1) basieren auf den in der Literatur vorhandenen
Modellansédtzen (vgl. Kapitel 2.2.1). Unklarheiten und fehlende Modellkomponenten
wurden in Kapitel 3.1 aufgezeigt und in Komponentenversuchen (vgl. Kapitel 5) experi-
mentell untersucht. Ergebnisse der Untersuchungen sind entwickelte Modellmodule, die
das Komponentenverhalten verschiedener Radbremsenbestandteile im virtuellen Kom-
ponentenversuch abbilden. Die Ergebnisse der Versuche fiihren ebenfalls zu erforderli-
chen Anderungen der ersten physikalischen Modellvorstellungen, die im Folgenden
aufgezeigt werden.

6.1.1 Modifizierung der Halterdiskretisierung

Die Modellvorstellung des Gehé&uses, bestehend aus drei Starrkorpern und zwei unter-
schiedlichen Drehfedersteifigkeiten, d.h. unterschiedlichem Deformationsverhalten auf
der KS und der FS, passt zu dem beobachteten Deformationsverhalten im Versuch (vgl.
Kapitel 5.1.4). Die urspringliche Diskretisierung des Halters (vgl. Abbildung 4-4)
erfordert dagegen eine Anpassung, die in Abbildung 6-1 dargestellt ist.

Z >
X

Abbildung 6-1: Aktualisierung der Modellvorstellung des dynamischen Zuspannprozesses.

Der Halter in der ersten Modellvorstellung besteht aus funf Starrkdrpern, die tber vier
Drehfedern gekoppelt sind. Die Ergebnisse aus Kapitel 5.1.5 zeigen, dass der einlaufsei-
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tige und auslaufseitige Teil des Halters gekoppelt sind. Eine geeignete Diskretisierung
Ist ein mittig positioniertes Drehgelenk mit der Steifigkeit kanc1 zwischen den beiden
Starrkorpern ANC2 und ANC3. Dadurch wird der Halter in insgesamt vier Starrkorper,
die Uber drei Drehfedern gekoppelt sind, unterteilt.

Aufgrund der gednderten Halterdiskretisierung sind auch die Belagfuhrungsspiele zwi-
schen den Ruckenplatten und den Fihrungsnuten in den Halterarmen (Pull/Push-
Auslegung) gekoppelt. Dies bedeutet, dass sich bei einer Belastung der Einlaufseite des
Halters die Push-Spiele zwischen beiden auslaufseitigen Hammerkdpfen und dem aus-
laufseitigen Halterarm verringern. Folglich kann auch bei gezogenen Belégen nicht
zwingend von einer alleinigen Pull-Abstiitzung ausgegangen werden. Demnach sind in
vorheriger Darstellung die auslaufseitigen Abstitzkrafte Fy 1 und Fy 1o erganzt. Durch
diese entstehen die Reibkrafte Fr 1) und Fg 1o, die den Zuspannprozess beeinflussen.

Ein weiteres Ergebnis der Komponentenversuche ist, dass auch bei vorgeschriebenem
Anschraubmoment von 130 Nm an beiden Anschraubstellen, eine Verdrehung entsteht.
Diese beeinflusst das Deformationsverhalten. Folglich darf die Befestigung des Halters
am Achsschenkel nicht als Festgelenk ausgefuhrt werden. Geeigneter sind Drehgelenke
mit Reibung an den Anschraubstellen. Dementsprechend werden die zwei Reibmomente
Manc,L und Manc 1 an den Anschraubstellen (vgl. Abbildung 6-1) ergéanzt.

6.1.2 Spannkraftreduzierende Modellmodule

In Kapitel 5.1.6 wurde gezeigt, dass die mittlere Verschiebekraft der Bushings 32,5 N
betrdgt. Bei Annahme einer Radialkraft von 4 kKN (prifstandsbedingte Annahme) steigt
diese auf 108,5 N. Dadurch entsteht eine Spannkraftreduktion (bezogen auf 160 bar)
von 0,27 %.

Wird von einem maximalen Reibwert pg von 0,5 zwischen den Beldgen und der Scheibe
ausgegangen und einer idealen Spannkraft Fs, von 40,8 KN (160 bar beim Referenzsys-
tem), ergibt sich nach Formel (2-6) die tiberschlagige Umfangskraft wie folgt:

R, =2-Fy,- 4, =2-40,8kN-0,5=40,8 kN (5-22)

Bei kompletter Abstiitzung dieser Uber ein Bushing (Radialkraftbeanspruchung im
Bushing) berechnet sich die maximale Verschiebekraft im Bushing zu:

Fr sus = Frosus o +Me - Fy sus = 32,5 N+0,0191-40800 N =812 N (5-23)

Die Uberschlagige Bushingverschiebekraft betrdgt dann bei dieser Grenzwertbetrach-
tung 812 N. Wird angenommen, dass durch diese die Spannkraft der FS reduziert wird,
betragt der Verlust 1,99 %.

Des Weiteren wurde gezeigt, dass die Verschiebekraft zwischen Kolben und Dichtring
durch den Innendruck ansteigt, so dass von der Kolbeneingangskraft von 40,8 kN (bei
160 bar) nur 39,9 kN als Kolbenausgangskraft gemessen werden. Die Verschiebekrafte
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steigen bei 160 bar bis auf 888 N an, was einer Reduktion der Spannkraft von 2,17 %
entspricht.

\Von grolRerem Einfluss ist der Effekt des Kolbenverklemmens. Es zeigt sich, dass bei
Einleitung eines Verkippmoments von 300 Nm die mittlere Verschiebekraft zwischen
Kolben und Gehé&use auf bis zu 2560 N ansteigt. Unklar ist, wie grol} dieser Einfluss
beim Zuspannprozess an der Radbremse ist. Wird als Grenzwertbetrachtung angenom-
men, dass die halbe Umfangskraft (unter den zuvor getroffenen Annahmen betragt die
Umfangskraft 40,8 kN) am Kolben in Umfangsrichtung (negative x-Richtung, vgl.
Abbildung 6-1) angreift, ergibt sich das eingeleitete Moment im Kolben wie folgt:

MK:O,S-FU-%:0,25-40,8kN-55mm:561Nm (5-24)
Darin ist Ix die Lange des Bremskolbens (komplett ausgefahren als Annahme fiir den
Extremfall). Die Verschiebekraft zwischen Kolben und Geh&use berechnet sich entspre-

chend:
E - M ‘FHP_561Nm

M, 300 Nm

.2560 N = 4790 N (5-25)

Bezogen auf die theoretische Spannkraft von 40,8 kN ergibt sich somit eine Spannkraft-
reduktion von 11,73 %.

Die abgeschatzten Spannkraftreduktionen zeigen die zu erwartenden Abweichungen in
der Simulation bei Vernachldssigung der Effekte. Im Rahmen dieser Modellierung
werden die Effekte wie zuvor dargestellt implementiert.

6.1.3 Belagbewegungen reduzierende Effekte

Entstehende Reibkréfte zwischen den Hammerkopfen und den Halterarmen an der
Auslaufseite besitzen der erweiterten Modellvorstellung nach auch einen Einfluss auf
die radialen Belagbewegungen, wie in Abbildung 6-2 dargestellt.

Nur Rickenplatte
Faustseite

Abbildung 6-2: Belagbewegungen beeinflussende Krafte.
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Abgebildet ist die faustseitige Ruckenplatte mit dem Dampfungsblech. Der Belag wird
uber die Abstlitzkréfte an der Ein- und Auslaufseite abgestutzt. An den Abstltzstellen
entstehen auch Reibkréfte, die den Zuspannprozess (vgl. Abbildung 6-1) und die radia-
len Belagbewegungen (vgl. Abbildung 6-2) beeinflussen.

Neben den Reibkréaften an den Hammerkopfen besitzen auch die Reibkrafte zwischen
den Dampfungsblechen und dem Kolben bzw. dem faustseitigen Gehé&useteil einen
Einfluss auf die entstehenden Belagbewegungen. Der Modellvorstellung nach ist der
Kraftangriffspunkt dieser Reibkraft das Zentrum der Flachenpressung (CoP) zwischen
den Dampfungsblechen und den im Kontakt stehenden Bauteilen. Die Wirkrichtung ist,
im Unterschied zu der zwischen den Beldgen und der Scheibe (wird definiert durch die
Drehrichtung der Scheibe), nicht bekannt. Sie ergibt sich durch die sich einstellende
Verschiebung in der Kontaktflache (vgl. Reibung in der Ebene aus Abbildung 5-10). Die
\erschiebung wiederum ergibt sich durch die Halterdeformation, die radiale
Bushingsteifigkeit und das Spiel zwischen den Ruckenplatten und den Fuhrungsnuten
im Halter (Pull/Push-Spiel).

Aufgrund der Kraftkopplung zwischen der FS und der KS uber das Geh&use (vgl. Mo-
dellvorstellungen nach Samie et al. und Ballinger aus Kapitel 2.2.1.7) beeinflussen
entstehende Reibkrafte auf der einen Seite der Radbremse auch die der anderen Seite.
Sind die Abstutzkréfte der KS und die der FS gekoppelt, besteht ebenfalls eine Kopp-
lung zwischen den Hammerkopfreibkréften. Diese Kopplung der Abstitzkréafte und der
Hammerkopfreibkréfte besitzt zudem einen Einfluss auf die radialen Belagbewegungen.

Eine Besonderheit besteht beim faustseitigen Belag. Dessen Riickenplatte besitzt einen
Anschlag in z-Richtung zum Geh&use. Das bedeutet, dass sich dieser Belag bei ent-
stehenden radialen Belagbewegungen am Gehé&use abstitzt. Die Abstitzkraft wird Gber
das Gehduse auf die KS Ubertragen und fuhrt dort zu einer zusatzlichen Belastung.

6.2 Komposition zum Gesamtmodell

Die aus dem Stand der Technik abgeleiteten Wirkprinzipien an der Radbremse wurden
zunéchst in Form von physikalischen Modellvorstellungen zusammengefasst (vgl.
Kapitel 4.1). Aufgezeigt wurden Defizite zwischen den vorhandenen Modellvorstell-
ungen und den zur Modellierung der Radbremse bendtigten Inhalten. Benétigte und
nicht vorhandene Modellmodule wurden in verschiedenen Komponentenversuchen
experimentell untersucht (vgl. Kapitel 5). Erkenntnisse der Komponentenversuche
filhrten auch zu Anderungen der physikalischen Modelle. Im Rahmen dieses Kapitels
wird dargestellt, wie die Modellmodule zu einem Gesamtmodell der Radbremse zur
Durchfiihrung virtueller Prifstandsversuche verschaltet werden.

Die Strukturierung der Modellmodule im Gesamtmodell der Radbremse leitet sich
direkt aus der Baugruppenstruktur im CAD-System ab (vgl. Anhang Kapitel 11.1). Die
Beschreibung der fur die Starrkdrpermodelle bendtigten Geometrie erfolgt Uber rdum-
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liche Vektoren. Eine Kopplung des Starrkdrpermodells an das CAD-System besteht
nicht.

Die  Grundlage  dieser  Arbeit bildet eine  beispielhaft  ausgewahlte
Einkolbenschwimmsattelbremse der FN3-Bauform (vgl. Anhang Kapitel 11.1). Die
bendtigten Schnittstellen zwischen den Bauteilen der Radbremse ergeben sich aus den
Interaktionen der Modellmodule zueinander. In Abbildung 6-3 ist die zur Modellerstel-
lung verwendete Strukturierung dargestellt.
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Abbildung 6-3: Modellstrukturierung des entwickelten Radbremsmodells.

EingangsgroRe des Modells ist der Bremsdruck, AusgangsgroRRe das Bremsmoment. Die
Systemgrenze besteht neben der Ein- und AusgangsgréRRe aus der mechanischen Befes-
tigung des Sattels am Achsschenkel sowie aus dem Radlager. Die Modellmodule (z.B.:
Reibung in der Ebene) stehen tber Schnittstellen miteinander in Verbindung. Die Be-
schreibung der Schnittstellen erfolgt nach einer einheitlichen Nomenklatur.

Das grundsatzliche Modellierungsprinzip basiert auf der Unterteilung deformierbarer
Bremsenkomponenten in gekoppelte Starrkorper und der Modellierung von Zwangsbe-
dingungen zwischen den Starrkorpern. Fir ausgewéhlte Modellmodule ist dieser Ansatz
in Kapitel 5.1.4 und 5.1.5 gezeigt.

Die mathematische Beschreibungsweise der Starrkérperbewegung erfolgt nach den
grundlegenden Newton- und Eulergleichungen.

Die Implementierung erfolgt mittels der Simulink Toolbox SimMechanics'*® der Firma
Mathworks™®*. SimMechanics wird nur zur Beschreibung der raumlichen Starrkorper-

193 Internetquelle: http://www.mathworks.de/products/simmechanics/, besucht am 20.08.2011
9% Internetquelle: http://www.mathworks.de/, besucht am 20.08.2011
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dynamik verwendet. Die Schnittstellenbeschreibung (Starrkdrperkopplung) erfolgt, auf
Basis der bekannten mathematischen Zusammenhénge, in reiner Simulinkbeschreibung.

Das Blockschaltbild des Gesamtmodells der Radbremse ist in Abbildung 6-4 dargestellt.

Halter (ANC)
Gehause (HOU)

Belag KS (LIN)

Belag FS (LOU)
Scheibe (ROT)

Kolhen (PIS)
Fuhrungsbolzen (GUI)
Bushing (BUS)
Achsschenkel (MQOU)
Gehausehaltefeder (HCL)
Kolbendichtring (SEA)

Abbildung 6-4: Blockschaltbild des entwickelten Radbremsenmodells.

Das Gesamtmodell besteht aus 15 Modellmodulen, die jeweils einen eigenstandigen
virtuellen Komponentenversuch beschreiben. SimMechanics besitzt eine Standard-
visualisierung der modellierten Starrkoper. Somit lassen sich die modellierten raumli-
chen Vektoren der Radbremse veranschaulichen, wodurch Modellierungsfehler vermie-
den werden koénnen. Ergéanzend wird eine Darstellung als Virtual-Reality-Modell (VR)
entwickelt. Diese Visualisierung kann direkt aus dem CAD-System flr jedes Bauteil der
Radbremse abgeleitet werden. Sie dient nur der deutlicheren Darstellung. Eine Kopp-
lung an das CAD-System besteht nicht. Beide Visualisierungsarten (mathematische
Beschreibung identisch) sind in Abbildung 6-5 dargestellt.

Halter (ANC)

Gehduse (HOU)

Belag KS [LIN)

Belag FS (LOU)
Scheibe (ROT)

Kolben (PIS)
Fuhrungsbolzen (GUI)
Bushing (BUS)
Achsschenke! (MOU)
Gehdusehaltefeder (HCL)
Kolbendichtring (SEA}

Abbildung 6-5: Visualisierung des Radbremsenmodells.

86



6 Gesamtmodell

Das Gehdause wird aus drei und der Halter aus vier gekoppelten Starrkérpern zusam-
mengesetzt. Somit besteht das Gesamtmodell aus 20 tber rdumliche Koordinaten be-
schriebenen Starrkorpern.

Jede Modellkomponente besitzt ein lokales Koordinatensystem (CS) in Bezug zum
globalen Koordinatensystem (World) des Sattels (Befestigung des Halters am Achs-
schenkel). Die rdumliche Geometrie wird tiber geometriebeschreibende Koordinatensys-
teme (VC) in Bezug zum lokalen Koordinatensystem (CS) beschrieben.

Alle modellierten Geometrieinformationen der 20 Starrkorper lassen sich (neben allen
modellierten  physikalischen Parametern) unabhéngig von vollparametrierten
CAD-Modellen verandern. Das CAD-System kann aber zur vereinfachten Para-
metrierung (wenn Konstruktionsdaten zur Verfligung stehen) genutzt werden. Zur Ver-
waltung der Parameter besteht zudem Datenbankunterstltzung.
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7 Prifung des Gesamtmodells

7.1 Versuchsvorbereitungen

Basierend auf den Modellvorstellungen im Stand der Technik (vgl. Kapitel 2.2) wurden
im Rahmen dieser Arbeit physikalische Modelle zum Systemverhalten der Radbremse
abgeleitet (vgl. Kapitel 4.1). Einzelne Modellmodule wurden in verschiedenen Kompo-
nentenversuchen (vgl. Kapitel 5) experimentell geprift und die Modellvorstellungen der
Radbremse aktualisiert (vgl. Kapitel 6.1). Alle dargestellten Modellvorstellungen wur-
den in einem Simulationsmodell der Radbremse, auf Basis gekoppelter Starrkorper,
implementiert (vgl. Kapitel 6.2). Im Rahmen dieses Kapitels werden die mit dem Mo-
dell berechneten Simulationsergebnisse mit denen einer Versuchsserie am Schwung-
massenprifstand (SMP) verglichen.

7.1.1 Untersuchtes Bremssystem

Fur den Vergleich der mit dem Simulationsmodell berechneten Ergebnisse und dem
experimentellen Versuch wird eine beispielhafte Radbremse'*® (Schwimmsattel der
FN3-Bauform, vgl. auch Anhang Kapitel 11.1) ausgewahlt. Dabei handelt es sich um
eine Radbremse der Vorderachse mit einem Bremskolbendurchmesser von 57 mm.
Beide Beldge besitzen Dampfungsbleche. Das Referenzsystem ist in Abbildung 7-1
dargestellt.

Belag KS

Halter ™ Gehduse ™ Messgestange

Abbildung 7-1: Referenzsystem zur Priifung des Simulationsmodells.

Um den grundsétzlichen Modellierungsansatz experimentell am Beispiel des ausge-
wéhlten Referenzsystems zu prifen, wird die Auswahl eines geeigneten Testszenarios
notwendig. Bei der Auswahl stehen die folgenden Anforderungen im Vordergrund:

e Umsetzbarkeit am Prifstand

19 continental: Radbremse Renault X95/L43 16 Zoll, 2008
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e Hohe Belastung ohne Bauteilversagen
e Reduzierung von Wechselwirkungen unterschiedlicher Effekte

Als maximale Belastung bei den Bremsungen wird eine Fahrzeugverzdgerung von
10 m/s? als Zielgrolie vorgesehen.

Da der Reibwert zwischen den Beldgen und der Scheibe grundsétzlich von den GréRen
Reibgeschwindigkeit und Temperatur abhangig sein kann'®, werden diese GroRen
maoglichst konstant gehalten. Beziiglich der Geschwindigkeit werden demnach Schlepp-
bremsungen (konstante Scheibendrehzahl) ausgewahlt. Um die Temperatur bei allen
Bremsungen konstant und gering zu halten, wird eine langsame Scheibendrehzahl von
10 min™ gewahlt.

Das Druckeingangssignal am Prifstand und das in der Simulation verwendete ist eine
Druckrampe mit Vorkonditionierung (Bereich Vordruck), wie in Abbildung 7-2 darge-
stellt.

/)h\';l | N ]
A Vordruck
P T —
“ max l|| (Ip: //// \\\ ‘IP |
/'ll (1’? //,’/ \\lh‘
v 7 N
- » 1[5]

Abbildung 7-2: Testszenario zur Modellpriifung.

Erkennbar wird, dass zunéchst ein Vordruck (2 bar) angefahren wird, um sicherzu-
stellen, dass beide Beldge genau an der Scheibe anliegen. Der Vordruck wird fur vier
Sekunden gehalten, danach erfolgt der Druckanstieg. Der Maximaldruck wird flr weite-
re vier Sekunden gehalten, abschlieend folgt die Druckreduktion. Durch die geringe
(aber praxisunrelevante) Drehgeschwindigkeit entstehen wahrend der Bremsung keine
Scheibenoberflachentemperaturen oberhalb von 40 °C (gemessen mit Schleifthermo-
elementen mittig auf den Reibflachen).

7.1.2 Entwickelte Messtechnik

Einen Schwerpunkt der Modellpriifung bilden die messtechnische Erfassung der Ab-
stlitzkréfte zwischen den Hammerkdpfen und den Halterarmen sowie die Untersuchung
der radialen Belagbewegungen. Fur letztere werden an den Hammerképfen Messge-
stdnge befestigt und die Bewegungen dieser in Bezug zur Anschraubung der Radbremse
am Achsschenkel gemessen. Verwendet werden induktive Wegsensoren (Auflosung
+10 um). Dabei handelt es sich um ein standardisiertes Messverfahren. Bezlglich der

1% Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, S. 329 ff.
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Abstutzkrafte ist kein standardisiertes Messverfahren bekannt. Folgende Anforderungen
stehen dabei im Vordergrund:

e Messung hoher Kréfte bei geringem Bauraum
e Gleichzeitige Messung aller Pull/Push-Kontakte
e Keine Veranderung des Deformationsverhaltens der Radbremse

Bauraumbedingt und aufgrund der Anforderung, den Deformationszustand der Rad-
bremse nicht zu verandern, steht kein zur direkten Kraftmessung (z.B. mittels kalibrier-
ter Kraftsensoren) geeignetes Konzept zur Verfligung. Optische Verfahren, mit denen
beispielsweise die Bewegung der Halterarme erfasst werden kann, sind zwar grundsatz-
lich moglich, jedoch muss dann auf die vorhandenen Kréfte indirekt zuriickgeschlossen
werden. Aufgrund des rdaumlichen Deformationszustandes und dem Schliefen und
Offnen von Bauteilkontakten wéhrend der Bremsung (z.B.: Ubergang vom reinen Pull-
Kontakt zum Push-Kontakt) ist dies eher ungeeignet.

Das ausgewdhlte Messtechnikkonzept besteht aus an den Halterarmen befestigten Deh-
nungsmessstreifen (DMS). Eine alternative Anbringung der DMS an den Hammer-
kopfen ist zwar grundsétzlich geeignet, besitzt aber den Nachteil, dass an den Hammer-
kopfen Materialentfernungen (um einen eindeutigen Zugbereich und einen eindeutigen
Druckbereich zu erzeugen) erforderlich werden. Letzteres verringert die Biegesteifigkeit
der Hammerkdpfe, wodurch ein Einfluss auf die radialen Belagbewegungen erwartet
wird. Somit stehen Materialentfernungen im Widerspruch zu den Anforderungen.

Im Vergleich zu einem idealen Biegebalken, der zur Befestigung von DMS ideal ist, ist
die Auslegung schwieriger. Die Griinde daflr sind der komplexe raumliche Spannungs-
zustand und unsymmetrische Halterarmquerschnitte, wie in Abbildung 7-3 dargestellt.

e sl [l

(| o s 3 ;
KS-E " KSA 5

Abbildung 7-3: Unsymmetrischer Halterarmguerschnitt.

Die Abstitzkrafte sind an den Kontaktstellen KS-E, KS-A, FS-E und FS-A zu messen.

Zur Untersuchung des Spannungszustandes bei einer Belastung durch die Umfangskraft
werden mehrere Berechnungen mittels der FEM®” durchgefiihrt. In Abbildung 7-4 sind
die berechneten Spannungszusténde fir einen Kontaktpunkt der KS und einen Kontakt-
punkt der FS zusammen mit den befestigten DMS-Sensoren dargestellt (angenommene
Umfangskraftbelastung in der FEM 2,5 kN).

197 FEM mittels Abaqus
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A
Abbildung 7-4: DMS-Sensoren an den Halterarmen und Spannungszustand mittels FEM.

Geeignete Positionen flr die Befestigung der Sensoren sind die Bereiche der grofiten
Spannungen in der Bauteiloberflache, wie sie in Abbildung 7-4 berechnet sind. Jeweils
an den gegenuberliegenden Stellen eines Halterarms (in Umfangsrichtung) werden
gleiche Sensoren befestigt. Die Verschaltung erfolgt als Halbbriicke. An der einlaufsei-
tigen KS werden bauraumbedingt beide Sensoren an einer Seite positioniert, wodurch
die Aufteilung in einen Zug- und Druckbereich nicht so klar abgegrenzt ist wie bei den
Sensoren fir die FS (vgl. Lastfall Anhang Abbildung 11-11). Die Kalibrierung jedes
Sensors wird mit dem bereits in Abbildung 5-16 dargestellten Komponentenaufbau am
Hydropulser durchgefuhrt. Als Kraftangriffspunkte der Hammerkdpfe werden die
Hammerkopfpositionen bei anliegenden und unverschlissenen Beldgen angenommen.
Der Einfluss der Belagdeformation (angenommene Verschiebung um 200 pum) fuhrt bei
der Umfangskraft von 2500 N zu Kraftabweichungen an den Positionen KS-E, FS-E
und FS-A von 45N, 13 N und 5 N. Dadurch entstehen maximale Abweichungen von
weniger als 1,8 %. Des Weiteren wird der Einfluss der Radialkraft (aufgrund von Auf-
lagekraften der Hammerkopfe auf die Halterarme in z-Richtung) auf eine zu messende
Tangentialkraft (in x-Richtung) gepruft (vgl. Anhang Kapitel 11.2.3). Demnach sind
Fehler von hochstens 5 % zu erwarten.

7.1.3 Versuchsaufbau am Schwungmassenprifstand

Zur Modellprifung wird der Schwungmassenprifstand (SMP) eingesetzt, der grund-
sétzliche Aufbau ist in Abbildung 7-5 dargestellt.

Antriebsmotor  Kupplung Notbremse Schwungmassen Prifraum

| o=

I
L -

= T
S

Abbildung 7-5: Schwungmassenpriifstand zur Modellprifung.
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Der Prifstand besitzt folgende technische Daten:

e Leistung 220 kW

e Drehzahl 0...2800 1/min

e Max. Schleppmoment 2550 Nm
e Max. Moment 5000 Nm

e Druck 0...250 bar

e Max. Druckaufbau 250 bar/s

Die Datenerfassung wird mittels der Aufzeichnungssoftware Diadem und Labview
durchgefuhrt. Die Prifstandsteuerung erfolgt durch die Software x-brake. Die Abtastrate
betragt 1 kHz.

Standardaufzeichnungssignale des Prufstandes sind die Zeit, der Bremsdruck, das
Bremsmoment, die Volumenaufnahme und die Temperatur (zur Kontrolle der maxi-
malen Scheibentemperatur). Der Bremssattel mit den Gestangen zur Messwerterfassung
der radialen Belagbewegungen und dem kalibrierten DMS-Halter wird wie in Abbil-
dung 7-6 dargestellt am Achsschenkel im Prifraum montiert.

Halter mit DMS ‘ Gehduse }

N Induktive
Wegsensoren

Messgestédnge fiir die
Belagbewegungen

Priifstand- m

antriebswelle

Messgestange fiir die
Halterbewegung

Abbildung 7-6: Aufbau der Radbremse mit Sensorik am SMP.

Acht induktive Wegsensoren erfassen die radialen Bewegungen aller vier Hammerkdpfe
in Bezug zur Anschraubung der Radbremse am Achsschenkel sowie die radialen Bewe-
gungen der Halterarme. Die Differenzen zwischen den gemessenen Hammerkopfwegen
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7 Prifung des Gesamtmodells

und den radialen Halterdeformationswegen ergeben die Hammerkopfbewegungen (in
Bezug zur Auflage auf dem Halter). Des Weiteren wird der kalibrierte DMS-Halter
montiert, der die Umfangskrafte an den Kontaktpunkten der Hammerkopfe zum Halter
in Umfangsrichtung erfasst.

7.2 \Vergleich zwischen Simulation und Versuch

In den folgenden Kapiteln wird der \Vergleich zwischen den simulativ berechneten und
den am SMP gemessenen Ergebnissen dargestellt. Zur Berechnung der Simulationser-
gebnisse wird das zur Prifstandsteuerung verwendete Druckeingangssignal verwendet
(vgl. Abbildung 7-2). Aufgrund von Schwankungen im Deformationsverhalten der
Beldge (vgl. Abbildung 5-2) wird zur Parametrierung des Belagmodells (vgl. Abbil-
dung 5-4) immer die Steifigkeitskennlinie verwendet, die den im Versuch eingesetzten
Beldgen entspricht. Die bendtigten Simulationszeiten liegen zwischen finf und elf
Minuten und sind im Anhang in Tabelle 11-5 fir die verschiedenen Varianten aufgelis-
tet.

7.2.1 Satteldeformation und Bremsmoment

Die Prifung des Deformationsverhaltens der Bremsbelége im virtuellen Komponenten-
versuch ist in Kapitel 5.1.1 dargestellt. In Kapitel 5.1.4 wird des Weiteren gezeigt, dass
der virtuelle Gehdausedeformationsversuch das reale Verhalten im Komponentenversuch
abbildet (mit den angegebenen Abweichungen). Unklar ist, ob das aus den Teilmodellen
zusammengesetzte Gesamtsimulationsmodell des Sattels auch das Gesamtdefor-
mationsverhalten der Radbremse aufweist. Die Gesamtdeformation des Sattels zeigt
sich in der Volumenaufnahme. Die gemessene und die simulierte dynamische Volumen-
aufnahme ist in Abbildung 7-7 dargestellt (Messdatenblatt der Versuchsdurchfiihrung im
Anhang Abbildung 11-26).

2. 80 bar : o " :
: _ , Exp.: 1,77 cm? : ! : “7,;:
i ‘| 40 bar Sim.: 1,72 cm? ' ' :
Bl I Exp.: 1,21 cm? Ly
P —
S g :
: ; Simulation
Of-1 ] Exp.: 0,80 ecm® | '
; - | Sim.: 0,74 cm?
05" | , : i ' ' '
0 10 20 30 40 50 60 70 80
Druck [bar]

Abbildung 7-7: Gemessene und simulierte dynamische Volumenaufnahme tber dem Druck.
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7 Prifung des Gesamtmodells

Dargestellt sind die Verldufe von 30 aufeinanderfolgenden Bremsungen (die letzten 30
der 50 Versuche). Ausgewertet sind zusatzlich der mittlere Volumenverlauf und die
Konfidenzintervalle von 95 % (1,96-fache Standardabweichung, basierend auf einer
angenommenen Normalverteilung). Die Versuchswerte und die Simulationswerte sind
um das Uber den anfanglichen Vordruckbereich (vgl. Abbildung 7-2) gemittelte Volu-
men verschoben. Dadurch entspricht das Anlegen der Belége bei 2 bar dem Wert Null.
Dies hat den Vorteil, dass die anfanglichen Schwankungen im Luftspiel (Abstdnde
beider Bel&ge von der Scheibe) nicht mit einflieBen. Des Weiteren ist das experimentell
gemessene Restvolumen beinhaltet (vgl. Anhang Kapitel 11.2.1). In Tabelle 7-1 sind die
\ergleichswerte fiir ausgewahlte Positionen aufgelistet.

Tabelle 7-1: Vergleich zwischen simulierter und gemessener VVolumenaufnahme.

Pos. Versuch | e Simulation | Abw. abs. | Abw. proz. | Abw. stand.
20 bar | 0,80cm?3 | 0,04 cm3 | 0,74 cm?3 -0,06 cm? -7,9 % -1,7¢
40 bar | 1,21cm3 | 0,02cm? | 1,16 cm3 -0,05 cm3 -4,0 % -2,00
60 bar |1,51cm3® | 0,03cmd| 1,47 cm3 -0,04 cm3 -2,5% -1,40
80bar |1,77cm® | 0,03cm3|1,72cm? -0,05cm3 -3,3% 2,10

Bei 20 bar liegt der gemessene Wert bei 0,80 cm?, der simulierte dagegen bei 0,74 cm?.
Der Unterschied betragt somit -7,9 %. Bei 40 bar betragt die Abweichung -4,0 %, bei
60 bar -2,5 % und bei 80 bar -3,3 %. Bezuglich der Standardabweichung betréagt die
maximale Abweichung (der betrachteten Werte) -2,10.

Eine weitere VergleichsgroRe zwischen Versuch und Simulation ist der Verlauf des
Bremsmomentes. Die Reibwerte zur Parametrierung des Belagmodells werden den
ausgewerteten \ersuchsergebnissen entnommen. Ausgewertet wird ein Reibwert von
0,45 (vgl. Messdatenblatter SMP im Anhang Abbildung 11-26). Dieser wird auch fir die
Parametrierung des Belagmodells verwendet. In Abbildung 7-8 sind der gemessene
sowie der simulierte Momentenverlauf dargestellt.

2500 - 7-++-vseeeesyeesscasecenss greeseccassens — piscaeizinieyeeeesssensss goesensceeses
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R (77 I Coemn S i ¥
2000+
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Abbildung 7-8: Gemessenes und simuliertes Moment tiber dem Druck.
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Bei den Versuchsergebnissen sind erneut die 30 aufeinanderfolgenden Bremsungen
dargestellt sowie der mittlere Momentenverlauf. Der Vergleich zwischen dem gemesse-
nen mittleren Moment und dem simulierten Moment ist in Tabelle 7-2 fiir die ausge-
waéhlten Driicke 20, 40, 60 und 80 bar aufgelistet.

Tabelle 7-2: Vergleich des simulierten und gemessenen Bremsmomentes.

Pos. Versuch | e Simulation | Abw. abs. | Abw. proz. | Abw. stand.
20 bar | 489 Nm | 28 Nm | 520 Nm +31 Nm +6,4 % +1,10
40 bar | 1048 Nm | 33 Nm 1074 Nm +26 Nm +2,5% +0,80
60 bar | 1620 Nm | 32 Nm 1634 Nm +14 Nm +0,9 % +0,40
80 bar | 2170 Nm | 23Nm | 2197 Nm +27 Nm +1,2 % +1,16

Erkennbar wird, dass die Simulationsergebnisse fur die ausgewahlten Driicke maximal
um +6,4 % von den mittleren gemessenen Momenten abweichen. Die simulierten Werte
sind dabei durchgehend groRer als die gemessenen. Beziiglich der Standardabweichung
entstehen maximale Unterschiede von +1,10.

Eine mogliche Ursache fur die Abweichungen ist eine nicht exakte Reibwertannahme
zur Simulationsdurchfiihrung. Der Zusammenhang zwischen dem Reibwert, dem
Bremsmoment und dem Bremsdruck ist in Formel (2-8) gegeben. Wird diese nach dem
Reibwert umgestellt, ergibt sich die der Reibwertauswertung am Prifstand zugrunde
liegende Berechnung wie folgt:

— M B
2- phyd Tges * et

He (7'1)
Die Reibwertauswertung erfolgt somit basierend auf dem gemessenen Druck und dem
gemessenen Moment sowie dem angenommenen Gesamtwirkungsgrad 7ges und dem
angenommenen Reibradius re. Fir das Referenzsystem (vgl. Kapitel 7.1.1) werden zur
Berechnung die Werte von 74e=0,98 und re#=0,123 m zugrunde gelegt.

Die Komponentenversuche aus Kapitel 5.1.6 und 5.1.7 zeigen dagegen, dass der Ge-
samtwirkungsgrad am Referenzsystem geringer ist als zur Berechnung angenommen.
Die Veranderung des effektiven Reibradius ist zudem unbekannt. Beide Effekte kdnnen
dazu fuhren, dass der durch die Prufstandsteuerung ausgewertete Reibwert nicht exakt
mit dem an den Beldgen bereinstimmt.

7.2.2 Hysterese zwischen Zuspann- und Léseprozess

Der im vorherigen Kapitel dargestellte \Vergleich zwischen der gemessenen und der
berechneten Volumenaufnahme sowie beziiglich des Bremsmomentverlaufs erfolgt nur
fir den Zuspannprozess. Fiur den Loseprozess (Bereich der Druckreduktion) werden
aufgrund der vereinfachten Modellierung der Bremsbelége (Uber die Steifigkeitskenn-
linie des Zuspannprozesses, vgl. Kapitel 2.2.1.1) Fehler erwartet.
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In Abbildung 7-9 sind basierend auf Abbildung 7-8 auch die Bereiche der Druckreduk-
tion dargestellt.
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Abbildung 7-9: Vergleich des Bremsmomentverlaufs flir den Léseprozess.

Qualitativ unterscheidet sich der simulierte Verlauf von dem gemessenen im Bereich der
Richtungsumkehr des Kolbens (Bereich um 80 bar). Im Versuch entsteht beim konstan-
ten Druck von 80 bar (Uber eine Zeit von vier Sekunden) eine Abnahme des Momentes.
Eine mdgliche Ursache dafur ist ein Uber den Umfang der Scheibe schwankender
Reibwert (aufgrund der langsamen Drehzahl von 10 min™ wird in diesem Zeitraum nur
240° der Scheibe durchfahren). Die entstehende Momentendifferenz von 50 Nm ent-
spricht einer Reibwertschwankung von 0,01 (Berechnung nach Formel (2-8)). In der
Simulation erhoht sich wahrend der Haltezeit das Moment um 50 Nm und wird mit
Abnahme des Druckes anfanglich noch aufrechtgehalten. Die Differenzen im gemesse-
nen und im simulierten Moment (gleiche Messung wie in Abbildung 7-8) sind in Tabel-
le 7-3 fiir die Positionen 20, 40 und 60 bar verglichen.

Tabelle 7-3: Vergleich der simulierten und gemessenen Momentendifferenzen.

Pos. Differenz Exp. | Differenz Sim. | Abw. abs. | Abw. proz.
20 bar | 110 Nm 66 Nm -44 Nm -39,7 %
40 bar | 95 Nm 92 Nm -3 Nm -3,2%

60 bar | 53 Nm 101 Nm +48 Nm +90,6 %

Demnach entstehen beim Vergleich der Momentendifferenzen (fir die betrachteten
Positionen bei 20, 40 und 60 bar) Abweichungen von bis zu +90,6 %.

7.2.3 Tangentialkraftabstiutzung

Der Modellvorstellung aus Kapitel 4.1.2 nach besteht eine Kraftflusskopplung zwischen
dem inneren und &ulleren Belag der Radbremse. Das bedeutet, dass die Abstutzkrafte
der Beldage in den Halterarmen ungleichférmig sein kdnnen. Zur Messung dieser im
Versuch am SMP wird der in Kapitel 7.1.2 vorgestellte Bremsenhalter, der mit DMS-
Sensoren ausgestattet ist, verwendet. Gemessen werden die Abstltzkréfte der einlaufsei-
tigen KS (KS-E), der einlaufseitigen FS (FS-E) und der auslaufseitigen FS (FS-A). An
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der auslaufseitigen KS wird keine Messung durchgefuhrt, da an dieser Stelle, aufgrund

der Spielauslegung und der Haltersteifigkeit (vgl. Kapitel 5.1.5), auch bei Uberhohter
Umfangskraft kein Kontakt entsteht.

Bei den Standardbeldgen des Beispielbremssystems handelt es sich auf der KS um
gezogene Belége, auf der FS sind geschobene und gezogene Beldge verbaut (im Fol-
genden als hybride Belédge bezeichnet, vgl. Anhang Abbildung 11-6 und Abbil-
dung 11-7). Die Rickenplattenlangen und Halterabmessungen werden fiir die Paramet-
rierung gemessen (per Messschieber, Auflosung 0,01 mm). In Abbildung 7-10 sind die
gemessenen und die simulierten Abstitzkrafte der drei Kontaktpunkte dargestellt.
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Abbildung 7-10: Gemessene und simulierte Kontaktkrafte zwischen Riickenplatten und Halter.

Erganzend zu den gemessenen und simulierten Kraften an den drei Kontaktpunkten sind

in Abbildung 7-11 die gemessenen und simulierten Summenkréfte der KS und der FS
dargestellt.
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Abbildung 7-11: Gemessene und simulierte Summenkrafte zwischen Riickenplatten und Halter.
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Fur die ausgewahlte Messposition bei 1000 Nm sind in Tabelle 7-4 die gemessenen und
die simulierten Werte verglichen.

Tabelle 7-4: Mess- und Simulationswerte der Kontaktkréfte zwischen Rickenplatten und Halter.

mm mme | Aufteilun
KS-E FS-E FS-A Summe | Summe ufteilung

KS FS KS/FS
Versuch 4148 N | 1007 N | 2231 N | 4148N 3238 N | 56,2%/43,8%
o 110N 52N 94 N 110N 146 N -

Simulation | 4012N | 1058 N | 2310N | 4012N 3368 N | 54,4% /45,6 %
Abw. abs. -136 N | +51 N +79 N -136 N +130N | -1,8%/+1,8%

Abw. proz. |-33% |+51% |+35% |-3,3% +4,0% |-32%/+4,1%
Abw. stand. | -1,2¢ +1,00 +0,80 -1,20 +0,9¢ -

Die maximale Kraftabweichung bei 1000 Nm betragt +5,1 %. Beztglich der Standard-
abweichung betragt die grofite Abweichung -1,20. Wird die einlaufseitige KS beim
maximalen Moment von 1900 Nm betrachtet (da an dieser Stelle der absolute Fehler
deutlich wird), liegt der mittlere gemessene Wert bei 8602 N. Der simulierte liegt bei
7563 N, was einer Abweichung von -12,1 % entspricht. Erkennbar wird auch, dass die
Abstutzkrafte ungleich verteilt sind. Die Versuchsergebnisse zeigen eine Abstutzung
von 56,2 % auf der KS und nur 43,8 % auf der FS (bei 1000 Nm). Die Simulationser-
gebnisse spiegeln die ungleiche Aufteilung wieder. Die Ursachen fir die groReren Ab-
weichungen der KS (zwischen Versuch und Simulation) oberhalb von 1200 Nm werden
im anderen DMS-Konzept an diesem Kontakt vermutet (erschwerte Befestigungsbe-
dingung der DMS, vgl. Kapitel 7.1.2 und Anhang Abbildung 11-11).

Zur weiteren Priifung werden die hybriden Beldge gegen gezogene Belége (vgl. Anhang
Abbildung 11-6 und Abbildung 11-7) ausgetauscht. Der \ergleich zwischen den Ver-
suchsergebnissen und den Simulationsergebnissen ist in Abbildung 7-12 dargestellt.
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Abbildung 7-12: Gemessene und simulierte Kontaktkrafte bei gedndertem Abstiitzkonzept.

Neben unterschiedlichen Rickenplattenlangen zeichnen sich die Beldge durch ein ande-
res Material aus. Die Kompressibilitat ist hoher (bei 80 bar und mit Dampfungsblechen
134 um anstatt 100 um bei vorherigen Beldgen), der eingefahrene Reibwert ist geringer
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(0,32 gegeniiber vorher 0,45, vgl. Auswerteroutine in Anhang Abbildung 11-27). Die
restlichen Bauteile der Radbremse bleiben unveréndert. Das Druckeingangssignal ist
ebenfalls die Druckrampe bis auf 80 bar.

Im Unterschied zu vorherigem Abstitzkonzept entstent im Versuch bei ungefahr
769 Nm ein Ubergang auf der FS vom reinen Pull-Kontakt zum Push-Kontakt (Kontakt-
schlielung bei FS-A, vgl. auch Anhang Abbildung 11-17). Erkennbar wird, dass durch
diesen Kontakt auch die Kréfte bei KS-E und FS-E beeinflusst werden (Veranderung
der Steigung).

Die Simulationsergebnisse zeigen ein qualitativ ahnliches Verhalten. Die Knicke beim
Ubergangspunkt sind bei den Versuchsergebnissen nicht so deutlich zu erkennen wie in
den Simulationsergebnissen. Der Ubergangspunkt TP (markierter Bereich in vorherigem
Graphen) des faustseitigen Belages vom reinen Pull-Kontakt zum Pull/Push-Kontakt
liegt im Versuch bei 769 Nm, der der Simulation liegt bei 712 N (vgl. Anhang Abbil-
dung 11-17), was einer Abweichung von -7,4 % entspricht.

7.2.4 Belagschragverschleil?

Den Modellvorstellungen aus Kapitel 6.1 nach wird die Anpressung der Beldge durch
unterschiedliche Wirkprinzipien beim Zuspannprozess beeinflusst. Als Folge entsteht
eine ungleichférmige Flachenpressungsverteilung zwischen den Belédgen und der Schei-
be. Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) zeigt verschiedene konstruktive Mdglichkeiten um
die ungleichférmige Flachenpressungsverteilung auszugleichen. Eine Auswirkung der
ungleichférmigen Flachenpressung kann ein ungleichférmiger Belagverschlei3 (sog.
Schragverschleil) sein. Im Rahmen dieses Kapitels wird der \ergleich zwischen \er-
such und Simulation bezuglich des BelagschrégverschleiRes gezogen.

Wahrend bei den vorherigen Versuchen zur Modellprifung gezielt Versuche im Tempe-
raturbereich unterhalb von einer Scheibentemperatur von 40 °C gewahlt wurden, wird
zur Prifung des BelagschragverschleiBes ein Versuchskonzept mit hdherem Leistungs-
eintrag erforderlich.

Das gewdhlte Versuchsprofil sind Verzégerungsbremsungen mit geringer Geschwindig-
keitsdifferenz (Anfangsgeschwindigkeit 150 km/h bis auf 145 km/h). Dadurch wird eine
mogliche Geschwindigkeitsabhéngigkeit des Reibwertes gering gehalten (vgl. Messda-
tenblatt im Anhang Abbildung 11-29, Abbildung 11-30 und Abbildung 11-31). Regel-
groRe ist die gemessene Scheibentemperatur (per Schleifthermoelement auf der Reib-
ringmitte). Die Anfangstemperatur betrdgt 300 °C. Der Druckanstiegsgradient wird mit
den prufstandsbedingten maximal mdglichen 250 bar/s bis zu einem Maximaldruck von
100 bar gewéhlt. Der Maximaldruck wird bis zum Erreichen der Abbruchgeschwindig-
keit von 145 km/h gehalten.

Die Zielsetzung besteht im Erreichen eines BelagverschleiRRes von 50 % der Belagdicke.
Ausgehend von einer Reibbelagdicke von 12 mm (beim Referenzsystem, vgl. Kapi-
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tel 7.1.1) ist ein Belagdickenverschlei3 von mindestens 6 mm beabsichtigt. Der wah-
rend der Druckrampen gehaltene Maximaldruck ist bei allen Bremsungen gleich. Zur
Erreichung dieses BelagverschleiRes ist pro Belagpaar ein zehnstlindiges Dauerlaufpro-
gramm nach obigem Ablauf erforderlich. Es werden hybride Belége eingesetzt (vgl.
Anhang Abbildung 11-6 und Abbildung 11-7). Nach dem Versuch werden der Belagver-
schleiB an den Positionen der jeweils funf Federn des Belagmodells (vgl. Abbil-
dung 5-4) gemessen (per Bugelmessschraube, Auflosung +1 pum, vgl. auch Anhang
Abbildung 11-25).

Fur die Simulationsdurchfiihrung wird der Verschlei3faktor Cy, (proportionaler Faktor
vor der Reibleistung, vgl. Kapitel 5.1.3) erhoht. Dadurch l&sst sich der im Versuch
gemessene mittlere Verschlei3 in einer virtuellen Bremszeit von 30 s erreichen (ent-
spricht einer Skalierung des zeitbezogenen Verschleif3es). In Abbildung 7-13 sind die
Versuchsergebnis nach dem zehnstiindigen Verschleil3dauerlauf sowie die Simulations-
ergebnisse dargestelit.
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Abbildung 7-13: Gemessener und simulierter VVerschlei mit 100 bar.

Erkennbar wird bei den Messwerten (linke Abbildung), dass bei beiden Belégen ein
Schragverschleilizustand entsteht. Auf der KS betrégt der gemessene mittlere Verschleifl
6,47 mm, auf der FS liegt er mit 6,71 mm hoher. Die Ursachen flr den auf der FS hohe-
ren Verschleil3, was allen vorherigen Modellvorstellungen zu den Spannkraftverlusten
(vgl. Kapitel 6.1.2) widerspricht, bleiben zundchst noch unklar (auf diese wird an spate-
rer Stelle in Kapitel 8.1 eingegangen). Wird der gemessene radiale Schragverschlei3zu-
stand betrachtet, zeigt sich, dass sich beide Beldge radial auRen starker abnutzen. Bei
der Betrachtung des tangentialen SchragverschleiRzustandes zeigt sich, dass beim Belag
der KS einlaufseitig starkerer Verschlei und beim Belag der FS auslaufseitig stérkerer
VerschleiR entsteht.
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Die Simulationsergebnisse entsprechen dem Zeitpunkt, zu dem der simulierte mittlere
Gesamtverschleil} ebenfalls 6,59 mm entspricht (Mittelwert des gemessenen mittleren
VerschleiRes der KS und der FS). Der simulierte mittlere Verschlei3 der KS ist mit
6,58 mm groler als der gemessene, der der FS dagegen mit 6,60 mm geringer. Qualita-
tiv wird der gleiche Verschleilzustand auch in der Simulation erreicht. Die Belége der
KS (Versuch und Simulation) verschleiBen beide radial aulen und einlaufseitig starker,
die der FS radial auBen und auslaufseitig. Die groRten Abweichungen zwischen dem
gemessenen und dem simulierten Verschleil? (jeder Feder) treten an der oberen Auslauf-
seite der KS auf und betragen +9,7 %. In Tabelle 7-5 sind zum Vergleich der Schragab-
nutzung der Beldge die DifferenzverschleiBe (radial oben/unten und einlaufsei-
tig/auslaufseitig) aufgelistet.

Tabelle 7-5: Vergleich der simulierten mit der gemessenen Schrégabnutzung.

Summe | Mittelw. | Rad E Rad A | TanO | TanU | Rad Tan

[mm)] [mm] [mm] [mm] | [mm] [mm] | [mm] [mm]
Exp. KS 32,34 6,47 +0,03 +0,04 | +0,90 +0,91 | +0,07 +1,81
Sim. KS 32,92 6,58 +0,43 +0,43 | +0,45 +0,45 | +0,86 +0,90

Abw. abs. | +0,58 +0,12 +0,40 +0,39 | -0,45 -0,46 | +0,79 -0,91
Abw. [%0] | +1,8 +1,8 +1333,3 | +975,0 | -50,0 -50,5 | +1128,6 | -50,3
Exp. FS 33,57 6,71 +0,08 +0,16 | -0,56 -0,48 | +0,24 -1,04
Sim. FS 33,00 6,60 +0,14 +0,15 | -0,13 -0,12 | +0,29 -0,25
Abw. abs. | -0,57 -0,11 +0,06 -0,01 |-0,43 -0,36 | +0,05 -0,79
Abw. [%0] | -1,7 -1,7 +75,0 -6,2 -76,8 -75,0 | +20,8 -76,0

Der simulierte radiale Differenzverschlei3 der FS ist demnach um 20,8 % gréRer als der
gemessene, der simulierte tangentiale um 76,0 % geringer. Auf der KS entsteht ein
radialer Differenzverschlei von 0,07 mm, der simulierte betrdgt 0,86 mm, wodurch
eine erhebliche Abweichung von +1128,6 % entsteht. Der simulierte tangentiale Diffe-
renzverschleil ist dagegen nur um 50,3 % geringer als der gemessene. Mdgliche Ursa-
chen fiir diese quantitativen Abweichungen werden im Kapitelfazit (vgl. Kapitel 7.3)
erlautert.

7.2.5 Radiale Belagbhewegungen

Die Flachenpressungsverteilung zwischen den Beldgen und der Scheibe wird den Mo-
dellvorstellungen nach (vgl. Kapitel 6.1) von verschiedenen Wirkprinzipien beeinflusst.
Aufgrund der Anpressung der Bel&ge entstehen (bei drehender Scheibe) Reibkréfte.
Deren Wirkrichtung l&sst sich in die radiale und tangentiale Richtung aufteilen (vgl.
Kapitel 4.1.3). Durch die radialen Kréfte kénnen radiale Belagbewegungen entstehen,
die zu einer Verschiebung der Hammerkopfe in Bezug zum Halterarm fihren. Den
Modellvorstellungen nach treten die Belagbewegungen bei unverschlissenen Belégen
auf der Einlaufseite der KS und FS auf (da einlaufseitig die radialen Krafte Komponen-
ten in positive z-Richtung aufweisen und auslaufseitig in negative z-Richtung).
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7 Prifung des Gesamtmodells

Zur Untersuchung der Belaghewegungen (Ausheben und Einheben) wird das ausge-
wahlte Testszenario um den Bereich der Druckreduktion (vgl. Abbildung 7-2, die Berei-
che t; bis t;) erweitert. Der Maximaldruck betragt 80 bar. Der Druckgradient betragt
20 bar/s und die Scheibendrehzahl betragt 10 min™. Es werden unvorbelastete, beidsei-
tig geschliffene und nicht eingefahrene Beldge fur die Versuchsdurchfiihrung verwen-
det. Aufgrund des Schleifvorganges darf von einer Planheit von +24 pum ausgegangen
werden (vgl. Beldge KS4/FS4, Anhang Tabelle 11-3).

Die Belaghewegungen der Hammerkopfe der einlaufseitigen KS und FS werden mit den
in Abbildung 7-6 dargestellten induktiven Wegsensoren und tber die befestigten Mess-
gestange erfasst. Der Versuchsablauf erstreckt sich tber insgesamt 500 Druckrampen
(Prufstandzeit sieben Stunden). Aufnahmen der Hammerkopfpositionen im unbelasteten
und im belasteteten Zustand sind auch im Anhang dargestellt (vgl. Abbildung 11-22 und
Abbildung 11-23).

In Abbildung 7-14 sind der Verlauf des maximalen Momentes pro Druckrampe und die
maximalen Wege an den beiden einlaufseitigen Hammerkdpfen sowie ausgewahlte
qualitative Verlaufe dargestellt.
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Abbildung 7-14: Gemessene radiale Belagbewegungen iiber 500 Bremsungen.

Bis ungeféhr zur Bremsung 300 erhoht sich das Bremsmoment bei gleichem Brems-
druck kontinuierlich von Bremsung zu Bremsung. Dieser Bereich entspricht der Reib-
wertentwicklung wahrend des Einfahrprozesses neuer Beldge. Zwischen der Brem-
sung 300 und der Bremsung 500 ist das maximale Moment weitgehend konstant.
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7 Prifung des Gesamtmodells

Werden die maximalen radialen Belagbewegungen betrachtet, sind diese bis Brem-
sung 230 (Zustand 1 bis 2 in obiger Abbildung) sehr gering. Die maximale radiale
Belagbewegung auf der KS (pro Bremsung) entsteht dabei durchgangig mit bis zu 2 %
(bezieht sich auf die Hammerkopfeintauchhthe) und die der FS mit bis zu 6 %. Die
Messwerte der FS sind durchgangig groRer und zeigen eine komplexe Hysterese mit
zunehmenden Bewegungen auch bei Druckreduktion.

Ab Bremsung 230 (Zustand 2 in vorheriger Abbildung) ist eine anfangliche Zunahme
der Belagbewegungen (bei gleichem Maximaldruck) erkennbar. Das Moment erhoht
sich kontinuierlich von Bremsung zu Bremsung. Ab Bremsung 241 entstehen deutlich
grolere Belagbewegungen. Die Maximalwerte auf der KS liegen bei 31 % und die der
FS bei 28 % (Zustand 3 in vorheriger Abbildung). Aufféllig ist, dass die radialen Bewe-
gungen auch beim konstanten Druck weiter zunehmen.

Wiéhrend sich das Moment auch nach Bremsung 241 weiter erhoht, reduzieren sich die
maximalen Hammerkopfwege.

Im Endzustand bei Bremsung 458 (Zustand 4) zeigt sich ein zum anfanglichen Zustand
(Zustand 1) ahnliches Hystereseverhalten. Die Bewegungen der KS sind erneut geringer
als die der FS. Im Gegensatz zum anfénglichen Zustand (Zustand 1) hat sich der
Reibwert entwickelt, so dass im Vergleich zu anféanglich 1100 Nm bei 80 bar 2264 Nm
entstehen (vgl. auch Messdatenblatt im Anhang Abbildung 11-28). Durch die niedrige
Drehzahl der Scheibe (10 min™) entsteht wahrend der 500 Bremsungen nur geringer
Belagverschlei3 von im Mittel 18 pum auf der KS und 23 pum auf der FS.

Zur Parametrierung des Belagmodells wird der durch den Prifstand ausgewertete
Reibwert von 0,43 (entspricht dem Reibwert bei Bremsung 241, vgl. Anhang Abbil-
dung 11-28) verwendet. Die simulierten Belagbewegungen sind zusammen mit den
gemessenen der Bremsung 241 (Zustand 3 in vorheriger Abbildung) in Abbildung 7-15
dargestellt.
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Abbildung 7-15: Vergleich der simulierten und der gemessenen Belagbewegungen.

Erkennbar wird, dass die simulierten Belagbewegungen ein qualitativ dhnliches Er-
scheinungsbild zeigen wie die gemessenen. Beim Erreichen der 80 bar und dem Halten
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7 Prifung des Gesamtmodells

des Druckes nehmen sowohl die simulierten als auch die gemessenen Bewegungen
weiter zu. Mit abnehmendem Druck und Moment entstehen bei den gemessenen und
simulierten Wegen nur geringe Veranderungen, die Hammerkdpfe bleiben weitgehend in
ihrer Position. Bei ungefahr 500 Nm reduzieren sich die simulierten Wege, wahrend die
gemessenen erst bei unterhalb von 300 Nm geringer werden. Mit Ende der Bremsung
befinden sich sowohl im Versuch, als auch in der Simulation beide Hammerkdpfe wie-
der in der anfanglichen Position im Halter. Wé&hrend sich die gemessenen Wege im
Bereich des Druckanstiegs iberschneiden, zeigen die Simulationsergebnisse nur gering-
fligig groRere Wege auf der KS. Fur den Bereich der Druckreduktion zeigen Versuch
und Simulation auf der KS grofRere Wege als auf der FS. Zum quantitativen Vergleich
zwischen Versuch und Simulation sind in Tabelle 7-6 die radialen Wege bei 1000 Nm
und 2000 Nm (Zuspannprozess) verglichen.

Tabelle 7-6: Vergleich der radialen Wege zwischen Versuch und Simulation.

KS-E FS-E KS-E FS-E

1000 Nm 1000 Nm 2000 Nm 2000 Nm
Versuch (Bremsung 241) | 6,00 % 7,53 % 20,92 % 17,84 %
Simulation 4,93 % 453 % 20,29 % 19,45 %
Abweichung -17,8 % -39,8 % -3,0% +9,0 %

Demnach entstehen bei 1000 Nm maximale Abweichungen von -39,8 % und bei
2000 Nm von +9,0 %.

Madgliche Einflussgrofen, die zum grundsatzlich anderen Erscheinungsbild im eingefah-
renen Zustand (Zustand 4, vgl. Abbildung 7-14) fiihren, sind der Mikroschragverschleifd
sowie Veranderungen in der Reibung zwischen den Hammerkdpfen und den Halterar-
men. Letztere werden aufgrund von Oberflachenveranderungen (vgl. Anhang Kapi-
tel 11.4.1) vermutet. Messbare plastische Verformungen an den Hammerkopfen oder
den Halterarmen wurden nicht festgestellt.

Zur Untersuchung des moglichen Einflusses des Initialschragverschleil3es wird mit dem
Simulationsmodell (analog zu Kapitel 7.2.4) ein Belagpaar geringfiigig vorverschlissen.
Die Simulationsergebnisse fiir die neuen Anfangsbedingungen sind in Abbildung 7-16
dargestellt.
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Abbildung 7-16: Modifizierte Anfangsbedingungen durch Initialschragverschleil.
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7 Prifung des Gesamtmodells

Der mittlere Belagverschlei® wird mit 50 um um Faktor zwei groRer gewahlt als der
mittlere gemessene Verschlei3. Dieses Vorgehen wird gewéhlt, um eine im Vergleich zur
Planheit der Belage (vgl. Anhang Kapitel 11.2.7) deutliche Schrégabnutzung anzuneh-
men.

Erkennbar wird auch, dass sich bei der Simulation dieses Mikroschragverschleil3es ein
qualitativ anderes SchragverschleiRbild einstellt als bei dem Belagschragverschleil? in
der GrolRenordnung der halben Belagdicke (vgl. Abbildung 7-13). Qualitativ gleich ist,
dass radial auBen und auf der KS einlaufseitig mehr Verschlei3 entsteht. Auf der FS
verédndert sich die Charakteristik. Im Gegensatz zu dem Verschleil3bild aus
Abbildung 7-13 entsteht beim anfanglichen VerschleiRen auf der FS einlaufseitig hohe-
rer Verschleil3. Wird der VerschleilBvorgang fortgesetzt bis zum Erreichen der halben
Belagdicke, andert sich dies.

Das berechnete Verschlei3bild wird als neue Anfangsbedingung in einer weiteren Simu-
lation verwendet. Die Koordinatensysteme der jeweils finf Belagfedern des
Belagmodells werden um den berechneten Mikrobelagschragverschleil? (die in Abbil-
dung 7-16 dargestellten Werte) verschoben.

Werden die radialen Belagbewegungen (mit vorverschlissenen Beldgen wie in Abbil-
dung 7-16 dargestellt) mit den vorherigen Simulationsergebnissen (der Beldge ohne
\orverschleil3) verglichen, ergeben sich die in Abbildung 7-17 dargestellten Verlaufe.
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Abbildung 7-17: Einfluss des Initialschragverschleiles auf die radialen Wege.

Neben den simulierten Verldufen ist der gemessene Verlauf gegen Ende der 500 Brem-
sungen zum Vergleich (als beabsichtigter Sollverlauf fur den Zustand eingefahrener
Beldge) dargestellt. Erkennbar wird, dass sich der Verlauf der simulierten Bewegungen
bei vorverschlissenen Beldgen gegenliber dem vorherigen Verlauf ohne anfanglichen
Initialschréagverschlei qualitativ nur gering unterscheidet. Die maximalen Wege sind
aber geringer mit dem Initialschragverschlei3. Der beabsichtigte qualitative Verlauf der
Bremsung 458, der dem Zustand eingefahrener Beldge entspricht, wird aber nicht er-
reicht.
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Um den moglichen Einfluss der verédnderten Reibung an den Hammerkopfen zu unter-
suchen (vermuteter Einfluss basierend auf den Oberflachenveréanderungen, die nach den
500 Bremsungen festgestellt wurden, vgl. Anhang Kapitel 11.4.1), werden die Reib-
werte der Hammerkopfe in einer ersten Berechnung von 0,106 (entspricht dem im
Komponentenversuch gemessenen Hammerkopfreibwert) auf 0,2 (Auswahl durch Pa-
rametervariationen) erhoht. In einer weiteren Simulation werden die Hammerkopfreib-
werte auf 0,2 erh6ht und zusatzlich die Ausgangsbelagdicke um den ermittelten Initial-
schrégverschlei (vgl. Abbildung 7-16) reduziert.

Beide Simulationsergebnisse sind in Abbildung 7-18, zusammen mit dem Vergleich zum
Versuch (Bremsung 458, eingefahrener Zustand), abgebildet.
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Abbildung 7-18: Einfluss der Reibwerterhthung und des Mikrobelagschrégverschleiles.

Erkennbar wird in der linken Abbildung, dass durch die Annahme von héheren Reib-
werten an den Hammerkdpfen (Pull- und Push-Kontakte bei den hybriden Belagen, vgl.
Anhang Kapitel 11.1) die Bewegungen deutlich geringer ausfallen als bei der Variante
mit den Standardreibwerten. Der urspringlich progressive Anstieg (vgl. Abbil-
dung 7-15) wird flacher. Werden die Werte bei 2000 Nm verglichen, reduziert sich der
Wert der KS von 20,92 % auf 1,46 % und der der FS von 17,84 % auf 2,07 %. Das
ursprungliche Verhaltnis (groRere Wege auf der KS im Bereich der Druckreduktion)
verandert sich. Ab ungefdhr 100 Nm (Zuspannprozess) bis zum Ende der simulierten
Bremsung sind die Wege der FS groRer als die der KS. Zudem entsteht eine Zunahme
der Wege auch in Teilbereichen der Druckreduktion (Loseprozess ab 1250 Nm auf der
FS und ab 850 Nm auf der KS). Diese Wegzunahme bei der Druckreduktion ist auch in
den Versuchsergebnissen feststellbar (vgl. Bremsung 458).

In der zweiten Simulation (Abbildung 7-18 rechts) ist zusétzlich zu den erhéhten Ham-
merkopfreibwerten auch der Initialschragverschleily (vgl. Abbildung 7-16) angenom-
men. Verglichen mit den vorherigen Simulationsergebnissen (vgl. Abbildung 7-18 links)
veréndert sich die Charakteristik weiter. Im Bereich zwischen 200 und 300 Nm entsteht
bei den Wegen der FS ein kurzzeitig degressiver Anstieg. Ahnliches ist auch bei den
\ersuchsergebnissen der Bremsung 458 feststellbar, wenn auch geringer ausgeprégt.
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7 Prifung des Gesamtmodells

Werden die Vergleichswerte bei 1000 Nm und bei 2000 Nm zwischen der Simulation
mit erhohten Hammerkopfreibwerten und Initialschragverschlei? mit denen der Brem-
sung 458 verglichen, ergibt sich Tabelle 7-7.

Tabelle 7-7: Einfluss des Initialschragverschleifies und der Hammerkopfreibwerte.

KS-E FS-E KS-E FS-E

1000 Nm 1000 Nm 2000 Nm 2000 Nm
Versuch (Bremsung 458) 0,63 % 2,27 % 0,92 % 3,00 %
Simulation 0,82 % 1,84 % 1,40 % 3,01 %
Abweichung +30,2 % -18,9% +52,2 % +0,3 %

Demnach betragt die groRte Abweichung der Wege (beim Zuspannprozess) im eingefah-
renen Zustand (und bei Auswahl der Werte bei 2000 Nm und 2000 Nm) +52,2 %.

Anzumerken bleibt, dass es sich bei den vermuteten Veranderungen der Reibcharakte-
ristik zwischen Halter und Hammerkopfen nur um Annahmen, basierend auf den sicht-
baren Oberflachenveranderungen (vgl. Anhang Kapitel 11.4.1) handelt. Eine Ober-
flachenanalyse erfolgte im Rahmen dieser Arbeit nicht mehr.

Wird der Bereich des konstanten Druckes bei 80 bar betrachtet, zeigen sich qualitative
Unterschiede im Vergleich zwischen Versuch und Simulation. Im Versuch verharren die
Hammerkdpfe in ihrer Position, wodurch ein Haften dieser am Halterarm entsteht. In
der Simulation nehmen die Wege dagegen wahrend der Haltezeit zu. Der Einfluss des
bei der Modellierung verwendeten Reibkraftmodells an den Hammerkopfen (basierend
auf der Reibgeschwindigkeit und einer Ursprungssteigung, vgl. Kapitel 5.1.2) darf
ausgeschlossen werden. Parametervariationen fur die nicht vorverschlissenen Beldge
(vgl. Anhang Abbildung 11-18) und fir die vorverschlissenen Belage (vgl.
Abbildung 11-19) zeigen nur geringen Einfluss auf die Belagbewegungen.

7.3 Zwischenfazit

Im vorherigen Kapitel wurden ausgewdhlte Simulationsergebnisse mit gemessenen
Versuchsergebnissen verglichen. Die Zielsetzung bestand dabei nicht im Erreichen
maoglichst exakter Ubereinstimmung, sondern darin, die Abweichungen des systema-
tisch hergeleiteten (bestméglich nach dem White-Box-Prinzip*® erstellten) Modellan-
satzes im Vergleich zum experimentellen Versuch aufzuzeigen.

Beim Vergleich der simulierten Gesamtsatteldeformation (in Form der Volumenaufnah-
me) entstehen maximale Abweichungen von -7,9 %. Notwendig zur Simulation der
Volumenaufnahme ist aber die messtechnische Erfassung des Restvolumens des Sattels.
Dieses besteht aus der Summe aller Nachgiebigkeiten, die nicht durch den Starrkdrper-

198 |sermann: Mechatronische Systeme, 2008, S. 50
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ansatz diskretisiert werden (Kompressibilitat der Bremsfliissigkeit, Leitungsnachgiebig-
keit, Verformungen Gehé&use, Dichtring und Kolben). Entsprechende Verldufe wurden
im Komponentenversuch bestimmt und zum simulierten Volumen addiert (vgl. Anhang
Kapitel 11.2.1).

Bei der Simulation des Bremsmomentes (Zuspannprozess) liegen die Abweichungen bei
maximal -6,4 %. Erforderlich ist zur Simulation aber der Reibwert zwischen den Bela-
gen und der Scheibe. Dieser wurde den Prifstandsauswertungen entnommen. Bei der
Simulation der Hysterese (Momentendifferenz zwischen Zuspann- und Loseprozess)
entstehen Abweichungen von uber +90 %.

Da sich die Bremsbelagkompressibilitat vom anfanglichen bis zum vorbelasteten Zyklus
veréndert (vgl. Kapitel 2.2.1.1), ist bei der Parametrierung zwischen den unterschiedli-
chen Belagsteifigkeiten zu unterscheiden. Geeignet ist die vorbelastete Belagkennlinie,
da am SMP die Messwerterfassung erst nach dem Einfahrprozess, wodurch die Beldge
vorbelastet werden, beginnt. Verbunden mit der somit vereinfachten Beschreibung des
Belagdeformationsverhaltens (Verwendung der approximierten Kennlinie) entstehen
Abweichungen. Von der Implementierung eines erweiterten Belagmodells wurde im
Rahmen dieser Modellierung abgesehen, da der Fokus auf der raumlichen Verteilung
der Belagdeformation lag.

Neben der Zyklenabhé&ngigkeit der Belage beeinflusst eine Vielzahl weiterer Parame-
ter'®® das Verhalten der Bremsbelage. Um eine mogliche Temperaturabhangigkeit der
Steifigkeit und des Reibwertes vernachléssigen zu koénnen, wurden die maximalen
Temperaturen unterhalb von 40 °C gewahlt (mit Ausnahme der VerschleiBversuche).
Um eine mogliche Geschwindigkeitsabhangigkeit des Reibwertes vernachldssigen zu
kénnen, wurde zudem die Drehzahl mit 10 min™ gering und konstant gewahlt. Diese
Vereinfachungen wurden getroffen, um das komplexe Verhalten der Bremsbeldge zu
simplifizieren. Fur die Simulationen in beispielsweise anderen Temperaturbereichen
sind entsprechend andere Belagkennlinien zu verwenden. Fur die Simulation bei ande-
ren Drehzahlen kann sich zudem der Reibwert zwischen Scheibe und Belag veréndern.
Die Erweiterung des Modells um ein thermodynamisches Modell mit Rickwirkungen
auf die Belagsteifigkeit und den Reibwert ist Gegenstand aktueller Forschung.

Hinsichtlich der Abstilitzung der Umfangskrafte kann das ungleiche Verhaltnis zwischen
den Summenkréften der KS und denen der FS, im Versuch und in der Simulation, ge-
zeigt werden. Die qualitative Ubereinstimmung zwischen Versuch und Simulation ist
gegeben. Die maximalen Abweichungen der ausgewéhlten \ergleichswerte betragen
+5,1 % und in Randbereichen -12,1 %. Zur Simulationsdurchfiihrung notwendige Pa-
rameter sind die Reibwerte der Dampfungsbleche zu den umgebenden Komponenten.
Diese wurden fur die Zwecke dieser Arbeit zuvor (vgl. Kapitel 5.1.2) im Komponenten-

199 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 329 ff.
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versuch ermittelt. Des Weiteren sind zur Simulation von Ubergangspunkten (z.B. der
Ubergang vom reinen Pull-Kontakt zum Pull/Push-Kontakt) die exakten Riickenplatten-
und Halterabmessungen erforderlich (vgl. Anhang Kapitel 11.1). Diese dirfen nicht
immer den Fertigungsunterlagen entnommen werden, da Abweichungen durch Ferti-
gungstoleranzen und Bauteildeformationen entstehen kénnen.

Im Vergleich des im Dauerverschleiltest (am SMP) erzielten Belagschragverschleil3-
zustandes (mittlerer Belagverschleil? 50 % der Belagdicke, elf Stunden Prifstandszeit)
mit dem per Simulationsmodell berechneten, entsteht qualitative Ubereinstimmung.
Grundlage des beinhalteten Verschleifmodells ist dabei eine Verkurzung der Feder-
langen des Belagmodells in Abhédngigkeit der induzierten Reibarbeit. Wahrend die
Abweichungen des tangentialen Differenzverschleilles bei maximal +76,0 % liegen und
die des radialen auf der FS -20,8 % betragen, fallen die radialen der KS mit -1128,6 %
deutlich zu groB aus. Mdgliche Ursachen sind dabei die getroffenen Vereinfachungen
beim VerschleiBmodell. Vermutet wird, dass im Versuch in radialer Richtung ber die
Reibringh6he unterschiedliche Temperaturen®® entstehen. Diese konnten, aufgrund der
Verwendung von nur einem Schleifthermoelement auf dem Reibring, nicht erfasst wer-
den. Die unterschiedlichen Temperaturen kdnnen dann zu dem Belagverschleil} gegen-
wirkenden Effekten flihren. Beispiele dafiir sind eine lokale Reduzierung der
Belagsteifigkeit sowie des Reibwertes?®!. Eine lokal geringere Steifigkeit fiihrt dann bei
gleicher Position des Belages zu geringen lokalen Spannkréften. Eine lokale Reduzie-
rung des Reibwertes flhrt zudem zu geringeren Reibkréaften zwischen Belag und Schei-
be. Beides beeinflusst direkt die lokale Reibleistung, die wiederum den Verschleil}
beeinflusst. Auch wurde die Scheibe ideal starr modelliert, so dass der Effekt der Schei-
benschirmung®® vernachlassigt wurde. Erwartet wird, dass sich dadurch bei héheren
Temperaturen eine scheibenpositionsbedingte ungleichformige Anpressung ergibt. Die
Implementierung eines thermodynamischen Belagmodells, mit Rickwirkungen auf die
Belagsteifigkeit, den Reibwert sowie auf die Positionsdnderung der Scheibe, wird somit
empfohlen.

Bei der messtechnischen Erfassung der radialen Belagbewegungen zeigt sich grundle-
gend eine komplexe Hysterese, die zyklenabhangig ist. Zu unterscheiden ist zwischen
dem Neuzustand, bei dem der Reibwert noch gering ist, dem Einfahrzustand und dem
eingefahrenen Zustand. Die gemessenen Hystereseverldaufe der nicht eingefahrenen
Belége zeigen ein ahnliches Erscheinungsbild wie die gemessenen des eingefahrenen
Zustandes. Die radialen Wege sind in diesen Bereichen unterhalb von 6 %. Im Bereich
des Einfahrens entstehen zum Teil grof3ere Wege von Uber 30 %. Das qualitative Er-
scheinungsbild ist ebenfalls anders. Aufgrund der geringen Scheibendrehzahl konnte der

2 Unno, Inoue, Hara: Decrease of Friction Coefficient of Disc Pads, 2005
201 Breuer, Bill: Bremsenhandbuch, 2004, S. 32
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7 Prifung des Gesamtmodells

mittlere Verschleil3 der Beldge (uber 500 Bremsungen, sieben Stunden Prifstandszeit,
80 bar) geringer als 25 um pro Belag gehalten werden.

Die simulierten Wege zeigen fur den Zustand der grofiten Belagbewegungen ein qualita-
tiv &hnliches Erscheinungsbild wie die gemessenen. Dadurch ist der in den Versuchen
beobachtete Extremfall (der den kritischsten Fall darstellt) qualitativ simulierbar. Die
maximalen Abweichungen der radialen Belagbewegungen (Zuspannprozess) bei
1000 Nm und 2000 Nm betragen -39,8 %.

Maogliche Ursachen, fiir das im eingefahrenen Zustand gemessene und qualitativ unter-
schiedliche Erscheinungsbild der Wege, werden im Mikroschragverschleil} sowie in
Oberflachenverédnderungen zwischen den Hammerkodpfen und den Halterarmen vermu-
tet. Zur Analyse dieser moglichen Ursachen wurde zun&chst ein Mikroschragver-
schleilbild (von im Mittel 50 pum pro Belag) berechnet.

Der berechnete Mikroverschleilzustand bildet als Initialschragverschleil? die neuen
Anfangsbedingungen einer dritten Simulation. Ergebnis dieser ist, dass sich die maxi-
malen Wege auf unterhalb von 20 % reduzieren, die qualitative Charakteristik der Hys-
terese aber gleich der anfanglich simulierten ist.

In einer vierten Simulation wurden bei unverschlissenen Belédgen die Reibwerte der
Hammerkdpfe erhoht. Festgestellt wird, dass sich die maximalen Wege (bei 2000 Nm)
auf unterhalb von 3 % verringern. Dadurch verlduft der anfangliche Anstieg flacher. Die
Wege der FS erhthen sich zudem gegentiber denen der KS. Bei Druckreduktion entsteht
dann ein Bereich, in dem sich die Wege weiter erhdhen. Dies ist in &hnlicher Form auch
bei den Versuchsergebnissen feststellbar.

In einer finften Simulation wurden die Belagbewegungen bei vorhandenem Initial-
schragverschleil und einer Reibwerterhdhung an den Hammerkdpfen simuliert. Da-
durch verandert sich die Hysterese der KS und der FS weiter. Wahrend der Druckerho-
hung (zwischen 200 und 300 Nm) entstehen Bereiche der degressiven Wegzunahmen.
Diese sind auch in den Versuchsergebnissen des eingefahrenen Zustandes feststellbar.
Zudem vergroRert sich der Unterschied zwischen dem Weg der KS und dem der FS. Die
maximalen Abweichungen (basierend auf den angenommenen Hammerkopfreibwerten
von 0,2 und bei den Vergleichswerten bei 2000 Nm und 2000 Nm) liegen unterhalb von
53 %.

Zusammenfassend l&sst sich feststellen, dass eine Simulation von Prifstandsversuchen
auch ohne eine Kopplung an CAD-Systeme (wie dies beim Ansatz der FEM der Fall ist)
moglich ist. Die dazu benétigten Modellbestandteile, Diskretisierungen und Parameter
wurden sukzessiv analysiert und aufgezeigt.

In allen Bereichen (Eingrenzung auf Zuspannprozess) konnte eine qualitative Uberein-
stimmung zwischen Versuch und Simulation gezeigt werden. Volumenaufnahme und
Bremsmoment lassen sich fur den Zuspannprozess mit einer Abweichung von weniger
als 8 % berechnen, die Aufteilung der Umfangskréfte mit einer Abweichung von weni-
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ger als 6 %. Die grofiten radialen Belagbewegungen (fiir den Bereich des Einfahrens)
lassen sich mit Abweichungen unterhalb 40 % berechnen, die des eingefahrenen Zu-
standes mit  Abweichungen unterhalb von 53 %. Beim tangentialen
Belagschragverschleizustand liegen die Abweichungen unterhalb 80 %, beim radialen
entstehen erhebliche Abweichungen von uber 1300 %. Mogliche Grunde dafiir wurden
aufgezeigt.

Aufgrund der qualitativen Ubereinstimmung in allen untersuchten Bereichen (des
Zuspannprozesses) darf davon ausgegangen werden, dass die wesentlichen, zur Berech-
nung bendtigten Modellmodule, gefunden wurden. Nicht garantiert werden kann, dass
die gewahlte Art der Modellierung auch der zur Zielerreichung mindest notwendigen
entspricht. Dies wurde versucht, indem alle Modellmodule basierend auf begriindeten
physikalischen Modellvorstellungen und bestmdglich nach dem White-Box-Prinzip
entwickelt wurden.

Im Vergleich zur FEM zeigt sich ein deutlicher Vorteil in der Rechenzeit. Beispielhaft
wurde dieser Vergleich fur die Berechnung der Volumenaufnahme gezogen. Ein FEM-
Modell des gleichen Sattels (in Summe 3,1 Millionen Knoten, Abaqus) bendtigt auf
einem Standardnotebook (Intel Core 2 CPU, 1,99 GHz, 3 GB RAM) dafiir’® eine Be-
rechnungszeit von einer Stunde pro Berechnungsschritt. Bis zum Erreichen des Maxi-
maldrucks von 80 bar sind zwolf Berechnungsschritte erforderlich. Die Simulation mit
dem entwickelten Simulationsmodell benétigt unter gleichen Bedingungen fur die
vollstandige Volumenaufnahme nur 293 Sekunden (vier Minuten und 53 Sekunden),
weitere Simulationszeiten sind im Anhang (vgl. Kapitel 11.3.2) aufgefthrt.

Gleichzeitig sind samtliche modellierten  physikalischen  Parameter  (z.B.
Gehdusesteifigkeit, Haltersteifigkeit, Hammerkopfreibung) und alle modellierten geo-
metrischen Parameter (z.B. Hammerkopfhohe, Riickenplattenldngen) variabel. Dadurch
kdnnen Parametervariationen ohne CAD-Modelle durchgefiihrt werden.

Im folgenden Kapitel werden verschiedene Anwendungsfélle des Modells dargestellt.
Der Fokus liegt bei der Analyse der aus dem Stand der Technik (vgl. Kapitel 2.2.1)
bekannten Modellvorstellungen.

202 Auf Basis des Versuchsprogramms aus Abbildung 7-2, anfanglicher Zuspannprozess bis 80 bar
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8 Analyse und Erganzung bekannter Mo-
dellvorstellungen

Im letzten Kapitel wurde der Vergleich zwischen experimentellen Versuchsergebnissen
und Simulationsergebnissen dargestellt. Demnach gibt das Simulationsmodell fir alle
untersuchten Thematiken das im Versuch festgestellte Verhalten (bei Einschrankung auf
den Zuspannprozess) qualitativ wieder. Quantitativ entstehen die dargestellten Abwei-
chungen. Im folgenden Kapitel werden die dem Stand der Technik entnehmbaren Mo-
dellvorstellungen (vgl. Kapitel 2.2.1) analysiert, Wirkprinzipien ergénzt sowie Opti-
mierungspotentiale aufgezeigt.

8.1 Reduzierung der Spannkrafte durch Ham-
merkopfreibkrafte

Nach den Modellvorstellungen von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) entstehen zwi-
schen den Hammerkdpfen und den Fihrungsnuten im Halter Kontaktkrafte. Diese
Kontaktkrafte fiihren zu Reibkréaften an den Hammerkopfen, die die Flachenpressung
zwischen den Belégen und der Scheibe beeinflussen. Neben Einfliissen auf die Flachen-
pressung wird angegeben, dass die Spannkraft um die Hammerkopfreibkraft reduziert
wird.

Wird der Kraftfluss an der Radbremse (vgl. Abbildung 6-1) betrachtet, ergibt sich als
eine Auswirkung reduzierter Spannkrafte (bei sonst unverandertem System) eine ge-
ringere Deformation beider Beldge und demnach eine geringere Gesamtvolumenauf-
nahme des Sattels. Eine Mdglichkeit zur Verringerung der Hammerkopfreibkréfte be-
steht in einer Fettung der Hammerkopfe.

Zur Untersuchung dieses Zusammenhanges wird der Versuch der Volumenaufnahme
ohne und mit Hammerkopffettung durchgefiihrt. Die Ergebnisse sind zum Vergleich in
Abbildung 8-1 dargestellt.

Mittelwert ohne Fettung (n=3)
= = = Mittelwert mit Fettung {n=3)

2%

100 bar
1 5L | Normal: 2,08 cm?*
| | Hk-Fettung: 2,10 cm?

____
1

—r—

Volumen [c']

05}

50 bar
Normal: 1,25 cm?
Hk-Fettung: 1,31 cm?

-05 0

10 20 30 40 50 60 70 80 90 100
Druck [bar)

Abbildung 8-1: Gemessene Volumenaufnahmen mit und ohne Hammerkopffettung.
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Ausgewertet sind jeweils drei Druckrampen im ungefetteten und unmittelbar darauf im
gefetteten Zustand (Ausbau der Beldge und Fettung aller vier Hammerkdpfe und der
Fuhrungsnuten im Halter). Neben den Mittelwerten sind die Sensorauflésungsbereiche
des Volumenzéhlers (0,05 cm3) um den Mittelwert erganzt.

Erkennbar wird, dass sich die mittlere Volumenaufnahme mit Fettung der Hammerkop-
fe, gegenuber der ohne Fettung, nur geringfugig erhéht. Werden die Werte bei 50 bar
verglichen, vergroRern sich diese von 1,25 cm?3 auf 1,31 cm3 und somit um 0,06 cm?,
was einer Erhdhung um 4,8 % entspricht. Bei 100 bar verhélt es sich 2,04 cm?® zu
2,10 cm3, was einer Erhéhung um 0,06 cm? und damit um 2,9 % entspricht. Verglichen
mit der Auflosung des Volumenzéhlers von 0,05 cm® und den sich tberschneidenden
Unsicherheitsbereichen (vgl. Detailabbildung in Abbildung 8-1) l&sst sich der Einfluss
nur vermuten.

Zur Analyse des Einflusses der Hammerkopfreibung auf die Reduktion der Spannkraft
(und auf die Reduktion der Volumenaufnahme) wird das entwickelte Simulationsmodell
eingesetzt. Systematisch variiert werden die Reibwerte an den Hammerkdpfen. Das
Beispielszenario wird entsprechend dem aus Abbildung 8-2 gewéhlt (Druckrampe mit
20 bar/s bis 100 bar Maximaldruck, hybride Belége vgl. Anhang Kapitel 11.1). Der im
Komponentenversuch gemessene Reibwert zwischen Hammerkopf und Halter betragt
0,106 (vgl. Abbildung 5-8). Die Reibwertvariation wird von 0 bis 1,0 durchgefihrt. Die
simulierte Volumenaufnahme wird auf die Volumenaufnahme bei Reibwert Null
(IVOL=keine die Spannkrafte reduzierende Hammerkopfreibkrafte) bezogen. Die
Spannkréfte werden auf die theoretisch zu erreichende Spannkraft (ICF=theoretisch
erreichbare Spannkraft ohne Hammerkopfreibkrafte) bei 100 bar bezogen. Diese ent-
spricht beim Referenzsystem 25518 N (Produkt aus Druck und Kolbenfl&che, vgl. An-
hang Abbildung 11-5). Die Ergebnisse der elf durchgefiuhrten Simulationen sind in
Abbildung 8-2 dargestellt.

Bez. Volumenaufnahme (100 bar) Bez. Spannkraftsummen (100 bar)

T 0.995 - e l'—o« Ks’
x 5 09 dicefuicibssiumionpnd | TR FS 4
g 0.99 e : :
Eo.ses g 09
E 098 =
H S 085
> 0975 '

oo7b—i i i i i 08l I L i 1

0 010203040506070809 1 0 010203040506070809 1

Hammerkopfreibwert [-] Hammerkopfreibwert [-]

Abbildung 8-2: Einfluss der Hammerkopfreibung auf die Spannkraftreduktion.

Erkennbar wird, dass die Volumenaufnahme, basierend auf Hammerkopfreibwerten von
0 bis 1,0, durchgangig abnimmt. Ausgehend von der Variante ohnne Hammerkopfreibung
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reduziert sich diese um Uber 2,5 %. Somit bestatigt sich der beobachtete Einfluss quali-
tativ. Werden die Spannkréfte bei Reibwerten von O betrachtet, betragen diese 94,3 %
auf der KS und 93,9 % auf der FS der theoretisch zu erreichenden Spannkraft (ent-
spricht beim Referenzsystem einer Spannkraft von 25518 N bei 100 bar). Durch die
Reibwerterhohung auf 1,0 reduziert sich der Wert der KS auf 82,9 % und der der FS auf
81,3 %. Die Ursache fir die in Bereichen groere Spannkraft auf der FS wird an spate-
rer Stelle gegeben.

Zusammenfassend l&sst sich festhalten, dass die gemessenen und die berechneten Volu-
menaufnahmen sowie die berechneten Spannkraftsummen zu den Modellvorstellungen
von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) passen. Eine exakte Vergleichbarkeit ist nicht
gegeben, da Burckhardt seine Modellvorstellungen fiir geschobene und gezogene Belé-
ge formuliert, vorherige Ergebnisse (Versuch und Simulation) sich aber auf hybride
Beldge beziehen.

Zur Analyse der von Burckhardt behandelten Abstltzkonzepte werden ergénzend die
Beldge mit geschobener Abstiitzung (Push-Konzept) sowie die mit gezogener Abstiit-
zung (Pull-Konzept) simuliert. Dazu werden die Vektoren, die die Geometrie der Ru-
ckenplatten beschreiben, veréndert (vgl. Anhang Kapitel 11.1). Weitere Modellanderun-
gen gegenuber der zuvorigen Simulation entstehen nicht. Fur die geschobenen Belége
ergeben sich die in Abbildung 8-3 berechneten Spannkraftsummen.

1 —
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Hammerkopfreibwert [-]

Abbildung 8-3: Simulierte Spannkraftsummen bei geschobenen Beldgen.

Ergénzend dazu in Abbildung 8-4 fiir die gezogenen Belége.
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Abbildung 8-4: Simulierte Spannkraftsummen bei gezogenen Belagen.
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Bei der ersten Variante mit geschobenen Bel&gen reduzieren sich, ahnlich wie bei der
vorherigen Variante (hybride Beldge), die Spannkraftsummen durchgangig mit der
Erh6hung der Reibwerte. Die anfanglichen Spannkraftsummen (Reibwert 0) betragen
93,9 % auf der KS und 93,1 % auf der FS (der theoretischen Spannkraft). Die Reibwert-
erhohung auf 1,0 flhrt zu einer Reduktion auf der KS auf 80,9 % und auf der FS zu
einer Reduktion auf 76,7 %. Werden die Simulationsergebnisse der gezogenen Belége
betrachtet, zeigt sich auf der KS eine Reduktion der Spannkraftsumme (fur alle Reib-
werte ungleich 0). Die Spannkraftsumme der FS steigt dagegen mit zunehmenden
Hammerkopfreibwerten. Dies passt zunédchst zu keinen bekannten Modellvorstellungen
zum Zuspannprozess. Hohere Spannkrafte auf der FS widersprechen den Modellvor-
stellungen zum Kraftfluss an der Radbremse. Nach diesen (vgl. Kapitel 6.1.2) entsteht
auf der FS immer eine geringere Spannkraft als auf der KS. Demgegentiber stehen eine
in Abbildung 8-4 erkennbare Selbstverstarkung der Spannkraftsumme der FS bei gezo-
genen Beldagen. Wird die Spannkraftsumme der FS bei geschobenen Belégen (vgl. Ab-
bildung 8-3) betrachtet, fallt dagegen eine Selbstschwéchung auf.

Bei der Analyse der simulierten Bewegungen der Halterarme bei gezogenen und ge-
schobenen Belagen werden die jeweiligen Wirkprinzipien deutlich. Diese sind in Abbil-
dung 8-5 veranschaulicht.

Selbstverstarkung (bei gezogenen Belagen) Selbstschwachung (bei geschobenen Beldgen)

Abbildung 8-5: Selbstverstarkung und Selbstschwéachung der Spannkraft der FS.

Dargestellt sind der Halter sowie beide Beldge und die drehende Scheibe bei gezogenen
Beldgen (links) und bei geschobenen Beldgen (rechts) in der Draufsicht. Der faustseitige
Belag hangt bei der ersten Variante im Halter am Kontakt FS-E, bei der zweiten Varian-
te stltzt er sich nur am Halter bei FS-A ab. Beide Kontaktpunkte besitzen aber
konstruktionsbedingt einen Abstand zum Drehpunkt der Halterarme (le und ls in
x-Richtung). Bei der Beanspruchung der Halterarme durch die Abstltzkraft verformen
sich die Halterarme (vgl. Komponentenversuch aus Kapitel 5.1.5). Mit Erhéhung der
Reibwerte an den Kontaktstellen wird eine mogliche Verschiebung der Hammerképfe in
den Halterarmen in y-Richtung (bei gleicher Abstitzkraft) weiter eingeschrénkt. Die
Deformation des Halterarms in Umfangsrichtung flihrt dann bei gezogenen Beldgen zu
einer zusatzlichen Anpressung (in Form der aufgezwungenen \erschiebung 4y). Da-
durch entsteht die Selbstverstarkung. Bei den geschobenen Belégen befindet sich der
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Kontaktpunkt zum Halter vor dem Drehpunkt des Halterarms. Dadurch wirkt die aufge-
zwungene Verschiebung Ay in die negative y-Richtung und somit von der Scheibe weg.
Die Folge ist die Selbstschwachung der faustseitigen Spannkraft.

Die Ergebnisse der letzten beiden Varianten werden auch durch die experimentellen
Ergebnisse des VerschleiRdauerlaufs (Verschleil3 der Beldge um 50 % im zehnstiindigen
Dauerlauf am SMP) gestiitzt (vgl. Abbildung 8-11 rechts). Nach dem Verschleil3pro-
gramm entsteht beim Belag der FS ein um 2,61 % hoherer Verschleil3 als beim Belag
der KS (mittlerer Verschleil3 auf der KS 6,52 mm und auf der FS 6,69 mm).

Fur die im Komponentenversuch gemessenen Hammerkopfreibwerte von 0,106 (vgl.
Kapitel 5.1.2) betragt die Erhohung bei den hybriden Beldgen (Vergleich der Spann-
kraftsumme der FS gegenuber der der KS) 2,9 %, die Erhohung bei gezogenen Beldgen
betragt 8,1 % und die Verringerung bei geschobenen Belégen 1,0 %.

Eine Verstarkung der Effekte im experimentellen Versuch ist ebenfalls vorstellbar. Eine
mdogliche Ursache dafur sind erhéhte Hammerkopfreibwerte aufgrund von Oberflachen-
verénderungen. Beispiele dafur sind Alterungsprozesse und belastungsbedingte Mikro-
verformungen zwischen den Hammerkopfen und den Kontaktpunkten zu den Halterar-
men.

8.2 Beeinflussung der Spannkraftverteilung
durch Hammerkopfreibkrafte

Im vorherigen Kapitel wurde der Einfluss der Hammerkopfreibkréfte bei verschiedenen
Belagabstiitzkonzepten auf die Spannkraftsummen untersucht. Gegenstand dieses Kapi-
tels ist die Spannkraftverteilung zwischen den Beldgen und der Scheibe. Den Modell-
vorstellungen von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) nach ist die Flachenpressung in
Umfangsrichtung grundsatzlich ungleichférmig (aufgrund des Abstandes der Umfangs-
kraft vom Drehzentrum des Belages). Durch die Auslegung als gezogene Belége l&sst
sich diese ungleichformige Verteilung verbessern. Die Auslegung als geschobene Belé-
ge fihrt dagegen zu einer Erhéhung der Ungleichformigkeit. Auf hybride Beldge wird
nicht eingegangen.

Grundlage der Modellvorstellungen ist des Weiteren ein einzelner Belag, der in einem
ideal starren Halter hangt und auch radial gleichférmig angepresst wird. Unklar ist, ob
diese Vereinfachungen auch bei einem kompletten Sattel (mit einem nachgiebigen
Halter) giiltig sind.

Zur Analyse der Gleichférmigkeit der Flachenpressungsverteilung der unterschiedlichen
Abstiitzkonzepte sind in Abbildung 8-6 die berechneten Spannkraftverteilungen beim
Erreichen der 100 bar dargestellt (identische Parametrierung wie in Kapitel 8.1, Ham-
merkopfreibwerte 0,106, vgl. Komponentenversuch Abbildung 5-8).
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Abbildung 8-6: Simulierte Spannkraftverteilungen bei unterschiedlichen Abstiitzkonzepten.

Im statischen Fall entstehen keine Reibkréfte an den Hammerkopfen. Dadurch ist die
Spannkraftsumme der KS groRer als die der FS (im Kraftfluss liegen der Kolbendicht-
ring, die Bushings und die Kolbenreibung). Bei den restlichen drei simulierten Abstlitz-
konzepten wird das in Abbildung 8-5 dargestellte Wirkprinzip deutlich. Bei den gescho-
benen Beldgen ist die Spannkraftsumme der FS aufgrund der Selbstschwachung
geringer als die der KS. Bei den hybriden und den gezogenen Bel&gen entsteht ein
gegenteiliges Verhalten. Bei den hybriden Beldgen entsteht auf der FS eine um 674 N
hohere Spannkraftsumme, bei den gezogenen Beldgen eine um 1837 N erhohte. Bei der
Betrachtung der Spannkraftverteilung zeigt sich, dass radial aulen hohere Kréfte entste-
hen. Tangential verlagert sich bei allen drei unter dynamischer Beanspruchung simulier-
ten Abstlitzkonzepten das Zentrum der Flachenpressung auf der KS in Richtung Einlauf
und auf der FS in Richtung Auslauf.

Die Simulationsergebnisse des statischen Falls passen somit qualitativ zu den Modell-
vorstellungen der Sattelaufweitung aus Kapitel 2.2.1.2. Die Simulationsergebnisse aller
dynamischen Falle passen zu den Modellvorstellungen der Gehduseverdrehung aus
Kapitel 2.2.1.4.

Basierend auf den Simulationsergebnissen der jeweils finf ausgewerteten Federkrafte
pro Belag (beim Erreichen der 100 bar) lasst sich der rechnerische Kraftangriffspunkt
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(in Bezug zur mittleren Feder) in radialer Richtung wie folgt berechnen (vgl.
Belagmodell Abbildung 5-4):

FLU 'AZLU + FTU 'AZTU + FLD 'AZLD + FTD 'AZTD

COPrad = (7'2)
AyLU + AyTU + AyLD + AyTD
Und fur den Kraftangriffspunkt in tangentialer Richtung gilt:
CoP._ = Fo Ay +Fry A%y + Fip - AXp + Frp - Ay (7-3)
tan

AyLU + AyTU + AyLD + AyTD

Fur die bereits in Kapitel 8.1 dargestellten Spannkraftsummen lassen sich somit die
rechnerischen Kraftangriffspunkte bei der Variation der Hammerkopfreibwerte und dem
Erreichen des Maximaldruckes von 100 bar auswerten (Hinweis: Positiv entspricht
radial auen bzw. der Einlaufseite). In Abbildung 8-7 ist dies fur die hybriden Beldge
dargestellt.

Hybride
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Abbildung 8-7: Rechnerische Kraftangriffspunkte der hybriden Beldge.

Erkennbar wird, dass sich der CoP (Centre of Pressure) in radialer Richtung auf der KS
mit zunehmenden Hammerkopfreibwerten nach auf3en verlagert. Der CoP der FS ver-
schiebt sich dagegen leicht nach innen (Bezugspunkt ist die mittlere Feder, vgl. Abbil-
dung 5-4). Der CoP verlagert sich tangential auf der KS von 4,8 mm (4,8 mm in Rich-
tung Einlaufseite verschoben) mit zunehmendem Reibwert bis zu -8,1 mm in Richtung
Auslauf. Auf der FS verlagert er sich von -3,5 mm im Auslauf zu 15,8 mm in Richtung
Einlauf (alles beim Erreichen der 100 bar).

Besteht die Zielsetzung in der Auslegung des Systems auf den Bremsdruck von 100 bar
und dem Erreichen einer moglichst gleichférmigen Flachenpressung in Umfangsrich-
tung, l&sst sich ein Optimum bestimmen. Dieses liegt fur die hybriden Beldge bei einem
Hammerkopfreibwert auf der KS von 0,138 und auf der FS von 0,139. Der Ausle-
gungswert von 0,14 bei allen Hammerkdpfen (mittlerer Reibwert) ist demnach als
Kompromissldsung geeignet.

Im Vergleich zu den hybriden Beldgen sind in Abbildung 8-8 die berechneten Kraftan-
griffspunkte fur die geschobenen Belége dargestellt.
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Abbildung 8-8: Rechnerische Kraftangriffspunkte der geschobenen Belage.

Erkennbar wird, dass die Verlagerung des CoP in radialer Richtung (gegentber der der
hybriden Bel&ge) qualitativ unterschiedlich verlauft. In tangentialer Richtung verschiebt
sich der CoP auf der KS von beginnend mit 5,0 mm einlaufseitig weiter auf bis zu
15,5 mm, wodurch sich die Ungleichformigkeit verstarkt. Auf der FS verlagert er sich
von auslaufseitig -10,5 mm auf 3,0 mm in Richtung Einlauf. Deutlich wird, dass bei
dieser Variante kein Optimum besteht. Auf der KS ist kein ausgeglichener Zustand
maoglich, auf der FS entsteht dieser fur Hammerkopfreibwerte von 0,837. Die Ungleich-
formigkeit auf der KS ist bei diesem Reibwert aber grofer als bei geringeren Reibwer-
ten.

Im Vergleich der Simulationsergebnisse der geschobenen Beldge mit den Modellvorstel-
lungen von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) ist qualitative Ubereinstimmung gegeben.
Den Modellvorstellungen nach verlagert sich bei geschobener Abstiitzung die Flachen-
pressung beider Belége in Richtung Einlauf, was die Ungleichformigkeit erhéht. Unter-
schiedlich ist allerdings die Startposition des CoP der FS. In den Simulationsergebnissen
befindet sich der Ausgangspunkt im Auslauf. Dies entsteht aufgrund der Halternachgie-
bigkeit und einer dadurch hervorgerufenen Geh&useverdrehung. Burckhardt geht dage-
gen in den Modellvorstellungen von einer ideal starren Abstiitzung aus.

Des Weiteren sind in Abbildung 8-9 die Ergebnisse fiir gezogene Beldge dargestellt.
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Abbildung 8-9: Rechnerische Kraftangriffspunkte bei gezogenen Belégen.

Wird die letzte Variante mit gezogenen Beldgen mit den Simulationsergebnissen der
vorherigen Abstutzkonzepte verglichen, zeigen sich qualitativ dahnliche Verlaufe wie bei
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der ersten Variante mit hybriden Beldgen. Die radiale Verlagerung des CoP auf der FS
verlauft etwas ausgepragter (finaler Wert 8,5 mm). In tangentialer Richtung verlagert
sich der CoP der KS von 3,5 mm einlaufseitig auf bis zu -8,6 mm auslaufseitig. Der CoP
der FS verlagert sich von -10,1 mm auslaufseitig auf bis zu 16,3 mm einlaufseitig. Auf
der KS wird fur einen Hammerkopfreibwert von 0,083 und auf der FS flr einen von
0,398 eine in Umfangsrichtung gleichférmige Spannkraftverteilung erreicht. Deutlich
wird, dass zwar fiir beide Belage ein jeweiliges Optimum besteht, dass der mittlere
Reibwert von 0,157 aber eine ungunstigere Kompromisslgsung (im Vergleich zu den
hybriden Belagen) darstellt.

Beim Vergleich der drei Abstltzkonzepte (unter den gegebenen Bedingungen des simu-
lierten Referenzsystems und flr den Druck von 100 bar) besitzen somit die hybriden
Belége die hinsichtlich einer in Umfangsrichtung gleichformigen Flachenpressungsver-
teilung besten Eigenschaften.

Beim Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Modellvorstellungen aus dem Stand
der Technik (vgl. Kapitel 2.2.1) wird der Effekt der Sattelaufweitung bei allen Absttitz-
konzepten deutlich. Wie von Burckhardt dargestellt, fihrt die Auslegung als geschobene
Beladge mit zunehmenden Hammerkopfreibwerten zu einer Erh6hung der Ungleichfor-
migkeit der tangentialen Flachenpressungsverteilung. Der von Burckhardt beschriebene
positive Einfluss der gezogenen Beldge kann dagegen nicht gezeigt werden. Aufgrund
eines nachgiebigen Halters, im Unterschied zu den Modellvorstellungen von Burck-
hardt, verdreht sich das Geh&use. Dies passt zu den Modellvorstellungen von Samie et
al. und Tamari et al. (vgl. Kapitel 2.2.1.4). Dadurch befindet sich der Anfangszustand
des CoP (bei Hammerkopfreibwerten von 0, vgl. Abbildung 8-9) schon im Auslauf und
verlagert sich mit zunehmenden Hammerkopfreibwerten in Richtung Einlauf. Dies
widerspricht den Modellvorstellungen von Burckhardt. Die Erklarung ist in Abbil-
dung 8-10 dargestellt (Hinweis: Draufsicht, das Geh&duse HOU ist in die x-y-Ebene
gedreht).

By

X
Verdrehung

Vv

Abbildung 8-10: Prinzip der Flachenpressungsverlagerung bei gezogenen Beléagen.

Da auf der KS (alleinige Abstutzung uber einlaufseitige Hammerkopfe) die hohere
Abstiitzkraft Fy 1 entsteht (vgl. Ungleichformigkeit der Abstltzkrafte, Abbildung 7-11),
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entsteht an dieser Stelle auch die grofiere der Zuspannkraft entgegenwirkende Hammer-
kopfreibkraft Fg .

Da beide Beldge uber das Gehduse fest miteinander verspannt sind, entsteht beim
Zuspannen der Bremse die in Abbildung 8-10 dargestellte Verdrehung des Gehduses
(um die positive z-Achse). Dieser Effekt wird mit zunehmenden Hammerkopfreibwer-
ten verstarkt. Eine Auswirkung der Verdrehung ist, dass sich der CoP der KS tangential
in Richtung Auslauf (ausgehend von einer Anfangsposition im Einlauf) und auf der FS
in Richtung Einlauf (ausgehend von einer Anfangsposition im Auslauf) verlagert.

Des Weiteren zeigt sich anhand der Simulationsergebnisse, dass eine alleinige Betrach-
tung des CoP in der radialen und tangentialen Richtung nicht geeignet ist, da Reibwert-
verédnderungen an den Hammerkopfen die Flachenpressungsverteilungen in beiden
Richtungen beeinflussen. Die gekoppelte radiale und tangentiale Verlagerung der CoP
wird auch von Fieldhouse (auf Basis seiner \ersuche, vgl. Kapitel 2.2.1.3) angegeben.

8.3 Einfluss des Belagschragverschleil3es auf
die Spannkraftverteilung

Neben dem Einfluss der Hammerkopfreibkrafte auf die Flachenpressungsverteilung
zwischen den Beldgen und der Scheibe wird in den Modellvorstellungen nach Burck-
hardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5) der Einfluss auf den Belagschragverschleil? aufgefuhrt.
Vorteilhaft ist demnach die Auslegung als gezogene Beldge. Der geringere Verschleif3
wird nur mit der gleichférmigeren Flachenpressung begriindet. Zudem wird von einem
vereinfachten Anpressvorgang der Beldge ausgegangen. Die sich durch den
Belagschragverschlei &ndernde Belaggeometrie hat dabei keinen Einfluss auf die
Flachenpressungsverteilung.

Zur Untersuchung des grundsétzlichen Schragverschleiles bei verschiedenen Abstiitz-
konzepten werden hybride und gezogene Beldge (der gleichen Charge, durch spanende
Nachbearbeitung der Push-Kontakte modifiziert) im Verschleif3dauerlauftest verglichen.
Das gewdhlte Verschleiprogramm entspricht dem in Kapitel 7.2.4 dargestellten
(zehnstindiger Test am SMP mit Zielsetzung des Erreichens von 50 % Belagver-
schleil). Nach jeweils 200 Bremsungen werden die Beldge im ausgebauten Zustand an
den jeweils funf Messpositionen, die denen des Belagmodells im Simulationsmodell
entsprechen, in  ihrer Dicke vermessen. Eine zur Darstellung des
Belagschragverschleiles geeignete Darstellung ist die Auftragung des radialen und
tangentialen SchrégverschleiRBes ber dem mittleren Belagverschlei. Der mittlere Ver-
schleil berechnet sich demnach wie folgt:

w = (A + Ay +AYp +AYr)
" 5
Fur den relativen radialen Schragverschleif3 gilt:

(7-4)

121



8 Analyse und Erganzung bekannter Modellvorstellungen

W, = (Ay,, ;_AyTU ) . (AY, ;AyTD) (7-5)

Und fir den relativen tangentialen Schragverschleil? gilt:

Wtan — (AyLU +AyLD) _ (AyTU +AyTD) (7_6)
2 2
Wird obige Berechnung fiir die nach jeweils 200 Druckrampen gemessenen Belag-
dickenreduzierungen (Ausgangsdicke ist 12 mm) durchgefuhrt und aufgetragen, erge-
ben sich die in Abbildung 8-11 dargestellten \erschleiRkurven fir die hybriden und die
gezogenen Belége.
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; E e
£ Eos j—_::gu /76,52 mm
= -y . L
2 D
= = B
§ @ ol : } : } {
S $ P vj I )
- o3 '>
@ K g ; \g\ 6,69 mm
e ST
0 1 2 3 4 5 6 7 3 4 5 6 7
Mittlerer Verschlei® [mm] Mlttlerer Verschlei [mm]

Abbildung 8-11: Gemessener radialer und tangentialer Verschleil? Gber mittlerem Verschleil3.

Deutlich wird, dass der radiale Schragverschlei3 bei beiden Varianten geringer ausfallt
als der tangentiale. Der tangentiale steigt jeweils zunachst mit Zunahme des mittleren
VerschleiRes stark an (Bereich zwischen 0 und 3 mm mittlerem Verschleif) und verlauft
danach bei beiden Varianten konstanter. Dies bedeutet, dass sich wéhrend der ersten drei
Millimeter mittlerem \erschlei3 ein tangentialer SchrégverschleiRzustand einschleift.
Dieser bleibt mit weiter zunehmendem mittleren Verschleif3 erhalten (Hinweis: Wéhrend
der Versuche werden durchgéngig Druckrampen mit 100 bar gefahren). Dieser statio-
nére Schragverschleifizustand flhrt dazu, dass mit der weiteren Zunahme des mittleren
Verschleiles die Belagschragstellung annéhernd konstant bleibt.

Grundsatzlich féllt auf, dass der mittlere Verschleil} bei beiden Varianten auf der FS
groRer ausfallt als auf der KS (Vergleich der letzten Messwerte). Eine Erkl&rung dafr,
basierend auf dem Prinzip der Spannkraftselbstverstarkung auf der FS, ist in Kapitel 8.1
gegeben.

Zur Analyse der Ursachen flr den stationdren Schragverschleif3zustand werden mit dem
Simulationsmodell die CoP zundchst fir den Zuspannprozess ohne Verschleily und
danach fur den Bereich der VerschleiRerzeugung (bei gleichem Bremsdruck) berechnet.
Bis zum Erreichen des Maximaldruckes von 100 bar wird kein Belagverschleil3 simu-
liert (entspricht somit dem Verhalten aus Abbildung 8-7, Hammerkopfreibwerte 0,106).
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Danach wird bei konstantem Druck der Verschleil3 fir 30 s (bis zum Ende der Brem-
sung) zugeschaltet. In Abbildung 8-12 ist dies fur die hybriden Belége dargestellt.
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Abbildung 8-12: Einfluss des Belagverschleiles auf die CoP (hybride Belage).

Beide simulierten CoP verlagern sich zu Beginn des Zuspannprozesses zundchst radial
auf 2,42 mm. Diese Position befindet sich geringfuigig oberhalb des Flachenschwer-
punktes des Belages (dieser liegt bei 1,95 mm oberhalb der mittleren Feder). Erkennbar
wird zudem, dass sich wahrend des Zuspannprozesses der CoP der KS radial nach au-
Ren und in Richtung Einlaufseite verschiebt (Hinweis: Positiv entspricht der Einlaufsei-
te). Der der FS verschiebt sich ebenfalls radial nach aulRen, bei 100 bar befindet er sich
im Auslauf.

Wird der reibarbeitsbezogene Verschleilfansatz zu Verkirzung der funf Federn pro
Belag (vgl. Kapitel 5.1.3)  hinzugeschaltet,  entsteht zum  einen  der
Belagschragverschleil, zum anderen verlagern sich die CoP radial sowie tangential in
Richtung Belagmitte. Mit Bremsungsende befinden sie sich in Umfangsrichtung fast
wieder bei 0, radial bei 0,68 mm oberhalb der mittleren Feder. Der simulierte Schrag-
verschleiRzustand (nach Ende der Bremsung) der KS betragt radial 0,48 mm und tan-
gential 0,21 mm, der der FS radial 0,17 mm und tangential -0,02 mm.

In Abbildung 8-13 sind die Simulationsergebnisse flr die geschobenen Beldge darge-
stellt.
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Abbildung 8-13: Einfluss des Belagverschleil3es auf die CoP (geschobene Belédge).
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Erkennbar wird, dass qualitativ ahnliche Verlagerungen auch bei den geschobenen
Belagen entstehen. Beginnend tangential mittig und radial bei 2,42 mm, verlagert sich
der CoP der KS radial nach auffen und in Richtung Einlaufseite, der der FS radial nach
aulen und in Richtung Auslaufseite (vgl. Abbildung 8-8 fur Hammerkopfreibwerte von
0,106). Beim CoP der FS féllt auf, dass sich dieser zunéchst in Richtung Einlauf ver-
schiebt und erst danach in Richtung Auslauf.

Grundsatzlich fallen bei den geschobenen Belégen die Verschiebungen der CoP in
tangentialer Richtung grofRer aus als bei den hybriden Beldgen aus Abbildung 8-12.
Durch den Verschleil3 verschieben sich ebenfalls beide CoP in Richtung Belagmitte. Im
Unterschied zu den hybriden Beldgen entsteht aber hoherer Schrégverschlei. Der simu-
lierte Schragverschleilzustand gegen Ende der Bremsung betrégt auf der KS radial
0,41 mm und tangential 1,36 mm, auf der FS radial 0,15 mm und tangential -0,80 mm.

In Abbildung 8-14 sind abschliel3end die simulierten CoP der gezogenen Belége darge-
stellt.
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Abbildung 8-14: Einfluss des BelagverschleilRes auf die CoP (gezogene Belédge).

Den Ausgangspunkt beider CoP bilden wieder eine tangential mittige Position und eine
radiale Position von 2,42 mm (oberhalb der mittleren Feder). Der CoP der KS ver-
schiebt sich bis zum Erreichen der 100 bar radial nach auen und tangential zun&chst in
Richtung Einlauf, danach zurick in Richtung Auslauf. Beim Erreichen der 100 bar liegt
der tangentiale CoP der KS annéhernd bei 0. Auf der FS verschiebt er sich radial nach
auflen und tangential in Richtung Auslauf (vgl. Abbildung 8-9 flir Hammerkopfreibwer-
te von 0,106).

Mit Beginn des Belagverschleil3es verschieben sich auch bei den gezogenen Belégen die
CoP in Richtung Belagmitte. Tangential entsteht nicht ganz der Ausgleich, radial liegen
die CoP bei 0,70 mm. Der simulierte Schragverschleizustand (am Ende der Bremsung)
betragt auf der KS radial 0,33 mm und tangential 1,27 mm. Der der FS betragt radial
0,27 mm und tangential -0,89 mm.

Im Vergleich der SchragverschleiRneigung der drei Abstiitzkonzepte wird deutlich, dass
der maximale Schrégverschlei gezogener Beldge geringer ist als der geschobener
Beldge. Letzterer ist aber grofer als der der hybriden Belége. Die Erkenntnis der ge-
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schobenen und gezogenen Bel&ge passt somit zu den Modellvorstellungen von Burck-
hardt (vgl. Kapitel 2.2.1.5).

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass sich wahrend des Druckaufbaus eine kom-
plexe Verschiebung der CoP einstellt. Mit einsetzendem Verschleil3 entwickelt sich ein
stationdrer Schragverschleil3zustand, der bei den verschiedenen Abstltzkonzepten unter-
schiedlich ist. Gleichzeitig verschieben sich die CoP in Richtung der Belagmitte. Folg-
lich entsteht durch den Verschleil? ein gunstigerer Pressungszustand. Der Belagver-
schleil? gleicht somit den vom Sattel aufgezwungenen und ungleichférmigen Ausgangs-
belastungszustand aus.

8.4 Druckpunktverlagerung und Kolbenver-
klemmen

Den Modellvorstellungen von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.6) ist zu entnehmen, dass
die ungleichformige Anpressung der Belédge durch eine Druckpunktverlagerung beein-
flussbar ist. Eine vorgeschlagene Mdoglichkeit ist der tangentiale Kolbenversatz (im
Folgenden auch als Kolbenoffset bezeichnet). Den Modellvorstellungen (vgl. Abbil-
dung 4-5) nach wird durch eine Druckpunktverlagerung nicht nur die Fl&chenpres-
sungsverteilung zwischen den Beldgen und der Scheibe beeinflusst, sondern der Kolben
verdreht sich auch zur Kolbenfuhrung im Geh&use. Der Komponentenversuch (vgl.
Abbildung 5-28) zeigt, dass dadurch erhdhte Kolbenverschiebekrafte entstehen kénnen.
Unklar ist, ob dieser Effekt an der Radbremse auch zu dem in den Modellvorstellungen
formulierten Kolbenverklemmen fiihren kann.

Eine im experimentellen Versuch standardisierte Méglichkeit zur Vorgabe einer Druck-
punktverlagerung in Umfangsrichtung ist der Einsatz eines Sichelblechs. Durch einen
partiellen Kontakt zwischen Kolben und Dampfungsblech wird der Kraftangriffspunkt
der Kolbenausgangskraft verschoben.

Zur experimentellen Untersuchung eines Verklemmeffektes wird das Bremsmoment
(Testszenario vgl. Abbildung 7-2) aufgezeichnet. In Abbildung 8-15 ist der \Vergleich
ohne und mit Sichelblech (Dicke 1 mm, 120°, Positionierung auslaufseitig) dargestellt.
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Abbildung 8-15: Gemessene Hysterese im Bremsmoment mit Druckpunktverlagerung.
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Erkennbar wird in vorheriger Abbildung (rechts) das positionierte Sichelblech auf dem
Dampfungsblech der KS. In der linken Darstellung sind die gemessenen
Momentenverldufe fir den Zuspann- und Loseprozess dargestellt (zwei aufeinanderfol-
gende Bremsungen mit identischen Komponenten, die sich nur durch die Verwendung
des Sichelblechs unterscheiden).

Der Verlauf des Bremsmomentes fur die Variante ohne Sichelblech weist nur eine ge-
ringe Hysterese von 5,1 % (maximale Momentdifferenz zwischen Zuspann- und L{se-
prozess, bezogen auf das maximale Moment) auf. Mit Sichelblech entsteht eine qualita-
tiv unterschiedliche und deutlich vergrofierte Hysterese von 18,8 %. Das maximale
Moment reduziert sich von 2183 Nm bei 80 bar auf 2072 Nm und damit um 5,1 %. Mit
Sichelblech bleibt das maximale Moment auch bei Druckreduktion (bis ungeféhr
65 bar) bestehen. Folglich entsteht der anhand der Modellvorstellungen erwartete Effekt
des Kolbenverklemmens bei Verwendung eines Sichelbleches zur Druckpunktver-
lagerung. Die Simulation mit Sichelblech (partieller Kontakt zwischen Kolben und
innerem Dampfungsblech) fihrt zu einem qualitativ gleichen Erscheinungsbild.

Eine weitere von Burckhardt (vgl. Kapitel 2.2.1.6) vorgeschlagene Mdglichkeit zur
Druckpunktverlagerung ist ein tangentialer Kolbenversatz. Die Verschiebung in Rich-
tung Auslauf fihrt demnach bei der grundsétzlich am Einlauf erhdhten Flachenpressung
zu einer gleichférmigeren Verteilung.

Zur Analyse dieser Modellvorstellung wird im Simulationsmodell die Kolbenposition
systematisch in Umfangsrichtung variiert. Zur Vergleichbarkeit mit den Modellvorstel-
lungen werden geschobene Belége und ein steifer Halter modelliert. In Abbildung 8-16
sind die CoP in radialer und tangentialer Richtung bei Variation der tangentialen Kol-
benposition dargestellt (0 entspricht einer mittigen Ausgangsposition, positiv entspricht
einer Verschiebung in Richtung Auslaufseite).
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Abbildung 8-16: Simulierte Kraftangriffspunktverlagerung durch tangentialen Kolbenversatz.

Erkennbar wird, dass bei dem Belag der KS fiir einen Kolbenoffset von 12 mm und bei
dem Belag der FS fir einen Kolbenoffset von 8 mm die Spannkraftverteilung in Um-
fangsrichtung gleichférmig ist. Ein fur beide Belédge optimaler Kolbenversatz ist nicht
vorhanden. Die Griinde fir die ungleichen Optima bestehen darin, dass neben der Kol-
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8 Analyse und Erganzung bekannter Modellvorstellungen

benkraft und den Hammerkopfreibkréften auch weitere (und ungleiche) Krafte an den
Bel&gen angreifen (z.B. die Ddmpfungsblechreibkréfte).

Der Einfluss des tangentialen Kolbenversatzes auf die maximale Hysterese wird anhand
der Simulationsergebnisse in Abbildung 8-17 deutlich.
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Abbildung 8-17: Simulierte VergréRerung des Hysterese durch Kolbenversatz.

Erkennbar wird in der linken Abbildung, dass sich die simulierte maximale Hysterese
(mit einem Arbeitsdruck von 80 bar) von 5,7 % auf bis zu 9,8 % bei einem Kolbenver-
satz von 20 mm vergroRert. Fur die anderen Arbeitsdriicke 20, 60 und 100 bar (alles bei
einem Druckgradienten von 20 bar) stellen sich ahnliche HysteresevergrdfRerungen ein.
Fur die ausgewahlten Kolbenoffsets von 0 mm und 20 mm sind die Momentenverlaufe
dargestellt. Ergénzt sind diese um einen tberdimensionierten Kolbenoffset von 60 mm
(vgl. Anhang Abbildung 11-6).

Der qualitative Verlauf des Momentes bleibt durch den Kolbenoffset von bis zu 20 mm
unverandert, doch die Hysterese erhoht sich. Ein Verklemmen des Kolbens entsteht
nicht. Erst bei einem unrealistischen Kolbenoffset (Versatz in der GréRenordnung der
halben Riickenplattenlidnge) verdndert sich der Verlauf des Momentes. Ahnlich dem
gemessenen Verlauf mit Sichelblech entsteht bei Druckreduktion ein Bereich des kon-
stanten Momentes, da der Kolben verklemmt. Auch reduziert sich das maximale Mo-
ment. Diese Veranderungen in der Hystereseform entstehen bei allen untersuchten Ar-
beitsdriicken, nicht aber bei reibungsfreier Kolbenfihrung.

Zusammenfassend l&sst sich festhalten, dass die von Burckhardt vorgeschlagene Druck-
punktverlagerung eine wirksame MaRnahme zum Erreichen einer in Umfangsrichtung
gleichméligeren Flachenpressungsverteilung ist. Die fur den Belag der KS bendtigte
Verschiebung des Kolbens muss aber nicht auch auf der FS optimal sein, da weitere
Kréafte auf die Belédge einwirken, die unterschiedlich sein kdnnen. Nachteilig an der
Druckpunktverlagerung ist aber, dass sich die Hysterese im Momentenverlauf erhoht.
Ein Verklemmen des Kolbens wird in der Simulation aber erst bei einem uberdimen-
sionierten tangentialen Kolbenoffset von 60 mm erreicht. Durch die Verwendung eines
Sichelbleches (der dargestellten GroRe) entsteht der Effekt allerdings sowohl in der
Simulation, als auch im Versuch.
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8 Analyse und Erganzung bekannter Modellvorstellungen

8.5 Beeinflussung der Abstlutzkraftverteilung

\Von Samie et al. und Ballinger (vgl. Kapitel 2.2.1.7) wurde mittels der FEM gezeigt,
dass auf der KS und auf der FS der Bremse unterschiedliche Reaktionskréfte auf die
gemeinsame Umfangskraft entstehen. Sie stellen des Weiteren einen Einfluss der Reib-
werte der Ruckenplatten und der Push-Spiele darauf fest. Bereits durch die in Kapi-
tel 7.2.3 dargestellten experimentellen Ergebnisse wird deutlich, dass die Abstltzkréfte
auf der KS und auf der FS bei gleichem Bremsmoment unterschiedlich sind. Den Mo-
dellvorstellungen (vgl. Kapitel 4.1.2) nach besteht ein direkter Zusammenhang zwi-
schen den Reibwerten an den Dampfungsblechen und dem Verhéltnis der Abstutzkrafte
zwischen KS und FS.

Zur experimentellen Untersuchung des Einflusses der Reibkréfte an den Dampfungs-
blechen wird der vorherige Versuch (vgl. Abbildung 7-12) mit gefetteten Dampfungs-
blechen durchgefiihrt. Die gemessenen Abstutzkrafte sind in Abbildung 8-18 dargestellt
(Hinweis: Aus Griinden der Ubersichtlichkeit ist die Variante mit gefetteten Dampfungs-
blechen negativ aufgetragen).
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Abbildung 8-18: Gemessener Einfluss der Ddmpfungsblechfettung auf die Abstlitzkréafte.

Dargestellt sind die mittleren gemessenen Abstltzkrafte (vgl. Messtechnikkonzept
Kapitel 7.1.2) gezogener Beldge im ungefetteten Zustand (positiv aufgetragen) und mit
gefetteten Da&mpfungsblechen (negativ aufgetragen). Die Bremsungen ohne und mit
Dampfungsblechfettungen sind unmittelbar hintereinander bei sonst unverdndertem
System durchgefhrt.

Erkennbar wird, dass der Ubergangspunkt (TP) des faustseitigen Belages vom alleini-
gen Pull-Kontakt (Belag hangt nur im Halter) zum Pull-Push-Zustand (Belag hangt im
Halter und stitzt sich ab) bei der gefetteten Variante friher entsteht. Dies bedeutet, dass
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8 Analyse und Erganzung bekannter Modellvorstellungen

durch die Fettung mehr Kraft auf der FS abgestutzt wird als ohne die Fettung. Deutlich
wird dies auch bei der Aufteilung der Krafte von KS und FS im anfanglichen Zustand
(markierter Bereich bei 600 Nm). Im ungefetteten Zustand ist die Steigung der Kraft bei
KS-E groRer als die der Kraft bei FS-E (bei konstantem Moment wird mehr Kraft auf
der KS abgestiitzt als auf der FS). Im gefetteten Zustand besitzen beide anndhernd die
gleiche Steigung. Die Aufteilung zwischen der KS und der FS bei 600 Nm betragt fur
die Variante ohne Fettung 61,7 % zu 38,3 %. Durch die Fettung verringert sich die
Ungleichformigkeit zu 53,2 % auf der KS und 46,8 % auf der FS. Folglich zeigt sich der
erwartete Einfluss der Dampfungsblechreibwerte. Unklar sind dagegen die Grenzen der
Ungleichformigkeit der Aufteilung und der Einfluss der Haltersteifigkeit (der
Gehauseverdrehung) auf die Ungleichférmigkeit.

Zur Analyse dieser Parameter werden mit dem Simulationsmodell systematisch die
Dampfungsblechreibwerte variiert. Dies erfolgt fir unterschiedliche Haltersteifigkeiten
(modifiziert wird nur die Drehfedersteifigkeit kanc 2 der FS, vgl. Abbildung 6-1). Aus-
gewertet wird in Abbildung 8-19 der Quotient aus der Abstitzkraft der KS und der der
FS bei Erreichen des Bremsmomentes von 600 Nm.
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Abbildung 8-19: Simulierter Einfluss der Haltersteifigkeit auf die Abstiitzkraftaufteilung.

Dargestellt sind die Quotienten KS/FS bei 600 Nm von 88 Simulationsdurchftihrungen.
Bei der Betrachtung der Reibwertvariation wird deutlich, dass mit zunehmenden Damp-
fungsblechreibwerten die Ungleichheit der Abstitzung verstarkt wird. Im Falle der
Ausgangshaltersteifigkeit von 100 % (die der aller vorherigen Simulationen entspricht)
entsteht bei angenommenen maximalen Reibwerten von 1,0 eine Verteilung von 3,0.
Die Erhohung der Haltersteifigkeit (zwischen 25 % und 1000 % der Ausgangssteifig-
keit) bei festen Dampfungsblechreibwerten flihrt dagegen zu einer gleichformigeren
Verteilung, die Reduzierung der Haltersteifigkeit zu einer ungleicheren Verteilung.

Wird eine moglichst gleiche Abstilitzkraftverteilung an der Radbremse beabsichtigt, ist
die Auslegung einer hohen Haltersteifigkeit, bei gleichzeitig geringen Dampfungsblech-
reibwerten, zielfhrend.
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8.6 Beeinflussungsmadglichkeiten radialer
Belagbewegungen

Den Modellvorstellungen (vgl. Kapitel 4.1.3) nach entstehen radiale Belagbewegungen
durch die Wirkrichtungen der Reibkréfte zwischen Beldgen und Scheibe. Die Erschei-
nungsform radialer Belagbewegungen ist bereits in Kapitel 7.2.5, basierend auf den
Versuchsergebnissen, dargestellt. Gezeigt wurde mittels des Simulationsmodells, dass
der Mikrobelagschréagverschlei und héhere Hammerkopfreibwerte zu den beobachteten
geringen Belagbewegungen im eingefahrenen Zustand fiihren kdnnen.

Eine MaRnahme zur Reduzierung der radialen Belagbewegungen ist somit die Erho-
hung der Hammerkopfreibwerte. Des Weiteren ist leicht vorstellbar, dass die Position
dieser angreifenden Hammerkopfreibkrafte auch einen Einfluss besitzt. Aus den Mo-
dellvorstellungen in Abbildung 6-2 geht zudem hervor, dass die Dampfungsblech-
reibung den Bewegungen auch entgegenwirkt. Basierend auf dem statischen und dyna-
mischen Zuspannprozess (vgl. Abbildung 4-1 und Abbildung 6-1) wird zudem ein
Einfluss der Gehdusesteifigkeit und der Haltersteifigkeit erwartet.

Zur simulativen Analyse der effektivsten MalRnahmen zur Reduzierung radialer
Belagbewegungen werden in 55 Simulationen die unterschiedlichen Parameter variiert.
Die Ergebnisse sind in Abbildung 8-20 dargestellt.
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Abbildung 8-20: Simulierte Einfllisse auf die radialen Belagbewegungen.
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Dargestellt sind die maximalen radialen Belagbewegungen an den Positionen KS-E und
FS-E (Hinweis: Die Werte der FS sind zur besseren Ubersicht negativ aufgetragen). Der
Auswertezeitpunkt entspricht jeweils einem Bremsmoment von 2000 Nm. Fir jeden der
finf Parameter Hammerkopfreibwert, Dampfungsblechreibwert, Gehdusesteifigkeit,
Haltersteifigkeit und Hammerkopfhéhe werden elf Simulationen durchgefuhrt. Die
Hammerkopfe werden um bis zu 20 mm radial nach oben und unten verschoben. Die
Reibwerte werden zwischen 0 und 1,0 variiert. Die Geh&usesteifigkeit (Knouks und
Knouss, vgl. Abbildung 4-1) sowie die Haltersteifigkeit (kanc2 und Kancs, vgl. Abbil-
dung 6-1) wird von 50 % bis 150 % (der Standardsteifigkeit) variiert.

Die Basissimulation entspricht dem Zustand mit entwickeltem Reibwert, aber ohne den
die Belagbewegungen reduzierenden Mikroschrégverschlei. Somit handelt es sich bei
dem der Analyse zugrundeliegenden Lastfall um den hinsichtlich der GroRe der
Belagbewegungen kritischsten Fall (vgl. Abbildung 7-15).

In Tabelle 8-1 sind die simulierten radialen Wege bei den jeweils minimalen und maxi-
malen Parametern aufgelistet.

Tabelle 8-1: Simulierte Einflisse verschiedener Parametervariationen auf die rad. Wege.

Parametervariation Veranderung
0 1,0
Hammerkopfreibwerte KS | 58,38 % 0,75 % -98,7 %
FS |5574% 0,58 % -99,0 %
0 1,0
Dampfungsblechreibwerte KS |144,80% | 16,37 % -88,7 %
FS | 29,67 % 15,24 % -48,6 %
50 % 150 %
Gehausesteifigkeit KS [3356% |16,31% -51,4 %
FS |3352% 16,38 % -51,1 %
50 % 150 %
Haltersteifigkeit KS | 15,59 % 22,37 % +43,5 %
FS | 14,50 % 21,80 % +50,3 %
-20 mm +20 mm
Hammerkopfhohe KS | 92,60 % 0,20 % -99,8 %
FS |96,33% 0,10 % -99,9 %

Werden die Hammerkopfreibwerte auf 0 reduziert, entstehen radiale Belagbewegungen
von Uber 55 % bei beiden einlaufseitigen Hammerkoépfen. Durch die Erhéhung dieser
auf 1,0 reduzieren sich die Wege auf unter 1 %. Die Erhéhung der Hammerkopfreib-
werte stellt somit eine effektive Malinahme zur Reduzierung der Belagbewegungen dar.
Nachteilig an hohen Reibwerten sind die Einfllisse auf die maximale Spannkraft (vgl.
Kapitel 8.1) sowie auf die Flachenpressungsverteilung (vgl. Kapitel 8.2). Die Material-
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wahl der Riickenplatten und die des Halters begrenzen zudem die Variationsmaoglichkeit
der Hammerkopfreibwerte.

Durch die Reduzierung der Dampfungsblechreibwerte entstehen auf der KS Wege von
uber 144 %, die der FS liegen dagegen unterhalb von 30 %. Die Ursache besteht in der
Abstiitzung des faustseitigen Belages am Anschlag des Gehduses (vgl. Abbildung 6-2).
Mit der Reibwerterhdhung auf bis zu 1,0 bei beiden Dampfungsblechen reduzieren sich
die Wege auf unter 16 %. Die Dampfungsblechreibwerte stellen somit eine weitere
effektive Malinahme zur Reduktion der radialen Belagbewegungen dar. Wird deren
Einfluss mit dem der Hammerkopfreibwerte verglichen, lassen sich die radialen
Belagbewegungen durch die Absenkung der Dampfungsblechreibwerte vergroRern,
durch die Erhéhung der Hammerkopfreibwerte aber effektiver reduzieren. Nachteilig an
der Erhohung der Dampfungsblechreibwerte ist die Verstarkung der Ungleichférmigkeit
in der Abstltzkraftverteilung (vgl. Kapitel 8.5). Diese erhdhten Abstitzkréfte auf der
KS sind dann auch bei der Auslegung des Halters (und der Rlckenplatten) auf Festig-
keit zu beriicksichtigen. Die freie Reibwertwahl wird zudem (ber die verwendeten
Materialien der Dampfungsbleche, des Geh&uses und des Kolbens eingeschrankt.

Durch die Veranderung der Gehé&usesteifigkeit von 50 % auf 150 % der Ausgangs-
steifigkeit reduzieren sich die Wege von Uber 33 % auf unter 17 %. Die Ursache wird
anhand der simulierten CoP in Abbildung 8-21 deutlich.
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Abbildung 8-21:Verlagerung des CoP bei Variation der Gehéusesteifigkeit.

In Umfangsrichtung entsteht durch eine Erhohung der Gehé&usesteifigkeit anndhernd
keine Verschiebung beider CoP, radial verschieben sich aber beide nach innen. Als
Folge wirken die Umfangskraft der KS und die der FS radial weiter innen (in negative
z-Richtung verschoben, vgl. Abbildung 4-6). Dadurch besitzen diese einen geringeren
Abstand zum Drehpunkt der Scheibe, das den Belag ausdrehende Moment wird gerin-
ger und die Wege reduzieren sich. Aufgrund der Anforderungen hinsichtlich des Leicht-
baus des Gehéuses (z.B.: Topologieoptimierer zur Masseneinsparung) kann die Er-
héhung der Gehé&usesteifigkeit als MaRnahme gegen radiale Belagbewegungen begrenzt
sein.

Durch die Erhéhung der Haltersteifigkeit von 50 % auf 150 % erhdhen sich die Wege
um Uber 43 %. Die Begrundung fur die Erhéhung wird anhand Abbildung 8-22 deutlich.
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Abbildung 8-22:Verlagerung des CoP bei Variation der Haltersteifigkeit.

Durch die Erhdhung der Haltersteifigkeit entsteht annahernd kein Einfluss auf die CoP
in radialer Richtung. Die CoP verschieben sich tangential in Richtung Einlaufseite. Die
Ursache fur die geringeren Wege wird anhand der Wirkrichtungen der Reibkréfte zwi-
schen Scheibe und Belag (vgl. Abbildung 4-6) deutlich. Wé&hrend die Reibkrafte im
jeweiligen Auslauf (verbunden durch die Scheibenform) eine nach unten gerichtete
radiale Komponente besitzen (in die negative z-Richtung), wirken die im Einlauf nach
oben (positive z-Richtung). Die tangentiale Verlagerung der CoP vom Auslauf in den
Einlauf (wie dies bei der Erhohung der Haltersteifigkeit erfolgt) fuhrt somit in Summe
zu groReren Kraften in positive z-Richtung. Dadurch nehmen die radialen Wege zu.
Aufgrund der Anforderungen an die Festigkeit des Halters, kann die Verringerung der
Haltersteifigkeit als Malinahme gegen radiale Belagbewegungen begrenzt sein.

Die Verénderung der Hammerkopfhohe von -20 mm (\erschiebung in negative
z-Richtung) bis zu +20 mm fihrt zu einer Verringerung der Wege auf der KS von Uber
99 %. Bei einer Verschiebung der Hammerkdpfe von 20 mm nach oben entstehen nur
noch Belagbewegungen von unter 0,3 %. Bereits bei einer Verschiebung um 4 mm nach
oben reduzieren sie sich auf der KS von 20,39 % auf 4,55 % und auf der FS von
19,72 % auf 3,24 %, was einer Reduktion von iber 77 % auf der KS und von tber 83 %
auf der FS entspricht. Das Wirkprinzip wird anhand der in Abbildung 8-23 dargestellten
simulierten CoP bei gleicher Parametervariation erkennbar.

KS
18
A FS-A  KS-A
FU

8
4
2 a
& FS-E KS-E

-20-15-10-5 0 5 10 15 20
Hammerkopfhohe [mm] Hammerkopfhohe [mm]

Abbildung 8-23:Verlagerung des CoP bei Variation der Hammerkopfhohe.
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Beim Belag der FS verschiebt sich der CoP radial nach innen. Tangential schwankt er
im Einlauf zwischen 0 mm und 8 mm. Beim Belag der KS entsteht eine radiale Ver-
schiebung nach auBen und eine tangentiale Verschiebung vom Einlauf in Richtung
Auslauf. Somit sind zwei gegensétzliche Wirkprinzipien beinhaltet. Die radiale Ver-
lagerung nach auRen flhrt zu einer Zunahme der Wege, die Verschiebung in Richtung
Auslauf zu einer Abnahme der Wege. Dem uberlagert und dominierend sind die Ham-
merkopfreibkrafte, so dass die Wege insgesamt abnehmen. Die Verschiebung der Ham-
merkopfe radial nach auBen ist somit eine effektive und konstruktiv umsetzbare Maf3-
nahme zur Reduktion radialer Belaghbewegungen.
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9 Fazit und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein die Produktkonfiguration von Radbremsen (vgl.
Abbildung 1-3) erweiternder Modellierungsansatz vorgestellt. Dieser ermdglicht die
Durchfiihrung virtueller Prufstandsversuche im frihen Auslegungsstadium.

Basierend auf den bekannten Modellvorstellungen aus dem Stand der Technik (vgl.
Kapitel 2) wurden physikalische Modelle abgeleitet. Unterschiedliche Wirkprinzipien
und Mechanismen wurden in experimentellen Komponentenversuchen analysiert (vgl.
Kapitel 5). Die zur Modellierung benoétigten Modellmodule wurden abgeleitet. Diese
bilden den virtuellen Komponentenversuch ab.

Die entwickelten Modellmodule wurden zu einem Gesamtmodell der Radbremse (vgl.
Kapitel 6) verschaltet. Die Grundlage des verwendeten Modellierungsansatzes ist eine
Diskretisierung der Bauteile der Radbremse in rdumliche und gekoppelte Starrkorper.

Gegeniliber dem herkémmlichen Ansatz der FEM besitzt der entwickelte Ansatz eine
flexible Parametrierungsmoglichkeit, da keine Kopplung an das CAD-System besteht.
Zudem ist die Rechenzeit deutlich geringer (vgl. Kapitel 7.3) als mit FEM-Modellen der
Radbremse.

Die Komplexitat des Modellierungsansatzes fiihrt dagegen zu einer erschwerten Fehler-
kontrollierbarkeit, so dass die datenbankunterstiitzte Verwaltung der Modellparameter
empfohlen wird.

Die Prufung des Gesamtmodells wurde in Form des Vergleiches zwischen Messergeb-
nissen einer Versuchsserie am SMP und den Simulationsergebnissen dargestellt (vgl.
Kapitel 7). Beim Vergleich unter idealisierten Annahmen (kein Temperaturmodell,
konstante Scheibendrehzahl, reiner Zuspannprozess) konnte in allen zum Vergleich
herangezogenen Bereichen ein qualitativ dhnliches Verhalten zwischen \Versuch und
Simulation gezeigt werden.

Bemerkenswert daran ist, dass alle zum Aufbau des Simulationsmodells bendtigten
Parameter zuvor in Komponentenversuchen ermittelt wurden. Nur fir wenige Parameter
bei den Modellmodulen, nicht aber im Gesamtmodell, mussten Annahmen getroffen
werden. Diese Parameter wurden physikalisch begriindbar festgelegt, da sie nicht direkt
messbar waren (z.B. der Reibwert zwischen dem Halter und der Anschraubung zum
Achsschenkel). Zur Verbesserung des Gesamtmodellverhaltens (im Vergleich mit den
SMP-Versuchsergebnissen) wurden nach der Fertigstellung der Modellmodule keine
Parameteranpassungen (Parameterfitting) vorgenommen. Dadurch erfullt das Gesamt-
modell hinsichtlich der Simulation virtueller Systemversuche die Anforderungen an die
White-Box-Modellbildung®®®. Bei dieser werden die physikalischen Effekte nach bes-
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tem Wissen modelliert. Eine Ausnahme bildet die Beschreibung des Bremsbelages, der
als Polynom der gemessenen Steifigkeit hinterlegt wird.

Quantitativ entstehen bei den Vergleichen die dargestellten Abweichungen. Bei der
Volumenaufnahme, dem Bremsmoment (fir den Zuspannprozess) und den Abstitz-
kraften liegen diese unterhalb von 8 % (fir die zum Vergleich verwendeten Werte). Bei
den Belagbewegungen liegen die Abweichungen unterhalb von 60 %. Die grofiten Ab-
weichungen entstehen beim Schrégverschlei, mégliche Ursachen dafir wurden aufge-
zeigt. Durch eine Anpassung der Parameter (z.B.: Reibwerte, Steifigkeiten) lassen sich
viele Abweichungen deutlich reduzieren. Aufgrund der Zielsetzung der White-Box-
Modellbildung, wurde dies aber nicht durchgefiihrt.

Das Gesamtmodell der Radbremse wurde zur Analyse bestehender Modellvorstellungen
herangezogen (vgl. Kapitel 8). Dazu wurden verschiedene Parametervariationen durch-
gefiihrt und die Einflusse dieser auf die im Stand der Technik befindlichen Modellvor-
stellungen (vgl. Kapitel 2.2) dargestellt. In Teilen werden die Simulationsergebnisse
durch Versuchsergebnisse gestitzt. Einige der Simulationsergebnisse konnten im Rah-
men dieser Arbeit nicht mehr experimentell nachgewiesen werden (z.B.: die \er-
lagerung der CoP mit und ohne Verschleil3, vgl. Kapitel 8.3). Speziell zur Spannkraft-
messung unter dynamischen Bedingungen waére ein validiertes Messverfahren, wie das
von Fieldhouse?® oder Degenstein®®, wiinschenswert. Von einer Entwicklung und
Validierung eines solchen Verfahrens wurde abgesehen, da dies den Umfang dieser
Avrbeit iberschritten héatte.

Das entwickelte Simulationsmodell eignet sich auch als Verstandnismodell der Wirk-
prinzipien an der Radbremse. Bei der Modellierung urspriinglich nicht beabsichtigte
Wirkprinzipien werden ebenfalls simulierbar, da diese durch die Verschaltung der ein-
zelnen Modellmodule im Gesamtkontext entstehen. Ein Beispiel daflr ist die unter-
schiedliche Kraftabstltzung zwischen der KS und der FS der Radbremse. Diese wurde
nicht explizit modelliert, sondern ergibt sich durch das Zusammenwirken der Steifig-
keiten und Reibwerte im Gesamtmodell.

Erwartet wird, dass das entwickelte Radbremsenmodell nicht nur zur Simulation einer
Radbremse eingesetzt werden kann, sondern zur Simulation aller ahnlichen Radbrem-
sen. Ahnlichkeit bezieht sich dabei auf alle gleich strukturierten Radbremsen, die sich
lediglich in ihrer GroRRe unterscheiden. Fir unterschiedlich strukturierte Radbremsen
werden Modellanpassungen nétig. Da die Modellmodule aber als eigenstédndige Ein-
heiten entwickelt wurden, ist die Weiterverwendbarkeit dieser gegeben.

204 Eieldhouse: Observation of the Disc/Pad Interface Pressure, 2007
205 Degenstein: Kraftmessung in Scheibenbremsen, 2007, S. 96
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9 Fazit und Ausblick

Gezeigt wurde, dass der von Burckhardt?® dargestellte Einfluss der Hammerkopfreib-
krafte auf die Spannkraftreduktion gering ist. Dabei muss auch zwischen den Absttz-
konzepten unterschieden werden. Bei den geschobenen Beldgen entsteht eine Reduktion
der Spannkréfte mit zunehmenden Hammerkopfreibwerten. Bei den gezogenen Belagen
entsteht dagegen eine Selbstverstarkung der Spannkraft der FS. Gestltzt werden die
simulativen Erkenntnisse durch Versuchsergebnisse der Volumenaufnahme sowie durch
die des erhohten BelagverschleilRes beim faustseitigen Belag.

Obwohl der Einfluss der Hammerkopfreibkréafte auf die Reduktion der Spannkrafte
gering ist, entsteht ein Einfluss auf die Spannkraftverteilung. Wie von Burckhardt?*®
vorgeschlagen, lasst sich ber die Wahl des Abstiitzkonzeptes die Fldchenpressungsver-
teilung beeinflussen. Durch die Gehduseverdrehung entsteht aber ein tberlagerter Ef-
fekt. Dieser ist in den vereinfachten Modellvorstellungen nicht beinhaltet und fihrt zu
einem komplexeren Zusammenspiel der Wirkprinzipien.

Das Simulationsmodell ermdglicht eine Bestimmung optimaler Hammerkopfreibwerte
zum Erreichen einer in Umfangsrichtung gleichférmigen Flachenpressungsverteilung.
Die gezogene Abstltzung erweist sich vorteilhaft gegeniiber der geschobenen, die hyb-
ride Abstutzung besitzt aber die von den drei untersuchten Konzepten gunstigsten Ei-
genschaften.

Des Weiteren wurde der Einfluss des BelagverschleilRes bei bestehender Flachenpres-
sungsverteilung untersucht.

Experimentell wurde gezeigt, dass sich bei gleichem Druck ein vom Sattel aufgezwun-
gener SchrégverschleilRzustand bei beiden Beldgen einstellt, der nach einem anfangli-
chen Einschleifprozess weitgehend konstant ist. Die Ursache wird anhand der Simu-
lationsergebnisse deutlich.

Zunéchst bildet sich eine stationdre Flachenpressungsverteilung, die den Beldgen vom
Sattel aufgezwungen wird (uber alle an den Bel&gen angreifenden Krafte). Mit dem
Verschleil bildet sich zum einen ein Schragverschleillzustand aus, zum anderen wird die
inhomogene Flachenpressungsverteilung ausgeglichen. Dies bedeutet, dass sich die
anfanglich radial und tangential verschobenen CoP (durch den dynamischen
Zuspannprozess) mit zunehmendem Schragverschleil (aber anhaltender Belastung) in
Richtung der geometrischen Belagflachenmitte verschieben.

Hinsichtlich der von Burckhardt®® vorgeschlagenen Druckpunktverlagerung (zur Ver-

besserung der in tangentialer Richtung ungleichen Spannkraftverteilung) konnte gezeigt
werden, dass diese grundlegend geeignet ist. Allerdings gibt es (bei dem untersuchten
und simulierten System) keinen Kolbenoffset, bei dem die Flachenpressungs-

26 Byrckhardt; Fahrwerktechnik, 1991, S. 196
27 Byrckhardt; Fahrwerktechnik, 1991, S. 198
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verteilungen beider Beldge ausgeglichen sind. Die Ursache liegt darin, dass an beiden
Beldgen unterschiedliche Kréfte angreifen (z.B. unterschiedliche Reibkrafte an den
Dampfungsblechen). Nachteilig an einem Kolbenoffset ist, dass sich durch die Quer-
krafteinleitung zwischen Kolben wund Kolbenfuhrung auch die Hysterese im
Momentenverlauf (zwischen Zuspann- und Ldseprozess) vergrof3ert. Dies entsteht bei
unterschiedlichen Arbeitsdriicken in &hnlicher Form. Hystereseverldaufe mit anhalten-
dem Bremsmoment bei Druckreduktion (einem Kolbenverklemmen) konnten erst fir
unrealistisch hohe Kolbenoffsets oder bei Verwendung eines Sichelblechs festgestellt
werden.

Bezlglich der Modellvorstellungen zur ungleichen Abstutzkraftverteilung an der Rad-
bremse nach Samie®® et al. und Ballinger®® konnte experimentell gezeigt werden, dass
(beim untersuchten Referenzsystem) die Abstiitzkrafte auch ungleich verteilt sind. Uber
die Reduktion der Reibwerte an den Dampfungsblechen kann das ungleiche Auftei-
lungsverhéltnis verbessert werden, ein vollstandiger Ausgleich konnte im Versuch aber
nicht erreicht werden. Mittels des Simulationsmodells wird deutlich, dass neben dem
Einfluss der Reibwerte auch die Haltersteifigkeit beachtet werden muss. Mit zunehmen-
den Dampfungsblechreibwerten erhoht sich die Ungleichformigkeit der Verteilung, mit
zunehmender Haltersteifigkeit verringert sie sich.

In Bezug zu den radialen Belagbewegungen konnten experimentell unterschiedliche
Erscheinungsformen gezeigt werden. Mit dem Simulationsmodell wurden deren Ent-
stehungsursachen analysiert. Demnach ist der Zustand der groRten entstehenden
Belagbewegungen (der dem an der Radbremse ungunstigsten Fall entspricht) qualitativ
simulierbar. Der Mikrobelagschrégverschlei3 sowie die Reibwerterhdhungen an den
Hammerkdpfen fihren dann auch zu Simulationsergebnissen, die den Versuchsergebnis-
sen des eingefahrenen Zustandes &hnlich sind.

Mit dem Simulationsmodell wurden des Weiteren die Einflisse unterschiedlicher Para-
meterverdnderung (Hammerkopf- und Dampfungsblechreibwerte, Gehduse- und Halter-
steifigkeit sowie Hammerkopfhohe) analysiert.

Erwartungsgeméal nehmen die maximalen radialen Wege der Hammerkdpfe mit zuneh-
menden Hammerkopfreibwerten und Dampfungsblechreibwerten ab, da die Beldge
gestlitzt werden. Mit zunehmender Gehdusesteifigkeit verringert sich die
Sattelaufweitung. Als Folge liegen die CoP radial weiter innen und die radialen
Belagbewegungen verringern sich. Die zunehmende Haltersteifigkeit fiihrt dagegen zu
einer Verschiebung der CoP in Richtung Einlauf. Im Einlauf besitzen die Reibkréfte
zwischen Belag und Scheibe aber einen aushebenden Anteil (vgl. Abbildung 4-6). Somit
nehmen die maximalen radialen Belagbewegungen mit zunehmender Haltersteifigkeit

2% Samie, Sheridan: Contact Analysis for a Car Disc Brake, 1990
299 Ballinger: Disc Brake Corner System Modeling, 1999
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zu. Als effektivste MaRnahme zur Reduktion der radialen Belagbewegungen stellt sich
der Einfluss der Hammerkopfhohe heraus. Durch eine Verschiebung dieser um 4 mm
radial nach auf’en reduzieren sich die maximalen Wege (beim untersuchten Referenz-
system) bereits um tber 73 %.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass durch die experimentellen und simulativen
Erkenntnisse im Rahmen dieser Arbeit die bestehenden Modellvorstellungen zum Ver-
halten der Radbremse unter Last erweitert wurden. Die bendtigten Modellbestandteile
und geeignete Diskretisierungen wurden aufgezeigt. Dadurch entsteht ein Beitrag zum
detaillierteren Systemverstandnis der Radbremse. Die Anwendung des Modells fiihrte
zudem zu neuen Wirkprinzipien.

Die Implementierung eines thermodynamischen Modells, zur Simulation komplexerer
Testszenarien als im Rahmen dieser Arbeit vorgestellt, ist Gegenstand der Forschung.
Ein weiterer Schritt besteht zudem in der Ubertragung des Modellierungsansatzes auf
Radbremsen anderer Strukturierung.

Die Ergebnisse weiterer untersuchter Thematiken wie das Roll-Back-Verhalten des
Sattels, die Luftspieleinstellung und Luftspielaufteilung (zwischen der KS und der FS)
sowie die Entstehung von Restbremsmomenten wurden im Rahmen dieser Arbeit nicht
wiedergegeben.
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10 Zusammenfassung

Um die Qualitat der Radbremsen im Pkw zu gewéhrleisten, werden seitens der Brem-
senhersteller detaillierte Anforderungen an das zu generierende Entwicklungsergebnis
gestellt. Zur Absicherung der Anforderungen werden, neben dem Versuch im Gesamt-
fahrzeug, der Komponentenversuch sowie der Versuch am Schwungmassenprifstand
(SMP) durchgefuhrt. Erganzt werden die experimentellen Methoden durch die Finite-
Element Methode (FEM). Trotz der verschiedenen Untersuchungsmethoden kénnen im
Entwicklungsprozess Rekursionen entstehen. Diese sind besonders belastend, wenn sie
im spéten Bereich der Produktentwicklung auftreten.

Aktuell werden im Entwicklungsprozess der Radbremsen nur Simulationsmethoden
eingesetzt, die auf vollparametrierten CAD-Modellen basieren. In der friihen Aus-
legungsphase sind aber keine parametrischen Informationen einer Radbremse vorhan-
den. Somit kann die Simulation und Analyse durch digitale Bremsenmodelle nicht so
frih wie moglich in die Konzeptphase einflieRen. Dies ist aber notwendig, um Produkt-
entscheidungen friihzeitig abzusichern (Frontloading). Des Weiteren ist der Zeitauf-
wand fur die Erstellung der FEM-Modelle sowie flr die Durchfiihrung der Berechnung
oftmals erheblich. Unter ungunstigen Umstanden finden Simulationsdurchfiihrungen
erst parallel zum Versuch statt. Dadurch sind Rekursionen aber nicht mehr vermeidbar.

Im Rahmen dieser Arbeit wird eine Simulationsmethode vorgestellt, durch die virtuelle
Prifstandsversuche bereits im frilhen Auslegungsstadium durchfihrbar sind. Vollpara-
metrierte CAD-Modelle werden nicht bendtigt. Die konstruktiven und physikalischen
Parameter der Radbremse sind frei festlegbar. Den Fokus bilden statische und dynami-
sche Prufstandsversuche aus dem Leistungsbereich. Die zur Modellierung bendtigten
Modellmodule werden aufgezeigt und zu einem vektorbasierten Gesamtmodell der
Radbremse verschaltet. Die Modellerstellung erfolgt bestmdglich als Verstandnismodell
nach dem White-Box-Prinzip. Rechenzeiten der FEM von bis zu zwdlf Stunden flr
einen virtuellen Prifstandsversuch reduzieren sich beim Vektormodell auf unter
300 Sekunden.

Der Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Versuchsergebnissen am SMP zeigt,
dass die Durchflihrung von virtuellen Prifstandsversuchen auch ohne vollparametrierte
CAD-Modelle moglich ist. Beziiglich der zum Vergleich verwendeten Themen Volu-
menaufnahme, Bremsmomentverlauf, Abstitzkraftverteilung, Belagschrégverschleill
und Belagbewegungen, zeigen die Simulationsergebnisse ein qualitativ gleiches Ver-
halten wie die Versuchsergebnisse.

AbschlieBend werden die bekannten Modellvorstellungen zum dynamischen Bremspro-
zess analysiert. Erweiternde und in Teilen neue Modellvorstellungen sowie Opti-
mierungspotenziale werden aufgezeigt und durch experimentelle Versuchsergebnisse
gestutzt.
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11.1 Dokumentation CAD-Baugruppe

Abbildung 11-2: Ansicht 2 Baugruppe Referenzsystem.
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Abbildung 11-3: Abmessungen Gehéuse.
157
130,5

Abbildung 11-4: Abmessungen Halter.

12,34 Ausdem Gehduse herausragend
beianliegenden Belagen

l:

Abbildung 11-5: Abmessungen Bremskolben.
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- - -

Abbildung 11-6: Abmessungen Ruckenplatte innerer Belag.

Hybrid: 156,4 . Pull/Push: 155,2

- -

-

131

Abbildung 11-7: Abmessung Rickenplatte dul3erer Belag.
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11.2 Dokumentation Komponentenversuche

11.2.1 Restvolumenmessung

Abbildung 11-8: Versuchsaufbau Restvolumenmessung.

12 T ! T T ! T ! ! !
14k | ==Gesamt  [...... S S ) eu e bt Eovsanarrpted AN —
= Leitung i § : 5 :
o S B s i
— Restvolumen : : : : :

1
09
08

Tor
08 ! : ; ; : . : !

6 & 17 S S— \etu0g_
e e T L e

P — i S — T o f nsatte! |
o — 0 | f : : ; :
S i i s W W P

Volumen [c

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

Abbildung 11-9: Restvolumenmessung Sattel.
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11.2.2 Reibwertprifungen

1

. 5 i "' -
Hammerkopf/ Guss Kolben / Dampfungsblech

Abbildung 11-10: Materialpaarungen Reibwertprifstand.

11.2.3 DMS-Halter

A e <
Abbildung 11-11: Verformung des Halters an der KS.
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Abbildung 11-12: Versuchsaufbau Radialkrafteinfluss DMS-Halter.
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Abbildung 11-13: Radialkrafteinfluss des DMS-Halters.
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11.2.4 K6-Ergebnisse der Versuchsbelage
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Abbildung 11-14: K6-Versuchsergebnisse (unvorbelastet ohne Dampfungsblech, KS).
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Abbildung 11-15: K6-Versuchsergebnisse (vorbelastet mit Dampfungsblech, KS).

147



11 Anhang

11.2.5 Belagdickenmessung (Einfluss Vorbelastung)

Tabelle 11-1: Einfluss der Vorbelastung auf die Belagdicke.

148

‘Belagaioke an POSRION [mm]
Beschreibung Bez. i > 3 ry 3 Me:
KS1_| 16807 | 16814 | 16810 | 16,833 | 16,830 | 16809 |
Unvorbelastet (vor K6) S I R I e R
(ohne Dampfungsbleche) KS2_| 16757 | 16,761 | 16,781 | 16,768 | 16,758 | 16,765
. FS2 | W75 | 760 | t6.764 | 16,754 | 16751 | 16757
intaut (1) 123 hustau (7) KS3 | 18813 | 16814 | 16626 | 16,826 | 16816 | 16819
[ FS3 | 1750 | 16756 16,753 | 16,745 | 16,751
KS4 | 16822 | 16320 | 16325 | 1634 | 16318 | 16,824
= FS4 | 16756 | 772 | 16,748 | 1.757 | 16,745 | 16,756
KSS | 1821 | 16823 | 16822 | 16,838 | 16,835 | 6,928
FS5 | 16743 | %742 | 1.033 | 16,743 | 16,742 | 16.74
KS6 | 1813 | iee | 1837 | 841 | 16828 | 16,826
FSE | 16757 | 16761 | 1,753 | 16,768 | 16.04% | %.755
KS7 | 16827 | %821 | 16831 | 1835 | 16,829 | 16,829
FS7_| 6768 | W57 | 767 | 757 | w751 | .75
KS8 | 1605 | 16796 | 1687 | 1813 | 16821 | 1812
FS8 | .15 | 761 | 16,761 | 16,751 | 16,750 |
KSS | 16308 | 1812 | 16810 | 16,926 | 16,820 | 16,805 |
FS9_ | 16,754 | .75 [ 16744 | 16,747 | 16,750
KS10 | 16824 | 16839 | 16,820 | 16823 | 16,834 | 6,828
[jerez | e7er 16753 | 16755 | 16756
Belagdicke an Posion (mm]
Beschreibung Bez. 1 5 3 : 5 MES
KS1_| 16,798 | 16,797 | 16,807 | 16802 | 1681 | 16:803
Vorbelastet (nach K6) I I I R e R
(ohne Dampfungsbleche) KS2 | 16739 | 16743 | 16763 [ 16,748 | 16,748 | 16743
: FS2 | .73 736 16,736 | 16,733 | 16,735
Ausad (7} KS3 | 16734 | 16,788 | 16,802 | 16,306 | 16,799 | 16,798
| FS3 [ w701 | 739 | %736 | ;742 | %728 | 16,734
KS4 | 16805 | 16,799 | 1813 | 822 | 16814 | e
| FSe | 728 | %733 | 9793 | 196,730 | #7132 | %791
KSS | 1631 | 16805 | 16318 | 16823 | 16812 | 16818
FS5 | %725 | #.727 | 16,730 | %729 | %.726 | .72
KS6 | 1805 | 16800 | 16,806 | 16,820 | 16,807 | 16,808
FSE | 16,737 | 1740 | t6.742 | 16735 | 16,726 | 16,736
KS7 | 1810 | 16208 | 16208 | 1815 | 16313 | 2N
FS7 | 6742 | %738 16,745 | 16,733 | 16,740
KS8 | 16795 | 16,785 | 16,793 | 16,798 | 16,795 | 16,091
FS8_| 16740 | %% 6731 | 16,730 | 16,733
KSS | 16794 | 16,795 | 16800 | 16,802 | 16,793 | 16,797
FS9_ | ®731 732 | 16738 | 16737 | 16731 | 9,734
KS10_| 16,797 | 1,794 | 16.795 | 16811 | 16,810 | 16,801
670 | erer | erer | eras | a7 | 675
: Belagdicke an Postion (mm]
Sechietn )| = T
- ; KS1_| 0003 | 007 | 0003 | 0031 | 0013 | 00
Einfluss Vorbelastung (Differenz) 5 o8 T 0007 T 000 | 002 o2 T 008 ]
(ohne Dampfungsbleche) KS 018 | 0012 | 0018 | 002 00| 0,016
FS2 | 0021 | 0024 | 0030 | 0018 | 0018 | 0,022 |
Austaat (1) KS3 | 0018 | 0026 | 0024 | 0020 | 007 | 0921
FS3 019 | 0017 | 001 | 0011 | 0021 | 00f
| KS4 07| 0021 | 0012 | 0012 | 0004 | 00
- FS& | 0030 | 0039 | 00® | 0027 | 0013 | 0,026
KSS | 0010 | 001 | 000¢ | 0015 | 0024 | 001
FS5 | 001 | 0015 | 0009 | 00% | 006 | 001
KS6 008 | 00N | 0031 | 002 021|008
FS6 020 | 0021 | 000 | 0023 | 0018 | 0088
= \ KS7 | 0017 | 0013 | 0023 | 0020 | 006 | 0018
Rt 1) ““'“’ FST | 00% | 0021 | 005 | 001z | 00% | 008
i ~ | KS8 | 0020 | oon | 0024 | 0021 | 0,026 | 0,020
2 S FS8 | o000l | 0022 | 0012 | 0020 | 0021 | 0017
KSS | 004 | 0016 | 0010 | 0024 | 0027 | 0018
0023 | 0023 | 00M | 0007 | 0016 | 0017
_— KS10_| 0027 | 0045 | 0025 | o012 | 0028 | 0027
FS10 42 | 0020 | 00 | 0003 | 0038 | 0025
—
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11.2.6 Belagdickenmessung (Einfluss Recovery-Zeit)
Tabelle 11-2: Einfluss der Recovery-Zeit auf die Belagdicke.

Belagdicke an Fosition [mim]

Besohreibung Bez. ; : = 7 5| MEA

KS1_| 16807 | 1684 | 16810 | 16,833 | 15,830 | 16819
Unvorbelastet (nach K6) FS1 [ 752 | 045 | 750 | 661 | H7ek | 750
(ohne Dampfungsbleche) KS2 | 16757 | 16761 | 16.781 | 16,763 | 16,758 | 16,765

- FS2 | 16,756 | 16,760 | 16,764 | 16.754 | 1.751 | 16,757

Tkt () Austeu [T} KS? 16313 | 16814 | 16826 | 16926 | 16.816 | 16819
FS3 | 16750 766 | 16,750 | 16,753 | 16,245 | 16.751

KS4 | 15322 | 16320 | 16825 | 16,834 | 16,813 | 1,824

FS4 786 | %.772 | 16,748 | 16,757 | 16,745 | 16,756

KS5 | 1821 | 16323 | 16822 | 16,838 | 16,836 | 16,828

FS5_| 743 | 1,042 | 1,739 | 16,743 | 1,742 | 16,74

KS6 | 1813 | 680 | 16837 | 16,841 | 16,828 | 16,808

FS6_| 16,757 753 | 16,758 | 1,744 | 16,755

KS7 | 16327 | 821 | 15831 | 16835 | 16,829 | 16,829

| FS7 | 16768 16,757 | 16,757 | 16,251 | 16.756

KS8 | 16305 | 16,796 | te.817 | 16819 | 6:821 | 16,81

FS8 | 16.751 | 16,748 | 16.751 | .51 | 16.51 | 16,750

KS9 | 16308 | 16812 | 1810 | 16,826 | 16,820 | 16,815

FS9 | 6,754 | 1.755 | 6,762 | 16,744 | 16,747 | 16,750

KS10 | 16824 | 16333 | 16820 | 16,923 | 16,834 | 16,828

FS10_| %782 747 | %6742 | %753 | 16755 | 16756

KS1_| 16798 | 16795 | 16,809 | 16316 | 16,807 | 16,805
Vorbelastet (nach K6) o B A 6737 | 7% [ %727 ] 7%
(ohne Dampfungsbleche) KS2 | 1738 | %752 | 16.761 | 16,742 | 16.758 | 16,750
FS2 | 1735 | 1,238 | 1,740 | 16,738 | 16,727 | 16,736

Ausaut (1) KS3 | 15795 | 16,790 | 15,738 | 15,903 | 16,802 | 1,798

FS3 | 736 | 16,037 | 1,726 | 9,735 | 6,727 | 1,732

KS4 | 16803 | 16791 | 16810 | 16813 | 1621 | 1,807
FS& | 16721 | 1,79 | 16,740 | 16,735 | 1%.735 | .73

KS5 | 1810 | 16305 | 16,816 | 16.822 | 16,813 | 16,01

FS5 723 | 6726 | 16727 | 16727 [ 16727 | 16.726

KS6 | 15303 | 16,795 | 16,85 | 16,323 | 16,810 | 15,809

FS6 | 16,737 | 16,006 | 16,742 | 16.039 | 16,734 | 16,738

KS7_| 8 | 16308 | 16206 | 181 | 16813 | 16810

Ausluud (1) FS7_| 16,740 | 16740 | 15,740 | 16,743 | 16,729 | 16,738
KS8 | 15,790 | 16,784 | 16,793 | 16,801 | 16,792 | 16,792

- FS8 | %735 | 6731 | #6797 | .36 | %727 | %733
, KS3 | 16791 | 16,796 | 16,737 | 15,801 | 16,797 | 16,796

FS9 | 16735 | 16787 | 16,738 | 16,735 | 1,730 | 16,735
—— KS10 | 16305 | 15,792 | 16,798 | 16814 | 16,305 | 16,803
FS10_| 16737 735 | 16733 | 16,733 | 16723 | 16,732

. Begdere s osonTmm]

Besohreibung Bez. ; . - - | MEA

- . KS1_| 0003 | 0019 | 0001 | 007 | 0023 | 004
Einfluss Recoveryzeit (Differenz) T T T R BT T
(ohne Dampfungsbleche) KS2 013 003 0.026 | -0001 | 0,015
FS2 021 022_| 0024 | 0016 | 0024 | 0021

KS3 | 0018 | 0024 | 0028 | 0023 | 001 021

FS3 | 004 | 0019 | 0024 | 0018 | 0018 | 008

KS4 | 0013 | 0029 | 005 | 006 | 0007 | 0017
FS4 | 0035 | 0037 | 0008 | 0022 | 0010 | 0,022 |

KS5 | 001l | 0016 | 0006 | 001 | 0013 | 004
F85 | 0020 | 0016 | 00”2 016_| 0015 | 008 |
KS6_| 0010 | 0016 | 0022 | 008 012 | 0,017 |

FS6 | 0020 | 0025 | 001 | 001 | 000 | 007

KS7 | 0016 | 0013 | 0025 | 0024 | 0016 | 008

Auslauf (1) S FSZ | 0018 | 0017 | 007 | 004 | 0022 | 008
KS8 | 0015 | 0012 | 0024 | 0018 | 0023 | 0,020

- FS8 | 0016 | 007 | 001 | 005 | 0024 | 0017
\ KS9 | 0017 | 0016 | 003 | 0025 | 0023 | 0,019 |

FS9 | 0019 | 0018 | 004 | 0003 | 0077 | 0015

—— KS10 | 001 | 0047 | 0022 | 0003 | 0023 | 0,025
FS10 | 0045 | 0012 | 0,003 | 0020 | 0032 | 0,024

DU
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11.2.7 Planheit der Belage mit Dampfungsblechen

Tabelle 11-3: Planheit der Beldge mit Dampfungsblechen.

—

x51 12,076 17080 17,681 17617 178675 17673 17,081 17,661 0,020
¥ 17,605 17611 17,623 17617 17.605 17612 17,623 17.605 0,018
K52 17827 17644 17,640 17,650 17623 17637 17,650 17,623 0,027
U Bt 17,602 17603 17,611 17,615 17,616 17605 17,616 17,602 0,012

xs3 1260 17440 17,669 17,661 17,668 17446 12,671 17,600 0,011

17,602 174605 17,599 17,622 17,607 17807 17,622 17,50 0,023

XS4 6 § 69 6 5 0

- PS4 34 89
xss 17,685 172,00 17,682 17,650 17,708 17853 17,008 17,682 o027
Vorbelastet (nach K6)  EINWSEN| 1759 | 1758 | w613 | 17592 | 17568 | 12505 | 17.613 | i752 | 0031

(mit Dimpfung‘b‘.ch‘) KSE {7.67‘8 17688 17,691 17,691 17,}93 17650 17,703 17,678 0,025
v 17611 17,595 17,6827 17,627 17,558 17812 17,627 17.59% 0,032
Ksy 17,651 17689 17,685% 17,681 17,700 17447 17,00 17,681 0,019
7 17617 17618 17,613 17@43 17,614 17624 17,643 17,613 0,030
17676 17676 17,661 17,661 17,666 17,668 17,676 17,661 0,015

17.58% 17608 17,5492 17.55%6 17,587 17.5%6 17,608 17,585 0,02%
L33 17,653 174679 17,681 17,658 17.676 17665 17,681 17,653 0,028
59 172,592 17,606 17,588 17,582 17.585 17.591 17,608 17.582 0,026

KS10 17,665 17658 17,660 17,855 17,671 17563 17671 17,659 0,012
v “ 17,6038 17,556 17,581 17.587 17,607 17554 17.607 17,581 0,026

11.2.8 Verschleif3faktoren

Tabelle 11-4: Berechnung der Verschleiltfaktoren am Hydropulser.

Versuche Reibwertpriifer am Hydropulser
Verschleifi- Dichte VerschleiB- Reibarbeit MassenverschleiB-| Volumenverschleif-
Versuch masse volumen faktor C ., faktor C .,
me] | (kefw] | [mn] [ia] [mg/\D] [ M}

1 30,8 2900 10,62 92,70 332,25 114,57
2 11.3 2900 3.90 86.10 131.24 45,26
3 174 2900 6,00 98.40 176,83 60,98
4 308 2900 10,62 100,10 307.69 106,10
5 28,7 2900 9,90 102,30 280,55 96.74
6 319 2900 11,00 101,80 313,36 108.06
7 20,7 2900 7,14 76,40 270,94 93,43
8 132 2900 4,55 83.90 157,33 54,25
9 22 2900 7.66 87.80 252 85 87.19
10 27,7 2900 9,55 95,10 291,27 100,44
11 61.1 2900 21.07 192,00 318.23 109.73
12 483 2900 16,66 196.00 246,43 84.98
13 543 2900 18,72 143,90 377,35 130,12
14 23,7 2900 8,17 79.20 29924 103,19
15 234 2900 8.07 78.40 298.47 102,92
16 14.8 2900 5,10 §2.80 178,74 61,64
Mittelwert 264,55 91,22

Standardabweichung 69,56 2399
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11.3 Dokumentation Simulationsmodell

11.3.1 Statisches Belagmodell

Belagmatedial [px]

Belagldnge [px] 150

100
Balaghohe [px]

50

Abbildung 11-16: Matrixmodell zur Berechnung der Belagfedersteifigkeiten.

Federpositionen: Ax;=+27,125 mm; Az yru=16,5 mm; Az prp=13,0 mm;

11.3.2 Rechenzeiten Simulationsmodell
Tabelle 11-5: Rechenzeiten (auf Notebook Intel Core 2 CPU, 1,99 GHz, 3 GB RAM).

. . . . Zugehorige Simula-
Beschreibung Simulationsdurchfiihrung Abbildung tionszeit [s]
. . Abbildung 7-7
Druckanstieg dynamisch ) 292,5
Abbildung 7-8
Druckanstieg und Druckreduktion dynamisch Abbildung 7-9 439,6

] ] ] Abbildung 7-10
Druckanstieg dynamisch, hybride Beldge ) 328,2
Abbildung 7-11

Druckanstieg dynamisch, gezogene Belége Abbildung 7-12 375,0
Erzeugung finaler SchragverschleiRzustand Abbildung 7-13 322,7
Radiale Belaghewegungen ohne Modifikationen Abbildung 7-15 690,8
Erzeugung Mikroschrégverschleilizustand Abbildung 7-16 645,0
Radiale Belagb. mit Mikroschrégverschleil? Abbildung 7-17 676,9
Rad. Bel. mit Mikrover. und Hk-Reibwerten Abbildung 7-18 617,1
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11.3.3 Definition des Ubergangspunktes (TP)

600}
717 TR (PSSR (P -— ........... ..........
4001 ;
3 TP
= 300f---------5 Exp.:~“712 N
e \ f : 1 : = 5
00} svveesetererersrastorererenees R R ——— ’ ..... £ L ettt SRR ......
T B N A e i W
R i p—— : ? ‘
0 Sim.: ~769 N

: i i i i i i
550 600 650 700 750 800 850 900 950
Moment [Nm)]

Abbildung 11-17: Definition des Ubergangspunktes (TP)

11.3.4 Einfluss des Reibwertgradienten

35 e oo g Rt S D R e T R .

] ) EEE R e O et Eit R —

| RS N/ 7wl ot I Rt il i ity B
: : ! : KS (10) : : : : :
— ——FS5(10) : : : : :
al 20F - ——KS (25) |--boeoee S SO /. —
& | g FS(25) | | | | | '
= | y [ [T KS(B0) | | | ' |
18- o == FS (80) | ]
E 1 1 1 — S (100) 1 1 1 1 1
: ; ; L |== FS (100) : L i ; ;
VO P e K (B00) | g
j : ' | mm=Fg (500) : : : :

| | | | | |
0 200 400 600 80O 1000 1200 1400 1600 1800 2000 2200
Moment [Nm]

Abbildung 11-18: Variation des Reibwertgradienten (an allen Hammerkdpfen).
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Gradient 500 Gradient 10000
—— Hammerkopfreibwerterhchung |, Hammerkopfreibwerterhdhung |

................................................................ -

0 500 1000 1500 2000 0 500 1000 1500 2000
Moment [Nm] Moment [Nm]
Hammerkopfreibwerterhdhung Hammerkopfreibwerterhéhung
und Vorverschlei und Vorverschleif
) Tt i s t 0 ; L el o
0 500 1000 1500 2000 0 500 1000 1500 2000
Moment [Nm] Moment [Nm]

Abbildung 11-19: Variation des Reibwertgradienten bei vorverschlissenen Beldgen.
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11.4 Dokumentation Systemversuche am SMP

11.4.1 Oberflachenverdnderungen

Abbildung 11-21: Auflageflache nach Beanspruchung (links Einlauf, rechts Auslauf).
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11.4.2 Hammerkopfbewegungen

T—

Abbildung 11-23: Radiale Belagbewegungen bei 80 bar.
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11.4.3 Versuchsaufbau Dauerverschleil3test

Abbildung 11-25: Belagdickenmessung nach VerschleiBprogramm.
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11.4.4 Messdatenblatter SMP
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Abbildung 11-26: Messdatenblatt Priifstand 80 bar (hybride Beldge).
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Abbildung 11-29: Ausschnitt aus Verschleillprogramm.
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Abbildung 11-30: Reibleistung und Reibarbeit (beider Belage) im VerschleilBprogramm.
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Abbildung 11-31: Detailausschnitt aus VerschleiBprogramm.
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11.4.5 Verschleil3faktoren
Tabelle 11-6: Berechnung der Verschleil3faktoren.

Versuche SMP
Verschleifi- Dichte VerschleiB- Reibarbeit Massenverschleif- | Volumenverschleifi-
Versuch [ masse volumen faktor C -, faktor C -,
[g] [kgm’] | [mm’] [(MJ] [mg/MJ] [mm*/MJ]
| 12,78 2900 4396,55 23,40 544.87 187,89
2 14.2 2900 4896.55 23.30 609,44 210.15
3 14,9 2900 5137,93 23,30 639,48 220,51
4 15.15 2900 5224.14 23,30 650.21 22421
5 14,6 2900 5034,48 23.40 623,93 215,15
6 15,05 2900 5189,66 23,30 645,92 222,73
7 13,75 2900 4741.38 23.10 595.24 205.25
8 14,65 2900 5051,72 22,90 639,74 220,60
9 1415 2900 487931 22.90 617.90 213,07
10 13.85 2900 4775.86 22,80 607,46 209,47
11 14.5 2900 500000 22.60 641,59 221.24
12 15.85 2900 5465.52 22.50 704,44 242,91
13 15,7 2900 5413,79 22,50 697,78 240,61
14 16.55 2900 5706.90 22.50 735.56 253.64
15 15,95 2900 5500.00 22,10 721,72 248,87
Mittelwert 645,02 222,42
Standardabweichung 51,31 17,69
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