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viii Kurzfassung/Abstract

Kurzfassung

Etwa 50% des Gesamtumsatzes erwirtschaften Triebwerkshersteller heute mit der
Instandhaltung. Bei der Instandhaltung werden beschadigte Bauteile ausgetauscht oder
durch Regeneration, z. B. durch lokales Aufschweil3en, repariert. Ein wichtiger Schritt
der Regeneration ist die Rekonturierung, durch die mittels spanender Verfahren die
ursprungliche Werkstlckgestalt wiederhergestellt wird. Haufig legt die Rekonturierung
die finalen Randzoneneigenschaften und somit das Einsatzverhalten des Bauteils fest.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde der Rekonturierungsprozess am Beispiel der haufig ein-
gesetzten Titanlegierung Ti-6Al-4V erforscht. Das Ziel ist die Randzoneneigenschaften
vorherzusagen, um somit eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und Bearbeitung
bei konstant hoher Bauteilqualitéat zu ermdglichen. Zun&chst wurden die signifikanten
EinflussgréBen identifiziert, welche die Randzoneneigenschaften beeinflussen. Fir die
Eigenspannungen ist dies der Schneidkantenradius r; des Fraswerkzeugs und fur die
Oberflachentopographie die Kinematik des Frasprozesses sowie die Schneidkanten-
mikrogestalt. Auf Basis dieser Erkenntnisse wurden mit Hilfe der am IFW entwickelten
Materialabtragssimulation CutS mathematische Modelle erstellt, mit denen die wichtig-
sten Randzoneneigenschaften, die Oberflachentopographie und die Eigenspannungen,
prognostizierbar sind.

Schlagwoérter: Regeneration, Rekonturierung, Kugelkopffrdsen, Randzoneneigenschaf-
ten, Oberfldchentopographie, Eigenspannungen, Prozesskréfte

Abstract

Engine manufacturers generate about 50% of their total turnover with maintenance.
Damaged parts can either be replaced by spare parts or can be regenerated by e.g.
local welding processes. One major step of the process chain for regeneration is the
removal of excess weld material by cutting, which is called re-contouring. Re-contouring
is often the last process-step, which defines the final surface integrity and thus the
performance of the reparied parts.

In this work, the re-contouring process is investigated fundamentally for the titanium alloy
Ti-6Al-4V. The aim is to predict the surface integrity in order to achieve a part-individual
and effective process design within a constant high level of component quality. In this
thesis the first step was the identification of the most significant parameters, which
affect the surface integrity after re-contouring. The most significant parameter on the
formation of residual stresses is the cutting edge radius r of the milling tool and the
surface topography is mainly defined by the kinematic of the cutting edge as well as its
microgeometry. These results are further used to model the surface topography and the
residual stresses by using the material removal simulation CutS.

Keywords: regeneration, re-contouring, ball end milling, surface integrity, surface to-
pography, residual stress, process forces
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1 Einleitung

Komplexe Investitionsguter sind Bauteile oder Baugruppen, die wahrend ihrer Ferti-
gung eine hohe Wertschopfung erfahren und demzufolge Leistungs- und Werterhaltung
wichtige Aspekte in ihrer Produktlebenszeit darstellen. Ein Beispiel fir die Verwendung
derartig hochwertiger und haufig geometrisch komplexer Bauteile ist das Flugzeug-
triebwerk, dessen Herstellungskosten haufig die Verkaufserldse Ubersteigen und der
Nettogewinn langfristig durch die Instandhaltung erwirtschaftet wird. Dies ist im Dia-
gramm in Bild [1.7]dargestellt, das zwei Cashflow-Kurven von bisherigen und aktuellen
Triebwerkprogrammen zeigt. Durch die hochwertigeren Komponenten, hoheren Ent-
wicklungskosten und komplexeren Konstruktionen aktueller Triebwerksprogramme, ist
die Gewinnschwelle erst nach ca. 15 Jahren erreicht. Die Tendenz ist steigend. So-
mit wird die Instandhaltung in Zukunft eine noch wichtigere Rolle in dieser Branche
einnehmen.

N 'I? i.sl'tl)erigﬁ reduziertes
A riebwerk- . . -
programme | hohere Standzeit Ersatzteilvolumen
/
7'10 Jah e x(/

G e

X e ~ hohere Rabatte aktuelle
A\ \\ héhere Triebwerk-
- 1-1,5Mrd US $ | Entwicklungskosten programme

Zeit
| Entwicklung Produktion |
| Instandhaltung/Regeneration

Ne/75900 © IFW

ahren

erzielter Nettozufluss
(Cashflow)
o

\ 4

Bild 1.1: Cashflow von Triebwerksherstellern [Lib11, [Zan14]|

Bei der Instandhaltung werden beschadigte Bauteile entweder ausgetauscht oder durch
Regeneration instandgesetzt. Eine Regeneration beinhaltet das Ausbessern von lokalen
Bauteilschaden durch Schwei3- und Létprozesse und ist somit ein Zurticksetzen der
Bauteildegeneration ohne Austausch. Die Entscheidung zwischen Regeneration und
Austausch ist abhangig von der Komplexitat des Bauteils, der Art des Schadens und
basiert auf 6konomischen Kriterien. Das 6konomische Potenzial der Regeneration
von Triebwerkskomponenten mit hohen Wertschépfungen ist am héchsten bei denen
sich nach Bieler und O’Neill zwischen 50% und 90% der Kosten gegenliber eines
Neuteils einsparen lassen [Bie97, (O’NO1]. Ferner wird die Regeneration auch bei
anderen Investitionsgttern wie zum Beispiel Windradern, Dampf- oder Gasturbinen,
Triebfahrzeugen und Produkten aus der Druckindustrie vermehrt eingesetzt. Auch
die 6kologischen Vorteile einer Regeneration riicken durch die knapper werdenden
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Ressourcen der Erde in den Fokus. Somit ist flir die Zukunft denkbar, dass sich die
Regeneration als Alternative zu bisherigen Produktionstechnologien etabliert und far
jegliche Arten von langlebigen Gutern eingesetzt wird. Dies ist nur méglich, wenn die
Prozesskette der Regeneration preiswert einsetzbar und flexibel ist.

Diese Anforderungen sind kontrar zu der heutigen Auslegungsmethodik der Produkt-
regeneration, die maf3geblich durch Erfahrungswissen, Empirie und stellenweise von
manueller Arbeit gepragt sind. Dadurch verlangert sich die Auslegung, Entwicklung und
Freigabe der Reparaturtechnologie. In der Luftfahrtindustrie dauert die Freigabe einer
Reparaturtechnologie durch die Zertifizierung der amerikanischen Federal Aviation
Administration (FAA) bzw. der europaischen Agentur fir Flugsicherheit (EASA) derzeit
ca. 2 bis 5 Jahre und ist somit zeitaufwendig und kostenintensiv. Eine Vision ist es, eine
vollstdndig automatisierte Prozesskette der Bauteilregeneration virtuell abzubilden, die
gunstigsten Pfade und Prozesse bei neuen Schadensféallen auszuwahlen und somit ein
optimales Prozessergebnis noch vor Beginn der Bauteilregeneration zu gewahrleisten.
Damit ware eine schnellere und somit preiswerte Auslegung einer flexiblen Prozesskette
der Regeneration mdglich. Diese Vision verfolgt der Sonderforschungsbereich 871:
Regeneration komplexer Investitionsguter, in dessen Rahmen diese Arbeit entstanden
ist.

Der in dieser Arbeit betrachtete Prozessschritt der Regeneration ist die Rekonturierung.
Hierbei werden Stdrkonturen, wie z. B. Schweil3- oder Létnéhte, durch spanende Verfah-
ren entfernt und somit die urspringliche Werksttickgestalt wiederhergestellt. Bei diesem
Prozessschritt werden maf3geblich die Qualitat und die Leistungsféhigkeit durch die
resultierenden Randzoneneigenschaften des Bauteils festgelegt. Flir das Beispiel des
Flugzeugtriebwerks beeinflussen die Oberflachenqualitat von einzelnen Komponenten
haufig die Strémungsverluste und die Eigenspannungen in den Komponenten die Bau-
teillebensdauer. Dies gilt insbesondere flur Verdichterkomponenten, die Gberwiegend
aus Titanlegierungen bestehen. Daher sind Oberflachenqualitéat und Eigenspannungen
flr diese Art von Bauteilen die wichtigsten Randzoneneigenschaften.

Diese Arbeit leistet einen Beitrag zur virtuellen Prozessauslegung der Rekonturierung
mit dem Fokus der Oberflachentopographie und den Eigenspannungen am Beispiel
der Titanlegierung Ti-6Al-4V. Dariber hinaus wird das Prozessverstandnis fir das
eingesetzte Kugelkopffrasen erweitert, was ebenfalls fir eine Vielzahl geometrisch
anspruchsvoller Bauteile in der Neuteilproduktion Anwendung findet. Das generier-
te Wissen kann fir die virtuelle Auslegung spanender Frasprozesse sowohl fur die
Neuteilfertigung, als auch der Bauteilregeneration gleichermafBen verwendet werden.
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2 Stand des Wissens

Der Stand des Wissens gliedert sich inhaltlich in zwei Teile. Im ersten Teil wird die
Literatur zur Regeneration und insbesondere die Rekonturierung beschrieben (Kapitel
2.1). Dabei werden die Bauteileigenschaften nach der Rekonturierung fokussiert, die
malf3geblich von der eingesetzten Maschinentechnologie, der Bahnplanung sowie der
Werkzeug- und EinstellgréBen festgelegt werden. Es lasst sich vorweg nehmen, dass
deutlich weniger wissenschaftliche Erkenntnisse zur Regeneration und Rekonturierung
existieren, als bei der Herstellung von neuen Bauteilen. Ferner ist unbekannt, welche Er-
kenntnisse Ubertragbar sind zwischen Herstellung und Regeneration. Aus diesem Grund
bezieht sich der zweite Teil des Stand des Wissens (Kapitel auf die Erkenntnisse
der resultierenden Randzoneneigenschaften nach der Bauteilherstellung. In Kapitel [2.1]
wird die Titanlegierung Ti-6Al-4V aufgrund des heutigen und zuklnftigen Einsatzes in
der Luftfahrtindustrie als geeignetes Beispiel flr die Erforschung der Rekonturierung
identifiziert, weshalb die Legierung in Kapitel beschrieben wird.

2.1 Regeneration und Rekonturierung

2.1.1 Die Prozesskette der Regeneration

Im Folgenden wird der aktuelle Stand der Erkenntnisse bei der Prozesskette der Rege-
neration kurz zusammengefasst und bewertet. Eine eindeutige Definition und Abgren-
zung der einzelnen Prozessschritte der Regeneration findet in der Literatur nicht statt.
Die vorgestellten Prozessketten in [Jan98, Bra85, [Yil10, BreQ7/, [DeWO08, Bri98, Ebe07/,
Mig10| [Gao08, Zhu08] zur Regeneration verschiedener Giter bei unterschiedlichen
Schadensfallen ist in Bild [2.1]zusammengefasst.

Vor- Material- Nach-
behandlung auftrag konturlerung behandlung

Ne/73367 © IFW

Bild 2.1: Prozesskette der Regeneration

Die Auswahl der Regenerationstechnologien fir die Prozesskette aus Bild wird
mafgeblich von den Schadensféllen und dem Werkstoff festgelegt. Als Beispiel seien
hier die von Carter vorgestellten Schadensfélle von Verdichter- und Turbinenschau-
feln genannt, die auf die meisten anderen Investitionsguter Ubertragbar sind [Car05)].
Verdichterschaufeln im Niederdruckbereich bestehen zur Gewichtsreduktion haufig
aus Titanlegierungen und sind thermisch und korrosiv nur gering belastet [Kel06]. Die
haufigsten Schaden sind mechanisch bedingt durch z. B. Einschldge von Fremdobjek-
ten und abrasiven Medien, z. B. Sand. Bei mechanischer Beschadigung rotatorischer
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Bauteile kénnen gegebenenfalls Sekundarschaden wie Materialermidung, engl. High-
Cycle-Fatique (HCF), aufgrund der Unwucht entstehen [Car05, [EbeQ7]. Die auftreten-
den Schaden an Turbinenschaufeln, unter anderem sind dies Korrosion, Oxidation,
Gefligeveranderungen, Kriechen und Risse, sind beispielhaft fir Bauteile mit hoher
Temperaturbelastung. Daher sind diese Bauteile aus hochwarmfesten, einkristallinen
Nickelbasis- und Kobaltlegierungen gefertigt [Bra09]. Schaden an Standardbauteilen im
Maschinenbau wie Zahnrader oder Lager sind haufig Deformationen, Ermtdung und
KaltverschweifBungen. Eine Regeneration dieser Bauteile findet aufgrund des hohen
Aufwands nur bei kostenintensiven Sonderausfiihrungen statt.

Die Vorbehandlung umfasst die Maf3nahmen der Reinigung, ggf. eine Entschichtung
und Prufverfahren zur Detektion von Schaden. Die Reinigung kann hierbei mechanisch
(z. B. Strahlen oder Gleitschleifen), thermisch (z. B. Glihen) oder chemisch (Sptilen oder
Ent-/Aufoxidieren) erfolgen [Haa96]. Mechanische Reinigungsmethoden werden bei der
Regeneration verwendet um etwaige Beschichtungen, die haufig bei thermisch hoch
beanspruchten Bauteilen wie Turbinenschaufeln eingesetzt werden, zu entfernen, engl.
stripping [Bra85]. Die anschlieBenden Verfahren Farbeindring-, Wirbelstrom-, Ultraschall-
und Magnetpartikelpriifung dienen der Detektion von Rissen im Bauteil. Eine detaillierte
Beschreibung der Verfahren ist in [Rajo0] zu finden.

Der Materialauftrag findet maf3geblich durch Lét- und SchweiBverfahren statt. Die Wahl
des Fligeprozesses ist abhangig von der Geometrie des Schadens sowie der Auswir-
kung auf das Materialgeflige. Hierbei sind die Gefligeveranderungen verfahrensbedingt
beim Léten geringer als beim Schweif3en. Tiefe Risse werden aufgrund der Nutzung
des Kapillareffekts haufiger durch Léten regeneriert, wahrend bei oberflachennahen
Schaden die SchweiBtechnologie Anwendung findet. Beide Verfahren fihren in der
Regel zu reduzierten mechanischen Eigenschaften oder verringerten Dauerfestigkeiten
im Vergleich zu neuen Bauteilen [Hen11, [Ved07, Ric08, [Hen10, [Li11]. Im Gegensatz
zu Nickelbasislegierungen werden Titanlegierungen aufgrund ihrer Gefligestruktur
und der Mdglichkeit einer anschlieBenden Warmebehandlung geschweif3t statt gelo-
tet. Die eingesetzten Regenerationsverfahren sind manuelles WIG-Schweif3en oder
automatisiertes Plasmaschwei3en [EbeQ7], Elektronenstrahlschwei3en [Li11] oder La-
serstrahlschweiBen [Kel06]. Fir eine detaillierte Beschreibung der Vor- und Nachteile
der SchweiBverfahren mit den resultierenden Gefligestrukturen von Titanlegierungen
wird auf Peters und Lutjering verwiesen [Pet02, ILUt07].

Technologiebedingt wird durch Schweif3en, Léten oder Galvanisieren mehr Werkstoff
aufgetragen als zur Wiederherstellung der gewlnschten Kontur notwendig ist. Zur
Einhaltung der MaB3- und Formtoleranzen werden die Uberschiissigen Stérkonturen
durch spanabhebende Verfahren entfernt, genannt Rekonturierung. Wahrend die Re-
konturierung bei galvanisierten Stahlwellen durch einfaches Auf3enlangsdrehen mdglich
ist, werden geometrisch komplexe Bauteile wie Verdichterschaufeln gréBtenteils durch
manuelle Bandschleifverfahren rekonturiert [Yil10, Gao08, Wei05]. Der Grund dafr ist
die individuelle Gestalt des zu regenerierenden Bauteils durch die Vielfalt von mégli-
chen Schéden. Durch die sich andernde Gestalt sind die ,starren” NC-Programme der
Bauteilherstellung nicht auf die Rekonturierung Gbertragbar [Wei05]. Zur Sicherstel-
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lung einer gleichbleibenden Bauteilqualitat und einer hohen Wirtschaftlichkeit ist daher
ein zunehmender Trend zu automatisierten Rekonturierungsprozessen zu beobach-
ten, die unter dem Begriff Adaptive Machining zusammengefasst sind [BreQ7, Mul01].
Hierbei wird das Bauteil durch taktile oder optische Methoden digitalisiert und auf Ba-
sis der Daten ein automatisiert erstellter, angepasster NC-Code zur Rekonturierung
verwendet. Zur Rekonturierung werden hauptsachlich die Fertigungsverfahren Frasen
[Yil05, [Ebe07], Schleifen [Mig10] und Polieren [Hua02] eingesetzt, deren Auswahl auf
Basis der Qualitédtsanforderung und des Werkstiickmaterial getroffen wird.

Bauteile mit hoher dynamischer Belastung, beispielsweise Verdichterdisks aus Ti-
tan, werden haufig durch Verfestigungsstrahlen nachbehandelt, wodurch Druckei-
genspannungen eingebracht werden, die nachweislich die Dauerfestigkeit erhéhen
[BUh33, Jam10]. Ein Grund hierflr ist der unbekannte Eigenspannungszustand nach
der Rekonturierung, bei dem teilweise lokale Warmebehandlungen mittels Induktion
durchgefihrt werden, um den Einfluss des Materialauftrags bzw. der Rekonturierung zu-
rickzusetzen [EbeQ7/, MTUOQY]. Bauteile mit hoher thermischen Belastung, beispielswei-
se Turbinenkomponenten, werden haufig durch Warmedammschichten, engl. Thermal
Barrier Coatings (TBC), beschichtet. Appliziert werden die Schichten durch Plasmasprit-
zen oder PVD-Prozessen. Nach Abschluss der Nachbehandlung und der Remontage
endet die Regeneration mit einem Testlauf des Investitionsguts.

2.1.2 Die Prozesskette der Rekonturierung

Im Gegensatz zur Prozesskette zur Regeneration unterscheiden sind die Prozessschritte
einer automatisierten Rekonturierung in der Literatur nur unwesentlich voneinander.
Dabei wird unter einer automatisierten Rekonturierung die Verwendung von Maschinen
unter Wegfall der manuellen Arbeit verstanden, was derzeit Stand der Wissenschaft
ist und vermehrt industriell eingesetzt wird [MTUQ7,, Bre06a, Hua03, [Yil10, Bic0Q5]. Die
Prozesskette der Rekonturierung ist in Bild 2.2 dargestellt.

Vorbehandlung Materialauftrag Rekonturierung Nachbehandlung

Erfassung der Erzeugung der spanende Re-
Werkstuckkontur 4 Werkzeugwege konturierung

Ne/80031 © IFW

Bild 2.2: Prozesskette der Rekonturierung

Spanntechnologien fir die Rekonturierung

Zunachst wird das zu rekonturierende Werkstiick in einem Spannsystem gertstet. Bei
der Auswahl der Spanntechnologien werden die Kriterien Anforderung, Genauigkeit, Zu-
verlassigkeit, Spannzeit und Kosten gegeneinander abgewogen, wodurch die gewahlte
Lésung haufig ein Kompromiss ist [Fle06]. Die zu rekonturierenden Werkstiicke weisen
meistens eine komplexe Gestalt auf, wie z. B. die Tannenbaumstruktur von Verdichter-



6 2 Stand des Wissens

oder TurbinenschaufelfiBen. Eine Mdglichkeit diese Art von Werkstiicken formschlis-
sig zu spannen, ist die Herstellung von Spannbacken mit einer negativen Kontur der
Oberflachengeometrie [Hei91], z. B. verwendet im Projekt ,AROSATEC* [Bre06a]. Die
Vorteile der Formspannbacken sind die hohe Steifigkeit und Referenzierbarkeit, die in
der Praxis jedoch nur bei gro3en Stiickzahlen ékonomisch sind [Hei91]. Nach Pfeifer ist
fir autonome Maschinen mit der Losgré3e 1, was bei der Rekonturierung aufgrund der
unterschiedlichen Geometrien und Schadensfallen zutrifft, eine Erhéhung der Flexibilitat
bei Spannsystemen notwendig [Pfe06]. Formflexible SpannstéBel sowie niedrigschmel-
zene Legierungen sind eine flexible Alternative zu den oben genannten Spannbacken.
Bei den formflexiblen Spannst63el bewegen sich von zwei Seiten mehrere, einzelnd
bewegliche StdBel auf das Werkstiick zu, die sich an die Oberflache anlegen und die
Geometrie des Werkstlicks nachbilden und anschlieBend durch hydraulischen Druck
verspannt werden. Kommerziell erhaltliche, formflexible Spannsté3el wurden z. B. von
Yilmaz et al. [Yil10] und Gao et al. [Gao08] fur die Fixierung der Strémungsflache
bei Verdichterschaufeln eingesetzt. Bei den niedrigschmelzenen Legierungen wird
das Werkstlick zur Erzeugung von prismatischen Spannflachen partiell eingegossen.
Namensgebend ist die geringe Temperatur von T < 300°, die zum Schmelzen der Le-
gierung ausreicht, wodurch nur wenig Energie aufgewendet werden muss. Ein Nachteil
der niedrigschmelzenen Legierungen ist die Neigung zum Kriechen bei Raumtempera-
tur [Pfe06]. Je héher die Flexibilitat eines Spannsystems ist, desto geringer ist haufig
deren Einspann-Wiederholgenauigkeit und Steifigkeit. Die Dampfung kann im Fall der
niedrigschmelzenen Legierungen sogar besser sein [Moh12].

Maschinentechnologien fiir die Rekonturierung

Bei der entwickelten Prozesskette von Moéhring entfallt dieser erste Prozessschritt
der Rekonturierung aus Bild aufgrund des Transport der Werkzeugmaschine zum
Werkstlck [M6h08]. Somit ist die Wahl des Spannsystems und somit der Ristvorgang
von der jeweiligen Maschine abhangig. Zur automatisierten Rekonturierung werden
in der Literatur Industrieroboter [Hua03| [Uhl13a, Ber12, [Leh12], 5-achsige Bearbei-
tungszentren [BreQ6a, [Ebe07, [Lee07, Gao08, Yil10, Bic03] und hybridkinematische
Bearbeitungseinheiten verwendet [M&h08], wie in Bild [2.3| dargestellt.

Hinsichtlich einer flexiblen Rekonturierung sind Industrieroboter wegen der hohen An-
zahl an kinematischen Freiheitsgraden gut geeignet. Die gréBten Nachteile bei der
Verwendung von Robotern fir die Rekonturierung sind die geringe, posenabhangi-
ge Steifigkeit aufgrund der seriellen Struktur und die Positioniergenauigkeit. Im Fall
von Schleifprozessen flir die Rekonturierung konnte dieser Nachteil von Huang et
al. durch eine kraftgebundene Prozessauslegung umgangen werden [Hua02), Hua03].
Dafur ermittelten Huang et al. zunachst den Einfluss des Materialabtrags auf die Va-
riation von Bandgeschwindigkeit, Vorschub und Kontaktkraft. AnschlieBend konnte mit
diesen Daten der Werkzeugverschleil3 durch Anpassung der Einstellgré3en ausgegli-
chen und gleichzeitig die Prozesszeit um 42% gegenlber der manuellen Bearbeitung
reduziert werden. Eine ahnliche Rekonturierungsstrategie beim Schleifen wurde von
Uhlmann et al. entwickelt, indem der Vorschub durch den Roboter zur Einstellung des
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5-achs Bearbeitungs- hybridkinematische

zentren Bearbeitungseinheiten Industrieroboter

Steifigkeit Flexibiltat
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Bild 2.3: Verwendete Maschinen fiir die Rekonturierung [Bre06al, M6h08, [Leh12]

Materialabtrags durch eine Kraftregelung angepasst wurde [Uhl13a]. Derzeit werden
Industrieroboter zwar in einzelnen Fallen fir die Fertigung von Bauteilen durch Frasen
eingesetzt [Leh12, Ber12], aber nicht fir die Rekonturierung.

Werkzeugmaschinen sind teurer als Industrieroboter, weniger mobil und wegen der ge-
ringeren Anzahl an Freiheitsgrade unflexibler. Trotzdem werden maf3geblich 5-achsige
Bearbeitungszentren flur die Rekonturierung aufgrund der héheren Steifikgeit und
Genauigkeit eingesetzt, die ggf. durch integrierte Messsysteme erweitert werden.
Bei kleinen Bauteilen wie Schaufeln sind die Rotationsachsen haufig werksttcksei-
tig angeordnet [Bre06al, wahrend bei groBen Bauteilen wie Umformgesenken ein
Portalaufbau [Bic05] verwendet wird. Eine integrierte Reparaturzelle fr die Repara-
tur von Massiv- und Blechumformwerkzeugen wurde von Bichmann et al. im Rah-
men des Projekts ,,OptoRep* entwickelt [Bic05]. In die konventionelle Doppelspindel-
Portalfrasmaschine wurden in der HSK-Schnittstelle ein optischer Messkopf sowie ein
Laser-PulverauftragschweiBkopf integriert. Jedoch existieren derzeit keine Erkenntnisse
in der Literatur zu aktiver bzw. passiver Prozessregelung bei der Rekonturierung. In
der Literatur werden 5-achsige Schleifmaschinen fir die Rekonturierung wegen der
geringen Flexibilitat und der Zugangigkeitsproblematik nicht eingesetzt.

Ein Kompromiss zwischen den steifen aber teuren Werkzeugmaschinen und dem
preiswerten, flexiblen aber nachgiebigen Industrieroboter stellt die Nutzung einer trans-
portablen, hybridkinematischen Bearbeitungseinheit dar, die von Méhring hinsichtlich
des Maschinenverhaltens unter Bertcksichtigung des Szenarios eines reaktionsschnel-
len Einsatzes fur die Gesenkrekonturierung untersucht wurde [M&hQ08]. Es zeigte sich
zunachst ein nichtlinearer, posenabhéangiger Positionierfehler des Endeffektors von bis
zu 325 pm, der durch Modellierung des elastokinematischen und thermischen Maschi-
nenverhaltens auf ca. 50 um kompensiert wurde. Somit ist die Leistungsfahigkeit der
hybridkinematischen Bearbeitungseinheit fur die Rekonturierung zwischen den von
Robotern und Werkzeugmaschinen einzuordnen.
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Erfassung der Werkstiuckkontur

CAD Daten aus der Konstruktion kénnen fir die Rekonturierung aufgrund der erlittenen
Schaden und Deformation nicht verwendet werden [Gao08]. Daher ist es notwendig
das eingespannte Werksttck zu digitalisieren. Es werden optische (Messgenauigkeit
~ +15um) und taktile Messverfahren (Messgenauigkeit ~ +2 um) verwendet [Bag09].
Trotz héherer Messgenauigkeit von taktilen Systemen ist in der Literatur vermehrt ein
Trend zur Nutzung optischer Methoden bei der Erfassung der Werkstiickkontur zu ver-
folgen [Bre96), Bri98|, Bic05, Bon06, [Yil10]. Die Griinde sind eine geringere Messzeit im
Vergleich zu taktilen Systemen sowie die kontinuierliche Verbesserung der optischen
Messsysteme in den letzten Jahren. Insbesondere die Streifenlichtprojektion ermdglicht
heute durch angepasste Algorithmen eine schnelle Erfassung der Werkstlckkontur
[Ack10] und wird fr grof3flachige Bauteile [Huk10] sowie bei der Rekonturierung [Bri98]|
eingesetzt. Nach der Digitalisierung liegen die Daten als Punktewolke vor und sind
fir eine direkte Weiterverwendung in einem CAD/CAM System nicht geeignet. Hierzu
ist ein CAD-Volumenmodell notwendig, was eine geschlossene, mathematische Be-
schreibung der Oberflache darstellt. Der Vorgang der Rickrechnung von Messdaten zu
einem CAD-Modell wird Re-Engineering genannt [Bag09]. Dazu wurden in den letzten
Jahren eine Vielzahl von Algorithmen entwickelt, die zunachst die aufgenommenen
Daten segmentieren, klassifizieren und mit Hilfe der Regression eine geschlossene
mathematische Form definieren. Bei komplexen Freiformflachen sind diese Regressio-
nen zwischen den segmentierten Teilobjekten haufig tangenten- oder krimmungsstetig
[M&h08]. Diese Art der Flachenrickfihrung von unbekannten Objekten std3t jedoch bei
mehrfach gekrimmten Verdichterschaufeln aufgrund der Geometriekomplexitat an ihre
Grenzen [Wu13]. Aus diesem Grund werden bei dieser Art von Bauteilen die Messda-
ten mit einem CAD-Mastermodell verglichen und durch geeignete Referenzierung der
Datensétze eine Rekontruktion durchgefihrt.

Erzeugung der Werkzeugwege

Zwar sind in der Literatur unterschiedliche Algorithmen und Methoden zur Erzeugung
adaptiver Werkzeugwege zu finden [Bri98, Bre00, Bre07,, Mul01!, Dix01, /Gao05, /Gao08,
Yil10], jedoch nutzen alle Systeme einen ahnlichen Ablauf. Zunachst werden die Abwei-
chungen zwischen den gemessenen Daten und einem CAD-Neuteilmodell bestimmt.
AnschlieBend wird der Werkzeugweg auf Basis der Abweichungen angepasst. Lediglich
die Messmethoden, die hinterlegten Datensysteme und Algorithmen unterscheiden sich.
Wahrend Brinksmeier et al. [Bri98] die Rekonstruktion mit Hilfe der Streifenlichtprojekti-
on in unterschiedlichen Posen und vordefinierten Grenzflachen erfasst, nutzt Bremer
[BreQQ] taktile Sensoren, um die Kontur an mehreren Querschnitten einer Schaufel
unterhalb der Schweif3naht zu messen. Spater wurden die Methoden von Bremer durch
ein weiterentwickeltes Datenmanagementsystem, ein integriertes CAM-Modul und Ver-
wendung optischer Messsysteme verbessert und werden heute kommerziell von der
Fa. BCT angeboten [BreQ7]. Ein weiteres kommerziell erhaltliches System zur adapti-
ven Erzeugung von Werkzeugwegen wird von der Fa. TTL angeboten, vorgestellt von
Mullins [Mul01] und Dix [Dix01]. Das System vermisst, analog zu Bremer, Bereiche
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des unbeschadigten Werkstlicks und vergleicht diese Bereiche mit einem Master-CAD
Modell und passt die Werkzeugwege mit einer abgeanderten Version der CAM-Software
NX adaptiv an. In beiden Systemen wird eine NC-Simulation zur Kollisionstberprifung
eingesetzt, bei denen nur geometrische Aspekte und nicht die Schweil3nahtgestalt
berticksichtigt werden. Gao et al. entwickelten eine integrierte Strategie bei der die
bisher getrennten Bereiche des Materialauftrags und der adaptiven Rekonturierung
durch ein gemeinsames Spannsystem und durchgangiges Datenmanagement verknupft
werden [Gao05]. Auch das System von Gao et al. verwendet ein Master-CAD Modell
zur Erzeugung der adaptiven Werkzeugwege flir das Schwei3en bzw. Frasen. Die
in [Gao05] vorgestellten Methoden wurden spéter fir gekrimmte [Gao08] und diinne
Schaufelgeometrien [Yil10] angepasst. Ein Beispiel flir erzeugte Werkzeugwege mit der
genannten Methodik ist in Bild [2.4] dargestellt. Die gréBten Herausforderungen bei der
geometrischen Rekonstruktion von komplexen Investitionsgutern sind nach Wu et al.
die Erhdhung der Effektivitdt und Genauigkeit der eingesetzten Algorithmen sowie eine
softwareseitige Integration aller Prozessschritte der Regeneration [Wu13].

digitalisiertes generierte Werkzeugwege bei der
Volumenmodell

Verwendung eines Kugelkopffrasers

Ne/80032 © IFW

Bild 2.4: WerkstUlickdigitalisierung und Werkzeugwege beim Tip-Repair aus

Verwendete Werkzeuge und Werkzeugwege bei der Rekonturierung

Aus der Literatur wird deutlich, dass es bei der Fertigung, von z. B. Turbinenkompo-
nenten, deutlich mehr Prozessstrategien und Werkzeugkonzepte existieren, als bei der
Rekonturierung. Bei der Rekonturierung werden maf3geblich Kugelkopffraswerkzeuge
eingesetzt [Yil10, (Gao08], in der Fertigung zusatzlich Plan-, Torus-, und Schaftfraser
[Yil05]. Fur die Rekonturierung werden haufig 3+2 Frasstrategien verwendet, bei denen
eine konstante Anstellung des Werkzeugs zur Oberflache definiert wird (siehe Bild [2.4).
Diese Strategie gilt bei der Herstellung aufgrund der geringen Produktivitat als veraltet
und fhrt je nach Anstellung und Werkzeugweg zur verringerten Oberflachenqualitat
durch Schwingungen, wie von Lim et al. experimentell nachgewiesen wurde [Lim02].
Teilweise werden reine 3-achsige Frasstrategien eingesetzt, wie z. B. von Yilmaz et al.
zur Rekonturierung der Spitze von diinnen Verdichterschaufeln aus Inconel 718 [Yil1Q].
Zur Erzeugung der Werkzeugwege fur die Schaufelspitze (Schaftfréser D = 10 mm) und
der Schaufelflache (Kugelkopffraser D = 6 mm) wurden unbeschéadigte Bereiche der
Schaufel als Referenz gesetzt. Werkstiickschwingungen wurden durch eine geeignete
Schrupp-, Teilschlicht und Schlichtstrategie vermieden und die Oberflachenqualitat
durch Anpassung der Zeilenbreite b, eingehalten. Trotz dieser konventionellen und
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somit zeitintensiven Prozessstrategie zur adaptiven Rekonturierung wurde die Pro-
zesszeit um 30% gegenuber der aktuellen Reparatur bei Rolls-Royce reduziert [Yil10].
Weiterentwickelte Strategien bei der Herstellung sind beispielsweise angepasste Schnitt-
breiten auf Basis der Werkstlickgeometrie (P-Milling) und das Flankenfrasen [Gey02].
Diese hochproduktiven Strategien finden bei der Reparatur aufgrund des geringen
Materialabtrags kaum Anwendung. Ferner wird die Werkzeug- und Prozessauswabhl
zur Rekonturierung von gewdhnlichen Fertigungsprozessen Ubertragen, sodass die
Besonderheit der Stérkontur unberlcksichtigt bleibt. Dies wurde unter anderem von
Brinksmeier et al. durchgefihrt, der zur Charakterisierung des VerschleiBverhaltens
und zur Wahl geeigneter Prozessbedingungen das Flankenfrasen von Ti-6Al-4V nutzte
um anschlieBBend Aussagen zur Rekonturierung zu treffen [Bri98]. Uhlmann und Lypov-
ka kritisieren diese Vorgehensweise, weil die Nebenbedingungen der Rekonturierung
ganzlich anders sind als bei der Herstellung von Bauteilen [Uhl13D].

Fokussierung der Themenfelder dieser Arbeit

Das Ziel der Regeneration ist eine hohe Bauteilqualitat, unabhangig von den einge-
setzten Technologien oder Nebenbedingungen der Prozesskette. Aus Kapitel [2.1.2]
wird deutlich, dass bei der Rekonturierung eine Vielzahl an Eingangs- und Zielgré-
Ben existieren, die einen Einfluss auf die Bauteilqualitat besitzen. Daraus resultieren
die Themenfelder im SFB 871 hinsichtlich der Rekonturierung, dargestellt in Bild [2.5]
mit den jeweiligen Uberschneidungen. Alle Themengebiete verfolgen eine geeignete
Prozessauslegung der Rekonturierung.
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Bild 2.5: Themenfelder der Rekonturierung im SFB 871 und Fokus dieser Arbeit

Der Begriff Bauteilqualitat ist jedoch weitreichend. Fir den Fall eines regenerierten
Bauteils sind das spatere Einsatzverhalten und die funktionellen Eigenschaften ent-
scheidend. Wird das Flugzeugtriebwerk erneut als Investitionsgut herangezogen, sind
die Strémungsverluste sowie die Bauteillebensdauer die wichtigsten Kriterien. Daraus
leiten sich die wichtigsten Zielgré3en der Rekonturierung ab. Diese sind neben der
Einhaltung der Bauteilkontur die Oberfldchentopographie, welche maf3geblich die Stro-
mungsverluste bestimmt [Mar05| But97] und die Eigenspannungen, die maf3geblich die
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Lebensdauer beeinflusst [Buh33, Bor07, Jam10]. Daher werden in der Regeneration
teilweise aufwendige Nachbehandlungsverfahren wie Strahlen oder Polieren eingesetzt,
was jedoch die Prozesskette verlangert und somit die Wirtschaftlichkeit reduziert.

Aus dieser Argumentation ist der Fokus dieser Arbeit die Beeinflussung der Eigenspan-
nungen und der Oberflachentopographie mit den in Bild umrahmten Themenfeldern,
bei dem eine steife und vibrationsarme Werkzeugmaschine sowie ein genaues, digi-
tales Abbild der Ist-Geometrie als Voraussetzung gilt. In der Literatur wird unter dem
Begriff Randzone ein Werkstoffvolumen verstanden, das durch Gefligeveranderungen,
plastische Verformungen, Harte- und Eigenspannungsanderungen sowie Risse und
Textur charakterisiert wird [Den11b| Bri91}, Bre11b]. Aufgrund der Wechselwirkungen
zwischen dem beschriebenen Werkstoffvolumen und der Oberflache, beispielsweise
bei Rissen, ist eine eindeutige Trennung zwischen Randzone und Oberflache in der
Praxis schwierig [Bre11b]. Aus diesem Grund wird der Begriff Randzoneneigenschaften
in dieser Arbeit auf die wichtigsten Eigenschaften von komplexen Investitionsgutern
reduziert: Eigenspannungen und Oberfldchentopographie. Die vorhandene Literatur
dieser Thematik wird im nachsten Teilkapitel zusammengefasst und bewertet.

2.1.3 Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung

Einfluss der Spanntechnologie auf die Randzoneneigenschaften

Durch den Einfluss der Spanntechnologie auf das Schwingungs- und Dampfungsver-
halten werden ebenfalls die Randzoneneigenschaften beeinflusst [Bie10, |(Out13]. Der
Einfluss von Systemnachgiebigkeit und Dampfung auf die Oberflachentopographie,
beispielsweise der Effekt des regenerativen Ratterns, werden seit Jahrzehnten erforscht
und gelten als weitgehend bekannt und verstanden [Sel12]. Bei den Eigenspannungen
ist lediglich bekannt, dass ein Wechselwirkung mit dem Schwingungs- und Dampfungs-
verhalten existiert, jedoch sind die genauen Zusammenhange unerforscht. Ein Beispiel
hierzu zeigen Outeiro et al. beim Orthogonaldrehen, bei dem eine zyklische Veran-
derung der Eigenspannungen durch das schwingende Systems nachgewiesen wurde
[Out13]. Begrindet wird dieser Effekt auf die periodische Variation der Spanungsdicke
h. Nach Pfeifer zeigen niedrigschmelzende Legierungen leicht bessere Dampfungsei-
genschaften als konventionelle Spannsysteme, was durch eine geringfligig bessere
Oberflachentopographie nachgewiesen wurde [Pfe06]. Das Nachgiebigkeitsverhalten
von StéBelspannsysteme hingegen ist stark abhangig von der Anzahl der in Kontakt
befindlichen StéBel und diese neigen zu einer héheren dynamische Nachgiebigkeit,
wie von M&hring et al. experimentell nachgewiesen [M6h12]. Fir die Randzoneneigen-
schaften sind technologisch méglichst steife Einspannungen mit hoher Dampfung zu
bevorzugen, jedoch wurde dies in der Literatur bisher nicht behandelt.

Einfluss der EinstellgroBen und Werkzeuggestalt auf die Topographie

Trotz der hohen Relevanz der Oberflachentopographie von z. B. strémungsrelevanten
InvestitionsgUtern [Mar035), But97], ist dieser Aspekt im Hinblick auf die Rekonturierung
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bisher weitgehend unerforscht. Hauptsachlich werden Erkenntnisse der Neuteilprodukti-
on auf die Rekonturierung Ubertragen, siehe [Bri98, S. 188ff], was nach Uhimann und
Lypovka aufgrund der unterschiedlichen Anforderungen haufig zu unbefriedigenden
Prozessergebnissen fuhrt [Uhl12, [Uhl13b]. Diese Aussage wird bestatigt von Huang
et al., die in ihrer Arbeit bei der Rekonturierung von Turbinenleitschaufeln das CNC-
Frasen untersuchten und bewerteten. Im Gegensatz zur Herstellung eignete sich das
Frasen nicht flr die Rekonturierung aufgrund der geringen Produktivitat und des ho-
hen Werkzeugverschlei3es. Daher wurde der Prozess durch einen teilautomatisierten,
robotergeflhrten Schleifprozess mit passiver Kraftregelung substituiert. Dieser Pro-
zess ermoglicht konstante Oberflachenqualititen von Ra ~ 4 um, die durch einen
anschlieBenden Polierprozess auf Ra ~ 1,4 um reduziert wurden.

Mohring berichtet von einem Einfluss der ReparaturschweiBung auf die Werkstlckge-
stalt nach der Rekonturierung. Mit der hybridkinematischen Bearbeitungseinheit aus
Bild 2.3 wurden reparaturgeschwei3te Halbkugeln aus Gusseisen mit Lamellengraphit
EN-GJL-250 durch Kugelkopfwerkzeuge (D = 12mm, f, = 0,10 mm, v, = 376 m/min)
bearbeitet. Er stellte fest, dass die héhere Werkstoffharte an der Schweif3naht zu einer
deutlich gréBeren Werkzeugabdrangung fuhrt als im Vergleich zum Grundwerkstoff.
Eine hohere Harte des Gefliges durch den ReparaturschweiBprozess von Blade Inte-
grated Disks (Blisk) aus Ti-6Al-4V wird auch von Eberlein beobachtet, jedoch nicht bei
der Rekonturierung bericksichtigt [EbeQ7/].

Eine einfache Methode zur Verbesserung der Oberflachenqualitat nach der Rekontu-
rierung stellen Yilmaz et al. vor. Es wurden zunachst die empfohlenen Einstellgré3en
(Zahnvorschub f, = 0,012.5 mm, Schnittgeschwindigkeit v, = 100 m/min) des Werk-
zeugherstellers fur die eingesetzten Kugelkopf- und Schaftfraser zur Rekonturierung
von dinnen Inconel 718 Schaufeln verwendet [Yil10]. Lediglich die Zeilenbreite b, wurde
auf Basis der Werkzeugkontur angepasst, um eine ausreichende Oberflachenquali-
tat zu gewdhrleisten. Mit einer maximalen Schnitttiefe von a, = 0,04 mm wurde der
Schlichtschnitt ausgefihrt, der zu einer theoretischen Rauheit (engl. scallop height)
von Rz =1 um fuhrt. Die resultierende Oberflachenqualitat der rekonturierten Schaufel
ist deutlich héher als im CAM-System eingestellt und betragt ca. Rz ~ 9um'. Diese
Rauheit ist geringer als die der Referenzschaufel, wodurch auf einen anschlieBenden
Polierprozess verzichtet werden konnte. Gao et al. nutzte eine ahnliche Rekonturie-
rungsstrategie mit Schaft- und Kugelkopffrasern, jedoch wurde ein Materialaufmaf fur
das spatere Polieren im Prozess bertcksichtigt [Gao08].

Einfluss der EinstellgroBen und Werkzeuggestalt auf die Eigenspannungen

Die Eigenspannungen nach der Rekonturierung beeinflussen maf3geblich das Verfor-
mungs- und Versagensverhalten von Bauteilen und definieren ein funktionsgerechtes
Bauteilverhalten [Mar0Q5]. Es ist bekannt, dass Druckeigenspannungen die Dauerfestig-
keit steigern kénnen [Bih33| T6n66, 'Sch90]. Ein eindrucksvolles Beispiel zeigt James,
bei dem eine 24 kg schwere Dampfturbinenschaufel (Bild am oberen Bereich des

'In [Yil10] ist angegeben Ra = 2,45 um. Der Wert Rz wurde nach DIN 4768-1 berechnet.
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SchaufelfuBBes durch Spannungsrisskorrosion gebrochen ist, einen Schaden von ca.
100.000.000 € und eine Ausfallzeit von 6 Monaten verursachte [Jam10].

Ne/75905 © IFW

Bild 2.6: Schaden an einer 12CrNiMo Schaufel einer 600 MW Turbinengenerators
durch Verlust einer Schaufel wahrend des Betriebs

In der Praxis sind daher die Anforderungen an ein Reparaturverfahren fur sicherheits-
relevanten Bauteile insbesondere auf die resultierenden Eigenspannungen und das
Schwingungsverhalten fokussiert. Dies wird bei der von Eberlein vorgestellten Patch-
Reparatur der Fa. MTU fur Blisks aus Ti-6Al-4V ersichtlich, bei denen standardisierte
Flicken einerseits nicht in Bereichen von den primaren Schwingungsmoden gesetzt
werden dirfen und anderseits zum Abbau von Eigenspannungen eine lokale Warmebe-
handlung mittels Induktion durchgefiihrt wird [EbeQ7]. Die lokale Warmebehandlung
findet nach der Rekonturierung statt, mit anschlieBendem Verfestigungsstrahlen zur ge-
zielten Einstellung der Eigenspannungen. Zur Reduktion der Eigenspannungen nutzen
Richter et al. ebenfalls eine lokale Warmebehandlung nach dem Laserauftragschweif3en
von Ti-6242 fir Hochdruckverdichter-Blisks [Ric04].

Trotz der hohen Praxisrelevanz wird in akademischen Verdéffentlichungen zur Rekon-
turierung [Bri98, [Hua02, Hua03, [Yil05), Gao06, (Gao08, Brei11a] sowie in
den Veréffentlichungen von kommerziellen Anbietern flr adaptiven Rekonturierungs-
systemen [Bre96, Bre00, Mul01], Bre06a, Bre07, Wali10] die Thematik
Eigenspannungen im Bezug zur Werkzeuggestalt und EinstellgréBen nicht untersucht.
Ferner wird bei robotergefihrten Rekonturierungsprozessen durch Bandschleifen zur
Kompensation des WerkzeugverschleiBes [Hua02] oder Anpassung der Schnitttiefe
[UhI13a] die Vorschub- und/oder Schnittgeschwindigkeit kraftgeregelt angepasst. Dies
fihrt zu einem veranderten thermo-mechanischen Belastungsprofil des Werkstiicks,
sodass nicht von einer homogenen Eigenspannungsverteilung bei dieser Art von Pro-
zessen auszugehen ist.

Des Weiteren ist in der Literatur bekannt, dass durch den Materialauftrag eine Heteroge-
nitéat im Geflge sowie bei den Eigenspannungen resultiert. Dies wurde nachgewiesen
z. B. beim Elektronenstrahl- [Li11] und LaserschweiBBen [Kel06] von Titanlegierungen.
Flr andere Werkstoffe und Fligeprozesse gilt diese Aussage ebenfalls, nachgewiesen
unter anderem beim LaserstrahlschweiBen von Warmarbeitsstahlen [Ved07, Bor09]
und Vakuumléten [Hen11] oder Laserstrahlschwei3en von Nickel- und Kobalt-
werkstoffen. Zu dieser Thematik untersuchte Dattoma et al. die resultierenden Eigen-
spannungen nach der Rekonturierung von Schwei3nahten [Dat06]. Die numerischen
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Untersuchungen am Baustahl S275JR wurden unter der Pramisse durchgefihrt, dass
der Rekonturierungsprozess keine weiteren Eigenspannungen in das Bauteil einbringt
und das Entfernen der Schwei3naht zu einer Beseitigung der schweif3induzierten Eigen-
spannungen fahrt. Trotz dieser Pramisse zeigten die experimentellen und numerischen
Untersuchungen einen hohen Einfluss der Rekonturierung auf die Eigenspannung im
Bauteil, wobei die numerischen Untersuchungen nur verwendbare Resultate quer zur
Schweif3naht ergaben.

Zwischenfazit

In Kapitel 2.1 wurde die Literatur zur Thematik Rekonturierung zusammengefasst und
bewertet. Es sind Technologien zur adaptiven Rekonturierung durch Frasen verfugbar.
Jedoch sind die resultierenden Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
durch die Wechselwirkungen zwischen Werkzeuggestalt, Einstellgré3en und Prozess-
strategie weitgehend unerforscht. Es ist z. B. nicht bekannt, ob Wechselwirkungen
zwischen der Heterogenitat im Geflige durch den SchweiBprozess und der Rekontu-
rierung existieren und wie dies die Randzoneneigenschaften beeinflusst. Aus diesem
Grund werden in der Industrie komplexe Investitionsguter haufig lokal warmebehandelt
und/oder gestrahlt, damit gezielt die geforderten Randzoneneigenschaften eingestellt
werden [MTUOQ7, [Zhu08, [Ebe07, Deni5a]. Zusammenfassend sind in Bild [2.7]die An-
forderungen der den Kapitel [2.1.1] bis [2.1.3| beschriebenen Anforderungen dargestellt.
Basierend auf den Anforderungen sind insbesondere die Eigenspannungen und die
Oberflachentopographie der regenerierten Bauteile von Relevanz.

Anforderung an die Instandhaltung Anforderung an die Rekonturierung
* Werterhaltung * preiswerter und schneller Prozess s,
* Betriebssicherheit € \/ * gleichbleibende Qualitat @ (f)\
* Leistungerhaltung 0/0 * Qualitatsanforderungen wie beim Neubauteil
Entscheidung je Bauteil/Schaden Prozessauswahl,
Regeneration oder Austausch -entwicklung und -fihrung

Anforderungen an die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung

* keine Gefligeschadigung durch Risse 0.a. [Ebe07, Hen10]
* Zug-ESP vermeiden, Druck-ESP bevorzugt (Titan: =~ 500 MPa [Maa12, MSa15])

* homogene und einstellbare Oberflachentopographie (Blisk: Ra = 0,8 ym [Wan14])
Ne/81832 © IFW

Bild 2.7: Anforderung an die Regeneration, Rekonturierung sowie die resultierenden
Randzoneneigenschaften

Deutlich mehr wissenschaftliche Erkenntnisse hinsichtlich der Randzoneneigenschaften
existieren bei der Fertigung von neuen Bauteilen. Dies wird spater in Kapitel [2.3] be-
trachtet. Als Werkstoff wird sich auf die Titanlegierung Ti-6Al-4V fokussiert, da diese bei
komplexen Investitionsgitern haufig eingesetzt wird (Kapitel 2.2). Ferner eignet sich fur
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eine automatisierte Rekonturierung die Frastechnologie unter Verwendung von flexibel
einsetzbaren Kugelkopffwerkzeugen (Kapitel 4.1), die insbesondere bei komplexen
Investitionsgutern aus Titanlegierungen eingesetzt werden.

2.2 Die Eigenschaften der Titanlegierung Ti-6Al-4V

Klassifizierung und Werkstoffgefiige von Ti-6Al-4V

Obwohl das Element Titan schon 1791 von William Gregor im Mineral limenit und 1795
von Heinrich Klaproth im Rutilerz entdeckt wurde [LUt07], erméglichte erst der 1940
patentierte Prozess von William Justin Kroll die industrielle Gewinnung von Reintitan.
Somit gilt Titan als junger Konstruktionswerkstoff, dessen Legierungsentwicklungen
in den darauffolgenden Jahrzehnten systematisch unter anderem von McQuillian et
al. [McQ56]|, Griest und Forst [Gri57], Adenstedt [Ade55] sowie Kornilov [Kor65] inten-
siviert wurden. Wie Eisen ist Titan ein allotropes Element, das oberhalb von 882°C
eine kubisch-raumzentrierte Gitterstruktur (krz, 3-Titan) und unterhalb von 882 °C eine
hexagonal-dichteste Gitterstruktur (hdp, «-Titan) aufweist. Legierungselemente von Ti-
tan werden in « bzw. 3 stabilisierend eingeordnet, welche die Umwandlungstemperatur
bzw. das jeweilige Gebiet im Phasendiagramm verandern und somit eine breite Variation
an Gefligetypen ermdglichen, wie in Bild 2.8 dargestellt. Aluminium gilt allgemein als
das wichtigste «-stabilisierende Legierungselement fir Titanlegierungen [Wag94].

) ol bilciorond B-stabilisierend
neutra o-Sstaplilisieren B-eutektoid
A A

B B B
I ﬂ B+ABy

[0

a-Titan (hdp

e

Fe, Mn, Cr, Co,
Sn, Zr Al,O, N, C Ni, Cu, Si, H Mo, V, Ta, Nb
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Bild 2.8: Schematische Darstellung der Legierungselemente und deren Einfluss auf
das Zweiphasendiagramm nach [Lut07]

Die haufigste Klassifizierung von Titanlegierungen in «, oc+ 3 und 3 Legierungen basiert
auf dem pseudo-binaren, isomorphen Phasendiagramm, siehe Bild [2.8][L{it07]. Peters
und Leyens [Pet02] sowie Donachie [Don00] unterteilen die Titanlegierungen weiter in
a-nahe und metastabile 3-Legierungen. x-Legierungen weisen eine einphasige hdp-
Struktur auf und sind dichter gepackt als die krz-Struktur. Daher zeigen (3-Legierungen
eine deutlich geringere Diffusionsgeschwindigkeit im Kristallgitter und sind somit ftr
Warmebehandlungen ungeeignet [Pet10]. Lediglich die Korngrd3e I&sst sich durch die
Abkuhlgeschwindigkeit einstellen [Wag94]. Die Hauptanwendungen dieser Legierungen,
zu denen auch Reintitan gehért, sind daher die chemische Industrie und die Biomedi-
zintechnik aufgrund der guten Korrosionsbestandigkeit und Verformbarkeit. Sie besitzen
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jedoch eine geringe Festigkeit im Vergleich zu « + 3 und 3 Legierungen [Pet02]. Durch
das Hinzulegieren von (3-stabilisierender Elemente wie Molybdan, Vanadium und Niob
entstehen «-nahe Legierungen, die eine héhere Festigkeit als x-Legierungen aufweisen
und mafgeblich Anwendung im Hochtemperaturbereich bis 600 °C finden, bei denen
gute Kriecheigenschaften gefordert sind [Wag94]. Das ausgewogenste Eigenschaftspro-
fil zeigen die zweiphasigen « + 3 Legierungen, zu denen auch Ti-6Al-4V gehort. Bei
diesem Legierungstyp ist zwar die Warmfestigkeit reduziert, jedoch sind Duktilitat und
Festigkeit im Vergleich zu o und «-nahen Legierungen erhéht. Des Weiteren sind wegen
der Phasenumwandlung Warmebehandlungen bei « + 3 Legierungen méglich [DonQQ].
Es ist zu erwahnen, dass alle derzeit kommerziell erhaltlichen (3-Legierungen streng
genommen metastabile 3-Legierungen sind, die ebenfalls bei der Abschreckung die
o+ 3 Phase durchschreiten. Die Umwandlung erfolgt nicht martensitisch [Lut07], sodass
durch geeignete anschlieBende Warmebehandlungen Festigkeiten von Uber 1.400 MPa
bei gleichzeitig guter Umformbarkeit erméglicht werden [Pet02]. Nachteile der metasta-
bilen 3-Legierungen sind die schlechte Schweil3barkeit, die héhere Dichte und der Preis.
Das Eigenschaftsprofil der Titanlegierungen ist in Bild 2.9(A) zusammengefasst.

a-nahe-Legierung metastabile B-Legierung
A — A —
r ) r )
o-Legierung o+p-Legierung B-Legierung
N — e — N —
r N N )

Schweillbarkeit Warmebehandlung
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Warmfestigkeit Streckgrenze

itan | | | 26 | Bet
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Ne/75907 © IFW

Bild 2.9: Eigenschaften von Titanlegierungen [Don00, [LGt07] und Gefligezustande
von Ti6-Al-4V [Wag94]

Nach Roos und Maile existieren derzeit Gber 100 Titanlegierungen, von denen jedoch
nur ca. 30-40 kommerziell genutzt werden [Roo11]. Eine besondere Bedeutung entfallt
hierbei auf die mit Abstand am haufigsten eingesetzte Legierung Ti-6Al-4V, die 80%
aller o + 3 Legierungen umfasst sowie einen Gesamtmarktanteil von Uber 50% aller
Titanlegierungen hat. Je nach Warmebehandlung von Ti-6Al-4V kénnen die Gefluge-
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zustande lamellar, globular und bimodal (auch Duplex genannt) eingestellt werden
[Gro15], wie in Bild [2.9(B) dargestellt.

Durch eine langsame Abkuhlung oberhalb der 3-Transustemperatur, die bei Ti-6Al-4V ca.
995 °C betragt, werden lamellare Geflige erzeugt, die durch schnellere Abklihlung feiner
und schlie3lich martensitisch werden. Es ist zu beachten, dass Titan-Martensit, anders
als beim Stahl, keine Vorteile bei der Festigkeit verursacht und daher nur selten Anwen-
dung findet [Wag94,, |Gro15]. Zur Herstellung von globularen und bimodalen Strukturen,
ist eine vorherige Verfestigung durch z. B. Warmumformen und anschlieBende Rekris-
tallisation unterhalb der 3-Transustemperatur erforderlich. Die AbkUhlgeschwindigkeit
und das Temperaturniveau legen hierbei den Gefligetypen fest, wie schematisch in Bild
2.9(B) dargestellt. Aufgrund der hohen Gasaffinitat, die im Allgemeinen zur Versprédung
von Titanlegierungen fihrt, bildet Ti-6Al-4V bei Luftkontakt schnell eine chemisch stabile
Titanoxidschicht, wodurch die meisten der oben genannten Warmebehandlungen unter
Vakuum ausgefiihrt werden.

Eigenschaften und Zerspanbarkeit von Ti-6Al-4V

Das lamellare Geflige besitzt einen guten Widerstand gegen Ermtdung bei hoher
Lastspielzahl (High-Cycle-Fatique), jedoch eine geringe Duktilitat und Bruchdehnung
und versagt friher bei niedriger Lastspielzahl (Low-Cycle-Fatique) [Wag94|. Die ge-
gensatzlichen Eigenschaften zeigt das globulare Geflige. Das bimodale Geflige kann
als Kompromiss zwischen den beiden Gefligearten verstanden werden und ist daher
industriell am haufigsten anzutreffen [Don00, (Gro15].

Aufgrund der hohen Duktilitat und Reaktivitat sowie der geringen Warmeleitfahigkeit und
dem E-Modul bei gleichzeitig hoher Festigkeit, gehort Ti-6Al-4V zu den schwer zerspan-
baren Werkstoffen. Die erste Studien zur Zerspanbarkeit von Titan wurden in den 50er
Jahren von Shaw, Cook und Bosten flr das US-Militar durchgefihrt [Kom82]. Des Wei-
teren wurde die Zerspanbarkeit unter anderem in den Dissertationen von Kreis [Kre73],
Altmaller [AIR0Q], Gey [Gey02], Zanger [Zan13] und Grove [Gro15] untersucht und in
den Keynote Papern von Machado und Wallbank [Mac90], Ezugwu und Wang [Ezu97],
Ulutan und Ozel [Ulu11] sowie in Blichern von Klocke und Kénig [KIo08] und Donachie
[Don00Q] zusammengefasst. Aufgrund der zahlreichen Literatur zu dem Thema, wird
hier die Zerspanbarkeit nur kurz anhand der von Klocke definierten Bewertungsgréf3en
Zerspankraft, Spanbildung und Werkzeugverscheil3 charakterisiert. Das Kriterium der
Werkstlckqualitat hinsichtlich Oberflachengite und Randzoneneigenschaften wird in
Kapitel [2.3] behandelt.

Spanbildung: Die Spanbildung von Titan ist gekennzeichnet durch die Entstehung von
Lamellenspénen, die sich makroskopisch mit Bandspé&nen beim Drehen ahneln. Bei
einer Verwechselung wird die Spandicke als deutlich zu klein angenommen, wodurch
ein falscher Scherwinkel und Spangeschwindigkeit resultiert und somit nach Komanduri
die Theorien zur kontinuierlichen Spanbildung, beispielsweise Scherwinkelberechnung,
nicht angewendet werden kénnen [Kom82]. Der Grund hierfur liegt in der Ausbildung ei-
nes sehr diinnen Scherbands im Bereich der priméren Scherzone, bei dem aufgrund der
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schlechten Warmeleitfahigkeit von Titan hohe Temperaturen und hohe plastische Ver-
formung herrschen. Auch durch Variation von Einstellgré3en und Werkzeuggeometrien
lasst sich die Lamellenspanbildung nach Kreis nicht unterbinden [Kre73]. Werden sehr
hohe Schnittgeschwindigkeiten verwendet, besteht die Gefahr der Spanentziindung.

Zerspankraft: Durch den stetigen Wechsel zwischen Gleiten und Stauchen bei der
Bildung der Lamellenspane resultiert eine zyklische Variation der Prozesskrafte, die
durch die KorngréBe des Werkstoffs beeinflusst wird [Gro15]. Nach Klocke kann hierbei
der dynamische Kraftanteil ca. 20 bis 35% der mittleren Prozesskrafte betragen [Klo08].
Somit stellen die mittleren Prozesskrafte nicht die Hauptbelastung der Werkzeuge dar
und sind etwa auf dem Niveau von Stahllegierungen mit vergleichbaren Festigkeiten
[Don0Q]. Die resultierenden Spannungen am Schneidkeil sind im Vergleich zu Stahl
aufgrund der kleinen Kontaktflache zwischen Werkzeug und Span, die nach Machado
und Wallbank nur ca. 1/3 die von Stahl entspricht [Mac90], um ein vielfaches héher.

Werkzeugverschleif3: Die geringe Warmeleitfahigkeit von Titan, die nur ca. 10 bis 20%
der von Stahl entspricht, flhrt zu einer erhéhten thermischen Belastung des Schneid-
keils. Je nach Schneidstoff und Schnittgeschwindigkeit flieBen 60 bis 80% der Wéarme-
energie in das Werkzeug [Kre73]. Zusatzlich beglnstigt die hohe chemische Reaktivitat
von Titan bei gleichzeitig hohen Werkzeugtemperaturen das Auftreten von Adhéasion
und Diffusion bei allen gangigen Schneidstoffen. Die mechanischen, thermischen und
chemischen Vorgange fuhren somit zu einem hohen Werkzeugverschleif3, sodass eine
leistungsfahige Kuhlschmierung mittels Hochdruck dem aktuellen Stand der Technik ent-
spricht. Die stetige Weiterentwicklung von Hartmetallen, insbesondere die Verbesserung
der Zahigkeit, verdrangte die friiher eingesetzten Schnellarbeitsstahle fast vollstandig.
Daher stellt heute Hartmetall den am haufigsten eingesetzten Schneidstoff fur Ti-6Al-4V
dar. Cermets und Keramiken zeigen eine hohe Affinitdt zum Titan und und sind in der
Regel nicht geeignet. Die Schneidstoffe PKD und pCBN werden wegen ihrer hohen
Warmeleitfahigkeit in einigen Féllen fur die Schlichtbearbeitung eingesetzt [Klo08].

2.3 Randzoneneigenschaften nach der spanenden Bearbeitung

Wie aus Kapitel [2.3| hervorgeht, existieren bisher wenige Erkenntnisse der Randzone-
neigenschaften nach der Rekonturierung. Jedoch gibt es eine Vielzahl an Publikationen,
die sich mit den Eigenspannungen und der Oberflachentopographie bei der Neuteilpro-
duktion beschéftigen, welche im Folgenden zusammengefasst und bewertet werden.

2.3.1 Eigenspannungen

Grundlagen

Eigenspannungen sind per Definition mechanische Spannungen in einem Festkorper,
auf den keine auf3eren Krafte oder Momente einwirken und somit die inneren Krafte
oder Momente im Gleichgewicht stehen. Aus dieser Definition folgt, dass die vorlie-
genden Eigenspannungen ebenfalls von der Gestalt des Festkdérpers abhangig sind.
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Bei dinnwandigen Bauteilen mit einem geringen Widerstandsmoment resultieren die
Eigenspannungen in elastischer Verformung und werden somit verringert wahrend
unterdrlckte elastische Formanderungen zu zwangsbedingten Eigenspannungen flh-
ren [Hir03]. Ferner missen somit Druckeigenspannungen in einem Kdérper an einem
anderen Ort mit Zugeigenspannungen ausgeglichen werden, damit die Summation aller
Eigenspannungen Null ergibt. Grundsatzlich existieren keine vollstandig eigenspan-
nungsfreien Festkérper [Sch90]. Die Ursache von Eigenspannungen sind elastische
oder elastisch-plastische Deformationen, die im Festkdrper inhomogen verteilt sind,
auch genannt Deformationsinkompatbilitdten. Die Ursache der Deformationsinkompatbi-
litdten kdnnen lokal begrenzte, thermische bzw. mechanische Werkstickbelastungen
sein oder durch Phasentransformation hervorgerufen werden. Somit kénnen thermi-
sche und mechanische Belastungen Eigenspannungen sowohl auf- als auch abbauen.
ReiBBner hat 1931 mathematisch nachgewiesen, dass Eigenspannungen durch unend-
lich viele Spannungsquellen beschrieben werden kénnen [Rei31]. Aus diesem Grund
wurden nach Macherauch [Mac73] Eigenspannungen von vielkristallinen, metallischen
Werkstoffen nicht Gber Spannungsquellen, sondern objektbezogen in einem Werkstoff-
volumen in Eigenspannungen 1., 2. und 3. Art eingeteilt, wie in Bild[2.T0(A) fir einen
zweiphasigen Werkstoff wie Ti-6Al-4V dargestellt.
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Bild 2.10: Schematische Darstellung der Eigenspannungen 1., 2. und 3. Art in einem
zweiphasigen Werkstoff [Sch90]|

Eigenspannungen 1. Art sind Mittelwerte Gber hinreichend viele Kérner und die Ursache
makroskopischer Formanderungen. Daher werden sie auch Makroeigenspannungen
genannt. Die Eigenspannungen 2. Art beziehen sich auf einzelne Koérner im Kristall,
wéahrend Eigenspannungen 3. Art das Resultat von Gitterfehlern sind. Die letzten beiden
werden auch als Mikroeigenspannungen bezeichnet. Fur technische Bauteile sind die
Eigenspannungen 1. Art von Relevanz, da diese das Bauteilverhalten maf3geblich
beeinflussen. Im Folgenden werden die Eigenspannungen 1. Art betrachtet.

Mathematisch sind Eigenspannungen, wie Lastspannungen, ein Vektor im Raum bezo-
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gen auf eine Flache und werden im einachsigen Fall durch die Division zwischen der
anliegenden Kraft und der Flache beschrieben. Diese einfache Beschreibung gilt jedoch
nicht fir die Betrachtung eines beliebigen Punktes im Kérper. Steht der Spannungs-
vektor nicht senkrecht auf der Flache resultieren Normal- und Tangentialkomponenten,
dargestellt in Bild [2.70}B). Somit ist die Aufteilung der Spannungen in Normal- und
Tangentialkomponenten abhangig vom gewahlten Bezugssystem. Eine eindeutige Be-
schreibung des Spannungszustandes in einem beliebigen Punkt eines Kérpers ist mit
dem Spannungstensor

Oxx Txy Txz
0= |Tyx Oy Tyz (2.1)

Tzx  Tzy Ozz

moglich, der aus Schubspannungskomponenten 7; und Normalspannungskomponenten
ojj besteht. Aufgrund der Starrkdrperbedingung ist die Matrix symmetrisch und es gilt
7j = 7ji, wodurch der Spannungstensor durch sechs unabhéngige Komponenten eindeu-
tig beschrieben wird. Das mathematische Objekt Tensor kann hier als ein Hilfsmittel
verstanden werden zur Verknlpfung von zwei beliebigen Vektoren im Raum, sodass
ein Kraftvektor raumlich vollstandig durch F = o - A beschrieben ist.

Eigenspannungen nach der Zerspanung von Titan

Eigenspannungen sind bei der Zerspanung das Ergebnis von mechanischer Gitterde-
formation, thermischen Einflissen sowie Gitterumwandlung, z. B. durch Phasentrans-
formation [Bri82a]. Aktuelle wissenschaftliche Studien von Sun und Guo [Sun09] beim
Schaftfrasen, Abboud et al. [Abb13] und Veldsquez et al. [Vel10] beim Orthogonalein-
stechdrehen sowie Mhamdi et al. beim Kugelkopffrasen [Mhai2] weisen unabhangig
voneinander nach, dass durch den Zerspanvorgang von Ti-6Al-4V keine Phasentrans-
formation stattfindet, sodass dies als Quelle von Eigenspannungen ausgeschlossen
werden kann. Ein GrofB3teil der Studien belegt ebenfalls prozessunabhéngig, dass bei der
Zerspanung von Titan durch den Zerspanprozess mafgeblich Druckeigenspannungen
resultieren [Fra79, Nar83, M’'S08]. Der haufigste physikalische und prozessibergreifen-
de Erklarungsansatz ist, dass die maf3geblichen Druckeigenspannungen von Titan auf
die schlechte Warmeleitfahigkeit und somit auf die hauptsachlich mechanischen Ein-
flisse bei der Zerspanung zuriickzuftihren sind [Fra79, |Gey02, Sun09]. Jedoch wurde
dies experimentell in keiner der betrachteten Studien nachgewiesen.

Die Aussagen zur Phasentransformation und Druckeigenspannungen sind jedoch die
einzigen Zusammenhange, die Ubergreifend aus der Literatur entnommen werden kén-
nen. Die Erkenntnisse von systematischen Untersuchungen zum Einfluss von Einstell-
und WerkzeuggréBBen beim Frasen z. B. von Franz [Fra79], Gey [Gey02], Sun und Guo
[Sun09] und Rao [Rao11] widersprechen sich haufig. Wahrend Gey durch eine Erhé-
hung der Schnittgeschwindigkeit v, eine Verschiebung der Eigenspannungen Richtung
Zug beobachtete und dies dem erhéhtem Warmeeintrag in das Werkstlck begriindete,
zeigten die Untersuchungen von Sun und Guo ein gegenteiliges Ergebnis. Rao et
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al. stellten keinen dieser Einflisse fest und begriinden dies beim Planfrasen durch
die Nebenschneide, die maf3geblich die Oberflache erzeugt und somit ein geringerer
Warmeintrag ins Werkstick resultiert. Bei Erh6hung des Zahnvorschubs £, verschieben
sich bei Sun und Guo sowie Gey die Eigenspannungen in Richtung Zug, was durch
mehrfache Gefligedeformation der Oberflache erklart wird.

Noch weniger Erkenntnisse sind beim Kugelkopffrasen von Titan hinsichtlich der resul-
tierenden Eigenspannungen vorhanden. Eine der wenigen Untersuchungen stammen
von Mhamdi et al. und Baccar et al., die konkav bzw. konvex geformte Werkstiicke in ei-
nem 3-achsigen Kugelkopffrasprozess bearbeiteten [Mha12), Bac13]. Es wurde gezeigt,
dass sich die Eigenspannungen an unterschiedlichen Positionen der konkav-konvexen
Werksticken unterscheiden, jedoch konnte dieser Effekt nicht auf eine einzelne Grée
zurtckgefuhrt werden, weil sich durch den experimentellen Versuchsaufbau gleichzeitig
die Schnittgeschwindigkeit und die Anstellwinkel anderten. In der Studie von Mantle
und Aspinwall wurde das Titanaluminid 45-2-2-0.8 mit Kugelkopfwerkzeugen bearbeitet
[Man01] bei dem alle getesteten EinstellgréBen (v;, £, b, a,, A, vgl. Kapitel 4) sich
als signifikant erwiesen haben. Insbesondere héhere Schnittgeschwindigkeiten ver-
schieben die Eigenspannungen in Richtung Zug und hoher Werkzeugverschlei3 die
Eigenspannungen in Richtung Druck.

Franz zeigte, dass die Fraskinematik, der Titanwerkstoff und die Prozessstrategie Gleich-
und Gegenlauffrasen einen signifikanten Einfluss auf das Eigenspannungsprofil besit-
zen und sich gegenseitig beeinflussen [Fra79]. Auch die Literatur zu verschiedenen
Drehprozessen von Titan, z. B. die Untersuchungen von Velasquez et al. [Vel10] und
Abboud et al. [Abb13] beim Orthogonaleinstechdrehen, Narutaki et al. [Nar83] beim
AuBenlangsdrehen sowie die Arbeit von Ozel und Ulutan [Oze12] beim Plandrehen,
zeigen ahnliche Widersprichlichkeiten hinsichtlich der resultierenden Eigenspannungen.
Somit wird deutlich, dass ein direkter Vergleich der Erkenntnisse zum Thema Eigenspan-
nungen nur schwer mdglich ist aufgrund unterschiedlicher Prozesskinematik, gewahlter
Bereiche der Einstellgré3en sowie die Varianzen der Werkzeugmakro- und Mikrogeo-
metrien. Somit kénnen nur tendenzielle Einfliisse der Einstell- und Werkzeuggré3en
definiert werden, die in Bild qualitativ zusammengefasst sind.

Ulutan und Ozel weisen ebenfalls in ihrem Keynote Paper zu Randzoneneigenschaften
von Titan- und Nickelbasiswerkstoffen auf die widersprichlichen Erkenntnisse zu Eigen-
spannungen in der Literatur hin [Ului{]. Ubergreifend stellen Ulutan und Ozel ferner
fest, dass der Einfluss der Werkzeugmikrogeometrie bei der Zerspanung von Titan noch
weitgehend unerforscht ist [Ulu11], was ebenfalls aus Bild [2.11] deutlich wird.

EinflussgroBen der Zerspanung auf die Eigenspannung von Stahlwerkstoffen
und weiteren Legierungen

Stahlwerkstoffe sind hinsichtlich der Eigenspannungsentstehung nach der spanenden
Bearbeitung am besten erforscht. Aus diesem Grund werden im Folgenden die Er-
kenntnisse der Werkzeug- und Einstellgrof3en in Wechselwirkung mit verschiedenen
Fertigungsprozessen bei Stahl und weiteren Werkstoffen zusammengefasst und be-
wertet. Einschréankend sei erwéahnt, dass aufgrund der hohen Anzahl an verfigbaren
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Bild 2.11: Relative Einflisse der Einstell- und Werkzeuggré3en auf die Eigenspan-
nungen bei der Zerspanung Ti-6Al-4V

Studien in diesem Abschnitt nur ausgewahlte Veréffentlichungen vorgestellt werden, um
die generellen Zusammenhange zu erlautern. Fir eine detailliertere Zusammenfassung
sei an dieser Stelle auf die Keynote Paper von Brinksmeier et al. [Bri82b], M’Saoubi et
al. [M’S08, IM’S15] und Jawahir et el. [Jaw11] verwiesen.

Anders als bei Titan wurden in der Literatur bei der Zerspanung von Stahl- und Nickel-
basiswerkstoffen mit geometrisch bestimmter Schneide Phasentransformationen an der
Werkstuckoberflache nachgewiesen, sodass diese als Ursache von Eigenspannungsent-
stehungen nicht generell ausgeschlossen werden kénnen [Umb10]. Diese thermischen
Schéadigungen der Randzone sind jedoch selten und treten nur bei der Bearbeitung
von harten Werkstoffen mit gefasten Werkzeugen und/oder hohem Werkzeugverschleif3
auf [Mat86]. In den meisten Studien werden thermische und insbesondere mechani-
sche Vorgange fur die Eigenspannungsentstehung beschrieben [Oku72, Jac00, Out02].
Mehrfach wird in der Literatur vereinfacht angenommen, dass thermische Einflisse far
die Zugeigenspannungen und mechanische Einflisse fur die Druckeigenspannungen
verantwortlich sind [Jac00]. W&hrend bei der Zerspanung thermische Einflisse aufgrund
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der punktuellen Werkstickerwarmung far Zug-, nicht aber fir Druckeigenspannungen
verantwortlich sein kénnen, ist es nach Okushima [Oku72], Brinksmeier [Bri82b] und
Wiesner [Wie92] jedoch méglich, dass aus mechanischen Belastungen auch Zugeigen-
spannungen resultieren kénnen. Dieser Zusammenhang wird haufig in den Studien
zur Eigenspannungsentstehung nicht berticksichtigt und somit ist auch eine eindeutige
Trennung der Effekte nicht méglich [Bre11b].

In der Literatur werden bei der Drehbearbeitung von Stahlwerkstoffen deutlich haufiger
Zugeigenspannungen an der Oberflache nachgewiesen als dies bei Titan der Fall ist,
wodurch bekanntermaf3en die Rissausbreitung geférdert wird [Ton66, Ulu11,, Jaw11].
Beispielsweise haben M’Saoubi et al. beim Orthogonaldrehen von dem austenitischem
Stahl X2CrNiMo17-12-2 unter Variation der Einstell- und WerkzeuggréB3en lediglich
Zugeigenspannungen an der Oberflache festgestellt, die sich in der Werksticktiefe zu
Druckeigenspannungen mit einem globalen Minimum umwandeln [M'S99]. Frasbearbei-
tungen verursachen nach Brinksmeier et al. tendenziell mehr Druckeigenspannungen
als Drehbearbeitungen, was durch eine verringerte Warmeeinbringung begrindet wird
[Bri82b]. Aufgrund der Vielzahl von experimentellen Untersuchungen in der Literatur
mit unterschiedlichen Prozessen, Werkstoffen, Einstellgr6Ben, Schneidwerkstoffen und
-geometrien, ist ein quantitativer Vergleich der Ergebnisse nur schwer méglich. Daher
werden die qualitativen Tendenzen von den wichtigsten Werkstoff-, Einstell- und Werk-
zeuggréBen prozesstibergreifend von ausgesuchten, empirischen Studien im Folgenden
wiedergegeben und sind im Bild [2.12) zusammengefasst. Jeder der folgenden Abséatze
bezieht sich hierbei auf eine GréRe im Bild[2.12

Wérmebehandlung und Werkstoff: Sowohl die Warmebehandlung, als auch die Wahl
des Werkstoffs besitzen nach der Zerspanung den héchsten Einfluss auf die resultie-
renden Eigenspannungen. Matsumoto et al. zeigen dies beim AuBBenlangsdrehen von
unterschiedlich geharteten 40NiCrMo6 Werkstlicken, was auf unterschiedliche Geflige-
deformationen und weniger auf den thermischen Einfluss zurickgefuhrt wird [Mat86].
Zu ahnlichen Erkenntnissen kommt Capello beim AufB3enlangsdrehen von Fe370, C45
und 39NiCrMog3, bei dem die Wechselwirkungen zwischen dem Werkstoff und den
ProzesseinstellgréBen als gering eingeschéatzt werden und der Werkstoff den durch-
schnittlichen Wert der Eigenspannung festlegt [Cap05]. Ebenfalls weisen El-Axir [EA02]
beim Orthogonaldrehen und El-Khabeery [EK89] beim Planfrdsen einen signifikanten
Einfluss des zerspanten Werkstoffs auf die Eigenspannungen nach. Bei den Untersu-
chungen zur spanenden Bearbeitung an Gusseisen GG-22 stellt Ténshoff hauptséachlich
Druckeigenspannungen fest und bei C45 Zugeigenspannungen, was auf die Struktur
des Werkstoffs zurtickgefuhrt wird [TOn66].

Schneidkantenverrundung: Neben der Warmebehandlung und dem zerspanten Werk-
stoff beeinflusst die Schneidkantenverrundung rg signifikant die Eigenspannungen nach
der Zerspanung sowohl werkstoff- als auch prozesstbergreifend [Deni4c]. Dies wurde
in der Literatur mehrfach unter anderem von de Ledn beim Planfrasen von Aluminium
7449 [LG09], Matsumoto beim AuBBenlangshartdrehen von 100Cr6 [Mat99] oder Jaco-
bus beim Orthogonaldrehen von 40NiCrMo6 nachgewiesen [Jac00]. Der Grund hierfur
ist der sogenannte Ploughing Effekt, bei dem der Werkstoff nicht getrennt, sondern
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Bild 2.12: Qualitativer Vergleich des Einflusses von Werkzeug- und EinstellgréB3en
auf die Eigenspannungen von verschiedenen Werkstoffen
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unter der Schneidkantenverrundung gequetscht wird. Dies flhrt zu Gefligedeforma-
tionen, die beispielsweise von Kaczmarek durch Hartednderungen in der Randzone
nachgewiesen wurden [Kac66].

Vorschub- und Schnittgeschwindigkeit: Die am haufigsten untersuchten Parameter mit
Einfluss auf die Eigenspannungen sind die EinstellgréBen Spanungsdicke h, respektive
Vorschub f bzw. Zahnvorschub f, und die Schnittgeschwindigkeit v,. Qualitativ und
prozessibergreifend ist der Einfluss der Spanungsdicke h bzw. (Zahn)vorschub f
tendenziell etwas héher einzuschéatzen als bei der Schnittgeschwindigkeit, was z. B.
Ténshoff durch den direkten Einfluss dieses Parameters auf die Entstehung der Oberfla-
che begrindet [T6n66]. Bei Erhéhung der Schnittgeschwindigkeit v, wird in den meisten
Untersuchungen eine Verschiebung der Oberfladcheneigenspannungen in Richtung Zug
beobachtet, was unter anderem durch den erhéhten Warmeeintrag begriindet wird
[IM’S99, IOut06b]. Analog zur Schnittgeschwindigkeit weisen unter anderem Tdnshoff
[T6n66], Capello [Cap05], Sasahara et al. [Sas04] und M’'Saoubi et al. [M’'S99] eine
Verschiebung der Eigenspannung in Richtung Zug nach, wenn die Spanungsdicke h
bzw. der Zahnvorschub f, erhéht wird. Kontrar verhalt es sich mit der Dicke der mit
Zugeigenspannungen behafteten Randschicht. Wahrend bei Erhéhung der Schnitt-
geschwindigkeit diese abnimmt, wie unabhangig voneinander nachgewiesen durch
Wiesner [Wie92], Okushima [Oku72] und M’Saoubi et al. [M’S99], erhéht sich die Dicke
der Schicht bei Erhéhung des Vorschubs. Dieser Effekt wird hauptsachlich auf die
vergréBerte primare Scherzone zurtickgefihrt.

Span- und Freiwinkel: Eine vergréBerte primare Scherzone wird auch durch die Werk-
zeugmakrogeometrie verursacht. Dies haben z. B. Guo et al. bei geringen Schnittge-
schwindigkeiten nachgewiesen, indem die Deformationsrate in der primaren Scherzone
beim Hobeln von Bronze und Reinkupfer durch eine Hochgeschwindigkeitskamera
aufgenommen wurde [Guo11]. Die Spanungsdicke und insbesondere der Spanwinkel ~
variieren die Deformationszone, wodurch die Eigenspannungen im Werkstlck ebenfalls
variieren. Ténshoff gibt auch beim Planhobeln und AuBenléangsdrehen von C45 und
G-22 den Spanwinkel v als wichtigste Gré3e zur Beeinflussung der Eigenspannungen
an [T6én66]. In den Untersuchungen von de Ledn beim Planfrasen von Al 7449 war
jedoch der Effekt des Spanwinkels v weniger relevant [LG09]. Wenn die neuentstandene
Oberflache nach Spanabnahme die Freiflache nicht beriihrt, besitzt der Freiwinkel «
keinen Einfluss auf die resultierenden Eigenspannungen [LG09, Cap05]. Lediglich bei
einem erhdhten Werkzeugverschlei3 erhéhen sich Reibung und GréBe der ternéren
Scherzone und beeinflussen somit das Eigenspannungsprofil [P1602), Asp07].

Schnitttiefe, Schnittbreite, Werkzeugeckenradius: Neben dem Freiwinkel a zeigt eben-
falls die Schnittbreite g, beim Frasen sowie die Schnitttiefe a, beim AufBBenlangs-,
Plandrehen und Frasen keinen oder nur geringen Einfluss auf die Eigenspannungen.
Die Erklarungsansatze von z. B. Ledn oder Sasahara et al. sind hierzu analog zu Téns-
hoff, da diese GréBen die Generierung der Oberflache nicht beeinflussen. Daher ist es
nicht verwunderlich, dass der Werkzeugeckenradius r. prozessubergreifend beim Au-
Benlangsdrehen [Sas04, |(Cap05] oder Planfrasen [LG09] nach Sasahara et al., Capello
und de Leon signifikant die resultierenden Eigenspannungen beeinflusst.
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Anstellwinkel: Die Erkenntnisse der Literatur zum Einfluss der Anstellwinkel A\, 7 auf die
Eigenspannungen bei der Verwendung von Kugelkopfwerkfraswerkzeugen widerspre-
chen sich teilweise. Als Beispiel seien die Untersuchungen von Axinte und Dewes beim
Kugelkopffrasen vom Warmarbeitsstahl X40CrMoV5-1 genannt, die nur einen geringen
Einfluss der Anstellwinkel feststellen, wahrend Aspinwall et al. beim Kugelkopffrasen von
Inconel 718 diese GrdBen als signifikant beurteilen [Axi02, Asp07]. Kalvoda und Hwang
weisen dem Kippwinkel einen hohen Einfluss auf Entstehung von Druckeigenspannun-
gen zu [Kal09]. Hierbei sei erwéhnt, dass die Wechselwirkung zwischen Anstellwinkel
und Schnittgeschwindigkeit lediglich von Aspinwall et al. berlcksichtigt wird und somit
eine klare Trennung der Effekte auf Basis weiterer Literatur nicht mdglich ist.

Vorhersage von Eigenspannungen

Die Modellierung von Eigenspannungen ist durch den hohen Einfluss auf die Bauteil-
lebensdauer und des gestiegenen Bedarfs an virtueller Prozessoptimierung in den
letzten 20 Jahren vermehrt in den Fokus der Wissenschaft gerickt. Eine Vielzahl von
Modellen und Methoden zur Vorhersage von Eigenspannungen wurden entwickelt, die
im Folgenden kurz zusammengefasst und bewertet werden. Es existieren

» empirische Modelle
+ analytische Modelle
* numerische Modelle
* hybride Modelle.

Empirische Modelle verknlUpfen durch Regression Eingangsgrof3en, wie z. B. Prozess-
einstell- und WerkzeuggroBen, mit den Eigenspannungen, sodass in den meisten Fallen
die physikalischen Effekte nicht beriicksichtigt werden. Die Modelle eignen sich fur eine
schnelle und sichere Vorhersage von komplexen Anwendungsféllen, sind jedoch nur in-
nerhalb der variierten Eingangsgré3en gultig und nicht auf andere Prozesse Ubertragbar.
Flr eine geeignete Regression werden unter anderem statistische Methoden zur Wahl
des Versuchsraums verwendet, die unter dem Begriff Design of Experiments (DoE) und
anschlieBender Auswertung (engl. Response Surface Methodology) zusammengefasst
sind. Diese Art der Modellierung nutzen z. B. Axinte und Dewes beim Kugelkopffrasen
von X40CrMoV5-1 [Axi02], EI-Khabeery und Fattouh bei der Planfrasbearbeitung [EK89]
und EI-Axir beim Orthogonaldrehen unterschiedlicher Werkstoffe [EA02].

Analytische Modelle nutzen physikalische Eingangsgré3en, wie Krafte und Tempera-
turen, zur mathematischen Beschreibung der Eigenspannungsentstehung. Aufgrund
der Vielzahl von Variablen im Zerspanprozess wird die analytische Formulierung durch
gesetzte Annahmen und Nebenbedingungen vereinfacht und ist haufig auf den Ortho-
gonalprozess beschrankt. Als Beispiel sei hier die Modellierung von Eigenspannungen
durch Verwendung der Hertzschen Gleichungen fir mechanische Lasten oder bewegten
Warmequellen nach z. B. Jaeger [Jae42] genannt, deren jeweilige EingangsgrdBen aus
dem Zerspanprozess formuliert werden. Im Orthogonalprozess konnten unter anderem
Jacobus et al. [Jac00], Lazoglu et al. [Laz08] oder Liang und Su [LiaQ7] die Eigenspan-
nungstiefenverlaufe nach der Zerspanung unterschiedlicher Werkstoffe vorhersagen.
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Beim Frasen ist dies bisher nur eingeschrankt mdglich. Das zeigt z. B. der Ansaiz
von Liang und Su beim Orthogonaleinstechdrehen [Su06], der spater von Su auf das
Flanken- bzw. Planfrasen von Ti-6Al-4V Ubertragen wurde [Su12]. Jedoch stimmen die
Vorhersagen in [Sul2] nur qualitativ mit den Messdaten Uberein. Ein weiterer Nach-
teil ist, dass Werkstoffanderungen, z. B. mikrostrukturelle Anderungen der plastischen
Deformation derzeit durch analytische Modelle nicht abgebildet werden [Jaw11]. Ein
Vorteil analytischer Modelle ist die kurze Rechenzeit.

Nach Markopoulos kénnen die analytischen Modelle als Vorganger der flexibler einsetz-
baren numerischen Modelle verstanden werden, bei denen das wichtigste Verfahren
die Spanbildungssimulation durch die Finite-Elemente-Methode (FEM) ist [Mar13]. Auch
dieses Verfahren wird meistens auf den Orthogonalprozess angewendet, bei dem das
Werkstlck und Werkzeug diskretisiert und die Dehnungen und Spannungen an den Kno-
tenpunkten der Elemente berechnet werden. Nachteil ist die deutlich héhere Rechenzeit
gegenlber analytischen und empirischen Modellen. Die wichtigsten Eingangsgré3en far
die FE-Simulation sind das verwendete Materialmodell, die Modellierung der Reibung
sowie das Separations- und Spanbruchkriterium beim Ansatz nach Lagrange. Das empi-
rische Johnson-Cook Materialmodell wird flir die Zerspanung am haufigsten eingesetzt
[Joh83]. Jedoch besitzen die Konstanten einen Einfluss auf die Vorhersage der Eigen-
spannungen [Umb07b, Sch11]. Die Reibungsmodellierung beeinflusst nach Filice et al.
mafgeblich den Warmefluss zwischen Span, Werkzeug und Bauteil [Fil07], wodurch
ebenfalls die Eigenspannungsvorhersage beeinflusst wird [Liu00]. Auch das Separati-
onskriterium, welches die Materialtrennung an der Schneidkante festlegt, beeinflusst
nach Ee et al. im hohen Maf3e die vorhergesagte Randzone [Ee05]. Chen weist bei der
FE-Simulation der Zerspanung von Ti-6Al-4V nach, dass der Werkzeugverschlei3 sowie
die Scherspanbildung, die in der FEM durch ein Spanbruchskriterium festgelegt wird,
ebenfalls die Eigenspannungsvorhersage beeinflusst [Che04]. Aufgrund der Vielzahl an
Variablen bei der Vorhersage von Eigenspannungen durch FE-Simulation kénnen sich
die Ergebnisse stark unterscheiden, was Jawahir et al. mit einen CIRP-Ringversuch
eindrucksvoll bestétigte [Jaw11]. Bei dem Ringversuch war es die Aufgabe die Eigen-
spannungen im Orthogonalversuch von 5 Werkstoffen mittels FEM vorherzusagen. Die
Ergebnisse von Ti-6Al-4V in Schnittrichtung sind links in Bild [2.13|dargestellt.

Waéhrend die Vorhersage von Kraften, Temperaturen und Spanformung durchschnittliche
Unterschiede von ca. 30 bis 40 % zu den experimentell bestimmten Werten aufweisen,
liegt die Varianz der Oberflacheneigenspannungen aufgrund der oben genannten Griin-
de bei ca. 280 %. Auf Basis der gemessenen Krafte und der Spanmorphologie wurden
die Modelle kalibriert. Das Ergebnis daraus ist rechts in Bild [2.13] dargestellt. Trotz
einiger Verbesserungen sind die Unterschiede noch immer grof3. Eine der umfangreichs-
ten Arbeiten zur FE-Simulation von Ti-6Al-4V wurde von Zanger vorgestellt, der eine
Kalibrierung durch einen Abgleich der Prozesskrafte, Reibungskoeffizienten, Spantem-
peratur und Spanform durchfiihrte [Zan13]. Die mafBgeblich simulativ durchgefiihrten
Untersuchungen zeigen eine wesentliche Beeinflussung der Bauteileigenschaften durch
die Schnittgeschwindigkeit v, und die Spanungsdicke h, nicht jedoch der Schneidkan-
tenverrundung rg, was kontrér zu den Erkenntnissen aus der Literatur ist.
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Bild 2.13: Vergleich zwischen simulierten und gemessenen Eigenspannungen bei
Ti-6Al-4V im CIRP-Ringversuch [Jaw11]

Aufgrund der genannten Nachteile der bisherigen Verfahren existieren hybride Mo-
delle mit dem Ziel, die Vorteile der Modelle zu kombinieren. Beispielsweise stellt de
Leon ein analytisch-empirisches Modell zur Eigenspannungsvorhersage vor. Dabei wird
die hergeleitete, physikalische Eingangsgréie ,inkrementelle Schnittkraft“ genutzt und
empirisch mit charakteristischen Punkten der Eigenspannungskurve korreliert [LG09].
Dieses Modell ist jedoch nur flr das Planfrasen von Al 7449 bei der Verwendung von
Werkzeugen ohne Schneidkantenverrundung rz und Eckenradius r. gltig. Eines der
ersten hybriden Modelle, bei dem eine FE-Simulation ohne Spanbildung und nur durch
das Beaufschlagen von analytisch festgelegten Kraften und Temperaturen erfolgte,
wurde von Okushima und Kakino beim Orthogonalprozess vorgestellt [Oku72]. Mit Hilfe
der Simulationen und experimentellen Daten zeigen die Autoren, dass der Einfalls-
winkel der mechanischen Ploughing-Kraft ebenfalls Zugeigenspannungen hervorrufen
kann. Diese Idee wurde von Valiorgue aufgegriffen und hinsichtlich der analytischen
Gleichungen fur den Orthogonalprozess bei der Zerspanung vom austinitischen Stahl
X2CrNiMo17-12-2 verfeinert [Val07]. Der Ansatz wurde spater auf das AuBBenlangs-
drehen Ubertragen [Vali12], bei dem simulativ lokal unterschiedliche Eigenspannungen
vorhergesagt wurden, was Ploger 10 Jahre zuvor experimentell nachgewiesen hat
[PI602]. Der Ansatz von Guillemot et al. ist eine Mischung aus analytischer Beschrei-
bung und der FE-Simulation bei der Zerspanung des bainitischen Stahls 25MnCrSiVB6
[Gui11]. Dabei wird der Kugelkopffrasprozess als schrager Schnitt abstrahiert und dar-
aus thermische bzw. mechanische Belastungen berechnet. Auch hier wurden lokal
unterschiedliche Eigenspannungen nachgewiesen. Eine qualitative Bewertung der ver-
wendbaren Methoden auf Basis der Erkenntnisse im Stand der Technik zur Vorhersage
von Eigenspannungen ist im Bild zusammengefasst.
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Bild 2.14: Qualitativer Vergleich unterschiedlicher Methoden zur Eigenspannungen-
vorhersage

2.3.2 Oberflachentopographie

Grundlagen

Die sogenannte geometrische Oberflache ist eine ideale Oberflache, deren Nennform
durch technische Zeichnungen definiert und durch entsprechende Oberflachenkenngré-
Ben toleriert wird [DIN82]. Dabei ist die wirkliche Oberflache nach der Fertigung oder
Rekonturierung nur eine Naherung an diesem Ideal und ist definiert als die Trennflache
zwischen Bauteil und umgebenden Medium. Auch die messtechnische Erfassung, ge-
nannt Ist-Oberflache, durch optische oder taktile Methoden, ist nur eine Naherung an
die wirkliche Oberflache. Mit dem industriell etablierten Tastschnittverfahren, genormt
nach 1ISO 4287 [DIN10], wird die Ist-Oberflache taktil an einem gewéahltem Profilschnitt
aufgenommen, dargestellt in Bild [2.15(A). Das ungefilterte Signal wird Priméarprofil
(P-Profil) genannt. Die Gesamtheit der hierbei auftretenden Abweichungen zwischen
der messtechnisch erfassten Ist-Oberflache und der Soll-Oberflache wird nach DIN
4760 [DIN82] Gestaltabweichungen genannt und wird in sechs Ordnungen unterteilt,

dargestellt in Bild B).

Gestaltabweichungen 1. Ordnung sind Formabweichungen durch systematische werk-
stlick- oder maschinenbedingte Fehler, z. B. durch Deformation, fehlerhafter Nullpunktbe-
stimmung oder Werkzeug/Werkstlckabdrangungen. Welligkeiten am Werkstlck werden
durch die Gestaltabweichungen 2. Ordnung beschrieben und sind systematische sowie
zuféllige Einflisse, z. B. Einspannungsfehler und Schwingungseffekte. Wahrend die
Gestaltabweichungen 3. Ordnung mafgeblich kinematisch durch die Werkzeugschneide
auftreten (vgl. Bild und [KnoQQ]), sind die Poren, Kratzer, Riefen und Schuppen
der Gestaltabweichung 4. Ordnung haufig stochastisch bedingt [Lem92]. Durch geeig-
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Bild 2.15: Gestaltabweichungen nach DIN 4760 und Begriffe aus DIN EN ISO 4287

nete Profilfilter mit genormten Eckfrequenzen werden die langwelligen W-Profile und
kurzwelligen R-Profile vom P-Profil getrennt und kénnen nédherungsweise zu den Ge-
staltabweichungen 1/2. und 3/4. Ordnung eingeteilt werden. Die Gestaltabweichungen
5. und 6. Ordnung definieren die Gefligestrukturen und den Gitteraufbau des Werkstoffs
und werden fir die Oberflachentopographie nicht behandelt.

Oberflachentopographie nach dem Kugelkopffrasen

Im Gegensatz zu den Eigenspannungen ist die Auspragung der Oberflachentopographie
durch das Kugelkopffradsen bei der Neuteilproduktion gut erforscht und wird industriell
beherrscht. Ein Grund hierfir ist die in den 90er und 2000er Jahren in Fokus der Wis-
senschaft gerlickte Hochgeschwindigkeitsbearbeitung, insbesondere fir den Gesenk-
und Formenbau. Beispielhaft seien hierbei die Arbeiten aus dem SPP 1057 [T6n035]
sowie die Arbeiten von Camacho [Cam91], Hock [Hoc95], Knobel [Kno00], Finzer
[Fin01], Hieu [HieQ7] und Urban [Urb09] genannt, deren experimentellen Erkenntnisse
mit weiteren Verdffentlichungen im Folgenden kurz erlautert und in Bild [2.16| qualitativ
zusammengefasst sind.

Die gefraste Oberflache durch das Kugelkopffrasen wird nicht exakt abgebildet, sondern
durch ein Rillenprofil angenéhert (vgl. Bild [4.2). Somit wird die Oberflachentopogra-
phie durch die Durchdringungskinematik zwischen Schneide und Werkstlck sowie
weiteren, mafBgeblich werkstoffspezifischen Einflliissen festgelegt. Die Durchdringungs-
kinematik, oder auch nach Knobel kinematische Topographie genannt, wird durch die
Werkzeugmakrogeometrie, dem Zahnvorschub £, und Zeilenbreite b, sowie den Anstell-
winkel )\, T festgelegt. Somit ist bekannt und werkstofflbergreifend gultig, dass eine
Erh6hung des Zahnvorschubs, der Zeilenbreite sowie eine Verringerung des Werkzeug-
durchmessers zur Erhéhung der Oberflachenrauheit fihrt [Bac13, [UrbQ9, Vak12]. Die
Schnitttiefe a, und Schnittgeschwindigkeit v, sind unabhangig von der Werkzeugkine-
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Bild 2.16: EinflussgréBen auf die Oberflachentopograhpie beim Kugelkopffrasen
[HieQ7, T6n05]

matik, beeinflussen aber die Oberflachentopographie durch erhéhte Schwingungsnei-
gungen und veranderte Spanbildungs- und Materialtrennmechanismen. Der Einfluss
des Vorschubrichtungs- und Kippwinkel auf die Topographie sind im hohen Maf3e von
der Werkzeugmakrogeometrie abhangig und verhalten sich nicht-linear.

Aufgrund der erhéhten Quetsch- und Reibvorgange und somit erhéhtem Werkzeugver-
schleil3, soll der Eingriff der Werkzeugspitze durch geeignete Anstellwinkel vermieden
werden [Ozt09, Kal09, Bac13]. Aspinwall et al. beobachtet bei der Kugelkopffrasbear-
beitung von Inconel 718 zuséatzlich eine erhohte Rauheit wenn im Ziehschnitt bearbei-
tet wurde, was auf erhéhte Werkzeugschwingungen zurtickgefuhrt wird [Asp07]. Die
Schwingungseffekte und somit verminderte Oberflachenqualitat durch erhdhte Schnitt-
tiefe, Anstellwinkel und Prozesskrafte sind somit indirekt auf den Werkstoff und nicht
auf die Fraserkinematik zurtckzufihren. Ein weiterer kinematisch bedingter Einfluss
ist der Werkzeugrundlauf bei mehrschneidigen Werkzeugen. Aufgrund des geringen
Bereiches der Oberflachenerzeugung (vgl. Altmuller [AI00, S. 44ff]) beeinflussen selbst
geringe Rundlaufabweichungen von wenigen Mikrometer die Oberflachentopographie
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[Hoc95| Tén05]. Aus diesem Grund sind Veranderungen der Werkzeugmikrogeome-
trie, beispielsweise durch das Werkstlickmaterial bedingter Werkzeugverschlei3, Auf-
bauschneiden, Schneidkantenverrundungen oder -schartigkeiten sowie Schlichtwerk-
zeuge mit verlangerten Querschneiden, allesamt im hohen Maf3e flir die resultierende
Topographie verantwortlich. Die Zusammenhange bei veranderter Werkzeugmikrogeo-
metrie auf die Topographie sind maBgeblich mechanisch bedingt und bisher weniger
erforscht als die kinematisch bedingten Einflisse.

Vorhersage der Oberflachentopographie

Wie die Eigenspannungen ist auch die Oberflachentopographie aufgrund der hohen
Relevanz der Funktionserfullung und Leistungsféahigkeit von Bauteilen eine wichtige
KenngrdéBe. Entsprechend wurden auch bei der Oberflachentopographie Modelle und
Methoden entwickelt, die eine Prognose der Topographie erlaubt. Jedoch ist die Pro-
gnoseféhigkeit und die Anwendbarkeit der Oberflachensimulation denen der Eigenspan-
nungen Uberlegen. Die Methoden zur Vorhersage der Topographie wird in dieser Arbeit
unterteilt in

+ Vorhersage von Oberflachenkennwerten
+ Simulation der Topographie.

Bei der Vorhersage von Oberflachenkennwerten, in den meisten Fallen Rz, Ra und
Rt, kbnnen analytische Gleichungen verwendet werden, die auf das resultierende
Profil in Vorschub oder Vorschubnormalrichtungen basieren. Ein haufig verwendetes,
stark vereinfachtes Beispiel ist die Oberflachenstruktur beim Kugelkopffrasen durch
Abstraktion eines Kreises auf der Oberflache, berechnet durch

2_ 02
FI’Zth = Rtth = D;VZ — (DWZ)4 C , (22)

wobei die Konstante C je nach Betrachtungsrichtung durch den Zahnvorschub f, oder
die Zeilenbreite b, ersetzt wird [Cam91, [Hoc95| |Qui10]. Ozturk et al. erweiterten diesen
Ausdruck far Anstellwinkel, bei denen der Schaftbereich des Kugelkopffrasers im Eingriff
ist und berechneten kritische Anstellwinkel zur Vermeidung des Eingriffs der Werkzeug-
spitze [Ozt09]. Camacho leitet die Rillenbreite des Rauheitsprofil fir zylindrisch konkave
und konvexe Flachen bei der Verwendung von angestellten, geradstirnigen Frasen her
[Cam91]. Die Naherungsgleichungen nach Knobel fir gekrimmte Werkstlicke erlauben
die Berechnung von Rt und Ra in Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung fir Schaft-,
Torus- und Kugelkopffraser mit einem Vorschubrichtungswinkel A = 1°bis 10°[Kno0Q].
Bei Schlichtprozessen mit kleinen Zeilenbreiten b, und Zahnvorschiben f, und geringen
Werkzeugdurchmessern Dy, Uberwiegen mikrogeometrische Werkzeugeinflisse und
Adhasion [Grz96], sodass die analytischen Gleichungen deutlich geringere Rauheiten
prognostizieren als real gemessene. Dies wird z. B. in der Arbeit von Quintana et al.
unter Verwendung von Gleichung bestatigt [Qui1Q].

Empirische Methoden sind eine weitere Variante zur Vorhersage von Oberflachenkenn-
werten, bei denen als Eingangsgrdf3e experimentelle Daten verwendet werden. Dies
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kénnen analog zu den Eigenspannungen DoE-Experimente mit anschlieBender multidi-
mensionaler Regression sein, unter anderem von Vakondios et al. beim Kugelkopffrasen
von Al7075 mit der Zielgré3e Rz durchgefuhrt [Vak12]. Neben der Regression werden
auch generische Algorithmen, kiinstliche neuronale Netze und Fuzzi Logik fir die Ober-
flachenvorhersage verwendet [Ben03|. Diese Ansatze nutzen ebenfalls experimentelle
Eingangsdaten und eignen sich maf3geblich fir Prozessiberwachung und Regelal-
gorithmen, jedoch sind sie wie die Regression fur die Prognose auf den jeweiligen
Anwendungsfall (Werkzeug, Werkstlck, Maschine) beschranki.

Mit der zweiten Methode, der Simulation der dreidimensionalen Oberflachentopogra-
phie, kbnnen beliebige Oberflachenkennwerte ausgewertet werden, wodurch diese
Modelle flexibler und allgemeingultiger sind. Die in der Literatur angewendeten Me-
thoden kénnen wiederum unterteilt werden in analytische Ansétze sowie diskretisierte
Werkstiicke. Bei den analytischen Ansatzen wird die Trajektion der Werkzeugschneide
mathematisch beschrieben, mittels computerimplementierten Algorithmen geldst bzw.
dargestellt und je nach Fokus des Modells durch verschiedene Aspekte, beispiels-
weise Werkzeuggestalt, Rundlauffehler oder Schwingungen erweitert. Als Beispiel sei
das analytische Modell von Elbestawi et al. genannt, was die Topographie nach dem
Flankenfréasen unter Berlicksichtigung des Rundlauffehlers, der Werkzeugabdrangung
und -schwingungen sowie des Verschlei3es berechnet [EIb94]. Das Werkzeug wird als
Massen-Feder-Dampfer-System modelliert, der Rundlauffehler durch einen parallelen
Versatz der Werkzeugachse zur Rotationsachse beschrieben und der Verschleil3 durch
Anpassung des Schneidkantenradius berticksichtigt. Die Topographie in axialer Rich-
tung wird nicht simuliert und das Modell gilt fir Werkzeuge ohne Anstell- und Drallwinkel.
Ahnliche Ansatze mit unterschiedlichen Algorithmen wurden fiir das Kugelkopffrasen
unter anderem von Chen et al. [Che05] oder Arizmendi et al. [Ari08] vorgestellt, bei
denen die Bericksichtigung des Werkzeugrundlaufs besondere Beachtung fand. Der
Vorteil der analytischen Verfahren ist die schnelle Berechnung. Jedoch sind die Model-
le meistens auf wenige Werkzeugtypen beschrankt und die Komplexitat der Ansatze
erhéht sich bei Berlcksichtigung von Anstellwinkel, Rundlauf, Schwingungen etc.

Die Komplexitat der Berechnung wird verringert, wenn das Werkstlick mathematisch
diskretisiert wird, beispielsweise tber Héhenlinien [Bou03|, Voxel [BC12], Dexel [Liu03],
Polyeder oder Constructive Solid Geometry (CSG) [Sur05]. Bei H6henlinien-Modellen
wird das Werkstick mit parallelen Ebenen geschnitten. Voxel sind kleine dreidimen-
sionale Quader mit dem Zustand 1 und 0. Dexel sind hingegen eine zweidimensonale
Matrix von unendlich diinnen Staben. Bei Polyedermodellen wird die Oberflache durch
unterschiedliche Dreiecke approximiert. Die Grenzflachen der CSG-Modelle werden
zwar analytisch beschrieben, jedoch wird das Werkstlck aus Booleschen Operationen
von einfachen Grundkérpern aufgebaut, weshalb diese Art der Modelle hier ebenfalls
als diskret aufgefasst werden. Auf die detaillierte Beschreibung der auch als Materialab-
tragssimulation bekannten Verfahren sei auf Denkena und Ténshoff verwiesen [Den11b),
S. 114ff]. Der Vorteil von diskreten Werkstlickmodellen ist die erhdhte Flexibilitat und All-
gemeingultigkeit, bei gleichzeitig erhdhter Rechenzeit bzw. Speicherverbrauch. Ferner
muss das Werkzeug analytisch oder als CAD-Modell vorliegen.
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Bild 2.17: Qualitativer Vergleich unterschiedlicher Methoden zur Vorhersage der
Oberflache

Liu et al. zeigen in ihrer Materialabtragssimulation, dass neben der Wahl der Werk-
stickdiskretisierung die Bericksichtigung der trochoidalen Werkzeugtrajektorie ei-
ne genauere Oberflachensimulation erlaubt, als die Verwendung eines Werkzeug-
Rotationskdrpers, wie z. B. eine Sphare beim Kugelkopffraser [Liu05]. Analog zu den
analytischen Gleichungen prognostizieren die Topographiesimulationen haufig geringe-
re Rauheiten als die Messdaten, insbesondere bei Schlichtprozessen [Liu05, Bou03,
Che05]. Eine qualitative Bewertung der verwendbaren Methoden auf Basis der Erkennt-
nisse im Stand der Technik zur Vorhersage der Oberflachentopographie ist im Bild
zusammengefasst. In dem Keynote Paper von Benardos und Vosniakos zur Vorhersage
von Oberflachentopographie werden die Methoden klassifiziert in (1) analytisch, (2) em-
pirisch, (3) DoE, (4) kinstliche Intelligenz, was vergleichbar ist zu der oben dargestellten
Unterteilung [Ben03]. Die Modelle erméglichen eine gute Vorhersage bei den meisten
Fertigungsprozessen, jedoch waren hybride Ansatze wie bei der Eigenspannungsvor-
hersage nach Benardos und Vosniakos winschenswert, um die Prognosefahigkeit bei
Schlichtprozessen zu verbessern.
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2.3.3 Vorhersage der thermisch-mechanischen Werkstiickbelastung wahrend
der Zerspanung

Vorhersage von Prozesskraften wahrend der Zerspanung

Die Vorhersage der Prozesskrafte bei der Zerspanung ist das Ziel vieler wissenschaftli-
chen Veroffentlichungen seit tber 100 Jahren. Diese wurden unter anderem zur Leis-
tungsauslegung von Werkzeugmaschinen, Eingangsgrée fir die Berechnung von
Stabilitatskarten, Werkzeugauslegung, Vorhersage von Formabweichungen sowie der
Werkstiickbelastung genutzt [Gra04]. Aufgrund der Vielzahl von Veréffentlichungen
werden im Folgenden die wichtigsten Modelle und Methoden klassifiziert und bewertet.
Fir eine detaillierte Zusammenfassung sei z. B. auf die Arbeiten von Claussen [Cla05],
Zabel [£ab10], und Arrazola et al. [Arr13] verwiesen.

Aufgrund der in der Literatur unterschiedlichen Klassifizierung der Prozesskraftmodelle,
wird im Folgenden die gleiche Einteilung vorgenommen wie bei den Eigenspannungen
aus Kapitel [2.3.1] Analytische Modelle verwenden rein physikalische Eingangsgré3en
und kdnnen mathematisch geschlossen formuliert und schnell gelést werden. Das
bekannteste analytische Modell ist das Scherebenenmodell von Ernst und Merchant,
bei dem die gesamte Umformung in einer unendlich diinnen Scherebene stattfindet, die
um den Scherwinkel ¢ angestellt ist [Ern41], siehe Bild[2.18(A). Die EingangsgrdéBen
des Modells sind die Scherspannung des Werkstlickmaterials 75, der Scherwinkel ¢,
der Spanwinkel v und der durch die Reibung an der Spanflache berechnete Reibwinkel
p. Basierend auf dem Modell von Ernst und Merchant existieren eine Vielzahl weiterer
Scherebenenmodelle und Uber 50 Ansatze zur Berechnung des Scherwinkels [AIt00Q].
Alle Scherebenenmodelle weisen eine Geschwindigkeit- sowie Dehnungsunstetigkeit in
der Scherebene auf, was in der Realitat nicht auftreten kann.

Eine genauere analytische Abbildung ist mit Scherzonen- und Gleitlinienmodellen (engl.
slip-line) méglich, bei denen je nach Komplexitatsgrad Geschwindigkeit, Spannungen,
Verformungsgrad, Reibung und Kaltverfestigung beriicksichtigt werden. Mit diesen Mo-
dellen wird versucht die Zonen der Spanentstehnung (z. B. nach Warnecke) nachzubil-
den, vgl. Bild[2.18(A), und sind somit eine Weiterentwicklung der Scherebenenmodelle.
Die Arbeit von Oxley gilt hierbei als Pionierarbeit, bei der experimentell die plastische
Verformung bestimmt wurde. Mit diesen Daten wurde die Scherzonendicke auf 1/10 der
Scherzonenlange festgelegt und somit kann an jeder Stelle der primaren Scherzone die
Dehnrate und Dehnung berechnet werden [OxI89]. Jedoch ist das Modell nur fir scharfe
Schneidkanten giiltig. Fang stellte ein Gleitlinienmodell fir verrundete Schneidkanten
auf, das aus 27 Untergliederungen besteht und in der Lage ist die Schnitt- und Ploug-
hingkréafte vorherzusagen [Fan03a, [Fan03b]. Die Nachteile der analytischen Modelle
sind deren haufige Begrenzung auf den Orthogonalschnitt, deren steigende Komplexitat
bei Modellverbesserungen sowie die Beschrankung auf FlieBspéne, was insbesondere
bei Ti-6Al-4V nicht zutrifft (vgl. Kapitel

Haufig existieren bei den analytischen Modellen eine Vielzahl an unbekannten Ein-
gangsgréBen, z. B. Scherwinkel, Scherspannung oder Reibkoeffizienten. Weitere Ein-
gangsgréfBen wie Spanbildungsmechanismen, Kihlschmiermittel und Einfluss der Werk-
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zeugmaschine werden vernachlassigt. Aus diesem Grund sind die mechanistischen
Kraftmodelle am weitesten verbreitet und verbinden die Gré3e und Form des Spanungs-
querschnitts A mit experimentell bestimmten Kraftkoeffizienten, die alle oben genannten
Einflusse zusammenfassen. In der Literatur werden diese Art der Modelle ebenfalls als
empirisch oder semi-empirisch bezeichnet [Cla035]. Die einfachste Form dieser Modelle
hat Fischer aufgestellt F; = k - b - h, wobei der Index i fur die jeweilige Richtung des
festgelegten Koordinatensystems steht. Aufgrund der Abweichung des Modells bei
kleinen Spanungsdicken h erweiterte Friedrich diesen Ansatz zu [Fri09]

Fi=k-b-h+w-(b+h). (2.3)

Die Koeffizienten k; beziehen sich auf einen proportionalen Anteil der Scherung und
die Koeffizienten w; beziehen sich auf die Reibkraft proportional zur Lange der sich
im Eingriff befindlichen Schneide. Aus Gleichung [2.3]folgt, dass die Prozesskraft nicht
direkt proportional zur Spanungsdicke h ist, worauf ebenfalls der Ansatz nach Victor
und Kienzle beruht, der insbesondere fir Drehprozesse weit verbreitet ist [Kie52|

Fi =K1+ b hU=mi1), (2.4)

Im doppelt-logarithmischen Maf3stab ist der Koeffizient ki = F;/bh, auch spezifische
Schnittkraft genannt, eine Gerade mit der Steigung m; und der Stltzstelle ki1 1. Der
Index bezieht sich auf die SpanungsgréBen b = h = 1 mm. Wird die Gleichung
abschnittsweise flr unterschiedliche Bereiche der Spanungsdicke definiert, ist eine
Ubertragung auf Frasprozesse méglich [Tén04, S. 79ff]. Der Ansatz von Victor und
Kienzle wurde spater von Kdhler auf allgemeine Spanungsgeometrien erweitert, indem
zur Berechnung die sich im Eingriff befindliche Schneidenlange S und eine effektive
Spanungsdicke h* herangezogen wurde [Kéh10].

Das fir das Frasen am haufigsten verwendete mechanistische Modell basiert auf
den Arbeiten von Lee und Altintas, bei dem ein Kugelkopffraser in infinitesimal kleine
Scheiben der H6he dz diskretisiert wird [Lee96]. Der Ansatz wurde spater auf beliebige
Frasergeometrien Ubertragen [Alt01] und lautet fir ein einzelnes Inkrement

dF = ks;- h-db + ke, - dS. (2.5)

AnschlieBend werden die Gesamtkrafte Gber die Schnitttiefe integriert und durch eine
Transformation in das werkstlickbezogene Koordinatensystem Uberfihrt. Dieser lineare
Ansatz ist vergleichbar mit dem Ansatz von Friedrich (Gleichung [2.3), bei dem die
drei Koeffizienten k;; den Scheranteil und die drei Koeffizienten k,; den Reibanteil
beschreiben. Fir die Identifikation der Koeffizienten aus Gleichung [2.5 werden zwei
experimentelle Ansatze verwendet. Beim sogenannten mechanistischen Ansatz werden
die Prozesskrafte unter Variation des Zahnvorschubs aufgenommen und anschlie3end
die gleichen Eingriffsverhaltnisse simulativ abgebildet [Gra04]. Durch die mittleren Kréafte
und lineare Regression der Messwerte Uber den Zahnvorschub ergibt sich ein lineares
Gleichungssystem, das nach k;; und k. ; aufgeldst wird. Die Koeffizienten sind jedoch
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nur far die jeweilige Werkstlck-Werkzeugkombination gultig. Gerade bei Kugelkopfwerk-
zeugen kann dies problematisch sein aufgrund der sich &ndernden Werkzeuggeometrie
entlang der Schneide und somit variierenden Koeffizienten bei unterschiedlichen Schnitt-
tiefen [Gra04, Weii1]. Der zweite Ansatz basiert auf der Nutzung einer orthogonalen
Datenbank, bei dem fiir unterschiedliche Werkstoffe der Scherwinkel, Reibkoeffizien-
ten und Scherspannung Uber variierende Spanungsdicken bestimmt werden [Bud96].
Die Daten aus dem Orthogonalschnitt werden anschlieBBend auf den schragen Schnitt
Ubertragen, beispielsweise fur Fraswerkzeuge mit Drallwinkel. Die Prognosefahigkeit
des mechanistischen Ansatzes ist aufgrund der direkteren Nutzung der experimentellen
Daten héher als bei der orthogonalen Datenbank.

Vorteile der mechanistischen Modelle sind die einfache Handhabung, schnelle und
sichere Vorhersage auch bei komplexen Anwendungsfallen. Nachteile sind die auf den
jeweiligen Anwendungsfall verwendbaren Kraftkoeffizienten, die durch experimentelle
Untersuchungen bestimmt werden missen. Es sei angemerkt, dass fir alle mechanisti-
schen Kraftmodelle die Eingriffsverhaltnisse bekannt sein missen. Wahrend dies bei
einfachen Drehprozessen analytisch mdglich ist, werden bei Zerspanprozessen mit Frei-
formflachen und komplexen Kinematiken zunehmend die Materialabtragssimulationen
genutzt, die in Kapitel beschrieben sind.

Die Vor- und Nachteile der numerische Modelle sind in Kapitel und Bild
aufgelistet und gelten auch fir die Vorhersage von Prozesskraften. Es sei angemerkt,
dass die Vorhersage von Prozesskrafte bei der FE-Spanbildungssimulation bei Verwen-
dung eines geeigneten Materialmodells und Separationskriteriums bessere Ergebnisse
liefert als die Vorhersage der Eigenspannungen [Jaw11], jedoch haufig nur auf den
Orthogonalprozess beschrankt ist, bei gleichzeitiger hoher Berechnungszeit [Mar13].

Hybride Modelle nutzen keine Kraftkoeffizienten zur Prozesskraftvorhersage, basieren
jedoch auf experimentellen Daten. Ein Beispiel ist das Modell von Clausen, bei dem der
allgemeine schrage Schnitt auf ein Scherebenenmodell zuriickgefiihrt wird und die Ein-
gangsgréBen Reibwinkel p, Spanflusswinkel . und Scherspannung 7s als empirische
Regressionsfunktion in Abhangigkeit der Schnittgeschwindigkeit und des Spanungs-
querschnitts vorliegen [Cla05]. Eine ahnliche Methode wenden Yang und Park an, bei
der im Orthogonalprozess die Scherspannung 75, Scherwinkel ¢ und Reibwinkel p durch
empirische Gleichungen beschrieben und anschlieBend auf den Kugelkopffrasprozess
ubertragen wird [Yan91].

Vorhersage von Temperaturen wahrend der Zerspanung

Bei der Zerspanung mit geometrisch bestimmter Schneide wird nahezu die gesamte
eingebrachte mechanische Leistung der Spindel in thermische Energie umgewandelt.
Der Anteil der mechanischen Energie, die in den resultierenden Geflgedeformatio-
nen gebunden ist, gelten nach Schmidt und Roubik im Hinblick auf die im Prozess
umgewandelte Gesamtenergie als vernachlassigbar [Sch49]. Die Warmequellen sind
hierbei die primére, sekundéare und tertidre Scherzone, deren gemittelte Anteile an
der Gesamtwarme nach Kumar und Ajay [Kum12], Kommanduri [Kom0Q] und Pabst
[Pab08] in Bild [2.18(B) zusammengefasst sind. Des Weiteren ist die Warmeabfuhr
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qualitativ anhand der Pfeilgrée in Bild eingezeichnet. Es zeigt sich, dass aufgrund
der angrenzenden Warmequelle der primaren Scherzone ein GroBteil der Warme (ca.
70 — 90 %) durch die Spane abgefuhrt wird [Sch49], [Kum12, ISha96]. Vieregge hat
gezeigt, dass die genaue Verteilung der Warmemenge abhangig ist von den Einstell-
gréBen, dem Fertigungsprozess sowie der Werkzeug-Werkstlickkombination und somit
nicht verallgemeinert werden kann [Vie53]. Titan beispielsweise besitzt eine geringe
Warmeleitfahigkeit, wodurch mehr Warme ins Werkzeug eingeleitet wird und weniger ins
Werkstiick bzw. in den Span [Loe54), Kom82]. Dies wird in den experimentellen thermo-
grafischen Aufnahmen von Armendia et al. im Orthogonalprozess bei der Zerspanung
von Ti-6Al-4V im Vergleich zu 42CrMoS4 deutlich [Arm10, Fig.3]. Dies bestétigt die
kalorimetrische Messungen von Schmidt und Roubik, bei denen die Warmeaufteilung
zwischen Span, Werkzeug und Werkstiick maf3geblich von der Warmeleitfahigkeit der
Materialpaarungen sowie der Schnittgeschwindigkeit abhangen [Sch49].

Zonen der Spanentstehung nach Warmeentstehung
Warnecke (1974) B und -abfuhr

Waérmequellen mit
Anteil an erzeugter
Gesamtwarme

Werkstiick

Ne/75918 © IFW

Bild 2.18: links: (1) priméare, (2) sekundare, (3+4) tertidre Scherzone, (5) Verfor-
mungsvorlaufzone [War74]|, rechts Warmequellen und -abfuhr

Far die Modellierung der Warmequellen stehen analog zur Vorhersage der Prozesskraf-
te ebenfalls analytische, numerische und empirische Modelle zur Verfligung, wobei die
empirischen Ansétze aufgrund der schlechten Ubertragbarkeit deutlich weniger stark
verbreitet sind als bei den Prozesskraften. Einer der bekanntesten analytischen Anséatze
zur Berechnung der in Bild [2.18(B) dargestellten Warmequellen ist die bewegte lineare
Warmequelle nach Jaeger [Jae4?2]. Der Ansatz basiert auf einer instationaren Wéarme-
punktquelle, die auf eine Linie bzw. Fl&ache integriert wird und die primare Scherebene
bzw. Scherzone wiedergibt [Kom00]. Richardson et al. nutzen diesen Ansatz flr das
Flankenfrasen, indem die Punktquelle auf den Eingriffsbogen jedes Zahns integriert
wird [Ric06]. Einen erweiterten Ansatz, bei dem lediglich eine Warmequelle verwendet
wird und damit die Temperaturen in Werkstiick, Werkzeug und Span bestimmt werden
kann, ohne vorher definierte, prozentuale Warmemengenverteilungen, stellen Koman-
duri und Hou vor. Zunachst wurde die primare Scherzone, [Kom00], anschlieBend die
sekundare Scherzone modelliert [Kom01b] und beide Modelle im dritten Teil kombiniert
[KomO01c]. Das Modell ist fur kontinuierliche Spane und scharfe Werkzeuge gultig und
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wurde spater von Karas et al. durch Verwendung geeigneter Koordinatensysteme ftr
Echtzeitberechnung qualifiziert [Kar13].

Die Vorteile (schnelle Berechnung, physikalische Abbildung der Realitéat) und Nachteile
(viele und haufig unbekannte Eingangsgréien, einfache Prozesse) der analytischen
Methoden gelten analog zu der Vorhersage der Prozesskréfte, jedoch sind die ana-
lytischen Methoden bei Temperaturberechnungen verbreiteter. Bei der numerischen
Spanbildungssimulation gelten die gleichen Nebenbedingungen (Materialmodell, Sepa-
rationskriterium) flr die Temperaturvorhersage wie bei den Prozesskraften oder den
Eigenspannungen. Die Prognoseféhigkeit ist hierbei den Eigenspannungen Uberlegen,
den Prozesskraften jedoch unterlegen und haufig auf zweidimensonale Anwendungen
beschrankt [Fil07, Umb07a]. Hybride Modelle vereinen die Temperaturberechnung und
-verteilung durch ein FE-Netz mit analytischen Gleichungen fur die Temperaturquel-
le, bei denen komplexe, dreidimensonale Prozesse wie Kugelkopffrasen abgebildet
werden, deren Lésungen jedoch nur fir den Anwendungsfall verwendbar sind (vgl.
[Gui11) Val12, BraQ8]). Fur die Messmethoden zur experimentellen Bestimmung bzw.
Validierung der Temperatur sei auf die Keynote-Paper von Bacci da Silva und Wallbank
[Sil99], Komanduri und Hou [KomOQ1a] und die Arbeit von Pabst [Pab08] verwiesen.

2.4 Zusammenfassung und Defizite im Stand des Wissens

Prozesskette der Rekonturierung

Die einzelnen Schritte bei der Rekonturierung sind 1) Werkstick risten, 2) Kontur
erfassen, 3) Werkzeugweg generieren, 4) Ausfihren der Frasoperation. Ferner lasst
sich der Stand des Wissens in folgende Punkte zusammenfassen:

+ Kommerzielle Systeme zur automatischen Erstellung von adaptiven Werkzeugwe-
gen vergleichen die Messdaten mit einem CAD-Mastermodell. Hierbei wird der
reparierte Bereich des Werkstlcks nicht bericksichtigt.

» Bei der Neuteilproduktion existieren angepasstere Werkzeugwegstrategien als
bei der Rekonturierung. Es werden maf3geblich Kugelkopf- und Schaftfraser zur
Rekonturierung eingesetzt.

» Zur Reduktion von Werkstlckschwingungen, welche die Randzoneneigenschaften
negativ beeinflussen kénnen, sind steife Spannsysteme zu bevorzugen.

Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung

Die Randzoneneigenschaften beeinflussen das Einsatzverhalten des Investitionsguts
und sind daher von hoher Wichtigkeit. Es wurden Oberfladche und Eigenspannungen als
wichtigste Randzoneneigenschaften identifiziert. Ferner I&sst sich zusammenfassen:

+ Die Oberflachentopographie beeinflusst die Funktionserfillung. Der Einfluss der
Stérkontur in Wechselwirkung mit EinstellgréBen und Werkzeuggestalt auf die
Oberflachentopographie ist weitgehend unerforscht.

+ Die Eigenspannungen beeinflussen das Verformungs- und Versagensverhalten.



40 2 Stand des Wissens

In der Praxis werden zur Sicherstellung von Druckeigenspannungen aufwendige
Nachbehandlungsverfahren angewandt.

 Der Einfluss von Einstellgr6Ben und Werkzeuggestalt auf die Eigenspannungen
nach der Rekonturierung ist unerforscht.

+ Es ist bekannt, dass der Schwei3prozess das Geflige und die Eigenspannungen
beeinflusst. Die Wechselwirkung mit der Rekonturierung ist unbekannt.

Die Eigenschaften der Titanlegierung Ti-6Al-4V

Ti-6Al-4V gehdrt zu den schwer zerspanbaren Werkstoffen mit einer hohen chemischen
Reaktivitat und schlechter Warmeleitfahigkeit. Durch die Eigenschaften von Ti-6Al-4V
resultieren hohe Scherzonentemperaturen und eine geringe Kontaktflache, die zu einem
hohen Werkzeugverschleil3 durch Abrasion, Adhasion und Diffusion fuhrt.

Randzoneneigenschaften nach der spanenden Bearbeitung
Anders als bei der Rekonturierung gibt es zahlreiche Erkenntnisse Gber die Randzone-
neigenschaften nach der Zerspanung. Fur die Legierung Ti-6Al-4V sind die wichtigsten
Punkte aus dem Stand des Wissens:

» Eigenspannungen

— Druckeigenspannungen wurden nach der Zerspanung von Ti-6Al-4V pro-
zessUbergreifend nachgewiesen. In der Literatur wird dies durch die priméar
mechanischen Einflisse erklart, was bisher nicht nachgewiesen wurde.

— Die Einflusse der Einstell- und Werkzeuggréen auf die Eigenspannungen
widersprechen sich. Es gibt keine umfangreiche Studie zum Einfluss von
Eigenspannung durch Kugelkopffrdsen bei der Zerspanung von Ti-6Al-4V.

— Derzeit kdnnen Eigenspannungen nur eingeschrankt und maf3geblich bei
kinematisch einfachen Prozessen vorhergesagt werden. Fir komplexe Pro-
zesse werden vermehrt hybride Anséatze verfolgt.

» Oberflachentopographie

— Die Auspragung der Topographie durch das Kugelkopffrasen ist bei Neubau-
teilen gut erforscht und die Zusammenhange sind gréBtenteils bekannt.

— MaBgeblich wird die Oberflachentopographie durch die Kinematik des Werk-
zeugs und den Eigenschaften des Werkstiickmaterials festgelegt.

— Bei der Vorhersage der Topographie sind die Einflisse der Werkzeugmikro-
geometrie bisher weniger erforscht als die kinematisch bedingten Einflisse.

» Vorhersage der thermisch-mechanischen Werkstickbelastung

— Far komplexe Zerspanprozesse sind mechanistische Ansatze mit der Ver-
wendung von empirischen Krafkoeffizienten am weitesten verbreitet. Bei
einfachen Prozessen eignen sich z. B. FEM oder analytische Methoden.

— Analytische Anséatze zur Vorhersage der Temperaturen sind weit verbreitet.
Ein Grof3teil der erzeugten Warme fliel3t in den Span und ins Werkzeug.

— Analytische Ansatze sind haufig auf einfache Prozesse beschrankt, sodass
fir komplexe Prozesse vermehrt hybride Ansétze verwendet werden.
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise

Die Analyse der aktuellen Prozesskette zur Regeneration und Rekonturierung zeigt
einen zunehmenden Trend zur Automatisierung, bei gleichzeitig hohen Qualitatsanforde-
rungen hinsichtlich der Randzoneneigenschaften Oberfldchenqualitdt und Eigenspan-
nungen. Dabei werden Rekonturierungsprozesse derzeit maf3geblich erfahrungsbasiert
und durch heuristische Methoden ausgelegt, was kontrar ist zu den Qualitatsanforde-
rungen sowie der Notwendigkeit einer bauteilindividuellen Betrachtung.

Der Stand des Wissens zeigt, dass die Randzoneneigenschaften nach der Rekontu-
rierung noch gar nicht und bei Neubauteilen nicht hinreichend genug fur das in der
Luftfahrt haufig verwendete Werkstoff Ti-6Al-4V erforscht sind. Gerade bei der Ver-
wendung von flexibel einsetzbaren Kugelkopffrasern wurde hier eine Liicke im Stand
des Wissens aufgezeigt. Des Weiteren ist unbekannt, ob existierende Methoden bei
der Neuteilproduktion zur Vorhersage des Prozessergebnisses auf die Regeneration
Ubertragen werden kénnen.

Mit der Kenntnis der Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung noch vor der
Durchfihrung ware eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und Bearbeitung bei
konstant hoher Bauteilqualitat moglich. Das Ziel dieser Arbeit ist daher die Vorhersage
der Randzoneneigenschaften nach der spanenden Rekonturierung von Bautei-
len aus Ti-6Al-4V. Dieses Ziel soll auf Basis der folgenden Arbeitshypothese erreicht
werden: Die Randzoneneigenschaften werden maBgeblich durch die Werkzeugmi-
krogeometrie und den dadurch resultierenden thermo-mechanischen Werksttick-
belastungen festgelegt.

Flr das Ziel dieser Arbeit unter Bertcksichtigung der Arbeitshypothese sind folgende
wissenschaftliche Teilziele zu erreichen:

1. Identifikation der signifikanten Einflussgréf3en, welche die Randzoneneigenschaf-
ten beeinflussen.

Aus dem Stand der Technik ist zu enthehmen, dass die Einflussgré3en zur Beein-
flussung der Randzoneneigenschaften bei Ti-6Al-4V fir die Rekonturierung noch
gar nicht und fir Neubauteile noch nicht hinreichend bekannt sind. Die untersuch-
ten EinflussgréBen sind die EinstellgréBen fir einen 5-achsigen Frasprozess zur
Rekonturierung, die Werkzeugmakro- und -mikrogeometrie sowie der Einfluss des
Materialauftrags durch Schweif3en.

2. Kenntnis der thermo-mechanischen Werkstlckbelastungen wahrend der Rekontu-
rierung unter Berlcksichtigung der signifikanten Einflussgré3en.

Zur Vorhersage der Randzoneneigenschaften ist es notwendig, die wahrend der
Rekonturierung auftretenden thermo-mechanischen Werkstickbelastungen un-
ter Variation der signifikanten Einflussgrof3en zu erfassen. Dies ermdglicht eine
Erklarung der zugrundeliegenden physikalischen Effekte. Nach der Arbeitshy-
pothese mlssen diese Effekte maf3geblich von der Werkzeugmikrogeometrie
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beeinflusst werden. Durch geeignete Sensorik lasst sich die thermo-mechanische
Werkstlckbelastung messtechnisch erfassen.

3. Methode zur Vorhersage der thermo-mechanischen Werkstuckbelastung wahrend
der Rekonturierung unter Bertcksichtigung der Werkzeugmikrogeometrie.

Auf Basis der Arbeitshypothese ist die Vorhersage der Randzoneneigenschaf-
ten nur bei Vorhersage der thermo-mechanischen Werkstickbelastung moglich.
Hierzu sind geeignete Modelle zu entwickeln, die ebenfalls die Werkzeugmikro-
geometrie bericksichtigen.

4. Vorhersage der Randzoneneigenschaften auf Basis der thermo-mechanischen
Werkstlckbelastungen.

Es ist erforderlich die physikalischen Wirkprinzipien zu verstehen, welche die
Randzoneneigenschaften durch die thermo-mechanische Werkstlickbelastung
festlegen. AnschlieBend ist es moéglich mit dieser Kenntnis und unter Berlck-
sichtigung der Werkzeugmikrogeometrie, geeignete Modelle aufzustellen, um die
Randzoneneigenschaften sicher vorherzusagen.

Die Zielsetzung und Vorgehensweise ist in Bild [3.1] zusammengefasst.

E Vorhersage der Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
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Bild 3.1: Zielsetzung und Vorgehensweise

In Kapitel [4] wird eine geeignete Frastechnologie flr die Rekonturierung ausgewahlt
und beschrieben. Bei der experimentellen Bestimmung der signifikanten Einflussgroen
sowie der Erfassung der Werkstlickbelastung sind geeignete Methoden auszuwaéhlen,
die in Kapitel [5|und [6] erlautert werden. Die Erfassung und Modellierung der thermo-
mechanischen Werkstickbelastungen erfolgt in Kapitel [/, Aus diesen Daten werden
die wichtigsten Randzoneneigenschaften, die Eigenspannungen in Kapitel (8 und die
Oberflachentopographie in Kapitel [9] vorhergesagt.
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4 Frastechnologie fur die Rekonturierung

Far die Rekonturierung werden industriell und in der Wissenschaft sowohl die Frastech-
nologie, als auch die Schleiftechnologie angewendet (vgl. Kapitel [2.1). Automatisierte
Schleifprozesse sind derzeit maf3geblich robotergefihrt, bei denen Polier- und Schlicht-
prozesse im Vordergrund stehen und somit nur geringe Abtragsleistungen maéglich sind.
Fir das Ziel dieser Arbeit und die Vision des SFB 871 ist eine méglichst flexible Abtrags-
technologie mit variabler Abtragsleistung und vielseitig einsetzbarer Prozesskinematik
zur Einstellung der Randzoneneigenschaften notwendig. Dies wird durch den Einsatz
der 5-achsigen Frastechnologie ermdglicht, die im Folgenden fiir diese Arbeit betrachtet
wird. In Kapitel [4.1|werden zunéchst die Fréstechnologien im Hinblick auf eine flexible
Rekonturierung gegenibergestellt und bewertet. AnschlieBend werden in Kapitel
die Grundlagen der ausgewahlten Frastechnologie erlautert und Zusammenhange her-
geleitet, die Uber den Stand des Wissens hinausgehen. Fir die Ziele dieser Arbeit ist es
ferner notwendig, die kinematischen Eigenschaften der ausgewéhlten Frastechnologie
genau zu verstehen und dies in den experimentellen und simulativen Untersuchungen
der spéateren Kapitel zu berlcksichtigen, was Gegenstand von Kapitel ist.

4.1 Bewertung der Frastechnologien flr die Rekonturierung

Bei der 5-achsigen Simultanfrasbearbeitung oder einer 3+2 achsigen Frasstrategie
werden Schaft-, Kugelkopf- und Toruswerkzeuge verwendet, bei denen sich Stirn-,
Umfangsschneiden oder beide gleichzeitig im Eingriff befinden. Der Eingriff der Stirn-
und Umfangsschneiden wird durch die Neigung der Werkzeuge relativ zur Oberfla-
chennormalen bestimmt, was im Folgenden Anstellwinkel genannt wird. Somit wird
durch die Kinematik die Art des Frasprozesses definiert. Beim Umfangsform- oder
Flankenfrasen wird das Werkzeug angestellt und die abgewickelte Regelflache der Um-
fangsschneiden ergibt die resultierende Werkstiickkontur [Gey02]. Werden mit dieser
Frastechnologie doppelgekrimmte Freiformflachen bearbeitet, entstehen hyperbolische
Hinterschnitte, sodass eine Profiltreue nicht immer gewahrleistet ist. Flankenfrasen ist
aufgrund des Linienkontakts zwischen Schneide und Werkstiick sehr produktiv. Der
Nachteil des Flankenfrasens ist eine erhdhte Kollisionsgefahr und somit aufwendige
CAM-Programmierung durch nur gering anpassbare Anstellwinkel. Fir das Flanken-
frasen kommen mafgeblich Schaftfrdser zum Einsatz. Werden die Stirnschneiden der
Schaftfraser fur die Oberflachenentstehung verwendet, wird von Stirnfrdsen gesprochen.
In der Praxis wird aufgrund der eingeschrankten Kinematik und den kantigen Oberflache
das Stirnfradsen mafgeblich zum Schruppen eingesetzt. Nach Knobel eignet sich das
Stirnfrasen nicht flr die Bearbeitung von Freiformflachen mit hohen Oberflachenqualita-
ten [Kno0O0].

Bei angestellten Torus- und Kugelkopfwerkzeugen sind meistens Schneidenbereiche
am Eckenradius r. im Eingriff und generieren die Oberflache, wodurch dieser Prozess
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als Umfangs-Stirnfrasen zu definieren ist. Dabei ist zu erwahnen, dass bei diesen Werk-
zeugtypen die reale Oberflache lediglich durch Rillen angenahert wird. Diese entstehen
durch den Zahnvorschub £, und der seitliche Zustellung by, auch Zeilenbreite genannt.
Wéhrend bei Kugelkopfwerkzeugen mit unterschiedlichen Anstellwinkeln immer Teil-
kreise auf der Oberflache entstehen, resultiert die Projektion des Rotationskdrpers von
Toruswerkzeugen zu Ellipsen auf der Oberflache [AIt00]. Aus diesem Grund kdnnen bei
Toruswerkzeugen mit weniger Zustellungen theoretisch gleiche Oberflachenqualitaten
erreicht werden wie mit Kugelkopfwerkzeugen, jedoch mit eingeschrankt variierbaren
Anstellwinkeln [Cam91]. Somit ist die Produktivitat von Torusfrasern héher als bei Kugel-
kopfwerkzeugen, aber weniger flexibel einsetzbar, wodurch sich ein héherer Aufwand in
der CAM-Programmierung ergibt.

Bei der Rekonturierung ist durch die verschiedensten Schadensfélle eine hohe Flexibili-
tat erforderlich. Gleichzeitig sind aufgrund der automatisiert erstellten Werkzeugwege
einfache Kinematiken zu bevorzugen. Somit sind flr planare oder schwach gekrimmte
Oberflachen Schaft- und Torusfraser verwendbar. Fir eine Rekonturierung mit ein-
geschrankt einsetzbarer Kinematik, beispielsweise im FuBbereich von Blisken, sind
daher Kugelkopfwerkzeuge zu bevorzugen. Dieses Verfahren ist zwar weniger produk-
tiv, jedoch am flexibelsten einsetzbar. Des Weiteren ist es bei der Regeneration das
Ziel, mdglichst wenig Material durch Schweil3en oder Léten aufzutragen, sodass die
Rekonturierung als Schlichtprozess gilt. Aus den genannten Griinden werden Kugel-
kopffraser als Rekonturierungswerkzeuge in dieser Arbeit verwendet. Die Bewertung
der betrachteten Werkzeugtypen ist in Bild [4.1] zusammengefasst.

Kugelkopf- | ;.. Torus- |1 Schaft-

Bewertungs- fraser ij fraser E] fraser

gréfen I :

Profiltreue AA A 4

Einfache CAM

Handhabung ++ + ++

Flexibiltat A4 A v

Produktivitat A / v AA
| -

i - Schruppen
Einsatzgebiet Schlichten pp a
Legende: Tendenzielle Bewertung der Frastechnologien

vorteilhaft A ungiinstig \/
sehr vorteilhaft 44 sehr unglnstig ++ Ne/75908 ® [FW

Bild 4.1: Bewertung der Frastechnologien fir die Rekonturierung
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4.2 Analyse des Kugelkopffrasens

Fir die in Kapitel [6] bis [9] beschriebenen Untersuchungen und Umrechnung der Pro-
zesskrafte in unterschiedliche Bezugssysteme, ist eine eindeutige Definition zur ma-
thematischen Beschreibung der Koordinatensysteme beim Kugelkopffrasen notwendig.
Die Bezugssysteme werden von den Anstellwinkel festgelegt. In der Literatur existieren
unterschiedliche Definitionen der Anstellwinkel [Urb09, Cam91), (0zt09, MarQ5|, weshalb
im Folgenden eindeutige Notationen und Transformationen festgelegt werden, die teil-
weise in der Literatur nicht verfugbar sind. Ferner ist es das Ziel dieses Teilkapitels die
Begrifflichkeiten und Besonderheiten des Kugelkopffrasens detailliert zu beschreiben.
Bild[4.2(A) stellt einen typischen Kugelkopffrasprozess dar, bei dem die Werkzeugachse
nach der Notation von Camacho um den Vorschubrichtungswinkel A und den Kippwinkel
7 geneigt ist [Cam91].

I-Werkzeug- Kugelkopf- B | B W&Achse

Werkstick

D) Spanungsquerschnitt A
Ebene 2 beim Winkel ¢; &

Ebene 1

<&
<€

Ebene 2 h = f(p,x,T,0)

Dw;z Dwz s
€ Ne/75909 © IFW

Bild 4.2: Eingriffsgré3en beim Kugelkopffrasprozess

Eine Neigung der Werkzeugachse in Richtung des Vorschubvektors definiert positive
Vorschubrichtungswinkel +\ und wird Ziehschnitt genannt. Beim Bohrschnitt ergeben
sich negative Vorschubrichtungswinkel —\. Der Kippwinkel ist positiv definiert, wenn
das Werkzeug in die Richtung der unbearbeiteten Werkstickoberflache geneigt ist. Der
Vorteil der Notation von Camacho ist die Unabhangigkeit beider Winkel A, 7 zueinander
sowie der klare Bezug zum Vorschubvektor Vi beziehungsweise zum Oberflachenvektor
. Jedoch gilt es zu beachten, dass A und 7 projizierte Winkel relativ zum Ursprungs-
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system X-Y-Z sind und nicht durch eine Multiplikation mit elementaren Rotationsmatrizen
Rx, Ry, R; beschrieben werden konnen. Diese Problematik hat Urban umgangen, indem
er die Eulerwinkel o, und 3, einflhrte [Urb09, S. 42ff], dessen Transformationsmatrix
bei Nutzung des Koordinatensystems aus Bild [4.2[A) und der genannten Vorzeichen-
konvention lautet

—COSan —COSfh-Sina,  sin S, - sinay
Teuer =Rz - Ry = sin ay, COS 3y - COSan  —Sin B, - cosSap | . (4.1)
0 —sin G, — COS [

Es wird zunachst um die X-Achse und anschlieBBend um die Z-Achse gedreht. Eine
Drehung um X und anschlieBend um Y ist nicht gultig, weil sich dadurch der projizierte
Winkel der ersten Drehnung andert. Unabhangig eingestellte Eulerwinkel o, und 5,
fihren zu voneinander abhangigen Projektionswinkeln und sind daher fiir eine Versuchs-
planung nicht geeignet. Folglich werden die Projektionswinkel mit den Gleichungen aus
[UrbQ9] in die Eulerwinkel a,, und 5, umgerechnet

= arctan tant
In = tan \

tan®r (4.2)
= arctan | tan _
f "\ tanz A

und anschlieBend in Gleichung eingesetzt. Aus Gleichung wird deutlich, dass im
Fall A = 0° eine Division durch Null folgt, im Fall A # 0°und 7 = 0° der Winkel a,, immer
Null ergibt und somit mathematische Singularitaten entstehen. Daher wurde eine allge-
meingultige Transformationsmatrix flr die Projektionswinkel A und 7 im Wertebereich
von —90° bis 90° hergeleitet. Sie lautet im dargestellten Fall aus Bild [4.2(A)

sinT-cosT-b2 - Ci1 SiNA-a:-Ci. SINT:bys
Tae=[sinA-cosA-& - ¢! —sinT-by:-C1 siNA-an.
—Crr 0 COS A\ - axr

mit (4.3)
a.= (1+tan?r-cos? —\) "
bre= (1+tan? =\ cos?7) "
.2 . 2 0,5
Crr = (@vr - SIN" =X + by - sin” 7)

Die Gleichung[4.3|beschreibt die affine Abbildung durch Einheitsvektoren des gedrehten
Koordinatensystems um die Projektionswinkel \, 7, auf dessen detaillierte Herleitung
hier verzichtet sei. Zeigt der Vorschubvektor v; in Richtung X statt in Richtung Y wie in
Bild so muss in Gleichung Ry durch Ry ersetzt werden und in Gleichung [4.3]die
1. mit der 2. Spalte getauscht werden.

Neben den Anstellwinkeln sind in Bild 4.2(A) ebenfalls der Zahnvorschub £, und die
Zeilenbreite b, dargestellt, die sich auf der Oberflache in Form von Rillen abbildet.
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Dabei ist zu beachten, dass die Zeilenbreite b, aufgrund der Schnitttiefe g, nicht der
Schnittbreite a, entspricht. Das Spanungsvolumen besitzt eine doppelt-kommaférmige
Gestalt, die von den EinstellgréBen bestimmt wird und numerisch erstmals durch ein
CAD-System von Camacho [Cam91] und spater analytisch von Finzer [Fin01] und
Urban [Urb09] fir ebene Bauteile hergeleitet wurde. Fir beide analytischen Modelle gilt
ein Werkzeugdrallwinkel von ¢ = 0°.

Aufgrund des variierenden Werkzeugdurchmessers Dy, o ist die Schnittgeschwindig-
keit bei Kugelkopfwerkzeugen trotz konstanter Drehzahlen n nicht Gber die gesamte
Schneide konstant. Die am jeweiligen Werkzeugdurchmesser Dy, ¢ Wirkende Schnitt-
geschwindigkeit wird effektive Schnittgeschwindigkeit v; . genannt und wird mit dem
jeweiligen Einstellwinkel « berechnet. An der Fraserspitze resultiert daher eine effektive
Schnittgeschwindigkeit v ¢ = 0 m/min, wodurch es zu Reib- und Quetschvorgéngen
kommt, die, wie mehrheitlich in der Literatur beschrieben, zu schnellem Werkzeugversa-
gen und schlechter Oberflachenqualitat fihrt [Hoc95, [Fin01), | OztQ9].

Durch die variierenden Schnittgeschwindigkeiten und Werkzeugdurchmesser ist es
sinnvoll, jeden Schneidenpunkt beim Kugelkopffrasen diskret zu betrachten. Dies ist
am Beispiel von zwei Ebenen, im Schaftbereich mit x = 90° sowie im Kugelbereich
x < 90° in Bild[4.2[C) dargestellt. Durch die trochoidale Bewegung der Schneide wird
nach einer Umdrehung die blau dargestellte Flache von jeder Diskretisierungsebene
entfernt. Das blaue Volumen ist nicht mit dem in Bild [4.2(D) griin eingezeichneten
Spanungsquerschnitt A zu verwechseln. Ferner sind die Ein- bzw. Austrittswinkel, ¢, bzw.
©a, Sowie der Zahnvorschub f, dargestellt. Wahrend der Zahnvorschub fir alle Ebenen
gilt, &ndern sich die Ein- und Austrittswinkel aufgrund der kommaférmigen Gestalt des
Spanvolumens. Bei gedrallten Werkzeugen mit § # 0 sind die Zeitpunkte fir Ein- und
Austritt fir jede Diskretisierungsebene unterschiedlich. Der wirkende Zahnvorschub f,
aufgrund der trochoidalen Bewegung wurde erstmals von Martellotti ndherungsweise
berechnet mit [Mar41]

f.=sing-f. (4.4)

Hierbei ist bekannt, dass die Gleichung fiir groBe Verhaltnisse von Durchmesser zu
Zahnvorschub mit wenigen Zahnezahlen z gultig ist und dass der Fehler bei einem
Eingriffswinkel von ¢ ~ 90° minimal wird [Deg11]. Der Fehler von Gleichung [4.4] steigt
somit fur kleine, effektive Durchmesser und geringe Schnittbreiten a,. Eine analytisch
vollstandige Herleitung des wirkenden Zahnvorschubs f, ist mathematisch nicht méglich
und nur ndherungsweise bestimmbar.

Wird ein ungedralltes Werkzeug angenommen, so befindet sich zum Zeitpunkt / des
Eingriffs die Schneide in allen Ebenen an der gleichen Stelle und es wirkt der gleiche
wirkende Zahnvorschub f.. Dies wird vereinfacht flir den griin dargestellten Spanungs-
querschnitt A; in Bild [4.2(D) zum Zeitpunkt i angenommen. Die Spanungsdicke h ist
in Richtung der Werkzeugachse nicht konstant und neigt sich fir jede Ebene um den
Winkel 90° — x. Zur Berechnung der Spanungsdicke h wird daher die Gleichung
mit dem Term sin x multipliziert. Somit ist fUr die korrekte Berechnung des mittleren
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Spanungsdicke h,, ein Doppelintegral zwischen ¢, und ¢, und tber der sich im Eingriff
befindlichen Schneidenlange S zu Iésen

Pa Sa
1 1
hm = h(p, S) - dS | do. 4.5
Wa%oe/(sase/ (. 5) ) 4 (4-5)

Pe Se

Gleichung 4.5 zeigt, dass neben der Schnittgeschwindigkeit auch die Spanungsdicke
h entlang der Schneide und Richtung des Werkstlicks kleiner wird. Somit variieren
beim Kugelkopffrdsen entlang der Schneide alle, nach Kapitel [2.3]fir die Randzone-
neigenschaften relevante Spanungsgréien, die z. B. beim Schaftfrasen konstant sind.
Es lasst sich festhalten: Beim Kugelkopffrasen wirken lokal unterschiedliche Spa-
nungsgroBen, sodass der Schneidenbereich berlicksichtigt werden muss, der
far die Oberflachenerzeugung verantwortlich ist. Dieser Kontext wird im nachsten
Teilkapitel detailliert erlautert.

4.3 Oberflachengeneration beim Kugelkopffrasen

Bei der Betrachtung des Kugelkopffrasprozesses ist eine strenge Unterscheidung zwi-
schen den derzeitig wirkenden GréBen zum Zeitpunkt / und der finalen Oberflache nach
dem Frasprozess notwendig. Wahrend zwischen Zeitpunkt / und i + 1 bei Zahneingriff
immer eine neue Werkstiickoberflache entsteht, muss diese Oberflache nicht zwingend
dem finalen Werkstiick entsprechen. Ein Grofteil der Oberflache wird nach der nachs-
ten Werkzeugumdrehung oder im nachsten Teilschnitt wieder entfernt (rot dargestellt
in Bild 4.3), sodass die finale Oberflache (griin dargestellt in Bild nur von einem
kleinen Teil der Werkzeugschneide generiert wird.

Im Folgenden wird dieser Zusammenhang Oberflachengeneration genannt. Streng ge-
nommen wird zu jedem Zeitpunkt eine Oberflache generiert, aber flr diese Arbeit sei
der Begriff Oberflachengeneration immer auf die finale Oberflache bezogen. Insbeson-
dere flr das Hauptziel dieser Arbeit, die Vorhersage der Randzoneneigenschaften, ist
die Oberflachengeneration von Bedeutung. Somit muss fiir das Kugelkopffrasen als

nicht
oberflachen-
generierend

oberflachen-
generierend .

Ne/80033 © IFW

Bild 4.3: Oberflachengeneration beim Kugelkopffrasen
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gewahlten Prozess fir die Rekonturierung die Oberflachengeneration in der Versuchs-
planug berlcksichtigt werden. Dazu sind neue GréBen zu definieren, die im ersten
Teil dieses Kapitels beschrieben und hergeleitet werden. Des Weiteren wirken bei der
Oberflachengeneration andere Spanungsgréf3en als bei der Betrachtung des Zeitpunkts
i. Aus diesem Grund wird im zweiten Teil dieses Kapitels die Fraskinematik im Hinblick
auf die Oberflachengeneration analysiert und geprift, ob bisherige Vereinfachungen bei
der Betrachtung des Frasprozesses weiterhin galtig sind.

Definition der integralen Schnittgeschwindigkeit

Wie in Kapitel [4.1] erlautert, variiert die Schnittgeschwindigkeit von Kugelkopfwerkzeu-
gen aufgrund des lokal variierenden Werkzeugdurchmessers, dargestellt in Bild
anhand des Schnittgeschwindigkeitsprofils. Wird das Werkzeug um den Anstellwinkel A
oder 7 bzw. einer Kombination gekippt, so andert sich bei konstanter Drehzahl n die
Schnittgeschwindigkeit v, fr das jeweilige sich im Eingriff befindliche Schneidenseg-
ment. Es existiert somit eine Wechselwirkung zwischen der Schnittgeschwindigkeit v,
und den Anstellwinkel A oder 7, wenn konstante Drehzahlen n verwendet werden. In
den meisten Studien und in der Praxis wird diese Wechselwirkung ignoriert und die
Schnittgeschwindigkeit v, bei Kugelkopffwerkzeugen auf den Werkzeugdurchmesser
zwischen Kugel- und Schaftbereich definiert.

Z
Schneiden- n
Kipp-  eingriff . B % N

resultierender
Winkel

Vorschubrich- winkel t

tungswinkel A

[§ Schnitt-
tiefe a,

vorschub f,

— -
Zeilenbreite b,

Ne/73365a © IFW

Bild 4.4: Werkzeuganstellung und effektive Schnittgeschwindigkeit

Zur Erforschung der Wirkzusammenhange zwischen den Einstellgré3en und den Rand-
zoneneigenschaften ist es nétig, die Effekte der Schnittgeschwindigkeit v. und Anstell-
winkel \, 7 getrennt voneinander zu betrachten. Wird die beschriebene Wechselwirkung
nicht berlcksichtigt, wirden sich unweigerlich die Effekte der EinstellgréBen auf eine
ZielgréBe, z. B. Eigenspannungen, vermischen. Aus diesem Grund wird die unabhéngige
EinstellgréBe integrale Schnittgeschwindigkeit v, , eingefihrt. Diese Gré3e beschreibt
die mittlere Schnittgeschwindigkeit des Schneidenabschnitts der im Eingriff ist. Die
Berechnung erfolgt mit dem Einstellwinkel «, der fir jeden Schneidenpunkt P im Kugel-
bereich des Werkzeugs variiert. Der Einstellwinkel « ist definiert als der Winkel zwischen
der Tangente des Werkzeug-Rotationskdrpers und einer Hilfslinie, die orthogonal zur



50 4 Frastechnologie fur die Rekonturierung

Werkzeugachse steht, vgl. [Alt01, Fig.3], Bild [4.2] oder Bild [7.10{B). Abhangig von den
Einstellgr6Ben befindet sich der Schneideneingriff zwischen rkmin Und Kmax Mit jeweils
unterschiedlichen lokalen Schnittgeschwindigkeiten v; ¢. Zur Berechnung der integralen
Schnittgeschwindigkeit muss zunachst der resultierende Anstellwinkel 5 aus Vorschub-
richtungswinkel A und Kippwinkel = berechnet werden, der fir den Schneideneingriff
bestimmend ist. Der resultierende Anstellwinkel g berechnet sich mit

(4.6)

5 = arccos ( COS T -COS A )

\/C0S 72 - (Sin A2 + cos )2 + sin 72)

AnschlieBend wird mit dem resultierenden Anstellwinkel 5 der maximale kmax und
minimale xmin Einstellwinkel geometrisch aus Bild [4.4] berechnet mit

-2
Kmax = arccos (1 _ & ) +03

z

b, ) .
arccos (1 — — fur b, > f, 4.7
( DWZ /3 r z ( )
Rmin = f
arccos | 1 — =2 )— fur b, < £,.
( DWZ 5 r V4

Die Bogenlange S des Eingriffsbereiches errechnet sich durch das Integral von smin
bis kmax Uber den Radius des Kugelkopffrésers ry,. Zur Berechnung der integralen
Schnittgeschwindigkeit v. n, wird die Bogenlédnge S mit der Schnittgeschwindigkeit in
diesem Bereich v.(x) multipliziert und anschlieBend durch die Bogenlange S geteilt.
Dadurch ergibt sich ein auf die Lange des Eingriffsbogens S bezogener Mittelwert der
Schnittgeschwindigkeit im Bereich des Schneideneingriffs, der sich berechnet mit

Kmax
Vc("i) - fwz dK
Vc,m — Kmin _ T - DWZ N (COS K;mm - COS /ﬁ:max) . (48)

Kmax .
RKmax — Rmin

rWZ dl‘ﬁ‘/

Kmin

Wird nun die Oberflachengeneration berlcksichtigt, muss nur jene Schnittgeschwindig-
keit betrachtet werden, die auch die finale Oberflache generiert. Der schraffierte Bereich
in Bild [4.4] zu dem der Eingriffswinkel kmax gehort, wird mit der nachsten Werkzeugum-
drehung entfernt und ist folglich nicht oberflachengenerierend. Somit muss rmax durch
x* in Gleichung [4.8] ersetzt werden. Die Kennzeichnung * beschreibt jene Parameter,
welche die finale Oberflache generieren. x* ist somit der Einstellwinkel welcher durch die
Verwendung der finalen Hohe der kinematischen Topographie a* resultiert. Die Hohe der
kinematischen Topographie a* wird maf3geblich durch die EinstellgroBen Zahnvorschub
f, und Zeilenbreite b, definiert, wie in Kapitel beschrieben. Die Zusammenhéange
der Schnittgeschwindigkeiten bei kmax, £min UNd x* Mit unterschiedlichen resultierenden
Anstellwinkel § sind in Bild [4.5|dargestellt.
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Bild 4.5: integrale Schnittgeschwindigkeit v. n in Abhdngigkeit von dem resultieren-
den Anstellwinkel

Es ist zu beachten, dass die Werte der Schnittgeschwindigkeiten zur Vereinfachung
Uber die z-Koordinate aufgetragen sind, was die Oberflachennormalenrichtung des
Werkstlcks kennzeichnet, vgl. Bild Im linken Diagramm zeigt sich, dass flr geringe
Anstellwinkel die effektive Schnittgeschwindigkeit bei xmax geringer ist, als die Schnittge-
schwindigkeit am Werkzeugschaft. Bei der Betrachtung der finalen Oberflache (rechtes
Diagramm) sind die integralen Schnittgeschwindigkeiten noch wesentlich kleiner. Die
integrale Schnittgeschwindigkeit v, m liegt zwischen kmi, und x* und ist abhangig von
der kinematischen Topographie und den Anstellwinkeln A\, 7. Zur Vermeidung von etwai-
ger Vermischung der Effekte Schnittgeschwindigkeit und Anstellwinkel werden folglich
integrale Schnittgeschwindigkeiten flr die Versuchsplanung verwendet.

Kinematische Analyse des Kugelkopffrasens

Die Kinematik des Frésprozesses beeinflusst im hohen Maf3e die Spanungsgréf3en,
die unter anderem fur die Berechnung von Kraften von Relevanz sind. Dies ist far
das 3. Teilziel dieser Arbeit von hohem Interesse und wird daher in diesem Teilkapitel
erortert. Es ist bekannt, dass eine Vereinfachung der Kinematik zu Fehlern z. B. bei
der Berechnung der Spanungsdicke h fiihren kann und sich die Fehler bei kleinen
Spanungsdicken h nahe ¢ ~ 0°und ¢ ~ 180° erhéhen, vgl. Kapitel und Gleichung
[4.4] Wird dieser Zusammenhang im Kontext mit der Oberflachengeneration gesehen, so
ist insbesondere der Spanungsquerschnitt an der final generierten Oberflache von Inter-
esse. Das Ziel dieses Abschnitts ist es daher, zu prifen, ob bisherige Vereinfachungen
bei der Betrachtung des Frasprozesses bei der Oberflachengeneration, beispielsweise
die Gultigkeit von Gleichung [4.4] verwendet werden kénnen.

Dafir sei zunachst das Abtragsvolumen bei der Rekonturierung einer geometrisch
vereinfachten SchweiB3naht in Bild [4.6(A) betrachtet. Links in Bild [4.6[A) ist ein Voll-
und Teilschnitt schematisch dargestellt, wodurch sich drei unterschiedliche Schnitttiefen
ergeben:
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Bild 4.6: Spanungsdicke h als Funktion des Eingriffswinkels in unterschiedlichen
Schnitttiefen

1. Schnitttiefe im oberen Bereich der Schweif3naht, hier gewéhlt a, 1 = 6 mm
2. Schnitttiefe im Grundwerkstoff, neben der Schwei3naht, hier gewéhlt a,, = 1 mm
3. Kinematische Rauheit nach GI.[2.2] mit b, = 1 mm, hier Ry, = a* = 0,025 mm

Das Spanungsvolumen nach einer Werkzeugumdrehnung mit einer Schneide fir den
Teil- und Vollschnitt sowie fiir alle drei Schnitttiefen a, 1, a,» und & ist farblich rechts in
Bild [4.6(A) hervorgehoben. Insbesondere im Teilschnitt unterscheidet sich die geome-
trische Auspréagung der Volumina bei der Schnittebenen bei a, 1, a,» und & aufgrund
der unterschiedlich wirkenden, effektiven Durchmesser Dg. Die korrespondierenden
Spanungsdicken h unter Berlicksichtigung der wahren, trochoidalen Kinematik' eines
Schneidenpunktes in den Ebenen auf der Hohe a,1, a,2 und a* sind in Bild [4.6(B)

'Die reale Kinematik wurde numerisch mit einem Matlab-Programm bestimmt, analog zu [Deg11} S. 51ff].
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dargestellt. Es lasst sich erkennen, dass sich die Werte der Spanungsdicke h bei
allen Schnitttiefen unterscheiden und auch die Funktionsverldufe von h tber den Ein-
griffswinkel ¢ stark voneinander abweichen. Ebenfalls in Bild [4.6(B) sind die mittleren
Spanungsdicken hy, durch numerische Lésung der Gleichung [4.5|fir die drei Schnitt-
tiefen im Voll- und Teilnutenschnitt angegeben. Gerade im Teilschnitt bei a* resultieren
sehr geringe Spanungsdicken h, geringe effektive Werkzeugdurchmesser Dgs und somit
geringe lokale Schnittgeschwindigkeiten v; ¢. Die Vorschubgeschwindigkeit v; ist fur
alle Ebenen auf der Héhe a, 1, @, und a* gleich. Dadurch erhéht sich im Bereich der
Oberflachengeneration das Verhéltnis von Zahnvorschub f, zu Werkzeugdurchmesser
Det und Vorschub- v zu Schnittgeschwindigkeit v ¢« deutlich. Infolge dieses Zusammen-
hangs bewegt sich die Schneide nicht mehr in Richtung der Schnittgeschwindigkeit v,
wodurch das Wirk-Bezugssystem zur Beschreibung der Kinematik verwendet werden
musste und nicht wie Ublich das Werkzeug-Bezugssystem.

Fir Frasprozesse mit Schaftfrasern oder Planfrasern ist diese Vereinfachung gultig und
die trochoidale Schneidenbewegung [Deg11, ILG09] oder die Vorschubgeschwindigkeit
v; [KIo07, [Klo08] kann vernachlassigt werden. Fir die Betrachtung der Oberflachenge-
neration mit Kugelkopffwerkzeugen ist diese Vereinfachung jedoch in Frage zu stellen.
Aus diesem Grund werden im Folgenden zwei Fragen zur der Kinematik unter be-
sonderer Berlicksichtigung der Oberflachengeneration durch Kugelkopffwerkzeuge
beantwortet:

1. Muss die reale, trochoidale Kinematik des Fraswerkzeugs bericksichtigt werden?

2. Muss fur die kinematische Bewegung das Werkzeug- (v.) oder das Wirk-Bezugs-
system (v,) verwendet werden? Oder ist v, >> v und somit v, ~ v, gultig?

Zur Beantwortung der ersten Frage wird die analytische Gleichung h, = sing - f, - sin x,
die nur ndherungsweise die reale Kinematik beschreibt, mit der numerisch korrekt
berechneten Spanungsdicke h, verglichen. Der Nachteil einer numerischen Simulation
ist die deutlich héhere Rechenzeit im Vergleich zu einer analytischen Gleichung. Die
relative, prozentuale Abweichung

fom = (hm‘a — 1) -100% (4.9)
hm,n

zwischen analytischer und numerischer Berechnung der mittleren Spanungsdicke A,

aufgetragen Uber den Zahnvorschub f, und Zeilenbreite b fir die Schnitttiefen a, 1, a2

sowie der kinematischen Rauheit der Oberflachengeneration a* fir den Teilnutenschnitt

sind in Bild [4.7|dargestellt.

Die jeweils drei eingezeichneten Graphen geben die Abweichung von h,, der betrachte-
ten Ebenen aus Bild [4.6]A) wieder. Wahrend die relative Abweichung der numerischen
und analytischen Werte auf der Ebene der Schnitttiefe a, 1 und &, unterhalb von 10 %
und somit vertretbar sind, steigt der Fehler bei der Betrachtung der Oberflachengenera-
tion auf Gber 30 % bei hohen Zahnvorschiben an. Der Grund hierflr ist das deutlich
gréBere Verhaltnis zwischen Zahnvorschub f, und des effektiven Werkzeugdurchmes-
sers Dg an der generierten Oberflache, sodass die Trochoide von der analytischen
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geeignete Einstellgréfen fur die Rekonturierung
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Schnitttiefe ap12 =6 mm, 1 mm Anstellwinkel A=t =0°
Zahnvorschub f, =var. Werkzeugdurchm. Dy, =10 mm
Zeilenbreite b, =var. kin. Rauheit a* =var
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Bild 4.7: Relativer Fehler der mittleren Spanungsdicke h,, bei ndherungsweiser und
korrekter Berechnung

Gleichung stark abweicht. Die Abweichung steigt ebenfalls fiir kleinere Zeilenbreiten
b, an, wodurch die kinematische Rauheit und somit der effektive Durchmesser der
Ebene a* sinkt. Fur kleine Zeilenbreiten von b, = 0,15 mm steigt der Fehler bei der
Betrachtung der Oberflachengeneration auf tiber 50 % an. Je feiner die Oberflachenqua-
lititen durch £, und b, eingestellt werden, desto héher sind die Abweichungen zwischen
realer Kinematik und analytischer Gleichung. Die geeigneten Bereiche der Einstellgré-
Ben flr die Rekonturierung mit Kugelkopffrasen sind ebenfalls in Bild [4.7] eingezeichnet.
Es lasst sich festhalten: Bei der Betrachtung der Oberflachengeneration muss die
trochoidale Kinematik des Frasprozesses zwingend berucksichtigt werden.

Zur Beantwortung der zweiten Frage wurde eine weitere numerische Simulation mittels
Matlab aufgebaut, um die unterschiedlichen Bezugssysteme zu beriicksichtigen. Nach
DIN 6581 ist das Werkzeug-Bezugssystem fir die Bestimmung flir Konstruktion, Herstel-
lung oder Prifung der Schneidkeilgeometrie notwendig, bei dem eine Schnittrichtung,
haufig in Richtung vz, angenommen wird [DIN85]. Das Wirk-Bezugssystem legt die
Geometrie durch Beriicksichtigung der realen Kinematik wahrend des Zerspanens fir
einen Schneidenpunkt fest. Dies geschieht maBgeblich durch die vektorielle Addition

bei dem der Index ,e" fir effektiv steht. In den meisten Zerspanoperation gilt v, >> w,
sodass Wirk- und Werkzeugbezugssystem zusammenfallen. Wenn diese Vereinfachung
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nicht zutrifft, &ndert sich auch die wirkende Keilgeometrie und statt den Werkzeug-
gréBen Spanwinkel v und Freiwinkel o missen die kinematisch korrekten Werte Wirk-
Spanwinkel v, und Wirk-Freiwinkel a, berlcksichtigt werden. Das Wirk-Bezugssystem
ist durch die in DIN 6581 festgelegten Richtungsvektoren e; bis e; eindeutig bestimmt
und links in Bild [4.8((A) eingezeichnet. Des Weiteren ist schematisch der Einfluss der
Kinematik auf den Span- bzw. Freiwinkel in der Wirk-Orthogonalebene P, rechts in
Bild [4.8((A) dargestellt.

m Wirk-Schneidenebene Pge B Wirk-Orthogonalebene Pg,
5 N 1 Wirk-Spanwinkel
i €2 .
Schneiden- Werkzeug- Spanwinkel
punkt S ~_ . Bezugssystem Pre X
E §1> (Y «— el
Wirk-Freiwinkel | )
i . > Spanflache
€3 o :
_ Freiwinkel ¢ .
B Wirk-Bezugs- / Freiflache
ebene Py, Pse
B
o 14,5 =
o°  (A=307 L.
E . .\.&_9-%2’“— 4 '
o o=12° .
c . __(;_Q —_—C)— p.2 —_—
g. 8,5 y/‘_ Z l .
= /'-‘-:-_/-L_'.':js'___'z—————«)
= 55 i— M.
0 0,1 0,2 mm :
Zahnvorschub f, Kippwinkel t
Prozess Kugelkopffriasen
Schnittgeschw. v, = 60 m/min Kippwinkel t=0-60°
Zahnvorschub f, =0,05-0,35 mm Schnitttiefe ap12 =6 und 1 mm
Zeilenbreite b, = 0,5 mm Werkzeugdurchm. Dy, = 10 mm
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Bild 4.8: Relativer Fehler der mittleren Spanungsdicke h,, bei ndherungsweiser und
korrekter Berechnung

Der Ursprung des kartesischen Koordinatensystems e bis e; ist der jeweilige betrach-
tete Schneidenpunkt S. Hierbei zeigt die mit Gleichung berechnete Wirkrichtung
V. in die gleiche Richtung wie der Einheitsvektor ey, der gleichzeitig den Normalen-
vektor fir die Wirk-Bezugsebene P, darstellt. Die Wirk-Schneidenebene P, steht
tangential zur Schneide und senkrecht zur Wirk-Bezugsebene, wodurch sich die Wirk-
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Orthogonalebene P, ergibt. Rechts in Bild [4.8(A) ist die Wirk-Orthogonalebene P,e mit
den Werkzeug- und WirkungsgréBen dargestellt. Der Wirk-Spanwinkel? ist definiert als
der Winkel zwischen Spanflache und Wirk-Bezugsebene P, gemessen in der in der
Wirk-Orthogonalebene P.. Der Wirk-Freiwinkel ist definiert als der Winkel zwischen
Freiflache und der Wirk-Schneidenebene Pg,, gemessen in der Wirk-Orthogonalebene
Poe [DIN85].

In Bild [4.8(B) sind der Wirk-Span- bzw. Wirk-Freiwinkel Gber den Zahnvorschub f, und
dem Kippwinkel 7 unter Verwendung der numerischen Simulation aufgetragen. Der
nominelle Spanwinkel betragt v = 8° und der nominelle Freiwinkel o = 12°. Hierbei
wird analog zu Bild [4.6(A) zwischen zwei verschiedenen Schnitttiefen &, 1, a,2 und
der Oberflachengeneration a* unterschieden. Bei erh6htem Zahnvorschub nimmt der
Wirk-Freiwinkel zu, wéahrend der Wirk-Spanwinkel abnimmt. Dieser Effekt ist bei Be-
trachtung der Oberflachengeneration starker ausgepragt, wodurch der Wirk-Spanwinkel
fir hohe Zahnvorschibe f,, um bis zu 2° abnimmt. Der Wirk-Span- und Wirk-Freiwinkel
sind unabhéangig von der eingestellten Drehzahl n und somit auch von der am Werk-
zeugschaft wirkenden Schnittgeschwindigkeit v, aufgrund der konstanten Verhaltnisse
von v, zu v. Die lokalen Schnittgeschwindigkeiten unterscheiden sich, wodurch ins-
besondere die Anstellwinkel A und 7 einen Einfluss auf die Wirk-Geometrie besitzen.
Werden bei der Rekonturierung geringe oder negative Anstellwinkel (Bohrschnitt) ver-
wendet, weicht die Wirk-Geometrie von der Werkzeuggeometrie stark ab, sodass auch
die Freiflache direkt mit der Oberflache in Berihrung kommen kann. Wird jedoch der
Ziehschnitt mit Anstellwinkeln ab 10° verwendet, wodurch die Werkzeugspitze nicht
die finale Oberflache generiert, so ist der Fehler durch die Wirk-Geometrie vernachlas-
sigbar. Diese Einschrankung ist unkritisch, weil Bohrschnitte aufgrund der Reib- und
Quetschvorgange in der Literatur wie auch in der Praxis vermieden werden (vgl. Kapitel
[4.1], [Hoc95, [Fin01l, [Ozt09]). Es lasst sich festhalten: Bei der Betrachtung der Ober-
flachengeneration mit Kugelkopfwerkzeugen kann das Werkzeug-Bezugssystem
verwendet werden, wenn der Ziehschnitt mit A\ > 10° verwendet wird.

2Auch Wirk-Orthogonalspanwinkel genannt, weil die Betrachtungsebene die Wirk-Orthogonalebene ist,
vgl. DIN 6581 [DIN85]
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5 Versuchstechnik

Zur Ermittlung der signifikanten EinflussgréBen auf die Randzoneneigenschaften Ober-
flachentopographie bzw. Eigenspannungen werden experimentelle Zerspanuntersu-
chungen durchgeflhrt. Die Beschreibung der eingesetzten Werkzeug- und Maschinen-
technologie sowie die eingesetzte Analytik mit Betrachtung der Messunsicherheit ist
Gegenstand dieses Kapitels. Unterscheidet sich die Versuchstechnik, z. B. bei durchge-
fihrten Analogieversuchen, so wird dies im jeweiligen Kapitel separat beschrieben.

5.1 Versuchsaufbau

Versuchsmaschine

Far die experimentellen Frasuntersuchungen wurde das Deckel Maho 5-Achs-Bearbeit-
ungszentrum, Typ DMU 125P, eingesetzt. Die Maschine ermdglicht die Anstellung der
Werkzeuge um die Winkel A\, 7 durch den NC-Befehl TRAORI der Siemens Steuerung
840D, was Gleichung entspricht. Hierbei wird der Schwenkrundtisch in zwei Rich-
tungen rotatorisch und die Spindel in drei Richtungen translatorisch bewegt. Die Daten
des Bearbeitungszentrums sind in Bild [5.1) zusammengefasst.

Arbeitsbereich:
1000 x 1000 x 1250 mm

Hauptantrieb:

Nmax = 30.000 U/min
Pmax = 95 kW (86)
Mmax = 45 Nm (S6)

Werkzeugsystem:
HSKG63A
Werkzeugwechsler fiir 60 Wz.

Vorschubantriebe:
Vfmax = 60 m/min
agx = 7,8m/s?

Steuerung:
= s = Siemens 840D 3D
b ShopMill, CompCad, TRAORI

Sonstiges: Kiihlsystem:

5-Achs Simultanbearbeitung 9801 KSS / 40 bar
Schwenkrundtisch Blasluft / KSS / MMKS als IKZ
Werkstilick- und Werkzeugvermessung im Arbeitsraum Ne/75921 © IFW

Bild 5.1: Datenblatt des Bearbeitungszentrums Deckel Maho DMU 125P
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Werkstiicke

Zur Nachbildung steifer, regenerierter Werkstlicke kommen plattenférmige Halbzeuge
aus Ti-6Al-4V zum Einsatz. Nach Luftfahrtnorm (Grade 5, Werkstoffnummer 3.7164,
nach ASM4911) wurde der Werkstoff beim Hersteller warmgewalzt, vakuumgerichtet,
entzundert, gebeizt und anschlieBend zur Reduktion der Eigenspannungen spannungs-
armgegluht. Fur die Nachbildung der Regeneration wurde das Bauteil mittig getrennt
und anschlieBend durch maschinengefihrtes Elektronenstrahlschweif3en ohne Zu-
satzmaterial gefligt. Neben dem industriell Gblich verwendeten, manuell gefliihrtem
WIG-SchweiBBverfahren, dem maschinengefiihrten Plasmaschweif3verfahren, stellt das
ElektronenschweiBBen einen Regenerationsprozess mit hohen Qualitatsanspriichen dar,
vgl. Kapitel 2.1} [LGt07, Li11], S. 104ff]. Die Gefligeschliffbilder des Grundwerkstoffs @

der Warmeeinflusszone @ und der Schmelzzone @ sind in Bild[5.2(A) dargestellt.

Werkstiick Elektronen-
aus Ti-6Al-4V schweillnaht—_|

P o A

armeelnflusszone “\

NT Y R

W
AL IV x@

Harte &3

HVos
150
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Wit%

h
85I “ H H i““" ‘ I I
0 2 4 mm 8 0 2 4 mm 8

Position X Position X Ne/75920 © IFW

0 Jj Ry

{2V e > €2}

Anteil V  Anteil Al

Anteil Ti

Bild 5.2: Mit Elektronenstrahlschwei3en gefigtes Analogiewerkstlck aus Ti-6Al-4V

Die ausgepragte Grenzlinie zwischen der Schmelz- und Warmeeinflusszone entsteht
durch die Uberschreitung der Solidustemperatur des Grundwerkstoffs [L{it07]. Ebenfalls
ist zwischen dem Grundwerkstoff und der Warmeinflusszone eine Grenzlinie aufgrund
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des hohen Warmegradienten durch den Elektronenstrahl gut sichtbar, die den Bereich
markiert, bei dem gréBtenteils die -Transustemperatur Uberschritten wurde. Das Ge-
flge in der Schmelzzone zeigt eine grobkdrnige, lamellare Struktur, die ebenfalls bei
gegossenen Titanlegierungen entsteht. Wahrend die Warmeeinflusszone sowohl lamel-
lare als auch bimodale Mikrostrukturen aufweist, ist der Grundwerkstoff rein bimodal.

Tabelle 5.1: Chemische Zusammensetzung von Ti-6Al-4V in Gewichtsprozent [Spi09]

Ti Al Vv N O Fe C Rest
>87,7 | 550-6,75| 3,50-4,50 | <0,05 | <0,20 | <0,40 | < 0,08 | max. 0,40

Wie dem Bild[5.2(B) zu entnehmen ist, steigt die Vickershérte im Bereich der Schmelz-
und Warmeeinflusszone um ca. 13 % gegentber dem Grundwerkstoff an, wahrend die
wichtigsten chemischen Komponenten von Ti-6Al-4V im Bereich der Warmeeinfluss-
und Schmelzzone nahezu konstant bleiben. Dies bestatigt die Erkenntnisse von Kel-
bassa, die aufzeigen, dass bei einer geeigneten Prozessflihrung des Schweil3ens, die
Eigenschaften von geschweif3ten Bauteilen vergleichbar mit denen von Originalbautei-
len sind [Kel02]. In Tabelle [5.1]ist die chemische Zusammensetzung der in dieser Arbeit
verwendeten Ti-6Al-4V Legierung nach [Spi09] aufgelistet. Mittels energiedispersiver
Réntgenspektroskopie (EDX) wurden die chemische Zusammensetzung aus Tabelle[5.1]
Uberpruft und befinden sich innerhalb der angegebenen Grenzen. Die Werkstofftkenn-
werte von Ti-6Al-4V sind in Tabelle aufgelistet und stammen aus [Spi09, [Roo11].
Die mit einem Stern gekennzeichneten Werte wurden durch einen Zugversuch nach
DIN 50125 Form B ermittelt [DINQ9].

Tabelle 5.2: Werkstoffkennwerte von Ti-6Al-4V [Spi09, [Roo11], IDINO9]

Bezeichnung Karzel Wert  Einheit
Elastizitatsmodul* E 108 GPa
Dehngrenze* Ro2 989 MPa
Zugfestigkeit* R 1.016 MPa
Warmeleitfahigkeit ATi 6,30 W/(mK)
Mittlere spezifische Warmekapazitat Com 5652 JK/kg
Mittlerer Warmeausdehnungskoeffizient at, 8,15 10°%/K
Dichte ) 4430 kg/m?d
Bruchdehnung* Ao, 13,8 %
Werkzeuge

Fir die experimentellen Untersuchungen in Kapitel [6] Kapitel [8] und Kapitel [9kommen
zwei Kugelkopfwerkzeuge mit unterschiedlicher Makro- und Mikrogeometrie zum Ein-
satz, deren wichtigste KenngréB3en in Tabelle [5.3] zusammengefasst sind. Werkzeug 1
ist ein steifes, scharfes, unbeschichtetes Vollhartmetallwerkzeug mit nahezu konstantem
Span- und Freiflachenwinkel im Kugelbereich. Somit sind trotz Werkzeuganstellungen
Schneidenbereiche mit konstanter Makrogeometrie im Eingriff, was grundlegende Un-
tersuchungen zur Effektanalyse vereinfacht (vgl. Kapitel [6.1). Das zweite Werkzeug ist
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mit verrundeten Wendeschneidplatten des Typs R216-10 02 E-M ausgestattet, die mit
einer TiN Beschichtung versehen sind. Aufgrund der Position der Wendeschneidplatte
relativ zur Werkzeugachse variieren hierbei Span- und Freiwinkel, sodass die wirkende
Geometrie im Kugelbereich nicht konstant ist. Das Werkzeug 2 wurde aufgrund der
héheren Gesamtlange /; im Vergleich zu Werkzeug 1 ausgewéahlt und zur Durchfiihrung
von Untersuchungen mit nur einer Schneide genutzt. Lang auskragende und damit
nachgiebige Werkzeuge sind bei der Rekonturierung nicht unublich, beispielsweise
fir die Bearbeitung von Stérgeometrien nahe des SchaufelfuBBbereiches aufgrund der
eingeschréankten Zuganglichkeit. Die Makro- sowie Mikrogeometrie beider Werkzeuge
wurden im Kugel- sowie im Schaftbereich mit dem Messsystem Walter HeliCheck und
einem Streifenlichtprojekttionssystem der Firma GFM, Typ MikroCAD gemessen.

Tabelle 5.3: Eingesetzte Kugelkopfwerkzeuge ohne Gestaltvariationen

Schneidkante Werkzeug 1 Werkzeug 2

w& “DWZ
7 > . ‘
l< I »| Tragerwerkzeug WSP Schneidkante

Typ Vollhartmetallwerkzeug Wendeschneidplattenwerkzeug
Hersteller Seco Sandvik
Bezeichnung  JH970100 CoroMill R216-10A16-050 (1002 E-M)
Durchmesser Dy, =10 mm Dw; =10 mm
Gesamtlénge /4 =80 mm Iy =160 mm
Schneidenlange /, =15 mm L =8,6mm
Zahnezahl z =2 z =1oder2 (wéhlbar)
Drallwinkel ) = 30° (Kugelbereich) 6 =9-11° (leicht variierend)
Freiwinkel o =12° oa =19-25° (variierend)
Spanwinkel Y =8° y =(-16°)- (- 8°) (variierend)
Verrundung rg =4um rg =35um
Beschichtung  keine TiN Ne/75922 © IFW

5.2 Analytik und Messunsicherheit

5.2.1 Prozesskrafte

Zur Erfassung der werkstiickbezogenen Prozesskrafte wird ein Kistler Mehrkomponenten-
Dynamometer, Typ 9257B verwendet. Das physikalische Messprinzip basiert auf dem
direkten, piezoelekirischen Effekt, bei dem durch eine gerichtete elastische Deforma-
tion mikroskopische Dipole in den Elementarzellen des Piezokristalls entstehen, die
proportional zu der wirkenden Kraft sind. Im eingesetzten Dynamometer sind vier Kraft-
sensoren verbaut, von denen jeder drei Quarzkristall-Plattenpaare enthélt, die auf Druck
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in Z-Richtung bzw. auf Schub in X und Y-Richtung reagieren und, wie in Bild [5.3(A)
dargestellt, verschaltet sind. AnschlieBend werden die Ladungen in einem Verstarker
vom Typ 5019B der Fa. Kistler zu einer messbaren Spannung aufintegriert. Das analoge,
auf den eingestellten Messbereich normierte Spannungssingal von +10 V wird mit Hilfe
einer A/D-Wandlerkarte vom Typ BNC 2090 der Firma National Instruments digitalisiert
und mittels einer LabVIEW Umgebung auf dem Messrechner verarbeitet und skaliert.
Die in Bild[5.3(B) schematisch dargestellte Messkette besitzt zeitlich abhangige (Drift,
Dynamik des Systems) sowie statische (systematische, zuféllige) Messabweichungen,
die im Folgenden durch Messunsicherheiten quantifiziert werden.

e — xR

____________

. * Quelle: Kistler  \ C— —> ~ &;‘.*‘“‘

- Verbindungs- Q Uy

Fy kabel ’_ > > >

U A

fy [} o s ‘> > LabVIEW

F Q3 Us D

p4 > // > / >
Dynamometer Verteilerbox Ladungs-  A/D-Wandler Mess-

y g
verstarker rechner

Ne/75923a © IFW

Bild 5.3: Messkette der Prozesskraftmessung

Die relative, zuféllige Messunsicherheit der gesamten Messkette bei statischer Messung
unter Wiederholbedingung (vgl. DIN-1319-1 [DIN95]) wurde mit einem Gewichtstest
ZU ugo%/X = 0,11 % berechnet, was mit den Angaben der Fa. Kistler von 0,1 % Uber-
einstimmt und somit vernachlassigt wird. Fir den Anwender lasst sich schlussfolgern,
dass ein gleich durchgefiihrtes Experiment mit statischer Last, ohne Anderung an der
Messkette, eine Kraft liefert, die zufallig um 0,1 % des Messwerts schwankt. Mit der
Methodik des Komponententauschs (vgl. [Kle11) S. 56ff]) von allen Messkettenelemen-
ten wurde die statische, systematische Messabweichung unter Vergleichsbedingung
bestimmt, deren Ergebnis links in Bild 5.4 dargestellt ist. Im ungiinstigsten Fall ergibt
sich eine relative Messunsicherheit von jigge, /X = 2,67 %. Weil im Rahmen dieser Arbeit
unterschiedliche Messkettenelementen verwendet wurden und somit hohe relative, sys-
tematische Messunsicherheiten méglich sind, wurde zu Beginn jeder Untersuchungen
die Messabweichtung durch Anpassung der Skalierung in LabView korrigiert. Dazu wur-
de flir den gewahlten Messbereich ein definiertes Gewicht auf die Kraftmessplattform
jeweils in X, Y und Z-Richtung gelegt. Das Gewicht wurde zuvor mit einer Hochpréazisi-
onswaage gemessen. Mit dieser Methodik wurde die statische Messabweichung auf
durchschnittlich pgge, /X = 0,25 % reduziert.
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Der zeitabhangige Drift des Ladungsverstarkers, unter anderem bedingt durch un-
gereinigte Messkontakte der Ladungsibertragung, kann bei einem linearen Verlauf
nachtréaglich kompensiert werden und ist somit unkritisch. Signalverfalschungen treten
jedoch haufig durch die Anregung des Schwingungssystems Werkzeug-WerkstUck-
Dynamometer bei der Zerspanung auf. In der Regel sind die Anregungsfrequenzen
aus dem Zerspanprozess z. B. durch den Zahneingriff niedrig, wodurch geringe Eigen-
frequenzen des Schwingungssystems Werkzeug-Werkstlick-Dynamometer zu einer
erhéhten Messunsicherheit fihren kénnen. Somit sind z. B. hohe Werkstiickgewichte
oder hohe Zahneingriffsfrequenzen zu vermeiden.
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Bild 5.4: Die wichtigsten Messunsicherheiten der Prozesskraftmessung, statisch und
dynamisch

Eine Zusammenfassung der experimentell ermittelten, dynamischen Messunsicherheit
ist rechts in Bild [5.4] dargestellt. Hierbei wurde das Werkstlick aus Bild 5.2 unter Variati-
on des Vorschubrichtungswinkels A und der Drehzahl n bearbeitet. Vereinfacht wurde
die Eigenfrequenz des Schwingungssystems Werkzeug-Werkstliick-Dynamometer in
X-Richtung auf f, = 2.041 Hz durch Transformation der Kraftsignale in den Frequenz-
bereich bestimmt. Das Frequenzverhaltnis aus Bild [5.4]ist der Quotient zwischen der
Zahneingriffsfrequenz und der Eigenfrequenz des Systems £, und ist ein Maf3 fir die
Bewertung der dynamischen Messunsicherheit. Die relative Messunsicherheit in Ab-
hangigkeit des Frequenzverhaltnis nach Angaben der Fa. Kistler ist ebenfalls in Bild
angegeben. Ferner sind die Amplitudenverhaltnisse angegeben, was den Quotienten
aus der Amplitude des Nutzsignals (bei der Zahneingriffsfrequenz) zum Stérsignal (bei
der Eigenfrequenz des Systems) entspricht. Es zeigt sich, dass hohe Anstellwinkel
A, 7 zu héheren Amplitudenverhaltnissen bei gleichen Zahneingriffsfrequenzen fuh-
ren. Dies lasst darauf schlieBBen, dass hohe Anstellwinkel das Schwingungssystems
Werkzeug-Werkstlick-Dynamometer starker anregen. Somit kébnnen im kritischsten Fall
Zahneingriffsfrequenzen von 100 Hz zu signifikanten Signalverfalschungen aufgrund
der dynamischen Messunsicherheit fihren. Diese Effekte lassen sich nur durch steifere
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Werkzeuge, leichtere Werkstlcke und geringen Drehzahlen vermeiden, was jedoch die
Versuchsplanung stark einschranken warde.

Aus diesem Grund wurde fir diese Arbeit ein kritischer Bereich des Amplituden bzw. Fre-
quenzverhéltnisses festgelegt, eingezeichnet in Bild[5.4] das in den Versuchsplanungen
bericksichtigt und mdglichst vermieden wird. Zur Verringerung der Schwingungsam-
plitude im Messsignal durch die Eigenfrequenz wird ferner ein digitaler Butterworth-
Tiefpassfilter 5. Ordnung mit einer Eckfrequenz von 1.500 Hz eingesetzt, was zu einer
Reduktion des Storsignals bei der Frequenz von —16,85 dB bzw. maximal —0,06 dB des
Nutzsignals fihrt. Die Abtastrate wurde unter Berticksichtigung des Nyquist-Shannon-
Abtasttheorems auf 20 kHz eingestellt.

5.2.2 Topographie

Zur vollstandigen Beurteilung der Topographie nach der Rekonturierung ist eine klas-
sische Charakterisierung anhand zweidimensionaler Rauheitskenngré3en, die tber
das etablierte und genormte Tastschnittverfahren ermittelt werden, nicht ausreichend.
Aus diesem Grund werden neben dem Tastschnittverfahren (vgl. Kapitel die
Werkstucktopographien mit einem konfokalen Weif3lichtmikroskop der Fa. Nanofocus,
Typ usurf digitalisiert. Hierbei wird das von einer Hochleistungs-LED erzeugte Licht
durch eine rotierende Lochscheibe auf das Werkstlck fokussiert und von der Oberflache
reflektiert. Durch eine Punktéffnung in der Lochscheibe werden nur jene Lichtanteile
weiter zu einer CCD Kamera geleitet, die sich im Fokus zur Oberflache befinden. Der
Vorteil der drehenden Scheibe ist eine schnellere Rasterung der Probe durch viele
Fokuspunkte im Vergleich zu Punktscannern. Die dreidimensonale Topographie der
Probe wird durch eine Vielzahl horizontaler Schnitte erzeugt, bei dem die vertikale
Zustellung des Objektivs Uber einen Piezoaktor realisiert wird.
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Bild 5.5: Einfluss der Objektive des konfokalen Weil3lichtmikroskops psurf auf die
Messergebnisse

Bei der Verwendung der konfokalen WeiB3lichtmikroskopie ist bekannt, dass die Wahl
des Objektivs das Auflésungsvermégen und somit die Qualitéat der Messung beeinflusst
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[Goe13]. Aus diesem Grund wurden zunéachst unterschiedliche Objektive miteinan-
der verglichen. Das Messfeld wurde auf ca. 1,5mm x 1,5 mm konstant gehalten. Bei
Objektiven mit hoher VergréBerung sind mehrere Aufnahmen fir das Messfeld nétig,
die mit der vorhanden Software miteinander verbunden werden, engl. stitching. Als
Referenzwerkstick dient ein Rauheitsnormal, das ahnliche Reflektionseigenschaften
und RauheitskenngréBen aufweist, wie die rekonturierten Werkstlicke aus Kapitel [5.1]
Zur Aufbereitung der Messdaten werden die langwelligen Anteile mit einem F-Operator
entfernt, sodass eine flache Oberflache resultiert. Die Ergebnisse ausgewahlter Rau-
heitskenngréBen unter Vergleichsbedingung von je 10 Messungen mit langs und 10
Messungen mit quer positionierter Probe sind in Bild 5.5 dargestellt.

taktile Messung (500 Schnitte 12

in Y- Rlchtung

(50x Objektiv
’ ‘\ mm
” ‘1’*‘;_ 1 . \ : \ - ‘\

optische Messung

Z-Koordinate
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Bild 5.6: Vergleich zwischen Objektiv 50x und taktiler Oberflachenmessung

Das 10x Objektiv zeigt hierbei die gréBten Messschwankungen aller Rauheitskennwerte
und wird daher nicht zur Digitalisierung der Oberflache verwendet. Mit dem 20x Objektiv
sind die Konfidenzintervalle deutlich kleiner, jedoch weichen insbesondere die zweidi-
mensonalen Rauheitskennwerte um maximal 56 % im Vergleich zur taktilen Messung
ab, wahrend das 50x bzw. 100x Objektiv jeweils dhnliche Ergebnisse liefern. Somit ist
das 50x Objektiv ein guter Kompromiss zwischen Messzeit und Auflésungsvermogen.
Es sei zu beachten, dass die gréBten Messschwankungen durch das Positionieren der
Probe langs und quer zum Objektiv resultierten und die relativen Messungenauigkeiten
bei gleicher Positionierung der Probe bei allen Objektiven mit durchschnittlich 2,48 %
gering sind. Als Referenz zum ausgewahlten 50x Objektiv wurden die Probe takiil
mit 500 parallelen Profilschnitten vermessen, die anschlie3end zur Erzeugung einer
dreidimensonale Oberflache miteinander verbunden wurden (Messzeit ca. 4 Stunden).
Der Vergleich zwischen der taktilen und optischen Messung ist in Bild [5.6|dargestellt.
Es zeigt sich eine gute Ubereinstimmung der Oberflachendigitalisierung, bei denen
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der Oberflachenkennwert Rz im dargestellten Profilschnitt um 0,8 % voneinander ab-
weicht.

5.2.3 Eigenspannungen

Die Ermittlung der oberflachennahen Eigenspannungen 1. Art erfolgt durch die etablierte,
zerstorungsfreie rontgenografische Analyse mit einem Zweikreis-Réntgendiffraktometer
vom Typ XRD 3000P bzw. XRD 3003 TT. Dabei wird die Dehnung von Kristalliten
bestimmt, was im Folgenden beschrieben wird. Das Messobjekt wird einer gerichteten
Roéntgenstrahlung in der Messrichtung ¢ (Azimutwinkel) ausgesetzt, die durch das
Abbremsen von beschleunigten Elektronen auf eine Anode (hier Kupfer) entsteht und
mittels einer Folie (hier Nickel) auf eine definierte Wellenlange (hier A\g = 0,154 nm)
gefiltert wird. Mit der sogenannten Kf3 Filterfolie wird das Rontgenspektrium, bestehend
aus Bremsstrahlung und charakteristische Spektrum, gedampft, um Uberwiegend ein
monochromatische Kx Strahlung zu erhalten. Es ist zu beachten, dass die Wellen-
lange Ar der monochromatischen Réntgenstrahlung etwa in der Gré3enordnung von
Atomabstanden in einem Kristallgitter entspricht, deren Abstand zueinander mit dem
Netzebenenabstand di bezeichnet wird. Dabei wird die Rontgenstrahlung Gberwiegend
vom Probenmaterial absorbiert, jedoch kénnen durch die ahnlichen Werte von a, und
Ar ebenfalls Ablenkungen, sogenannte Beugung (lt. Diffraktion), beobachtet werden.
Dies geschieht, wenn die Bragg-Gleichung erflllt ist

n-)\R=2-dhk|-sin6. (51)

Die Bragg-Gleichung beschreibt eine Erhéhung der Wellenamplitude der gebeugten
Roéntgenstrahlung. Diese sogenannte konstruktive Interferenz der Wellenamplitude ist
eine Wechselwirkung zwischen der monochromatischen Réntgenstrahlung und den
auBeren Elektronen des Atomgitters. Eine konstruktive Interferenz entsteht, wenn der
Netzebenenabstand d unter einem bestimmten Beugungswinkel 260 dem vielfachen
der Wellenlange der Rdntgenstrahlung Ag entspricht, wie in Bild [5.7(A) schematisch
dargestellt.

Kristallgitter sind dreidimensionale, periodisch angeordnete Struktureinheiten, sodass
die konstruktive Interferenz aus Gleichung nur unter bestimmten Winkeln von 20
auftritt. Bei polykristallinen Werkstoffen sind die statistisch verteilten Kristallite im Ge-
flge solche Struktureinheiten. Es befinden sich in einem polykristallinen Werkstoff
meist zufallig genug Kristallite in einer Orientierung, die Gleichung[5.1] erfillen. Wird die
gebeugte Rdntgenstrahlung einer polykristallinenen Probe mittels eines Detektors auf-
gefangen und Gber den Beugungswinkel 20 aufgetragen (Einfallswinkel = Ausfallswinkel),
so entsteht ein werkstoffspezifisches Rontgenbeugungsdiagramm, auch Diffraktogramm
genannt, wie in Bild [5.7[B) fir die hexagonale x-Phase von Titan dargestellt.

Jedes Beugungsmaxima im Diffraktogramm stellt eine Netzebenenschar im Kristallgitter
dar, die mit den Millerschen Indizes hkl bezeichnet werden. Bei Eigenspannungen
treten elastische Verformungen im Kristallgitter auf, sodass der Netzebenenabstand i
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Bild 5.7: Bragg'sche Beugungsbedingung und Diffraktogramm von a-Titan

verandert wird und sich somit die Lage der Peaks im Diffraktogramm leicht nach rechts
oder links verschieben. Die Anderung einer ausgewahlten Peaklage (A# ~ 0,01° bis
0,5°[Spi09]) wird unter Variation des Probenkippwinkels ) (Polwinkel) bestimmt und
mit Gleichung in eine Anderung des Netzebenenabstandes Ad umgerechnet. Es
wird angenommen, dass die ermittelte Anderung des Netzebenenabstandes Adky fir
alle Kristallite in Reflektionsstellung reprasentativ fur die makroskopische Dehnung e,
in Messrichtung ¢ ist, es gilt [Mac61]

B Adh B A@(b,w
v = ( Chki >¢,¢ © tan@’ (5:2)

Wird die errechnete Dehnung ¢, bei konstantem Messwinkel ¢ Gber das sin® des
Probenkippwinkels v aufgetragen, so ergibt sich flr nicht-texturierte, isotrope Werkstoffe
ein linearer Zusammenhang, dessen Steigung m proportional zur Eigenspannung o in
Messrichtung ¢ ist

a€¢¢ UV + 1
= = - 0. 53
osin?y  E ¢ (5-:3)

Der Grund flr den linearen Anstieg ist in der mathematischen Beschreibung der Elasti-
zitatstheorie zu finden, die fur einphasige, makroskopisch isotrope Werkstoffe, unter
Annahme eines ebenen, makroskopisch homogenen Spannungszustandes

1 . .
€00 = 5% (01 cos? ¢ + 0 sin? gb) -sin? 1) + 81 (01 + 02) (5.4)

lautet [Mac61]. Fir eine konstante Messrichtung ¢ ist die Dehnung nach Gleichung
linear abhéngig vom sin® ¢/, was namensgebend fiir diese Methode ist. Hierbei sind o4 »
die erste und zweite Hauptspannung, s; und %32 die elastischen Spannungskonstanten
des betrachteten Werkstoffs.

Bei Ti-6Al-4V ist bekannt, dass der Einfluss von Texturen gering ist, wenn der Peak der
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Tabelle 5.4: VVerwendete ¢-Werte bei der Eigenspannungsmessung von Ti-6Al-4V

Y -45,0 | -37,8 | -30,0 | -20,7 0 20,7 | 30,0 | 37,8 | 450
sin | 0,500 | 0,375 | 0,250 | 0,125 0 0,125 | 0,250 | 0,375 | 0,500

Gitterebene «Ti-213 zur Eigenspannungsbestimmung verwendet wird [Vel10]. Gleich-
zeitig reduzieren gro3e Einstrahlwinkel ¢ bei dieser Gitterebene mégliche Probenpositio-
nierfehler, was ebenfalls bei «Ti-213 der Fall ist. Ferner ist der Einfluss des [3-Anteils am
Gefiige gering, sodass sich die fiir die sin® -Methode notwendigen linearen Verlaufe
ergeben [Fra79]. Die verwendeten ¢-Werte und Materialkonstanten fir «-Titan sind in

Tabelle [5.4]und[5.5| aufgelistet.

Die Messunsicherheit der réntgenografischen Eigenspannungsmessung an der Bau-
teiloberflache wurde unter Wiederhol- und Vergleichsbedingung bestimmt. Bei Wie-
derholbedingung wurden 18 Eigenspannungsmessungen an der gleichen Stelle einer
rekonturierten Werkstlckprobe durchgefiihrt, womit die Messungenauigkeit durch das
Réntgendiffraktometer und der manuellen Werkstickpositionierung bestimmt wird, dar-
gestellt links in Bild[5.8]
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Streuung Eigenspannungen g, Streuung Eigenspannungen g,
18 Wiederholungsmessungen an gemittelte Varianz von 48 Messungen
einem rekonturierten Werkstlck an an unterschiedlichen Messstellen
der gleichen Messstelle verschiedener rekonturierter Werkstiicke
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Bild 5.8: Messungenauigkeit der rontgenografischen Eigenspannungsmessung von
Ti-6Al-4V nach der Bearbeitung mit Werkzeug 1

Bei der Vergleichsbedingung wurden 8 Werkstlcke mit unterschiedlichen Zahnvor-
schiben f, und Zeilenbreiten b, rekonturiert und je 6 Eigenspannungsmessungen an
unterschiedlichen Messstellen der Oberflache durchgefihrt. Der mittlere Einfluss der
EinstellgréBen auf die Eigenspannungen wurde durch die Subtraktion des Mittelwertes
der 6 Messungen je Probe herausgerechnet und die mittlere Varianz p, aller 8 Werk-
stlicke berechnet. Aufgrund der Erwartungstreue der Varianz mus. ist diese Berechnung
gultig (vgl. [Kle11, S. 183ff]). Die Varianz der Vergleichsbedingung, dargestellt rechts
in Bild [5.8] bericksichtigt die Messungenauigkeit der Wiederholungsbedingung und
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Tabelle 5.5: Netzebenenabhangige Materialkonstanten von reinem «-Titan [Eig95]
und gewahlte Einstellungen der Rontgendiffraktometrie

Elastizitatsmodul E =112,994 GPa | Netzebene hkl = 213
Querkontraktionszahl v =0,31977 Bragg-Winkel 20 =139,317°
Elastizitatskonstante 1 sy = -2,83 Pa~' Strahlungsquelle Cu K
Elastizitatskonstante 2  1s, = 11,68 Pa~' | Informationstiefe Zo=5,1um

zusatzlich den Einfluss lokal unterschiedlicher Eigenspannungen, zuféllige Einflisse
beim Frasen sowie Werkstlckvarianzen.

Es zeigen sich deutlich erhdhte Konfidenzintervalle ¢ im Vergleich zur Wiederholungs-
bedingung. Die Messungenauigkeit steigt flr erhdhte Zahnvorschiibe und Zeilenbreiten,
wodurch die erhéhte Streuung mafBgeblich auf lokal leicht variierende Eigenspannungen
zurlckzufthren ist (vgl. [PI602, Val12]). Es qilt: Fur einen statistisch abgesicherten
Vergleich von Eigenspannungsmessungen bei variierenden EinsteligroBen gel-
ten fir Ti-6Al-4V die Konfidenzintervalle ¢ der Vergleichsbedingung.

5.3 Grundlagen nichtlinearer Versuchsplane

Fir die Abbildung nichtlinearer Einflisse sind mindestens drei Stufen / einer Einfluss-
gréBe (ve, £, A, v, etc.), auch Faktor genannt, in einem Versuchsplan notwendig. Haufig
wird in der Versuchsplanung ein Faktor variiert, wahrend die anderen Faktoren kon-
stant gehalten werden. Diese Methode, auch klassische Versuchsplanung genannt
(engl. One-factor-at-a-time), ist einfach und nachvollziehbar, besitzt jedoch erhebliche
Nachteile, z. B. dass der Aufwand mit vielen Faktoren schnell steigt, Einzel- und Wech-
selwirkungen nicht erkannt werden und die gewahlten konstanten Faktoren in dieser
Methode eine gréBere Bedeutung zukommen [Kle11, (Czi99].

Ein klassischer Versuchsplan hat dennoch seine Berechtigung, wenn z. B. Wechselwir-
kungen ausgeschlossen werden kénnen. Die oben genannten Nachteile kbnnen durch
vollfaktorielle Versuchspldne umgangen werden, bei dem alle méglichen Einstellungen
der Faktoren miteinander kombiniert werden. Jedoch steigt der Versuchsaufwand expo-
nentiell mit der Anzahl der Stufen, sodass / > 3 als nicht mehr praktikabel gilt [Kle11], S.
213ff].

Bei nichtlinearen Versuchsplanen mit drei Faktorstufen sind zentral zusammengesetzte
Versuchsplane (engl. Central Composite Designs, CCD) zielflihrend, die eine Erwei-
terung eines zweistufigen, vollfaktoriellen Versuchsplans durch Sternpunkte darstellt.
Der Vorteil ist die Orthogonalitat' des Versuchsplans bei geringem Auswerteaufwand.
Werden mehr als drei Stufenwerte bendtigt oder sind die gewisse Faktorstufenkom-
binationen aus einem CCD Versuchspan nicht mdglich, sind sogenannte optimale

'Orthogonale Versuchsplane vermengen nicht die Haupteffekte der untersuchten Faktoren. Das Skalar-
produkt zweier beliebiger Spalten in orthogonalen Versuchsplanen ist immer 0.
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Versuchsplane eine Alternative, bei denen die Faktorstufenkombinationen frei gewahlt
werden kdnnen.

Die Auswertung von nichtlinearen Versuchspanen (CCD, D-Optimal, etc.) geschieht mit
einem empirischen, multiplen linearen?® Regressionsmodell. Diese Auswertemethodik
durch Regression wird im englischen auch Response-Surface-Methodology (RSM)
genannt. Dazu wird die Matrixgleichung

Y, 1 X2 - Xyj o0 Xip b;
Y2 1 Xog -+ Xgj -+ Xop b2
Yi 1T X - X5 - Xp b; (5.5)
Yn 1 Xn2 A an A an bp
—— N ~ ——
v X g

verwendet. Hierbei sind die Eintrage im Spaltenvektor Y die experimentellen Messer-
gebnisse (Anzahl n) und im Spaltenvektor b die Koeffizienten des Regressionsmodells
(Anzahl p). In der sogenannten Modell- oder Designmatrix X steht in jeder Spalte der
jeweilige Faktor des gewahlten Modells und in jeder Zeile die verwendete GrdBe im
Versuchsplan. Je nachdem wie die Designmatrix X aufgebaut ist, kdnnen in den Spalten
jeweils Wechselwirkungen der Faktoren, lineare, quadratische oder kubische Zusam-
menhéange stehen, die jeweils durch einen dazugehérigen Koeffizienten b, beschrieben
werden. Beispielsweise steht in der 2. Spalte £, in der 3. Spalte die Wechselwirkung £, - v,
oder bei einem quadratischen Modell in der 4. Spalte b? etc. Somit ist das Gleichungs-
system durch eine Vielzahl von Mdglichkeiten I6sbar, abhangig wie die Designmatrix,
also der Versuchsplan, aufgebaut ist.

Bei optimalen Versuchsplanen wird die Designmatrix X bzw. die Informationsmatrix
(X7X) nach unterschiedlichen statistischen Kriterien iterativ optimiert. Ein vollfaktorieller
Versuchsplan dient hierbei als Basis fir die iterative Optimierung. Das gelaufigste Krite-
rium ist die D-Optimalitat, bei dem die Determinante der Informationsmatrix maximiert
wird und somit die maximalen Informationen aus dem Experiment verfligbar werden.
Der gr6Bte Nachteil der optimalen Versuchsplane ist die schwer nachvollziehbare,
rechnergestltzte Auswahl der Versuchspunkte.

In dieser Arbeit werden sowohl klassische, fraktionelle, zentral zusammengesetzte und
D-Optimale Versuchspléane verwendet, je nach Anforderung an die experimentellen
Untersuchungen und der wissenschaftlichen Fragestellung. Die Wahl des Versuchs-
plans, mit den jeweiligen gewahlten Faktorstufenkombinationen, werden zu Beginn
jedes Kapitels erértert.

2Das Wort linear bezieht sich hierbei auf die zu ermittelnden Regressionskoeffizienten die in erster Potenz
in das Modell einflieBen. Die mathematische Funktion mit den Variablen kénnen aber nichtlinear sein.
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6 Identifikation der signifikanten EinflussgroBen auf
die Randzoneneigenschaften

Um das erste Teilziel dieser Arbeit zu erreichen, werden zunéachst jene Einflussgréf3en
identifiziert, die einen Einfluss auf die Eigenspannungen und die Oberfldchentopogra-
phie besitzen. Die verwendete Methodik zur Identifikation wird in Kapitel erlautert.
Als EinflussgréBen werden sowohl die Prozesseinstellgré3en Schnittgeschwindigkeit
Ve, Zahnvorschub f,, Zeilenbreite b;, Schnitttiefe a,, Vorschubrichtungswinkel A und
Kippwinkel 7 als auch die Werkzeuggestalt mit Spanwinkel ~, Freiwinkel o und Schneid-
kantenverrundung r; sowie die Prozessstrategie Gleich- bzw. Gegenlauf betrachtet
und im Folgenden als Faktoren bezeichnet. Aufgrund der hohen Bedeutung des Mate-
rialauftrags bei der Regeneration wird der Einfluss der Reparaturschweif3ung auf die
Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung separat bewertet.

6.1 Versuchsplanung

Fraktioneller, faktorieller Versuchsplan

Zur ldentifikation der signifikanten Einflussgré3en auf die Randzoneneigenschaften
eignet sich ein klassischer Versuchsplan nicht, weil hierdurch nur bedingt die Einzelef-
fekte und nicht die Wechselwirkungen identifiziert werden kénnen. Bei der Verwendung
eines vollfaktoriellen Versuchsplans, beschrieben in Kapitel [5.3] wirden Einzel- und
Wechselwirkungen zwar erkannt werden, jedoch steigt der Versuchsaufwand fir viele
Faktoren schnell an. Flr den Fall der Rekonturierung mit Kugelkopfwerkzeugen, mit den
10 oben genannten Faktoren, wirden sich 2'° = 1024 Versuche ohne Wiederholungen
ergeben.

Eine Reduktion des Versuchsumfangs wird durch den Fokus auf die Haupteffekte' bzw.
2-fach Wechselwirkung ermdéglicht, indem nur ein Teil aller Faktorstufenkombinationen
realisiert wird. Es ist bekannt, dass Wechselwirkungen héherer Ordnung (3-fach und
héher) fir die meisten technischen Applikationen nicht auftreten und somit vernach-
lassigbar sind [Kle11]. Somit wird eine Reduktion des Versuchsaufwands ermdglicht,
indem die Haupteffekte mathematisch mit den vernachlassigbaren Wechselwirkungen
héherer Ordnung vermengt werden. Eine Vermengung ist somit eine Vermischung der
Effekte von z. B. des Faktors Zahnvorschub f, mit z. B. einer 3-fach Wechselwirkung der
Faktoren Schnitttiefe a,, Kippwinkel 7 und Spanwinkel .

Diese Art der Versuchsplane ist besonders bei vielen Faktoren mit wenigen Infor-
mationen Gber deren Wirkungen (vgl. Kapitel geeignet sowie bei der Frage der
Signifikanz der Faktoren auf die jeweilige ZielgréBe. Somit ist die Methodik eines fraktio-
nellen, faktoriellen Versuchsplans, auch Screening-Versuchsplan genannt, geeignet zur

Ein Effekt ist der Einfluss eines Faktors auf eine ZielgréBe in Abhangigkeit des Stufenwertes des Faktors
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Identifikation der signifikanten Einflussgré3en auf die Randzoneneigenschaften nach
der Rekonturierung. Der Versuchsumfang N berechnet sich hierbei zu

N=n-m=/[kP), (6.1)

Dabei ist n die Anzahl der Realisierungen, m die Anzahl der Faktorstufenkombinationen,
| die Anzahl der Stufen, k die Anzahl der zu untersuchenden Faktoren und p die Reduk-
tion im Vergleich zu einem vollfaktoriellen Versuchsplan. Bei der Wahl p = 4 werden die
Haupteffekte mit 3-fach Wechselwirkungen vermengt, was fur die Signifikanzanalyse
annehmbar ist [Kle11, S. 137]. Mit einer Wiederholung je Versuch und einem zweistufi-
gen Versuchsdesign, gekennzeichnet mit (-) und (+), resultiert ein Versuchsumfang von
N = 128, dessen Stufenwerte in Tabelle |6.1|aufgelistet ist.

Tabelle 6.1: Stufenwerte der Faktoren des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans

Faktor Kirzel (-) (+) Einheit
integrale Schnittgeschwindigkeit v, 15 60 m/min
Zahnvorschub f, 0,15 0,4 mm
Schnitttiefe a, 0,4 1,0 mm
Zeilenbreite b: 0,2 0,5 mm
Vorschubrichtungswinkel A 15 60 °
Kippwinkel T 0 60 °
Schneidstrategie - Gegenlauf Gleichlauf -
Freiwinkel a 6 12 °
Spanwinkel ol 8 14 °
Schneidkantenverrundung rg 4 30 pm

Die Variation der integralen Schnittgeschwindigkeit v, ist aufgrund der dynamischen
Messunsicherheiten des Dynamometers auf 60 m/min beschrankt, vgl. Kapitel[5.2.1jund
Bild [5.4} jedoch liegt sie im Bereich praxisrelevanter GréBen?. Alle restlichen in Tabelle
6.1] aufgelisteten EinstellgroBen kdnnen nach den Recherchen aus Kapitel 2.3 entweder
die Oberflachentopographie oder die Eigenspannungen beeinflussen. Alle Stufenwerte
der Faktoren wurden so gewahlt, dass ein mdglicher Effekt nicht durch Zufallsstreuung
verdeckt und gleichzeitig eine Rekonturierung mit praxisnahen Qualitatskriterien ge-
wahrleistet wird. Durch die Variation der Werkzeuggré3en Schneidkantenverrundung r;,
Freiwinkel o und Spanwinkel ~ ergeben sich 8 unterschiedliche Werkzeugkombinationen.
Hierbei wurde das Werkzeug 1 (vgl. Tabelle aufgrund der geringeren Nachgiebig-
keit und konstanter Makrogeometrie ausgewahlt. Zur Verringerung des Einflusses von
Verschleil3 wurde jedes Werkzeug nach maximal 5 Untersuchungen gewechselt, wo-
durch der Freiflachenverschlei3 auf VB = 24 um begrenzt wurde. Alle Untersuchungen
wurden zur Vermeidung einer zeitlich abhangigen Stérgré3e randomisiert. Aus dem
Versuchsplan resultieren 64 Varianzen aus je 32 Kombinationen der hohen (+) und
geringen (-) Faktorstufen, deren Effekt g berechnet wird zu

2Es sei erwahnt, dass bei Vo, = 60m/min mit A\ = 15°, 7 = 0° eine Drehzahl von n = 7.360/min mit
Dy, = 10 mm resultiert, was einer Schnittgeschwindigkeit am Schaft von v, = 231 m/min entspricht.
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1 32 32
=3 > X -3 "% ], (6.2)
i=1 j=1

bei dem x;*) der Mittelwert aller hohen und x;~ der Mittelwert aller niedrigen Kom-
bination des aktuell betrachteten Faktors sind. Im Folgenden werden Ergebnisse zur
Signifikanzanalyse bei der Oberflachentopographie in Kapitel und der Eigenspan-
nungen in Kapitel erlautert. In jedem Teilkapitel wird zunachst der Einfluss einer
ReparaturschweiBung separat bewertet und anschlieBend die Ergebnisse des fraktio-
nellen, faktoriellen Versuchsplans erlautert.

6.2 Signifikante EinflussgroBen auf die resultierende Topographie

Einfluss der Regeneration auf die Topographie

In diesem Abschnitt wird der Einfluss der Reparaturschweil3ung aufgrund der hohen Be-
deutung fUr die Regeneration separat in einem eigenen Versuchsplan bewertet. Hierzu
wurde das Analogiewerkstlick aus Bild 5.2/ mit beiden Werkzeugen aus Tabelle [5.3| quer
und langs zur SchweilBnaht unter Variation der Anstellwinkel A, 7, Zahnvorschub f, und
Zeilenbreite b, rekonturiert. AnschlieBend wurde die Topographie mit der beschriebenen
Analytik aus Kapitel [5.2.2]digitalisiert. In Bild [6.1]ist die rekonturierte, dreidimensonale
Oberflache von zwei ausgewahlten Prozessen dargestellt.

Far die Rekonturierung wurde die Schnitttiefe relativ zum Grundwerkstoff auf a, = 20 pm
eingestellt. Neben der Auspragung der kinematischen Topographie® sind Erhebungen
im Bereich der entfernten SchweiBnaht zu erkennen. Die restlichen Einstellgré3en aus
Bild[6.1] sind v, = 40 m/min, b, = 0,5mm und 7 = 0°. Bei allen Untersuchungen zeigte
sich, dass die Erh6hungen beim Werkzeug 2 gréBer sind als bei Werkzeug 1, was
héchstwahrscheinlich auf die h6here Nachgiebigkeit zurtickzufiihren ist. Daraus folgt,
dass die in Bild [6.1] dargestellten Erhebungen héchstwahrscheinlich durch Werkzeugab-
drangungen resultieren. Dies wird deutlich, wenn die Héhendifferenz AH zwischen dem
Grundwerkstoff und der rekonturierten Stérkontur tUber die gemessene Zerspankraft

F. = \/F? + F& + F2 aufgetragen wird. Der Zusammenhang ist in Bild |6.2|dargestell.

Die verschiedenen Farben im Diagramm aus Bild [6.2] représentieren unterschiedliche
EinstellgréBen. In jeder Versuchsreihe werden mehrere Datenpunkte gezeigt, die unter-
schiedliche Positionen langs der rekonturierten Schweil3naht (Koordinate Y) darstellen.
Es zeigt sich ein nichtlinearer Zusammenhang, der je nach gewahlten Einstellgréen zu
unterschiedlichen Abdrangungen fuhrt. Mit den vorliegenden Daten lasst sich folgendes
Zwischenfazit zum Einfluss der Regeneration auf die Topographie ziehen: Die resultie-
rende Oberflachentopographie nach der Rekonturierung ist signifikant abhangig
von der Storkontur und den Werkstoffeigenschaften regenerierter Bauteile. Die

SHinweis: Der dargestellte Ausschnitt wurde aufgrund der groBen Flache mit dem 10x Objektiv erfasst,
wodurch die kinematische Topographie weniger gut sichtbar ist.
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Rekonturierung mit

Werkzeug 1 Bereich der
rekonturierten
Ve = 40 m/min Schweil3naht
fz = 0,20 mm 2o
b = 0,50 mm .
e 35
o 17,5
Prozessstrategie: N0 N\ N i = .

Quer zur Schweillnaht

bearbeiteter

Grundwerkstoff
sviﬁzgéﬂzezr ung mit Schweil3- Bereich der
rekonturierten
Schweillnaht
Ve = 40 m/min 200
f, = 0,60 mm ampP L T 70
b, = 0,50 mm 0 pm
A = 30° 35
T = 0° 17,5
Prozessstrategie: 0
Langs zur Schweilnaht 10
bearbeiteter
Grundwerkstoff 0 Ne/75927 © IFW

Bild 6.1: Einfluss der Stdrkontur auf die dreidimensonale Oberflachenauspragung

Beschreibung der physikalischen Wirkprinzipien aus den Effekten in Bild ist ein
Aspekt des 4. Teilziels dieser Arbeit und wird in Kapitel [9] behandelt.

Auswertung des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans

Neben der Stérkontur wird zur Identifikation der weiteren signifikanten Einflussgré3en
der Versuchsplan aus Kapitel [6.1] verwendet. Die Effekte aller Faktoren auf die Ziel-
gréBe gemittelte Rautiefe Rz werden mit Gleichung berechnet und sind in Bild
6.3 dargestellt. Das Diagramm beinhaltet die Balkenh&he als Effekt und drei Signifi-
kanzgrenzen, womit der beobachtete Effekt ins Verhaltnis zur zufélligen Streuung der
ZielgréBe gesetzt wird. Ist der Balken des Effektes héher als die jeweilige Grenze, gilt
nach Kleppmann folgende Interpretation [Kle11], S. 79ff]

« Effekt kleiner ogs,: kein Hinweis auf einen Effekt
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« Effekt zwischen ogse, Und ogge,: indifferent*, mdglichst mehr Daten sammeln
« Effekt zwischen ogge, UNd ogg 9o, Signifikant
« Effekt gréBer ogg 9,: hochsignifikant

Somit fahrt die Erhéhung der Schneidkantenverrundung rg zu einer signifikanten Re-
duktion der Rauheit, wéhrend héhere Zahnvorschibe f, und héhere Zeilenbreiten b, die
Rauheit erhéht. Der Kippwinkel 7 verschiebt die Rauheitskenngré3en quer und langs
zur Vorschubrichtung zueinander. Wahrend die Verringerung der Rauheit durch die
Schneidkantenverrundung auf mikroplastische Verformung zurtickzufiihren ist, sind die
Effekte von £, b,, 7 und X durch die gednderte kinematische Topographie bedingt, wie in
Kapitel und Bild beschrieben. Ebenfalls ist die Verdnderung des Freiwinkels
a hochsignifikant, was mafBgeblich auf die geanderten Kontaktbedingungen zwischen
Werkzeug und Werkstilck zurlickzufiihren ist. Der Effekt der Schneidkantenverrundung
auf die Oberflachentopographie ist vom betrachteten Werkstoff und dem Prozess ab-
hangig und wechselwirkt mit den restlichen Einstellgro3en. Beispielsweise kann eine
Schneidkantenverrundung auch zu einer Verschlechterung der Oberflachenqualitat
fihren, wie von Xu gezeigt [Xu96]. An dieser Stelle ist flr diese Arbeit lediglich von
Relevanz, dass der Einfluss der Schneidkantenverrundung nicht vernachlassigt werden
kann.

Neben des Kennwerts Rz wurden ebenfalls die Zielgré3en Ra in Vorschub- und Vor-
schubnormalenrichtung, Sa und Sz ausgewertet. Alle Kennwerte zeigen die selben
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Prozessnebenbedingungen der Rekonturierung:
Werkzeug: Typ 2 Zahnvorschub f, =0,2-0,6 mm
Stérgeometrie: EBW, Tie4 Zeilenbreite br=0,2-0,8 mm
Vorschubr. Winkel A =0-60° Kippwinkel t =0-30° Ne/75928 © IFW

Bild 6.2: Einfluss Prozesskraft auf die Hohendifferenz AH

4Hinweis: Die Wahrscheinlichkeit mit einem Wiirfel auf Anhieb zwei Sechsen hintereinander zu erhalten,
betragt 1/6 - 1/6 = 0,028 (97,2 %) und wirde somit in diese Kategorie fallen.
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Bild 6.3: Ergebnis der Signifikanzanalyse, Zielgré3e: Rz in Vorschub- und Vorschub-
normalenrichtung

Effekten und Signifikanzen wie Bild[6.3] Diese Ergebnisse sind analog zu den Erkennt-
nissen aus der Literatur, beschrieben in Kapitel[2.3.2lund Bild[2.16|und kénnen eindeutig
auf den kinematischen Einfluss des Kugelkopffrasprozesses bzw. Werkstoffeinfluss
zurtckgefuhrt werden.

6.3 Signifikante EinflussgroBen auf die resultierenden
Eigenspannungen

Einfluss der Regeneration auf die Eigenspannungen

Analog zur Vorgehensweise aus Kapitel [6.2] wurde zunachst der Einfluss der Regenera-
tion auf die Eigenspannungen mit der Analytik aus Kapitel charakterisiert. Aus der
Literatur ist bekannt, dass der Schwei3prozess aufgrund der AbkUhlung beziehungs-
weise der Phasentranformationen Zugeigenspannungen an der Oberflache und im
Bauteilinneren hervorruft [Dat06, /Abd09]. Jedoch sind die Wechselwirkungen mit den
eingebrachten Eigenspannungen durch die Rekonturierung unbekannt oder werden ver-
nachlassigt, vgl. [Dat06]. Zunachst wurde das Eigenspannungstiefenprofil an einer Linie
quer zur Schweif3naht ohne Rekonturierung aufgenommen, indem der Werkstoff suk-
zessiv durch elektrochemisches Atzen entfernt wurde. Das Léngs-Eigenspannungsprofil
quer zur Schweif3naht sowie die schematische Darstellung der finalen Oberflache nach
dem Atzen und die Warmeeinflusszone (WEZ) zeigt Bild A).

An der Mitte der Schweif3naht bei X = 0 und an der Oberflache Z = 0 resultieren Zugei-
genspannungen, wahrend auf3erhalb des Bereiches der WEZ bei Z = 0, X # 0 keine
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ohne Rekonturierung B] mit Rekonturierung
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Bild 6.4: Eigenspannungen der Schwei3naht vor und nach der Rekonturierung

Eigenspannungen vorliegen. Die Zugeigenspannungen an der Mitte der Schweif3naht
bei X = 0 erhdéhen sich in der Tiefe Z > 0. Dieser Effekt ist auf die Abklhlung direkt
nach dem Schweif3en zurlickzufihren, bei dem das sich abkihlende, oberflachennahe
Material den warmen Kern plastisch komprimiert, wodurch nach vollstandiger Abkuh-
lung des Werksticks Zugeigenspannungen verbleiben. Diese Zusammenhange sind in
der Literatur bekannt und wurden theoretisch u.a. durch Brinksmeier [Bri82b, S. 494ff]
beschrieben und unter anderem durch Abdeina et al. [Abd09] und Price et al. [Pri08]
nachgewiesen.

In Bild [6.4B) ist die gleiche Messmethodik firr ein rekonturiertes Werkstlick dargestellt.
Die schematische Darstellung in der Mitte zeigt die finale, rekonturierte Oberflache, bei
der sowohl der Grundwerkstoff als auch der Werkstoff der WEZ zerspant wurde. Es zeigt
sich, dass samtliche Zugeigenspannungen nach der Rekonturierung in Druckeigen-
spannungen umgewandelt wurden. Des Weiteren sind die Druckeigenspannungen an
der Oberflache Z = 0 quer zur zerspanten Schwei3naht nahezu konstant und nehmen
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gleichmagig in der Tiefe ab. Der Frasprozess beeinflusst den Werkstoff bis in einer
Tiefe von ca. 70 um bei den gewahlten EinstellgréBen. Ab dieser Tiefe wird der Einfluss
der Schweif3naht bei X = 0 wieder erkennbar. Dieses Einzelergebnis deutet darauf hin,
dass die Rekonturierung zu homogenen Druckeigenspannungen fuhrt. Der Bereich des
Eigenspannungsprofils, der durch die Rekonturierung resultiert, wird sich jedoch nach
der Arbeitshypothese dieser Arbeit mit unterschiedlichen Werkzeug- und Einstellgré3en
verandern. Aus diesem Grund wurden weitere Schweif3ndhte mit unterschiedlichen
Werkzeugen und Einstellgré3en rekonturiert und die oberflachennahen Eigenspannun-
gen in Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung aufgenommen. Das Ergebnis ist in
Bild [6.5] dargestellt.
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I I I

ideale lineare
| Korrelation Regression
(R2=1) (R2=0,78)

<
3
©

|
N
o
o

-600 F o Wz2, Ti64, EBW-Naht
o / © .
- o Wz1, Ti64, EBW-Naht
— = Rp— | - .

-800 < A I *ro A Wz1, Tie4, WIG-Naht

_______ Wz1, C45, MSG-Naht

-1000 : : :
-1000 -900 -800 -700 -600 -500 -400 -300 -200 MPa 0

Eigenspannungen rekonturierte Schweil3naht (2)

Eigenspannungen
bearbeiteter Grundwerkstoff (1)

Prozessnebenbedingungen der Rekonturierung: (1)
Werkzeuge: Typ1undTyp2 Zahnvorschub f, =0,05-0,3 mm
Schweilproz.: EBW, WIG, MSG Schneidkantenr. r3 =4 - 30 ym

Werkstoffe:  Ti-6Al-4V, C45 Zeilenbreite br =0,2-0,6 mm

(2)

Ne/75931 © IFW

Bild 6.5: Einfluss der Stérkontur auf die oberflachennahen Eigenspannungen

Die oberflachennahen Eigenspannungen an der rekonturierten Schweif3naht und den
oberflachennahen Eigenspannungen des bearbeiteten Grundwerkstoffs unterscheiden
sich nur marginal voneinander, auch bei variierenden Einstell- und Werkzeuggréen.
Zwar zeigen die Regressionsgeraden eine Differenz, jedoch ist dieser Effekt kleiner
als die statistische Schwankung der Eigenspannungsbestimmung, welcher durch die
Konfidenzintervalle dargestellt wird.

Dieses Ergebnis ist vergleichbar mit Untersuchungen aus der Literatur, bei denen zwei
sequenzielle Fertigungsprozesse hinsichtlich der Eigenspannungen untersucht wur-
den. Beispielsweise wies Roéttger nach, dass der Eigenspannungszustand unabhangig
von dem vorher durchgeflihrten Hartdrehprozess ist, sondern maf3geblich durch den
darauffolgenden Walzprozess festgelegt wird [R6t03, S. 53ff]. Der Eigenspannungs-
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zustand ist somit vom finalen Fertigungsprozess abhangig, wodurch sich folgendes
Zwischenfazit zum Einfluss der Regeneration auf die Eigenspannungen ziehen Iasst:
Die resultierenden Eigenspannungen nach der Rekonturierung sind unabhangig
von dem Ausgangszustand der regenerierten Bauteile, der durch den SchweiB-
prozess festgelegt wird. Es sei hier erwahnt, dass dies nur flir SchweiBprozesse
zutrifft, bei denen ein artgleicher Zusatzwerkstoff verwendet wird, was bei den Er-
gebnissen aus Bild der Fall ist. Wird ein artfremder Zusatzwerkstoff eingesetzt,
beispielsweise Ti-6Al-4V mit Reintitan verschweif3t, ist der rekonturierte Bereich der
SchweilBnaht als neuer Werkstoff zu verstehen, wodurch sich die Effekte unterschiedli-
cher Werkstoffe einstellen wie in Kapitel [2.3.1]beschrieben.

Auswertung des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans

Nachdem der Einfluss der Schweif3naht auf den Eigenspannungszustand nach der
Rekonturierung vernachlassigt werden kann, werden im Folgenden weitere signifikan-
te EinflussgréBen mit dem Versuchsplan aus Kapitel identifiziert. Als Zielgré3en
des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans werden die Hauptspannungen o1 und o>
sowie der Azimutwinkel ¢ zwischen Vorschubrichtung und Hauptspannungsrichtung
festgelegt. Nach Eigenmann und Macherauch lassen sich Hauptspannungen und Haupt-
spannungsrichtungen bei einem zweiachsigen Spannungzustand berechnen, wenn im
Probenkoordinatensystem die Eigenspannungen in 0°, 45° und 90° gemessen und
Gleichungen -[6.5 angewandt werden [Mac61].

0g9pec — Opo * COt ¢2

= 6.3
7 1 — cot ¢2 (6.3)
Ogge — 0o - tan gbz
= 6.4
72 1 —tan ¢? (6.4)
1 o o 2 M o
¢ = — arctan (UO T 9% 045 ) (6.5)
2 000 — Ogge

Nach DIN 13316 ist 0y > o, definiert. Aus diesem Grund wird das Vorzeichen von
¢ geandert, wenn die Bedingung nicht zutrifft. Die Effekte aller Faktoren werden mit
Gleichung[6.2|berechnet und sind in Bild [6.6] fir die ZielgréBen Hauptspannungen o
und o, dargestellt.

Der Faktor mit der héchsten Signifikanz auf die Hauptspannungen ist die Schneid-
kantenverrundung r des Werkzeugs, dessen Effekt ca. 5 mal héher ist als bei allen
Faktoren. Dies bedeutet, dass eine Schneidkantenverrundung von rz = 30 um die Ei-
genspannungen stets in Richtung Druck um ca. Ao ~ 200 MPa verschiebt, verglichen
mit einem arbeitsscharfen Werkzeug. Wird der Stand des Wissens herangezogen, vgl.
Kapitel [2.3.1] und Bild 2.12] tberrascht dieses Ergebnis zunachst nicht. Jedoch sei
erwahnt, dass in der Literatur ebenfalls die Erh6hung der Schneidkantenverrundung
rs zu erhéhten Zugeigenspannungen fiihren kann, beispielsweise beim Flankenfrdsen
von 42CrMo4 gezeigt [Den12]. Somit scheint der hier identifizierte Effekt maBgeblich
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Bild 6.6: Ergebnis der Signifikanzanalyse, Zielgré3e: Haupteigenspannungen o4 »

werkstoffspezifisch zu sein.

Die Faktoren Schnittgeschwindigkeit v, Schnitttiefe a,, Gleich- und Gegenlauf, Freiwin-
kel o und Spanwinkel v zeigen keinen signifikanten Einfluss auf die Eigenspannungen.
Insbesondere die Ergebnisse zur Schnittgeschwindigkeit und Spanwinkel Uberraschen,
weil aus der Literatur die Erhéhung der thermische Bauteilbelastung mit diesen Gré3en
bekannt ist und dies fur gewdhnlich das Eigenspannungsprofil stark beeinflusst (vgl. Bild
und Bild[2.12). Der geringe Einfluss des Freiwinkels o und der Schnitttiefe a, aus
der Literatur wird auch bei der Rekonturierung von Ti-6Al-4V bestétigt. Des Weiteren
beeinflussen die Einstellgré3en Zahnvorschub f,, Zeilenbreite b, und Vorschubrichtungs-
winkel \ die Eigenspannungen signifikant. Wahrend der Zahnvorschub f£,, respektive
Spanungsdicke h, die auch bei anderen Prozessen und Werkstoffen die Eigenspannun-
gen beeinflussen, ist der Einfluss der Zeilenbreite b, und Vorschubrichtungswinkel \
durch diese Arbeit erstmals statistisch nachgewiesen.

Der Effekt der untersuchten Faktoren auf die oberflachennahen Hauptspannungsrich-
tungen ist in Bild dargestellt. Zunachst fallen in Bild die deutlich héheren
Signifikanzgrenzen im Vergleich zu Bild [6.6] auf. Dies lasst sich mit dem Gauf3’schen
Fehlerfortpflanzungsgesetz begriinden, bei dem sich die quadrierten Beitrage der
Einzel-Unsicherheiten aus Gleichung bis addieren. Geringe Schwankungen
bei den drei Eigenspannungsmessungen filhren somit zu groBen Anderungen in den
Hauptspannungsrichtungen. Trotzdem lassen sich aus Bild [6.7] die zwei signifikanten
Einflussgréen auf die Richtung der die Haupteigenspannungen identifizieren: Der Vor-
schubrichtungswinkel A und der Kippwinkel 7. Bei allen anderen Faktoren fallen nahezu
die Hauptrichtung der Eigenspannungen und die Bearbeitungsrichtung der Rekonturie-
rung zusammen. Keine der Wechselwirkungen zwischen den untersuchten Faktoren
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Bild 6.7: Ergebnis der Signifikanzanalyse, Zielgré3e: Richtung der Hauptspannungen
¢ relativ zur Vorschubrichtung

zeigt eine hohe Signifikanz, sodass die Faktoren unabhéngig voneinander betrachtet
werden kdnnen. Des Weiteren ist zu erwahnen, dass sich mit den betrachteten Einstell-
und WerkzeuggréBen immer Druckeigenspannungen zwischen oyax = —88,5 MPa und
omin = —573,3 MPa einstellen. Dies bestatigt einerseits die Erkenntnisse bei der Bear-
beitung von Ti-6Al-4V mit unterschiedlichen Prozessen [Fra79, INar83, M’S08] sowie
die Bearbeitung von Warmarbeitsstahl X40CrMoV5-1 [Axi02], Inconel 718 [Asp07]
und Gamma-Titanaluminid Ti-45AI-2Mn-2Nb-0.8TiB2 [Man01] mit Kugelkopfwerkzeu-
gen. In den folgenden Kapiteln werden die hier beschriebenen Effekte methodisch auf
experimenteller und theoretischer Basis beschrieben und erldutert.

Das erste Teilziel dieser Arbeit, die Identifikation der signifikanten Einflussgré3en auf
die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung, ist erreicht.



7 Thermomechanische Werkstickbelastung durch die Rekonturierung 81

7 Thermomechanische Werkstiuckbelastung durch die
Rekonturierung

Um das zweite Teilziel dieser Arbeit zu erreichen, werden die Erkenntnisse der Signifi-
kanzanalyse und weitere experimentelle sowie theoretische Untersuchungen mit den
thermomechanischen Werkstickbelastungen gekoppelt. Des Weiteren werden die phy-
sikalischen Effekte erdrtert, die zu den Ergebnissen des Signifikanztests geflihrt haben
und wie diese Erkenntnisse fir das Hauptziel dieser Arbeit genutzt werden kénnen.

Oberflachentopographie durch die thermomechanische Werkstiickbelastung

Die Ergebnisse des Signifikanztests aus Kapitel[6.2] zeigen deutlich, dass die resultieren-
de Topographie mafBgeblich durch die mikroplastischen Verformung und die Kinematik
der Werkzeugschneiden bestimmt wird. Somit ist die thermomechanische Werkstiick-
belastung, die Gegenstand dieses Kapitels ist, nur indirekt an der Auspragung der
Topographie beteiligt. Unter ,indirekt® ist gemeint, dass beispielsweise die Werkzeugab-
drangung im Bereich der Schweif3naht zu Erhebungen an der Topographie fihren kann
(vgl. Bild[6.1). Dies ist direkt auf die Prozesskrafte zuriickzufiihren (vgl. Bild[6.2), die
zwar ebenfalls auf das Werkstiick wirken, jedoch nur einen Teil der Werkstickbelastung
(vgl. Bild[2.18) représentieren. Lediglich der Einfluss der mikroplastischen Verformungen
ist mechanisch bedingt.

Ein thermischer Einfluss auf die Oberflachenauspragung kann bei den gewdhnlich
verwendeten Schnittgeschwindigkeiten zur Bearbeitung von Titan (V¢ max &~ 300 m/min)
ausgeschlossen werden. Zwar zeigt die Signifikanzanalyse der Topographie (Bild
einen Einfluss der Schnittgeschwindigkeit v¢, jedoch ist in der Literatur klar beschrieben,
dass dies mafgeblich auf gednderte Dynamik, Dehnraten, Reibverhaltnisse und die
somit gednderte Spanbildung zurtckzuflhren ist und nicht auf thermische Einflisse
(vgl. [T6n05, S.267ff], [PIo02, S.49ff], [Grz96, (Ulu11]). Aus diesem Grund behandelt
dieses Kapitel gréBtenteils den Einfluss der thermomechanischen Werkstlckbelastung
auf die resultierenden Eigenspannungen. Die Wirkzusammenhange zur Entstehung der
Oberflachentopographie werden in Kapitel [9] behandelt. Ferner ist flr die Topographie
das Kapitel [7.3| relevant.

Eigenspannungen durch die thermomechanische Werkstiickbelastung

Phasentransformationen kénnen als Quelle von Eigenspannungen bei der Zerspanung
von Titan ausgeschlossen werden (vgl. Kapitel [2.3.1). Daher miissen thermische und
mechanische Vorgange in der Randzone fur die Entstehung von Eigenspannungen
verantwortlich sein. Ferner ist bekannt, dass die thermischen und mechanischen Vor-
gange wahrend des Zerspanprozesses nicht streng voneinander trennbar sind und
immer eine Uberlagerung stattfindet [Bre11b, S.53ff]. Fiir ein besseres Verstandnis der
Wirkzusammenhange wird diese komplizierte Uberlagerung, die zur Entstehung von



82 7 Thermomechanische Werkstickbelastung durch die Rekonturierung

Eigenspannungen aufgrund der thermomechanische Werkstickbelastung fuhrt, mittels
folgender Notation eingeteilt in

» direkte mechanische Effekte
» direkte thermische Effekte

 indirekte thermische Effekte.

Durch direkte mechanische Effekte wird das Werkstoffgeflige deformiert, wodurch Defor-
mationsinkompatbilitdten entstehen und dadurch rein mechanisch bedingte Eigenspan-
nungen resultieren. Das Festwalzen ist ein Beispiel zur Einbringung rein mechanisch
bedingter Eigenspannungen, was somit einen direkten mechanischen Effekt darstellt.
Ein direkter thermischer Effekt liegt vor, wenn eine lokale oder globale Erwé&rmung
mit anschlieBender Abklihlung zu Eigenspannungen fuhrt. Dies ist ein Resultat der
thermischen Werkstoffausdehnung und den dadurch entstehenden Deformationsin-
kompatbilitaten. Als Beispiel sei hier die lokale Erwdrmung durch einen Laser oder
das Abschrecken eines Bauteils erwahnt. Unter einem indirekten thermischen Effekt
ist zu verstehen, dass durch eine erhéhte Temperatur ebenfalls die Werkstoffeigen-
schaften verandert werden (Rp02(T), E(T), etc.), was die direkten mechanischen Ef-
fekte beeinflusst. Ein indirekter mechanischer Effekt, z. B. die Anderung thermischer
Werkstickeigenschaften durch mechanisch bedingte Versetzungsbewegungen, ist un-
wahrscheinlich, in der Literatur nicht beschrieben und wird daher fir diese Arbeit nicht
betrachtet. Es sei erneut erwahnt, dass Eigenspannungen trotz der oben eingeflihrten
Notation immer eine Uberlagerung der drei genannten Effekte darstellen. Trotzdem kon-
nen die genannten Effekte dominant oder vernachléassigbar sein, was sich tendenziell
anhand von Eigenspannungstiefenverlaufen ablesen lasst [Bre11b]. Es sei auf Bild
verwiesen.

Als Basis dient das schematische Modell von Jacobus, das zur Erklarung der generellen
Form eines Eigenspannungstiefenverlaufs dient [Jac00]. Dabei wird die Werkstlckrand-
zone in Bereiche aufgeteilt, bei der die direkten mechanischen und indirekt thermischen
Effekte tiefer im Werkstlick wirken, als die oberflachennahen direkten thermischen
Effekte. Der in Bild |[7.1| beschriebene Fall @ aus [Jac00] tritt auf, wenn die direk-
ten thermischen Effekte an der Oberflache vernachlassigbar sind und die plastische
Deformation durch direkte mechanische Effekte resultiert. Dadurch entstehen Druckei-
genspannungen. Bei gemeinsamer Betrachtung der direkten mechanischen und der
indirekten thermischen Effekte, verschiebt sich die resultierende Eigenspannungskurve
leicht in Richtung Zug.

Im Fall @ sind die Temperaturen an der Werkstlckoberflache wahrend der Zerspanung
deutlich héher, sodass plastische Deformationen durch die Ausdehnung entstehen. Hier-
bei zeigt der Eigenspannungstiefenverlauf an der Oberflache positivere Werte als in der
Tiefe, anschlieBend ein globales Minimum an dem die héchsten Druckeigenspannung
vorliegt und im Anschluss eine abnehmende Tendenz zum urspringlichen Eigenspan-
nungswertes des Grundwerkstoffs. Der Eigenspannungswert an der Oberflache ogperii.
kann im Zug- oder Druckbereich liegen.
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Fall (1) : direkte thermische Effekte Fall (2) : direkte thermische Effekte
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Bild 7.1: Mdgliche Eigenspannungstiefenverlaufe in Abhangigkeit der thermomecha-
nischen Werkstlckbelastung [Jac0Q]

Der Fall @ resultiert, wenn entweder die plastische Deformation durch die direkten me-
chanischen Effekte negativ ist, oder wenn die direkten thermischen Effekte dominieren.
Ersteres kann bei der Zerspanung ausgeschlossen werden, wenn kein fortlaufender
Riss im Bereich der tertidren Scherzone (vgl. Bild[2.18) auftritt und es in diesem Bereich
zu Quetschvorgédngen kommt [Syr77a, S.40]. Fall Q stammt nicht aus [Jac00] und
beschreibt dominante, mechanische Effekte ohne thermischen Einfluss. Dies ist bei-
spielsweise beim Festwalzen der Fall [Sch90, S.282]. Bei hohen Walzdriicken verschiebt
sich das Eigenspannungsminimum in tiefere Randschichten und die Oberflachenei-
genspannungen verschieben sich Richtung Zug. Begrindet wird dies unter anderem
durch eine steigende Oberflachenzerrittung oder Rissbildung [Win00] bzw. durch die
wirkende Hertzsche Pressung, dessen Vergleichsspannungsmaximum immer unterhalb
der Werkstiickoberflache liegt [R6103].

Aus Bild [7.1]ist ersichtlich, dass sich die prinzipiellen Verlaufe der Falle @ und @
trotz variierender Werkstickbelastung &hneln. In der Literatur wird kontrovers disku-
tiert, ob die Schicht zwischen der Oberflache und der Tiefe des globalen Minimums
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z4 mafgeblich aus thermischer oder mechanischer Beeinflussung resultiert, schema-
tisch dargestellt rechts unten in Bild [Val0o7, M’S99, Jaw11), Bre11b) Jac0Q]. Trotz
der Ahnlichkeit der Falle @ und assen sich durch den generellen Trend von
Eigenspannungstiefenverlaufen tendenzielle Aussagen tber die thermomechanische
Werkstlickbelastung treffen. Dies ist Gegenstand der folgenden Untersuchungen.

7.1 Versuchsplanung

Bisher wurden in Kapitel [6.3| nur die oberflachennahen Eigenspannungen und nicht die
Eigenspannungstiefenverlaufe betrachtet. Dies ist mit dem deutlich erhfhten Analyseauf-
wand durch die sukzessiven Eigenspannungsmessungen mit dem elektrochemischen
Polieren begriindet. Diese Versuchsplanung verfolgt zwei Ziele:

1. Uberpriifung, ob der in Kapitel identifizierte, signifikante Einfluss der Schneid-
kantenverrundung r; auch die Eigenspannungstiefenverlaufe beeinflusst.

2. Uberpriifung, ob eine generelle Tendenz der Eigenspannungstiefenverlaufe er-
kennbar ist, sodass eine Eingrenzung der thermomechanischen Werkstickbelas-
tungen anhand der genannten Félle @ bis @ aus Bild|7.1|méglich ist.

Anders als in der Versuchsplanung aus Kapitel sind somit nur tendenzielle Aus-
sagen Uber die Eigenspannungen ohne Wechselwirkungen notwendig, weshalb sich
ein klassischer Versuchsplan als Methode eignet. Hierbei wurden sowohl unterschiedli-
che Schneidkantenverrundungen rg eingesetzt, als auch weitere Faktoren variiert, die
nach Kapitel [6| die Eigenspannungen beeinflussen. Ferner wurden ebenfalls einige
der nicht-signifikanten Einflussgréen variiert. Dabei wird Uberprift, ob die Eigenspan-
nungstiefenverlaufe das Ergebnis aus Kapitel bestatigen. Die gewahlten Variationen
der Faktorstufenkombinationen des klassischen Versuchsplans sind in Tabelle
aufgelistet. Hieraus resultieren insgesamt 28 Versuche ohne Wiederholungen. Die
Eigenspannungstiefenverlaufe werden in Vorschub- und Vorschubnormalrichtung auf-
genommen. Aufgrund der beiden Ziele dieser Versuchsplanung ist eine Ermittlung der
Hauptrichtung der Eigenspannungen nicht notwendig.

Tabelle 7.1: Stufenwerte der Einstell- und WerkzeuggréBen zur Bestimmung von
Eigenspannungstiefenverlaufen

Faktor Kirzel Variationsbreite Einheit
integrale Schnittgeschwindigkeit v, m 10 - 200 m/min
Zahnvorschub f, 0,02-0,5 mm
Schnitttiefe ap 0,2-1,0 mm
Zeilenbreite o} 0,1-0,9 mm
Vorschubrichtungswinkel A 0-75 °
Kippwinkel T 0-80 °

Schneidkantenverrundung rg 4-60 pm
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7.2 Analyse der physikalischen Effekte

Neben dem Versuchsplan aus Tabelle wurden weitere ausgewahlte Eigenspan-
nungstiefenverlaufe aus der Signifikanzanalyse erstellt, sodass insgesamt 65 Eigen-
spannungstiefenverlaufe verfigbar sind. Die Eigenspannungstiefenverlaufe 1angs- und
quer zur Vorschubrichtung sind gemeinsam in Bild [7.2|dargestellt. Aufgrund der Struk-
tur des Versuchsplans werden die Tiefenverlaufe nicht im Detail erlautert, sondern
nur die tendenzielle Einflisse beschrieben. Ein Grund hierfir ist die hohe Varianz
der Eigenspannungsmessung (vgl. Bild [5.8), die eine mehrfache Wiederholung von
Untersuchungen ndtig macht, um eindeutige Aussagen zu ermdglichen.

200 65 Eigenspannungstiefenverlaufe von
fo= 4 um Ti-6Al-4V nach dem Kugelkopffrédsen
b 0 ‘
c %
(<))
E I |30 pum = /
5=
2 400 — =
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Bild 7.2: Eigenspannungstiefenverlaufe von Ti-6Al-4V unter Variation der Einstell-
und Werkzeuggré3en

In Bild [7.2] weist keiner der Eigenspannungsverldufe Zugeigenspannungen an der Ober-
flache oqper. auf und bei nur 13 von 65 Tiefenverlaufen existiert ein globales Minimum oy,
das héhere Druckeigenspannungen aufweist als an der Oberflache (Rot gekennzeich-
net). Des Weiteren zeigt sich, dass die Schneidkantenverrundung rs einen signifikanten
Einfluss auf den Eigenspannungstiefenverlauf besitzt. Dies ist durch die markierten
Graphen in Bild angedeutet. Hohere Schneidkantenverrundungen rg fihren zu
héheren Druckeigenspannungen und verschieben das Eigenspannungsprofil in gréBere
Tiefen. Diese Ergebnisse bestatigen die Erkenntnisse von Altmiiller [Alt00], Ozel und
Ulutan [Oze12] und widerlegen die simulativen Ergebnisse von Abboud et al. [Abb13].
Die anderen variierten Faktoren aus Tabelle [7.1] zeigen einen deutlich geringeren Ein-
fluss auf den Tiefenverlauf, was den Ergebnissen der Signifikanzanalyse entspricht.
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Damit wurde analog zu der Signifikanzanalyse aus Kapitel die hohe Wichtigkeit
der Werkzeugmikrogeometrie bestatigt und das erste Ziel dieser Versuchsplanung ist
erreicht.

Das zweite Ziel der Versuchsplanung, eine generelle Tendenz der Eigenspannungs-
tiefenverlaufe zu identifizieren, ist ebenfalls erfillt. Die blauen Graphen aus Bild
entsprechen dem Fall @ aus Bild[7.1| Daraus folgt, dass in den meisten Féllen direkte
thermische Effekte vernachlassigbar sind. Der Grund dafir ist, dass reine Druckeigen-
spannungen nach der Zerspanung nur mechanisch bedingt sein kdnnen. Thermisch-
bedingte Druckeigenspannungen resultieren z. B. durch das Abschrecken von Bauteilen,
bei dem der warmere Kern durch die kéltere Oberflache plastisch komprimiert wird (vgl.
Kapitel [6.3). Eine lokale, oberflichennahe Werkstiickerwdrmung, was der Werkstticker-
warmung bei der Zerspanung entspricht, kann nur zu Zugeigenspannungen fihren
[Bri82b, Bre11b], was bei den blauen Tiefenverlaufen in Bild nicht der Fall ist.

Ferner zeigen sowohl die Erkenntnisse der Signifikanzanalyse, als auch die Ergebnisse
aus Bild [7.2] dass die Schnittgeschwindigkeit die Eigenspannungen kaum beeinflusst,
obwohl fiir gewdhnlich die Schnittgeschwindigkeit einen hohen Einfluss auf die Tempe-
ratur des Zerspanprozesses und somit fir gewdhnlich den Eigenspannungstiefenverlauf
besitzt [Sch49, Pab08]. Daraus lasst sich schlieBen, dass auch indirekte thermische
Effekte weniger relevant sind als die direkien mechanischen Effekte. Es Iasst sich fest-
halten: Die blauen Eigenspannungstiefenverlaufe aus Bild sind maBgeblich
ein Resultat von direkten mechanischen Effekten wahrend der Zerspanung von
Ti-6Al-4V.

Die roten gekennzeichneten Eigenspannungstiefenverlaufe aus Bild zeigen ein
globales Minimum unterhalb der Oberflache. Hierbei kénnen sowohl direkte thermische
Effekte (Fall @) als auch mechanische Effekte (Fall @) fir den Eigenspannungstiefen-
verlauf mit einem globalen Minimum verantwortlich sein. Ferner zeigt sich, dass hohe
Schneidkantenverrundungen ri tendenziell das Auftreten eines globalen Minimums
beglnstigen. Ebenfalls ist es mdglich, dass durch die hohe Varianz der Eigenspan-
nungsmessungen die globalen Minima rein zufallig entstanden sein kénnten und auf
die Messungenauigkeit bei der Rontgendiffraktometrie zurlckzuflhren sind. Aus die-
sem Grund und wegen der hohen Anzahl an Ergebnissen ohne globalem Minimum,
stellt sich wissenschatftlich die Frage, ob die Eigenspannungen (berhaupt durch direkte
thermische Effekte bei der Zerspanung von Titan beeinflusst werden.

7.2.1 Thermische Einfliisse

Theoretische Betrachtung des direkten thermischen Einflusses auf die Eigen-
spannungen

Um diese Frage zu beantworten, wird im Folgenden ein vereinfachtes, analytisches
Modell aufgestellt. Das Model gibt die minimale Temperatur an, ab der Eigenspannun-
gen durch thermisch bedingte, plastische Deformation (direkte thermische Effekte),
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entstehen kénnen. Das Ziel dieses Modells ist es, nicht die thermische Werkstlckbe-
lastung wahrend der Zerspanung abzubilden, sondern ein Verstandnis zu entwickeln,
unter welchen Bedingungen direkte thermische Effekte die Eigenspannungen tberhaupt
beeinflussen kénnen.

Um dieses Ziel zu erreichen, wird ein homogenes, isotropes Werkstlick betrachtet, mit
einem erwarmten Bereich des Werkstlicks der Temperatur Ty, dargestellt in Bild [7.3]
Vereinfacht findet keine Warmeleitung zwischen diesem Bereich und den umgebenen
Werkstoffs statt. Dies ist gultig, da sich der Bereich schnell erwarmt und anschlie3end
wieder abkuhlt.

starrer, umliegender = elastisch-plastischer S
Werkstoff mit der YY Bereich des Werkstiicks vy
Temperatur Ty l mit der Temperatur T4 l

Oxx —»! T, €—— Oxx T,

Y T Y T
1 To Oyy 1 Syy Ty
Z X Z X Ne/73364 © IFW

Bild 7.3: Nebenbedingungen des analytisch-thermischen Eigenspannungsmodells

In dem Modell werden Scherspannungen vernachlassigt. Der umliegende Werkstoff mit
der Temperatur T ist starr und der Temperaturgradient zwischen Ty und T; ist unendlich
hoch. Wird nun die Temperatur T; erhdht, dehnt sich der Bereich aus und induziert
Druckspannungen o und oy, aufgrund der unterbundenen Ausdehnung ¢. Die positive
thermische Expansion wird durch negative mechanische Spannung ausgeglichen, es

gilt

Exx = &yy = 0 = Etherm = —Emech- (7-1)

Durch die freie Oberflache resultiert analog zum Zerspanprozess ein ebenener Span-
nungszustand (o,, = 0), der in beiden Richtungen symmetrisch ist. Im elastischen
Bereich gilt das Hookesches Gesetz fir den ebenen Spannungszustand

Exx 1 1 —-v -V Oxx aT - (T1 - TO)
Eyy | = ﬁ —V 1 —Vv Oy | + | a1 (T1 — To) . (72)
€27 v —v 1 Oz ar - (Ty — To)

Dabei gilt es zu beachten, dass der Warmeausdehnungskoeffizient ar und das E-Modul
E eine Funktion der Temperatur sind, wahrend die Poissonszahl v temperaturunabhan-
gig ist. Wird Gleichung[7.1]in Gleichung [7.2] eingesetzt, ergibt sich

oy =v-0x— E(T) - at-(Th — To) (7.3)
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und mit o, = o,y und Verwendung der Gestaltdnderungsenergiehypothese nach Mises
ergibt sich die Vergleichsspannung zu

E(T)-ar (T — To)
(1-v) '

Durch die Erhéhung der Temperatur erhdht sich ebenfalls die mechanische Vergleichs-
spannung mit negativem Vorzeichen. Beim Uberschreiten der Elastizititsgrenze wird
der Werkstoff plastisch deformiert und nach Temperaturkompensation verbleiben Zug-
eigenspannungen. Streng genommen musste als plastische Deformationsgrenze im
erwarmten Bereich mit T; die Stauchgrenze 0,0, verwendet werden. Jedoch ist bei
den meisten metallischen Werkstoffen die Dehngrenze Ry, mit der Stauchgrenze
op0,2 vVergleichbar [Wit13]. Somit wird im vorliegenden Modell die Dehngrenze Ry
vereinfacht als Schwelle zum Beginn der plastischen Deformation verwendet. Daher ist
die Temperaturgrenze, bei der thermisch bedingte Eigenspannungen auftreten kénnen,
abhangig von der mechanischen Vergleichsspannung oy(T) im erwarmten Bereich T;
und der Dehngrenze Ry »(T) als Funktion der Temperatur. Es gilt

ov(T) = — (7.4)

ov(T) = Rpo2(T). (7.9)

Ist Gleichung [7.5] erfiillt, kbnnen thermisch bedingte Eigenspannungen entstehen. Die
Werkstoffparameter als Funktion der Temperatur fir die Werkstoffe Ti-6Al-4V, C45 und
Al7075 wurden der Datenbasis der Software Deform in der Version 10.2.1 entnommen.
Damit wurde die Vergleichsspannung aus Gleichung berechnet und schlie3lich mit
der Dehngrenze Ry 2(T) verglichen. Aufgrund des haufig verwendeten Johnson-Cook
Materialmodells in der Software Deform, ist eine genaue Kenntnis der oben genannten
Werkstoffparameter in Abh&ngigkeit der Temperatur erforderlich, sodass ebenfalls von
einer ausreichend hohen Genauigkeit der Werkstoffparameter fir das hergeleitete
Modell ausgegangen werden kann. Das Ergebnis der Spannungen in Abhangigkeit der
Temperatur ist in Bild[7.4] dargestellt.

Es zeigt sich, dass flr steigende Temperaturen die Vergleichsspannung steigt, jedoch
far die untersuchten Werkstoffe mit unterschiedlichen Gradienten. Die kritischen Tempe-
raturen, bei denen sich die Vergleichsspannungskurve mit der Kurve der Dehngrenze
schneidet, betragen Tiittiea = 480°C, Tiita = 220°C und Tiitcas = 87 °C. Aufgrund
des geringen E-Moduls, der geringen Warmeleitfahigkeit, jedoch gleichzeitig hohen
Warmfestigkeit von Ti-6Al-4V, ist der Schnittpunkt bei deutlich héheren Temperaturen
als bei den anderen beiden Werkstoffen. Die berechnete, kritische Temperatur von
480 °C stimmt etwa mit den theoretischen Uberlegungen von Franz iberein, der eine
Temperatur von ~ 400°C angibt, bei der thermisch bedingte Zugeigenspannungen
nach der Titanbearbeitung auftreten kbnnen, ohne dieses jedoch schlissig herzuleiten
[Fra79, S.35]. Der Vergutungsstahl C45 besitzt ohne Warmebehandlung eine geringe-
re Dehngrenze als Al7075 bei gleichzeitig hohem E-Modul, weshalb die theoretische
Temperatur, bei der Eigenspannungen auftreten kénnten, mit 87 °C sehr gering ist.

Diese geringen Temperaturen sind durch die vereinfachten Annahmen im Modell begrin-
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Bild 7.4: Theoretisches, unteres Temperaturlimit fir das Auftreten Eigenspannungen
durch direkte thermische Effekte

det. Durch die Annahmen eines unendlich hohen Temperaturgradienten zwischen T,
und Ty, dem starren umgebenden Werkstoff mit der Temperatur T, sowie der Vernach-
lassigung der Scherspannungen, sind die errechneten, kritischen Temperaturen Ty
als minimale Grenzen anzusehen, ab der Eigenspannungen durch direkte thermische
Effekte auftreten kdnnen.

Somit ist anzunehmen, dass in der Realitat die kritischen Temperaturen Ty; h6her sein
werden, als bei dem hergeleiteten Modell. Jedoch wird die geringe Grenztemperatur
von C45 Tyt cas von dem Berechnungsansatz von Syren bestétigt, der ebenfalls die
Gestaltanderungsenergiehypothese verwendet und die theoretische Temperatur beim
Auftreten von thermischen Eigenspannungen bei C45 zu ~ 130 °C bestimmt [Syr77Db].
Die theoretischen Betrachtungen zeigen den hohen Einfluss des Werkstoffmaterials
auf die Eigenspannungsauspragung, was derzeit in der Literatur nur unzureichend
beriicksichtigt wird, wie in Kapitel [2.3.1]beschrieben. Im nachsten Schritt werden die
theoretisch ermittelten Zusammenhange hinsichtlich des direkten thermischen Effekts
auf die Eigenspannungen experimentell validiert.

Experimentelle Validierung der kritischen Grenztemperatur Ty beim direkten
thermischen Effekt durch lokale Werkstlickerwarmung mittels Laser

Im Folgenden wird das hergeleitete, analytische Modell aus Gleichung [7.4] validiert. Da-
bei ist es nicht das Ziel der experimentellen Untersuchung, die thermischen Verhaltnisse
des Zerspanprozesses durch einen Laser nachzubilden. Beim Zerspanprozess ftritt
immer eine Wechselwirkung zwischen den direkten mechanischen bzw. direkten und
indirekten thermischen Effekten auf. In diesem Teilkapitel wird lediglich der direkte ther-
mische Effekt betrachtet, der nach Bild|7.1|und|7.2|flr den Fall @ bei der Zerspanung
von Titan verantwortlich sein kdnnte.
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Zur Validierung des Modells eignet sich die lokale Erwarmung durch eine Laserquel-
le, weil damit der Modellaufbau und die definierten Nebenbedingungen in geeigneter
Weise berlcksichtigt werden. Hierzu kommt ein diodengepumpter Faserlaser vom Typ
Laserline LDF400-650 mit einer Leistung von P. = 40 W bis 688 W und zwei Laser-
moden (Wellenldnge A\ 1 = 940 nm und A\ > = 980 nm, Verhaltnis 50:50) zum Einsatz.
Der Laser wurde defokussiert, sodass ein Brennfleckdurchmesser von D, = 4 mm
auf der Werkstiickoberflache entsteht. Somit ist gewahrleistet, dass bei der spateren
Eigenspannungsmessung mit einem gekippten Kollimatordurchmesser D = 2 mm nur
das vom Laser beeinflusste Werkstoffvolumen bericksichtigt wird. Zur Variation der
Oberflachentemperatur wurde neben der Laserleistung P, ebenfalls die Einsatzzeit t_
zwischen 0,25 s und 3 s variiert. Zur Minimierung der Eigenspannugen aus vorherigen
Fertigungsprozessen wurden die Werksticke aus Ti-6Al-4V, AlI7075-T6 und unver-
gUtetem C45 zunéachst spannungsarmgegliht. Neben der Warmebehandlung unter
Vakuum wurde die Oberflache der Ti-6Al-4V Probe elektrochemisch poliert, um etwaige
Einflisse von Oxidation und somit verfélschten Phasendiagrammen bei der Eigenspan-
nungsbestimmung auszuschlie3en. Die Messung der Temperatur erfolgte mit einem
Einfarbenpyrometer vom Typ IP 140-MB7 der Fa. Impac, dessen Temperaturmess-
bereich von 100 °C bis 700 °C die theoretisch berechneten, kritischen Temperaturen
aus Bild[7.4] abdeckt. Der Messfleck des Einfarbenpyrometers wurde durch eine Optik
auf den Brennfleck des Faserlasers eingestellt. Wichtig flr die Temperaturmessungen
mit einem Einfarbenpyrometers ist die korrekte Wahl des Emissionskoeffizienten e,
der sich je nach Werkstoff unterscheidet. Die Emissionskoeffizienten wurden durch
die Erwarmung von gleichen Werkstiicken in einem Ofen und gleichzeitiger Messung
eines Einfarbenpyrometers und eines Zweifarbenpyrometer vom Typ Impac IGAR 12-
LO-MB10 bestimmt. Das Zweifarbenpyrometer berechnet den Emissionskoeffizenten
durch zwei verschiedene Wellenlangen, konnte jedoch aufgrund des unpassenden
Temperaturbereichs von 300 °C bis 1.000°C nicht direkt eingesetzt werden. Die be-
stimmten Emissionskoeffizienten sind in Tabelle aufgelistet und werden fir alle
Temperaturen als konstant angenommen. Zwar ist bekannt, dass Emissionskoeffizien-
ten ebenfalls temperaturabhangig sind, jedoch wird der Fehler geringer eingeschatzt,
als die Vereinfachungen aus dem Modell in Gleichung [7.4]

Tabelle 7.2: Bestimmte Emissionskoeffizienten flur unterschiedliche Werkstoffe
Titan 6Al-4V  Aluminium 7075-T6 unverglteter Stahl C45
eties = 0,42 ea = 0,21 ecas = 0,88

Die gemessenen, oberflachennahen Eigenspannungen aller drei Werkstoffe sind in Bild
Uber die gemessene Temperatur aufgetragen. Ferner sind die kritischen Tempe-
raturen aus Gleichung und als vertikale Linien in Bild dargestellt. Mit den
eingezeichneten Trendlinien ist die gleiche Tendenz und Reihenfolge der Werkstoffe
zu erkennen, wie theoretisch vorhergesagt. Bei unvergitetem C45 entstehen Zugei-
genspannungen ab einer Temperatur von ca. 200 °C (Tisitcas = 87 °C), bei Aluminium
7075 ab ca. 300 °C (Twita = 220 °C) und bei Ti-6Al-4V ab ca. 600 °C ( Tkt tiea = 480 °C).
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Die Ergebnisse bestatigen die Aussage von Scholtes, der eine Temperaturdifferenz von
110 °C fur Ck45 angibt, bei der thermisch bedingte Eigenspannungen auftreten kénnen
[Sch90, S.202]. Aufgrund der hohen Reflexionsneigung des Aluminiums konnten nur
Temperaturen von bis zu 375 °C mit maximaler Laserleistung realisiert werden. Die Tem-
peraturwerte von Ti-6Al-4V schwanken im Bereich um 450 °C, was auf die veranderten
Lasereinsatzzeiten f und somit auf den veranderten Leistungseintrag und Tempera-
turgradienten in die WerkstlUckoberflache zurlckzuflhren ist. Es Iasst sich festhalten,
dass die realen Temperaturen, ab denen thermisch bedingte Zugeigenspannungen
auftreten, hoher sind, als die mit Gleichung und berechneten. Somit ist das
analytische Modell geeignet, um die minimalen Temperaturen anzugeben, ab de-
nen Eigenspannungen durch den direkten thermischen Effekt auftreten kénnen.
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Bild 7.5: Oberflachennahe Eigenspannungen nach lokaler Erwarmung mittels Laser

Theoretische Betrachtung der Werkstiuicktemperatur durch den Zerspanprozess

Im Rahmen der Arbeiten im SFB 871 wurden ebenfalls die Bauteiltemperaturen wahrend
der Zerspanung mittels Thermoelementen und Pyrometrie [Den14b] aufgenommen. Da-
bei ist der Abstand zwischen der Position des Sensors und der generierten Oberflache
von entscheidender Bedeutung. Die Thermoelemente konnten auf ca. 0,1 mm unter
der generierten Oberflache positioniert werden. Hierbei liegen die maximal ermittelten
Bauteiltemperaturen bei ca. 60°C. Zwar ware eine Interpolation der Messdaten zur
eigentlichen Oberflache denkbar, jedoch ist diese Methode aufgrund des hohen Tempe-
raturgradienten in der Randzone sehr fehlerbehaftet [Rah11, Bra08]. Die Pyrometrie
wurde beim Drehen von Titan eingesetzt, indem der Sensor im Werkzeughalter positio-
niert wurde und damit die Bauteiltemperatur kurz nach der Spanabnahme gemessen
werden konnte. Der genaue experimentelle Aufbau ist in [Den14b] beschrieben. Dabei
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wurden Temperaturen von maximal 270 °C gemessen, 1,4 us nach der Spanabnahme.

Beide experimentellen Methoden zur Bestimmung der Bauteiltemperaturen sind sehr
fehleranfallig. Dennoch wurden Temperaturen ermittelt, die deutlich unterhalb der theo-
retisch ermittelten Grenztemperatur von Ty 1iss = 480 °C liegen. Gleichzeitig ist aus der
Literatur bekannt, dass die Werkzeugtemperatur bei der Zerspanung von Titan 1.000 °C
Ubersteigen kann [Uga12, Arm10]. Franz erwahnt Temperaturen in der Kontaktzone bei
der Titanzerspanung von ca. 800 °C bis 1.100 °C [Fra79]. Aufgrund der fehleranfalligen,
experimentellen Bestimmung der Bauteiltemperatur, wird im Folgenden eine theoreti-
sche Betrachtung der Bauteiltemperatur und des Temperaturgradienten herangezogen,
die auf den Erkenntnissen von Altmuller basiert [Alt00]. Das Ziel ist es herauszufinden,
ob der direkte thermische Effekt auf die Eigenspannungen vernachlassigbar ist. Der An-
satz des Modells ist schematisch in Bild[7.6]dargestellt. Hierbei wird angenommen, dass
die wichtigste Warmequelle fir das Bauteil die Freiflachenreibung im Bereich der tertiare
Scherzone ist. Diese Annahme ist zwar ndherungsweise gliltig, vgl. Kapitel [2.3.3] jedoch
werden aufgrund dieser Vereinfachung die modellierten Temperaturwerte unterhalb der
realen Temperaturen liegen. Fir eine generelle Betrachtung der Bauteiltemperaturen ist
dies akzeptabel.

Warmequellen

Werk- Werkzeug <

zeug Kontaktlange /,
Warmequelle durch Reibung lT(Z)

Sekundare
Scherzone

Primére
Scherzone

Werkstuck Tertidre Scherzone Ne/81834 © IFW

Bild 7.6: Kontaktzone zwischen Schneide und Werkstiick nach [Alt00]

Zur Berechnung der Bauteiltemperatur nach Altmuller wird ein Gleichgewichtsmodell
angenommen, bei dem die eingebrachte Energie in Form von Kraft und Geschwindig-
keit gleich der Reibenergie im Bauteil ist [Alt00]. Bei diesem Modell werden folgende
Annahmen getroffen:

 Es gelten orthogonale Zerspanbedingungen

Die Werkstoffeigenschaften sind temperaturunabhangig

Es findet keine Konvektion oder Warmestrahlung statt

» Das Werkstlick ist eine halbunendliche Platte mit einer oberflachennahen Wéarme-
belastung ohne innere Warmequellen

» Die Wéarmeleitung ins Werkstick erfolgt direkt ohne Warmeutbergangswiderstand

Der Zerspanprozess wird durch diese Vereinfachungen stark abstrahiert, was jedoch im
Hinblick auf das Ziel dieses Teilkapitels akzeptabel ist. Altmuller 16st mit diesen Neben-
bedingungen die Differentialgleichung der Fourierschen Warmeleitung und berechnet
die Werkstlcktemperatur zu
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Dabei ist -, der Reibanteil der bezogenen Schnittkraft im Bereich der Mindestspanungs-
dicke hmin und |/, ist die Kontaktlange zwischen dem Werkstlck und dem Werkzeug im
Bereich der Freiflachenreibung. Die Indizes geben die jeweiligen Werte der Dichte p,
der Warmeleitfahigkeit A und der mittleren Warmekapazitat c., vom Titanwerkstuck (Ti)
und dem Hartmetall (Hm) an. Die Abklrzung ,erf“ steht fir die Error-Funktion. Auf die
Herleitung und die verwendeten Werte der Gleichung|/.6|sei auf Altmuller verwiesen
[Alt00, S.53ff].
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Bild 7.7: Ergebnisse der Temperaturverlaufe im Werkstlck nach Modell aus [Alt00]

Die Ergebnisse der Bauteiltemperaturen unter Anwendung von Gleichung [7.6| fur die
Werkstoffe Ti-6Al-4V, C45 und Al7075 sind in Bild 7.7 dargestellt. Im linken Diagramm
wurde eine fir Titan gewoéhnliche Schnittgeschwindigkeit von v, = 60 m/min und eine
Schneidkantenverrundung von rz = 15 um gewabhlt. Bei Ti-6Al-4V und bei Al7075 sind die
Temperaturen an der Bauteiloberflache noch unterhalb von Ty tiga bzw. Tkt - Lediglich
die Grenztemperatur von C45 wird Uberschritten, sodass ein direkter thermischer
Effekt im Bereich bis z ~ 10pum zu erwarten ist. Da Aluminium in der Praxis bei
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deutlich héheren Schnittgeschwindigkeiten bearbeitet wird, ist im linken Diagramm
von Bild zur Vollstandigkeit auch die Temperaturverteilung fir v, = 1.500 m/min
angegeben. Bei dieser Schnittgeschwindigkeit wére ein direkter thermischer Effekt auf
die Eigenspannungen des Aluminiumwerkstlcks zu erwarten.

Werden Schnittgeschwindigkeit und Schneidkantenradius erhéht, so verringert sich die
Kontaktzeit zwischen Werkstiick und Werkzeug bei gleichzeitig erhéhter Reibung durch
die erhdhte Kontaktlange I, dargestellt im rechten Diagramm von Bild[7.7} Aufgrund der
schlechten Warmeleitféahigkeit von Titan ist die Temperatur an der Werkstlckoberflache
zwar hoher als bei C45 oder Al7075, jedoch sinkt die Temperatur in der Tiefe z deutlich
schneller ab. In diesem theoretisch betrachteten Fall wirden die Eigenspannungen des
Titanwerkstilicks bis in einer Tiefe von ca. z ~ 5pum durch den direkten thermischen
Effekt beeinflusst werden, wodurch Zugeigenspannungen entstehen wirden. Dieser
Wert entspricht etwa der Informationstiefe z; durch den Réntgenstrahl, sodass ein
globales Minimum nicht detektierbar wére, selbst bei den far Titan sehr hoch gewahlten
Werten von v, = 250m/min bzw. r; = 60pum. Zwar ist das Modell aus Gleichung
ebenso wie das Modell aus Gleichung ein stark vereinfachtes, theoretisches
Konstrukt, jedoch lassen sich dennoch folgende Punkte festhalten:

« Ein GroBteil der Eigenspannungstiefenverlaufe nach der Zerspanung von Titan
sind vergleichbar mit dem aus Bild|7.1{beschriebenen Fall @ bei dem der direkte
thermische Effekt ausgeschlossen werden kann.

» Die Angaben aus der Literatur [Gey02, |[Sun09, Rao11,, [Fra79] und die Messda-
ten aus Kapitel [6] und [7| zeigen, dass nach der Titanzerspanung maBgeblich
Druckeigenspannungen vorliegen, was auf einen mechanischen Effekt schlieBen
|asst.

» Nach Angaben der Literatur ist die thermische Werkstickbelastung wahrend der
Zerspanung von Titan gering [Pit11} |Asp13, Su12, [Rah11} [Fra79].

» Es werden generell fir Titan nur geringe Schnittgeschwindigkeiten verwendet,
was ebenfalls auf eine geringe thermische Belastung der Randzone schlief3en
lasst.

» Aufgrund der schlechten Warmeleitfahigkeit von Titan weist die Temperaturvertei-
lung einen steilen Gradienten auf. Es wurde eine theoretische Beeinflussungstiefe
von maximal z ~ 5 um bestimmt.

Aus diesen Griinden ist es wahrscheinlicher, dass die globalen Minima der Eigenspan-
nungstiefenverlaufe, siehe Bild|7.2, durch direkte mechanische Effekte (Fall @ Bild

7.1) verursacht werden statt durch direkte thermische Effekte (Fall (2)). Fur diese Arbeit
werden daher die direkten thermischen Effekie nicht weiter betrachtet.

7.2.2 Mechanische Einfliisse

Im letzten Kapitel wurde gezeigt, dass der direkte thermische Effekt bei der Auspréagung
der Eigenspannungen unwahrscheinlich ist. Daraus folgt, dass die Eigenspannungen
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maf3geblich durch den indirekten thermischen Effekt und den direkten mechanischen
Effekt festgelegt werden. Der indirekt thermische Effekt ist auf die Veranderung der
mechanischen Eigenschaften zurtickzuflihren und ist weniger dominant als der direkte
mechanische Effekt, vgl. Bild[7.1]

FUr beide Effekte ist die Prozesskraft eine wichtige Kenngré3e. Jedoch kdnnen die
Prozesskrafte alleine nicht die Effekte auf die Eigenspannungsentstehung erklaren.
Dies ist in Bild [7.8] verdeutlicht, bei dem die oberflachennahen Eigenspannungen in
Vorschub- bzw. Vorschubnormalenrichtung gegen die Prozesskrafte in Vorschub- und
Vorschubnormalenrichtung aufgetragen sind.
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Bild 7.8: Korrelation zwischen Eigenspannungen und Prozesskraften

Hierbei wurden, mit Ausnahme der Schnitttiefe a,, die sich durch die Gestalt der
SchweiBnaht automatisch andert, nur jene Einflussgré3en variiert, welche die Eigen-
spannungen gemaf Kapitel 6.3 signifikant beeinflussen. Es zeigt sich fiir die oberfla-
chennahen Eigenspannungen keine Korrelation mit den Prozesskraften. Insbesondere
bei der Betrachtung der Eigenspannungen nach der Rekonturierung aus Bild [6.4] wird
deutlich, dass es keinen direkten Zusammenhang zwischen Eigenspannungen und Pro-
zesskraften geben kann. Die Eigenspannungen aus Bild [6.4] sind quer zur SchweiBnaht
konstant, jedoch steigen die Prozesskrafte an, bedingt durch die SchweilBnahtgeo-
metrie und der damit einhergehenden Erh6hung der Schnitttiefe a,. Somit gilt: Die
Prozesskrafte sind keine geeignete KenngroBe fiir die Beschreibung der Eigen-
spannungsentstehung bei der Rekonturierung.

Das Prinzip der oberflachengenerierenden Krafte

In Kapitel [4.3|wurde der Begriff Oberfldchengeneration eingefiihrt, der die Spanungsgré-
Ben (Spanungsdicke h, Spanungsbreite b, etc.) und die Kinematik des Frasprozesses
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auf die finale Oberflache bezieht. Werden nur jene SpanungsgréBen berlcksichtigt,
die wahrend der Oberflachengeneration wirken, so lassen sich die dazugehdrigen
Prozesskrafte berechnen. Diese Krafte werden im Folgenden oberfldchengenerierende
Kréfte genannt. Wie bei dem Begriff Oberflachengeneration aus Kapitel [4.3] ist auch
dieser Begriff unscharf, weil streng genommen Krafte keine Oberflachen generieren
kdnnen. Somit musste der Begriff korrekterweise lauten: ,wirkende Prozesskréfte bezo-
gen auf die finale Oberflache”. Flr diese Arbeit wird im Folgenden dennoch der Begriff
,oberflachengenerierende Krafte* aufgrund der kompakten Beschreibung verwendet.

Die oberflachengenerierenden Kréafte sind eine geeignete Methodik zur Beschreibung
der mechanischen Werkstlickbelastung, was das Ziel dieses Teilkapitels ist. Der Grund
ist, dass sich die oberflachengenerierenden Krafte immer auf eine definierte Flache
beziehen, womit der Begriff ebenfalls die oberflachengenerierenden Spannungen ein-
schlief3t, die wahrend des Zeitschritts i auf der finalen Oberflache wirken. Diese finale
Oberflache fur den Zeitschritt / ist in Bild [7.9(A) griin gekennzeichnet.
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Bild 7.9: Oberflachengeneration beim Kugelkopffrasen und bei anderen Fertigungs-
prozessen

In Bild [7.9(A) ist der Spanungsquerschnitt angedeutet, der wahrend des Zeitschnritt i
die Prozesskrafte verursacht (Griin + Rot). Der flr die oberflachengenerierenden Kréafte
verantwortlicher Spanungsquerschnitt liegt nur im griinen Bereich und ist in Kontakt mit
der finalen Oberflache. Das Prinzip der oberflachengenerierenden Krafte ist ebenfalls
auf andere Fras- Bohr- und Drehprozesse Ubertragbar, wenn die finale Oberflache durch
sukzessive Schnitte entsteht, siehe Bild[7.9(B). Lediglich beim Orthogonaleinstechdre-
hen und Hobeln sind die Prozesskrafte gleichzeitig die oberflachengenerierenden Kréfte.
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Aufgrund der Allgemeingultigkeit dieses Ansatzes wird folgende Arbeitshypothese auf-
gestellt: Die oberflachengenerierenden Krafte sind eine geeignete KenngréBe zur
Beschreibung der Eigenspannungen.

Wenn diese Arbeitshypothese korrekt ist, dann muss insbesondere fir das Kugelkopf-
frasen die deutlich geringere Spanungsdicke him Bereich der Oberflachengeneration
berlcksichtigt werden, vgl. Bild[4.2lund Kapitel Die Spanungsdicke h resultiert durch
den kleinen Einstellwinkel «, der die Orientierung und Skalierung des Spanungsquer-
schnitts h festlegt. Eine lineare Skalierung der Prozesskrafte auf die oberflachengenerie-
renden Kréfte ist aufgrund des nichtlinearen Einflusses der Schneidkantenverrundung
nicht méglich [Alb60, Kie52]. Deutlich wird dies bei Betrachtung der Ansichten A-A und
B-B aus Bild[7.9(A), deren Orthogonalebenen fiir einen bestimmten Eingriffswinkel ¢ in
Bild dargestellt sind.

nicht-finale finale
A-A- Oberflache B-B Oberflache
Span
h=fk, o) /J [/
v

3
nicht-oberflachengenerierende oberflachengenerierende
Spanungsdicke Spanungsdicke Ne/71477 © IFW

Bild 7.10: Oberflachengenerierende Kréafte: Unterschiedliche Spanungsquerschnitte
in Abhangigkeit des Einstellwinkels «

Unter der Annahme einer konstanten Keilgeometrie Uber den Kugelbereich des Frasers,
ist links die nicht-oberflachengenerierende Spanungsdicke h im Schnitt A-A darge-
stellt, rechts im Schnitt B-B die verringerte, oberflachengenerierende Spanungsdicke
h. Es wird deutlich, dass die Schneidkantenverrundung r; im rechten Fall die Kréfte
starker beeinflussen wird, als im linken Fall. Dies wird gestitzt durch die Erkenntnis
der Signifikanzanalyse (Kapitel[6.3), dass die Schneidkantenverrundung die wichtigste
EinflussgréBe auf die Eigenspannung nach dem Kugelkopffréasen ist. Es I&sst sich
festhalten: Die oberflachengenerierenden Spanungsdicken sind beim Kugelkopf-
frasen sehr klein, sodass ebenfalls Skalierungseffekte durch die Schneidkanten-
mikrogeometrie bericksichtigt werden miissen.

Erlauterung der bisherigen Ergebnisse zur Eigenspannungsentstehung mit Hilfe
der oberflaichengenerierenden Krafte

Ist die oben genannte Arbeitshypothese korrekt, so lassen sich die Ergebnisse aus
Kapitel und mit Hilfe der oberflachengenerierenden Krafte erklaren. Beispiels-
weise wurde gezeigt, dass die Eigenspannungstiefenverlaufe (Bild mafgeblich
durch die Schneidkantenverrundung r; beeinflusst werden. Dies ist kongruent mit dem
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Zwischenfazit des letzten Abschnitts. Ferner wurde gezeigt, dass die Schnittgeschwin-
digkeit v die Eigenspannungen bei der Titanbearbeitung kaum beeinflusst. Der Grund
daflr ist der nachweislich geringe Einfluss des direkten thermischen Effekts auf die
Eigenspannungen, was in Kapitel [7.2.1] thematisiert wurde. Gleichzeitig beeinflusst die
Schnittgeschwindigkeit nur im geringen Maf3e die oberflachengenerierenden Kréafte,
sodass auch dieser Zusammenhang kongruent mit der Arbeitshypothese ist.

Bei unterschiedlichen Schnitttiefen a,, z. B. wéhrend der Rekonturierung einer Schweif3-
naht, bleiben die oberflachengenerierenden Krafte konstant und somit beeinflusst diese
Einstellgr6Be weder die oberflachengenerierenden Kréafte, noch die Eigenspannungen
(vgl. Bild[6.5). Die EinstellgréBen Zahnvorschub f,, Schnittbreite b, und die Anstellwinkel
A und 7 beeinflussen die Kinematik und somit die Topographie des Prozesses, was auch
die oberflachengenerierenden Krafte und somit die Eigenspannungen beeinflusst.

Insbesondere der nicht-signifikante Effekt des Spanwinkels ~ Uberrascht aufgrund des
nachweislich hohen Einflusses auf die primare Scherzone. Dadurch erhéhten sich die
plastischen Verformungen, nachgewiesen unter anderem von Ténshoff [T6n66, S.68ff],
Kaczmarek [Kac66] oder Guo et al. [Guo11]. Aus Bild[7.10]wird jedoch ersichtlich, dass
die Spanungsdicke h bei der Betrachtung der Oberflachengeneration sehr geringe Werte
unterhalb des Schneidkantenradius rg annehmen kann, sodass die primare Scherzone
und der Spanfluss durch den effektiven Spanwinkel .4 statt dem nominellen Spanwinkel
~ festgelegt werden. Dies ist in den Untersuchungen aus Kapitel [6.3] der Fall gewesen,
bei dem die oberflachengenerierende Spanungsdicke Werte zwischen hp, = 3,8 um und
hmax = 15,0 um aufweist, was weniger ist als der Schneidkantenradius von rg = 30 um.
Das Gleich- und Gegenlauffrdsen beeinflusst nicht die Eigenspannungen, weil der
beteiligte Spanungsquerschnitt an der Oberflachengeneration in den meisten Fallen
kein Teilschnitt, sondern ein Vollschnitt mit ¢, < 0°und ¢, > 180°darstellt, vgl. Bild
und Bild 4.6l

Ferner lassen sich durch das Prinzip der oberflachengenerierende Kréfte eine Vielzahl
der widerspriichlichen Aussagen aus der Literatur erkldren (vgl. Kapitel 2.3.1], Bild
und Bild 2.12). Als Beispiel sei der hohe Einfluss des Fertigungsverfahrens auf die
Eigenspannungen genannt, sodass die Erkenntnisse nur selten allgemeingiltig Gber-
tragbar sind. Eine Begriindung ist, dass die oberflachengenerierende Spanungsdicke
mafgeblich durch die Schneidenkinematik und die finale Oberflache festgelegt wird,
was sich bei den Fertigungsverfahren naturgeman unterscheidet. Prozesstbergreifend
wurde in Bild [2.12] festgestellt, dass die Schnitttiefe a, in den meisten Féllen die Eigen-
spannungen nicht beeinflusst. Auch dies ist kongruent zur Arbeitshypothese, weil die
oberflachengenerierenden Kréafte nicht durch die Schnitttiefe a, beeinflusst werden.

Es sei an dieser Stelle erwahnt, dass in der Literatur Ansatze existieren, die entfernt
vergleichbar mit dem Prinzip der oberflachengenerierenden Kréften sind. Diese Anséatze
sind jedoch immer nur auf den jeweiligen Anwendungsfall, wie Planfrasen [LGOQ9],
AuBenlangsdrehen [Val12], Plandrehen [Deni4a] etc. beschrankt. Das hier vorgestellte
Prinzip der oberflachengenerierende Krafte vereint die Methoden und Ansatze aus der
Literatur und ist somit allgemeingiltig auf alle komplexen Fertigungsprozesse, auch der
Rekonturierung durch Kugelkopffréser, Gbertragbar.
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Es lasst sich festhalten, dass die direkten thermischen Effekte bei der Eigenspannungs-
entstehung unwahrscheinlich sind und somit die Eigenspannungen maf3geblich durch
mechanische Effekte bestimmt werden. Die mechanischen Effekte werden gréBten-
teils durch das Prinzip der oberflachengenerierenden Kraften abgedeckt. Somit ist das
zweite Teilziel dieser Arbeit im Kontext des Gesamiziels erreicht.

7.3 Modellierung der mechanischen Werkstiickbelastung

Zur Vorhersage der Werkstlckbelastung durch die oberflachengenerierenden Prozess-
krafte, missen zunéchst die Spanungsgré3en ermittelt werden, die bei der Oberflachen-
generation wirken. Im ersten Teil dieses Kapitels wird ein allgemeingultiger Ansatz fur
die Berechnung von SpanungsgréBen unter Berlicksichtigung von Skalierungseffekten
durch die Schneidkantenmikrogeometrie hergeleitet und mit gemessenen Prozess-
kraften validiert. Dies ist notwendig, weil die oberflachengenerierenden Prozesskrafte
messtechnisch nicht zu bestimmen sind. Im nachsten Schritt wird der Modellierungsan-
satz auf die Oberflachengeneration Ubertragen.

Berechnung von SpanungsgroBen

Wie in Kapitel [2.3.3|gezeigt, eignen sich zur Simulation der Prozesskréfte die etablierten,
mechanistischen Kraftmodelle mit den SpanungsgréBen b, h und Kraftkoeffizienten
k in der Form F = f(b, h, k). Die Eingriffsverhaltnisse bei der Rekonturierung sind
jedoch analytisch fur beliebige Werkzeuggeometrien nicht mehr herleitbar. Aus diesem
Grund ist eine Materialabtragssimulation unter Berticksichtigung der realen trochoida-
len Kinematik notwendig, aus der die Eingriffsverhaltnisse und die Spanungsgréf3en
abgeleitet werden missen. Als Basis hierzu dient das am IFW entwickelte dexelbasierte
Materialabtragsprogramm CutS, das die reale Fraskinematik beriicksichtigt und somit
geeignet ist [Den09]. Der Ansatz zur Berechnung der SpanungsgréBen ist im Folgenden
kurz erlautert, flr eine detaillierte Beschreibung sei auf die Verdéffentlichung [B6313]
verwiesen.

Fdr den folgenden Ansatz zur Kraftberechnung wird nicht die Werkzeugschneide, son-
dern nur das geschnittene Volumen Vj; betrachtet. Das geschnittene Volumen ist das
entfernte Material zwischen zwei Zeitschritten der Materialabtragssimulation, mit dem
Index i fiir den Zeitschritt und Index j fir die Schneide, dargestellt in Bild [7.11}(A). Der
Grund fur diesen Ansatz ist einerseits die allgemeine Betrachtungsweise, die fir alle
Frasprozesse, auch der Rekonturierung, anwendbar ist und andererseits berlcksichtigt
diese Methode ebenfalls die Oberflachengeneration.

Fir die Abtragssimulation ist ein CAD-Werkzeugmodell notwendig, dessen Modellierung
in Kapitel [9 beschrieben wird. Zur Berechnung der SpanungsgréBen wird im ersten
Schritt das geschnittene Volumen Vj; in k Schritten orthogonal zur Werkzeugachse a;
durch Ebenen Ex zu dVj diskretisiert mit einem aquidistanten Abstand dz. Hierdurch
werden lokale Varianzen bei den Spanungsgréen durch bspw. eine Schweil3naht
sowie der Helixwinkel des Werkzeugs fur beliebige Anstellwinkel bericksichtigt. Die
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Bild 7.11: Diskretisierung des abgetragenen Werksttickvolumens Vj; in d Vj und
Berechnung der Spanungsgrofien

Ebenen E, schneiden die Dexel in dem Punkt A, mit dem Dexel-Startpunkt Py, 1 und
dem Dexel-Endpunkt Pq 2, schematisch anhand eines Dexels in Bild [7.11(B) gezeigt.
Alle Schnittpunkte P, zwischen dem Dexelvektor U = Pax1 — Pax2 und der Ebenen Ei
berechnen sich zu

(7.7)

Der Vektor &J zeigt in Richtung eines Dexels und eines Basispunktes auf der Ebene
E, bei dem ein Wert von 0 < (&, &)/ (U, &) < 1 einen Schnittpunkt markiert. Im
Folgenden wird jedes Element des diskretisierten Volumens dVj, mit den jeweiligen
Schnittpunkten P; betrachtet, dargestellt als blaues, diskretes Volumen in Bild [7.11|C).
Zur Berechnung der Kréfte ist es notwendig, das dreidimensonale infinitesimale Volumen
d Vi in die zweidimensonalen SpanungsgréBen h, db, dA zu Gberflhren. Dies geschieht
durch eine zylindrische Transformation aller Schnittpunkte P, durch eine neue Ebene
Dy, gebildet durch die Werkzeugachse a; und dem Mittelwert aller Schnittpunkte P; im
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jeweiligen Element d Vj;.. Fir eine genaue mathematische Herleitung sei auf [B6313]
verwiesen. Die nach der Transformation ermittelten auBersten Punkte P; bis P, siehe
Bild [7.11)C), schlieBen die infinitesimale Spanungsflache dA ein, berechnet mit dem
Kreuzprodukt zu

dA = %[[(Pg — P1) x (Ps = P1)[ + [(Ps — P4) x (P4 — P2)[]. (7.8)

Der Einstellwinkel « wird mit dem Skalarprodukt des Achsvektors und der Punkte P,
und P; berechnet

k=(3.Pi— P, (7.9)

wodurch sich die infinitismale Spanungsbreite db

_ 9z (7.10)
SINK
und die Spanungsdicke h
h=%-sinn (7.11)
dz

fur jedes Element dz berechnen lasst. Mit den Gleichungen [7.8] - l&sst sich der
Betrag der infintisimalen Kraft an jedem Element dz berechnen, jedoch ist die Richtung
der Kraft aufgrund des fehlenden Eingriffswinkels ¢ unbekannt. Fir die Bestimmung der
Kraftrichtung wurde ein allgemeingultiger Ansatz mit Kraft-Einheitsvektoren (Index ,1)
entwickelt. FUr den Fall x = 90° zeigt die infinitesimale Tangentialkraft dF; ; in Richtung
des Normalenvektors der Ebene Ey, die infinitesimale Axialkraft dF, 1 in Richtung des
Achsvektors &;, wodurch sich die Richtung der infinitesimale Radialkraft dF, ; durch das
Kreuzprodukt ergibt. Das Koordinatensystem der Kraft-Einheitsvektoren ist in Bild [7.12]
dargestellt.

Fir jedes Element l&sst sich der Einstellwinkel ~ durch Gleichung|7.9|berechnen. Mit
einer Drehung des Koordinatensystems dF; 1, dF,; und dF, 1 um die infinitesimale Tan-
gentialkraft dF y um den Winkel 7/2 — &, ergibt sich das korrekte Koordinatensystem
mit den Einheitskraftvektoren dF; 1 ,t, dFa1.0 Und dF 1, schematisch dargestellt un-
ten rechts in Bild [7.12] Die Einheitsvektoren werden mit den SpanungsgréBen aus
Gleichung[7.8] - [7.11] multipliziert, wodurch sich diese Werte in jedes andere beliebige
Koordinatensystem durch Verwendung der Skalarprodukte berechnen lassen. Fir den
Fall des Werkstuck-Koordinatensystems lautet die Umrechnung

aE| |(GdF) &+ (e dFua) &+ (&dR) &
dF,| = (& dFir) - & + (&, 0Fam) - & + (&.0F) & (7.12)

dF.]  |(@.dFwr) - &+ (€. dFemr) - &+ (€L.0F,) - €
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Bild 7.12: Allgemeingultige Transformation der Kraftvektoren

Der gesamte Ablauf des hergeleiteten Ansatzes unter Verwendung der Gleichungen
bis und den Bildern|7.11|und [7.12]ist in Bild zusammengefasst'.

Der vektorielle Ansatz bendétigt lediglich die aktuelle Werkzeugachse a; und das ab-
getragene Werkstlckvolumen Vj;, das anschlieBend diskretisiert wird. Somit kénnen
die komplexen Eingriffsverhaltnisse bei der Rekonturierung berlcksichtigt werden. Mit
dem diskretisierten Volumen werden die Stltzpunkte P; bis P, des diskretisierten Spa-
nungsquerschnitts A berechnet. Aus P; bis P, werden die SpanungsgréBen «, db und h
hergeleitet und mit gedrehten Kraft-Einheitsvektoren die Richtung der infinitesimalen

Export aus CutS: Zuordnung des Volumens Diskretisierung des
- geschnittenes Volumen V; Vi zu jeder Schneide Vj; > | Volumens Vjjin dVjy
- aktuelle Achse a; (CutS2teeth.m) (CutS2diskret.m)
7 b Y
Berechnung von P1 bis Berechnung von dh, Definition der Kraft-Einheitsvektoren
P4 fur jedes dVijjk > | dA, dS, « aus P1-P4| > | Drehung des Koordinatensystems
(CutS2diskret.m) (CutS2tech.m) (Cuts2forces.m)
1 h Y
Anwendung von Krafte
Gleichungen 2.5 und 7.11 Fs, Fin, Fa Ne/80036 © IFW

Bild 7.13: Zusammenfassung des vektoriellen Ansatzes zur Berechnung der Prozess-
krafte unter Berticksichtigung der Oberflachengeneration

'Die jeweiligen Matlab-Programme *.m sind in Bild ebenfalls angegeben und in der IFW-Matlab
Toolbox hinterlegt.
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Tabelle 7.3: Werkzeugbahnen zur Validierung, Werkzeug 1

Bahn-Nr.  Schnitttiefe @,  Zahnvorschub f, Anstellwinkel 7, A Schnittart

1 Omm-0,5mm 0,14 mm -30°,0° Frasschnitt
2 0,5mm 0,14 mm —-30°,0° Frasschnitt
3 0,5mm 0,08 mm 0°, —30° Bohrschnitt
4 0,5mm -1,5mm 0,14 mm —15°, —15° Bohrschnitt
5 1,5mm - 0,5mm 0,14 mm 15°,15° Ziehschnitt
6 0,5mm 0,30 mm 0°, 30° Ziehschnitt
7 0,5mm 0,14 mm 15° —15° Bohrschnitt
8 0,5mm 0,14 mm 30°,0° Frasschnitt
9 0,5mm 0,14 mm 15° 15° Ziehschnitt
10 0,5mm 0,14 mm 0°, 60° Ziehschnitt
11 0,5mm 0,14 mm -30°,0° Frasschnitt

Krafte dF; festgelegt. Die Notwendigkeit dieses vektoriellen Ansatzes sind in der Be-
ricksichtigung der Oberflachengeneration begrindet. Aufgrund der werkstiickseitigen
Betrachtung mit dem vektoriellen Ansatz ist eine Berechnung der oberflachengenerie-
renden Kréfte einfach moglich. Dies wird am Ende dieses Kapitel erldutert. Im nachsten
Schritt wird der vektorielle Ansatz zunachst validiert.

Simulation der Prozesskrafte und Validierung

Zur Validierung des vektoriellen Ansatzes, werden die Prozesskrafte mit dem Modell von
Lee und Altintas prognostiziert, Gleichung 2.5, [Lee96), [Alt01]. Die Griinde fiir diese Wahl
sind die weite Verbreitung des Kraftmodells und dessen allgemeine Akzeptanz sowie
der Aufbau des Modells mit der Addition des Scheranteils und des Reibanteils. Aufgrund
dieser beiden Terme ist es moglich, die Effekte der primaren und tertidren Scherzone
(vgl. Bild auf die Randzoneneigenschaften getrennt voneinander zu betrachten,
was spater in Kapitel (8] angewendet wird. Die Kraftkoeffizienten werden nach dem
Verfahren in [Gra04] bestimmt. Zur Validierung des Ansatzes werden unterschiedliche
EinstellgréBen verwendet, aufgelistet in Tabelle [7.3]und dargestellt in Bild[7.14]

resultierende Werkstiick-

Z geometrie
N\

Werkzeugwege

Ne/75938 © IFW

Bild 7.14: Frasgeometrie zur Validierung des vektoriellen Ansatzes
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Ziel des Aufbaus ist die Nachbildung von komplexen Eingriffsverhaltnissen, wie bei der
Rekonturierung durch die sich mehrfach kreuzenden Werkzeugwege. Hierbei wird das
Werkzeug um 30° gegentiber der X-Achse angestellt um unterschiedliche Anstellwinkel,
incl. Bohr- (A > 0°) und Ziehschnitt (A < 0°), zu ermdglichen. Der Frasschnitt wird
definiert als A = 0°. Die Prozesskraftverlaufe der Simulation und der Messungen sind in
Bild [7.15] gegeniibergestellt.
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Bild 7.15: Messung und Simulation von Prozesskraften mit den EinstellgréBen aus

TabeIIe|7;3|

Es zeigt sich, dass die Simulation qualitativ und quantitativ die Realitat wiedergibt.
Lediglich bei den Bahnnummern @ @ und @ sind quantitative Abweichungen zu
erkennen. Dies ist durch den Bohrschnitt zu erklaren, wodurch erhéhte Reibung und
Quetschungen resultieren und dies vom Kraftmodell nicht beriicksichtigt wird. Wie zu
Beginn dieses Kapitels erwahnt, wird der Bohrschnitt in der Regel vermieden. Die
Abweichung der mittleren Prozesskrafte beim Bohr- und Frasschnitt liegt bei unter 5 %.
Es I&sst sich festhalten, dass die entwickelte, vektorielle Methodik zur Erfassung der
SpanungsgréBen und Simulation der Prozesskréfte geeignet ist.
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Angepasstes Kraftmodell fiir die Simulation mit kleinen Spanungsdicken

Auf den ersten Blick sind die Ergebnisse aus Bild [7.15] vielversprechend fiir die Simulati-
on der oberflachengenerierenden Prozesskrafte. Jedoch zeigt die kinematische Analyse
aus Bild[4.6] dass insbesondere bei der Oberflachengeneration sehr kleine Spanungsdi-
cken h resultieren. Somit ist es fir die Simulation der oberflachengenerierenden Kréfte
notwendig, ein Modell auszuwahlen, das insbesondere fur kleine Spanungsdicken h
eine gute Prognosefahigkeit bietet. Die Kraftkoeffizienten flr die Simulation aus Bild
7.15/wurden durch lineare Interpolation nach dem mechanistischen Ansatz von Gra-
diSek [Gra04] ermittelt, bei dem ein Steg mit der Breite b = 1 mm durch Kugelkopffrasen
zerspant wurde, mit Anstellwinkeln A, 7, die einen orthogonalen Schnitt erméglichten.
Der Versuchsaufbau ist rechts in Bild skizziert.

s 10
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Bild 7.16: Relative Abweichung zwischen Simulation und Messung mit dem Kraftmo-
dell aus [AltO1]

Mit den ermittelten Koeffizienten durch die Variation des Zahnvorschubs f, wurden die
Prozesskrafte mit dem Modell von Altintas [Alt01] mit den gleichen Zahnvorschiben si-
muliert und die relativen Abweichungen der Mittelwerte in Bild[7.16|aufgetragen. Es zeigt
sich, dass ab maximalen Spanungsdicken von h > 30 um die relativen Abweichungen
bei ca. 5 % liegen, was innerhalb der Messungenauigkeiten der Kraftmessplattform
liegt, vgl. Kapitel [5.2.1] Es sei erwéhnt, dass in der Validierungssimulation der Geo-
metrie aus Bild[7.14]der minimale Zahnvorschub im Ziehschnitt bei £, = 0,14 mm liegt,
woraus eine maximale Spanungsdicke von A, = 39 um resultiert. Bei einer weiteren
Reduktion der Spanungsdicken werden die prognostizierten Kréafte Uberschatzt, sodass
der relative Fehler auf bis zu —13 % ansteigt und bei Extrapolation zu noch kleineren
Spanungsdicken ein Fehler von —20 % zu erwarten ist.

Der Grund hierfir liegt im linearen Ansatz des Kraftmodells, schematisch dargestellt
in Bild [7.17] Die drei sogenannten Scherkoeffizienten k;; werden durch den Gradi-
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Bild 7.17: Schematische Darstellung der Kraftmodelle aus [Alt01] und [Kie52]

enten der Kraft, aufgetragen Uber die Spanungsdicke h bzw. den Zahnvorschub f,
berechnet, wahrend die drei Reibkoeffizienten k; den Y-Achsenabschnitt bei h = 0 mm
reprasentieren. Jedoch ist aus der Literatur bekannt, dass die Kraft degressiv ansteigt,
nachgewiesen von Kienzle [Kie52] und Albrecht [Alb60]. Somit I&sst sich folgendes
Zwischenfazit ziehen: Das Kraftmodell von Altintas ist nicht geeignet flr die Si-
mulation der oberflachengenerierenden Krafte aufgrund des hohen Fehlers bei
kleinen Spanungsdicken.

Far die Vorhersage der mechanischen Werkstiickbelastung anhand der Oberflachenge-
nerierung sind jedoch genau diese kleinen Spanungsdicken von hoher Relevanz und
somit wird im Folgenden ein neuer, verbesserter Modellansatz hergeleitet. Das Modell
von Kienzle ist prinzipiell geeigneter fir die Vorhersage der oberflachengenerierenden
Krafte, jedoch nutzt dieses Kraftmodell keine getrennte Betrachtung der Scherung und
Reibung, weshalb es nur bedingt fir den Ansatz in Kapitel |8| geeignet ist. Der neue
Ansatz orientiert sich an den experimentellen Erkenntnissen von Albrecht, der die Ge-
samtkraft in einen Scher- und einen Ploughinganteil aufgeteilt hat, dargestellt in[7.18|A).
Albrecht hat experimentell nachgewiesen, dass die Schneidkantenverrundung r; fiir

Orthogonalebene B neuer Ansatz fur Kraftberechnung
| | .
Gesamtkraft Fp + Fs L
,Y W I / =
- = | Altintas | __~F
o [—==""Ploughinganteil Fp
Werkzeug @ .
......... ()
...... N
o
h| Scheranteil Fs o
Scheranteil Fs
B |

I
Spanungsdicke h

Ploughinganteil Fp Ne/75941 © IFW

Bild 7.18: (A) Kraftanteile nach Albrecht [AIb60]. (B) neuer Modellansatz
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den degressiven Kraftanstiegs verantwortlich ist und sich bei héheren Spanungsdicken
h ein linearer Verlauf einstellt [AIb60]. Das Verhaltnis, ab dem die Ploughingkraft voll
ausgebildet ist, bezeichnet Albrecht mit A, = r/h.

Diese Erkenntnis wird fir das neue Modell herangezogen, schematisch dargestellt in
Bild [7.18] Analog zum Modellansatz von Altintas ist der Scheranteil proportional zur
Spanungsdicke h, jedoch ist der Ploughinganteil bis zur Schneidkantenverrundung rp
steigend und ab Ay, = rz/h = 1 konstant. Mathematisch wird dies durch eine stiickweise
definierte Funktion

hr) h
f(h, 1) = {g( 1) <1 (7.13)
1 hZ I

beschrieben. Fir den Fall h > r; gilt f(h, rg) = 1, was der voll ausgebildeten Ploughing-
kraft entspricht, ist das neue Kraftmodell mathematisch mit dem Ansatz von Altintas
identisch. Bei h < rz wird die Funktion

glh ) = —— (ﬁ>m—L (ﬁ) (MER|M>0 A m#0}  (7.14)
T o m\ 1—m\r

verwendet. Die Wahl der Exponentialfunktion aus Gleichung ist auf den stetigen
und differenzierbaren Ubergang zwischen dem nichtlinearen und dem linearen Be-
reich am Ubergangspunkt h = r, zurlickzufiihren. Der Formparameter m beeinflusst
maf3geblich den Anstieg der Kraft bei h ~ 0 mm, der auf m = 0,5 aufgrund der gu-
ten Ubersteinstimmung mit den Daten aus [Ab60] gesetzt wird. Somit ergibt sich das
vollstandige Kraftmodell zu

dFi = kej- h-db+ ke - dS - f(h, rg). (7.15)

Die Koeffizienten missen analog mit diesem Kraftmodell ermittelt werden und weichen
somit von den Koeffizienten des Kraftmodells von Altintas leicht ab. Zur Validierung des
Ansatzes wurde das orthogonale Kugelkopffrdsen aus Bild[7.16] verwendet, bei dem die
Spanungsdicke b konstant bleibt. Aufgrund des Aufbaus mit hohen Anstellwinkeln A\ und
7, wird das System Werkzeug-Werkstlck-Kraftmessplattform starker zum Schwingen
angeregt, was sich in den Messwerten widerspiegelt (vgl. Kapitel5.2.1). Die Simulations-
ergebnisse vom Kraftmodell nach Altintas, der neue Ansatz mit Gleichung -
sowie die korrespondierenden Messdaten flr drei verschiedene Verhaltnisse zwischen
Schneidkantenverrundung rz und Zahnvorschub £, sind in Bildaufgetragen.

In allen Fallen wurde das Gleichlauffrdsen verwendet, sodass im linken Bereich der
Diagramme hohe und im rechten Bereich geringe Spanungsquerschnitte h resultieren.
Fur Bild[7.19(A) ist die Spanungsdicke Uber den Zahneingriff jederzeit unterhalb des
Schneidkantenradius rg, wodurch der Kraftverlauf am Schneidenaustritt beim Modell
[Alt01] stark von der Messung abweicht. Mit dem neuen Ansatz wird hierbei die Realitat
besser abgebildet. In[7.19(B) wird ein héherer Zahnvorschub verwendet, womit es im
Kraftsignal einen Bereich mit h < rz und h > ry gibt, analog zu Gleichung[7.13] Auch
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Bild 7.19: Vergleich des neuen Kraftmodells mit Kraftmodell aus [Alt01]
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dieser Kraftverlauf wird durch das neue Modell aus Gleichung besser abgebildet.
Ebenfalls fiir geringe Schneidkantenverrundungen von rz = 7 um bei geringen Zahn-
vorschiben f,, dargestellt in Bild [7.79(C), zeigt das neue Modell eine Verbesserung
gegentber dem Modell von Altintas. Es Iasst sich festhalten: Mit dem angepassten
Kraftmodell, das den Ploughingeffekt durch eine stiickweise definierte Funkti-
on unter Verwendung der Schneidkantenverrundung beriicksichtigt, werden die
Prozesskrafte bei sehr kleinen Spanungsdicken besser abgebildet als mit dem
Ansatz nach Altintas.

Simulation der oberflachengenerierenden Prozesskrafte

Mit dem neuen Kraftmodell aus Gleichung[7.15|werden die Prozesskrafte auch bei gerin-
gen Spanungsdicken korrekt wiedergegeben, sodass nun die oberflachengenerierenden
Prozesskrafte berechnet werden kénnen. Hierbei ist es wichtig zu erwahnen, dass die
oberflachengenerierenden Krafte beim Kugelkopffrasen nicht experimentell validiert
werden kénnen. Eine Validierung der gewohnlichen Prozesskréafte wurde durchgefihrt
und ist in Bild[7.15|dargestellt. Bei einer Validierung der oberflachengenerierenden Kraf-
te musste die eingestellte Schnitttiefe a, exakt der H6he der kinematischen Rauheit a*
betragen (vgl. Bild[4.6). Fir kleine Werte von f, = b, = 0,2 mm wirden sich kleine Werte
von &, = @ ~ 4um ergeben, vgl. Bild [9.4] Bei nur 1 um Abweichung durch z.B. die
Werkzeugmaschine, wirde eine Maf3abweichung von 25 % resultieren. Eine experimen-
telle Unterscheidung zwischen den oberflachengenerierenden Spanungsquerschnitten
und den nicht oberflachengenerierenden Spanungsquerschnitten gestaltet sich somit
schwierig. Insbesondere ist dies aufgrund der sich andernden Eingriffsverhéltnisse
bei der Rekonturierung moglich, weil sich kontinuierlich die Schnitttiefe a, durch die
SchweiBnaht andert.

Aus diesem Grund wird die Methodik zur Ermittlung der oberflachengenerierenden Pro-
zesskrafte anhand eines simulativen Beispiels beschrieben. Hierzu ist die Kenntnis der
finalen Oberflache nach der Rekonturierung erforderlich. Bild [7.20[A) stellt links einen
Ausschnitt einer SchweiBnaht und rechts die finale Oberflache nach der Rekonturierung
durch Kugelkopffrésen dar. Genau wie das geschnittene Volumen Vj;, liegen die Daten
der finalen Oberflache nach der Simulation mit CutS als Dexel vor. Das Werkstick
rechts in Bild [7.20{A) wurde nicht vollsténdig rekonturiert, sondern nur teilweise durch
die drei radialen Zustellungen (1. - 3. Bahn). Die Vorschubrichtung des Frasprozes-
ses ist in diesem Beispiel quer zur Schweif3naht (positive X-Richtung). Wie industriell
bei der Rekonturierung Ublich, wurde in diesem simulativen Beispiel die Schnitttiefe
a, so eingestellt, dass ebenfalls der Grundwerkstoff bearbeitet wurde und somit eine
gleichmaBige Oberflachenqualitat gewahrleistet wird.

In Bild[7.20|B) ist schematisch die Methode zur Identifikation der Oberflachengeneration
dargestellt. Zum Zeitpunkt / wird ein Volumen Vj; geschnitten, das in Bild B) blau dar-
gestellt ist und mathematisch aus Dexel beschrieben wird. Die X- und Y-Koordinaten der
Dexel des aktuellen Volumens V; sind bekannt und werden mit der finalen Oberflache,
die in Bild[7.20[(B) grau dargestellt ist, verglichen. Zur Identifikation der Oberflachen-
generation werden anschlieBend nur die Dexel in Z-Richtung verwendet. Stimmt der
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Bild 7.20: (A) Beispiel eines einfachen Rekonturierungsprozesses, (B) Methodik zur
Bestimmung oberflachengenerierender Dexel

Endpunkt eines Z-Dexels der finalen Oberflache mit dem Startpunkt eines Z-Dexels des
aktuellen Volumens Vj; Gberein, so ist dieser Dexel oberflachengenerierend. Schema-
tisch sind die oberflachengenerierenden Dexel in Bild[7.20[B) mit einem griinen Haken
gekennzeichnet. Aufgrund der werkstiickseitigen Betrachtung des Zerspanvorgangs mit
dem vektoriellen Ansatzes, sind keine Anderungen am Algorithmus fiir die Betrachtung
der Oberflachengeneration erforderlich, wodurch der Vorteil des gewahlten Ansatzes
deutlich wird.

Zwecks Vergleich werden zunéchst die Prozesskrafte und nicht die oberflachengenerie-
renden Kréfte der Rekonturierung aus Bild mit dem vektoriellen Ansatz berechnet.
Bild[7.21A) zeigt die finale, grau dargestellte Oberflache nach dem Frésvorgang, was
der Oberflache rechts aus Bild[7.20[A) entspricht. Die schematisch dargestellte Rauheit
in Bild [7.21[A) zeigt die drei radialen Zustellungen der 1. bis 3. Bahn. Ebenfalls sind
auf der Oberflache die geschnittenen Volumina V; von drei Werkzeugumdrehungen
wahrend der Zeitabschnitte t; bis t; hervorgehoben, wobei jede Farbe ein Zeitinkrement
i darstellt.

Die simulierten Prozesskrafte sind in Bild [7.21(B) abgebildet. Es zeigt sich, dass wéh-
rend der 1. Bahn hohere Prozesskrafte resultieren als bei den Teilnuten der 2. und 3.
Bahn, was auf den erhéhten Spanungsquerschnitt durch die Vollnut zurtickzufiihren
ist. Aufgrund der konstanten SchweiBnahtgeometrie in Y-Richtung, sind die simulierten
Prozesskréfte bei der 2. und 3. Bahn identisch. In der Mitte der 1. bis 3. Bahn erh6hen
sich die Prozesskrafte aufgrund der Schwei3naht und der damit einhergehenden Ver-
gréBerung der Schnitttiefe a,. Die Werkzeugumdrehnung wahrend des Zeitabschnitts
befindet sich am Beginn der 1. Bahn. Bei genauerer Betrachtung der Verlaufe in Bild
[7.21)B) ist zu erkennen, dass der Zeitabschnitt t; der 4. Werkzeugumdrehung entspricht.
Die Werkzeugumdrehung zum Zeitabschnitt £, findet in der Mitte der 2. Bahn statt, bei
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Bild 7.21: Simulation der Prozesskrafte bei einem Rekonturierungsprozess

der die Kraft aufgrund der Schwei3naht maximal wird. Die Werkzeugumdrehung zum
Zeitabschnitt t; ist die letzte Werkzeugumdrehung der 3. Bahn. Wichtig ist hierbei zu
erwahnen, dass der Prozess noch vor Austritt des Werkzeugs aus dem Werkstick
gestoppt wurde und somit die 3. Bahn unvollstandig ist. Die Oberflache zu diesem
Zeitpunkt ist somit final, gekennzeichnet rechts in Bild [7.20(A).

Mit dem gleichen Algorithmus zur Kraftberechnung unter Berlcksichtigung der Oberfla-
chengeneration mit der oben erlduterten Methode, werden nun die oberflachengenerie-
renden Prozesskréafte berechnet. Das Simulationsergebnis ist in Bild [7.22) dargestellt,
unter Verwendung der gleichen SchweilBnahtgeometrie und den gleichen EinstellgréBen
wie in Bild [7.21] Im Gegensatz zu Bild [7.21[(A) sind nun jene Volumina V; der drei
Werkzeugumdrehnungen wéhrend der Zeitabschnitte ¢ bis t; farblich hervorgehoben,
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Bild 7.22: Simulation der oberflachengenerierenden Prozesskrafte bei einem Rekon-
turierungsprozess

die einen Kontakt zur finalen Oberflache aufweisen. Aus diesen Volumina V; wurden die
oberflachengenerierenden Krafte berechnet. Es zeigt sich, dass die Amplituden der 1.
und 2. Bahn nahezu identisch sind und der Einfluss der Schweif3naht im Vergleich zu
Bild [7.21B) verschwindet.

Die Erkléarung liefern die farblich hervorgehobenen Volumina V; der Werkzeugumdre-
hung wéhrend des Zeitabschnitts t, in der Mitte der 2. Bahn. Wahrend in Bild [7.21|(B)
die Prozesskrafte aufgrund der erhdhten Schnitttiefe durch die Schweif3naht steigen,
ist der Kraftanteil der SchweiBnaht nicht oberflachengenerierend und somit nicht sicht-
bar in Bild[7.22] Ferner zeigt sich, dass die oberflachengenerierenden Prozesskrafte
wahrend der 3. Bahn héher sind als bei der 1. und 2. Bahn und erneut der Einfluss
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der SchweiBnaht sichtbar wird. Der Grund hierfir ist, dass die finale Oberflache der 3.
Bahn gréBer ist und ebenfalls die bearbeitete SchweilBnaht einen Teil dieser Oberflache
bildet. Bei einer vollstandigen Rekonturierung des Werkstiicks ware kein Einfluss der
SchweilBnaht bei den oberflachengenerierenden Prozesskraften mehr erkennbar.

Wahrend in Bild [7.21] der Zeitschritt ¢ der 4. Werkzeugumdrehung einem Kraftsignal
entspricht, korrespondiert dies in Bild [7.22] mit der 1. Werkzeugumdrehung. In der Ver-
gréBerung des Details @ in Bild|7.22]ist ersichtlich, dass diese Werkzeugumdrehung
erstmalig eine Oberflache erzeugt und somit das oben genannte Ergebnis plausibel
ist. Wie bereits erwahnt, ist die 3. Bahn unvollstandig bearbeitet, sodass der in Bild
[7.20(A) gekennzeichnete Bereich die finale Oberflache darstellt. Aus diesem Grund
stimmen die oberflachengenerierenden Prozesskrafte wahrend des Zeitabschnitts f;
mit der Prozesskraft des gleichen Zeitabschnitts aus Bild [7.21)B) tberein.

Es kann festgehalten werden, dass die oberflachengeneriernden Prozesskrafte bei einer
vollstandigen Rekonturierung des Werkstlcks quer oder langs zur Schweif3naht konstant
sind. Analog verhalt es sich mit den Eigenspannungen quer zur Schweif3naht (vgl. Bild
6.4). Bisher bestétigt dieses Ergebnis die auf Seite [97] aufgestellte Arbeitshypothese, die
in Kapitel [8 weiter untersucht wird. Die oberflachengeneriernden Prozesskréfte bieten
eine geeignete Mdglichkeit zur Vorhersage der Werkstlckbelastung, womit das dritte
Teilziel dieser Arbeit erreicht ist.
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8 Eigenspannungen

Nachdem die signifikanten EinflussgroBen (Kapitel [6) und die dazugehdrige Werkstiick-
belastung (Kapitel [7) bekannt sind, gilt es nun diese Informationen in eine Methodik
zu Uberflhren, die eine Vorhersage der Eigenspannungen erlaubt. Jedoch reichen
die experimentellen Daten aus Kapitel [6] nicht aus, weil hierbei nur zwei Stufen der
jeweiligen EinflussgréBen untersucht wurden und somit nur lineare Einfliisse ableitbar
sind. Insbesondere ist zu erwarten, dass beispielsweise die Schneidkantenverrundung
rs einen nichtlinearen Zusammenhang zu den Eigenspannungen aufweist. Aus diesem
Grund wird zunachst eine Versuchsplanung durchgeftihrt, um die nichtlinearen Effekte
zu erfassen und diese anschlieBend in Kapitel [8| abzubilden.

8.1 Versuchsplanung

Versuchsplanung fiir die oberflachennahen Haupteigenspannungen (D-Optimal)

Die signifikanten EinflussgréBen auf den Wert der Eigenspannungen aus Kapitel
sind der Zahnvorschub f,, Zeilenbreite b,, Vorschubrichtungswinkel A und die Schneid-
kantenverrundung rz. Wegen des sehr hohen Einflusses der Schneidkantenverrundung
auf die Eigenspannung, wird dieser Faktor in 5 Stufen aquidistant variiert. Aus diesem
Grund und durch die Notwendigkeit die Wechselwirkungen zu berlcksichtigen, ist ein
D-Optimaler Plan notwendig (vgl. Kapitel [5.3). Die Schneidkantenverrundung wird durch
Schleppschleifen eingestellt und mittels eines Streifenlichtmikroskop vom Typ GFM
MikroCAD charakterisiert. Als Basis wurde Werkzeugtyp 1 (vgl. Tabelle wegen
der geringeren Nachgiebigkeit, konstanter Makrogeometrie und leichter herstellbaren
Schneidkantenmikrogeometrie ausgewahlt. Die gewéahlten Faktorstufenkombinationen
des D-Optimalen Versuchsplans sind in Tabelle [8.1] aufgelistet.

Tabelle 8.1: Faktorstufenkombinationen des D-Optimalen Versuchsplans flr das
Kugelkopffrasen (Werkzeug 1), ZielgroBe: Haupteigenspannungen

Faktor Kirzel Variationen Einheit
Zahnvorschub f, 0,10 0,25 0,40 mm
Zeilenbreite b, 0,20 0,40 0,60 mm
Vorschubrichtungswinkel A 15,0 37,5 60,0 °
Schneidkantenverrundung rg 4 15 30 45 60 pm

Hieraus resultieren insgesamt 45 Versuche, jeder Versuch wird einmal wiederholt.
Wegen der Erfassung der Hauptspannugsrichtung resultieren somit 270 Eigenspan-
nugsmessungen an der Oberflache. Die konstanten Einstell- und WerkzeuggréBen sind
Ve =40m/min, g, = 0,40mm, v =8°% a =12°% 7 =0°.
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Versuchsplanung fiir die Hauptrichtung der Eigenspannungen (CCD)

Die Ergebnisse aus Kapitel und Bild [6.7] zeigen deutlich, dass die Hauptrichtung
der Eigenspannung nur durch den Vorschubrichtungswinkel A und dem Kippwinkel 7
bestimmt wird. Zwar weisen die Anstellwinkel A und 7 zueinander eine Wechselwirkung
auf, jedoch nicht mit den anderen Faktoren aus Kapitel [6} Aus diesem Grund werden
die nichtlinearen Effekte der Hauptrichtung der Eigenspannungen in einem separatem
CCD-Versuchsplan untersucht. Die gewahlten Faktorstufenkombinationen des CCD-
Versuchsplans sind in Tabelle aufgelistet.

Tabelle 8.2: Faktorstufenkombinationen des CCD Versuchsplans fur das Kugelkopf-
frasen (Werkzeug 1), ZielgroBe: Hauptspannungsrichtungen

Faktor Kirzel Variationen Einheit
Vorschubrichtungswinkel A 0 8,8 30,0 51,2 60,0 ©
Kippwinkel T 0 8,8 30,0 51,2 60,0 °
(normiert) - -2 -1 0 1 V2 -

Flr den Versuchsplan wird der Werkzeugtyp 1 in der Standardvariante ohne Schneid-
kantenverrundung ausgewahlt, weil die diese keinen Einfluss auf die Hauptrichtung der
Eigenspannungen besitzt. Aus dem Versuchsplan resultieren insgesamt 9 Versuche.
Jeder Versuch wird aufgrund der starken Streuung der Hauptrichtung dreimal wiederholt.
Daraus resultieren in der Summe 81 oberflachennahe Eigenspannungsmessungen. Die
konstanten Einstell- und Werkzeuggréf3en sind v, = 40m/min, g, = 0,40 mm, v = 8°,
a =12° rg = 4um, Gleichlauf, £, = 0,2um, b, = 0,3 mm.

8.2 Auswertung der experimentellen Eigenspannungsergebnisse

Bewertungskriterien der Regression

Fir die Auswertung der nichtlinearen Versuchspléne aus den Tabellen [8.1]und 8.2 wer-
den nicht die Eigenspannungsmessungen selbst, sondern die Regressionen der Daten
verwendet (vgl. Kapitel [5.3). Hierflir missen die jeweiligen Regressionen die Verlaufe
der Messdaten in einer ausreichend guten Qualitat wiedergeben. Zur Bewertung der
Regression werden vier Parameter verwendet:

« korrigiertes BestimmtheitsmaB RZ2. _ (engl. adjusted R2-value)

korr
» Mittlere quadratische Abweichung RMS (engl. root mean squared error)
* interne Fehlerabschatzung P (engl. pure error)
» Fehlanpassung Le. (engl. lack of fit)

Das Bestimmtheitsmaf R? gibt die Varianz der Abweichungen vom Modell an und

beschreibt in welchem Umfang die Messdaten durch die Regression erklart wird. Bei
R? = 1 verlaufen alle Datenpunkte durch das Regressionsmodell. Bei einer hohen
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Anzahl von Modellkoeffizienten by, ist es ratsam, das korrigierte Bestimmtheitsmaf RzZ,,,
zu verwenden, bei dem nur jene Variablen in die Berechnung einflieBen, die einen Bei-
trag zur Erklarung der Zusammenhange liefern. Die mittlere quadratische Abweichung
RMS ist die Standardabweichung der Residuen' vom Modell. Durch die Wiederholung
der Experimente wird der interne Fehler P, abgeschatzt, was der zufélligen Stan-
dardabweichung des Experiments entspricht. Ist die interne Fehlerabschatzung P,
deutlich geringer als die mittlere quadratische Abweichung RMS, ist dies ein Indiz fir
eine Fehlanpassung des Modells L, (Signifikanzgrenze p = 0,05). Im Idealfall sollte
die Standardabweichung der Residuen der Standardabweichung der experimentellen

Streuung entsprechen.

Auswertung der Haupteigenspannungen, D-optimalen Versuchsplan

Als Basis der Regression dient ein kubisches Regressionsmodell mit Wechselwirkungen
in der Form

(T1y2=b1+b2-fz+b3-br+b4-)\+b5-ff5+b6-br-fz...

8.1

Hierbei sind die Anzahl der Koeffizienten b, hoher als die Anzahl der Faktorstufenkombi-
nationen, wodurch Gleichung nicht I6sbar ist. Zur Verringerung der Koeffizienten b,
wird die Methodik der schrittweise Regression verwendet, bei dem eine gleichbleibende
Prognosegenauigkeit resultiert. Bei der schrittweisen Regression wird der quadratische
Gesamtfehler des Modells durch einen F-Test optimiert. Fur eine detaillierte Erérterung
der statistischen Kriterien sei auf [BeuQ7] verwiesen. Die verbliebenen Koeffizienten der
Regression, die das Ergebnis aller 270 Eigenspannungsmessungen darstellen, sind fur
die Hauptspannungen o1 und o in Tabelle 8.3 aufgelistet.

Mit den Regressionsmodellen betragt das korrigierte Bestimmtheitsmani RZ,,, = 0,87
fur Haupteigenspannungen o1 bzw. R2, = 0,88 fir die Haupteigenspannungen os.
Aufgrund der hohen Varianz der Eigenspannungsmessungen sind diese Werte ak-
zeptabel. Die mittlere quadratische Abweichung der Residuen betragt 64,2 MPa far
oy bzw. 41,4 MPa flr 0o, was etwa dem Wert der internen Fehlerabschatzung von
Perr = 66,9 MPa flr o4 und Pe, = 43,9 MPa flr o, entspricht. Die Wahrscheinlichkeit
einer Fehlanpassung durch das gewéhlte Modell ist bei oy mit Loy = 27 % und o, mit
Lerr = 31 % gering. Dies wird auch bei der Betrachtung der Residuen im Wahrscheinlich-
keitsnetz? sichtbar, was in Bild dargestellt ist. Folgen die Residuen der Geraden, so
sind die Abweichungen zwischen Regressionsmodell und Messdaten maf3geblich auf
normalverteilte Zufallsschwankungen zurlickzufiihren. Dies ist in Bild [8.1] der Fall und
somit geben die Regressionen aus Tabelle [8.3|die Messdaten in ausreichender Qualitat

wieder. Daher werden im Folgenden die Ergebnisse der Regression erdrtert.
Mit den Regressionen aus Tabelle[8.3]sind die Zusammenhé&nge und Wechselwirkungen

"Residuen sind die Subtraktion zwischen dem Regressionsmodell und den Messdaten.
2Ein Wahrscheinlichkeitsnetz ist so konstruiert, dass die eingezeichneten Punkte bei einer Normalvertei-
lung auf einer Geraden liegen.
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Tabelle 8.3: Modellkoeffizienten der Regressionsmodelle ,Haupteigenspannungen®

Koeffizient des Terms Eigenspannungen o4

Eigenspannungen o,

Konstante

—773,1
5.643
1.463
19,32
-52,49
—6.307
—137,9
0,0
—34,77
0,0
—0,061.30
1,177
—14.772
161,0
157,7
0,0
—0,124.4
0,0
—0,006.47

53,8
228
—-191,3
1,358
—46,18
0,0
—4,142
18,58
0,0
31,51
0,0
1,011
—28,79
0,0
0,0
—0,328.9
—0,487.2
—0,000.60
—0,005.59

1. Haupeigenspannung o4 2. Haupeigenspannung o,
%9.91 R?corr =0,87 99.91 Rorr =0,88
= %||RMS error =642 o = %||RMSerror =41,4 o
£ os5Hpure error =66,9 o %’ 95 Hpure error =439 o
S ||lackof fit =0,73 S ||lackof fit =0,69
= =
g 50 _OCJ 50
[&) O
o o
< c ]
© 5 C/ © 5 A
= / = /Z
0,1 0,1
-4 2 0 - 4 -4 2 0 - 4
studentisierte Residuen ¢,/RMS studentisierte Residuen ¢,/RMS
Prozess: Kugelkopffrasen
Schnittgeschw. v, =40 m/min  Anstellwinkel A, T =var.
Zahnvorschub f, =var. Werkzeug 1 (rg = var.)
Zeilenbreite b, =var. Prozessstrategie var

Ne/75944a © IFW

Bild 8.1: Residuen im Wahrscheinlichkeitsnetz, Regressionsmodell aus D-Optimalem
Versuchsplan, Kugelkopffraser
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Zeilenbreite b, =var. Prozessstrategie Gleichlauf

Ne/80040 © IFW

Bild 8.2: Nichtlineare Zusammenhange aus dem Regressionsmodell, Zielgrée o4,
Variation \, f;, b,

der signifikanten EinflussgréBen auf die Eigenspannungen mehrdimensonal darstellbar.
Wie bei der Signifikanzanalyse aus Kapitel [6.3]sind alle Eigenspannungen im Druck-
bereich. Die Haupteigenspannungen o1 sind in Bild [8.2(A) dargestellt, bei Variation
des Vorschubrichtungswinkels A Gber den Zahnvorschub f, und konstanter Schneid-
kantenverrundung rz = 20 pm und Zeilenbreite b, = 0,4 mm. Bei diesen Einstellgré3en
ist nur ein geringer Einfluss auf die Eigenspannungen feststellbar. Die oberflachenna-
hen Eigenspannungen in Bild [8.2(A) variieren bei den genannten EinstellgréBen um
etwa 150 MPa und sind somit nahe der Messungenauigkeit der réntgenografischen
Eigenspannungsmessung unter Vergleichsbedingung (vgl. Bild[5.8). Zwar &ndert sich
das Eigenspannungsniveau aus Bild [8.2(A) z. B. bei Variation der Schneidkantenver-
rundung r;, jedoch bleiben die tendenziellen Verldufe ndherungsweise konstant. Aus
Bild [8.2[A) ist ersichtlich, dass sowohl eine Erhéhung des Zahnvorschubs f,, als auch
eine Erhéhung des Vorschubrichtungswinkels A tendenziell die oberflachennahen Ei-
genspannungen Richtung Zug verschieben.

Ein Erklarungsansatz fiir den Einfluss des Vorschubrichtungswinkels X liefert die Kine-
matik des Frasprozesses. In Kapitel[4.3)wurde eine kinematische Analyse des Kugelkopf-
frasens durchgefihrt und es wurde gezeigt, dass bei geringem Vorschubrichtungswinkel
A das Verhéltnis zwischen Vorschubgeschwindigkeit v; und Schnittgeschwindigkeit v,
zunimmt. Dies qilt bei der Betrachtung der Oberflachengeneration. Bei kleinen Vor-
schubrichtungswinkeln X fallen Wirk- und Werkzeugbezugssystem nicht mehr zusam-
men, sodass statt dem nominellen Freiwinkel o der Wirk-Freiwinkel ag; verwendet
werden muss. Bei der Betrachtung der Oberflachengeneration unter Verwendung der
EinstellgréBen aus Bild |8.2|ist die maximale Differenz zwischen Freiwinkel o und Wirk-
Freiwinkel Aa = 2°. Somit ist eine Berlhrung zwischen Freiflache und der generierten



8 Eigenspannungen 119

Werkstlickoberflache bei geringen Vorschubrichtungswinkel A wahrscheinlicher, als bei
hohen Vorschubrichtungswinkel \. Diese BerUhrung flihrt zu einer Quetschung zwischen
Werkstick und Werkzeug, wodurch bekanntermaf3en Druckeigenspannungen induziert
werden. Mit diesem Erklarungsansatz ist das Ergebnis aus Bild [8.2(A) plausibel.

Des Weiteren zeigt Bild [8.2(A), dass eine Erh6hung des Zahnvorschubs f, zu einer
tendenziellen Verschiebung der oberflachennahen Eigenspannungen Richtung Zug ver-
ursacht. Der Effekt ist mit der Modellvorstellung der oberflachengenerierenden Kraften
aus Kapitel [7.3] zu erklaren. Bei einer Verringerung des Zahnvorschubs f, reduzieren
sich zwar ebenfalls die oberflachengenerierenden Krafte, jedoch reduziert sich gleich-
zeitig die Oberflache, auf die diese Kréafte wirken. Ebenfalls stimmt das Ergebnis mit
den Erkenntnissen von Pléger Uberein [PI602]. Pléger weist beim AuBenlangsdrehen
von Ck45N nach, dass bei kleinen Vorschiben f der Werkstoff an der Oberflache
mehrfach deformiert wird, wodurch es vermehrt zu Quetschung kommt. Ubertragen auf
den Prozess des Kugelkopffrasens muss dieser Effekt ebenfalls bei geringeren Zeilen-
breiten b, auftreten. Dies zeigt Bild [8.2(B), bei dem die Haupteigenspannungen o4 bei
Variation des Zahnvorschubs f, Uber die Zeilenbreite b, dargestellt sind. Kombinationen
von geringen Zahnvorschiben f, mit geringen Zeilenbreiten b, fhren somit zu leicht
héheren Druckeigenspannungen, was mit dem beschriebenen Effekt von Pléger Uber-
einstimmt. Es sei erwahnt, dass die Haupteigenspannungen o, tendenziell die gleichen
Verlaufe zeigen wie o4 in Bild[8.2] nur bei einem héheren Druckeigenspannungsniveau.
Ferner sind die Unterschiede zwischen o4 und o, gréBer, wenn stark unterschiedliche
Verhaltnisse zwischen Zeilenbreite b, und Zahnvorschibe f, gewéahlt werden. Auch
dieses Ergebnis ist plausibel, weil bei der Betrachtung der Oberflachengeneration je
nach Verhaltnis zwischen b, und f, mehr Werkstoff quer bzw. langs zur Schnittrichtung
deformiert wird.

Insbesondere der nichtlineare Effekt der Schneidkantenverrundung rs wird im Folgenden
thematisiert, dargestellt in Bild[8.3] In Bild[8.3|A) ist die Schneidkantenverrundung r;
Uber die Zeilenbreite b, und in Bild[8.3(B) Uber den Zahnvorschub f, aufgetragen. Die
Verlaufe der Haupteigenspannungen o4 unter Variation von f,, b, und rz dhneln sich.
Mit Erhéhung des Zahnvorschubs f, bzw. der Zeilenbreite b, verschieben sich die
oberflachennahen Eigenspannungen leicht in Richtung Zug. Dies Ergebnis ist analog
zu Bild[B.2

Bei einer Erhéhung der Schneidkantenverrundung rs nehmen die Druckeigenspannun-
gen zu und erreichen bei ca. rg =~ 30 pm ein Minimum. Durch eine weitere Erhéhung der
Schneidkantenverrundung rz nehmen die Druckeigenspannungen an der Oberflache
wieder ab. Dieser Zusammenhang gilt ebenfalls fir die Haupteigenspannungen o, sowie
bei einer Variation des Vorschubrichtungswinkels A und anderer Verhaltnisse zwischen
f, und b.. Hierbei ist zu beachten, dass diese Zusammenhange fiir die oberflachennahen
Eigenspannungen gelten. Zur Erklarung des Effekis der abnehmenden Druckeigen-
spannungen muassen ebenfalls die Eigenspannungstiefenverlaufe berlcksichtigt werden,
dargestellt in Bild[8.4| fir unterschiedliche Schneidkantenradien r;.

Das Eigenspannungsminimum liegt fir die arbeitsscharfe Schneiden und verrundeten
Werkzeuge bis r3 ~ 30 pm direkt an der WerkstUlckoberflache. Fir gréBere Schneid-
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Ne/80039 © IFW

Bild 8.3: Nichtlineare Zusammenhange aus dem Regressionsmodell, Zielgré3e o4,
Variation rg, f,, b

kantenradien rg bildet sich ein globales Eigenspannungsminimum unterhalb der Werk-
stlickoberflache aus. Wie in Kapitel [7.2.1]beschrieben ist hierbei ein direkter thermischer
Effekt (Fall @ Bild|7.1) auf die Eigenspannungsauspragung unwahrscheinlich. Wenn
diese Vereinfachung zutrifft, so muss das globale Minimum maf3geblich durch domi-
nante mechanische Effekte (Fall @ Bild [7.1) resultieren, was mit dem Festwalzen
vergleichbar ist S. 282]. Bei hohen Walzdriicken verschiebt sich das Eigen-
spannungsminimum in tiefere Randschichten und die Oberflacheneigenspannungen
verschieben sich Richtung Zug, was tendenziell den Verldufen aus Bild [8.4] entspricht.
Der Zusammenhang ist beim Festwalzen werkstoffibergreifend nachwiesen worden,
unter anderem bei Magnesium [Win00, S. 101ff], 100Cr6 [R6t03, S. 77ff] oder Ti-6Al-4V
[Mad06, S. 75ff]. Begriindet wird dies unter anderem durch eine steigende Oberfla-
chenzerrittung oder Rissbildung bzw. durch die wirkende Hertzsche Pressung,
dessen Vergleichsspannungsmaximum immer unterhalb der Werkstlickoberflache liegt
[R6t03]. Der schematische Einfluss der Walzkraft F, auf die Eigenspannungstiefenver-
laufe beim Festwalzen ist in Bild [8.5| dargestellt.

Die Druckeigenspannungen steigen mit zunehmender Festwalzkraft F in Betrag und
Eindringtiefe® und es resultiert ein globales Eigenspannungsminimum unterhalb der
Oberflache. Bei einer weiteren Steigerung der Walzkraft verschiebt sich das globale
Minimum in die Bauteiltiefe und gleichzeitig fallen die Betrdge der oberflachennahen
Eigenspannungen. Unter unglnstigen Bedingungen kénnen somit sogar Zugeigen-
spannungen an der Oberflache resultieren, trotz rein mechanischer Belastung. Die

3Der korrekte Begriff lautet Informationstiefe. Fiir einen einfacheren Lesefluss wird im Folgenden von
Eindringtiefe gesprochen.
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Bild 8.4: Lokales Minimum der Hauptspannungen in der Tiefe als Funktion der
Schneidkantenverrundung

tendenziellen Verlaufe aus Bild [8.5]stimmen mit den gemessenen Eigenspannungen
aus Bild Uberein. Hierbei sei angemerkt, dass sich diese Aussage lediglich auf
die Verlaufe und nicht auf die Betrage der Eigenspannungen bezieht. Nach dem Fest-
walzen liegen in der Regel erheblich h6here Druckeigenspannungen und ein gré3erer
beeinflusster Bereich z, vor, als nach spanenden Prozessen.

Das Ergebnis aus Bild[8.4] wird in der Literatur beispielsweise von Le6n beim Planfrasen
von Aluminium bestatigt [LGO9]. Ferner verwenden Lian und Su die Hertzsche Pressung
zur Modellierung der Eigenspannungen durch den Einfluss der Schneidkantenverrun-
dung beim Orthogonaleinstechdrehen [Lia07] und spater beim Frasprozess [Sui2].
Somit wird eine Ubertragbarkeit der Effekte des Festwalzprozesses auf die Effekte der

o Goberfl. Zug
S T Fw1 Fw2 Fws Fw.4 Fws A
S N yas — e

S 4 K K
g . K J ¢
c / ’/ / s e Druck
- “\ " ’
8 el RS "' 'l'
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q_) ~~~~~~~~~ K3 /‘r
o h SOSNe g N aﬁ_“,,x'//gl_opales Fws < Fwa <Fws
L o A Minimum

Abstand von der Oberflache z Ne/81826 © IFW

Bild 8.5: Schematischer Einfluss der Walzkraft F, auf die Eigenspannungstiefenver-
laufe nach dem Festwalzen, [Sch90, S. 282]



122 8 Eigenspannungen

Schneidkantenverrundung vorausgesetzt. Es lasst sich festhalten: Bei geringer ther-
mischer Werkstlickbelastung wahrend der Rekonturierung sind die Eigenspan-
nungstiefenverlaufe bei Variation der Schneidkantenverrundung tendenziell mit
den Eigenspannungstiefenverlaufen beim Festwalzprozess unter Variation der
Walzkraft vergleichbar. Diese Aussage ist auf den Verlauf der Eigenspannungen und
nicht auf die Betrage bezogen.

Auswertung der Richtung der Haupteigenspannungen, CCD-Versuchsplan

Als Basis der Regression fur die Richtung der Haupteigenspannungen ¢ dient ein
quadratisches Regressionsmodell mit Wechselwirkungen, das, im Gegensatz zu dem
Modell aus Tabelle [8.3] vollstandig l6sbar ist. Zur Verringerung der Komplexitat und zur
Verbesserung der Modellgiite wurde der Term )\? entfernt. Die restlichen Koeffizienten
der Regression sind in Tabelle aufgelistet.

Tabelle 8.4: Modellkoeffizienten vom Regressionsmodell ,Hauptrichtung der Eigen-

spannungen®
Koeffizient des Terms Hauptrichtung der Eigenspannungen ¢
Konstante —27,85
A 0,237.3
T 0,077.11
AT —0,023.29
72 0,020.04

Das korrigierte BestimmtheitsmaR betrégt R2 . = 0,65 und ist damit deutlich geringer als
bei den Regressionsmodellen der Haupteigenspannungen aus Tabelle [8.3] Der Grund
hierfUr ist die hohe Varianz der Messdaten, die sich mit dem Gaul3’schen Fehlerfort-
pflanzungsgesetz begriinden lasst. Hierbei werden jeweils die quadrierten Beitrdge der
Messunsicherheiten aus Gleichung [6.3]bis[6.5|addiert, sodass die Schwankungen von ¢
relativ zum Messwert héher sind als bei den Eigenspannungen. Somit ist das korrigierte
BestimmtheitsmaR trotz des geringen Wertes von RZ,,, = 0,65 ausreichend. Dies zeigt
sich ebenfalls in den anderen Bewertungskriterien der Regression. Die mittlere qua-
dratische Abweichung der Residuen betragt RMS = 12,5°, was in etwa dem Wert der
internen Fehlerabschatzung von P, = 15,7 ° entspricht. Somit ist die Wahrscheinlichkeit
einer Fehlanpassung durch das gewahlte Regressionsmodell mit Le = 22 % ebenfalls
gering. Bei der Betrachtung des Wahrscheinlichkeitsnetzes in Bild [8.6(A) wird deutlich,
dass die Residuen normalverteilt sind und keine Ausreil3er zu erkennen sind. Das
Modell aus Tabelle [8.4| gibt somit die Messdaten in einer ausreichenden Giite wieder.

In Bild[8.6B) sind die Hauptrichtungen der Eigenspannungen ¢ Uber den Vorschubrich-
tungswinkel A\ und dem Kippwinkel 7 aufgetragen. Es zeigt sich eine starke, nichtlineare
Wechselwirkung zwischen diesen GréBen, was dem Resultat des Signifikanztests aus
Kapitel [6.3] entspricht. Bei kleinen Vorschubrichtungswinkeln A verschieben sich die
Winkel der Hauptrichtung ¢ zu positiven Werten, wenn gleichzeitig hohe Kippwinkel
7 verwendet werden. Wird der Vorschubrichtungswinkel A erhéht, so ergeben sich
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Bild 8.6: (A) Wahrscheinlichkeit der Residuen des gewéahlten Regressionsmodells.
(B) Nichtlinearer Zusammenhang zwischen A und 7 aus dem Regressions-
modell, ZielgréBe ¢

tendenziell negativere Winkel der Hauptrichtung ¢. Der Trend kehrt sich bei geringen
Kippwinkeln = wieder um. Die Richtung der Haupteigenspannungen ¢ fallt mit der
Bearbeitungsrichtung zusammen, wenn etwa 7 = 35°+ 0.58 - \ gilt. Der physikalische
Grund fUr die starke Wechselwirkung zwischen den Anstellwinkeln und der Richtung
der Haupteigenspannungen ist in der Schnittrichtung des Werkzeugs begriindet. Die
Anstellwinkel A und 7 beeinflussen die Schnittrichtung des Werkzeugs und somit die
Oberflachengeneration. Dieser Effekt ist hochgradig nichtlinear und gleichzeitig abhan-
gig von der Werkzeugmakrogeometrie. Die physikalische Begrindung wird durch die
Modellbildung in Kapitel [8.3| bestétigt.

Allgemeingultigkeit der Erkenntnisse zur Eigenspannungsentstehung aus die-
sem Kapitel

Es sei erwahnt, dass im Rahmen der Arbeiten im SFB 871 die Erkenntnisse der
Eigenspannungsentstehung beim Kugelkopffrasen ebenfalls auf das Orthogonalein-
stechdrehen Ubertragen wurden. Dazu wurde ebenfalls ein D-optimaler Versuchsplan
aufgestellt, bei dem die Einstell- und Werkzeuggréen variiert wurden. Die experimen-
tellen Nebenbedingungen und der Versuchsplan sowie die Ergebnisse sind im Detail in
[Nes15] beschrieben. Es zeigte sich, dass die Erkenntnisse der Eigenspannungsentste-
hung vom Kugelkopffrasen allgemeingultig sind und ebenfalls fir einfachere Prozesse
wie dem Orthogonaleinstechdrehen gelten, wenn folgende Bedingungen erflllt sind

* Vergleichbarer Dehnungszustand
« Ahnliche Werkzeugkinematik
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+ Gleiche an der Oberflache wirkenden SpanungsgréBen,

Der Dehnungszustand wird maf3geblich durch die Werkstiickgeometrie und die sich
einstellende Gefligemorphologie durch den Werkstofffluss quer zur Werkzeugschneide
vorgegeben. Beim Orthogonaleinstechdrehen flieBt bekanntermaf3en ein Teil des Werk-
stoffs quer zum Schnittgeschwindigkeitsvektor, sodass ein Grat am Werkstlick entsteht.
Dieser Werkstofffluss, der beim Kugelkopffrasen durch die gefangenen Réander teil-
weise unterbunden wird, beeinflusst mafB3geblich die Eigenspannungen. Insbesondere
konnte in [Nes15] nachgewiesen werden, dass der Begriff der Oberflachengeneration,
welcher in Kapitel [4.3] definiert wurde, geeignet ist, um die Vorgange in der Randzone
zu beschreiben.

8.3 Vorhersage der Eigenspannungen

Vorhersage der Hauptrichtung der Eigenspannungen

Wahrend beim Hobeln oder Planschleifen die Hauptrichtung der Eigenspannungen mit
der Schnittrichtung Ubereinstimmt [Bri82al, S. 20ff] [Den11b, S. 379ff], kann sich dies
bei anderen Fertigungsprozessen mit komplexerer Kinematik unterscheiden. Félsch-
licherweise wird in der Literatur haufig angenommen, dass die Hauptrichtung der
Eigenspannungen mit der Vorschubrichtung eines Frasprozesses Ubereinstimmt. Flr
den Fall der Rekonturierung mit Kugelkopffwerkzeugen wurde in Kapitel und Bild
6.7] gezeigt, dass insbesondere die Anstellwinkel ), 7 einen hochsignifikanten Einfluss
auf die Hauptrichtung der Eigenspannungen besitzen. Zur Erklarung dieses Zusam-
menhangs wird auf die Erkenntnisse von Jacobus et al. eingegangen, die in Bild [8.7(A)
zusammengefasst sind [Jac00].

Jacobus et al. zeigte beim Orthogonaldrehen auf, dass der Neigungswinkel § der
Werkzeugschneide (schrager Schnitt) mit der Hauptrichtung der Eigenspannungen
zusammenféllt und nicht der Vektor der Schnittgeschwindigkeit v. In Bild[8.7A) ist dies
durch das gedrehte Koordinatensystem X’ und Y’ dargestellt, ausgerichtet in Richtung
o1 und o». Diese Erkenntnisse werden im Folgenden fiir den Prozess Kugelkopffrasen
Ubertragen. Dazu wird folgende Hypothese aufgestellt: Es existiert ein funktionel-
ler Zusammenhang zwischen der Richtung der Haupteigenspannungen und der
Richtung der oberflachengenerierenden Prozesskrifte.

Fir die Erlauterung der Hypothese sei erneut auf Bild [8.7(A) verwiesen. Wahrend im
orthogonalen Schnitt die Hauptrichtung o4 mit der Richtung der Schnittkraft F. zusam-
menfallt, zeigt der resultierende Vektor der Krafte F,n und F, beim schragen Schnitt
etwa in Richtung . Die Ubertragung der genannten Zusammenhénge auf das Kugel-
kopffrasen ist in Bild [8.7(B) schematisch dargestellt. Es ist eine simulierte Oberflache
mit den dazugehdorigen infinitesimalen, oberflachengenerierenden Kraftvektoren fiir eine
Teilnut zu sehen. In der Vergro3erung ist das Vektorfeld der infinitesimalen Kraftvekto-
ren erkennbar sowie deren Abstand zueinander, festgelegt durch die in der Simulation
definierte Anzahl der Diskretisierungsebenen dz und in CutS eingestellte Winkelschritt
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orthogonaler Schnitt B] oberflichengenerierende Kréfte

Oberflache

Vektorfeld der
infinitesimalen

3 a Kraftvektoren

summierter
Kraftvektor der

/Vc [Jac00]: 6 =¢ o1 Ne/75950 © IFW

Bild 8.7: Zusammenhang zwischen Hauptrichtung der Eigenspannungen und Kraf-
ten, (A) aus [JacQQ], (B) bezogen auf das Kugelkopffrasen

dy. Alle infinitesimalen, oberflachengenerierenden Kraftvektoren im Bereich der ge-
wahlten Oberflache werden zum Kraftvektor IZ; aufsummiert. Diese Summation ist
vergleichbar mit einer Eigenspannungsmessung, die ebenfalls je nach Kollimatorgréi3e
und Probenkippwinkel ¢ ein integrales Mittel auf einer Flache darstellt. Ferner werden
analog zu den Eigenspannungen (o, = 0) nur die Anteile vom Kraftvektor Es) orthogonal
zum Oberflachennormalenvektor i betrachtet. Daher wird der Kraftvektor Es) auf die
gewahlte Oberflache projiziert. Der projizierte Kraftvektor I—-';i: berechnet sich zu

—
*

Fres = ,—:—r; - <,—:—re—s)a ﬁ> : ﬁ (82)

Der projizierte Kraftvektor @; der Vorschubvektor v und der Oberflachennormalenvek-
tor 71 sind ebenfalls in Bild [8.7|B) dargestellt. Mit der Kenntnis dieser GroBen lautet der
funktionale Zusammenhang zur Vorhersage der Hauptrichtung der Eigenspannung

( F;! Vf): F_*) = o
arctan <—_r,es> —45° < arctan (<Z;f:re>s>> < 45°,
v * Vf’ res
<vf, F>
¢~ (8.3)

(7.7)
— arctan m —45° > arctan (

(7, Fras )

—~
=
SN
D *

»
~

res
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Dabei stellt der Ausdruck <77’, Vi, I-T;“;> das Spatprodukt und <Vf’, I-T;*;> das Skalarprodukt
der jeweiligen Vektoren dar. Damit wird mathematisch ein rechtshandiges Koordina-
tensystem festgelegt, bei dem der Oberflachennormalenvektor 1 als Drehachse dient.
Somit sind die Winkel ¢, die links vom Vorschubvektor v liegen, positiv definiert. Zeigt
der projizierte Kraftvektor E; in die gleiche Richtung wie der Vorschubvektor V;, wird
das Skalarprodukt sowie das Spatprodukt Null, wodurch die Hauptrichtung der Eigen-
spannungen mit der Vorschubrichtung zusammenfallt und es gilt ¢ = 0°.

Die Gleichung ist in zwei Wertebereiche aufgeteilt. Ist der Winkel zwischen dem
projizierten Kraftvektor /——‘g; und dem Vorschubvektor v; zwischen —45° und 45°, gilt der
obere Teil von Gleichung [8.3] andernfalls der untere. Damit wird gewéhrleistet, dass die
Hauptrichtung der Eigenspannung ¢ minimal —45° und maximal 45° vom Vorschubvek-
tor v gedreht ist und somit Gleichung den gleichen Wertebereich aufweist, wie die
Gleichungen bis zur experimentellen Bestimmung der Hauptrichtung.

Es sei darauf hingewiesen, dass Gleichung[8.3|die Richtung des betragsméBig héheren
Haupteigenspannungswertes wiedergibt, was per Definition bei Druckeigenspannungen
oo ist und haufig quer zur Vorschubrichtung v; liegt. Dies ist physikalisch begriindet, weil
die betragsmaBig groBte Kraft meist in Schnittrichtung der generierten Oberflache liegt
und diese haufig quer zur Vorschubrichtung orientiert ist. Die Richtung der héchsten
oberflachengenerierenden Kraft verursacht somit die hdchsten Druckeigenspannungen
in gleicher Richtung.

‘ T T T W [T

o L‘ i i VT
Simulation S Konfidenzintervall der I

. h_ [ Messung I Messwerte & = 99%

0 § N1

) AR
B L % %
) I {

Hauptrichtung der
Eigenspannungen ¢

L NN\
N N \ Il

45
Anstell- A:51,2° 88° 51,2° 88° 60° 0° 30° 30° 30° 15° 60° 15° 60°
winkel t:512° 512° 88° 88° 30° 30° 60° 0° 30° 0° 60° 60° O0°

Prozess: Kugelkopffrasen

Schnittgeschw. v =40 m/min  Anstellwinkel A, T =var.
Zahnvorschub f, =0,2 mm Werkzeug 1(rg =4 pm)
Zeilenbreite b =0,4 mm Prozessstrategie Gleichlauf

Ne/81828 © IFW

Bild 8.8: Vergleich der vorhergesagten und gemessenen Richtung der Haupteigen-
spannung. (A) Ergebnisse aus Tabelle 8.2, (B) aus Tabelle

Einen Vergleich der simulierten Hauptrichtung ¢ unter Anwendung von Gleichung
mit den experimentellen Ergebnissen des CCD-Versuchsplans (Tabelle [8.2) ist in Bild
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8.8(A) dargestellt. Des Weiteren wurden die Daten der Signifikanzanalyse (Tabelle
mit dem Modell verglichen und im rechten Diagramm von Bild [8.8(B) zusammengefasst.
Es zeigt sich, dass die Tendenzen der Messdaten durch Gleichung [8.3| wiedergegeben
wird. Jedoch resultieren teilweise auch hohe Abweichungen von maximal A¢max = 23,4°.
Dies ist vereinzelt auf die hohen Varianzen der Messwerte zurickzufihren, was durch
die Fehlerbalken (Konfidenzintervall ¢ = 99 %) in Bild [8.8 dargestellt ist. Die mittlere
quadratische Abweichung (RMS) zwischen dem Modell aus Gleichung und den
Messdaten betragt im Schnitt 17,1°. Zwar ist auch dieser Wert hoch, liegt jedoch in
einem &hnlichen Bereich wie die zufallige Standardabweichung der Messwerte (pure
error) mit 15,7°. Somit besitzt das Modell eine ausreichende Prognosefahigkeit.

Regression der Messdaten Regression der Simulationsdaten
60

o

Kippwinkel t
Hauptrichtung ¢

Kippwinkel t
3

00 20 ° 60 0O 20 e 60
Vorschubrichtungswinkel A Vorschubrichtungswinkel A
Prozess: Kugelkopffrasen
Schnittgeschw. v, =40 m/min  Anstellwinkel A, T =var.
Zahnvorschub f, =0,2mm Werkzeug 1(rg =4 pm)
Zeilenbreite b, =0,4 mm Prozessstrategie Gleichlauf

Ne/81829 © IFW

Bild 8.9: Regression der Mess- und Simulationsdaten von der Hauptrichtung der
Eigenspannungen

Zur Darstellung der Wechselwirkungen wurden die simulierten Hauptrichtungen ¢
mit dem gleichen Regressionsmodell aus den Messdaten (Tabelle interpoliert.
Das Ergebnis ist in Bild [8.9] dargestellt. Es zeigt sich, dass ebenfalls die Wechselwir-
kungen durch das Modell korrekt wiedergegeben werden. Lediglich bei hohen Vor-
schubrichtungswinkeln A werden die Hauptrichtungen leicht Gberschéatzt. Es kann
festgehalten werden: Die Hauptrichtungen der Eigenspannungen werden durch
die Richtung der aufsummierten, oberflachengenerierenden Krafte unter Verwen-
dung von Gleichung [8.3]in ausreichender Genauigkeit wiedergegeben.

Methodik zur Vorhersage von Eigenspannungstiefenverlaufen

Wie dem Stand der Technik zu entnehmen ist, sind Eigenspannungstiefenverlaufe
derzeit selbst bei einfachen Fertigungsprozessen wie dem Hobeln nur bedingt durch
numerische Methoden, beispielsweise durch FE-Spanbildungssimulation, vorhersagbar.
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Bild 8.10: Methodik zur Vorhersage der Eigenspannungstiefenverlaufe

Zuvor ist eine Kalibrierung der Reibungsverhéltnisse und ein fir den Werkstoff geeig-
netes Separations- und Spanbruchskriterium notwendig (vgl. Kapitel 2.3.1), was in der
Praxis nur schwer umgesetzt werden kann. Fur die Vorhersage von Eigenspannungs-
tiefenverlaufen bei einem komplexen Fertigungsprozess wie der Rekonturierung mit
Kugelkopffwerkzeugen, wird daher ein hybrider Ansatz gewahlt (vgl. Bild[2.14), der ana-
lytische sowie empirische Gleichungen auf Basis der Erkenntnisse der Titanbearbeitung
verbindet. Als Basis dient der wichtigste Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs und
zwar das globale Minimum, beschrieben durch die Tiefe des globale Minimums z; und
dem dazugehdrigen Eigenspannungswert o4 am globalen Minimum, dargestellt in Bild
8.10]

Zur Vorhersage des Eigenspannungswerts o4 am globalen Minimum wird ein empiri-
scher, funktioneller Zusammenhang zwischen den oberflachengenerierenden Kraften
und den gemessenen Eigenspannungen hergeleitet. Hierbei ist flr eine physikalische
Interpretation wichtig, die Anzahl der EingangsgréBen und der empirischen Koeffizien-
ten mdglichst gering zu halten. Als Basis dient das entwickelte Kraftmodell aus Kapitel
7.3} das die oberflachengenerierende Kraft in Scher- und Ploughinganteil aufteilt. Diese
Kraftanteile werden maf3geblich der primaren bzw. tertidren Scherzone zugeordnet.

Zur Vorhersage der Tiefe des globalen Minimums zy, werden die analytischen Gleichun-
gen der Hertzschen Pressung [Her81, \Joh85] verwendet. Es wurde in Kapitel [8.2] ge-
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zeigt, dass bei geringer thermischer Werksttickbelastung die Effekte der Schneidkanten-
verrundung rz auf die Eigenspannungen bei der Zerspanung mit dem Festwalzprozess
vergleichbar sind. Somit wird angenommen, dass die analytischen Methoden fir den
Festwalzprozess (vgl. [R6t03, Mad06, (Win00]) auch fur das Kugelkopffrésen anwendbar
sind. Die Autoren Réttger [R6t03] und Mader [Mad06] betonen zwar ausdrlcklich, dass
mit den analytischen Anséatzen eine quantitative Vorhersage nicht méglich ist, wobei
diese Aussage auf den Gesamtverlauf eines Eigenspannungstiefenprofils bezieht und
nicht auf einen einzelnen Wert, wie in diesem Fall die Tiefe des globalen Minimums z,.
Der Ansatz die Hertzsche Pressung als Eingangsgréi3e zur Modellierung eines Eigen-
spannungstiefenverlaufs nach der Zerspanung zu verwenden, wurde in der Literatur
mehrfach umgesetzt [Val12, [Su12, [Mon12], jedoch bisher nicht fiir das Kugelkopffrasen
von Ti-6Al-4V. Sind die Werte z; und o4 bekannt, kénnen daraus weitere charakte-
ristische Punkte eines Eigenspannungstiefenverlaufs abgeleitet werden, sodass eine
mathematische Funktion durch diese Punkte den simulierten Eigenspannungstiefenver-
lauf ergibt.

Bestimmung der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums z; durch Hertz-
sche Pressung

Bei der Verwendung der Hertzschen Gleichungen gelten folgende Nebenbedingungen
[Rot03, S. 711f], [Joh85, S. 90ff]:

* |deal glatte Oberflache der Kontaktpartner, sodass keine Reibung herrscht. Es
wirken nur Normalkrafte zwischen den Kontaktpartnern.

» Homogenes und isotropes Material beider Kontaktpartner. Anwendung des linear-
elastischen Hookschen Gesetzes méglich. Daraus folgt, dass keine plastische
Deformation zwischen den Kontaktpartnern auftritt.

« Die sich ausbildende Kontaktflache = - a2 muss deutlich kleiner sein als die makro-
skopische Dimension der Kontaktpartner. Dies gilt insbesondere fir die relativen
Radien ry, r, beider Kontaktpartner.

Die meisten der oben genannten Bedingungen treffen fur die Zerspanung nicht zu.
Kritisch sind insbesondere die Begrenzung auf elastische Deformationen sowie die
Vernachlassigung der Reibung im Bereich der Schneidkante. Das sind die Grlinde,
weshalb eine quantitative Nutzung (X- und Y-Achse aus Bild der Hertzschen
Spannungen beim Zerspanvorgang nicht méglich ist. Trotz dieser Einschrankungen
ermdglichen die Gleichungen eine relative Betrachtung (Nur X-Achse aus Bild
der maximalen Vergleichsspannungen unterhalb der Oberflache. Somit ist es das Ziel,
die Gleichungen nur zur Vorhersage der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums
z4 zu verwenden. Die genauen Werte der Spannungen durch die Hertzsche Pressung
und die daraus resultierenden Eigenspannungen (Y-Achse aus Bild sind somit
sekundar. Diese Vorgehensweise basiert auf den Erkenntnissen aus der Literatur (Bild
beziehungsweise aus den Eigenspannungsmessungen (Bild [8.4) und ist aufgrund
der vergleichbaren Pressvorgange, jedoch unterschiedlichen Spannungen aufgrund
Materialflusses im Bereich der tertiaren Scherzone wissenschatftlich legitim. Auf den
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Fall der Rekonturierung durch Kugelkopfwerkzeuge Ubertragen, sind die Kontaktpartner
eine Kugel aus Hartmetall (Index Wz) mit dem Radius rz und eine Ebene aus Ti-6Al-
4V (Index Ws). Das Ersatz E-Modul E* fir beide Kontaktpartner berechnet sich zu
[Joh85]

2

1— 12 11—y -
E* = — “YWs + — Pwz > (8 . 4)
( EWs EWz

mit v als den jeweiligen Poissonzahlen der Werkstoffe bzw. v* als deren Mittelwert.
Durch die sich elastisch ausbildende Kontaktflache 7 - a2 resultiert ein Kontaktkreis mit
dem Radius a. Dieser ist in Bild A) dargestellt und berechnet sich zu

;
_ 3‘Fth'r[5 (5) 85
Ebenfalls ist in Bild A) die wirkende Kraft zwischen den Kontaktpartnern Fy,

eingezeichnet, die dem Integral des dazu resultierenden Spannungsprofil p(x) Gber die
Kontaktflache entspricht. Das Spannungsprofil p(x) berechnet sich zu

3 : Fth X 2
- . —_(Z 8.6
pX) ( 21 &2 ) 1 (a) ' (86)
Der vordere Teil von Gleichung entspricht der maximalen Pressung po bei x = 0.
Flr die Hertzschen Gleichungen existieren analytische Lésungen zur vollstandigen

Beschreibung des mehrachsigen Spannungszustands in der Bauteiltiefe z. Sie lauten
flr die Hauptrichtungen [Joh85]

e [ (1 ()1 (+3) |
= (8.7)

.
Z
1+

0, = —

Es sei erwahnt, dass die Lésung dieser Gleichung einen Spezialfall darstellt und die
Fundamentalgleichungen zur Berechnung der Bauteilspannungen in der Tiefe flr jedes
beliebige Spannungsprofil in [Joh85| Gleichung 2.23a - 2.23c] beschrieben sind. Fir
eine detaillierte Herleitung der Gleichungen bis sei ebenfalls auf das Buch
von Johnson verwiesen [Joh85]. Die Verlaufe der Bauteilspannungen als Funktion der
Tiefe z unter Verwendung von Gleichung an der Stelle x = 0 flr eine Kraft von
Fit, = 100 N sind beispielhaft in Bild[8.11(B) dargestellt.

Es wird deutlich, dass alle drei Spannungskomponenten oy, negative Vorzeichen
haben und somit ein infinitesimales Bauteilvolumen unterhalb von p; in alle drei Raum-
richtungen durch Druck belastet wird. Dieser Zustand wird hydrostatischer Spannungs-
zustand genannt, bei dem alle Hauptspannungen gleich grof3 sind. Bei diesem Span-
nungszustand flieBt der Werkstoff nicht aufgrund der fehlenden Schubspannung [Kie09].
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Bild 8.11: Spannungskomponenten der Hertzschen Pressung

Die Differenz zwischen resultierenden Spannungszustand und dem hydrostatischen
Spannungszustand wird als Spannungsdeviator bezeichnet, es gilt fir die Hauptspan-
nungen

1
Ohyar = 7 (2 0y +02)

(8.8)

Odev,x/y = Ox/y — Ohydr

Odev,z = Oz — Ohydr-

Der hydrostatische und deviatorische Spannungsanteil sind in Bild[8.11[C) dargestellt.
Anschlie3end wird der mehrachsige Spannungszustand ogev x, 0devys Odev,z IN €INEN
einachsigen Spannungszustand o, Uberflihrt, indem die Gestaltdnderungsenergiehypo-
these nach von Mises

= /52 2 _ 0. )
Ov = \/Odev,z + T dev,x/y 2 Odev,z * Odev,x/y (8.9)

angewandt wird. Werden die Gleichungen [8.6]bis [8.8]in Gleichung [8.9 eingesetzt und



132 8 Eigenspannungen

vereinfacht, ergibt sich an der Stelle x =0

oy = 8- Frz | [(21/* +2) arctan (5)23 +(—2av* — 2a) 22
2ra? z (8.10)
+ (2&°v* + 28°) arctan (g)z + (a8 - 2a3z/*)] - [2aZ® + 28°] -

Die Vergleichsspannung oy ist in Bild[8.11[D) dargestellt. Es zeigt sich eine maximale
Vergleichsspannung unterhalb der Oberflache. Aus dem Verlauf der Vergleichsspannung
wird das Maximum berechnet. Die Tiefe dieses Maximums entspricht in dem Modell der
Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums z,.

Auf das Kugelkopffrasen Ubertragen, entspricht die Kraft Fy, dem Anteil der Ploughing-
kraft, die Normal zur Werksttickoberflache wirkt. Es wird in dem Modell angenommen,
dass dieser Anteil der Ploughingkraft unabhhangig von den EinstellgréBen ist und sich
nur mit variierenden Schneidkantenradien r; &ndert. Dies ist damit zu begriinden, dass
beim Zerspanvorgang der Werkstoff an der betrachteten Stelle schon getrennt ist und
die restliche Arbeit in der priméren bzw. sekundaren Scherzone verrichtet wird. Daraus
folgt, dass die Kraft Fy,, die eine notwendige Eingangsgré3e fir die Gleichung
darstellt, maBgeblich vom Kraftkoeffizienten k. (Gleichung abhangig sein muss.
Dieser Koeffizient beschreibt den Ploughinganteil (Index e fir Edge), der Normal (In-
dex r fir Radial) zur Oberflache wirkt (vgl. [Lee95, S. 32ff]). Sowohl die Koeffizienten
k. flr die Schneidkantenverrundungen rz = 4 pm — 60 um als auch die experimentell
ermittelten Tiefen z; der globalen Eigenspannungsminimas (siehe z. B. Bild[8.4), sind
aus Kapitel bekannt. Ferner wird angenommen, dass sich die Kraft Fy, beim Zer-
spanprozess proportional zu den Kraftkoeffizienten k. verhalt, der sich nur mit der
Schneidkantenverrundung rz &ndert.

Ein weiterer Aspekt der bericksichtigt werden muss, ist die Methodik der Eigenspan-
nungsmessung, die sich immer auf ein Bauteilvolumen bezieht. Das betrachtete Bau-
teilvolumen bei der Eigenspannungsmessung ist vereinfacht die untere Halfte eines
Ellipsoids (gekippter Kollimator) mit einer maximalen Héhe, die der Informationstiefe z,
des Rdéntgenstrahls entspricht. Somit ist der gemessene Eigenspannungswert immer ein
integrales Mittel Gber dieses Volumen. Unter dieser Voraussetzung wurde ein globales
Eigenspannungsminium, dessen Tiefe kleiner ist als die Eindringtiefe des Réntgen-
strahls z; < z, messtechnisch nicht zu detektieren sein. Der Grund ist, dass der Verlauf
am globalen Eigenspannungsminimum gemittelt werden wirde. Um diesen Aspekt der
Eigenspannungsmessung zu bericksichtigen, wurde ebenfalls bei der Berechnung von
z4 aus Gleichung ein integrales Mittel Gber die Eindringtiefe z, gebildet. Diese
MaBnahme fihrt dazu, dass fir den Fall z; < z, das berechnete, globale Minimum bei
zy = 0um liegt, analog zu den Eigenspannungsmessungen.

Das Ergebnis der experimentell bestimmten Werte z, des globalen Eigenspannungsmi-
nimums und der berechneten Werte aus dem Verlauf der Gleichung sind in Bild
B.12) dargestellt. Es zeigt sich, dass bei der Berlicksichtigung des integralen Mittels,
sowohl bei der Hertzschen Pressung als aus im Experiment, kein globales Minimum
flr Schneidkantenverrundungen von rg = 4 um resultiert. Zwar zeigt sich bei r; = 15pm
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Bild 8.12: Korrelation der Eigenspannungsminima mit dem Spannungsmaximum der
Hertzschen Pressung

bei der Hertzschen Pressung ein globales Minimum bei z; ~ 5um, jedoch ist dies
sehr nahe im Bereich der Eindringtiefe z,. Die restlichen vorhergesagten Werte flr z,
liegen innerhalb der Messunsicherheit der Eigenspannungsbestimmung. Es kann fest-
gehalten werden: Die Gleichungen der Hertzschen Pressung eignen sich in erster
Naherung fir die Vorhersage der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums.

Bestimmung des Eigenspannungswertes beim globalen Minimum o4 durch ober-
flachengenerierende Krafte

In Kapitel wurde eine Methodik zur Berechnung der oberflachengenerierenden
Krafte hergeleitet, die maBgeblich die Werkstiickbelastung wahrend der Rekonturierung
beschreibt. Des Weiteren wurde die Hypothese aufgestellt, dass die oberflachengene-
rierenden Kréfte als Kennwert fir die Eigenspannungsentstehung verwendet werden
kénnen. Jedoch reichen die oberflachengenerierenden Krafte alleine nicht aus, um
Spannung bzw. Eigenspannungen zu beschreiben. Hierzu ist die Flache notwendig, auf
die die oberflachengenerierenden Kréafte wirkt. Somit wird die Arbeitshypothese wie folgt
erweitert: Es existiert ein funktioneller Zusammenhang zwischen dem Wert des
globalen Eigenspannungsminimums o4, den oberflachengenerierenden Kraften
sowie einem Kennwert, der eine Flache reprasentiert.

Um diese These zu belegen, wurden alle experimentellen Untersuchungen in dieser
Arbeit zur Eigenspannungsentstehung in CutS nachgestellt. Dies entspricht der Variati-
on von EinstellgréBen und Werkzeuggeometrien, die in Tabelle [6.7] und [8.1] aufgelistet
sind. In der Summe sind dies 109 Kombinationen, bei denen 11 verschiedene Werk-
zeuggeometrien eingesetzt und die dazugehdérigen Kraftkoeffizienten ermittelt wurden.
Weil die Schwei3naht keinen Einfluss auf die Eigenspannungsauspragung besitzt, wur-
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Schematisch Simulationsdaten VergroRerung
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Bild 8.13: Beschreibung und Berechnung des Kennwert der Flache A,

den in der Simulation lediglich Teilnutenschnitte an einem 3x3 mm grof3en, digitalen
Werkstickblock durchgefihrt, dessen Flache etwa der Flache einer Ellipse des ge-
kippten Kollimators bei der experimentellen Eigenspannungsbestimmung entspricht.
Die simulierten Prozesskrafte wurden stichpunktartig Gberprift und zeigen eine gute
Ubereinstimmung mit den gemessenen Prozesskréften (vgl. Bild[7.15). AnschlieBend
wurden bei allen Kombinationen die oberflachengenerierenden Prozesskrafte berechnet,
die experimentell nicht validierbar sind. Die oberflachengenerierenden Kréfte als auch
die Prozesskréafte setzen sich aus dem Scheranteil Fs und dem Ploughinganteil Fp
zusammen. FUr jedes diskrete Schneideninkrement gilt (vgl. Kapitel und [Alt01])

dfi =dFs; +dFp;
dFs;=ki-h-db (8.11)
dFPU = ke,i -dS- f(h, rﬁ)

mit dem Index i fUr die tangentiale, radiale und axiale Richtung. In der Simulation zeigte
sich durch die sehr geringen Spanungsdicken h im Bereich der Oberflachengeneration,
dass der Ploughinganteil Fp; deutlich gréBer ist als der Scheranteil Fs. Bei den Prozess-
kraften ist dies bekanntermaf3en umgekehrt der Fall. Dies bestatigt die Aussage aus
Kapitel dass fir die Eigenspannungen die Quetschvorgange (Fp) relevanter sind
als die Trennvorgange (Fs). Insbesondere gilt dies fur den Kugelkopffrasprozess, weil
die Spanungsdicken bei der Oberflachengeneration kleiner als z. B. beim Drehen sind.
Damit Iasst sich ebenfalls erklaren, weshalb z. B. die Einstellgr6Ben Zahnvorschub f,
oder Zeilenbreite b, (Fs) zwar die Eigenspannungen beim Kugelkopffrdsen beeinflussen,
jedoch dies bei anderen Fertigungsverfahren signifikant ist. Im Gegensatz dazu veran-
dert die Schneidkantenverrundung rs (Fp) deutlich signifikanter die Eigenspannungen,
vgl. Kapitel 6.3

Im Folgenden wird der oben erwahnte Kennwert der Flache, A, genannt, in Bild
erlautert. Die gesamte Simulation basiert ausschlie3lich auf der Betrachtung des aktuell
geschnittenen Volumens Vj; zum Zeitpunk i fiir Schneide j. Das Volumen wird mit Dexel
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beschrieben und setzt sich aus Start- Py 1 und Endpunkten Py > der Dexel zusammen.
Dies ist schematisch links in Bild[8.13]durch die rote und griine Flache dargestellt. In der
Mitte ist eine Simulation mit einem beispielhaften Volumen Vj; gezeigt, bei dem alle Dexel
durch rote Start- bzw. griine Endpunkte gekennzeichnet sind. Die fett dargestellten
Punkte reprasentieren die Dexel, die in Kontakt zur finalen Oberflache stehen und
somit fir die Berechnung der oberflachengenerierenden Krafte berlcksichtigt werden.
Der Kennwert A, ist die Flache, die durch die Startpunkte aller Dexel gebildet wird,
die in Kontakt zur finalen Oberflache stehen. Bei einer vergréBerten Betrachtung der
Dexel Startpunkte von oben, rechts in Bild ist die Anordnung der z-Dexel als Array
sichtbar. Zu beachten ist, dass die Startpunkte der Dexel unterschiedliche Ho6henwerte
aufweisen und somit eine unregelmanige Flache im dreidimensonalen Raum bilden.
Es wird vereinfacht angenommen, dass es sich hierbei um ein im Raum befindliches
Viereck handelt, bei dem die Flache berechnet wird zu

1 — 12 |2 2 —> 7 2
- _ _ 8.12
ato= 16 |7~ ((5.7))" 612
Diese Vereinfachung kann getroffen werdgn, wenn die Flache im Raum nicht stark ver-
drillt ist. Es zeigte sich, dass die Vektoren f und g (Bild ) sich in den meisten Féllen
schneiden, wodurch die oben genannte Vereinfachung gultig ist und somit Gleichung

8.12 verwendet werden kann. Die Summation aller Flachen AAs, zum Zeitpunkt / fhrt
zum Kennwert Ag,,.

Bei der Korrelation der Eigenspannungsmesswerte und dem gesuchten funktionalen
Zusammenhang muss berlcksichtigt werden, dass bei einem GroBteil der 654 Eigen-
spannungsmessungen (109 Variationen, jede einmal wiederholt, je drei Messrichtungen)
aus den Versuchsplénen der Tabellen [6.1]und [8.1] keine Eigenspannungstiefenverlaufe
vorliegen, sondern lediglich die oberflachennahen Eigenspannungen ogpersi.. Das globale
Eigenspannungsminimum mit der Tiefe z; und dem Wert o4 ist somit unbekannt. Jedoch
konnte gezeigt werden, dass die Entstehung eines globalen Eigenspannungsminimums
mafgeblich von der Schneidkantenverrundung rg beeinflusst wird und weniger von
den EinstellgréBen. Um von dem gemessenen Eigenspannungswert an der Oberflache
ooper, AUf die Eigenspannungen am globalen Minimum o4 zu schlie3en, ohne Eigen-
spannungstiefenverlaufe zu erstellen, wird der gemessene Wert oqper. Mit dem Faktor
G = 012(z = 0)/0o12(z = Zg) multipliziert. Der funktionale Zusammenhang zwischen
der Schneidkantenverrundung r; und G ist durch die Messdaten aus Bild und
bekannt. Wird hierbei die Streckgrenze von Ti-6Al-4V tberschritten, so wird dieser
Messwert nicht weiter fir die Korrelation bertcksichtigt.

Zur Bestimmung des empirischen Zusammenhangs zwischen den Eigenspannungen
am globalen Minimum og4 = oober, - G~ in der Tiefe z = z; sowie der oberflachengenerie-
renden Krafte und dem Flachenkennwert As,, wurde die Software Eureqa® verwendet.
Diese ermittelt funktionale Zusammenhange zwischen den Eingangs- (simuliert: Asp,
oberflachengenerierenden Kréfte Fp)) und AusgangsgrdBBen (gemessen: o1, - G) und
teilt die resultierenden Gleichungen nach Komplexitat und Genauigkeit auf. Die Software
ermittelt eine Vielzahl an méglichen Korrelationen. Folgende Gleichung wurde aufgrund
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der geringen Anzahl an Koeffizienten ausgewahlt

Feix + Fpiy Ao
S =K1.|og (W) 6_;‘3
- — (8.13)
Fore + Fi A
32=K2.|og (%) 5_2?

mit den empirischen Koeffizienten K; = —27,961 mm~—2 bzw. K, = —41,454 mm~—3. Der
Ploughinganteil der oberflachengenerierenden Kréfte, die parallel zur Oberflache wirken,
wurde auf der 3x3 mm groBen Flache gemittelt zu Fp;  bzw. Fpy . Der gemittelte Flachen-
kennwert Ag, entspricht der mittleren Flache, auf der diese Krafte wirken. Die Flache

Asp ist abhangig vom dem eingestellten Winkelschritt §, der im Simulationssystem
eingestellt und berechnet wird mit

n-360°
60 - At’

In Gleichung ist auffallig, dass die Kraft nicht durch die Flache dividiert wird, son-
dern mit deren Wurzel multipliziert. Der Grund flr diesen Zusammenhang wird in der
Deformationsmorphologie vermutet, die im Detail in [Nes13] erértert ist. Gerade bei
kleinen Zahnvorschiben f, und Zeilenbreiten b, werden die Spanzipfel mehrfach umge-
formt, wodurch keine héheren, sondern geringere Druckeigenspannungen resultieren
kénnen [P1602], obwohl die Krafte auf einer kleineren Flache wirken. Dieser Effekt wird
nicht in der Abtragssimulation, jedoch in der Empirie der Gleichung berlicksichtigt.
Die Korrelation zwischen Gleichung und den Messwerten bei z = z; ist fur die
Hauptrichtung o1 und o> in Bild [8.14] dargestellt.

Jeder Datenpunkt reprasentiert eine gednderte Einstell- bzw. WerkzeuggréBe. Zur
besseren Ubersicht wurden alle Datenpunkte mit einer variierenden Schneidkantenver-
rundung rg hervorgehoben. Es ist zu erkennen, das tendenziell hdhere Schneidkanten-
verrundungen rz zu héheren Druckeigenspannungen fuhren, was bei den Kennwerten
aus Gleichung [8.13|durch die erhdhten Ploughingkréfte abgebildet wird. Die Definition
o1 > oo wird durch den betragsmaBig gréBeren Koeffizienten K, bericksichtigt. Des
Weiteren sind in Bild[8.14]die Konfidenzintervalle der Messungenauigkeit der Eigenspan-
nungsbestimmung unter Vergleichsbedingung (vgl. Bild [5.8) mit dem Vertrauensbereich
von ¢ = 90 % eingezeichnet. Ein GrofB3teil der simulierten Kennwerte S; und S, aus
Gleichung liegen in dem Konfidenzintervall. Dies wird auch durch die mittlere
quadratische Abweichung (RMS) deutlich, die bei S; 71,1 MPa betragt und somit im
Bereich der Messunsicherheit liegt. Bei S, ist der Wert mit 92,7 MPa héher, jedoch noch
innerhalb des Konfidenzintervall von ¢ = 99 %. Die korrigierten Bestimmtheitsmale
zwischen den Messdaten und Gleichung betragen R2,, = 0,72 bzw. RZ, = 0,71.
Aufgrund der hohen Varianz der Eigenspannungsmessungen und der Berlcksichtigung
von allen maglichen Eingestell- und Werkzeuggrd3en eines Rekonturierungsprozesses
mit Kugelkopffwerkzeugen ist dieses Ergebnis akzeptabel und liegt nur leicht unterhalb
einer direkten Regression der Messwerte (vgl. Bild[8.1). Es sei erwahnt, dass mit der

5 = (8.14)
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Bild 8.14: Korrelation des simulierten Kennwerts sy, mit dem experimentell bestimm-
ten Eigenspannungen o1 »

Software Eureqa® weitere empirische Gleichungen berechnet wurden, die eine besse-
re Prognosefahigkeit als Gleichung besitzen. Jedoch ist dies nur méglich durch
eine héhere Anzahl an Koeffizienten und somit einer steigenden Modellkomplexitat,
die physikalisch nur schwer begriindbar ist. Mit Gleichung ist es gelungen eine
annehmbare Vorhersage der Eigenspannungen bei 109 verschiedenen Kombinationen
an Einstell- und WerkzeuggréB3en in einem Modell zu realisieren, das lediglich zwei
EingangsgréBen (Fp;, Asp) und einen empirischen Koeffizient bendtigt.

Mit der Korrelation aus Bild[8.74]und der Hertzschen Pressung, ist der Eigenspannungs-
wert o4 sowie die Tiefe z; am globalen Minimum bekannt. Somit ist ein charakteristischer
Punkt des Eigenspannungstiefenverlaufs vorhanden. Durch die Kenntnis von oy ist ein
zweiter charakteristischer Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs bekannt und zwar
der Eigenspannungswert an der Oberflache ogpersi.. Dieser lasst sich mit dem Faktor G
als Funktion der Schneidkantenverrundung rg zu ooper. = G - 04 berechnen. Der dritte
charakteristische Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs ist die Tiefe des beeinfluss-
ten Bereichs z, (vgl. Bild[7.2). Vereinfacht wird hier analog zum Faktor G angenommen,
dass dieser Punkt auch mafgeblich von der Schneidkantenverrundung rg festgelegt wird.
Somit kann ebenfalls aus den Messdaten ein empirischer Zusammenhang zwischen
rs und z, hergestellt werden, der im Folgenden verwendet wird. AnschlieBend wird ein
Eigenspannungstiefenverlauf durch die drei berechneten, charakteristischen Punkte
gelegt. Der Verlauf wird mathematisch mit Hilfe einer gedampften Sinusfunktion be-
schrieben. Fur eine genaue Beschreibung des mathematischen Ansatzes sei auf Ulutan
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Bild 8.15: Simulation der Eigenspannungstiefenverlaufe

et al. verwiesen [Ulu14]. Das Ergebnis ist in Bild [8.15]dargestellt. Es zeigt sich, dass der
tendenzielle Verlauf der Eigenspannungen mit der beschriebenen Methode gut wieder-
gegeben wird. Die Simulationen mit kleiner Schneidkantenverrundung rg = 4 um zeigen
wie die Messdaten kein globales Eigenspannungsminimum und somit gilt ogperi, = og
mit z; = 0. Die Modellabweichungen liegen im Bereich der Messungenauigkeit.

Das vierte Teilziel dieser Arbeit, die Vorhersage der Eigenspannungen auf Basis der
mechanischen Bauteilbelastung, ist durch einen hybriden Modellansatz erreicht.
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9 Topographie

In diesem Kapitel wird die Topographie und deren Vorhersage bei der Rekonturie-
rung zur Erreichung des vierten Teilziels der Arbeit behandelt. Anders als im letzten
Kapitel, wird die Response-Surface-Methode durch Regression der Eingangs- und
Ausgangsparameter aufgrund der hohen Anzahl an mdglichen ZielgréBen (Ra, Rz,
Rnax, Sa, Sz, etc.) nicht angewendet. Im Gegensatz zu den Eigenspannungen sind
die grundsatzlichen Zusammenhange bei der Entstehung der Oberflachentopographie
besser bekannt. Wichtiger fir die Vorhersage der Oberflache ist die Erfassung der
wichtigsten und noch unbekannten Wirkzusammenhéange. Aus diesem Grund werden
Uberwiegend die simulierten und gemessenen Topographien direkt miteinander ver-
glichen und die auftretenden Effekte hinsichtlich der Gestaltabweichungen in 1. bis 4.
Ordnung eingeteilt.

9.1 Versuchsplanung

Wie in Kapitel beschrieben, stimmen die Ergebnisse der Signifikanzanalyse der
Oberflachentopographie mit den Erkenntnissen der Literatur Uberein und kénnen eindeu-
tig auf kinematische und materielle Einflisse zurtickgefhrt werden. Ferner zeigte sich
in Kapitel [6.2, dass die Konturabweichungen nach der Rekonturierungen nur bei labilen
Fraswerkzeugen relevant sind und bei Werkzeugtyp 1 vernachléssigt werden kénnen.
Aus diesem Grund reichen die Variationen von Werkzeugtyp 1 aus den Versuchsplanen
der Tabellen[6.1],[8.1]und [8.2] aus, um die Effekte der Oberflachentopographie im Detail
zu erlautern. Statt der Eigenspannungen wird die Oberflache mit der in Kapitel
beschriebenen Methodik gemessen.

Far eine detailliertere Analyse der Konturabweichungen wird ein weiterer Versuchsplan
unter Verwendung des Werkzeugtyps 2 realisiert. Es wurde in Kapitel [6.2] gezeigt, dass
die Konturabweichungen mafgeblich auf die Werkzeugabdrangungen zurlckzufihren
sind, sodass bei labilen Werkzeugen die Prozesskréfte entscheidend die Oberflachento-
pographie beeinflussen. Aufgrund der bekannten Wirkbeziehungen ist eine Regression
durch einen statistischen Versuchsplan nicht notwendig und daher wird ein klassischer
Versuchsplan analog zu Kapitel [7.1] gewéahlt. Der Versuchsplan, mit den gewéhlten
Stufenwerten unter Verwendung von Werkzeugtyp 2, ist in Tabelle zusammenge-
fasst, wobei der Standardwert jeweils unterstrichen ist. Der experimentelle Aufbau der
Versuchspléane aus den Tabellen [8.1] bis[9.1]ist in Kapitel [5.1] beschrieben.

'Der Wert bezieht sich relativ zum Grundwerkstoff. Der Wert a, = —0,5 mm bedeutet, dass die Schweif3-
naht in mehreren axialen Zustellungen entfernt wird.
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Tabelle 9.1: Faktorstufenkombinationen eines klassischen Versuchsplans fur das
Kugelkopffrasen (Werkzeug 2), ZielgréBe: Oberflachentopographie

Faktor Karzel Variationen Einheit
Zahnvorschub f, 0,20 0,40 0,60 mm
Schnitttiefe' ap -0,50 0,05 0,50 mm
Zeilenbreite br 0,20 0,50 0,80 mm
Vorschubrichtungswinkel A 0 30 60 °
Kippwinkel T 0 30 °
Vorschubrichtung - Quer bzw. Langs zur SchweiBnaht -

9.2 Vorhersage der kinematischen Topographie

Far die Vorhersage der Topographie wird die reale Kinematik des Frasprozesses analog
zu Kapitel [7.3] mit der am IFW entwickelten, dexelbasierten Materialabtragssimula-
tion CutS abgebildet. Die resultierende, sogenannte kinematische Topographie (vgl.
Kapitel bildet bei der Rekonturierung, je nach gewéhlten EinstellgréB3en, die
Gestaltabweichungen 2. bis 3. Ordnung ab, siehe Bild

Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen

1 Ocung B2 orinung [l 3 Orinung I 4 orarung

Ne/80023b © IFW

Bild 9.1: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 2. und 3. Ordnung, kinemati-
schen Topographie

Neben der trochoidalen Kinematik ist ebenfalls ein mdglichst exaktes CAD-Werkzeugmodell
notwendig, das in CutS importiert wird. Derzeit existieren jedoch seitens der Werk-
zeughersteller selten exakte CAD-Modelle bzw. werden diese nicht zur Verfiigung
gestellt. Daher ist der erste Schritt fir die Vorhersage der kinematischen Topographie
die Modellierung der eingesetzten Fraswerkzeuge.

Modellierung der Werkzeuge

Mit der 4-Achs-CNC-Messmaschine vom Typ Walter HeliCheck wurden mehrfach der
Spanwinkel v, der Freiwinkel «, die Gestalt der Freiflachenfase und der Drallwinkel § ent-
lang des Radius von Werkzeug 1 erfasst. Der Freiwinkel mit & = 12°und der Spanwinkel
~ = 8°sind bei diesem Werkzeug nahezu konstant Uber den gesamten Werkzeugradius.
Lediglich nahe der Werkzeugspitze ist der Spanwinkel negativ ausgeflihrt, was zur
Vorbeugung von Schneidkantenausbriichen dient. Das Werkzeug besitzt im Schaft-
und Kugelbereich je zwei konstante Drallwinkel von dx = 30° bzw. s = 25°. Diese
Daten werden in ein Matlabskript eingelesen und die Schneidenpositionen in X, Y und
Z berechnet, jeweils separat fir Kugel- und Schaftbereich. Anschlie3end erfolgt durch
eine geeignete Koordinatentransformation die Bestimmung der Begrenzungen der Span-
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und Freiflache, wodurch die Schneidkeilgeometrie in jeder Achsposition des Werkzeug
anhand von je 3 (X, Y, Z) Punkten bekannt ist. Die Vorgehensweise ist schematisch in
Bild[9.2(A) dargestellt.

(ANIB]

Werkzeug 1 Werkzeug 2

reale Geometrie reale Geometrie @

4
Erstellte Schneidenkontur mit Matlab X, Y, Z- Messpunkte aus KMG
Schneidkante Flache 1 e

—J " e
Kante 1— oo eee.,

:
10 Qemmsl] 009-00-0-0-0-0-0-00
.

Freiflachenfase

o O ° o
.,

Flédche 2 —%

Spanflachen-
begrenzung Flache n —

Modellerstellung via IGES-Standard Manuelle Modellierung via CAD
definierte M Kt o o
Flachen CSSPUNKIe g0 0 %02 o0

< W
Spline- interpolierte =f—5 % °©
interpolation — Flachen .
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Bild 9.2: Digitalisierung der verwendeten Werkzeuge

Die vorhandenen Punkte der Schneiden und Begrenzungskanten mit den jeweiligen
Koordinaten in X, Y und Z werden mit der Berechnungsvorschrift des Initial Graphics
Exchange Specification (IGES) [AST96] in eine Text-Datei konvertiert, die von CAD-
Programmen interpretiert und in ein CAD-Volumenmodell umgewandelt wird. Die Schnei-
de sowie die Begrenzungskanten von Span- und Freiflache sind als Splines ausgeflhrt,
die durch definierte Ebenen miteinander verbunden sind. Dies ist unten in Bild[9.2(A)
dargestellt. Der Vorteil dieser Methode ist die schnelle und einfache Erstellung von
CAD-Werkzeuggeometrien fir die Materialabtragssimulation. Jedoch wird hierbei der
Rundlauffehler nicht bertcksichtigt.

Bei Werkzeug 2 variieren Span-, Frei- und Drallwinkel leicht aufgrund der flach aus-
geflihrten und schrég im Raum positionierten Wendeschneidplatte (vgl. Tabelle [5.3).
Des Weiteren ist die Orientierung aller Flachen und Kanten der Wendeschneidplatte
windschief zur Werkzeugachse, wodurch die oben beschriebene IGES Berechnungs-
vorschrift nicht angewendet werden kann. Jedoch besitzt die Wendeschneidplatte flach
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geschliffene Flachen, die als Referenz dienen und mit einem Koordinatenmessgerat
angetastet wurden. Der Koordinatenursprung der Messung ist die Werkzeugachse und
eine geschliffene Flache der HSK-Aufnahme. Die X, Y und Z-Punkte der angetasteten
Flachen und Kanten wurden in eine CAD-Umgebung eingeladen. AnschlieBend wurden
Flachen durch die Messpunkte manuell extrudiert. Die Methodik und das Ergebnis ist
Bild [9.2(B) dargestellt. Der Vorteil dieser Methode ist die klare Definition einer Werkzeu-
gachse und somit die Bertcksichtigung des Werkzeugrundlaufs. Jedoch ist diese Art
Modellierung manuell und somit zeitaufwendig.

Es sei an dieser Stelle auf die essentielle Notwendigkeit einer exakten, digitalen Abbil-
dung flr die Werkzeuge 1 und 2 hingewiesen, was den hohen Aufwand zur Modellierung
rechtfertigt. Kleine Abweichungen von wenigen Mikrometern zwischen der digitalen
und realen Werkzeuggestalt fihren zu einer signifikanten Abweichung zwischen der
kinematischen sowie gemessenen Topographie.

Simulation der kinematischen Oberflachentopographie

In diesem Abschnitt werden die Gemeinsamkeiten und Unterschiede zwischen den
Messdaten und der Simulation der kinematischen Topographie beschrieben und er-
lautert. Als experimentelle Datengrundlage dienen die erzeugten Oberflachen der
Eigenspannungsuntersuchungen aus Kapitel [f|und 8], die mit dem konfokalen WeiBlicht-
mikroskop (vgl. Kapitel digitalisiert wurden. Analog zu den Experimenten wurden
simulativ alle Oberflachen mit einem 3x3 mm groBem Werkstiick erzeugt, sodass die
Dexeldichte etwa der Auflosung des Weil3lichtmikroskops entspricht. Fr die resultie-
rende Oberflache ist insbesondere die Zeitdiskretisierung der Fraserbewegung von
Relevanz, genannt Simulationszykluszeit. Zur Gewahrleistung einer hohen Simulations-
gUte wurde die Simulationszykluszeit At je nach Schnittgeschwindigkeit so eingestellt,
dass der Fraser pro Zeitschritt um ein halbes Grad rotiert, 6 = 0,5°, siehe Gleichung
Ein Simulationsergebnis der Werkzeuge 1 und 2 bei unterschiedlichen Einstell-
grofBBen und der Vergleich zur Messung mit gleich skalierter Z-Achse ist in Bild
dargestellt. Im Folgenden werden die Effekte der Oberflachenentstehung anhand von
Bild 9.3 erlautert.

Durch die jeweilige Werkzeuggestalt und die gewéhlten Einstellgré3en bilden sich Rie-
fen in Vorschubrichtung (v) und in Abzeilrichtung/Vorschubnormalenrichtung (b;) ab,
dessen Oberflachencharakteristik in der Simulation wiedergegeben wird. Insbesonde-
re sei hier auf die Riefenspitzen und -taler hingewiesen, gekennzeichnet in Bild [9.3]
Auffallig bei den Messdaten von Werkzeug 1 ist die variierende Tiefe der Riefentéler
in der Vorschubrichtung (Y-Richtung, v), was maf3geblich auf den Werkzeugrundlauf
oder unterschiedlich geschliffene Schneiden zurickzuflhren ist und noch durch die
Werkzeugmodellierung nicht berlcksichtigt wird. Durch die Verwendung von nur einer
Wendeschneidplatte (Werkzeug 2) tritt dieser Effekt folglich nicht auf. Im Allgemeinen
existieren weitere Unterschiede zwischen der Simulation und Messung, mafBgeblich
zufallige, stochastische Einfllisse, die bei kleinen Zahnvorschiben f, und Zeilenbreiten
b: an Relevanz zunehmen und in Kapitel 9.4 behandelt werden.

Ein weiterer Unterschied zwischen Simulation und Messung ist die relative Orientierung
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Bild 9.3: Vergleich der kinematischen Simulation mit Messdaten beider eingesetzten
Werkzeuge

der Riefenspitzen und -taler zueinander. Werden die Riefentéler in Vorschubnormalen-
richtung (X-Richtung, b;) miteinander verbunden, so ist im Experiment bei Werkzeug 1
ein positiver Versatz in Y-Richtung zwischen der ersten und zweiten Zeile erkennbar,
wahrend der Versatz bei der Simulation negativ ist. Dieser Effekt, jedoch in umgekehrter
Richtung, ist beim Werkzeug 2 deutlicher zu erkennen und rechts in Bild[9.3|durch einen
weilBen Pfeil gekennzeichnet. Intuitiv kbnnte angenommen werden, die Frasrichtung sei
in Richtung der Riefentaler, also in Richtung der wei3en Pfeile und nicht in Richtung der
Y-Achse. Dieses Phanomen tritt zufallig auf und ist auf die Nebenzeit des Frasprozesses
zurlckzuftihren wie im Folgenden erlautert. Wahrend der Rickfahrbewegung nach
der ersten Zeile dreht die Spindel weiter, sodass die relative Winkelstellung des Fras-
werkzeugs zu Beginn der zweiten Zeile rein zufallig ist. Diese zuféllige Winkelstellung
zwischen der ersten und zweiten Zeile wird im Folgenden Winkelversatz Apg genannt.
Bei gleicher Rickfahrbewegung und somit gleicher Nebenzeit wahrend jeder Zeile
bei konstanter Drehzahl bleibt der Winkelversatz zwischen Zeile n und n + 1 konstant.
Jedoch schwankt bei realen Prozessen die Drehzahl leicht und wird maschinenseitig
geregelt, sodass der Winkelversatz variieren kann. Dies ist rechts oben in Bild [9.3|durch
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den leicht geschwungenen weif3en Pfeil angedeutet.

Daraus folgt, dass auch die Simulationsergebnisse je nach Winkelversatz Ay, variieren
kénnen, was durch die Drehzahl n und die Rickfahrbewegung beeinflusst wird. Zwar
ist der Winkelversatz innerhalb einer Simulation aufgrund der konstanten Drehzahl
n ebenfalls konstant, angedeutet durch den geraden wei3en Pfeil in Bild jedoch
gibt der Wert des Winkelversatzes Aye die Richtung des Pfeils an. Die Position der
Riefentéler zueinander bestimmen die EinstellgréBen Zahnvorschub £, und Zeilenbreite
b:, wodurch ersichtlich wird, dass die Varianz der Topographie durch den Winkelversatz
Ape maf3geblich von diesen Einstellgro3en abhangig sein muss. Flr eine genauere
Untersuchung wurde im Folgenden der Winkelversatz simulativ angepasst, indem bei
konstanter Drehzahl die Zeit des Rickfahrwegs von Zeile n zu n+ 1 gezielt eingestellt
wurde. Die Simulationsergebnisse flr unterschiedliche Verhaltnisse zwischen Zeilen-
breite b, und Zahnvorschub f, bei sonst konstanten Einstellgré3en sind in Bild
dargestellt.

Es ist zu beachten, dass verschiedene Verhaltnisse von b, zu f, ebenfalls die Rauheit
deutlich beeinflussen. Zur besseren Sichtbarkeit der Riefenspitzen und somit des Effekts
des Winkelversatzes, sind die Z-Achsen in Bild [9.4] farblich unterschiedlich skaliert. Es
zeigt sich, dass flr kleine Verhaltnisse zwischen Zeilenbreite b, und Zahnvorschub f,
der Winkelversatz vernachlassigbar ist und die kinematische Topographie annahernd
konstant bleibt. Fir groBe Verhéltnisse f,/b; ist dies nicht mehr glltig, deutlich zu sehen
in der rechten Spalte von Bild bei f,/b, = 3. Je nach zufalligem Winkelversatz Ayg
kdnnen stark unterschiedliche Topographien resultieren. Fur die Rekonturierung von
strdmungstechnisch relevanten Bauteilen wie Verdichterschaufeln sind fir eine gleich-
manige und reproduzierbare Topographie kleine Verhéltnisse zwischen Zahnvorschub f,
und Zeilenbreite b, zu wahlen. Es lasst sich festhalten: Bei hohen Verhaltnissen zwi-
schen Zahnvorschub f, und Zeilenbreite b, erhoht sich ein in der Realitat und Si-
mulation zufallig auftretender Winkelversatz zwischen den Fraszeilen, der einen
hohen Einfluss auf die resultierende Topographie besitzt und somit die Varianz
der Oberflachentopographie erhoht.

Vergleich der Signifikanzanalyse von Simulation und Experiment

Wahrend im letzten Abschnitt die Gemeinsamkeiten und Unterschiede zwischen den
Messdaten und der Simulation der kinematischen Topographie anhand des Beispiels
aus Bild erlautert wurden, wird im Folgenden die Signifikanzanalyse aus Kapitel
6] verwendet, um weitere Erkenntnisse zu gewinnen. Eine Gegeniberstellung der Si-
gnifikanzanalyse zwischen Mess- und Simulationsdaten ermdglicht beim Auftreten von
Unterschieden eine genauere Analyse der Effekte. Allgemein ist es das Ziel einer Signifi-
kanzanalyse, die Effekte einer Mess- oder Zielgréi3e, trotz zufalliger Streuung der Mess-
oder ZielgroBe, statistisch nachzuweisen. Generell sind Simulationsergebnisse bei
mehrfacher Wiederholung identisch. Wird jedoch bei der Simulation der kinematischen
Oberflachentopographie der Winkelversatz Apg durch z. B. Variation der Rickfahrbe-
wegung verandert, so ergibt sich, wie im Experiment, eine Varianz der Ergebnisse.
Damit ist es mdglich, eine Signifikanzanalyse der Simulation zu erstellen, analog zu den
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Bild 9.4: Einfluss des Verhaltnisses f, zu b, in Abhangigkeit des Winkelversatz Apg
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experimentellen Daten aus Kapitel [6.2] Somit wurden je zwei Simulationen aller 128
Faktorstufenkombinationen aus dem Versuchsplan aus Tabelle [6.1] durchgefiihrt, bei
deren der Winkelversatz jeweils um Apg = 90° versetzt wurde. Fir die Berechnung der
Oberflachenkennwerte aus der Simulation wurde die gleiche Software wie im Experi-
ment verwendet. Die Vorgehensweise bei der Bestimmung der Signifikanzen ist in Bild
9.5 unter Verwendung von Werkzeug 1 dargestellt.

Simulation 1, b,*) Simulation 2, b,(*)

;; : \ - Berechnung der
\ . Varianz Varianz und
s Vsi‘ﬁ]rlfgl Vergleich mit dem
Versatz Ergebnis von b,
' P—
Experiment 1, b,
T TN
_—
Varianz Berechnung der
i durch N Var!anz L!nd
zuféllige \ N Vergleich mit dem
'| Streuung N\ Ergebnis von b,
— \
r \ p
- Ne/81830 © IFW

Bild 9.5: Vorgehensweise bei der Auswertung der Signifikanzanalyse der Simulatio-
nen und der Messdaten

Links in Bild sind die Oberflachen von zwei Simulationen unter Verwendung der
gleichen EinstellgroBen abgebildet. Nur der Winkelversatz Apg der beiden Simulationen
unterscheidet sich. Die Oberflachen gehéren zu einer der Faktorstufenkombinationen,
bei denen die Zeilenbreite b, auf dem hohen Niveau (+) gesetzt wurde. Rechts in Bild
sind die zwei korrespondierenden, experimentell bestimmten Oberflachen dargestellt.
Auch die Oberflachen wurden unter Verwendung der gleichen Einstellgré3en gefertigt.
Analog zu Bild[9.3|gibt es Unterschiede zwischen der Messung und der Simulation sowie
Unterschiede bei der Betrachtung der Wiederholungen. Die ZielgréBe im Experiment
sowie in der Simulation ist die gemittelte Rautiefe Rz in Vorschub- und Vorschubnor-
malenrichtung, angedeutet durch die Pfeile in Bild [9.5] Durch Differenzbildung aller
ZielgréBen mit der Zeilenbreite b, auf dem hohen Niveau (+) mit der Zeilenbreite b,
auf dem niedrigem Niveau (-), wird der Effekt g sowohl fir die Messdaten als auch
die Simulation berechnet (vgl. Gleichung [6.2). Dieser Effekt wird mit Varianz der Ziel-
gréBe verglichen. Die Ergebnisse der Signifikanzanalyse nach Auswertung aller 256
Simulationen und den dazugehérigen Messdaten ist in Bild [9.6) dargestellt.

In Bild[9.6]sind fiir jeden Faktor (vem, %, @, etc.) vier Balken dargestellt. Jeder Balken ist
ein berechneter Effekt fir die Zielgr6Ben Rautiefe in Vorschubrichtung Rz, und Rautiefe
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Bild 9.6: Ergebnis der Signifikanzanalyse der Simulation auf die ZielgréBe Rz in
Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung und Vergleich mit Messdaten

in Vorschubnormalenrichtung Rz, jeweils flr die Mess- (weil3er Hintergrund) und
Simulationsdaten (blauer Hintergrund). Hierbei ist zu beachten, dass flr eine bessere
Ubersichtlichkeit nur die Signifikanzniveaus der Simulation in Bild[9.6|eingezeichnet sind
und fir die Signifikanzniveaus der experimentellen Ergebnisse auf Bild [6.3] verwiesen
wird. Im Vergleich zum Experiment sind die Signifikanzniveaus der Simulation um ca.
30 % geringer. Dabei ist zu berlcksichtigen, dass die Signifikanzniveaus der Simulation
vollstandig auf den zufélligen Winkelversatzes Ay zurickzufihren sind, wahrend im
Experiment weitere, statistisch zufallige Effekte resultieren kdnnen. Daraus folgt, dass
ein GroBteil der Varianz im Experiment durch den zufalligen Winkelversatzes Aye
resultiert. Die restlichen Differenzen sind stochastische Effekte, die z.B. in Bild
erkennbar sind.

Die Faktoren Schnitteschwindigkeit v, m, Schnitttiefe a,, Gegen- bzw. Gleichlauf und
die Werkzeuggeometrie «, v, rg zeigen in der Simulation keine Signifikanz aufgrund
der gleichbleibenden Schneidenkinematik. Im Vergleich zum Experiment gilt dies nicht
far eine Variation des Freiwinkels o bzw. der Schneidkantenverrundung rz. Der Grund
ist die mikroskopischen Auspréagung der Schneidkante, die durch den Herstellungs-
prozess des Werkzeugs festgelegt wird. Diese sogenannte Schartigkeit wird durch
den Praparationsprozess zur Einstellung einer gezielten Schneidkantenverrundung
verringert. Der Effekt des Freiwinkels « ist ebenfalls auf die Schleifkineamtik und die
sich damit einstellende Schartigkeit der Schneidkante zu begrinden. Bisher wird die
Schartigkeit des Werkzeugs in der kinematischen Simulation nicht bertcksichtigt und
wird in Kapitel [9.4] separat behandelt. Ein weiterer Effekt, der durch die kinematische
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Simulation nicht abgebildet wird, sind mikroplastische Deformationen an der Oberfléche.
Diese Deformationen treten mafgeblich bei groBen Schneidkantenverrundungen auf
und sind somit auf den Ploughingeffekt zurlickzufihren, was in der Literatur mehrfach
beschrieben ist [Ben03, [Toh04].

In der Simulation wie auch im Experiment sind die Faktoren Zahnvorschub f,, Zei-
lenbreite b, und Anstellwinkel A bzw. 7 héchstsignifikant. Dies ist auf die veranderte
Schneidenkinematik zurlickzuftihren, die durch diese Faktoren mafBgeblich beeinflusst
wird. Auffallig ist ein hdheres Niveau des Effekts beim Zahnvorschub £, in Vorschubrich-
tung bzw. Zeilenbreite b, in Vorschubnormalenrichtung bei der Simulation. Der Grund fur
die Abweichung ist der Rundlauffehler des Werkzeugs. Dies wird bei der Betrachtung
von Bild[9.3]ersichtlich, bei dem die Tiefe der Riefentaler und somit die Gestalt der Ober-
flachentopographie variieren. Durch die Varianz der Riefentaler ist die durchschnittliche
Oberflachenhdhe bei der Messung geringer als bei der Simulation und somit ist auch
der Effekt von Zeilenbreite und Zahnvorschub geringer.

Der Effekt der Anstellwinkel A, 7 ist bei der Messung héher als bei der Simulation.
Auch dies lasst sich mit dem Rundlauffehler begrinden. Bei hohen Anstellwinkeln wirkt
sich ein Rundlauffehler starker auf die Topographie aus, sodass teilweise nur ein Zahn
die Oberflache generiert und die Rauheit in der Realitat gréBer ist. Der Rundlauffeh-
ler im Prozess ist eine Uberlagerung der Rundlauffehler des Werkzeugs durch z. B.
Fertigungstoleranzen, der Rundlauffehler der Maschinenspindel und der Werkzeugauf-
nahme. Daher ist eine Addition der einzelnen Rundlauffehler, als auch eine Subtraktion
maoglich. Des Weiteren verandert die relative Schneidenposition des Werkzeugs inner-
halb der Werkzeugaufnahme den gesamten Rundlauffehler. Somit ist der Rundlauffehler
und deren Auswirkungen zufalliger Natur und wird als stochastischer Einfluss auf die
Oberflachentopographie definiert, was separat in Kapitel betrachtet wird. Neben des
Kennwerts Rz wurden ebenfalls die ZielgréBen Ra in Vorschub- und Vorschubnorma-
lenrichtung, Sa und Sz ausgewertet und alle Kennwerte zeigen die selben Effekte und
Signifikanzen wie Bild [9.6]

9.3 Berucksichtigung der Werkzeugabdrangung

Mit den Ergebnissen aus dem letzten Teilkapitel kann die kinematische Topographie
simuliert werden. Jedoch werden mit diesen Ergebnissen nicht alle Effekte abgebildet,
die einen Einfluss auf die resultierende Topographie besitzen. In Kapitel wurde
gezeigt, dass es bei der Rekonturierung von hohen Materialauftrdgen mit nachgiebigen
Werkzeugen zu Werkzeugabdrangungen kommen kann. Bei der Rekonturierung ist die-
ser Aspekt nicht zu vernachlassigen, weil haufig lang auskragende Werkzeuge wegen
der eingeschrankten Werkzeugwegkinematik verwendet werden mussen, was insbeson-
dere bei groBen Schaufelgeometrien auftritt [Yil05]. Das Ziel dieses Abschnittes ist es
daher, die Werkzeugabdréangung durch ein geeignetes Modell vorherzusagen. Dies soll
unabhangig von der kinematischen Topographie aus dem letzten Teilkapitel geschehen,
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damit die Effekte getrennt voneinander betrachtet werden kénnen. Vereinfacht wird
angenommen, dass Werkzeugabdrangung mafgeblich zu Gestaltabweichung 1. bis 2.
Ordnung flihren, wie in Bild[9.7| dargestellt.

Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen

1 Oviung Pl 2 Orinung |l "3 Orcunc ~ Jll 4 orarung

Ne/80023d © IFW

Bild 9.7: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 1-2. Ordnung, Werkzeugab-
drangung

Zur Erreichung des Ziels dieses Abschnittes werden im Folgenden die Erkenntnisse
aus der Literatur kurz erértert. Es ist bekannt, dass Formabweichungen mafgeblich
durch die Prozesskraftanteile quer zur Werkzeugachse verursacht werden, wéahrend die
Krafte langs zur Werkzeugachse durch die hdhere Systemsteifigkeit in dieser Richtung
nur unwesentlich zur Werkzeugabdrangung beitragen [Deg11, IKimQ3]. Ferner wird in
der Literatur beschrieben, dass die Nachgiebigkeit im Prozess nicht alleine durch das
Werkzeug resultiert, sodass ein Biegebalkenmodell nur fir das Werkzeug nicht fir die
Vorhersage der Werkzeugabdrangung ausreicht. Insbesondere bei steifen Werkstiicken
darf die Nachgiebigkeit der Werkzeugmaschine nicht vernachlassigt werden. Der Anteil
der Abdrangung aufgrund der Werkzeugmaschine kann nach Salgadon et al. je nach
Werkzeugnachgiebigkeit zwischen 30 % und 50 % betragen [Sal05]. Diese Erkenntnisse
wurden auch in dieser Arbeit bestatigt, bei dem Biegebalken- und FE-Modelle zur
Abdrangungsmodellierung verwendet wurden. In beiden Féllen wird die Nachgiebigkeit
der Spindel und der Werkzeugaufnahme vernachlassigt, wodurch die rechnerisch
ermittelten Abdrangungen deutlich geringer sind als in der Realitat. Auf die Ergebnisse
wird nicht explizit eingegangen, weil diese lediglich die Erkenntnisse aus der Literatur
bestatigen. Gultig und in der Literatur haufig verwendet, ist die lineare Beschreibung
der Nachgiebigkeit des Gesamtsystem, bestehend aus Maschinenstruktur, Spindel,
Werkzeug bzw. Werkzeughalter, sodass die Abdrangung durch das Hookesche Gesetz
berechnet werden kann [Sal05, [Kim03]. Ebenfalls ist bekannt, dass die Nachgiebigkeit
von Fraswerkzeugen abhangig ist vom Kraftangriffspunkt und der Winkelstellung zur
Werkzeugachse. Dies ist auf die Spannuten zurtickzufiihren [KloQ7].

Bezogen auf die Rekonturierung mit Kugelkopffrasern und der vorgestellten Methodik
zur Berechnung der Prozesskréfte, wird der ursachliche Kraftvektor fir die Werkzeugab-
drangung I-TD) analog zur Literatur quer zur Werkzeugachse definiert, links in Bild A)
dargestellt. Es gilt zu beachten, dass die hier dargestellten Krafte F,, F,, F, mit dem
Werkzeug rotieren, jedoch nicht die werkzeugbezogenen Krafte F;, F;, F, darstellen.
Diese sind nach Definition um den Einstellwinkel « gedreht, vgl. Kapitel[7.2.2] Fir die
Berechnung von I—TD) wird der Zerspankraftvektor Fg—eg in die X-Y Ebene, orthogonal zur
Werkzeugachse, projiziert. Der Verschiebungsvektor berechnet sich zu

—>

-_fo 9.1)
C



150 9 Topographie

y
7/

/ Werkzeug-

Rotationsvolumen @ .
der Werkzeugs achse
: T pry T
F; THH Fb max
]
Dexelfeld
Messaufbau

Ne/80016 © IFW

Bild 9.8: (A) Berechnungsansatz der Werkzeugabdrangung. (B) Messprinzip der
Werkzeugabdrangung nach Dege, [Deg11] S. 42]

In Gleichung ist die Nachgiebigkeit des Systems ¢~ als Skalar angegeben und
nicht als Funktion der Zeit. Dementsprechend wird der Einfluss der Spanuten auf die
Nachgiebigkeit vernachlassigt. Dies ist gultig, weil die finale Werkstlickoberflache beim
Kugelkopffrasen in nur einem kurzen Anteil des gesamten Eingriffsbogens generiert wird
und derweil die Nachgiebigkeit nahezu konstant bleibt. Analog zu der Arbeit von Kim et
al., bei der ebenfalls Kugelkopffwerkzeuge verwendet wurden, ist die Abdrangungsbe-
rechnung somit quasistatisch [KimQ3]. Zur experimentellen Ermittlung der statischen
Nachgiebigkeit des Gesamtsystems ¢, wird das Werkzeug mit einem Verschiebetisch
definiert ausgelenkt und die Kraft mit einem Dynamometer sowie die Auslenkung mit
einem Feinzeiger ermittelt. Mit diesem Messprinzip wird die Nachgiebigkeit von Spindel
und Werkzeugaufnahme bertcksichtigt. Der Messaufbau wurde von Dege Ubernommen

und ist in Bild [9.8(B) dargestellt [Deg11].

Mit der Kenntnis der Nachgiebigkeit des Systems ¢~ und der Abdrangungskraft I—T[;,
wird der Verschiebungsvektor & nach Gleichung fir eine Werkzeugumdrehung
berechnet. Das Rotationsvolumen eines Kugelkopffrasers im Bereich des Radius ist
eine Kugel, schematisch dargestellt in Bild [9.8|B), die mit der maximal wirkenden Kraft
wahrend einer Umdrehung I_-'D—m;: ausgelenkt wird. Jeder oberflachengenerierende
Dexel wahrend einer Werkzeugumdrehung wird um den Verschiebungsvektor & ver-
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setzt. Durch diese Methodik wird nicht die kinematische Topographie abgebildet (2. bis
3. Ordnung), sondern lediglich die Werkzeugabdrangung (1. bis 2. Ordnung). Ferner
kénnen als EingangsgréBe sowohl simulierte Kréafte als auch experimentell ermittelte
Kréafte verwendet werden. Fir die folgende Validierung wurden experimentelle Krafte
herangezogen, weil hierbei ebenfalls zuféllige Kraftschwankungen durch Spanabfuhr etc.
berlcksichtigt werden und somit eine genauere Bewertung der 0.g. Modellierung mog-
lich ist. Ein Vergleich zwischen der gemessenen Topographie nach der Rekonturierung
mit unterschiedlichen Werkzeugen und Einstellgr6Ben mit der Abdrangungssimulation
ist in Bild [9.9]dargestellt.

Messdaten Simulation
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Zahnvorschub f, =var. Werkzeuge 1,2
Zeilenbreite b =0,5mm Prozessstrategie Gleichlauf
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Bild 9.9: Vergleich von gemessener und simulierter Topographie unter Bertcksichti-
gung von Werkzeugabdrangungen im Model

Hierbei ist zu beachten, dass aufgrund des notwendigen Abstandes zur Oberflache
und des gréBeren Messbereiches das 10x Objektiv verwendet wurde. Dies ermdglicht
eine Darstellung der Einflisse durch die Werkzeugabdrangung mit dem Nachteil, dass
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die kinematischen Oberflachenstrukturen weniger deutlich sind. Bild [9.9(A) stellt die
experimentellen und simulativen Ergebnisse mit dem labileren Werkzeug 2 und ho-
hem Zahnvorschub f, und hoher Zeilenbreite b, dar, bei dem die Vorschubrichtung des
Werkzeugs die der Schweil3richtung entspricht. Es zeigt sich, dass der Einfluss der
Werkzeugabdrangung (1. bis 2. Ordnung) durch die Schwei3naht bei ca. X = 5mm um
den Faktor 4 hoher ist, als die kinematische Topographie (2. bis 3. Ordnung). Ebenfalls
ist bei Y = 0mm eine leicht hGhere Abdrangung aufgrund des Randbereichs der rekon-
tuierten Stérkontur erkennbar, die ebenfalls durch die simulierte Werkzeugabdrangung
wiedergegeben wird. Tendenziell sind die Formabweichungen 1. bis 2. Ordnung bei
hohen Anstellwinkeln \, = gr6Ber, was durch die Orientierung des Verschiebungsvek-
tors & in Richtung des Normalenvektors 11 der Oberflache zuriickzufiihren ist. Somit
ist eine Verringerung der Abdrangung durch geringe Anstellwinkel A\, 7 moglich. Eine
weitere Reduktion der Formabweichungen Iasst sich durch die Verringerung der Ab-
drangungskraft I—TD) bewirken, z. B. durch Reduktion des Zahnvorschubs f,, dargestellt
in Bild[9.9(B). Neben dem verringerten Vorschub und gedndertem Anstellwinkel ist in
Bild [9.9(B) ebenfalls die Vorschubrichtung quer zur SchweiBnaht orientiert, wodurch
sich die Formabweichungen mafgeblich in Richtung der X-Achse zeigen und einen
maximalen Wert bei Y = 2mm aufweisen. Die Mess- und Simulationsdaten lassen
darauf schlie3en, dass die Variation der Rekonturierungsstrategie, mit dem Vorschub
quer oder langs zur SchweiBnaht, keinen Einfluss auf die Werkzeugabdrangung besitzt
und lediglich der Verschiebungsvektors & relativ zur Oberflache 7 von Relevanz ist.
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Gemessene Hbéhe zw. Grundmaterial (1) und rekonturierter Schweil3naht (2)

(1)

Prozessnebenbedingungen der Rekonturierung:

Werkzeug: Typ 2 Zahnvorschub f, =0,2-0,6 mm
Stérgeometrie: EBW, Tie4 Zeilenbreite br =0,2-0,8 mm
Vorschubr. Winkel A =0-60° Kippwinkel 1t =0-30° (2)

Ne/80024 © IFW

Bild 9.10: Korrelation zwischen der gemessener und simulierter Hohendifferenz beim
Grundwerkstoff (1) und im Bereich der rekonturierten Schwei3naht (2)



9 Topographie 153

Wird das steifere Werkzeug 1 eingesetzt, Bild[9.9(C), ist die maximale Abdrdngung mit
ca. 12um geringer als die Einflisse der kinematischen Topographie. Bei verringerten
Anstellwinkeln mit diesem Werkzeug ist eine Formabweichungen 1. bis 2. Ordnung nicht
mehr nachzuweisen. Neben den in Bild [9.9] dargestellten Beispielen wurden weitere
Stérgeometrien mit den nachgiebigen Werkzeug 2 unter Variation der Einstellgréen,
insbesondere hoher Anstellwinkel, rekonturiert. Die Daten stammen aus dem Versuchs-
plan aus Tabelle [9.1] Der Abdrangungswert wurde quer zur Schwei3naht gemittelt und
Uber den errechneten Simulationswert in Bild [9.10| aufgetragen. Es I&sst sich festhalten:
Die Werkzeugabdrangungen bei der Rekonturierung lassen sich durch ein qua-
sistatisches Modell mit konstanter Nachgiebigkeit gut abbilden. Jedoch kdnnen
lokal variierende Maschinensteifigkeiten und dynamische Effekte mit dieser Methode
nicht bertcksichtigt werden.

9.4 Berucksichtigung stochastischer Einflisse

Im Kapitel [9.2) wurden die Effekte der kinematischen Topographie und in Kapitel
der Einfluss der Werkzeugabdrangung vorhergesagt. Dabei wurden die Effekte zu den
Gestaltabweichungen 1. bis 3. Ordnung eingeteilt. Es zeigte sich, dass eine strikte
Einteilung aufgrund variierender Nebenbedingungen, z. B. von der Werkzeugnachgie-
bigkeit oder gewahlte EinstellgréBen, nicht immer méglich ist und somit die Einteilung
qualitativ zu verstehen ist. Aus diesem Grund werden im Folgenden alle Effekte, die zur
Gestaltabweichung 3. bis 4. Ordnung fihren, stochastischen Einfllissen zugeordnet,
auch wenn diese streng genommen aus z. B. der Werkzeugkinematik resultieren. Unter
stochastischen Einflissen wird verstanden, dass in der Realitat nach der Rekonturie-
rung jede Topographie trotz konstanter Einstellgré3en variiert kann. Dies soll in der
Simulation beriicksichtigt werden.

Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen

1 Ociung 2 orinung |3 Orirung Bl < orarung
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Bild 9.11: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 3-4. Ordnung, stochastische
Einflisse

Beriucksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers

Der erste stochastische Einfluss auf die Topographie ist der Werkzeugrundlauffeh-
ler, dessen Effekt auf die Topographie z. B. links oben in Bild [9.3] ersichtlich ist. Zwar
Uberrascht diese Einteilung zunéachst, weil der Werkzeugrundlauffehler wahrend des
Prozesses konstant bleibt. Wird jedoch das Werkzeug, die Werkzeugaufnahme oder
die Werkzeugmaschine gewechselt, so sind trotz gleicher Einstellgr63en unterschiedli-
che Prozessergebnisse aufgrund des variierenden Werkzeugrundlauffehlers moglich.
Aus diesem Grund wird in dieser Arbeit der Einfluss des Werkzeugrundlauffehlers zu
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einem stochastischen Effekt gezahlt. Das Ziel ist es, im Folgenden den Werkzeugrund-
lauffehlers simulativ abzubilden. Dies geschieht durch einen parallelen Versatz der
Werkzeugachse, wenn das Werkzeug nicht angestellt ist (A = 7 = 0°), dargestellt in Bild
9.12] Die Parameter zur mathematischen Beschreibung des Werkzeugrundlauffehlers
sind der Wert e und die Richtung y der Werkzeugachsenexzentrizitat [Krii14] relativ
zur Vorschubrichtung v;. Aus Darstellungsgriinden sind in Bild [9.12die GréBen x und
e stark Uberhdht gewahlt. Eine experimentelle Bestimmung des Rundlauffehlers ist
z.B. nach der Methode von Kriger méglich [Kri14]. Ist der Wert des Rundlauffehlers
und das dazugehdrige Konfidenzintervall bekannt, so kann durch Generierung von
Zufallszahlen ein stochastischer Werkzeugrundlauffehler fir jede Simulation zugeordnet
werden.

Werkzeugachse ohne

Werkzeugachse mit

Werkzeug- Rundlauffehler Rundlauffehler
achse (t=A1=0° (t=2=0°
Schneide ‘ Hullkurve Exzentrizitat
—% | des
Ly Werkzeugs
Werkzeugachse
ohne Rundlauf-
fehler, angestellt

Werkzeug- ___—r%
Wirkende achse mit Rundlauf-
Exzentrizitat Fehler, angestellt Ne/77095 © IFW

Bild 9.12: Modellierung des Rundlauffehlers durch die wirkende Exzentrizitat e*

In der Simulation und im Experiment hat sich gezeigt, dass die Anstellwinkel A und 7
mafgeblich die Wirkung des Rundlauffehlers auf die Topographie beeinflussen. Dies
wurde in Kapitel [9.2] erlautert. Das Ergebnis ist mit der oben beschriebenen Modellvor-
stellung durch Verwendung von e und y plausibel. Werden steigende Anstellwinkel ),
T verwendet, steigt ebenfalls der Winkel zwischen der exzentrischen Werkzeugachse
und des Oberflachennormalenvektors 1, sodass ebenfalls der Einfluss der Exzentri-
zitat auf die Topographie steigen muss. Jedoch ist es auch méglich, dass trotz hoher
Exzentrizitat e die Topographie nicht beeinflusst wird. Dies geschieht beispielsweise
bei 7 # 0 und A = 0 und wenn die Richtung der Exzentrizitat genau in Vorschubrichtung
bei y = 0°liegt. Dieser Effekt ist mit der Orientierung der Exzentrizitat e relativ zum
Oberflachennormalenvektor 17 zu begriinden, die in diesem Fall orthogonal zueinander
angeordnet sind. Somit ist fir die Oberflachenauspragung die Richtung der Exzentrizitat
die wichtigste Kenngré3e. Fur die Topographie sind nur jene Anteile der Exzentrizitét von
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Bedeutung, die in Richtung des Oberflachennormalenvektor zeigen. Diese Kenngréi3e
sei wirkenden Exzentrizitdt e* genannt und ist in Bild[9.12]dargestellt. Das Werkzeug,
angedeutet durch die Hullkurve, bewegt sich exzentrisch bei angestellter Werkzeu-
gachse in das Werkstilck hinein und verursacht dadurch unterschiedliche Héhen der
Riefentaler mit einer Differenz von e* zueinander. Die wirkenden Exzentrizitat wird durch
die Multiplikation der parallelen verschobenen Werkzeugachse bei A = 7 = 0°und der
Transformationsmatrix aus Gleichung [4.3| berechnet und lautet fiir 7 = [0 0 1]

(1+tan (=7)° - cos (1) ' (1+tan (X2 - cos (7)) ‘cosx-e (9.2)

. 2 : 2
o < J sin () sin(—7)

Auf eine detaillierte Herleitung sei an dieser Stelle verzichtet. Die Gleichung vereinfacht
sich fir y =0° 7 =0°zu e* = —sin A - e. Dieser Fall ist flr unterschiedliche Werte der
Exzentrizitéat e und unterschiedliche Werte des Vorschubrichtungswinkel grafisch in Bild
[9.13dargestellt. Ubersteigt die wirkenden Exzentrizitat e* die Hohe der kinematischen
Topographie, dann generiert nur noch ein Zahn die finale Oberflache. Dies ist oben
rechts in Bild[9.13|zu sehen. Eine weitere Erh6hung der Exzentrizitét e* oberhalb der
kinematischen Rauheit wirde zwar zu einem héheren Lastunterschied der Werkzeug-
schneiden fihren, jedoch beeinflusst dies nicht die Oberflachentopographie.

Berticksichtigung der Werkzeugschartigkeit

Neben dem Werkzeugrundlauffehler existieren noch weitere, stochastisch bedingte
Abweichungen zwischen Simulation und Messungen. Die in Bild [9.3|dargestellten Mess-
daten zeigen kleine UnregelmaBigkeiten innerhalb eines Riefentals. Dadurch entsteht
optisch der Eindruck, dass die reale Topographie im Durchschnitt hdher liegt als die
kinematische Simulation. Auch die Auspragung der Riefenspitzen ist ungleichmaBiger
als in der Simulation, was nicht nur auf den Winkelversatz Ay zurtickzufihren ist.
Dabei ist zu beachten, dass es sich nicht um Messartefakte handelt, wie in Kapitel
gezeigt. Insbesondere bei feinen kinematischen Topographien durch geringe
Zahnvorschibe f, und Zeilenbreiten b, nimmt die Bedeutung dieser UnregelmaBigkeiten
an der Gesamtauspragung der Oberflache zu.

Zur Isolierung dieser UnregelmaBigkeiten, im folgenden stochastische Topographie
genannt, wurden die simulierte, kinematische Topographie und die Messdaten vonein-
ander abgezogen. Dazu wurden beide Topographien, die als Punktewolken im Raum
vorliegen, mittels des lterative Closest Point (ICP) Algorithmus von Rusinkiewicz und
Levoy zueinander ausgerichtet [Rus01]. Unter der Annahme der Richtungsunabhé&ngig-
keit?> von stochastischen Topographien in Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung
wurden die extrahierten, stochastischen Topographien fir unterschiedliche Einstellgro-
Ben durch eine Verteilungsfunktion beschrieben. Anschlie3end wurde ein empirisches
Regressionsmodell aufgestellt, das die Kennwerte der Verteilungsfunktion anhand der
Einstellgré3en beschreibt. Aus der Verteilungsfunktion werden Zufallszahlen generiert,

2Hinweis: Spater wird gezeigt, dass dieser Annahme nicht korrekt ist.
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eine Schneide generiert die Oberflache
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Bild 9.13: Auswirkung der Exzentrizitat e in Abhangigkeit des Vorschubrichtungswin-
kels A auf die Oberflachentopographie

die eine zufallige Abweichung zur kinematischen Topographie darstellen. Fir eine de-
taillierte Beschreibung dieser Methodik zur Simulation der stochastische Topographie

sei auf [Deni1a] und [Den15b] verwiesen.

Ein Ergebnis der Methodik ist in Bild [9.14] fiir das Werkzeug 2 dargestellt. Bild[9.14(A)
zeigt die kinematische Topographie. Auf Basis der empirischen Gleichungen werden
Zufallszahlen generiert, die zufallige Spitzen und Taler darstellen, woraus die sto-
chastische Topographie resultiert, Bild [9.74(B). Die Addition der kinematischen und
stochastischen Topographie zeigt Bild [9.14{C). Werden die Messdaten, Bild [9.14{(D),
als Vergleichsgrée herangezogen, so zeigt sich optisch eine deutliche Verbesserung
der Vorhersagegenauigkeit im Vergleich zur reinen kinematischen Simulation. Ebenfalls
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Zahnvorschub f, =0,18 mm Werkzeugtyp: 2(z=1)
Zeilenbreite b =0,4 mm Prozessstrategie Gleichlauf
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Bild 9.14: (A) Kinematische Simulation, (B) stochastische Simulation anhand empiri-
scher Daten, (C) Addition der kinematischen stochastischen Topographie,
(D) Messdaten

werden Oberflachenkennwerte wie z. B. Ra und Rz mit der kombinierten Simulation
besser vorhergesagt, wie in [Den15b] beschrieben.

Bei einem genaueren Vergleich von kombinierter Simulation und den Messungen zeigt
sich ein essentieller Unterschied, namlich die Richtungsabhangigkeit der stochasti-
schen Strukturen, vergroéBert dargestellt in Bild[9.14(C,D). Wahrend bei der Simulation
der stochastischen Topographie keine Unterscheidung zwischen Vorschub- und Vor-
schubnormalenrichtung vorgenommen wird und somit richtungsunabhangige Strukturen
resultieren, zeigen alle Messdaten, unabhangig von EinstellgréBen und Werkzeugtyp, ei-
ne Richtungsabhéngigkeit. Dies ist insbesondere bei strémungsbehafteten Werkstiicken,
beispielsweise Verdichterschaufeln, von Interesse, bei denen die Strémungsrichtung
relativ zur Oberflache die Strdomungsverluste bestimmen. Ein weiterer Nachteil der
Methodik ist die begrenzte Ubertragbarkeit der empirischen Gleichungen auf ande-
re Werkzeuge. Wird das Werkzeug 1 verwendet, so zeigen sich gro3e Unterschiede
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zu den Messdaten, selbst bei Berlcksichtigung des Rundlauffehlers. Es lasst sich
festhalten: Die Verwendung von empirisch ermittelten Zufallszahlen zur direkten
Erzeugung einer stochastischen Topographie verbessert die Gute der Simulati-
on. Richtungsabhangigkeiten kénnen mit dieser Methodik jedoch nicht berick-
sichtigt werden. Des Weiteren sind die empirischen Gleichungen nicht auf andere
Werkzeuge Ubertragbar, wodurch die Methodik praxisuntauglich ist.

Ferner kdnnen fremderregte Werkzeugschwingungen als Ursache der richtungsabhan-
gigen, stochastischen Strukturen ausgeschlossen werden. Die notwendige Frequenz
flr die Strukturen ist etwa um den Faktor 8-12 héher als die experimentell bestimmte 1.
Eigenfrequenz des Systems Spindel-Aufnahme-Werkzeug. Der maB3gebliche Grund fir
die stochastischen Strukturen ist die Mikrogestalt der Schneidkante, dargestellt anhand
eines arbeitsscharfen und verrundeten Werkzeugs in Bild

arbeitsscharfes Werkzeug (rz = 4 um) verrundetes Werkzeug (rg = 30 um)

Freiflache

' Spanflache

T
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Prozess: Kugelkopffrasen

Schnittgeschw. v, =60 m/min  Anstellwinkel A, T =15°, 60°
Zahnvorschub f, =0,15mm Werkzeugtyp: 1(z=2)
Zeilenbreite b =0,5mm Prozessstrategie: Gegenlauf
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Bild 9.15: Einfluss der Werkzeugschartigkeit auf die Oberflachentopographie

Es ist zu erkennen, dass Werkzeuge ohne Schneidkantenverrundung stochastische
UnregelmaBigkeiten an der Schneidkante aufweisen, die durch den Schleifprozess
wahrend der Herstellung entstehen und nicht verhindert werden kénnen. Die Unre-
gelmaBigkeit der Schneidkante wird Schartigkeit genannt und wird anhand von lokal
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unterschiedlichen Schneidkantenverrundungen rz quantifiziert. Verrundete Werkzeuge
weisen durch den Praparationsprozess geringere Schartigkeiten auf. Dies wird rechts
in Bild[9.15 gezeigt. Ebenfalls sind die dazugehdrigen Topographien bei gleichen Ein-
stellgréBen dargestellt. Die Ergebnisse zeigen deutlich den in Kapitel bzw. Bild
nachgewiesenen, signifikanten Einfluss der Schneidkantenverrundung auf die Topogra-
phie, der erstmals von Lavernhe et al. abgebildet wurde [Lavi4]. Ebenfalls wird dadurch
die Richtungsabhéangigkeit der stochastischen Strukturen erklart, die senkrecht zum
Vektor der Wirkrichtung V3 stehen.

Unter der Annahme eines reinen Trennprozesses ohne Quetschung wahrend der Re-
konturierung kann die Schartigkeit mit der bisher verwendeten Simulation bericksichtigt
werden. Die Methodik hierzu ist analog zu [Deni1a], jedoch wird nicht die Topographie
selber durch Zufallszahlen beschrieben, sondern in diesem Fall die Werkzeugschartig-
keit. Dies wird im Folgenden anhand von Bild [9.76(A) erlautert.
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Bild 9.16: Methodik zur mathematischen Beschreibung der Schartigkeit und CAD-
Modellierung der Schartigkeit

Zur Modellierung der stochastisch-verteilten Werkzeugschartigkeit ist ein einzelner Wert
nicht ausreichend, weil ein Skalar alleine nicht stochastische Varianzen beschreiben
kann. Eine mathematische Beschreibung muss daher durch eine Verteilungsfunkti-
on erfolgen. Beispielsweise kénnte eine symmetrischen GauBverteilung verwendet
werden. Jedoch hat diese Verteilungsfunktion den Nachteil, dass diese symmetrisch
ist. Eine ungleiche Verteilung zwischen tiefen Riefen und niedrigen Riefen an der
Schneidkante ist bei der Verwendung der Gauf3verteilung als mathematischen Ansatz
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zur Beschreibung der Schartigkeit somit nicht méglich. Daher wird eine allgemeine
Verteilungsfunktion als mathematischen Ansatz gewéhlt, die anhand von vier Zentralen
Momenten charakterisiert wird [Hah94]. Der Erwartungswert 14 ist per Definition Null.
Die Standardabweichung

n

(% — ) (9.3)

i=1

beschreibt die Varianz der Daten. Ein weiterer Kennwert ist die Schiefe

n—1+4%

pa= 37 06— )’ (9.4
i=1

und beschreibt die Abweichung zur Symmetrie. Die Wélbung

n
o= >0 m* (9.5)
ist ein MaB fiir die Steilheit der Verteilungsfunktion. Mit Gleichungen [9.3] bis [9.5] und
unter der Verwendung der Algorithmen aus [Dev86] ist es méglich, eine allgemein-
gultige, asymmetrische und kontinuierliche Verteilungsfunktion zu berechnen. Dieser
Schritt ist in der Mitte von Bild[9.16(A) angedeutet, bei dem aus einem diskreten Histo-
gramm eine asymmetrische und kontinuierliche Verteilungsfunktion mit den Gleichungen
bis berechnet wird. Im n&chsten Schritt werden aus der Verteilungsfunktion
Zufallszahlen generiert. Dies geschieht durch eine horizontale Diskretisierung der Ver-
teilungsfunktion AA. Das Ergebnis ist rechts in Bild[9.16(A) dargestellt. Fir eine genaue
mathematische Beschreibung der Methode sei auf [Den11a] verwiesen. Die statistische
Verteilung der Schartigkeit tGber die Schneidenposition ist mit der Diskretisierung der
Verteilungsfunktion nun bekannt. Anschlie3end wird der lokale Versatz AR in Richtung
des Normalenvektors einer Schneidkante® berechnet zu

AR =1 - (tan <%+g+%) -cos(%—%—%) +8in (%—%—%) —1) (9.6)
Die daraus resultierenden Koordinaten im kartesischen Koordinatensystem fir jeden
Schneidenpunkt werden durch ein Matlab-Skript in die CAD-Umgebung Gbertragen.
AnschlieB3end erfolgt in der CAD-Umgebung eine manuelle Extrusion Uber alle X-Y-Z
Werte in Richtung der Schneidkante die vom urspriinglichen CAD-Modell abgezogen
wird. Ein Beispiel der Modellierung ist in Bild[9.16(B) zu sehen, bei dem die Schartigkeit
zur Anschauungszwecken Uberhdht dargestellt ist.

Zur Verifikation dieses Verfahren wurden die Oberflachentopographien von unterschied-
lich schartigen Werkzeugmodellen unter Variation des Zahnvorschubs f, und der Zei-
lenbreiten b, simuliert. Die Schartigkeiten sind mit variierenden Verteilungsfunktionen

SGleichung|9.6]ist nur fiir eine symmetrische Schneidkantenverrundung mit Sy = S, giiltig.
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kinematischer Einfluss verschwindet, stochastischer Einfluss dominant
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Bild 9.17: Einfluss der stochastischen Werkzeugschartigkeit auf die kinematische
Topographie
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erstellt, sodass in Bild[9.17]die Schartigkeit rein qualitativ vergleichbar ist. Zur besseren
Sichtbarkeit der Riefenspitzen und somit des Effekts des Schartigkeit sind die Z-Achsen
in Bild[9.177| unterschiedlich skaliert. Die in Bild[9.17|dargestellten Topographien zeigen
ebenfalls richtungsabhéngige, stochastische Strukturen wie in Bild[9.15] Wahrend bei
sehr geringen Schartigkeiten die kinematische Topographie noch gut zu erkennen ist,
nimmt der Einfluss der stochastischen Topographie bei erhéhten Schartigkeiten zu.
Der Effekt der stochastischen Topographie auf die Gesamtauspragung der Oberflache
erh6ht sich mit geringen Zahnvorschiben £, und Zeilenbreiten by, bis die kinematische
Struktur ganzlich verschwindet. Es I&sst sich festhalten: Der Einfluss der Werkzeug-
schartigkeit auf die Oberflachentopographie kann durch Anpassung des Werk-
zeugmodells in der Abtragssimulation beriicksichtigt werden. Weitere Effekte der
Werkzeugmikrogeometrie auf die Oberflache, wie z. B. Schuppenbildung aufgrund der
Plastizitat des Werkstoffmaterials, insbesondere bei hohen Schneidkantenverrundungen
und hohen Werkzeugabdrangungen, kann mit dieser Methode nicht vorhersagt werden.

Summation der dargestellten Effekte auf die Oberflachentopographie

In diesem Kapitel wurden bisher die Einflisse der Schneidenkinematik, des Rund-
lauffehlers, der Werkzeugabdrangung sowie der Werkzeugschartigkeit gezeigt und
Methoden zur simulativen Abildung vorgestellt. Es muss beachtet werden, dass die
finale Topographie durch Wechselwirkungen zwischen EinstellgréBen, Prozesskraften
und stochastischen Effekten entsteht. Eine strikte Einteilung der Effekte in die Gestaltab-
weichungen ist nicht moglich. Zweckmafig wurden die Effekte gruppiert, stochastischen
Effekte in die 3.-4. Ordnung, kinematische Effekte in 2.-3. Ordnung und die Werkzeu-
gabdréangung mafgeblich in 1.-2. Ordnung. Erneut sei darauf hingewiesen, dass die
Einteilung qualitativ zu verstehen ist und die genannten Effekte unterschiedlich stark
ausgepragt sein kdnnen. Dies wird in diesem Teilkapitel durch die Summation der
Effekte gezeigt. Bei der Rekonturierung mit kurzen, steifen Werkzeugen bei geringen
Zahnvorschuben f,, Zeilenbreiten b, und niedrigen Stérgeometrien, ist die Werkzeugab-
dréangung vernachlassigbar. Dies ist maBgeblich fur das Werkzeug 1 der Fall. Jedoch
besitzt das Werkzeug zwei Zahne, wodurch der Einfluss des Werkzeugrundlaufs nicht
vernachlassigt werden kann. Die Summation der maf3geblichen Effekte fir Werkzeug 1
ist in Bild[9.18|flir einen 1,5 x 1,5 mm groBen Oberflachenausschnitt dargestellt.

FUr eine bessere Vergleichbarkeit wurde der Winkelversatz Apg in der Simulation der
Messung angepasst sowie die Z-Achse aller Diagramme farblich gleich skaliert. Durch
den Werkzeugrundlauf verschlechtert sich die Oberflachenqualitéat und die Riefenspitzen
sind hdher, was auch in der Messung sichtbar wird. In der Praxis sollten bei der Re-
konturierung hochprézise Spindeln und Werkzeugaufnahmen mit hoher Rundlaufgite
verwendet werden, damit der Einfluss von Rundlauffehlern auf die Oberflachentopogra-
phie reduziert wird. Ferner sind geringe Anstellwinkel A, = fir eine kleinere Auspragung
des Rundlauffehlers zu empfehlen. Die Simulation kann ferner verbessert werden,
wenn die Mikrostruktur des Fraswerkzeugs im CAD-Werkzeugmodell berlcksichtigt
wird. Diese Art der Simulation benétigt deutlich mehr Rechenkapazitaten aufgrund der
Komplexitatssteigerung des Werkzeugs und der haufigeren Auftrennung von Dexel. Die
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Zahnvorschub f, =0,4mm Werkzeugtyp: 1(z=2)
Zeilenbreite b =0,5mm Prozessstrategie: Gegenlauf
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Bild 9.18: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie fir das steife Werk-
zeug 1 bei Verwendung hoher Einstellgré3en

oben angesprochene Wechselwirkung ist z. B. bei ndherer Betrachtung der Rundlaufsi-
mulation und der Schartigkeitssimulation sichtbar. Obwohl der gleiche Rundlauffehler
eingestellt wurde, ist der Einfluss des Rundlauffehlers durch die Schartigkeit hdher, was
auf die gednderte Geometrie zurlickzuflihren ist. Insgesamt ist ersichtlich, dass die wich-
tigsten Effekte bei der Entstehung der Oberflachentopographie bei Vernachlassigung
von Schuppenbildung vorhergesagt werden kénnen.

Ein weiteres Beispiel einer Oberflachensimulation mit Werkzeug 1, unter Berlcksichti-
gung der oben genannten Effekte, ist in Bild[9.19|dargestellt. Im Unterschied zu Bild[9.18]
wurden deutlich kleinere Zahnvorschiube f, und Zeilenbreiten b, gewéhlt, sodass theore-
tisch eine deutlich bessere Oberflachenqualitét resultieren misste. Die kinematische
Topographie ist links oben in Bild [9.19 dargestellt und hat eine mittlere kinematische
Oberflachenrauheit von Sz = 2,90 um, was einer Schleifqualitat entsprechen wirde. Der
Rundlauffehler ist zwar geringer als in Bild[9.18}, jedoch generiert trotzdem nur eine der
beiden Schneiden die Oberflache. Dies ist auf die hohe wirkende Exzentrizitat e* durch
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Bild 9.19: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie fir das steife Werk-
zeug 1 bei Verwendung geringer Einstellgro3en

die hoch gewahlten Anstellwinkel zuriickzufihren sowie den geringen Werten von £, und
b:. Die Rauheit wird durch den Werkzeugrundlauffehler nahezu verdoppelt. Dennoch
zeigt die Oberflachentopographie aus dem Experiment, dargestellt rechts unten in Bild
9.19] eine deutlich héhere Oberflachenrauheit Sz im Vergleich zur kinematischen Simu-
lation. Die Oberflachenrauheit Sz in Bild[9.19 wurde mit den verringerten Einstellgréen
nur um ca. 27 % gegenuber Bild [9.18| verbessert, bei einer gleichzeitig gestiegenen
Prozesszeit um 1.272,0 %.

Der Grund flr die hohe Differenz zwischen der kinematischen Simulation und den Mess-
daten ist erneut in der Schartigkeit zu finden. Die Schartigkeit ist in diesem Fall hdher als
die eingestellte kinematische Rauheit, sodass der kinematische Einfluss verschwindet
und der stochastische Einfluss durch die Schartigkeit dominant die Oberflachento-
pographie bestimmt. Dieser Fall wurde bereits theoretisch in Bild [9.17] beschrieben.
Die Werkzeugmikrogeometrie ist somit mafBgeblich fir den hohen Unterschied zwi-
schen bisherigen, rein kinematischen Simulationen aus der Literatur (vgl. Kapitel
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Zahnvorschub f, =0,4mm Werkzeugtyp: 2(z=1)
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Bild 9.20: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie fir das labile Werk-
zeug 2

und den gemessenen Oberflachentopographien, insbesondere bei Schlichtprozessen,
verantwortlich.

Das eingesetzte Werkzeug 2 ist durch die Gestalt und die verwendete Schrumpfauf-
nahme deutlich nachgiebiger, sodass die Werkzeugabdrangung nicht vernachlassigt
werden kann. Der Zusammenhang wird in Bild [9.20]deutlich, bei dem zur lllustration ein
vergréBerter, 3x6 mm groBBer Oberflachenausschnitt bei hoher Werkzeugabdrangung
wahrend der Rekonturierung gewahlt wurde. Die Formabweichung 1. bis 2. Ordnung
ist hier dominant und miusste in der Realitdt durch eine Schrupp-Schlichtstrategie
kompensiert werden. Durch die h6here Schneidkantenverrundung von Werkzeug 2 ist
die Schartigkeit geringer als beim Werkzeug 1 und tréagt nur unwesentlich zur finalen
Topographie bei. Dies ist links unten in Bild [9.20| dargestellt.

AbschlieBend sei auf Bild[9.21] verwiesen. Es wurden 23 Oberflachen aus den Versuchs-
pléanen der Tabellen [6.1]und [8.1] zuféllig ausgewahlt. Die dazugehdrigen Oberflachensi-
mulationen wurden analog zu den Bildern bis durchgefihrt. AnschlieBend wur-
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den die 2D und 3D Oberflachenkennwerte nach ISO 4287 bzw. EUR 15178N bestimmt.
Mit der kinematischen Simulation, der Bertcksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers
und der zusatzlichen Berlcksichtigung der Werkzeugschartigkeit, stehen somit drei
Simulationen je gemessener Topographie zur Verflgung. Die relativen Differenzen

_ ( Kennwertgin,

——— —11]-100% 9.7
Kennwertmess ) (9.7)

zwischen den Messungen und den drei Simulationen, unter Verwendung der wichtigsten
Oberflachenkennwerte, sind auf der Ordinate in Bild aufgetragen. Ein negativer
Wert bedeutet, dass die Simulation geringere Kennwerte als das Experiment liefert.
Dies ist bei der reinen kinematischen Simulation fir alle Oberflachenkennwerte der
Fall. Im Durchschnitt werden alle Oberflachenkennwerte durch die reine kinematische
Simulation um ~ —26,2 % unterschatzt. Eine Verbesserung der Prognose wird durch
die Berlcksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers ermdglicht. Die durchschnittliche
Abweichung alle Oberflachenkennwerte zwischen Simulation und Messung betragt in
diesem Fall ~ —9,8 %. SchlieBlich zeigt die Simulation unter gemeinsamer Berlcksichti-
gung des Werkzeugrundlauffehlers und der Werkzeugschartigkeit das beste Ergebnis.
Die mittlere Abweichung betragt in diesem Fall ~ —3,3 %.
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Prozess: Kugelkopffrasen

Schnittgeschw. vo, = 15 - 60 m/min Anstellwinkel At =15-60°/0-60°
Zahnvorschub £, =0,15-0,40mm  Werkzeug 1(rg =4 um/30 pm)

Zeilenbreite b =0,20-0,50 mm Prozessstrategie Gegenlauf/Gleichlauf
Ne/81831 © IFW

Bild 9.21: Differenz unterschiedlicher Oberflachenkennwerte zwischen simulierter
und gemessene Oberflachentopographie

Es qgilt zu beachten, dass alle dargestellten simulativen Methoden auch firr das 5-achsige
Simultanfrasen anwendbar sind, jedoch diese Steuerungsmadglichkeit zum Zeitpunkt der
Fertigstellung der Arbeit noch nicht in CutS implementiert war. Dies wurde spater durch
die Verwendung eines neuartigen NC-Achsencontroller erméglicht. Die Ergebnisse
hierzu sind in [Den15c] publiziert.
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10 Folgerungen fir die Praxis

Mit den aufgestellten Methoden zur Oberflachensimulation und Eigenspannungsvorher-
sage sowie den experimentellen Erkenntnissen wird eine zielgerichtete Prozessausle-
gung der Rekonturierung komplexer Investitionsgiter aus Ti-6Al-4V ermdglicht und stellt
somit einen ersten Schritt zur Virtualisierung der Prozesskette der Produktregeneration
dar. Die wichtigsten Erkenntnisse aus Experiment und Simulation werden im Folgenden
flr eine praxisnahe, maschinelle Rekonturierung zusammengefasst. Von den Erkennt-
nissen profitieren Regenerationsdienstleister, Lohnfertiger und Werkzeughersteller.

Es zeigte sich, dass die Inhomogenitat des Werkstoffgefliges durch einen moder-
nen SchweiBprozess mit artgleichem Zusatzwerkstoff die Randzoneneigenschaften
nach der Rekonturierung nicht negativ beeinflusst. Zugeigenspannungen durch den
SchweiBprozess werden durch die Gefligedeformation des Rekonturierungsprozesses
in Druckeigenspannungen umgewandelt. Somit ist fUr die Praxis lediglich die Gestalt der
SchweiBnaht von Interesse. Bei groBen SchweiBndhten erhéht sich der Spanungsquer-
schnitt und somit die Prozesskrafte, was Abdrangungseffekte und Formfehler beglnstigt.
Durch eine geeignete Schrupp-Schlicht-Strategie, beispielsweise mit einem Schaftfraser
und anschlieBendem Kugelkopffrasen, wird der Formfehler verringert.

Die Oberflachentopographie l&sst sich durch die Wahl der Einstellgré3en, insbesondere
mit einer geeigneten Kombination von Zahnvorschub f, und Zeilenbreite b, gezielt
einstellen. Jedoch ist zu beachten, dass bei einem Verhéltnis ab ca. f,/b, > 1 der zufal-
lige Winkelversatz Ay groBer wird, wodurch sich die Oberflache lokal unterscheiden
kann und somit keine homogene Qualitdt mehr gewahrleistet ist. Flir eine mdglichst
hohe Produktivitat bei einer gewtinschten Oberflachenqualitat wird ein Verhaltnis von
f,/br = 0,7 empfohlen. Die Schnitttiefe a, beeinflusst nicht das Rauheitsprofil, jedoch
kénnen sich bei hohen Schnitttiefen die Werkzeugabdrangungen erhéhen und somit zu
einer negativen Beeinflussung des Welligkeitsprofil fiihren.

Mit der geeigneten Wahl der Anstellwinkel \, 7 lasst sich die Werkzeugabdrangung in
einem gewissen Rahmen steuern. Bei geringen Anstellwinkeln zeigen die Kraftvektoren
maf3geblich in Richtung der Werkzeugachse, wodurch Abdréangungseffekte verringert
werden. Des Weiteren verandert die Wahl der Anstellwinkel das Verhaltnis der Oberfla-
chenrauheit zwischen der gewéhlten Vorschub- und Vorschubnormalrichtung, nicht aber
deren Mittelwert zueinander. Ebenfalls muss bericksichtigt werden, dass sich der Effekt
des Rundlauffehlers vom System Werkzeug-Aufnahme-Spindel auf die Oberflachento-
pographie bei groBen Anstellwinkeln erhdht. Dies kann dazu fihren, dass nur noch ein
Zahn die Oberflache generiert und sich somit die Oberflachenrauheit verschlechtert.
Bei der Kenntnis des Rundlauffehlers e lasst sich der Effekt auf die Topographie in Ab-
hangigkeit von \, 7 Gberschlagig mit Gleichung [9.2]berechnen. Fir die Rekonturierung
wird empfohlen die Anstellwinkel gering zu halten, ohne das sich die Werkzeugspitze
im Eingriff befindet, sodass Quetscheffekte und Werkzeugbeschadigungen vermieden
werden. Dies flhrt ebenfalls dazu, dass die Hauptrichtung der Eigenspannungen etwa
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mit der Vorschubrichtung zusammenfallt.

Der Einfluss der Prozessstrategie Gleich- bzw. Gegenlauf auf die Randzoneneigenschaf-
ten ist bei der Verwendung von Kugelkopfwerkzeugen vernachléassigbar. Dies ist mit der
Oberflachengeneration beim Kugelkopffrasen begrindet. In den meisten Fallen wird
die Oberflache unabhéngig von den EinstellgréBen durch einen Vollschnitt generiert,
(vgl. Bild [4.6). Zur Reduktion des WerkzeugverschleiBes wird das Gleichlauffrdsen
empfohlen. Bei der Rekonturierung mit labilen Werkzeugen und Werkstlicken wird das
Gegenlauffrasen empfohlen, wodurch sich Prozessschwingungen bekanntermafen
reduzieren.

Wéhrend die Makrogeometrie mit Span- und Freiwinkel keinen bzw. nur einen geringen
Einfluss auf die Topographie und die Eigenspannungen besitzt, ist die Werkzeugmikro-
geometrie und insbesondere die Schneidkantenverrundung r; die wichtigste Gré3e zur
Beeinflussung der Randzoneneigenschaften. Fur eine hohe Oberflachenqualitat werden
leicht verrundete Schneidkanten von ca. ry = 15 um empfohlen. Dadurch reduziert sich
die Schneidkantenschartigkeit, die sich sonst als Negativ auf der Oberflache abbildet.
Schneidkantenverrundungen ab rz ~ 45 um, insbesondere bei hohen Anstellwinkeln A,
7, kbnnen zu einer Schuppenbildung fihren, wodurch die Oberflachenqualitat wieder
sinkt. Auch die Eigenspannungen werden maf3geblich durch die Wahl des Schneidkan-
tenradius rg beeinflusst, dessen Effekte durch die geringe Werkstilicktemperatur mit dem
Festwalzprozess vergleichbar sind. Fir das Einbringen von hohen Druckeigenspan-
nungen nahe der Werkstuckoberflache wird ein Schneidkantenradius von rz = 30 um
empfohlen. Span- und Freiwinkel sollten entsprechend einer hohen Standzeit gewahit
werden.

Ein wichtiger, in Kapitel[2.1]behandelter Aspekt, ist die Maschinentechnologie fiir die Re-
konturierung. Fur eine prozesssichere Rekonturierung mit konstanter Randzonenqualitat
ist eine vibrationsarme Bearbeitung mit steifer Aufspannung bzw. kurzen Werkzeugen
zu empfehlen. Anschlie3end kann die Produktivitat durch die Erh6hung der Schnitt-
geschwindigkeit gesteigert werden, wodurch die Randzoneneigenschaften nur wenig
beeinflusst werden. Je nach geforderter Standzeit sind Werte von bis zu v, = 300 m/min
mdglich. Dabei ist zwischen der an der Werkzeugmaschine eingestellten Schnittge-
schwindigkeit v, und an der am Werkzeugradius wirkenden, effektiven Schnittgeschwin-
digkeit v, ¢+ sowie an der Oberflache wirkenden, integrale Schnittgeschwindigkeit v; ,
berechnet mit Gleichung zu unterscheiden. Eine weitere Produktivitatserhthung ist
durch die Verwendung von Torusfrasern statt Kugelkopfwerkzeugen maglich, bei denen
z.B. gleiche Einstellgro3en zu geringen kinematischen Rauheiten fuhrt. Die in dieser
Arbeit entwickelten, simulativen Methoden und Erkenntnisse zur Oberflachengeneration
kdnnen ebenfalls auf Toruswerkzeuge angewandt werden. Ebenfalls ist die Anwendung
der Methoden dieser Arbeit auf Neubauteile anwendbar, sodass unter anderem Prozess-
und Werkzeugauslegung auch z. B. fir den Werkzeug- und Formenbau sowie fir die
Herstellung von Integralbauteilen mdglich sind.
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11 Zusammenfassung, kritische Reflexion und
Ausblick

Die Produktregeneration ermdglicht die Wert- und Leistungserhaltung sowie die Sicher-
stellung der Betriebssicherheit komplexer Investitionsgiter wahrend ihrer gesamten
Produktlebenszeit. Ein geeignetes Beispiel der Produktregeneration ist das Flugzeug-
triebwerk, weil es ein technisch anspruchsvolles Produkt darstellt, bei dem komplexe und
teure Werkstlicke Verwendung finden und die angewandten Regenerationstechnologien
ebenfalls flr andere Investitionsgiter anwendbar sind. Der Anteil am Gesamtumsatz
bei Triebwerksherstellern ist heute bei der Produktregeneration im Durchschnitt héher
als bei der Neuteilproduktion. Die Tendenz ist dabei steigend.

Ein wichtiger Prozessschritt in der Regeneration ist die Wiederherstellung der urspriing-
lichen Werkstlckgestalt, bei der Stérkonturen, wie z. B. Schweil3- oder Létnéhte, durch
spanende Verfahren entfernt werden. Dieser Schritt wird Rekonturierung genannt. Wie
bei anderen Prozessschritten der Regeneration, ist auch die Prozessentwicklung und
Auslegung der Rekonturierung derzeit erfahrungsbasiert und geschieht maf3geblich
durch heuristische Methoden. Mit der Kenntnis des Prozessergebnisses vor der Durch-
fuhrung der Rekonturierung ware eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und
Prozessumsetzung bei gleichbleibender hoher Bauteilqualitat moglich.

Ziel dieser Arbeit ist daher die Vorhersage der Randzoneneigenschaften nach der
Rekonturierung. Damit soll die Arbeit einen Mehrwert far die Rekonturierung mit Frés-
werkzeugen im Allgemeinen und flr die Rekonturierung mit Kugelkopfwerkzeugen von
der im Flugzeugbau haufig verwendeten Titanlegierung Ti-6Al-4V im Speziellen leisten.
Die wichtigsten Randzoneneigenschaften sind die Oberfldchenqualitdt und die Eigen-
spannung, weil diese die Leistungsfahigkeit durch z.B. Strémungsverluste bzw. die
Lebensdauer des Investitionsguts festlegen. Die Zusammenfassung des Wissensstands
zeigte, dass die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung noch gar nicht
und bei der Fertigung von Neubauteilen nicht hinreichend genug erforscht sind. Aus
diesem Grund wurden zunéachst die wichtigsten EinflussgréBen der Rekonturierung
identifiziert, welche die Randzoneneigenschaften beeinflussten. Es zeigte sich, dass
eine SchweiB3naht keinen Einfluss auf die resultierenden Eigenspannungen nach der
Rekonturierung besitzt, jedoch die Oberflachentopographie durch Werkzeugabdrangung
beeinflusst werden kann. Der maf3gebliche Einfluss auf die Eigenspannungen ist der
Schneidkantenradius r; des Fraswerkzeugs. Die Oberflachentopographie wird durch die
Prozesskinematik des Werkzeugs und ebenfalls vom Schneidkantenradius festgelegt.

Ferner zeigt sich, dass die thermische Werkstlckbelastung im Fall der Titanlegierung
Ti-6Al-4V in Kombination mit Kugelkopffrasern keinen Einfluss auf die Randzonenei-
genschaften besitzt und diese mal3gebend durch mechanische Einflliisse festgelegt
wird. AnschlieBend wurde mit der Betrachtung der oberfldchengenerierenden Kréfte
eine Methode geschaffen, die eine Vorhersage der Werkstlickbelastung durch den
Rekonturierungsprozess anhand eines Kraftmodells erlaubt. Als Basis dient hierzu
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die am IFW entwickelte Materialabtragssimulation CutS, die fir jeden zeitdiskreten
Schritt das zerspante Volumen in Form von Dexeln bereitstellt. Mit einer entwickelten
Berechnungsvorschrift werden auf Basis dieses Volumens alle notwendigen Kenngro-
Ben berechnet, die fir eine Kraftsimulation notwendig sind. Die Berechnungsvorschrift
ist somit fir komplexe Prozesskinematiken und Werkstiickgestalten einer 5-achsigen
Rekonturierung anwendbar.

Die Vorhersage der Eigenspannungen basiert auf der Nutzung eines hybriden Modell-
ansatzes, der empirisch die oberflachengenerierenden Krafte nutzt und analytisch die
Gleichungen der Hertzschen Pressung verwendet. Mit diesem empirisch-analytischen
Ansatz kénnen Eigenspannungstiefenverlaufe in den Hauptrichtungen flr beliebige
Einstell- und WerkzeuggréBen beim Kugelkopffrasen fur den Werkstoff Ti-6Al-4V vor-
hergesagt werden.

Filr die Vorhersage der Oberflachentopographie wurden die Effekte, die zu den Gestalt-
abweichungen 1. bis 4. Ordnung flhren, identifiziert und separat abgebildet. Durch das
entwickelte Kraftmodell ist es méglich, die Werkzeugabdrangungen vorherzusagen und
somit den Einfluss der Schwei3naht Rechnung zu tragen. Dies sind gréBtenteils die
Gestaltabweichungen von 1. bis 2. Ordnung. Mit einem geeigneten Werkzeugmodell ist
die kinematisch-bedinge Topographie, die zur Gestaltabweichungen 2. bis 3. Ordnung
fihren, abbildbar. Es konnte ferner gezeigt werden, dass die Werkzeugschartigkeit und
der Werkzeugrundlauffehler die Oberflachentopographie stark beeinflussen, welche
eingeteilt wurden in stochastisch bedingte Gestaltabweichungen 3. bis 4. Ordnung. Wer-
den Zufallszahlen generiert, so kdnnen die stochastischen Einflisse ebenfalls simuliert
und bewertet werden.

Mit den entwickelten Modellen ist eine Vorhersage der Randzoneneigenschaften nach
der Rekonturierung von Ti-6Al-4V moglich, was den ersten Schritt in Richtung einer
virtualisierten Produktregeneration erlaubt. Die folgende, kritische Reflexion der Ergeb-
nisse dieser Arbeit zeigt Verbesserungspotenziale fir die Forschung auf, um letztendlich
die Grundlagenerkenntnisse in die Praxis zu Uberfihren. Eine wichtige Vereinfachung
in dieser Arbeit ist die Vernachlassigung der thermischen Effekte bei der Vorhersa-
ge der Eigenspannungen. Diese Vereinfachung konnte aufgrund der Wechselwirkung
zwischen den Werkstoffeigenschaften von Ti-6Al-4V und den prozessspezifischen Gro-
Ben des Kugelkopffrdsens getroffen werden. Bisher ist unbekannt, inwiefern diese
Vereinfachungen bei anderen Werkstoffen und Frasprozessen getroffen werden kann.
Es ist anzunehmen, dass z.B. beim Hochgeschwindigkeitsfrdsen von Nickel-Basis-
Legierungen mit Keramikwerkzeugen diese Vereinfachung nicht zutrifft, wodurch das
hier entwickelte, hybride Eigenspannungsmodell nicht mehr anwendbar ware und durch
thermische Einflisse erweitert werden misste. Zu empfehlen ware flr die Zukunft ein
numerisch/analytischer Ansatz, der die thermisch-mechanischen Werkstickbelastung in
ein FE-Modell Gberfihrt und somit die Eigenspannungen allgemeingdltiger vorhersagbar
waren. Die Wirkzusammenhange der Werkstlckbelastung und Deformationsmorpho-
logie mussen hierfur tiefgrindiger und werkstoff- bzw. prozessunabhangiger fur die
Zerspanung erforscht werden. Eine FE-Spanbildungssimulation wird fir diese Aufgabe
nicht als sinnvoll erachtet aufgrund der in Kapitel [2.3.1] genannten Nachteile.
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Ein weiterer kritische Aspekt ist die Modellierung der Fraswerkzeuge in dieser Arbeit, die
einen groBen Einfluss auf die Prognosefahigkeit der Randzoneneigenschaften besitzt.
Zwar wurden in dieser Arbeit die Berechnungsvorschriften des Initial Graphics Exchange
Specification (IGES) verwendet, um beliebige Frasergeometrien in ein CAD-Modell zu
Uberflhren, jedoch gilt dies nur fur die tangentialen Werkzeugschneiden und nicht fir
das vollstandige Volumenmodell. Flr die Praxis wéare es mihsam, fur jede virtuelle
Prozessauslegung zunachst alle Werkzeuge einzelnd zu modellieren. Au3erdem ist
die entwickelte Berechnungsvorschrift auf einfache Werkzeuggeometrien begrenzt und
kann bspw. nicht far Fraswerkzeuge mit Kordelverzahnung oder Axialschneiden an-
gewandt werden. Flr die Akzeptanz einer virtuellen Prozessauslegung in der Praxis
ware eine Implementierung der Abtragssimulation in eine vorhandene CAD/CAM Soft-
ware notwendig. Daraus folgt, dass andere mathematische Beschreibungen fir das
zerspante Volumen vorliegen und dies entsprechend berucksichtigt werden muss. Des
Weiteren ist es flr eine hohe Prognosefahigkeit notwendig, die genaue Gestalt der
Werkzeugschneiden zu berticksichtigen und nicht, wie derzeit in CAM-Systemen, das
Rotationsvolumen des Werkzeugs. Mit geeigneten Algorithmen missten die dadurch
steigenden Rechenzeiten entsprechend kompensiert werden.

Ein weiterer kritischer Aspekt ist die Simulation der stochastischen Einflisse durch
Zufallszahlen. Diese ist nur méglich, wenn die Verteilungsfunktionen aus Messdaten
vorliegen. Eine geeignete Schnittstelle zwischen der Qualitéts- oder Wareneinangskon-
trolle und der virtuellen Rekonturierung kénnte die notwendigen Daten bereitstellen.
Dies ist derzeit jedoch noch nicht Stand der Technik und wére ein mdgliches Ergebnis
aus der Entwicklung zur Industrie 4.0. Far die Zukunft ware ein vollstandiges, digitales
CAD-Abbild des realen Werkzeugs denkbar, das neben der makroskopischen Gestalt
auch die Mikrogeometrie bertcksichtigt. Dazu kdnnten einerseits die Methoden des
Re-Engineering verfeinert werden, andererseits wéare es denkbar die CAD-Modelle der
Werkzeughersteller zu verwenden, idealerweise das fertige Werkzeugmodell nach der
Schleifsimulation. Um die Deformationsmorphologie des Werkstiickgefliges besser zu
erforschen und abzubilden ware es denkbar, deformierbare Dexel mathematisch als
Funktion der Schneidkantenmikrogeometrie zu beschreiben. Damit waren auch Schup-
penbildung auf der Oberflache bei groBen Schneidkantenverrundungen abbildbar.

Eine weitere Vereinfachung in dieser Arbeit ist die Nebenbedingungen eines starren
Werkstlcks, was gerade bei dinnen Verdichterschaufeln oder Blisken nicht mehr gege-
ben ist. In der Praxis gibt es zwar Aufspannsysteme, die Werkstticknachgiebigkeiten
und -schwingungen durch angepasste Aufnahmen minimieren sollen, jedoch sind diese
nicht immer mit einem starren Werkstlck vergleichbar. Aus diesem Grund ist es fur die
Zukunft notwendig, Werkstlcknachgiebigkeit, Werkzeug- und Werkstickschwingungen
sowie deren Wechselwirkungen zueinander fUr eine virtuelle Rekonturierung zu bertck-
sichtigen. Dies ist eines der Ziele der 2. Férderperiode des Sonderforschungsbereiches
871.
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