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Abstract

The thermal and mechanical load collective of cutting processes directly
influences surfaces and sub-surfaces of machined workpieces. As an example
residual stresses and phase changes of the microstructure can occur. Thus
the investigation of the surface integrity has gained increasing interest in
materials and production science all over the world. One main phenomenon of
this kind are machining induced phase transformations as for example the
occurrence of white and dark layers in machined surface layers.

As the dominant factors and correlations of parameters forcing such
modifications of the workpiece microstructure are not fully understood yet, this
thesis has the aim of modelling cutting induced phase transformations at
turning and drilling the tempered steel AISI 4140 (42CrMo4).

A 2D-FE-cutting model has been developed regarding the kinetics of phase
transformations and detailed modeling of the frictional and thermal boundary
conditions. The kinetics are modeled with respect to processes of short-time-
austenization which is very important since the heating and cooling rates
during cutting processes are very high and are influencing the transformation
temperatures of the machined workpiece material. The model has been
validated by orthogonal turning experiments metallographic investigations and
shows a very good agreement concerning predicted temperatures, forces and
phase transformations.

Based on the 2D-FE results and drilling experiments a 3D-FE-model of the
drilling process has been set-up. This model represents the kinetics of the
drilling process and the resulting thermal and mechanical loadings onto the
machined workpiece leading to microstructural changes in the surface layer of
the drilling hole. With the help of thermal imaging and metallographic analyses
the 3D-FE-model could be validated and showed good agreement with the
experimental results.

The developed models provide the possibility to predict the formation of cutting
induced phase transformations as for example white layers in relation to the
machining processes turning and drilling and the respective cutting
parameters.
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Einleitung 1

1 Einleitung

Die Suche nach Wettbewerbsvorteilen sowie ressourcenschonenden und
umweltvertraglichen  Fertigungsprozessen fuhrt zu dem Streben, die
Trockenbearbeitung sowie eine Fertigung unter Verwendung der
Minimalmengenschmierung flr neue Prozesse und Werkstoffe zu qualifizieren
[Ulu-11_2, Bie-12, Bie-12_2, Zwi-12]. Derartige Prozessentwicklungen ergeben
neue Anforderungen an die spanende Fertigungstechnik hinsichtlich
Werkzeuglebensdauer, Prozessstabilitat und Bauteilqualitat, da sich die
thermischen, mechanischen und tribologischen Verhaltnisse in Abhangigkeit der
Prozessfuhrung verandern. FUr die trockene Zerspanung spielen hierbei
insbesondere die fehlende Schmierwirkung und reduzierte Warmeabfuhr eine
grole Rolle. Ein zusatzlicher Trend besteht in der funktionsorientierten
Auslegung und Bewertung von Fertigungsprozessen [Bri-11_2]. Im Umfeld der
Zerspanung stehen dabei die bearbeiteten Bauteilrandzonen und -oberflachen
besonders im Fokus, da sie einen entscheidenden Einfluss auf die Qualitat und
Lebensdauer von spanend hergestellten Bauteilen nehmen.

Das thermo-mechanische Lastkollektiv eines spanenden Fertigungsprozesses
beeinflusst durch die Interaktion von Werkzeug und Werkstlck direkt die
entstehenden Bauteiloberflachen. Als Beispiel kdnnen hier die Entstehung von
Eigenspannungen oder Gefugeumwandlungen oberflachennaher Bauteilbereiche
genannt werden. Unter dem Schlagwort ,Surface Integrity gibt es dabei in
jungster Zeit verstarkte internationale Aktivitaten um die Zusammenhange
zwischen Prozess(-parametern), Bauteilzustdanden und -eigenschaften zu
untersuchen und quantifizieren [M'S-08, Dav-10, Jaw-11, Bri-11_2]. Hierfur gilt
es im Einzelnen, grundlegendes Prozessverstandnis zu schaffen und geeignete
Ansatze und Modelle abzuleiten, mit deren Hilfe die Prozesse und ihre
Auswirkungen auf die Bauteileigenschaften analysiert und beschrieben werden
konnen.

Zu den Ursachen der Entstehung und Ausbildung von Gefilgeumwandlungen in
der Zerspanung gibt es eine Vielzahl unterschiedlicher, sich auch
widersprechender Annahmen und Begrindungen. Insbesondere die
Fragestellung, ob der Bildung so genannter ,white layer® thermisch oder
mechanisch aktivierte Vorgange zu Grunde liegen, wird bis heute diskutiert. Die
existierenden Ansatze sind dabei Uberwiegend experimenteller Natur, wobei es
auch Modellierungsansatze zur Abbildung und Analyse zerspanungsbedingter
Gefugeumwandlungen gibt, welche allerdings wichtige Aspekte, wie die bei
hohen Aufheizraten auftretende Kurzzeit-Austenitisierung, nicht bericksichtigen.



2 Einleitung

Zusatzlich unterliegen derartige Modelle oftmals einer Vielzahl von
Vereinfachungen. Dieser eingeschrankte Detaillierungsgrad ermoglicht zwar
einerseits weniger rechenintensive Modelle, reduziert allerdings deren
Aussagekraft und Genauigkeit. Sollen mikrostrukturelle Vorgange in
Prozesssimulationen berucksichtigt werden, mussen die Modellierungsansatze
so genau wie moglich sein und neben der genauen Beschreibung des
Materialverhaltens auch wichtige Aspekte wie eine realistische Abbildung des
Reibverhaltens zwischen Werkzeug und Werkstuck, sowie der Warmeubergange
bertcksichtigen. Modelle mit einem solch hohen Detaillierungsgrad sind bisher
nicht existent und benotigen auRerdem fur ihre Entwicklung und Validierung eine
solide experimentelle Datengrundlage, welche Uber geeignete Experimente
bereitgestellt werden muss.

Sollen aulRerdem auch komplexe Fertigungsprozesse wie das Bohren und
dessen Auswirkungen auf die bearbeiteten Bauteilrandzonen modelliert werden,
mussen die jeweiligen Prozesse auch dreidimensional abgebildet werden.
Gerade aber die Kombination aus detalliertem Modell und Dreidimensionalitat
stellt eine besondere Herausforderung dar, da die Modellierungs- und
Rechenaufwande mit dem Detaillierungsgrad und der Komplexitat extrem
ansteigen. Gelingt es das thermo-mechanische Lastkollektiv des Bohrprozesses
zu beschreiben und in einem Modell zu bertcksichtigen, welches in der Lage ist,
prozessbedingte Geflgeumwandlungen in der Bauteilrandschicht abzubilden,
kann vorhergesagt werden, wie sich die Randzonen von Bohrungswanden in
Abhangigkeit der Prozess- und Werkzeugparameter beeinflussen lassen.
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2 Grundlagen und Kenntnisstand

Wahrend ihres Produktlebenszyklus unterliegen Produkte aller Art einer Vielzahl
von Belastungen. Diese konnen sowohl mechanischer, thermischer aber auch
chemischer Natur sein. Den Randzonen von Bauteilen kommt dabei eine
besondere Bedeutung zu, da sie meist die am hochsten belasteten Bereiche von
Produkten und ihren Komponenten darstellen [Mat-90, Mac-92]. Damit
beeinflussen Bauteilrandzonen mit ihrer Charakteristik unmittelbar das
Einsatzverhalten und die Lebensdauer von Bauteilen und daraus hergestellten
Produkten [Bri-82].

Die Zustande von Bauteilrandzonen stehen wiederum direkt im Zusammenhang
mit den jeweils angewandten Fertigungsverfahren, da es durch den
Bearbeitungsprozess zu Wechselwirkungen zwischen Werkzeug und Werkstuck
und entsprechenden Belastungen der Bauteiloberflache kommt [Bri-04, Pet-07,
Dav-10, Bri-11].

2.1 Der Zerspanungsprozess

Durch das Eindringen einer Kkeilformigen Werkzeugschneide in eine
Werkstlickoberflache kommt es nach DIN 6580 zum Aufheben des
Werkstoffverbundes im Werkstlick [DIN 6580]. Die hierfur aufgebrachte Energie
und die Relativbewegung zwischen Werkzeug und Werkstluck verformt den
Werkstuckwerkstoff zunachst elastisch, anschlieend plastisch und verursacht
Scherspannungen im Bauteil, welche bei Uberschreiten der FlieBspannung zur
Ausbildung eines Spanes fuhren. Der gebildete Span lauft in der Folge Uber die
Spanflache des Schneidkeils ab, an der Freiflache des Werkzeugs entsteht die
neue Oberflache des Bauteils [Pau-08].

Zerspankraft und Schnittmoment

Die Interaktion von Werkzeugschneide und Werkstick bei der spanenden
Bearbeitung verursacht resultierende Krafte am Schneidteil. Dabei lasst sich die
Schnittkraft F in drei Komponenten zerlegen [DIN 6584]:

F=F +F, +F, Formel 2-1

Dabei ist F, die Passivkraft und aus der Schnittkraft . und der Vorschubkraft F,
ergibt sich wiederum die Aktivkraft F,:

F.=F, +F, Formel 2-2
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Die Betrage und Entwicklungen dieser Krafte wahrend des Zerspanprozesses
konnen messtechnisch erfasst werden, wodurch Zusammenhange zwischen
Prozess-, Werkstoff- und Werkzeuggeometrieparametern und den resultierenden
Kraften ermittelt werden konnen.

Die Charakteristik des Bohrprozesses bedingt, dass die Zerspankraft Uber dem
Bohrerradius variabel ist und nicht direkt gemessen werden kann [Spu-60].
Abbildung 2-1 zeigt die angreifenden Krafte und den fir das resultierende
Moment verantwortlichen Hebelarm H beim Bohren [Spu-60, Pau-08].

Abbildung 2-1 Zerspankraftkomponenten eines Wendelbohrers und Hebelarm H
[Spu-60, Pau-08]

Beim Bohren sind die Vorschubkraft F; sowie das Drehmoment M, direkt
messbar. Aus diesem Grund wird die Zerspankraft beim Bohren mit Hilfe des
Drehmomentes M, berechnet, welches sich durch den Hebelarm mit Abstand H
von der Bohrerachse ergibt. Fur erste Abschatzungen kann fur H ein Wert von
0.5*d/2 herangezogen werden, Spur und Pauksch ermittelten Werte zwischen
0.3*d/2 und 0.64*d/2 [Spu-60, Pau-08].

Gemessene Krafte, sowie deren Abhangigkeiten kdnnen bei der Validierung von
Simulationsrechnungen herangezogen werden.
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2.2 Zerspanungssimulation mit der Methode der Finiten
Elemente (FEM)

Physikalische oder technische Probleme kénnen haufig mit Lésungsfunktionen
beschrieben werden, welche aus Differentialgleichungen und zugehdrigen Rand-
und Anfangsbedingungen gebildet werden. Fur die Berechnung komplexer
Probleme bietet sich hierfur die Methode der Finiten Elemente an. Dabei wird ein
Modellkérper in eine grofde Anzahl kleiner, einfacher, diskreter Einheiten zerlegt,
es wird diskretisiert. Durch Lésung der partiellen Differentialgleichungen flur jedes
einzelne der gekoppelten finiten Elemente wird eine Loésung fur das
Gesamtproblem angenahert [Sch-80].

Ein besonderes Einsatzgebiet der Finite-Elemente-Methode stellt die Simulation
von Zerspanungsprozessen dar. Wahrend sich die Zerspanungssimulation im
Umfeld der Forschung zum etablierten Werkzeug zur Untersuchung der
physikalischen Vorgange der Spanbildung entwickelt hat, findet sie auch breiten
Einsatz bei der Prozessoptimierung. Grund hierfir sind die vielfaltigen
Madglichkeiten zur Bestimmung von Schnittkraften und Prozesstemperaturen aber
auch zur Untersuchung des Werkzeugverschleiles und der resultierenden
Werkstlickcharakteristika [TOn-99, S6h-03, Tén-05, Jaw-11]. Einen allgemeinen
Uberblick hierzu geben [Lut-98, Ng-02, Bak-04, Zab-10]. Zudem werden standig
neue Erkenntnisse erzielt und neue Felder erschlossen, beispielsweise die
Simulation der Zerspanung von Verbundwerkstoffen [Sch-11_4, Dan-12].

Mit Hilfe kommerzieller FE-Programme ist es heutzutage mdglich, die extrem
hohen Verformungen, Aufheiz- und AbkUhlraten sowie die komplexen
Randbedingungen, wie Warmeubergange, Kontakt und Reibung, in
Zerspanungssimulationen abzubilden. Tiefgreifende Unterschiede zwischen
Simulationen sind in der Verwendung verschiedener Materialmodelle und der
Realisierung der Spanbildung festzustellen. Die Charakteristik des
Spanbildungsprozesses bedingt die Notwendigkeit, das Materialverhalten des
Werkstuckmaterials bei hohen Temperaturen in Verbindung mit extremen
Dehnraten und Dehnungen zu beschreiben und entsprechend in der FE-
Simulation zu berlcksichtigen. Die Materialmodellierung stellt daher bei der
Zerspanungssimulation eine zentrale Herausforderung dar. So wirken sich
unterschiedliche Herangehensweisen zur Beschreibung des Werkstoffverhaltens
direkt auf die Ergebnisse von Simulationen aus [Shi-04, Den-05, Hal-05, Sch-
11_5]. Nur mit einer moglichst exakten Abbildung des tatsachlichen elastisch-
plastischen Werkstoffverhaltens unter Bertcksichtigung der lokal auftretenden
hohen Dehnungen, Dehnraten und Temperaturen sowie der
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prozessbegleitenden Reibvorgange kdénnen mit Hilfe der FEM aussagekraftige
Ergebnisse erzielt werden [Aut-10, Chi-09].

2.3 Gefugeumwandlungen

Der Aufbau von Eisen-Basis-Werkstoffen und ihre Besonderheit, zwei
unterschiedliche Gleichgewichtsphasen im festen Zustand ausbilden zu kénnen,
fuhren dazu, dass sich ihr Geflige in Abhangigkeit von Druck, Temperatur und
Konzentration andern kann. Die stabile kristalline kubisch-raumzentrierte Form
bei tiefen Temperaturen wird als Ferrit (ap) bezeichnet, der bei hohen
Temperaturen stabile kubisch-flachenzentrierte Kristall als Austenit (yp).
Abbildung 2-2 zeigt das metastabile System Fe-Fe;C und die bei verschiedenen
Temperaturen und Konzentrationen vorliegenden Phasenanteile.
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1400 4
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e o 1147 °C
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Abbildung 2-2 Eisen-Kohlenstoffdiagramm fiir die metastabile (Fe-FesC)
Ausbildung des Kohlenstoffs nach [Bar-05]

Ursache fir die Gefligeumwandlungen sind entweder thermisch aktivierte
Platzwechsel der Gitter- bzw. Fremdatome oder durch Scherung verursachte
Gefugeanderungen mit oder ohne Konzentrationsanderung. Thermisch aktivierte
Transformationen bei langsamen Aufheiz- und Abkuhlgeschwindigkeiten, wie die
Umwandlung von Ferrit zu Austenit und umgekehrt, werden als
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diffusionsgesteuert bezeichnet. Bei der Umwandlung von Austenit in Bainit und
Martensit kommt es zu Scherungen der Gitterstruktur, wobei bei der
Bainitbildung ein Konzentrationsausgleich stattfindet, da diese bei hoheren
Temperaturen ablauft. Die Martensitbildung ist durch ein schnelles Abkuhlen aus
dem austenitisierten Bereich gekennzeichnet, wodurch die Anderungen der
Gefugestruktur viel schneller ablaufen, als die fur einen Konzentrationsausgleich
notwendigen Diffusionsvorgange. Aus diesem Grund kommt es zu einem
Umklappen des Austenitkristalls zu einer tetragonal raumzentrierten, verzerrten
Gitterstruktur [Bar-05].

Kurzzeitaustenitisierung

Die spanende Bearbeitung ist gekennzeichnet von hohen Temperaturen und
Aufheizraten. Dabei folgt die Kinetik der Austenitbildung den gleichen Gesetzen
wie bei Prozessen mit langsamen Erwarmungen. Das gilt allerdings nicht fur die
bei Austenitisierungsvorgangen ablaufenden physikalischen Teilprozesse der
Kohlenstoffdiffusion, Karbidauflésung, Keimbildung und Kornwachstum. Im
Vergleich zu gleichgewichtsnahen Bedingungen bei erhdohten Temperaturen
fuhren die grolReren Aufheizraten zu Verschiebungen dieser Vorgange [Gri-83,
Gro-84]. Abbildung 2-3 zeigt das kontinuierliche ZTA-Diagramm fur den
Vergutungsstahl 42CrMo4. Es enthalt die Verlaufe der Grenztemperaturen der
Austenitbildung fir Aufheizgeschwindigkeiten bis 2400 KI/s.

Erwarmungsgeschwindigkeit [ K/s ]
24001000300 100 30 3 1 0,22 0,05

1000
950 —
900 —
850 —

800+

Temperatur [ °C ]

750+

700 +——H-HHi—H i — -
10 10° 10’ 10° 10° it 10°

Abbildung 2-3 Kontinuierliches Zeit-Temperatur-Austenitisierungsdiagramm fir
den Vergutungsstahl 42CrMo4 [Orl-76]
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Aus Abbildung 2-3 wird ersichtlich, dass sich je nach
Austenitisierungsbedingungen am Ende des Aufheizens verschiedene Grade der
Austenitisierung einstellen. Diese reichen von Teilaustenitisierungen mit
inhomogener Austenitbildung bis zu vollstandiger Austenitisierung mit
inhomogener oder homogener Austenitbildung.

2.4 Prozessbedingte Bauteilrandschichten nach
Zerspanprozessen

Insbesondere bei der spanenden Bearbeitung kommt es zu einer grof3en
Beeinflussung der Bauteilrandschicht durch den Bearbeitungsprozess. Die fur die
Trennung des Werkstuckmaterials notwendige Energie, welche durch die
Interaktion von Zerspanungswerkzeug und Werkstick umgesetzt wird
[DIN 8580], fuhrt zu groRen mechanischen, thermischen aber auch chemischen
Belastungen von Werkzeug und Werkstuck [Jae-42, Mer-44, Sch-49, Kie-52,
Vie-53, Kro-66, Vic-80, Bri-82, Sha-84, Wei-94, Sha-96, Bri-00, Kom-00, Gri-01,
Cho-02, Bri-04, Ast-04, Bri-07, Fle-07, Pab-10, Sch-11, Sdl-12]. Beeinflussungen
der Randzone von spanend bearbeiteten Bauteilen lassen sich anhand der
Veranderung des chemischen Zustandes, der Harte, der Textur, der
Mikrostruktur sowie der Bildung von Rissen und Eigenspannungszustanden
charakterisieren [Bri-04]. Abbildung 2-4 veranschaulicht diesen Zusammenhang.

Chemis

cher Z

- —

ustand

RPN

__ Textur F 'Eigen_

TKJ Harte spannungen

|
g Mikrostruktur

Abbildung 2-4 Zustand von Oberflache und Randzone nach der spanenden
Bearbeitung [Bri-04]

Eine Trennung der mechanischen wund thermischen Einflusse eines
Zerspanungsprozesses auf die Ausbildung einer spezifischen
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Randschichtcharakteristik im Werkstuck ist sehr schwierig. Dies liegt daran, dass
sich im realen Prozess immer beide Einflussgrolen zu einem komplexen
Lastkollektiv  Uberlagern. Eine spatere Ruckfihrung von erzeugten
Randschichtcharakteristika wie Verfestigungen, Spannungszustanden oder
Phasenumwandlungen ist deshalb nur Uber geeignete Analogieversuche,
Messmethoden oder Ersatzmodelle moglich [Mac-77, Bri-82, Seg-95, Ton-04].
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden in erster Linie zerspanungsbedingte
Gefugeumwandlungen behandelt. Aus diesem Grund wird im Folgenden nur auf
die zerspanungsbedingte Entstehung von Eigenspannungen, Bauteilverzug
sowie Geflugeumwandlungen eingegangen.

Eigenspannungen

Die Eigenspannungszustande in Bauteilrandzonen resultieren aus der
Entstehungshistorie des Werkstickmaterials und dem Bearbeitungsprozess
[Bri-82]. Durch den Bearbeitungsprozess kommt es zu einer Uberlagerung
mechanischer und thermischer Ursachen der Eigenspannungsbildung, was in
der folgenden Abbildung 2-5 dargestellt ist.
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Abbildung 2-5 Entstehung von Eigenspannungen mit mechanischem und
thermischem Ursprung [Seg-95, Ton-04]

Abbildung 2-5 zeigt oben links, wie der Schneidkeil die Oberflache des
Werkstucks in der Verformungsvorlaufzone staucht und im Bereich der Freiflache
mit einhergehender plastischer Verformung streckt. Hierdurch entstehen im
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randnahen Bereich Druckeigenspannungen. Die durch den Trennvorgang
erzeugte Zerspanwarme (Abbildung 2-5 links unten) fuhrt durch das Erwarmen
und Abkuhlen des Bauteils zu einer Kompression der Randschicht und daraus
resultierenden Zugeigenspannungen. Durch die komplexe, nicht lineare
Uberlagerung der mechanischen und thermischen Einflisse entsteht ein fur die
Zerspanung typischer Eigenspannungstiefenverlauf, welcher im fiktiven Fall von
Abbildung 2-5 durch Druckspannungen am 3auRersten Bauteilrand, einem
Ubergang in Zugspannungen mit folgendem Zugspannungsmaximum und
anschlieBender asymptotischer Annaherung an einen Grenzwert im Zug- oder
Druckbereich gekennzeichnet ist (Abbildung 2-5 rechts) [Bri-82, Seg-95, Ton-04].
Es ist offensichtlich, dass die sich einstellenden Eigenspannungstiefenverlaufe je
nach Dominanz des thermischen oder des mechanischen Einflusses
verschieben. Eine eindeutige Zuordnung und Gewichtung der mechanischen und
thermischen EinflussgroRen eines Zerspanungsprozesses bezuglich des
resultierenden Spannungszustands ist aufgrund der komplexen Uberlagerung
der Einflisse nicht moglich [Bri-82].

Verzug

Spanende Bearbeitungsprozesse konnen zum Verzug der bearbeiteten Bauteile
fhren, wodurch die vorgesehenen Formen und Male nicht erreicht werden
konnen. Dabei lassen sich mehrere Ursachen unterscheiden. Zum einen sorgen
die mit dem Fertigungsprozess einhergehenden Zerspankrafte
und -temperaturen zu einer thermo-mechanischen Belastung des Werkstucks,
wodurch plastische Verformungen und Eigenspannungen erzeugt werden
kénnen. Zum anderen fuhren eine nicht ideale Einspannung von Werksticken
sowie die Freisetzung von bereits vorhandenen Eigenspannungen dazu, dass
sich die bearbeiteten Bauteile verziehen [Ton-66, Ton-80, Bri-82, Rah-85,
BuR-91, Vol-96, Bri-03, Now-05, Bri-07, Pab-08, S4l-09].

Gefigeumwandlungen

Die hohe thermo-mechanische Beanspruchung des Bauteils bei der spanenden
Bearbeitung kann dazu fuhren, dass das Gefuge der Bauteilrandschicht
beeinflusst und verandert wird. Dabei kdnnen beispielsweise so genannte ,white
layers® entstehen [Cho-99, Cho-03, Dav-10]. Diese tragen ihren Namen aufgrund
ihrer Erscheinung in geatzten Schiliffbildern, worin das Geflige der extrem harten
Schichten nicht erkennbar ist, sondern nur als wei3es Band sichtbar gemacht
werden kann. Die Zusammensetzung und genauen Entstehungsursachen dieser
weillen Schichten sind bislang nicht eindeutig geklart. Es wird davon
ausgegangen, dass es sich dabei um martensitische Schichten handelt, deren
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Entstehung thermische und/oder mechanische Ursachen haben [Li-07, Ram-08,
Gho-10, Sch-13].

Durch Nacherwarmungen, beispielsweise aufgrund weiterer Schneiden oder
heilRer Spane sowie durch Warmeleitung unter die Neuhartungszone, kann es in
der Folge auch zu Anlassvorgangen und zur Ausbildung so genannter
.dark layer® in der Randschicht kommen [Umb-09, Att-12].

Neben Phasenumwandlungen, deren Aktivierung thermisch bedingt ist, gibt es
auch verformungsinduzierte Gefugeumwandlungen. Hervorzuheben ist hier die
Umwandlung von metastabilen austenitischen Stahlen zu o-Martensit, welche
bei einer Kaltumformung verformungsbedingt hervorgerufen wird [Goo-71,
Sch-85,]. Des Weiteren beeinflussen die im Bauteil vorliegenden und sich
verandernden Spannungszustande den Ablauf von Phasenumwandlungen
[Ahr-03]. Umbrello nennt drei Hauptmechanismen, welche fur die Ausbildung von
weillen Schichten verantwortlich sind [Umb-12]:

e Reaktion der Oberflache mit der Umgebung

e Grolde plastische Verformungen, die zu homogenen oder sehr feinkérnigen
Mikrostrukturen fuhren

e Hohe Aufheiz- und Abkuhlraten, die Phasenumwandlungen verursachen

Je nach Prozess und Prozessfuhrung kommt es zu einem alleinigen oder
uberlagerten Wirken eines oder mehrerer dieser Mechanismen [Umb-12]. Eine
strikte Trennung ist allerdings kaum madglich.

2.4.1 Chemischer Einfluss

Durch die thermischen, mechanischen und tribologischen Vorgange bei der
Zerspanung sowie der Charakteristika von Werkzeug, Werkstick und
Umgebungsmedien kommt es bei der Zerspanung auch zu chemischen
Wechselwirkungen zwischen den beteiligten Partnern und unter Umstanden zu
chemischen Beeinflussungen der Bauteilrandschicht [Bri-04].

Ein groRes Problem stellt beispielsweise die Affinitdt bestimmter Schneidstoffe
oder Werkzeugbeschichtungen zu den jeweils zu zerspanenden Werkstoffen dar.
Unter Wirkung der hohen Temperaturen kann es hier zur Diffusion von Atomen
der Werkzeugbeschichtungen wie Karbide oder Oxide aber auch der
verwendeten Kuhlschmierstoffe sowie deren Elemente in das Werkstlck und
umgekehrt kommen [Har-82, Ezu-03, Ezu-97]. Dies wirkt sich zum einen auf die
Standzeit der Werkzeuge, zum anderen aber auch auf die Charakteristika der
gefertigten Bauteilrandschicht aus.
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2.4.2 Mechanischer Einfluss

Bei der Zerspanung mit geometrisch bestimmter Schneide ist die Zerspankraft
die vom Schneidkeil auf das Werkstuck wirkende Gesamtkraft. Diese setzt sich
aus der Aktivkraft F, und der Passivkraft F, zusammen [DIN 6584]. Durch eine
vektorielle Addition der Passivkraft und der Vorschubkraft entsteht die so
genannte Drangkraft, welche nach [Bri-03_2] flr die mechanische Beeinflussung
des Werkstlcks bei der Zerspanung mit geometrisch bestimmter Schneide
verantwortlich ist.

2.4.3 Thermischer Einfluss

Der grofdte Teil der bei der Zerspanung eingesetzten mechanischen Leistung
wird durch die aufzubringende Umform-, Reib- und Trennarbeit in Warme
umgewandelt und verteilt sich auf Span, Werkzeug, Werkstlick sowie die
Umgebung [Vie-53, Kro-54, Vie-59, War-74, Gro-08].

Bezuglich der thermischen Belastung des Bauteils sind dabei zwei Aspekte von
groRer Bedeutung. Zum einen die maximal auftretenden Temperaturen und
deren lokaler zeitlicher Verlauf, zum anderen die eingebrachte Warmemenge pro
Flache und Zeit, die Warmestromdichte.

Die folgende Abbildung 2-6 zeigt die Ursachen der Warmeentstehung im Bereich
der Werkzeugschneide sowie die daraus resultierenden Warmestrome
und -Ubergange an einem Wirkzonenmodell nach [War-74].
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Abbildung 2-6 Wirkzonenmodell nach [War-74] mit Warmeverteilung [TOn-04]
und Warmeubergéngen
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Das Eindringen des Werkzeugs in das Werkstlick fuhrt nach [War-74] zur
Ausbildung von 5 Zonen, welche die Warmeentstehung bestimmen. In der
primaren Scherzone (1) entsteht aufgrund der Scherbeanspruchung des
Werkstlickmaterials Warme, welche sich mittels Konduktion auf den abgeflhrten
Span und das spatere Bauteil verteilt (b). Im Bereich der sekundaren Scherzone
an der Spanflache (2) reibt der gebildete Span auf der Spanflache des
Werkzeugs. Dabei findet ein standiger Warmelbergang statt und die Warme
verteilt sich auf konduktivem Weg auf den Span und das Zerspanwerkzeug (a).
In der sekundaren Scherzone an der Stau- und Trennzone (3) wird das
Werkstuckmaterial elastisch und plastisch verformt, wobei durch die plastische
Deformation Warme erzeugt wird, welche sich Uber die Warmeleitung in Span
und Werkstuck verteilt. Unterhalb des Werkzeuges bildet sich eine weitere
sekundare Scherzone an der Freiflache aus, welche durch Reib- und
Quetschvorgange aufgrund des Werkzeugdrucks auf das Werkstick sowie der
Relativbewegung zwischen beiden Partnern gekennzeichnet ist (4). Die hierbei
entstehende Warme gelangt zum einen uber die Konduktion in das Werkzeug
und die bearbeitete Bauteiloberflache, zum anderen bewirkt die Strahlung des
heillen Werkzeugs eine weitere Aufheizung der Werkstuckrandzone (a, c). Dem
Werkzeug vorauseilend bildet sich im Werkstlck die Verformungsvorlaufzone (5)
aus. In diesem Bereich wird das Material, wie im Bereich der Stau- und
Trennzone, elastisch und plastisch verformt. Die hierbei entstehende Warme
gelangt Uber die Warmeleitung zum gro3en Teil in die bearbeitete
Bauteilrandzone. Die Warmestrome und deren Verteilung lassen sich uber die
Variation von Prozess- und Werkzeugparametern beeinflussen [T6n-04, Dav-07,
Sch-09]. So fuhren Erhdhungen von Schnittgeschwindigkeit und Vorschub zu
einem geringeren Warmeeintrag in das Bauteil, da der Warme weniger Zeit
verbleibt, in das Bauteil zu gelangen und groRere Warmeanteile Uber die Spane
aus der Zerspanzone abgefihrt werden koénnen [T6n-04, Fle-07, Pab-08].
Dagegen steigen die Spitzentemperaturen in der Zerspanzone mit einer
Erhdhung der Schnittgeschwindigkeit [Ued-99].

2.5 Untersuchung zerspanungsbedingter
Randschichtbeeinflussungen durch experimentelle
Ansatze

Die Beeinflussung der Bauteilrandschicht durch den Zerspanprozess wird bereits
seit langer Zeit in einer Vielzahl von Arbeiten untersucht [Fie-64, Kac-66, Fie-71,
Kos-72, Kos-74, Per-75, Mac-77, Sha-94, Pet-01, Sha-08]. Dabei wurde der
Ausdruck ,Surface Integrity“ als ein Zusammenhang zwischen physikalischen
Eigenschaften und dem funktionalen Verhalten einer Oberflache definiert
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[Fie-71]. Besonders in jungster Vergangenheit rluckte die Thematik wieder in den
Fokus internationaler Forschungsarbeiten, was mit den Einflussen des globalen
Wettbewerbs, der Ressourcenverknappung und der damit verbundenen Suche
nach Optimierungspotenzialen hinsichtlich Bauteilqualitdt und funktionaler
Leistungsfahigkeit von spanend bearbeiteten Komponenten begrindet werden
kann [Dah-04, M"S-08, Jaw-11, Bri-11_2].

2.5.1 Zerspanversuche mit anschlie3ender
Randschichtcharakterisierung

Eine Maglichkeit zur Untersuchung moglicher Beeinflussungen der
Bauteilrandschicht durch den Zerspanungsprozess besteht darin, Werkstlcke
vor und nach einer spanenden Bearbeitung mittels geeigneter Messmethoden
einer Randschichtcharakterisierung zu unterziehen um etwaige Veranderungen
feststellen und beurteilen zu kdnnen [Mac-77, Bri-84, Luc-98, Kim-01]. Hierbei
kann die Bauteilrandschicht hinsichtlich struktureller/chemischer, physikalischer
und mechanischer Charakteristika untersucht werden [Bri-89].

Im Umfeld der spanenden Bearbeitung wurden in bisherigen Arbeiten vor allem
die tribologischen und mechanischen Zustande und Auspragungen wie Rauheit,
Harte und Festigkeit betrachtet. Auf Seiten der physikalischen und
strukturellen/chemischen Zustdnde lag der Fokus auf resultierenden
Spannungen und Dehnungen sowie der Zusammensetzung der Mikrostruktur im
Allgemeinen [Bri-85, Che-01, M"S-08]. Die Bedeutung von
zerspanungsbedingten Eigenspannungen sowie deren sich Uberlagernden
Ursachen wurden umfanglich in [Hen-48, Bri-82] dargestellt.

Aramcharoen et al. zeigten die Bildung weilter Schichten beim Drehen von
H13 Stahl mit unterschiedlich beschichteten Werkzeugen. Diese konnte durch
eine Erhdhung der Schnittgeschwindigkeit unterdriickt werden, was die Autoren
auf die verkurzte Kontaktzeit zwischen Werkzeug und Werkstick zurlckflihren
[Ara-08]. Akcan untersuchte gezielt die Bildung weiler Schichten und ihre
Charakteristika beim Drehen des Vergltungsstahls 40NiCrMo6, des
Schnellarbeitsstahls S 6-5-2 und des Walzlagerstahls 100Cr6 [Akc-02]. Er stellte
fest, dass die Dicke der neu gebildeten weilen Randschicht mit steigender
Schnittgeschwindigkeit und fortschreitendem Werkzeugverschleild zunimmt. Die
innerhalb der weil3en Schicht quantifizierte KorngréfRe lag in einem Bereich von
30 - 500 nm. Zur Entstehung und Ursache der Bildung von weilden Schichten
wird keine konkrete Aussage bezuglich eines dominierenden Faktors wie der
Temperatur oder der hohen plastischen Verformungen getroffen [Akc-02].
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Die gezielte Nutzung der Schleifwarme wurde von [Bri-96] als eine Art der
Warmebehandlung untersucht. Dabei stellte er fest, dass der Harteprozess beim
Schleitharten aus einem Kurzzeit-Austenitisierungsvorgang mit anschlieRender
Selbstabschreckung besteht und zu einem deutlichen Anstieg der
Randschichtharte sowie uberwiegend Druckspannungen fuhrt.

Der Spannungszustand von Bauteiloberflachen kann durch beim Hartdrehen
erzeugte weilke Schichten von Grund auf verandert werden, wohingegen durch
Schleifen erzeugte weille Schichten nicht diesen Einfluss zeigen [Guo-10]. Das
Auftreten hoher Druckspannungen und der mit der weillen Schicht
zusammenhangende Hartegradient werden auf die hohen Zerspantemperaturen
zuruckgefihrt, welche durch starken Freiflachenverschleiy entstehen. Die
ermittelten, durch ein unter der Bauteiloberflache liegendes
Druckspannungsmaximum hakenformigen Eigenspannungstiefenverlaufe einer
hart gedrehten Oberflache ohne weille Schichten ermoglichen eine um 40 -
100 % erhohte Zeitfestigkeit gegenlber einer geschliffenen Oberflache,
allerdings koénnen auftretende weilde Schichten die Zeitfestigkeit um das
Achtfache erniedrigen [Guo-10, Has-06].

Weinert und Hammer  untersuchten das Gewindebohren von
Magnesiumlegierungen und dabei entstehende Geflgeumwandlungen durch
Messung der Temperaturen mittels Thermoelementen und metallografischer
Analysen der erzeugten Gewinde [Wei-05_2]. Sie stellten einen Zusammenhang
zwischen den Bearbeitungsparametern, dem Bohrmoment und den
Spanflachentemperaturen her. Mittels Thermoelementen und Gefligeanalysen
wurden ahnliche Untersuchungen auch fur verstarkte und nicht verstarkte
thermoplastische Kunststoffe durchgefuhrt [Wei-06_5].

Kohler untersuchte die Auswirkungen unterschiedlicher Schneidengeometrien
auf den Bohrprozess und betrachtete in diesem Zusammenhang auch die
Beeinflussung der Bohrungswand [Koe-04]. Dabei kommt er zu dem Ergebnis,
dass der Einfluss der Schneidenform auf die thermische Belastung der
Bohrungsrandzone geringer ausfallt, als der Einfluss der Schnittparameter.
Che-Haron et al. stellten mittels Messung der Mikroharte und der Analyse der
Gefugestruktur  plastische  Deformationen und eine Zunahme der
Oberflachenharte durch Kaltverfestigung fest [Che-01, Che-05]. Unterhalb der
Oberflache wurde eine Zone mit geringerer Harte aufgrund von Alterungseffekten
des untersuchten Titanwerkstoffs festgestellt. Durch den Einsatz groler
Schneidkantenverrundungen werden beim Hartdrehen oftmals konstante weile
Schichten erzeugt, welche druckspannungsbehaftet sind. Werden kleine
Schneidkantenradien verwendet, entstehen angelassene Randschichten, welche
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uberwiegend Zug- aber auch Druckeigenspannungen beinhalten konnen [Thi-
00_2]. Die beim Drehen von gehartetem 100Cr6 entstehenden weilden Schichten
wachsen mit steigenden Schnittgeschwindigkeiten ebenso an, wie die damit
verbundene Harte. Grund hierfur sind die hdheren Zerspantemperaturen, welche
zu Phasenumwandlungen fuhren [Ram-05]. Zum besseren Verstandnis von
weillen Schichten fuhrte Han Drehversuche mit dem Stahl C45 unter Variation
der Schnittgeschwindigkeit und der VerschleiRmarkenbreite durch. Mittels
Thermoelementen ermittelte er die Temperaturen in der Prozesszone und fuhrte
auBerdem eine Berechnung der Temperaturen durch. Nach Analyse der
Randzonen der zerspanten Werkstlicke mittels Rontgendiffraktion stellte er fest,
dass alle Versuchsvarianten zur Ausbildung einer wei3en Schicht gefuhrt haben.
AulRerdem konnte bei allen weilen Schichten, aul3er bei der dicksten Schicht,
Restaustenit nachgewiesen werden, was Han als Beweis flr das Auftreten von
Phasenumwandlungen sieht. Da die berechneten und gemessenen
Temperaturen in der Prozesszone mit Ausnahme einer Variante immer unter der
Ac.-Temperatur des Werkstoffes lagen, geht Han davon aus, dass nicht
ausschliel3lich die thermische Belastung flr die Ausbildung von weil3en
Schichten verantwortlich ist [Han-08]. Kritisch ist die Anwendung von
Thermoelementen in der unmittelbaren Prozesszone anzusehen. Es ist fraglich,
ob die tatsachlichen Spitzentemperaturen inklusive ihrer hohen Dynamik
zuverlassig erfasst werden konnen. Es ist zudem anzumerken, dass als As-
Temperatur vereinfacht die eutektoide Temperatur verwendet wird und keine
tatsachliche A.-Temperatur, welche von der Heizrate abhangig ware. Diese
Praxis der einfachen Annahme einer konstanten Umwandlungstemperatur
basiert auf Ergebnissen seiner Dissertation, in welcher er ein halbempirisches
Modell entwickelte, welches den Zusammenhang zwischen der effektiven
Spannung und der Umwandlungstemperatur beschreibt. Flr die Entwicklung des
Modells zurden Zerspanungsvesuche durchgefihrt und anschlielRend die Dicke
der erzeugten weillen Schicht sowie der Werkzeugverschleily ermittelt.
Anschliefend wurde mit zwei Modellen berechnet und abgeschatzt welche
Temperaturen und Spannungen bei der Bearbeitung auftreten. Anschlie3end
wurde ein Zusammenhang mit den gemessenen Temperaturen und den
umgewandelten Randschichten hergestellt, wobei der formelle Zusammenhang
nicht explizit aufgefuhrt wird [Han-06].

Li untersuchte den Einfluss der Prozessparameter Schnittgeschwindigkeit und
Vorschub auf die Ausbildung von weil3en Schichten beim Bohren zweier Stahle
mit 0,56 bzw. 0,8 % Kohlenstoff [Li-07]. Mittels REM-Analyse der erzeugten
Bohrungswande stellte er mit dem Vorschub und der Schnittgeschwindigkeit
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zunehmende Dicken weilder Schichten fest. Bei gehartetem Material konnte die
Entstehung solcher ,white layer” bereits bei moderaten Prozessparametern
dokumentiert werden. Die weile Schicht wird von Li zudem als aus zwei
Teilschichten bestehend bezeichnet. So stellte er eine nanokristalline Schicht
fest, welche von einer Decklage im Submikrometerbereich Uberdeckt wird und
neugebildeten Martensit enthalt [Li-07].

Zur Untersuchung und Beherrschung der Entstehung von weilden Schichten
wurden zudem bereits Untersuchungen mittels akustischer Prozessuberwachung
durchgefihrt. Dabei wurden deutliche Ubereinstimmungen der gemessenen
Frequenzcharakteristika und der Ausbildung von weil3en Schichten festgestellt
[Guo-05].

Auch eine gezielte Beeinflussung des Korrosionsverhaltens ist durch den
Zerspanprozess moglich. Gosh und Kain untersuchten die Anfalligkeit von
zerspanten Oberflachen des austenitischen Edelstahls X2CrNi18-9 fur die
Spannungsrisskorrosion in korrosiver Umgebung. Durch die spanende
Bearbeitung wurde die Oberflache stark plastisch verformt, wodurch eine
dehnungsinduzierte martensitische Randschicht infolge von Kaltverfestigungen
entstand. Die Martensitschicht wiederum begunstigte die untersuchte
Spannungsrisskorrosion auf3erordentlich [Gho-10].

M'Saoubi konnte beim Drehen von AISI 316L im orthogonalen Schnitt
mechanisch bedingte Kaltverfestigungen in der Randzone feststellen, welche
gegenuber der thermischen Beeinflussung der Bauteiloberflache Uberwiegen
[M"S-99]. Hierbei stltzt er sich auf Temperatur- und Kraftmessungen wahrend
des Prozesses. Ein spezieller Versuch zur Entkopplung der thermischen und
mechanischen Einflisse wurde allerdings nicht gesondert durchgefuhrt. Insofern
ist es schwierig, die tatsachlichen Einflusse auf die Eigenspannungsausbildung
voneinander zu trennen. Barry begrindet die Ausbildung von weilten Schichten
beim Drehen von geharteten Stahlen mit Vorgangen der dynamischen Erholung
und Rekristallisation. Als Triebkraft soll dabei die Verminderung der
Stapelfehlerenergie des Werkstuckmaterials wirken. Rein diffusionsgetriebene
Vorgange werden daher als unwahrscheinlich angesehen. Seine These wird mit
der groRen Ahnlichkeit der Mikrostruktur und Kristallografie von weilen
Schichten und adiabatischen Scherbandern begrindet [Bar-02].

Chou untersuchte den Ansatz, die Prozessfuhrung des Zerspanungsprozesses
SO0 zu beeinflussen, dass er zusatzlich zur Materialtrennung als Prozess zur
Randschichthartung genutzt werden kann [Cho-02]. Kim und Kwon untersuchten
die Stahle C45E, C67E und 40NiCrMo6 hinsichtlich eines Einflusses von
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Phasenumwandlungen auf den Werkzeugverschleiy [Kim-01]. Die Autoren
begrunden einen reduzierten Freiflachenverschleil® damit, dass der im Perlit
enthaltene Zementit in der Matrix des Austenits geldst wird und damit abrasive
Vorgange minimiert werden. AuRerdem wurde festgestellt, dass hohe
Schnittgeschwindigkeiten bei allen untersuchten Stahlen zu
Gefugeumwandlungen in der Randschicht fuhren.

Der Einfluss der Prozesskuhlung spielt ebenfalls eine erhebliche Rolle auf die
sich ausbildende Bauteilrandzone. Drehen von Inconel 718 flhrt unter kryogener
Kuhlung mit flissigem Stickstoff zu einer druckspannungsbehafteten Randzone,
welche gegenuber einer konventionellen Bearbeitung mit Kuhlschmierstoffen
dicker ausfallt. Auf der Bauteiloberflache ergibt sich aullerdem eine Schicht, die
harter und dunner ist, als bei einer trockenen Bearbeitung oder einer Zerspanung
unter Nutzung der Minimalmengenschmierung. Eine Kornverfeinerung und
geringere plastische Deformation der Randschicht gegenuber trockener und
MMS Bearbeitung werden aulierdem beobachtet [Pus-11]. Umbrello untersuchte
die Bildung von wei3en Schichten bei der Hartbearbeitung von 100Cr6 ebenfalls
unter Verwendung einer kryogenen Kuhlung [Umb-12]. Er stelle fest, dass mit
Hilfe der tiefkalten Kuhlung weilde Schichten gezielt beeinflusst oder vermieden
werden konnen. Pu et al. stellten bei der kryogenen Bearbeitung der Legierung
AZ31B Mg eine Randschicht ahnlich einer weien Schicht fest, welche in
Abhangigkeit der Schneidkantenverrundung variierte. Insgesamt konnten durch
die Kombination von groRen Schneidkantenradien und kryogener Kuhlung
druckspannungsbehaftete Bereiche in der Bauteilrandschicht um den Faktor 10
vergroRert werden [Pu-12]. Sharman et al. stellten fest, dass die Mikroharte an
der Bauteiloberflache unter Nutzung einer Hochdruckkihlung gegenuber einer
konventionellen Kuhlung leicht ansteigt [Sha-01]. Als Ursache machten sie
geringere Zerspantemperaturen durch die erhéhte Warmeabfuhr verantwortlich.

Zwischenfazit zur Untersuchung zerspanungsbedingter Randschicht-
beeinflussungen durch experimentelle Ansatze

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass zu den Ursachen der Entstehung und
Ausbildung von Gefigeumwandlungen in der Zerspanung eine Vielzahl
unterschiedlicher, sich auch widersprechender Annahmen und Begrindungen zu
finden sind. So gibt es speziell zur Ursache und Ausbildung von weilden
Schichten bei der Zerspanung zum einen Thesen, welche von einer uberwiegend
mechanischen Ursache ausgehen, wohingegen andere Arbeiten vor allem
thermisch aktivierte Vorgange zu Grunde legen.
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2.5.2 Temperaturerfassung in der Zerspanung insbesondere beim
Bohren

Zur Ermittlung von Zusammenhangen zwischen Zerspanprozessen und den
resultierenden Zustanden der Bauteilrandschichten werden auller der
nachtraglichen Untersuchung der Bauteile oftmals auch KenngroRen wie die
Prozesstemperatur und die Zerspankraft wahrend des Fertigungsprozesses
gemessen. Mit Kenntnis dieser GrofRen lassen sich Rickschlisse auf die
ursachlichen Vorgange wahrend der Bearbeitung ableiten, welche zur
Interpretation und Erklarung der erzeugten Randschichtzustande notwendig sind.

Dabei koénnen die Prozesskrafte meist einfach durch den Einsatz von
piezoelektrischen Kraftmessplattformen und Rotationsdynamometern erfasst
werden. Die Messung von Temperaturen im Umfeld der Zerspanung stellt eine
besondere Herausforderung dar, da in der unmittelbaren Zone der
Warmeentstehung, in der primdren Scherzone und an der Schneidkante,
prozessbedingt nicht direkt gemessen werden kann. Mit einer Vielzahl
unterschiedlicher Ansatze wurde deshalb versucht, der Bestimmung von
Zerspantemperaturen so nahe wie moglich zu kommen [Kom-01, Dav-07]. Zur
messtechnischen Erfassung dieser Prozesstemperaturen werden hauptsachlich
folgende Messprinzipien verwendet:

e Strahlungsmessung

e Thermoelektrische Messung

e Widerstandsthermometermessung
e Kalorimetrische Messung

Im Folgenden wird kurz auf die Strahlungsmessung und zwei darauf basierende
Messmoglichkeiten eingegangen, da diese im Rahmen der vorliegenden Arbeit
zum Einsatz kommen. Ein grundlegender Uberblick zur Temperaturmessung in
der Zerspanung kann z.B. [Kom-01], [Dav-07] und [Pab-08] enthommen werden.

Strahlungsmessung

Das Prinzip der Strahlungsmessung nutzt den physikalischen Effekt der
Eigenstrahlung, welche jeder Korper mit einer thermodynamischen Temperatur
(T) oberhalb des absoluten Temperaturnullpunktes (T =0 K) aussendet.
Verantwortlich fur die emittierte Strahlung sind die molekularen Bewegungen im
Inneren eines jeden Korpers, welche direkt von der Korpertemperatur abhangen.
Durch Umlenkung, Reflexion, Bundelung und schlieBlich Messung dieser
Strahlung und ihrer Intensitat kann die Oberflachentemperatur von Objekten
beruhrungslos ermittelt werden [Bol-84, Pla-00]. Im Kontext der spanenden
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Bearbeitung kommen dabei die Thermografie und Pyrometrie zum Einsatz. Eine
Besonderheit stellen Quotientenpyrometer dar, welche Uber zwei Messkanale fur
zwei  unterschiedliche, dicht beieinander liegende, schmalbandige
Wellenlangenbereiche verfligen. Durch die Bildung des Quotienten aus den
beiden Messungen lassen sich bestimmte Messeinflisse, wie beispielsweise die
Abhangigkeit vom Emissionsgrad, nahezu eliminieren [MUl-01]. Diese Art
Pyrometer eignet sich sehr gut flr die Temperaturmessung bei der Zerspanung
von metallischen Werkstoffen, da der Emissionsgrad nicht bekannt sein muss,
wobei mittels Pyrometrie durchgefuhrte Messungen immer nur einen sehr
kleinen, von der Optik des Gerates abhangigen Messfleck, abbilden [MUl-01].

Grolflachige Messungen kénnen mit Hilfe von Thermokameras durchgeflihrt
werden. Eine Messung von absoluten Temperaturen in der Prozesszone eines
Zerspanprozesses ist aus einer Vielzahl von Grinden
(Emissionsgradabhangigkeit, stdndige und starke Anderung des Emissionsgrads,
schwer zugangliche Messstelle, Reflexionen heilder Spane) nur mit grolRem
Aufwand und mit erheblichen Messfehlern durchzufiihren [M'S-02]. Kohler
versuchte die Temperaturen an Bohrerschneiden mit einer Thermografiekamera
zu ermitteln, was sich jedoch aufgrund zu grol3er Messfehler als nicht
durchflhrbar erwies [Koe-04].

Zur Bestimmung von absoluten Temperaturen in der Zerspanzone sind
Pyrometer besser geeignet als Thermografiekameras, da hier bauartbedingt
bereits eine Reihe von Fehlerquellen ausgeschlossen werden kann. Zudem wird
nur ein sehr kleiner zu messender Ausschnitt erfasst, wobei die Strahlung in
unmittelbarer Nahe zum Messobjekt erfasst wird, wodurch sich die
Storungsanfalligkeit verringert. Der kleine zu messende Bereich kann je nach
Messaufgabe auch nachteilig sein, da beispielsweise keine Aussage Uber eine
globale Temperaturverteilung in einem Werkstlick getroffen werden kann.

Ueda verwendete ein Zweifarbenpyrometer zur Messung der Temperaturen an
verschiedenen Punkten der Bohrerhauptschneide beim Bohren von C45,
Gusseisen und einer Aluminiumlegierung [Ued-07]. Hierfir wurde ein
Bohrwerkzeug in einer Drehmaschine gespannt und eine quaderférmige Probe
bearbeitet. Abbildung 2-7 zeigt den Versuchsaufbau mit an unterschiedlichen
Positionen der Hauptschneide praparierten Bohrungen und Glasfaserleitungen
zur Temperaturmessung.
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Abbildung 2-7 Versuchsaufbau zur Temperaturmessung mittels Pyrometer und
Glasfaser zur Strahlungszuftuhrung [Ued-07]

Die Messungen zeigten einen Anstieg der Temperaturen mit der
Schnittgeschwindigkeit und dem Vorschub. Es konnte gezeigt werden, wie die
Temperaturen von innen nach auflen mit steigender Schnittgeschwindigkeit
zunehmen. Risse verwendete ebenfalls ein Pyrometer zur Messung der
Temperaturen an der Bohrerhauptschneide sowie an den FuUhrungsphasen des
Werkzeugs [Ris-06]. Er stellte ein Maximum der Temperaturen in der Mitte der
Hauptschneide fest, welches mit der verstarkten radialen Warmeabgabe an den
Schneidecken des Bohrwerkzeugs begrundet wird.

Zwischenfazit zur Temperaturerfassung beim Bohren

Das Bohren erfordert aufgrund der schlechten Zuganglichkeit der Prozesszone
und der Werkzeugbewegung besonders grof3e Anstrengungen zur Erfassung
von Temperaturen. Es gibt eine Vielzahl von Arbeiten, bei welchen ebenfalls
vielfaltige Ziele verfolgt wurden. So wurde versucht, die Temperaturen an den
Schneiden von Bohrwerkzeugen direkt oder indirekt Uber Analogieversuche zu
bestimmen [Ris-06, Bag-06, Ued-07, Sch-13]. Bei den Analogieversuchen wird
davon ausgegangen, dass einzelne Abschnitte der Bohrerhauptschneide
naherungsweise mit Drehversuchen im orthogonalen Schnitt abgebildet werden
konnen. Diese Methode bietet den Vorteil, dass beim Drehen vergleichbar
einfach Temperaturen und Krafte gemessen werden koénnen. Durch eine
Interpolation  der inkrementellen Messwerte kann ein  Abbild der
Bohrerhauptschneide erstellt werden. Des Weiteren wurde sowohl mittels
Thermoelementen als auch Pyrometermessungen untersucht, welche
Temperaturen die Fuhrungsfasen von Bohrwerkzeugen wahrend des Prozesses
aufweisen [Ris-06, Ued-07, Weg-08, Sch-13_2]. Thermoelemente wurden auch
von Pabst eingesetzt, um die in das Bauteil eingebrachte Warmemenge zu
bestimmen und in Abhangigkeit von Werkzeug- und Prozessparametern ein
Modell zu erstellen, welches den Warmeeintrag in das Bauteil beschreibt
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[Pab-08]. Spantemperaturen und deren Warmeabgabe wurden auflerdem durch
kalorimetrische Messungen bestimmt [Sch-49, Opa-03, Koe-04, Bie-12_2] und
mit  Hilfe der Thermografie = wurden  austretende  Bohrer von
Durchgangsbohrungen erfasst [Dor-03, Koe-04]. Die gemessenen Temperaturen
wurden meist dazu verwendet, die thermische Belastung des Bohrwerkzeugs zu
quantifizieren und teilweise modellhaft zu beschreiben. Eine nachfolgende
Verifikation der Modelle konnte allerdings nicht direkt durchgefihrt werden, weil
die fir den Aufbau der Modelle genutzten Daten nicht gleichzeitig zur Validierung
genutzt werden konnten.

2.6 Untersuchung zerspanungsbedingter
Randschichtbeeinflussungen durch numerische
Ansatze

Neben experimentellen Untersuchungen zu Zusammenhangen zwischen
gemessenen Temperaturen und Kraften sowie resultierenden
Randschichtharten, Eigenspannungen und Geflgestrukturen gibt es auch die
Maglichkeit, Zerspanungsprozesse und die Beeinflussung der Bauteilrandschicht
mit Hilfe von Modellen zu beschreiben [Cho-99, Umb-04, Bie-05, Ram-08,
M'S-08, Out-08, Aut-10].

2.6.1 Simulation von Phasenumwandlungen

Zur mathematischen Beschreibung von diffusionsgesteuerten und nicht
diffusionsgesteuerten Geflugeumwandlungen von Stahlwerkstoffen existieren
zahlreiche Modelle [Gro-05], wovon Hildebrandt et al. ausgewahlte Modelle
naher beschreiben. So hat sich nach [Hil-06] eine Unterscheidung der Modelle
etabliert, die ausgehend von den thermischen Randbedingungen die
Umwandlungskinetik anhand isothermer oder nicht-isothermer Prozesse
beschreibt.

Johnson und Mehl sowie Avrami, Austin und Ricket entwickelten erste
mathematische Formulierungen zur Beschreibung von diffusionsgesteuerten
Phasenumwandlungen sowie der Martensitbildung, wobei beide Gleichungen auf
der Integration derselben Grundgleichung beruhen:

%: (1-f)nbt"* Formel 2-3
dt
Durch unterschiedliche Werte fuir den Exponenten k in der Grundgleichung
kommt es zu den verschiedenartigen Modellen. Austin/Ricket verwendeten hier
einen Wert von k=1, Johnson/Mehl hingegen einen Wert von k=2. Dabei stlitzen
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sich Johnson und Mehl auf Arbeiten zur Rekristallisation von Tammann [Aus-39,
Joh-39, Tam-30].

Miokovi¢ verwendete den Ansatz von Avrami zur Beschreibung der
diffusionsgesteuerten Phasenumwandlungen beim Laserstrahlharten [Avr-39,
Mio-05]:

fo=f. L-exp bt} Formel 2-4

mit f als dem nach der Zeit t isotherm gebildeten Anteil einer Phase, f..x dem
maximal mdglichen Phasenanteil und den Werkstoffparametern b und n.

Die erlauterten Modelle beruhen auf der Annahme, dass eine Phase f; sich
immer vollstandig in eine Phase f, umwandelt, was nicht immer der Realitat
entspricht. So kénnen mehrere Umwandlungsvorgange gleichzeitig,
hintereinander oder auch nur teilweise (Teilaustenitisierung) ablaufen. Diesen
Schwachpunkt versucht Ueda mit einem fiktiven Phasenanteil zu verbessern, der
durch den Maximalgehalt der neuen Phase korrigiert wird [Ued-95]. Einen
anderen Ansatz verwendeten Fischer und Bandar, die den Volumenanteil des
Austenits mit einem auf einem Avrami-Ansatz beruhenden Ausdruck berechnen,
wobei der maximale Austenitgehalt Uber eine Anpassung begrenzt wird [Fis-08]:

2
T-Ts
fA =1-exp —4[Tf —Tj Formel 2-5

Dabei steht Tg fur die Start- und T; flr die Endtemperatur der Austenitbildung.

Neben der Abbildung isothermer Austenitbildungsprozesse, kann mit dem von
Miokovi¢c auf Basis des Avrami-Ansatzes entwickelten Modell auch die
kontinuierliche Austenitbildung sehr genau beschrieben werden [Mio-05]. Diese
folgt nach Avrami der folgenden Gleichung:

f,=1-exp {— (b-t) } Formel 2-6

Mit dem Werkstoffparameter n und der temperaturabhangigen Grof3e b:

AH

b(T)=C -exp ——— -
(T) Xp( k-T] Formel 2-7

Dabei ist C eine Geschwindigkeitskonstante, k die Boltzmannkonstante und AH
beschreibt die Aktivierungsenthalpie flr die Phasenumwandlung [Mio-05].
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Hierfir wurden die zeitabhangigen Temperaturverlaufe bei der kontinuierlichen
Erwarmung mittels Treppenfunktionen innerhalb eines Zeitschritts At angenahert
und der Austenitanteil f, zum Zeitpunkt t = t..4 berechnet:

of
Foia = fas +AF = f+— At Formel 2-8
¥ 1l 8t tl*
wobei t; die fiktive Zeit ist.
R E Formel 2-9
i b(Ti) 1- fA,i ormete

Mit experimentell ermittelten Volumenanteilen des Austenits konnten die
Parameter C, AH und n bestimmt werden [Mio-05]. Abbildung 2-8 zeigt den mit
dem Avrami-Modell berechneten Austenitanteil in Abhangigkeit von der Zeit
(links) und der Temperatur (rechts). Die gute Ubereinstimmung von Berechnung
und Experiment bestatigt die Eignung des modifizierten Avrami-Ansatzes zur
Beschreibung kontinuierlicher Austenitbildungsprozesse, mit aufheizraten- und
temperaturunabhangigen Parametern [Mio-05].

1004 10041 42CrMo4
42CrMo4 T, = 1150°C
80 T e = 1150 °C 801 v,
— —_ o 1000 K/s
= 601 = 807 o 3p00kss
é40_ warm _0 40| & B000KIs
2 o 1000 K/s 2 w
o o 3000 K/s !
“ 204 A 6000 Kls = 204
v 10000 K/s
0 Modell 04
0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,10 750 800 850 900 950
t[s] T[°C]

Abbildung 2-8 Vergleich von berechneten und experimentell ermittelten
Volumenanteilen des Austenits fa(t) und fAo(T) fur unterschiedliche Aufheizraten
[Mio-05]

Zur Bestimmung der Parameter fir die diffusionsgesteuerte Umwandlung bei der
Abkuhlung werden die folgenden temperaturabhangigen Formulierungen
verwendet, wobei die enthaltenen Konstanten aus vorhandenen ZTU-
Schaubildern stammen [Mio-05].

2

log b =cCoo+Cp T +Cpp T2 HCpy-T°? Formel 2-10

T8 Formel 2-11
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Zur Abbildung der Martensitbildung werden in der Literatur ebenfalls
unterschiedliche Ansatze verwendet, wobei es nach Hildebrand drei allgemein
akzeptierte mathematische Beschreibungen zur Modellierung dieser
Gefugeumwandlung gibt [Hil-06]:

o Koistinen und Marburger (lineare Abhangigkeit des Martensitanteils fy von
Temperaturinkrement dT): f,, =1-exp(a(M, -T)),

e Wildau und Hougardy (Ahnlich Johnson/Mehl/Avrami, mit b und n als
Funktionen der Martensitstarttemperatur Ms): £, =1-exp(b(M,-T)")

sowie

e Schrdder (Zusammenhang zwischen entstehenden Martensitanteilen und

2
T-M
der Martensitstart Mg und -finishtemperatur My): f,, :1—(WJ :
s f

2.6.2 Simulation von zerspanungsbedingten
Randschichtbeeinflussungen und Phasenumwandlungen

Neben den bereits beschriebenen experimentellen Untersuchungen von
Zusammenhangen zwischen Zerspanungsprozessen und deren Beeinflussung
der Bauteilrandschicht, gibt es hierflr auch analytische und numerische Ansatze.
So wurde mit Hilfe der FEM untersucht, welche resultierenden Eigenspannungen
in Abhangigkeit variierter Prozessparameter entstehen [Sas-05, Aut-07, Aut-
09 2, Bri-11, Neu-11, Ulu-11, D'U-11, Zan-12]. Die Betrachtung von
mikrostrukturellen Veranderungen der Bauteilrandschicht aufgrund der
Zerspanung wurde ebenso numerisch untersucht wie die resultierende Rauheit
und der Bauteilverzug aufgrund von variierten Prozessparametern [Oh-04,
Hoc-05, Bie-05, Dyc-07, Ram-08, SoI-09, Umb-09, Car-11, D'Ur-11, Sch-11_2].
Dabei  basieren die verwendeten Modelle auf unterschiedlichen
Herangehensweisen.

Chou und Evans modellierten eine bewegte Warmequelle in Anlehnung an die
Vorgange bei der Zerspanung auf Basis von Jaeger [Jae-42] zur Berechnung
von Temperaturfeldern in der zerspanten Bauteiloberflache und resultierenden
Gefugeumwandlungen [Cho-99]. Dabei wurden Zusammenhange zwischen der
Schnittgeschwindigkeit, dem Werkzeugverschlei® sowie der resultierenden
Temperaturen und der Ausbildung weilter Schichten ermittelt. Die tatsachlichen
Temperaturen wurden in diesem Zusammenhang allerdings nicht gemessen und
die Ergebnisse wurden von den Autoren aufgrund vieler Annahmen als qualitativ
eingestuft.
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Umbrello entwickelte ein auf dem Johnson-Cook-Ansatz basierendes
Materialmodell fur die FE-Simulation der Hartzerspanung von 100Cr6, dessen
Fliellspannung in Abhangigkeit der Werkstoffharte mittels Regressionen
angenadhert wird [Umb-04]. Dabei konnte eine gute Ubereinstimmung der
Zerspankrafte und der Spanformen mit experimentellen Ergebnissen erzielt
werden. Umbrello ging dabei zunachst davon aus, dass es bei der
Hartbearbeitung des Walzlagerstahls 100Cr6 aufgrund der kurzen Prozesszeiten
nicht zu Phasenumwandlungen kommt, welche die Materialeigenschaften
hinsichtlich einer Beeinflussung des Zerspanungsprozesses andern. In spateren
Arbeiten stellten Caruso et al. allerdings fest, dass es zur Ausbildung von
schwarzen und weiRen Schichten sowie zu deutlichen Anderungen der
Korngrdlien in der Randzone der bearbeiteten Werkstlicke kommt [Car-11]. Zur
Beschreibung der weillen und schwarzen Schichten kamen dabei wieder die
Harte-basierende Flielregel sowie ein empirisches Modell [Umb-09, Umb-10]
zum Einsatz. Fiur die Abbildung der Korngréfde wurde aul’erdem ein Modell nach
Yanagimoto basierend auf dem Zener-Hollomon-Parameter verwendet [Yan-98,
Zen-44]. Die damit berechneten Korngroflen entsprechen experimentell
ermittelten Groflenordnungen. Basierend auf diesen Korngrof3en sowie der
berechneten Gefligeharte wurde dann auf die Bildung von weil’en und
schwarzen Schichten geschlossen, deren Existenz mit experimentellen
Untersuchungen gezeigt werden konnte. Das entwickelte Modell wurde
aullerdem weiterentwickelt, um die durch die Bearbeitung entstehenden
Eigenspannungen vorherzusagen. Die damit erzielten Ergebnisse zeigen eine
deutliche Verbesserung der Vorhersagefahigkeit der Eigenspannungen in der
Bauteilrandschicht im Vergleich zur Berechnung ohne Berucksichtigung der
Gefugebeeinflussung [Umb-10_2].

Rotella verwendete wie Yanagimoto die Gleichungen nach Zener-Hollomon
sowie Hall-Petch zur Beschreibung zerspanungsbedingter Anderungen der
Werkstoffmikrostruktur beim Drehen der Aluminiumlegierung 7075-T651.
Berucksichtigt wurden dabei die dynamische Rekristallisation und die
resultierende Bildung neuer Koérner zur Vorhersage der KorngrofRe und der
Randschichtharte in Abhangigkeit variierter Schnittgeschwindigkeiten und
Schneidkantenradien. Trotz deutlicher Abweichungen der berechneten
Schnittkrafte von experimentellen Ergebnissen konnte gezeigt werden, dass die
dynamische Rekristallisation in der Spanbildungssimulation abgebildet werden
kann. Die Simulationen wurden mit Hilfe von Deform 3D durchgefuhrt und es
wurde die programminterne Materialdatenbank verwendet, um das elastisch-
plastische Materialverhalten zu beschreiben [Rot-13]. Eine angepasste
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Materialmodellentwicklung zur Berucksichtigung von Temperatur- und
Dehnratenabhangigkeiten wurde nicht durchgefuhrt.

D'Urso et al. entwickelten ein analytisches Modell zur Abbildung von
Kaltverfestigungen in  zerspanten Randschichten sowie ein 2D-FE-
Spanbildungsmodell fur den nichtrostenden Stahl X5CrNi18-10, welches
ebenfalls die Kaltverfestigung auf Basis der Mikroharte berechnet. Die Mikroharte
wurde dabei Uber einen linearen Zusammenhang mit der FlieRspannung bei
einer Vergleichsdehnung von 0,112 nach Tekkaya berechnet [Tek-00]. Der
Vergleich der analytischen und numerischen Ergebnisse zeigte eine gute
Ubereinstimmung der vorhergesagten Mikroharten [D"U-11].

Ramesh und Melkote untersuchten die Entstehung von weillen Schichten unter
Nutzung eines zweidimensionalen FE-Spanbildungsmodells flir den
Walzlagerstahl 100Cr6 [Ram-08]. Unter der Annahme einer dominierenden
thermischen Belastung wurde zur Beschreibung der spannungsabhangigen
Phasenumwandlungen die Clausius-Clapeyron Gleichung verwendet, wie bereits
von Griffiths vorgeschlagen [Gri-87]. Als Ergebnis wird bei einem hydrostatischen
Druck von 1300 MPa eine Reduzierung der Umwandlungstemperatur von a-y um
118 °C von 732°C auf 614 °C berechnet. Eine aufheizratenabhangige
Austenitisierung oder Teilaustenitisierung kann mit diesem Modell nicht
beschrieben werden, da eine feste Austenitisierungstemperatur vorgegeben ist.
Die Martensitumwandlung wird unter Verwendung des Ansatzes von
Koistinen & Marburger modelliert, wobei hier die nominale
Martensitstarttemperatur Mg Uber den folgenden Ansatz von Inoue wie bei Wang
und Denis [Ko0i-59, Den-95, Wan-97] ebenfalls spannungsabhangig berechnet
wird [Ino-82]:

AM, =Ac, +Bo Formel 2-12

Dabei stellt AMs die Anderung der Martensitstarttemperatur dar, wahrend
A (= 0,05 K/MPa) und B (= 0,033 K/MPa) Materialkonstanten sind. o, stellt die

mittlere Normalspannung und o die zweite Invariante des Deviators des
Spannungstensors dar [Den-95]. Eine detaillierte Beschreibung der Umwandlung
in die Austenit- und Bainit-Phase wird nicht vorgenommen. Zur Modellierung der
Materialtrennung verwendet Ramesh ein Versagenskriterium, bei welchem eine
Schicht von Elementen zwischen Span und Werkstlick geléscht wird [Ram-02].
Dies wird in der Praxis zwar haufig angewandt, fuhrt durch das Loschen der
Elemente aber unweigerlich zu einem Verlust von Informationen speziell in der
obersten Randschicht, in welcher die Gefugeumwandlungen berechnet werden.
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Duscha et al. verwenden fur die Simulation von Phasenumwandlungen beim
Schleifen den bereits vorgestellten Ansatz von Johnson, Mehl und Avrami fur die
diffusionsgesteuerten Umwandlungen und ebenfalls den Ansatz nach
Kositinen & Marburger fur die Martensitumwandlung [Dus-11]. Mit Hilfe einer
abstrahierten Warmequelle werden die Martensitanteile in der Randschicht
berechnet, welche allerdings nicht mit experimentellen Ergebnissen verglichen
werden. In Anlehnung an [Ram-02] modellieren Fischer und Bandar mittels einer
abgewandelten Form des Ansatzes von Avrami die Austenitisierung sowie die
diffusionsabhangigen = Ruckumwandlungen des  Austenits in  einer
FE-Spanbildungssimulation fur den Walzlagerstahl 100Cr6 [Fis-08]. Fur die
martensitische Umwandlung wird die in der verwendeten Software DEFORM
bereits implementierte Gleichung nach Magee verwendet [Mag-66]. Die
notwendigen Werkstoffdaten werden dabei fur das gesamte Simulationsmodell
aus der programmeigenen Datenbank bezogen. Der Vergleich der simulierten
weilRen Schichten mit experimentellen Ergebnissen aus der Literatur zeigt eine
gute Ubereinstimmung.

Die bei der Zerspanung auftretenden GeflUgeumwandlungen sind mafldgeblich
von einer kurzzeitigen Temperaturbeeinflussung abhangig [Ram-02, Ram-08,
Umb-04], welche dem Temperaturprofil von Kurzzeitharteprozessen sehr ahnlich
ist [Mio-05].

Foeckerer kombinierte eine druckabhangige Beeinflussung der
Umwandlungstemperaturen mit den Einflissen der Kurzzeit-Austenitisierung bei
der Modellierung des Schleifprozesses mittels abstrahierten
Warmequellmodellen. Er kommt in seinen Untersuchungen zu dem Schluss,
dass die Einflisse der raschen Aufheiz- und AbkUhlraten auf die
Austenitisierungsvorgange gegenuber der Druckabhangigkeit der
Umwandlungstemperaturen uberwiegen [Foe-12].

Neben der Analyse der mikrostrukturellen Beeinflussung von Bauteilrandzonen
durch den Zerspanungsprozess wurde ebenfalls untersucht, wie viel Warme
beim Zerspanprozess in das jeweilige Bauteil gelangt [Bon-02, Ric-06, Pab-08,
Sch-08, Sch-09, Arr-09, Pab-10, Laz-12]. Die Kenntnis um die
Zerspantemperaturen ist fur die Simulation von Phasenumwandlungen extrem
wichtig, denn nur mit ausreichend korrekt modellierten Temperaturfeldern,
konnen die Umwandlungsvorgange mit hinreichender Genauigkeit beschrieben
werden.

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass die Berlcksichtigung der
Kurzzeitaustenitisierung in Zerspanungssimulationen bisher noch nicht erfolgte.
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Des Weiteren werden oftmals Werkstoffdaten aus der Literatur verwendet. Dies
gilt sowohl fur die Beschreibung der Spanbildung und das zugehdrige
Materialverhalten als auch fir die Modellierung des Umwandlungsverhaltens und
die anschlielRende Verifikation.

Zwischenfazit zur Untersuchung zerspanungsbedingter Randschicht-
beeinflussungen durch numerische und analytische Ansatze

Wie bei der experimentellen Untersuchung  zerspanungsbedingter
Gefugeumwandlungen gibt es auch auf Seiten der Modellbildung zahlreiche
Ansatze zur Abbildung mikrostruktureller Gefugeanderungen durch die
Zerspanung. Dabei fallt auf, dass wieder zwischen Thesen mit entweder
thermischen oder mechanischen Ursachen unterschieden werden kann. Zudem
werden bei der Simulation von Spanbildungsvorgangen keine Kurzzeit-
Austenitisierungsvorgange berucksichtigt, obwohl diese die
Umwandlungstemperaturen nachweislich massiv beeinflussen. Des Weiteren
sind keine Arbeiten zu finden, welche neben der Austenit- und Martensitbildung
auch die Bildung von Bainit berlcksichtigen, da oftmals keine
werkstoffwissenschaftlichen Daten zu den untersuchten Werkstoffen vorliegen
oder die entwickelten Modelle nicht in der Lage sind, derartige Vorgange zu
berucksichtigen. Auch die Umwandlungsplastizitat sowie die
Umwandlungswarme durch die Phasenumwandlungen werden meist nicht
bertcksichtigt. Nur durch eine vollstandige Beschreibung dieser Vorgange
konnen belastbare Aussagen Uber die Charakteristika der durch die Zerspanung
beeinflussten Werkstlickrandzonen getroffen werden. Ein solches integrales
Modell existiert im Zusammenhang der Zerspanung auch auf zweidimensionaler
Ebene noch nicht. Eine dreidimensionale Simulation von Gefugeumwandlungen
bei Bohrprozessen gibt es bisher ebenfalls in keiner Form.

2.6.3 Reibungsmodellierung

Die bei der Zerspanung resultierenden Krafte und Temperaturen werden in
grollem Male von der Reibung zwischen Werkzeug und Werkstlck beeinflusst
[Ast-04, Chi-06, Oze-06, Aut-07, Fil-07]. Aus diesem Grund muss die Reibung in
Zerspanungssimulationen so genau wie moglich berucksichtigt werden. Hierzu
gibt es eine Vielzahl unterschiedlicher Modellierungsansatze. Im einfachsten Fall
kann der Coulombsche Zusammenhang herangezogen werden, welcher auf der
Proportionalitat von Tangentialspannung und Normalspannung beruht:

U= Formel 2-13
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Durch experimentelle Ermittlung kénnen fir jeweils andere Materialpaarungen
und Oberflachen Reibkoeffizienten bestimmt werden und als konstante Werte
implementiert werden [Oze-06, Aut-07].

Aufgrund des Kontakts von Werkzeug und Werkstlick bildet sich ein
hydrostatischer Druck entlang der Schneide aus. In Abhangigkeit von der
Position entlang des Kontakigebietes kommt es zu unterschiedlichen
Fliellgeschwindigkeiten und Temperaturen des Werkstlickmaterials. Diese
diskontinuierlichen Zustande flhren dazu, dass der Reibwert entlang der
Werkzeugschneide variiert, wodurch die Annahme eines konstanten Faktors der
Reibung fur die gesamte Schneide nur als Annaherung gesehen werden kann.
Zorev entwickelte ein Reibungsmodell, welches den Bereich um die Schneide in
einen Haft- und einen Gleitreibungsbereich unterteilt [Zor-92]. Usui und
Shirakashi entwickelten eine von der Schubflieispannung abhangige Gleichung
als Reibungsmodell fur die Zerspanung [Usu-82], welche von weiteren Autoren
verwendet und modifiziert wurde [Dir-01].

In [Kra-71, Oze-06, Fil-07, Hei-10] wird ein Uberblick Uber die verschiedenen,
haufig verwendeten Reibgesetze im Umfeld der Zerspanung gegeben. Aufgrund
der sehr verschiedenen Eigenschaften und Charakteristiken kann keines
allgemein fur alle zu simulierenden Probleme eingesetzt werden. Insbesondere
fir den Schneidprozess muss die Temperaturabhangigkeit im Reibgesetz
Berucksichtigung finden.

Zwischenfazit zur Reibungsmodellierung

Die Abbildung der Reibungsvorgange im Zerspanprozess wurde bereits mit
unterschiedlichen Ansatzen verfolgt. Meist stand dabei explizit die Untersuchung
der Reibungsvorgange im Fokus. Modelle zur Beschreibung von
zerspanungsbedingten Bauteilbeeinflussungen konzentrieren sich hingegen
meist auf die Modellierung der Vorgange im bearbeiteten Werkstlick, weshalb
oftmals nur ein konstanter Reibbeiwert verwendet wird. Um allerdings
Phasenumwandlungsvorgange in der Bauteilrandschicht mittels
Spanbildungssimulationen untersuchen zu konnen, sind insbesondere die
Zerspantemperaturen und deshalb auch eine detaillierte Modellierung der
Reibungsvorgange von Bedeutung. Fur die im Rahmen dieser Arbeit untersuchte
Werkstoffpaarung 42CrMo4 im verguteten Zustand und Hartmetall existiert kein
geeignetes Reibmodell,  welches die @ Zusammenhange  zwischen
Geschwindigkeit, Druck, Temperatur und Reibkoeffizient beschreibt.
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2.6.4 Warmeubergangsmodellierung

Um eine moglichst genaue Beschreibung des Warmehaushaltes von
Zerspanungsprozessen durchfihren Zu konnen, mussen die
prozessbegleitenden Warmeleitungs- und Warmeubergangsvorgange ebenfalls
detailliert abgebildet werden. Das ist mit kommerziellen FE-Programmen wie
ABAQUS sehr gut Uber Randbedingungen realisierbar. Allerdings werden hierfur
Daten der entsprechenden Ubergangskoeffizienten bendtigt, die durch ihre
Abhangigkeit von Werkstoffpaarung, Temperatur, Druck und Umgebungsmedium
nicht einfach der Literatur entnommen werden kdénnen.

Umbrello et al. entwickelten deshalb ein auf physikalischen Prozessen
basierendes Modell, welches den Warmeubergangskoeffizienten im Kontakt von
Werkzeug und Werkstuck in Abhangigkeit von der Flachenpressung und der
Temperatur beschreibt [Umb-07]. Eine detailliertere Betrachtung der Rolle des
Kahlmittels bei Materialbearbeitungsprozessen fihrte Li [Li-06] durch. Er
postulierte Verdampfung, Zerstaubung und Filmbildung als grundlegende
Verhaltensweisen des Kuhimittels, und studierte deren Bedeutung fir den
KlUhlprozess [Bel-99, Che-01_2, OxI-89] mit mathematischen Modellen.
Besonderes Augenmerk lag dabei auf der Bildung von Aerosolen, im Kontext
moglicher schadlicher Auswirkungen auf die umgebende Luft.

Zwischenfazit zur Warmetibergangsmodellierung

Eine detaillierte Modellierung der Warmeutbergange im Zerspanungsprozess wird
in den meisten bisherigen Arbeiten nicht bertcksichtigt. Vor allem der
Warmeubergang in die Umgebung wird in der Regel mit einem konstanten Faktor
vereinfacht angenommen. Da in der vorliegenden Arbeit die Temperaturen und
ihre zeitlichen und ortlichen Verlaufe von groRer Bedeutung fur eine mdglichst
genaue Beschreibung zerspanungsbedingter Phasenumwandlungen sind, sollen
die Warmeubergange bei der Prozessmodellierung explizit berucksichtigt
werden.

2.7 Modellierung von thermo-mechanischen
Lastkollektiven beim Bohren

Der Zerspanungsprozess mit seinen unzahligen Einflussgréflen und
Wechselwirkungen von Werkzeug, Werkstuck und Umgebung stellt einen sehr
komplexen  Sachverhalt dar. Eine hoch detaillierte  Modellierung
dreidimensionaler Spanbildungsvorgange bei gleichzeitiger Berucksichtigung des
exakten Werkstoffverhaltens und seiner thermischen, mechanischen und
chemischen Beeinflussung ist in der Anwendung nicht durchfuhrbar, da der
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Aufwand und die erforderlichen Rechenzeiten wirtschaftlich nicht zu rechtfertigen
sind. Aus diesem Grund werden detaillierte Modelle zur Beschreibung von
einzelnen Zusammenhangen sowie abstrahierte Modelle zur Abbildung globaler
Prozesse verwendet. Die Abstraktion von Fertigungsprozessen und deren
Wechselwirkungen mit dem Werkstick und der Umgebung erfordert
Vereinfachungen des Realprozesses um eine Anwendbarkeit der Modelle zu
ermoglichen. Die abgebildeten Zusammenhange, beispielsweise zwischen
Prozessparametern, Zerspantemperaturen und resultierender Mikrostruktur des
Bauteils, kdnnen innerhalb solcher Modelle allerdings mit hoher Genauigkeit
berucksichtigt werden.

Pabst untersuchte den Einfluss von Prozess- und Werkzeuggeometrie-
parametern auf den Warmeeintrag beim Frasen, Bohren und Reiben. Hierfur
entwickelte er ein auf einem Exponentialansatz basierendes Modell, welches die
Warmedichte q in Abhangigkeit der Parameter Schnittgeschwindigkeit, Vorschub,
Verschleillmarkenbreite und Durchmesser beschreibt [Pab-08]. Die Aufpragung
der thermischen Bauteilbelastung innerhalb der FE-Simulation erfolgte Uber die
Definition von unterschiedlichen Warmestromen in Abhangigkeit von den
modellierten Parametern auf der Oberflache der Bohrungswand. Die Bohrungen
wurden dabei bereits bei der Erstellung des 3D-Korpers im FE-Programm
ABAQUS eingebracht, d.h. es erfolgte kein Materialabtrag. Mit Hilfe des Modells
ist es moglich, das Verzugsverhalten von komplexen Bauteilen in Abhangigkeit
der untersuchten Prozess- und Werkzeugparameter vorherzusagen. Ein
ahnliches Modell wie Pabst entwickelten Schumann und Biermann zur Abbildung
des Warmeeintrags bei der Schleifbearbeitung in Abhangigkeit von der
Kontaktflache [Sch-12]. Es konnte gezeigt werden, wie die thermische Belastung
des Bauteils mit gro3eren Zustellungen anwachst.

Bono und de Vries untersuchten die Temperaturverteilung entlang der
Bohrerhauptschneide sowie den Warmeeintrag in das Bauteil beim Bohren. Sie
entwickelten ein analytisches Modell, basierend auf Ansatzen von
Chandrasekharan und Chen [Cha-96, Che-99]. Die vorhergesagten
Temperaturfelder wurden Experimenten gegenibergestellt, wobei keine allzu
gute Ubereinstimmung gefunden wurde. Der verwendete Ansatz eignet sich eher
zur Bestimmung eingebrachter Warmemengen und weniger zur tatsachlichen
Vorhersage dominanter Warmequellen am Bohrwerkzeug, da die Temperaturen
in erheblichem Abstand vom Bohrwerkzeug entfernt gemessen werden [Bon-02].
Saxena arbeitete wie Bono mit de Vries zusammen und stellte ein
dreidimensionales Modell zur Vorhersage des Temperaturfeldes beim Bohren
auf. Mittels der Methode finiter Differenzen wurde dabei von einem analytisch



Grundlagen und Kenntnisstand 33

berechneten Temperaturfeld auf die Temperaturen an der Bohrerschneide
zuruckgerechnet [Sax-71].

Agapiou entwickelte ein analytisches Modell zur Vorhersage der Temperaturen
und Warmestrome an der Bohrerschneide. Der Vergleich mit anderen
analytischen  Modellen zeigte eine Verbesserung hinsichtlich  der
Ubereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen. Allerdings traten auch bei
dem neu entwickelten Modell erhebliche Abweichungen auf [Aga-90, Aga-90_2].

FlUr das Bohren des Stahls C45E untersuchte Risse den Einfluss des
Werkzeugdurchmessers und der Schneidkantenverrundung auf die
Zerspankrafte und -temperaturen sowie die umgesetzte Energie [Ris-06]. Hierfur
entwickelte er auf Basis von Analogieversuchen ein Modell, welches die
thermische und mechanische Belastung des Bohrers reprasentiert. Mit Hilfe des
Modells wurden unter Nutzung des Programms DEFORM 3D die Krafte,
Momente und Temperaturen beim Bohren berechnet, wobei eine gute
Ubereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen erzielt werden konnte.

Weinert und Biermann modellierten den Prozess des Bohrens und des
Gewindeschneidens von faserverstarkten Aluminiumprofilen mittels eines
abstrahierten Modells [Wei-06, Bie-10]. Dabei wurden fur das Bohren
experimentell gemessene Krafte zur Modellierung einer reprasentativen
Belastung durch die Schneidkante in Form einer Linie von Knoten verwendet. Mit
der Element-Death-Option der Software ANSYS wurde der Materialabtrag
idealisiert abgebildet. Die berechneten Temperaturen in der Bohrungswand
zeigten eine gute Ubereinstimmung. Ein weiterer Ansatz von Weinert und
Grlnert sah vor, eine Warmequelle in eine bereits bestehende Bohrung
einzufihren und die resultierende thermische Belastung des Bauteils zu
berechnen [Wei-07]. Mittels einer parametrisierten Warmequelle wurde
aullerdem der Warmeeintrag beim Bohren der Aluminiumlegierung AlIMgSi1
simuliert [Wei-06_3, Wei-06_4]. Hierfir wurden zunachst Temperaturen und
Krafte in Bohrversuchen ermittelt und anschliefiend mit einer sich bewegenden,
ringformigen Warmequelle in einer FE-Simulation auf eine Bohrungswand
aufgebracht und die resultierenden Warmestrome berechnet.

Tai et al. entwickelten unter Nutzung des FE-Programmes ABAQUS ein
dreidimensionales Modell, welches den Warmetransport des Bohrprozesses
beschreibt und untersuchten damit die Temperaturverteilung im Bauteil sowie
dadurch resultierende Verzuge [Tai-12]. Dabei wurde in eine bereits modellierte
Bohrung ein Modell des Bohrwerkzeugs eingeflhrt, welches die thermische
Belastung reprasentiert und diese an die Bohrungswand abgibt. Die Modellierung
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der Bohrerspitze erfolgte dabei als Kegel ohne detaillierte Betrachtung der
Schneiden, wobei der Werkzeugschaft als Zylinder abgebildet wurde. Die
Berechnung der Bauteilverziige erfolgte aufgrund des Rechenaufwands in einer
separaten Rechnung und zeigte eine Abweichung von ca. 20 %.

Schmier untersuchte den Einfluss der Bohrbearbeitung auf die resultierenden
Bohrungsrandzonen und deren Einfluss auf Folgeprozesse mittels Experimente
[Sch-04]. Darauf aufbauend berechnete er die Prozesskrafte sowie
Zerspantemperaturen und schatzte damit die in das Bauteil eingebrachte Energie
ab. Dabei wurden die Einflisse der Form der Schneidkante, der Querschneide,
der  Schneidkantenfase, der  Schneidkantenverrundung sowie des
Freiflachenverschleil3es detailliert betrachtet und im mathematischen Modell des
Kernlochbohrers berucksichtigt.

Shen et al. entwickelten ein FE-Modell zur Vorhersage dreidimensionaler
Temperaturfelder auf der Bohrerfreiflache [She-97]. Dabei wurde festgestellt,
dass die Parameter Vorschub, Schnittgeschwindigkeit und der Spitzenwinkel des
Bohrers die Zerspantemperaturen in hohem Male beeinflussen.

Mdaller fuhrte  Temperaturmessungen mit einem selbst entwickelten
Zweifarbenpyrometer beim Drehen durch und validierte damit sein
zweidimensionales Spanbildungsmodell fir den Stahl C45. Das die
Warmequellen beschreibende Modell berucksichtigt dabei die Leistungen der
primaren Scherzone, der Reibzone an der Freiflache sowie der Scherzone in der
Werkstuckrandzone. Auf Basis der berechneten Temperaturfelder trifft Maller
eine Aussage uber mogliche Phasenumwandlungen in der Bauteilrandzone.
Diese werden allerdings nicht berechnet oder anhand experimenteller Versuche
belegt [MUI-04_2].

Zwischenfazit zur Modellierung von thermo-mechanischen Lastkollektiven
beim Bohren

Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass es trotz der Vielzahl an
Ansatzen zur Modellierung des Bohrprozesses bisher keinen Ansatz gibt, ein
thermo-mechanisches Modell zu erstellen, welches die Belastung des
Bohrwerkzeugs auf die Bohrungswand detailliert beschreibt und die
resultierenden mikrostrukturellen Anderungen in der Bohrungswand abbildet. Die
existierenden Modelle, welche eine Spanbildung berlcksichtigen, missen zudem
immer stark vereinfacht werden, um den Rechenaufwand in Grenzen zu halten.
Modelle ohne Spanbildung verzichten hingegen meist ganzlich auf eine
Materialentfernung, wodurch der Einfluss des Materials vor der Bohrerspitze
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verloren geht und eine realitatsnahe Modellierung von prozessbedingten
Beeinflussungen der Bohrungswand nur naherungsweise moglich ist.
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3 Zielsetzung der Arbeit und Vorgehensweise

Da die Entstehung und Entwicklung von Gefligeumwandlungen bisher weder
experimentell noch unter Zuhilfenahme von Modellansatzen eindeutig analysiert
und erklart werden konnte, hat die vorliegende Arbeit das Ziel,
zerspanungsbedingte Phasenumwandlungen sowohl zweidimensional als auch
dreidimensional numerisch beschreiben zu konnen. Hierdurch soll es moglich
werden, klare Aussagen Uber die Ursachen, Mechanismen und Abhangigkeiten
von weillen Schichten in zerspanten Randzonen von Bauteilen treffen zu
konnen.

Hierfir soll die Kinetik der Umwandlungsvorgange des Versuchswerkstoffs
42CrMo4 unter Berucksichtigung der Kurzzeitaustenitisierung zunachst in ein
geeignetes zweidimensionales FE-Spanbildungsmodell implementiert werden.
Aus diesem Grund werden im Rahmen der vorliegenden Arbeit
Modellierungsansatze aus [Mio-05] auf die Zerspanungssimulation Ubertragen.

Um die Vorhersagegenauigkeit dieses 2D-Modells zu optimieren, soll ein
Reibmodell implementiert werden, welches den Reibkoeffizienten in
Abhangigkeit von der Temperatur und der Relativgeschwindigkeit beschreibt.
Daruber hinaus sollen die Warmeubergange zwischen Werkzeug, Werksttck und
Umgebung ebenfalls Abhangig von Temperatur und Werkstoffpaarung
bericksichtigt werden. In einem weiteren Schritt soll ein dreidimensionales
Modell des Bohrprozesses erstellt werden, welches die Prozesskinematik sowie
die thermische und mechanische Belastung der Werkstuckrandzone abbildet und
die FE-Simulation von Phasenumwandlungen in Bohrungswanden ermdglicht.
Um die Umwandlungsvorgange moglichst genau beschreiben zu kdnnen, sollen
neben der Kurzzeitaustenitisierung auch die Umwandlungsplastizitat, die
Umwandlungswarme und die detaillierte Zusammensetzung des resultierenden
Gefuges aus Ferrit/Perlit, Martensit und Bainit und die sich hieraus ergebende
Gefugeharte berucksichtigt werden. Diese detaillierte Modellierung der
Phasenumwandlungen bei der Zerspanung soll Aufschluss Uuber die
dominierenden Einflussfaktoren bei der Bildung von wei3en Schichten geben.

Sowohl fur die Validierung des Spanbildungsmodells als auch fur die Erstellung
des dreidimensionalen Bohrmodells mussen experimentelle Untersuchungen
durchgefihrt werden, bei welchen die resultierenden Prozesskrafte
und -temperaturen messtechnisch erfasst werden. Die 2D-Simulation soll mit
Hilfe von Drehversuchen im orthogonalen Schnitt abgeglichen werden. Fur die
Erstellung des Bohrmodells werden Bohrversuche in ringformige Proben sowie
ins Volle durchgefuhrt. Durch Analogiebildung konnen dartuber hinaus die
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Drehversuche sowie die Ergebnisse der zweidimensionalen Simulationen
genutzt werden, um weitere Informationen zur Beschreibung der thermischen
und mechanischen Belastung an der Bohrerhauptschneide zu gewinnen. Die
gefertigten Werkstiicke sollen auf’erdem verwendet werden, um die simulierten
Phasenumwandlungen validieren zu kénnen. Hierfur werden metallografische
Untersuchungen wie Schliffbildanalysen und Hartemessungen durchgefuhrt.

Mit Hilfe des beschriebenen, mehrstufigen Vorgehens soll es moglich sein,
zerspanungsbedingte Geflugeumwandlungen in der Bauteilrandzone sowohl im
zweidimensionalen Fall des orthogonalen Schnitts, als auch dreidimensional
beim Bohren vorhersagen und gezielt beeinflussen zu kdnnen.
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4 Versuchswerkstoff und Versuchsaufbauten

Basis fur die durchgeflihrten Untersuchungen sind experimentelle Dreh- und
Bohrversuche am Vergutungsstahl 42CrMo4 im verguteten Zustand (450 °C). Im
Folgenden werden die hierfur verwendeten Versuchsaufbauten beschrieben und
dargestellt, welche Zielgréf3en damit ermittelt wurden.

4.1 Versuchswerkstoff

Bei dem verwendeten Versuchswerkstoff handelt es sich um den
Vergutungsstahl 42CrMo4. Dieser wurde gehartet und bei 450 °C angelassen.
Hieraus resultiert das typische Gefige verglteter Stahle, welches in Abbildung
4-1 dargestellt ist.

Abbildung 4-1 Lichtmikroskopische Aufnahme des Versuchswerkstoffs 42CrMo4

4.2 Versuchsaufbau Drehversuche

Die Drehversuche wurden mit zwei unterschiedlichen Zielsetzungen
durchgefuhrt. Zum einen wurden Versuche im orthogonalen Schnitt bendtigt, um
das Spanbildungsmodell und dessen Ergebnisse verifizieren zu kbnnen. Zum
anderen dienten die Drehversuche der Identifikation von thermischen und
mechanischen Lasten in Abhangigkeit von variierten Prozess- und
Werkzeugparametern. Mit Hilfe der in Kapitel 2.7 vorgestellten Zusammenhange
zwischen Dreh- und Bohrprozess, wie der Annaherung von Kraften und
Temperaturen entlang der Bohrerhauptschneide, soll mit den Ergebnissen der
Drehversuche ein Modell zur thermo-mechanischen Beschreibung des
Bohrprozesses aufgebaut werden, ahnlich den Modellen von Risse, Muller und
Weinert [Ris-06, MGlI-04, Wei-06].
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Versuchsproben

Fiur die Drehversuche im orthogonalen Schnitt wurden zylinderformige Proben
aus dem verguteten 42CrMo4 mit einem Einstechwerkzeug so prapariert, dass
pro Probe 20 Stege mit einer Breite von 1,5 mm zur Bearbeitung im orthogonalen
Schnitt zur Verfugung stehen. Abbildung 4-2 zeigt eine technische Zeichnung
sowie ein Foto der verwendeten Proben.

70

1,5 2.29

Abbildung 4-2 Probengeometrie fur die Drehversuche im orthogonalen Schnitt

Versuchsmaschine

Fur die Drehversuche wurde eine Vertikaldrehmaschine vom Typ INDEX V100
mit parallelkinematischen Achsen verwendet.

Die technischen Daten der Maschine konnen Tabelle 4-1 enthommen werden.

Maximale Drehzahl 10.000 1/min

Leistung bei 100 % ED 10,5 kKW

Drehmoment bei 100 % ED 50 Nm

Durchmesser Futter 130 mm

Abmessungen des Arbeitsraums 1700 mm x 3000 mm x 2400 mm

Tabelle 4-1 Technische Daten der Vertikaldrehmaschine Index V100
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Versuchswerkzeuge

Zum Einsatz kamen unbeschichtete, rhombische Wendeschneidplatten aus
Hartmetall mit einem Schneidkantenradius von 30 um der Firma Walter. Die
genauen Spezifikationen kdnnen der folgenden Tabelle 4-2 sowie Abbildung 4-3
entnommen werden.

Schneidstoff Hartmetall (unbeschichtet)
Herstellerbezeichnung P8CC-6090173/WKM CCMW120404
Freiwinkel a, Keilwinkel 7°,83°

Schneidkantenradius 0,4 mm

Schneidkantenlange 12,1 mm

Schneidkantenverrundung 30 um

Tabelle 4-2 Technische Daten der Wendeschneidplatte CCMW120404

Um eine Variation des Spanwinkels durchzufuhren, wurde eine in Abbildung 4-4
dargestellte Vorrichtung verwendet, die es erlaubt, den Drehstahlhalter in der
Horizontalen um einen definierten Winkel zu verdrehen. Dadurch konnten
Spanwinkel zwischen -5° und +5° realisiert werden. Zusatzlich wurde der
Drehstahlhalter so geneigt, dass die Schneidkante der Drehschneidplatte
orthogonal zu den abzudrehenden Stegen ausgerichtet werden konnte.

Temperaturmessung

Die Temperaturen wurden mit Hilfe eines faseroptischen Zweifarbenpyrometers
vom Typ Fire-ll gemessen. Zur Erfassung der Zerspantemperaturen wurden
mittels Mikrofunkenerosion Bohrungen mit einem Durchmesser von 0,3 mm von
der Ruckseite zur Spanflache des Werkzeugs eingebracht. Abbildung 4-3 zeigt
die praparierte Wendeschneidplatte.

127
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Abbildung 4-3 Wendeschneidplatte mit erodierter Bohrung fur die
Temperaturmessung (links); technische Zeichnung mit Mafen (mm) (rechts)
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Durch die erodierte Bohrung wurde eine Glasfaser mit einem Durchmesser von
0,1 mm gefuhrt, um die bei der Zerspanung auftretende Warmestrahlung an der
Spanunterseite zum Pyrometer zu leiten.

Kraftmessung

Bei der verwendeten Kraftmessplattform handelt es sich um ein Fabrikat der
Bauart 9256 der Firma KISTLER.

Abbildung 4-4 zeigt den Versuchsaufbau fur die Drehversuche im orthogonalen
Schnitt.

Bohrung fir
Glasfaser

Werkstiick mit
Stegen

Wendeschneidplatte
mit 0.3 mm Bohrung

Kraftmessplattform

Einstellung y

Abbildung 4-4 Versuchsaufbau Drehversuche

Zur besseren Darstellung wurde der Bereich der Schneidkante mit der
praparierten Bohrung fur die Glasfaser in Abbildung 4-4 vergroRert dargestellt.
Im Prozess flieit der Span Uber die dargestellte Spanflache der
Wendeschneidplatte ab und die Temperaturen kénnen mit dem
angeschlossenen Pyrometer gemessen werden. Es ist aullerdem zu erkennen,
dass die Vorrichtung mit dem Drehstahlhalter etwas verdreht zur darunter
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liegenden Kraftmessplattform angebracht ist, da im abgebildeten Versuch ein
positiver Spanwinkel von 5 ° eingestellt wurde.

Metallografische Untersuchungen

Zusatzlich zu den Proben mit dem Durchmesser D = 70 mm wurden Versuche
mit kleineren Probendurchmessern (D = 30 mm) durchgefuhrt. Die bearbeiteten
Stege wurden im Anschluss an die Versuche abgetrennt, um die gebildete
Randschicht mittels metallographischer Methoden zu untersuchen. Hierfur
eigneten sich die kleineren Proben besser, da komplette Scheiben des
Werkstlcks prapariert, eingebettet und untersucht werden konnten, wodurch
ausgeschlossen werden konnte, dass sich bestimmte Randschichtmodifikationen
wie weille Schichten oder Neuhartezonen auf kleine Bereiche der Probe
beschranken. Abbildung 2-1 zeigt eine abgetrennte Scheibe der
Werkstlckprobe, die fur die metallographischen Untersuchungen vorbereitet
wurde sowie die Aufnahme eines praparierten Segments des Scheibenumfangs.

Abbildung 4-5 Abgetrennte Scheibe der Probe mit d = 30 mm mit bearbeitetem
Steg (links) und Schliffbild eines Stegsegments (rechts)

Durch das  Zurluckfahren des Drehwerkzeugs am Ende eines
Bearbeitungsvorgangs kommt es prozessbedingt zu einer Abnahme der
Spanungsdicke. Durch die Wahl grolzer Probendurchmesser, Zurickfahren im
Eilgang und weiterer Werkstlckrotation wurde versucht, diesen Effekt so gering
wie moglich zu halten. Prozessbedingt werden die Proben ei einem Versuchslauf
mehrfach Uberdreht. Hierdurch kann es zu einer Vorbeeinflussung des
Werkstucks kommen, welche nicht ausgeschlossen werden kann. Dies gilt es bei
der spateren Interpretation der Simulationsergebnisse zu beachten. Die
mikroskopische Begutachtung der resultierenden Randschichten ergab ein
jeweils homogenes Bild. Die mit variierten Prozessparametern erzeugten
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Probenrandzonen weisen zudem klare Unterschiede auf, welche eindeutig auf
die unterschiedlichen Prozessparameter zurlckzuflhren sind. Es ist demnach
davon auszugehen, dass die Spanungsdickenabnahme nur einen geringen
Einfluss auf das Endergebnis hat.

4.3 Versuchsaufbauten Bohrversuche

Um die bei den Drehversuchen ermittelten Ergebnisse mittels Analogiebildung
auf das Bohren zu Ubertragen und somit auch fir den Aufbau des
dreidimensionalen Bohrmodells nutzen zu koénnen, wurden sogenannte
Ringspanversuche durchgefuhrt. Hierfur wurden Ringe unterschiedlichen
Durchmessers mit einem Bohrwerkzeug aufgebohrt und die resultierenden
Temperaturen und Krafte messtechnisch erfasst. Durch die Bearbeitung dieser
Ringe kommt die Bohrerhauptschneide nur abschnittsweise in Eingriff. Hierdurch
ist es moglich, die gemessenen Krafte und Temperaturen den einzelnen
Abschnitten der Bohrerhauptschneide zuzuordnen, was im Folgenden genauer
beschrieben wird.

4.3.1 Bohrwerkzeuge

Im Rahmen der Bohrversuche wurde immer der gleiche Bohrertyp (Walter
ALPHA4) mit einem Durchmesser von 12 mm verwendet. Allerdings wurden
Werkzeuge mit verschiedenartigen Schneidenfeingeometrien verwendet. So
wurden die Ringspanversuche sowohl ohne (VS) als auch mit einem
angeschliffenen Radius (VR) durchgefihrt, um zu untersuchen, welche
Anderungen der Temperaturen und Krafte sich durch einen Radiusanschliff
ergeben. Fur die Bohrversuche ins Volle wurde ausschliel3lich der Bohrer ohne
Radiusanschliff verwendet, da aufgrund des extensiven Werkzeugverschleil3es
moglichst scharfe Werkzeuge zum Einsatz kommen sollten. Der
Werkzeugverschleily wurde im Rahmen der Arbeit nicht berlcksichtigt, da immer
von arbeitsscharfen Werkzeugen ausgegangen wurde. Die verwendeten
Bohrwerkzeuge sind in Abbildung 4-6 dargestelit.
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\VVS-Bohrer

VR-Bohrer

Abbildung 4-6 Verwendete Bohrwerkzeuge ohne (VS; oben) und mit
Radiusanschliff (VR; unten)

Aus dem linken Bereich von Abbildung 4-6 wird der Unterschied der beiden
Schneidengeometrien deutlich. So kann der Radiusanschliff im unteren linken
Bild klar erkannt werden, wahrend die Schneide im oberen Bild bis zur
Schneidecke durchgezogen ist.

Die vollstandigen Daten der verwendeten Bohrer konnen Tabelle 4-3 entnommen
werden.

Durchmesser d 12 mm

Baulange DIN6537L 5xd

Spitzenwinkel cs 140°

Radius (Typ VR) 1,5 mm

Schneidstoff Feinstkornhartmetall K30F, 10 % Co
Beschichtung TiAIN Multilayer

Tabelle 4-3 Spezifikationen der verwendeten Bohrwerkzeuge

4.3.2 Ringspanversuche

Fur die Temperatur- und Kraftannaherung durch die Ringspanversuche wurden
drei charakteristische Punkte der Bohrerhauptschneide gewahlt. Dies sind die
Schneidecke (a), die Mitte der Hauptschneide (b) und der Ubergang von Haupt-
zu Querschneide (c). Durch Messung der Temperaturen an diesen Punkten der
Bohrerhauptschneide wurde der Temperaturverlauf entlang der
Werkzeugschneide bestimmt, welcher fur die spatere thermische Modellierung
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benotigt wurde. Abbildung 4-7 zeigt die Frontansicht des Bohrwerkzeugs und die
drei charakteristischen Punkte.

Kihlemulsions-
kanal

0123456789101112

Abbildung 4-7 Bohrwerkzeug (VR) mit den ausgewahlten Punkten fur die
Temperaturmessung (a, b, ¢)

Um wahrend des Bohrprozesses die Temperaturen in der Prozesszone messen
zu konnen, wurden drei Ringe mit an die Messpunkte angepassten
Durchmessern so prapariert, dass eine Glasfaser zur Temperaturerfassung in
das Werkstuck eingebracht werden konnte. Abbildung 4-8 zeigt die verwendeten
Ringe mit Bohrungen zur Aufnahme der lichtleitenden Glasfaser. Mit Hilfe der
Glasfaser (Durchmesser d =0,6 mm) wird die vom Bohrwerkzeug emittierte
Warmestrahlung zum verwendeten Zweifarben-Quotienten-Pyrometer (Typ Fire
II) geleitet, wodurch die Temperaturen an den jeweiligen Messpunkten ermittelt
werden konnen. Auch hier kam das Pyrometer zur Temperaturmessung zum
Einsatz, da hohe Temperaturen und eine prozessbedingt hohe Dynamik zu
erwarten waren. Das macht das Pyrometer zum Mittel der Wahl, wie auch schon
der Ansatz von Ueda zeigte [Ued-07].
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Abbildung 4-8 Proben fur Ringspanversuche mit Bohrung zur Aufnahme der
Glasfaser

Die obere Zeile von Abbildung 4-8 zeigt Fotografien der verwendeten
Werkstlickproben in der Vorderansicht, welche in der zweiten Zeile in Form von
technischen Zeichnungen dargestellt sind. Die dritte Zeile zeigt die seitliche,
radiale Ansicht der Proben fur die Ringspanversuche. Deutlich erkennbar sind
die Bohrungen zur Einbringung des Strahlungsleiters parallel zur spateren
Bohrbearbeitung. Die Position der Bohrungen fur die Temperaturmessungen sind
dabei so gewahlt, dass der jeweilige Messfleck einem definierten Punkt auf der
Bohrerhauptschneide mit dem Abstand r=1,5mm, r=3 mm und r=6 mm von
der Bohrerachse entspricht. Fir die Messung wird das Glasfaserende so tief in
den Kanal eingefuhrt, dass im Versuch die jeweilige Bohrtiefe realisiert werden
kann, ohne die Glasfaser zu beschadigen. Zuvor wurde in
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Kalibrierungsversuchen untersucht, welche Mindestabstande in Verbindung mit
Einstellungen der Messsoftware zu den genauesten Ergebnissen fuhren. Auf
Basis dieser Kalibrierungsmallinahmen wurde flr die Bohrexperimente ein
Abstand von 3 mm ermittelt. Um die Glasfaser in der Probe im richtigen Abstand
zu fixieren wurde der Strahlungsleiter mit Hilfe eines Klebebandes an der Probe
fixiert. Abbildung 4-9 zeigt beispielhaft eine praparierte Werkstuckprobe mit
Aulendurchmesser 16 mm.

Kanal

Klebeband\ Werkstiick
ITessssssssg] Klebeband
T T | Bohrrichtung
Pyrometer-
glasfaser
S
Pyrometer-
Werkstiick (16er-Probe) glasfaser

Abbildung 4-9 Préapariertes Werkstick fur Ringspanversuche mit eingebrachter
und fixierter Glasfaser

Bei einer Probenldange von 30 mm ergibt sich bei einer Bohrtiefe von 12 mm
somit eine Eindringtiefe der Glasfaser von 15 mm. Nach Einbringen und Fixieren
der Glasfaser wird die Werkstuckprobe mit Hilfe einer Spannzange eingespannt,
wobei die Glasfaser hinten aus der Einspannung und damit aus dem
Maschinenraum zum Pyrometer gefuhrt werden kann. Die Kkleinsten in
Abbildung 4-8 dargestellten Proben (D =6 mm) wurden zusatzlich verwendet,
um die Temperatur an der Bohrerspitze zu erfassen. Hierzu wurden die
Bohrungen fur die Temperaturmessung jeweils im Mittelpunkt des
Probendurchmessers eingebracht. Abbildung 4-10 zeigt den Versuchsaufbau fur
die Ringspanversuche mit eingespanntem Werkstuck.

Werkstiick

Bcli‘hn.lrlg fiar
Glasfaser

Abbildung 4-10 Versuchsaufbau fur die Ringspanversuche
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Neben der Messung der Prozesstemperaturen wurden auch das am
Bohrwerkzeug auftretende Moment sowie die Vorschubkraft mit Hilfe eines
rotierenden Schnittkraftdynamometers vom Typ KISTLER 9125A gemessen. Das
Dynamometer ist auf der Aufnahme des Bohrprozesses in Abbildung 4-10
allerdings nicht zu sehen, da nicht alle Versuche mit paralleler Kraftmessung
durchgefuhrt wurden, um zusatzliche Einflisse auf den Prozess und die
Temperaturmessung durch das Messsystem ausschlie3en zu kdnnen.

Der beschriebene Versuchsaufbau wurde in ein Bearbeitungszentrum vom Typ
Heller MC 16 integriert, welches mit einer Siemens Sinumerik Steuerung 840D
ausgestattet ist (Abbildung 4-11).

Abbildung 4-11 Bearbeitungszentrum Heller MC 16
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Die technischen Daten der Werkzeugmaschine konnen Tabelle 4-4 entnommen
werden.

Arbeitsbereich

Aufspannflache 400 x 500 mm

Tischbelastung 500 kg

Achswege [mm]

X/Y/[Z: 630/630/630

Geschwindigkeiten und Krafte

Max. Vorschub X-, Y-, Z-Achse

40000 mm/min

Max. Vorschubkraft X-Achse 10600 N
Max. Vorschubkraft Y-Achse 19000 N
Max. Vorschubkraft Z-Achse 10600 N
Arbeitsspindel
Leistung Hauptspindel 48 kW

Drehzahlbereich

45-16000 1/min

Drehmoment

143 Nm

Spindeldurchmesser

80 mm

Werkzeugaufnahme

HSK 63, Spannzange

Tabelle 4-4 Technische Daten BAZ Heller MC 16

4.3.3 Bohren ins Volle

Neben den Ringspanversuchen wurden Versuche zum Bohren ins Volle
durchgefiihrt, um einerseits weitere Informationen fir den Aufbau des thermo-
mechanischen Lastmodells des Bohrprozesses zu gewinnen, andererseits
sollten mit Hilfe dieser Versuche die dreidimensionalen FE-Rechnungen validiert
werden. Im Rahmen dieser Versuche wurden deshalb Temperaturen mit dem
Pyrometer im Inneren und mit Hilfe der Thermografie auf der Aul3enflache des
Werkstlicks gemessen. Hierfur wurde ein massives Bauteil verwendet, in
welches im Versuch eine Bohrung eingebracht wurde. Abbildung 4-12 zeigt das
Bauteil mit fertiggestellter Bohrung (links) und als technische Zeichnung (rechts).
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Bei dem verwendeten Bohrwerkzeugtyp handelt es sich um den in Abbildung 4-6
dargestellten Bohrer ohne Radiusanschliff.

| 60 |

Abbildung 4-12 Versuchskorper fur die Bohrversuche ins Volle nach der
Bearbeitung

Die ursprunglich zylinderformigen Probenzuschnitte wurden mit einer flachen
Seitenflache versehen, um die Entwicklung des sich durch den Prozess
einstellenden Temperaturfeldes auf der Oberflache der Probe mit Hilfe der
Thermografie beobachten und analysieren zu kdnnen. Um mdgliche Fehler durch
aulere Einflisse so gering wie moglich zu halten und den Emissionsgrad eines
nahezu schwarzen Strahler zu ermdglichen, wurde die abgeflachte Seite des
Werksticks mit einem matten schwarzen Lack prapariert. Um
Warmeleitungsvorgdnge vom Probenbauteil in die Werkstlckaufspannung zu
verhindern, wurden Werkstick und Aufspannungsvorrichtung mit Hilfe von
Pertinaxplatten thermisch entkoppelt. Abbildung 4-13 zeigt den Versuchsaufbau
fur die Bohrversuche zum Bohren ins Volle, welche ebenfalls auf dem bereits
beschriebenen Bearbeitungszentrum Heller MC 16 durchgefuhrt wurden.

geschwarzte
Oberflache

Abbildung 4-13 Versuchsaufbau zum Bohren ins Volle
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Wie in Abbildung 4-13 dargestellt, wurde das Bauteil Uber seine Stirnflachen
eingespannt. Fur die Bohrbearbeitung wurde in der vorderen Klemmplatte nur
eine kleine Aussparung vorgesehen, die Thermografiekamera wurde senkrecht
auf die geschwarzte Oberflache des Werkstlicks ausgerichtet.

Neben der Analyse des Temperaturfeldes auf der Seitenflache des Werkstlcks
wurden die resultierenden Krafte mit Hilfe einer Kraftmessplattform vom Typ
KISTLER 9255 gemessen. Durch einfaches Umrechnen konnten damit das
auftretende Bohrmoment und die Vorschubkraft ermittelt werden. DarGber hinaus
wurden entlang des Bohrweges vier radiale Bohrungen in das Werkstlck
eingebracht, in welche wieder die Glasfaser zur Temperaturmessung mittels
Pyrometrie eingefihrt wurde. Hiermit konnte die Temperatur des Bohrwerkzeugs
in vier unterschiedlichen Tiefen der Bohrung gemessen werden. Abbildung 4-14
stellt die prinzipielle Anordnung der Messmittel Thermografie und Pyrometrie fur
die Versuche beim Bohren ins Volle dar.
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‘Pyrometer- Glasfaser
glasfaser yVPIINSIe
-kamera

Werkstlck

Werkstlick

Abbildung 4-14 Anordnung zur Temperaturmessung beim Bohren ins Volle

Fir die Thermografieaufnahmen wurde das Hochgeschwindigkeits-
Thermografiesystem ImagelR3300 der Firma InfraTec verwendet. Die seitlichen
Temperaturmessungen wurden mit dem bereits erwahnten Pyrometer vom Typ
Fire 1l durchgefuhrt. Die Bohrtiefe betrug 2 xD =24 mm, die seitliche
Temperaturmessung wurde an folgenden Punkten entlang der Bohrung
durchgefihrt:

Position 1 2 3 4

Abstand zur Oberflache (mm) 6 12 18 24

Tabelle 4-5 Messpunkte zur seitlichen Temperaturmessung mittels Pyrometrie

Die Messpositionen (1-4) sind in Abbildung 4-15 skizziert.
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Abbildung 4-15 Positionen zur seitlichen Temperaturmessung

Abbildung 4-16 zeigt den kompletten Versuchsaufbau mit den eingesetzten
Messmitteln zur Temperatur- und Kraftmessung beim Bohren ins Volle, welcher
im Bearbeitungszentrum verwendet wurde.

Thermografie-
kamera

Abbildung 4-16 Versuchsaufbau zum Bohren ins Volle mit Thermografiekamera
und Pyrometermessung

Alle aufgenommenen Messsignale wurden mit Hilfe zweier Messrechner und
jeweils spezieller Anwendungen erfasst und in entsprechende Temperaturen und
Krafte umgerechnet. Fir die Bilder der Warmebildkamera wurden die
Softwarepakete IRBIS online Image IR zur digitalen Erfassung sowie IRBIS
professional zur Auswertung verwendet. Software und Messrechner sind dabei
feste Bestandteile des verwendeten Thermografiesystems. Die Erfassung,
Umrechnung und Auswertung der Messsignale des Pyrometers sowie der
Kraftmessplattform konnten auf einem normalen Messrechner auf MS-Windows-
Basis durchgefihrt werden. Die Pyrometerdaten wurden dabei mit Hilfe der
speziellen Software wbk-Mess analysiert, fur die Kraftmesssignale kam das
Programm DasylLab 9.0 zum Einsatz. Uber entsprechende Triggersignale des
verwendeten Bearbeitungszentrums konnte die Bedienung der Messapparatur
effizient und einfach gestaltet werden.



Untersuchungen am Analogieprozess Drehen 53

5 Untersuchungen am Analogieprozess Drehen

5.1 Parametervariationen (v, f, y)

Im Rahmen der Drehversuche wurden die Schnittgeschwindigkeit, der Vorschub
und der Spanwinkel variiert. Da es sich um einen orthogonalen Schnitt handelt,
entspricht der Vorschub dabei der Spanungsdicke. Die Schnittgeschwindigkeit
wurde von 75 m/min bis 400 m/min und der Vorschub von 0,05 mm bis 0,15 mm
variiert. Der Spanwinkel wurde in Abhangigkeit von der Geometrie der
verwendeten Wendeschneidplatte von -5° bis +5° variiert. Der Freiwinkel andert
sich analog von +12° bis +2°. Der Schneidkantenradius rg = 30 um wurde nicht
variiert. Das vollstandige Parameterfeld flr die Drehversuche im orthogonalen
Schnitt kann der folgenden Abbildung 5-1 entnommen werden.

Spanwinkel v )

Abbildung 5-1 Parameterfeld fiir die Drehversuche im orthogonalen Schnitt

Die Auswahl der Parameter erfolgte in Anlehnung an die Parameter der
Bohrversuche, da mit Hilfe der Drehversuche Temperaturen und Krafte bestimmt
werden sollten, welche bei gleicher Schnittgeschwindigkeit und Schnitttiefe
charakteristische Punkte der Bohrerschneide reprasentieren. So entsprechen
150 m/min der Geschwindigkeit in der Mitte der Bohrerhauptschneide, wenn fur
den Bohrversuch eine Schnittgeschwindigkeit von 300 m/min gewahlt wurde.
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5.1.1 Messung der Prozesskréafte

Abbildung 5-2 zeigt die mit der Kraftmessplattform gemessenen spezifischen
Schnittkrafte in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit fur unterschiedliche
Vorschube und Spanwinkel.
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Abbildung 5-2 Spezifische Schnittkraft k; in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit v, beim Drehen im orthogonalen Schnitt

Es ist zu erkennen, dass die spezifischen Schnittkrafte mit steigenden
Schnittgeschwindigkeiten leicht abnehmen. Dieses Verhalten ist fir alle
Parameterkombinationen zu beobachten, sowohl fir die beiden untersuchten
Vorschube von f=0,05mm und f=0,1mm als auch fur alle variierten
Spanwinkel (y =-5°, y =-2°y =2° und y =5°). Die Ergebnisse mit dem
grofReren Vorschub f=0,1 mm liegen insgesamt auf einem niedrigeren Niveau
als die gemessenen Krafte fur den kleineren Vorschub f = 0,05 mm. Die Variation
des Spanwinkels zur Bericksichtigung des Spanwinkelverlaufs entlang der
Bohrerhauptschneide wirkt sich ebenfalls signifikant auf die resultierenden Krafte
am Drehwerkzeug aus. Die Abhangigkeit der spezifischen Schnittkraft vom
Spanwinkel kann in Abbildung 5-2 nur schlecht nachvollzogen werden. In
Abbildung 5-3 sind deshalb die spezifischen Schnittkrafte GUber dem variierten
Spanwinkel aufgetragen. Der Vorschub betragt dabei jeweils konstant
f=0,05 mm (links) bzw. f=0,1 mm (rechts), die Schnittgeschwindigkeiten
variieren von 75 m/min bis 300 m/min.
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Abbildung 5-3 Spezifische Schnittkraft k; in Abhangigkeit des Spanwinkels y fir

verschiedene Schnittgeschwindigkeiten v, und die Vorschube f = 0,05 mm (links)
bzw. f = 0,1 mm (rechts) beim Drehen im orthogonalen Schnitt

Anhand von Abbildung 5-3 wird ersichtlich, dass die spezifischen Schnittkrafte
vom negativen Maximalwert des Spanwinkels (y =-5°) bis zum positiven
(y =5°)
Allerdings weisen nur die Parameterkombinationen f= 0,05 mm/v. =75 m/min
sowie f = 0,1 mm/v, = 300 m/min einen Schnittkraftrickgang uber den gesamten,
variierten Spanwinkelbereich auf. So zeigen beim Vorschub f= 0,05 mm die
spezifischen Schnittkraftverlaufe bei den weiteren untersuchten
Schnittgeschwindigkeiten, mit Ausnahme des Kraftverlaufs flur die niedrigste
Schnittgeschwindigkeit v, = 75 m/min, ein Minimum der spezifischen Schnittkraft
bei einem Spanwinkel von y = 2°. Die Ergebnisse mit dem Vorschub f= 0,1 mm

Maximalwert insgesamt eine abnehmende Tendenz zeigen.

zeigen neben der Abnahme der spezifischen Schnittkrafte vom negativen zum
positiven Spanwinkel ebenfalls ein erkennbares Minimum beim Spanwinkel
y =2°. Ausnahme bei diesem grélReren Vorschub stellt der Kraftverlauf fir die

hdchste Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min dar, welcher bis zum Spanwinkel
y =5° weiter abfallt. Ursache fir den erneuten Anstieg der Krafte bei y =5°
konnte Verschleid an der Wendeschneidplatte sein, da die mit diesem
Spanwinkel durchgefuhrten Versuche mit gegensatzlichen Reihenfolgen, d.h.
<<bei f=0,05mm mit ansteigenden und bei f=0,1 mm mit abnehmenden
Schnittgeschwindigkeiten durchgefihrt wurden. Zu Beginn der jeweiligen
Versuchsreihen war demnach jeweils ein neues Werkzeug im Einsatz. Da keine
VerschleiRuntersuchungen durchgefuhrt wurden, kann hier nur von einer
Vermutung ausgegangen werden.
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Neben den spezifischen Schnittkraften wurden auch die auftretenden

spezifischen Passivkrafte ermittelt. Diese sind ebenfalls fur variierte
Schnittgeschwindigkeiten, Vorschibe und Spanwinkel in Abbildung 5-4
dargestellt. Hier zeigen sich wiederum die bereits bei den spezifischen

Schnittkraften festgestellten unterschiedlichen Niveaus der Krafte entsprechend
der beiden Vorschube f=0,05 mm und f=0,1 mm. Wieder konnen uber alle
untersuchten Spanwinkel hinweg fir den kleineren Vorschub f= 0,05 mm
insgesamt hohere Krafte als flir den groReren Vorschub f= 0,1 mm festgestellt
werden. Ursache ist das Verhaltnis von Schneidkantenverrundung und
Spanungsdicke. Hierdurch kommt es bei f=0,1mm zu einem stabileren
Trennprozess, wahrend bei f=0,05 mm verstarkt Reib- und Quetschvorgange
die Zerspanungskrafte beeinflussen.
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Abbildung 5-4 Spezifische Passivkraft k, in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit v, beim Drehen im orthogonalen Schnitt

Neben der bereits beschriebenen Differenz der spezifischen Passivkrafte durch
die variierten Vorschube, kann in Abbildung 5-4 mit steigender
Schnittgeschwindigkeit eine Abnahme der gemessenen Passivkrafte festgestellt
werden. Dieses Verhalten lasst sich dabei qualitativ fur alle untersuchten
Parameterkombinationen erkennen. Der vorschubbedingte Unterschied der
gemessenen Krafte ist bei den spezifischen Passivkraften starker ausgepragt als
bei den spezifischen Schnittkraften in Abbildung 5-2. Die Ergebnisse mit dem
grofReren Vorschub f= 0,1 mm zeigen sowohl bei der Schnittkraft als auch bei
der Passivkraft insgesamt homogenere Verlaufe. Grund hierfur ist der mit
steigender Schnitttiefe abnehmende Einfluss der Schneidkantenverrundung auf
die Zerspanungskrafte.
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Der Zusammenhang zwischen den spezifischen Passivkraften und dem
variierten Spanwinkel fur unterschiedliche Schnittgeschwindigkeiten und die
beiden Vorschibe f = 0,05 mm bzw. f = 0,1 mm kann Abbildung 5-5 entnommen
werden.
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Abbildung 5-5 Spezifische Passivkraft k, in Abhangigkeit des Spanwinkels y fiir

verschiedene Schnittgeschwindigkeiten v, und die Vorschube f = 0,05 mm (links)
bzw. f = 0,1 mm (rechts) beim Drehen im orthogonalen Schnitt

Die Verlaufe der spezifischen Passivkrafte zeigen wie die spezifischen
Schnittkrafte eine grundsatzlich abnehmende Tendenz mit steigendem
Spanwinkel. Die mit dem kleinen Vorschub f= 0,05 mm erzielten Ergebnisse
sind dabei mit einer gréofieren Streuung behaftet als die Verlaufe des groReren
Vorschubs f=0,1 mm. Diese Inhomogenitat konnte bei den spezifischen
Schnittkraften nicht beobachtet werden. Es liegt allerdings nahe, dass
insbesondere die Passivkrafte von der Geometrie und der Verrundung der
Schneidkante abhangen, was die groflere Streuung bei kleinem Vorschub
erklart. Durch die erhohte Schnitttiefe bei grolRerem Vorschub verliert dieser
Einfluss an Bedeutung, was den homogeneren Verlauf der spezifischen
Passivkrafte fur den Vorschub f=0,1 mm erklart. Die spanwinkelabhangige
Abnahme der spezifischen Passivkrafte bestatigt qualitativ die mit den FE-
Simulationen erzielten Ergebnisse.

5.1.2 Messung der Zerspanungstemperaturen

Analog zu den Kraften weisen auch die an der Spanunterseite gemessenen
Temperaturen eine deutliche Abhangigkeit von den Prozess- und
Werkzeuggeometrieparametern auf. Abbildung 5-6 zeigt die mit dem Pyrometer
gemessenen Temperaturen in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit fur
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die Vorschibe f=0,05 mm und f= 0,1 mm und die vier Spanwinkelvariationen
y =-5° y =-2°y =2°und y =5°
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Abbildung 5-6 Zerspanungstemperatur T an der Spanunterseite in Abhéangigkeit
von der Schnittgeschwindigkeit v, beim Drehen im orthogonalen Schnitt

Aus Abbildung 5-6 wird ersichtlich, dass die Prozesstemperaturen mit steigenden
Schnittgeschwindigkeiten deutlich zunehmen. Das gilt fur alle untersuchten
Vorschibe und Spanwinkel und bestatigt die Ergebnisse der zweidimensionalen
Spanbildungssimulationen. Eine eindeutige Aussage bezuglich der Vorschub-
und Spanwinkelabhangigkeit kann anhand von Abbildung 5-6 nicht getroffen

werden. In Abbildung 5-7 sind die gemessenen Temperaturverlaufe in
Abhangigkeit des variierten Spanwinkels far unterschiedliche
Schnittgeschwindigkeiten und Schnitttiefen dargestellt.
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Abbildung 5-7 Zerspanungstemperatur T in Abhangigkeit des Spanwinkels y flr

verschiedene Schnittgeschwindigkeiten v, und die Vorschibe f = 0,05 mm (links)
bzw. f = 0,1 mm (rechts) beim Drehen im orthogonalen Schnitt
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Zur besseren Ubersicht werden die spanwinkelabhangigen
Zerspanungstemperaturverlaufe fur die beiden Vorschube f= 0,05 mm und
f = 0,1 mm getrennt dargestellt. Die Ergebnisse mit dem kleinen Vorschub zeigen
dabei eine insgesamt abnehmende Tendenz der Temperaturen, ausgehend vom
maximalen negativen Spanwinkel von y =-5° hin zu positiven Spanwinkeln und
bestatigen damit die mit den Simulationen erzielten Ergebnisse. Allerdings kann
fur die gemessenen Temperaturen bei hdoheren Schnittgeschwindigkeiten ein
erneuter Anstieg beim Anwachsen des Spanwinkels von y =2° auf y =5°

festgestellt werden. Dieses Phanomen ist bei den Ergebnissen mit dem groReren
Vorschub ebenfalls zu erkennen, wobei hier auch der Verlauf fur die
Schnittgeschwindigkeit v, = 200 m/min von y =-5° hin zu ¥ = -5° klar abnimmt.

5.1.3 Metallographische Analyse der resultierenden
Bauteilrandschicht

Die bearbeiteten Werkstlickproben wurden metallographisch untersucht um
festzustellen, ob die Drehbearbeitung im orthogonalen Schnitt einen Einfluss auf
die sich ausbildende Werkstlckrandschicht hat. Wie in Abbildung 4-5 dargestellt,
wurden hierfir Segmente aus den bearbeiteten Stegen der Drehproben
herausgetrennt, eingebettet und geatzt. Mit Hilfe dieser Analysen kdnnen die
Ergebnisse der FE-Simulationen validiert werden.

Mikroskopische Analysen

Die Untersuchung der bearbeiteten Bauteilrandschichten ergab klare Ergebnisse
bezliglich der prozessbedingten Gefligeumwandlungen in der Bauteilrandschicht.
Abbildung 5-8 zeigt die Oberflache eines bearbeiteten Steges als Ubersicht im
Querschliff. Dabei wurde fur die Drehbearbeitung eine Schnittgeschwindigkeit
von V. =300 m/min, ein Vorschub von f=0,05mm sowie ein positiver
Spanwinkel von ¥ = 5° verwendet.

A s Lo EA L e :"_:. :" : Gz o o 7 et
Abbildung 5-8 Querschliff eines bearbeiteten Stegsegments mit sichtbarer weil3er
Schicht, (v =300 m/min, f=0,05 mm, y =5° rz=30 um)

In Abbildung 5-8 ist auf der Oberflache der gedrehten Werkstickprobe eine
durchgehende dinne weille Schicht mit einer Dicke von ca. 5 um deutlich
erkennbar. Unterhalb der dunnen weillen Schicht ist das unbeeinflusste
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Grundgefuge des Werkstlickmaterials zu erkennen. Die weilde Schicht erstreckt
sich Uber das gesamte untersuchte Segment, wobei es vereinzelt zu
Abplatzungen von Schichtabschnitten, aber auch Rissbildung innerhalb und
unterhalb der Schicht kommt. Eine solche Abplatzung (rot markiert) ist in
Abbildung 5-9 zu sehen.

Abbildung 5-9 Querschliff eines bearbeiteten Stegsegments mit abgeplatzter
weilRer Schicht (v = 300 m/min, f= 0,05 mm, y =5°,rz= 30 um)

Zur besseren Analyse wurden die in Abbildung 5-8 und Abbildung 5-9 gezeigten
Schichten nochmals mit hdheren VergroRerungen untersucht.

Abbildung 5-10 zeigt die VergroRerung der weillen Schicht, welche deutlich
erkennbare Risse enthalt (oben) sowie die bereits in der Ubersicht gezeigte
Stelle mit grolflachigen Abplatzungen der durch die Drehbearbeitung
umgewandelten Randschicht (unten).

Abbildung 5-10 Querschliffe eines bearbeiteten Stegsegments mit rissbehafteter
(oben) und abgeplatzter weil3er Schicht (unten), (v, = 300 m/min, f = 0,05 mm,
7y =5° 15=30 um)

Die Dicke der durch die Bearbeitung entstandenen weilden Schicht, welche sich
konstant Uber die gesamte Oberflache der untersuchten Probe erstreckt, betragt
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5um. Um den Einfluss der Prozessparameter auf die sich einstellende
Randschicht des gedrehten Bauteils zu quantifizieren und die
Simulationsergebnisse validieren zu koénnen, wurden weitere Proben
metallographisch untersucht, die mit variierten Prozessparametern gefertigt
worden waren. Abbildung 5-11 zeigt zur Ubersicht die Randschicht eines
Stegsegments im Querschliff. Die fur die Drehbearbeitung verwendete
Schnittgeschwindigkeit betrug v, = 75 m/min, der Vorschub f= 0,05 mm sowie
der positive Spanwinkel y = 5°.

Abbildung 5-11 Querschliff eines bearbeiteten Stegsegments
(V¢ =75 m/min, f=0,05 mm, y =5° rg=30 pm)

Im Vergleich zu den Resultaten mit deutlich ausgepragten weiRen Schichten,
wurde nur die Schnittgeschwindigkeit von v, =300 m/min auf v.=75 m/min
reduziert. In Folge dieser Absenkung der Schnittgeschwindigkeit konnten auf
dem gesamten Stegsegment keine umgewandelten Randschichtbereiche
festgestellt werden. Zur besseren Veranschaulichung ist in Abbildung 5-12 der
Querschliff fur die Schnittgeschwindigkeit von 75 m/min dargestellt.

Abbildung 5-12 Querschliff eines bearbeiteten Stegsegments
(V¢ =75 m/min, f=0,05 mm, y =5° rg=30 pm)

Wie aus der vergrolRerten Darstellung in Abbildung 5-12 zu erkennen ist, kann
lediglich eine geringfigige Verformung des Grundgefliges festgestellt werden,
welche durch erhohte Zerspanungskrafte bei niedriger Schnittgeschwindigkeit
und dem Verhaltnis von Schneidkantenradius und Schnitttiefe erklart werden
kann.

Da es sich bei den gezeigten metallographisch untersuchten Proben nur um
Segmentausschnitte des gesamten Umfangs gedrehter Stege handelt, wurden
weitere Analysen an kleineren Proben durchgefuhrt. Dadurch kann
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ausgeschlossen werden, dass es sich bei den bisher festgestellten weilden
Schichten um zufallig auftretende Bereiche am Umfang der Probe handelt.
Maogliche Ursachen eines solchen statistischen Fehlers konnten beispielsweise in
ungenauer Probenfertigung, dem Versuchsaufbau oder der Prozessfuhrung
liegen. Die untersuchten kleinen Proben zeigten aber das gleiche Resultat wie
die Segmentausschnitte der grollen Stegproben. So wurden bei hohen
Schnittgeschwindigkeiten von v, =300 m/min und v, =400 m/min sowohl far
einen Vorschub von f= 0,05 mm als auch fur f = 0,1 mm am gesamten Umfang
der gedrehten Werkstucke weilde Schichten festgestellt. Wie Abbildung 5-13 und
Abbildung 5-14 entnommen werden kann, erstrecken sich die
zerspanungsbedingten  weilen  Schichten Uber weite Bereiche der
Bauteiloberflachen. Bei der Analyse der kleineren Proben konnte auf3erdem
unterhalb der wei3en Schicht eine ebenfalls neue schwarze Schicht festgestellt
werden. Diese ,dark layer’, wurden bei den mit v.=300m/min und
Ve =400 m/min bearbeiteten Proben durchgehend auf dem gesamten Umfang
festgestellt. Es kdnnen demnach vergleichbare Randzonenmodifiationen wie bei
den im Kenntnisstand beschriebenen Arbeiten zum Walzlagerstahl 100Cr6 von
Caruso, Attanasio und Umbrello festgestellt werden [Umb-09, Umb-10_2,
Car-11, Att-12].

‘ o~ g ¥ A =~ 2 Bons . o
Abbildung 5-13 Querschliff einer gedrehten Oberflache mit weil3er und schwarzer
Schicht (v = 400 m/min, f= 0,05 mm, y =5° ;=30 um)

Der Umstand, dass die schwarzen Schichten bei den grolen Proben so nicht
festgestellt werden konnten, wird damit erklart, dass die Atzungen der
Schliffbilder nicht alle auf einmal, sondern in einem zeitlichen Abstand mehrerer
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Monate durchgefuhrt wurden, wodurch es zu praparationsedingten
Abweichungen kommen kann. Die Dicke des durch die Zerspanung
beeinflussten Randschichtbereichs betragt bei einem Vorschub von f= 0,05 mm
und einer Schnittgeschwindigkeit von v, = 400 m/min ca. 8 ym, wobei die weilde
Schicht nur 4 ym stark ist. Der groRere Vorschub von f = 0,1 mm fahrt zu einer
etwas weniger tiefen Beeinflussung des Werkstuckgefuges, so ist die Dicke der
schwarzen Schicht weniger stark ausgepragt und die weilde Schicht fallt feiner
aus. Charakteristisch fur wei3e Schichten ist deren hohe Harte und Sprodigkeit.
Diese Merkmale und die lokalen Spannungszustande bedingen die Neigung
weilder Schichten zu Rissbildung, -wachstum sowie dem Abplatzen ganzer
Randschichtbereiche wie es in Abbildung 5-14 zu erkennen ist.

Abb||dung 5-14 Querschllff einer gedrehten Oberﬂache mit WelBer Schicht und
Abplatzungen (v¢ = 400 m/min, f=0,1 mm, y =5° r;= 30 um)

Abbildung 5-15 und Abbildung 5-16 zeigen die vergrofRerten weilden Schichten,
welche sich durch die Drehbearbeitung in der Werkstiuckrandzone mit den
beiden Vorschibe f = 0,05 mm und f = 0,1 mm gebildet haben.

Abbildung 5-15 Querschliff einer gedrehten Oberflache mit weil3er und schwarzer
Schicht (v¢ = 400 m/min, f= 0,05 mm, y =5°, rz=30 um)
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Es ist erkennbar, dass die weilte Schicht bei groRerem Vorschub etwas dunner
ist als bei kleinerem Vorschub. Die schwarze Schicht ist unabhangig vom
Grundmaterial zu sehen, auch wenn es in Abbildung 5-16 so aussieht, als wirde
die schwarze Schicht am Rand mit schwarzen Bereichen des Grundgefliges
zusammenhangen. Aufschluss Uber diese Unterschiede geben unter anderem
die Hartemessungen. Vermeintliche Unterschiede in den mikroskopischen
Aufnahmen bezlglich des Grundgefiiges resultieren aus der Probenpraparation
und der Belichtung bei der lichtmikroskopischen Untersuchung.

Abbildung 5-16 Querschliff einer gedrehten Oberflache,
(V¢ =400 m/min, f=0,1 mm, y =5° rg=30 pm)

Far alle untersuchten weilen Schichten gilt, dass es kaum homogene Bereiche
gibt, in denen ausschlieldlich weilde Anteile zu sehen sind. Statistisch verteilt sind
kleine schwarze Punkte sowie schwarze Bereiche erkennbar. Die Dicke der
beeinflussten Werkstuckrandzone ist dabei Uber den Probenumfang deutlichen
Schwankungen unterlegen. So kommt es wie bei der maximalen
Schnittgeschwindigkeit von v, =400 m/min ebenfalls zu einer tieferen
Beeinflussung bei einem Vorschub von f = 0,05 mm gegenuber einem Vorschub
von f=0,1 mm. Bedingt durch Fertigungstoleranzen bei Probengeometrie und
Versuchsaufbau sowie der Prozessfuhrung und dem Werkzeugverschleild kommt
es aullerdem zu extremen Formen der Werkstlckbeeinflussung. Abbildung 5-17
zeigt ein solches Extrem. Dabei flhrte die Drehbearbeitung zur Ausbildung einer
maximal 40 um dicken Schicht beeinflussten Werkstickmaterials, mit einer Dicke
der weil3en und schwarzen Schicht von jeweils bis zu 20 ym.
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50 um

Abbildung 5-17 Querschliff einer gedrehten Oberflache mit massiver lokaler
Beeinflussung der Randschicht, (v. = 400 m/min, f = 0,05 mm, y =5°,

rz =30 pm)

Die in diesen vereinzelt auftretenden Bereichen dokumentierten weillen und
schwarzen Schichten zeigten dabei die gleiche Struktur wie die duinnen
Schichten, welche das gesamte Werkstlck Uberziehen.

Hartemessung

Neben der optischen Untersuchung der bearbeiteten Bauteilrandschichten
wurden Hartemessungen in der Randzone der bearbeiteten Werkstlcke
durchgefuhrt. Dadurch sollte festgestellt werden, welche Harte die durch die
Drehbearbeitung erzeugten Schichten aufweisen und ob Unterschiede zur Harte
des unbeeinflussten Grundgefiiges vorliegen. Zudem kdénnen die gemessenen
Hartewerte verwendet werden, um die in der FE-Simulation berechneten Harten
zu validieren.

Hierfir wurde die Vickers-Harte in unterschiedlichen Bereichen der Querschliffe
der bearbeiteten Stege gemessen. Zum Einsatz kam hierfir das
vollautomatische  Mikrohartepriufgerat Q10-A+ der Firma Qness. Als
Referenzwert dient die Harte des Grundgefuges. Daruber hinaus sind speziell die
Hartewerte in den weilen und schwarzen Schichten von Interesse. Abbildung
5-18 zeigt beispielhaft einen Querschliff mit dem charakteristischen Eindruck der
Vickers-Hartemessung innerhalb der weiRen Schicht. Hierbei ist zu beachten,
dass dieser groRe Eindruck nur zur Veranschaulichung gemacht wurde, der
Vickers-Abstand zum Rand ware flr eine korrekte Messung zu gering.
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Abbildung 5-18 Querschliff mit Abdruck der Vickers-Hartemessung in der
Randschicht eines bearbeiteten Probenstegs

Bei der in Abbildung 5-18 dargestellten Randschicht handelt es sich um einen
Bereich mit extremer Beeinflussung der Mikrostruktur. Wie bereits erwahnt, sind
Bereiche dieser Art neben der durchgehenden weilden Schicht vereinzelt auf den
Proben zu finden. Aufgrund ihrer Grol3e eignen sie sich sehr gut um die Harte
der weillen Schicht bestimmen zu konnen, da der Aufbau der Schicht dem der
dinnen Schicht entspricht. Die durchgehende Schicht mit einer Dicke von nur
5 um ermoglicht keine einfache Messung der Harte. Gleiches gilt fir die
unterhalb der weil3en Schicht auftretende schwarze Schicht. Auch hier wurden
zusatzliche Hartemessungen an extremen Stellen am Umfang des Bauteils
durchgefiihrt. Hierdurch kann eine konkrete Aussage uUber die Harte dieser
Schicht getroffen werden, da eine Beeinflussung durch benachbarte Bereiche
ausgeschlossen werden kann, was bei der durchgehenden diinnen Schicht nicht
der Fall ist. Abbildung 5-19 zeigt die gemessenen Hartewerte in Abhangigkeit
des Abstandes von der Bauteiloberflache flr die Schnittgeschwindigkeiten
Ve = 300 m/min und v, =400 min sowie einen Vorschub f=0,05 mm und einen
Spanwinkel y =5°. Zusatzlich sind beispielhaft die Bereiche mit weillen bzw.

schwarzen Schichten eingezeichnet, wodurch der Zusammenhang zwischen
Harte und Schicht deutlich wird.
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Abbildung 5-19 Verlauf der gemessenen Vickers Harte in Abhangigkeit vom
Abstand von der Bauteiloberflache

Wie in Abbildung 5-19 gut zu erkennen ist, wurden innerhalb der weif3en Schicht
Werte zwischen 822 und 1150 HV gemessen. Dabei konnten die hochsten Werte
bei der grélieren Schnittgeschwindigkeit ermittelt werden. Hierzu passt auch die
Feststellung, dass die mit v. =400 m/min erzeugte weil’e Schicht eine noch
feinere und gleichmaBigere Struktur aufweist als die mit v, =300 m/min
gefertigte Randschicht. Aufgrund der lokalen Homogenitat der wei3en Schicht,
kann davon ausgegangen werden, dass die Harte innerhalb der Schicht tGberall
auf demselben Niveau liegt. Somit ergibt sich flr die 5 um dicke weil3e Schicht
eine Harte von 822 HV bzw. 1122 HV. Mit groRerer Entfernung von der
Bauteiloberflache nehmen die Werte der gemessenen Vickers Harte ab. Dabei
ist allerdings ein deutlicher Unterschied zwischen dem Grundgeflige und der sich
zwischen Grundgefiige und weiller Schicht befindenden schwarzen Schicht
festzustellen. So weist die schwarze Schicht eine Harte um 500 HV auf, wahrend
fur das Grundgefuge Werte um 350 HV gemessen wurden. Demnach konnte es
sich bei der schwarzen Schicht um Bereiche handeln, in denen es aufgrund lokal
variierender Zeit-Temperatur-Verlaufe zu Teilaustenitisierungen und als Folge zu
inhomogen verteilten Martensitbildungen kommt. Eine mechanische Verformung
des Gefuges kann an dieser Stelle ausgeschlossen werden, da die
Gefugestruktur vom Bauteilinneren bis zum Beginn der schwarzen Schicht sehr
gleichmalig ist. Innerhalb der schwarzen Schicht kann wiederum keine
Orientierung des Geflges in Schnittrichtung festgestellt werden wie Abbildung
5-20 beispielhaft zeigt. Die These einer thermischen Belastung als Hauptursache
fur die Randzonenveranderungen wird hiermit gestutzt.
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Abbildung 5-20 Querschliff einer gedrehten Oberflache mit weil3er und schwarzer
Schicht ohne erkennbare Orientierung in Schnittrichtung,
(V¢ =300 m/min, f=0,1 mm, y=5°, rg= 30 um)

5.2 Diskussion und Zusammenfassung

Am Analogieprozess Drehen wurden Untersuchungen zur Ermittlung von
Zusammenhangen zwischen Prozess- und Werkzeugparametern sowie den
resultierenden Kraften und Temperaturen durchgeflihrt. Die gemessenen
Zerspankrafte und —temperaturen zeigen charakteristische Abhangigkeiten von
Vorschub und Schnittgeschwindigkeit. Die Variation des Spanwinkels wurde mit
einem konstanten Freiwinkel und einer daraus resultierenden gleichzeitigen
Anderung des Freiwinkels durchgefiihrt, was die Interpretation der
Winkelabhangigkeit der Prozesskrafte und —temperaturen erschwert. Es wird
auRerdem ersichtlich, dass die Anderung des Spanwinkels bei groRerer
Schnitttiefe deutlich groRere Auswirkungen auf die gemessenen Krafte hat, was
mit dem Verhaltnis von Schneidkantenverrundung zu Schnittiefe begrindet
werden kann. Die metallografische Untersuchung der zerspanten
Bauteiloberflachen zeigt, dass es bei hohen Schnittgeschwindigkeiten zur
Ausbildung von schwarzen und wei3en Randschichten kommt. Die Dicke dieser
Schichten ist dabei in erster Linie abhangig von der Schnittgeschwindigkeit und
wachst mit dieser an. Hartemessungen ergaben deutlich erhohte Hartewerte in
den umgewandelten Randzonen der bearbeiteten Bauteilrandschichten
gegenuber dem unbeeinflussten Grundgefluge.
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6 Ansatz Spanbildungs-Simulation mit
Gefugeumwandlungen

Zur Abbildung zerspanungsbedingter  Gefligeumwandlungen in  der
Bauteilrandschicht wurde ein FE-Spanbildungsmodell flir den Versuchswerkstoff
42CrMo4 aufgebaut, welches Phasenumwandlungsprozesse bericksichtigt.
Damit das entwickelte Modell den realen Prozess korrekt abbildet, musste das
Materialmodell zur Beschreibung des mechanischen Werkstoffverhaltens exakt
auf den Werkstoff 42CrMo4 abgestimmt werden. Der Vorgang der
Materialtrennung aufgrund des Eindringens des Schneidkeils in das Werkstlck
wurde mit Hilfe einer kontinuierlichen Neuvernetzung und Netzverfeinerung
umgesetzt. Im Folgenden werden die einzelnen Bestandteile und der Aufbau des
FE-Spanbildungssimulationsmodells vorgestellt.

6.1 2D-Spanbildungssimulation

6.1.1 Materialmodell

Fur die Beschreibung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens des
Materials 42CrMo4 im verguteten Zustand wurde ein isotropes
FlieRspannungsmodell nach Véhringer und Voce mit einem FlieRkriterium nach
von Mises verwendet, wie es von Autenrieth fur den Werkstoff C45E verwendet
wurde [Aut-10]. Fur diese Beschreibung wird die FlieBspannung o, in die zwei

Terme o* und o zerlegt:
0,=0,+0%* Formel 6-1

Dabei stellt o, den thermischen und o* den athermischen Anteil der

FlieRspannung dar. In Abhangigkeit von der plastischen akkumulierten Dehnung
g,, der plastischen Dehnrate 7 und der Temperatur T kann damit die

FlieRspannung o, beschrieben werden:

Formel 6-2
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Wird diese Uberschritten, so verschwindet der thermische FlieRspannungsanteil.
AG, ist die freie Enthalpie, welche erforderlich ist, um ein Hindernis bei 0 K zu
uberwinden, und k, die Boltzmannkonstante. Durch die wachsende plastische
akkumulierte Dehnung kommt es zur Verfestigung des Materials, was im
Rahmen des thermischen Flielispannungsanteils mit dem erweiterten Voce-
Ansatz beschrieben wird [Aut-10]. Erhdhte Temperaturen, die infolge von groflden
Schnittgeschwindigkeiten auftreten, kbnnen hingegen zu einer Entfestigung des
Materials flhren. Zur Berucksichtigung dieses Materialverhaltens wird der
Hochtemperaturentfestigungsterm g(T, Ty) von Autenrieth fur den Werkstoff
C45E verwendet [Aut-10]. Aufgrund fehlender experimenteller Daten bezuglich
des Hochtemperaturverhaltens des Versuchswerkstoffs 42CrMo4 wurde davon
ausgegangen, dass die von Autenrieth fir C45E bestimmten Parameter zur
Beschreibung der Temperaturabhangigkeit auch fur andere Stahle, wie den im
Rahmen dieser Arbeit untersuchten 42CrMo4, mit hinreichender Genauigkeit
verwendet werden kénnen. Tabelle 6-1 zeigt die hierfur verwendeten Parameter
zur Modellierung der Hochtemperaturentfestigung aus der Arbeit von Autenrieth.

3 [K] AS[K] ¢ 4 T, [K]
560 90 2 9 1793
Tabelle 6-1 Parameter zur Beschreibung der Hochtemperaturentfestigung
[Aut-10]

Zur Bestimmung der flir das Materialmodell notwendigen Parameter fir den
Werkstoff 42CrMo4 im verguteten Zustand wurde auf experimentelle Daten aus
den Dissertationen von Miokovi¢ und Klemenz zurtickgegriffen [Mio-05, Kle-09].
Dabei wurden wie in der Arbeit von Autenrieth FE-Simulationen mit einem Ein-
Element-Modell (vgl. Abbildung 6-1) durchgefuhrt, um die Parameter des
Materialmodells an die experimentellen Daten aus der Literatur anzupassen.

eI
L =

Abbildung 6-1 Ein-Element-Modell der Zug-Drucksimulationen fiir die
Parameterermittlung
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Das in Abbildung 6-1 dargestellte Modell wurde durch Vorgabe einer definierten
Verschiebung auf Zug und Druck belastet. Die resultierenden Spannungen und
Dehnungen koénnen grafisch als Hysterese dargestellt und mit den
experimentellen Ergebnissen aus [Kle-09] verglichen werden.

Abbildung 6-2 zeigt die Ergebnisse der Ein-Element-Versuche zur Bestimmung
der Parameter 6,,6 und o, welche die Verfestigung des Werkstoffs

beschreiben.

2500
{| —m— Experimentelle Daten Klemenz
2000 4| —=— FE-Simulation Ein-Element-Modell

15004
10004
500 -
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I
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Abbildung 6-2 Abgleich der simulierten Wechselverformungskurve mit
experimentellen Daten aus [Kle-09]

Aus Abbildung 6-2 wird deutlich, dass die Verfestigung des verguteten 42CrMo4
fir den ersten Zyklus aus Zug- und Druckbelastung gut abgebildet wird. Bei
erneuter Zugbelastung kommt die Tatsache zum Tragen, dass im Modell ein
isotropes Verfestigungsverhalten angenommen wurde. Hierdurch kommt es bei
der erneuten Zugbelastung zu einer deutlichen Abweichung von Simulation und
Experiment. Das ist bei Annahme eines isotropen Werkstoffverhaltens allerdings
zwangslaufig der Fall. Dennoch wird es im Rahmen von zweidimensionalen FE-
Spanbildungsmodellen weltweit als Standard eingesetzt. Es wird demnach eine
zulassige Annaherung des Verfestigungsverhaltens des verwendeten Werkstoffs
42CrMo4 vorgenommen. Die ermittelten Parameter zur Beschreibung der



72 Ansatz Spanbildungs-Simulation mit Gefligeumwandlungen

Werkstoffverfestigung, die auch zur Erzeugung des Diagramms in Abbildung 6-2
verwendet wurden, sind in Tabelle 6-2 aufgefuhrt.

90 6; o,

0,0105 25 0,15

Tabelle 6-2 Ermittelte Parameter 6,6 und o, zur Beschreibung der
Materialverfestigung

Das Materialmodell zur Beschreibung des elastisch-plastischen
Werkstoffverhaltens wurde in eine ,user defined subroutine” (UHARD) flur das
verwendete FE-Programm ABAQUS/Standard implementiert.

6.1.2 Neuvernetzung und Netzverfeinerung

Die kontinuierliche Neuvernetzung zur Realisierung der Materialtrennung kann
mit einem Ablaufplan beschrieben werden, wie er in Abbildung 6-3 dargestellt ist.
Zur Realisierung der Neuvernetzung und Netzverfeinerung konnte von auf den
Algoritmus von Schulze und Zanger =zurlckgegriffen werden [Sch-11_5].
Zunachst kommt es infolge der Relativbewegung des Werkstlicks zum Kontakt
mit dem Werkzeug. Hierfir wird das Werkstlck in der Simulation um einen
Betrag von 5 pm in Richtung des Werkzeugs verschoben. Dadurch kommt es zu
einer Knotenverschiebung des belasteten Werkstlck-FE-Netzes, welche mit Hilfe
des hinterlegten Materialmodells die elastisch-plastische Verformung des
Bauteils beschreibt. Im Anschluss an die Werkstlckverschiebung werden die
verformte  Bauteilgeometrie  extrahiert sowie  ZustandsgrolRen  des
Werkstickmaterials wie Temperaturen, Spannungen, Dehnungen und
Gefugeanteile gespeichert. Fur die verformte Werkstlickgeometrie wird dann ein
neues, nicht verzerrtes FE-Netz generiert und die gespeicherten Zustandsgrof3en
werden auf die Knoten des neuen Netzes Ubertragen. Da an diesem Punkt der
Simulation eine Interpolation der Ubertragenen Groflen durchgefuhrt werden
muss, kénnen geringe numerische Ungenauigkeiten auftreten, welche sich in
den durchgeflihrten Simulationen aber nicht erkennbar negativ ausgewirkt
haben. Nach diesem Schritt sind der erste Zyklus einer Spanbildungssimulation
und die erste Neuvernetzung abgeschlossen und der Ablauf beginnt mit einer
erneuten Verschiebung des Bauteils um weitere 5 ym von vorne.
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Abbildung 6-3 Ablauf der Neuvernetzung

Das neue FE-Netz wird dabei fur das gesamte Werkstuck generiert. Um die
geometrischen Verhaltnisse sowie die im Werkstoff ablaufenden Vorgange so
genau wie moglich abbilden zu konnen, muss das Werkstluck im Bereich der
Zerspanzone moglichst  fein vernetzt  werden. Da mit  dem
Spanbildungssimulationsmodell kleinste Gefugebeeinflussungen der
Bauteilrandschicht modelliert werden sollen, muss auch dieser Bereich eine sehr
hohe Netzfeinheit aufweisen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde deshalb eine
Elementkantenlange von 1 um fur diese besonders signifikanten Bauteilbereiche
gewahlt. Aus Rechenzeitgrinden kann aber nicht das gesamte Bauteil mit einem
solch feinen Netz versehen werden, weshalb das Bauteil in unterschiedliche
geometrische Bereiche unterteilt wurde, flr die verschiedene Feinheitsgrade
vordefiniert wurden. Die Feinheitsgrade stehen dabei in einem proportionalen
Verhaltnis zur hochsten Netzfeinheit in der Zerspanzone. Durch grof3e
Dehnungen und Dehnraten sowie das damit verbundene Materialverhalten des
Werkstlicks kann es bei der FE-Spanbildungssimulation zu numerischen
Ungenauigkeiten und Konvergenzproblemen kommen. Aus diesem Grund wurde
neben der Neuvernetzung auch eine Netzverfeinerung genutzt, welche im Falle
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einer Nichtkonvergenz des Differenzialgleichungssystems die Netzfeinheit um
einen definierten Faktor erhoht und die Rechnung erneut startet. Des Weiteren
kann auch der Betrag der Verschiebung verandert werden, wodurch es zu
veranderten Verzerrungen des FE-Netzes und damit anderen Voraussetzungen
zur Konvergenz der Gleichungssysteme kommt.

6.1.3 Geometrischer Aufbau

Das zweidimensionale FE-Spanbildungssimulationsmodell ist aus einem
rechteckigen Werkstuckkorper (grau) und einem keilformigen Werkzeug (rot)
aufgebaut. Abbildung 6-4 zeigt die Anordnung der beiden Modellkdrper vor dem
Beginn der Simulation.

Abbildung 6-4 Geometrischer Aufbau des 2D-Spanbildungsmodells fur eine
beispielhafte Schnitttiefe von 50 um und einem Spanwinkel von 5 °

Der Radius der Schneidkante rg entspricht mit 30 ym dem der in den
Drehversuchen verwendeten Wendeschneidplatten. Gleiches gilt fur den
Freiwinkel von 7 °. Durch ein Kippen der Werkzeugschneide kdénnen in der
Simulation sehr einfach unterschiedliche Span- und Freiwinkelkombinationen
eingestellt werden. Die in der Schneide erkennbaren diagonalen Linien deuten
die Segmentierung des Werkzeugkoérpers an, mit deren Hilfe das Werkzeug in
Bereiche mit grober und feiner Vernetzung unterteilt wird. So wird entlang der
Werkzeugschneide mit einer Elementkantenlange von 1 ym vernetzt, wahrend
im groften Teil des Werkzeugs Elemente mit einer Kantenlange von bis zu
100 um verwendet werden.
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6.1.4 Reibungsmodellierung

Im einfachsten Fall wird die Reibung zwischen Werkstliick und Werkzeug mit
Hilfe eines konstanten Reibungskoeffizienten unter Nutzung des Coulomb’schen
Reibungsgesetzes modelliert. Im Rahmen dieser Arbeit wurde in
Zusammenarbeit mit dem Institut fur Angewandte Materialien — Zuverlassigkeit
von Bauteilen und Systemen (IAM-ZBS) sowie weiteren Mitarbeitern des wbk
Institut fir Produktionstechnik ein Modell zur Beschreibung der Reibung in
Abhangigkeit der lokalen Temperaturen und der Relativgeschwindigkeit des am
Werkzeug vorbei flieRenden Materials entwickelt [Sch-13, Sch-13_4]. Eine
explizite Abhangigkeit des Reibungskoeffizienten von der Pressung zwischen
den beiden Reibpartnern wurde nicht berlcksichtigt, allerdings ergibt sich eine
indirekte Kopplung durch den Einfluss der Pressung auf die FlieRgeschwindigkeit
des Materials.

Um ein Modell zur Beschreibung der Reibung zwischen Werkstuck und
Werkzeug aufbauen zu konnen, wurden zunachst am Institut fur Angewandte
Materialien — Zuverldssigkeit von Bauteilen und Systemen (IAM-ZBS)
Reibversuche an einem Tribometer-Versuchsstand vom Typ PLINT TE92HS
durchgefuhrt. Bei diesem Pin-on-disc Versuchsaufbau wird eine Scheibe in
Rotation versetzt und eine Kugel als Gegenkorper mit definierter Kraft axial auf
die ebene Flache gepresst. Durch Messung der resultierenden Normalkraft Fy
sowie des Moments M, und unter Verwendung des Coulomb’schen Reibmodells,
kann der Reibkoeffizient ermittelt werden. Abbildung 6-5 zeigt schematisch den
Aufbau des Versuchsstands und die Reibpartner Scheibe und Kugel.

\
T Freib = 20 mm

Abbildung 6-5 Schematischer Versuchsaufbau fir die Reibversuche (links) und
vergroRerte Anordnung der Reibpartner (rechts)

Die im Rahmen der Reibversuche am IAM-ZBS verwendeten Scheiben wurden
am wbk aus dem verguteten Werkstoff 42CrMo4 hergestellt und geschliffen,
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wobei die gleiche Materialcharge wie fur die Zerspanungsversuche verwendet
wurde. Fur die Kugel wurde eine Hartmetallzusammensetzung aus
feinstkbrnigem Wolframcarbid und Kobalt (WC-6Co) gewahlt, welche der
Zusammensetzung und Korngrolle der Hartmetallwerkzeuge fur die
Drehversuche entspricht. Tabelle 6-3 zeigt die relevanten Parameter der Scheibe
und der Kugel.

Scheibe Kugel
Material 42CrMo4 vergltet WC-6Co unbeschichtet
Zustand geschliffen poliert
Harte 304 + 12 HV30 1692 + 12 HV30
Oberflachenrauheit R.=0,10 £ 0,01 um R, =0,02 £ 0,005 um
R,=0,77 £ 0,08 ym R, =0,07 £ 0,01 ym
Rk =0,31 £ 0,04 um Rk =0,04 £ 0,01 ym

Tabelle 6-3 Zusammensetzung, Beschaffenheit und Zustand der Reibpartner

Das Schleifen bzw. Polieren der Oberflachen wurde durchgefihrt, um definierte
Anfangszustande gewahrleisten und im weiteren Verlauf der Versuche auch das
VerschleiRverhalten untersuchen zu kénnen. Der Anpressdruck der Kugel wurde
im Reibversuch so gewahlt, dass die resultierenden Normalspannungen die
Bedingungen der Zerspanung wiedergeben. Durch  Variation der
Rotationsgeschwindigkeit sowie der Messung der entstehenden Temperaturen
wird ein Zusammenhang zwischen Relativgeschwindigkeit, Temperatur und
Reibkoeffizient ermittelt, welcher wie in Abbildung 6-6 in Form einer
dreidimensionalen Flache dargestellt werden kann.
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Abbildung 6-6 Experimentell ermittelter Reibkoeffizient p in Abhéngigkeit von
Relativgeschwindigkeit und Kugeltemperatur [Sch-13]

Es ist in Abbildung 6-6 gut zu erkennen, wie der Reibkoeffizient mit steigender
Relativgeschwindigkeit stark abnimmt. Héhere Temperaturen fihren hingegen zu
einem leichten Anstieg des Reibkoeffizienten. Der beschriebene Zusammenhang
zwischen Relativgeschwindigkeit, Temperatur und dem resultierenden
Reibkoeffizienten wurde in der Spanbildungssimulation bericksichtigt
[Sch-13_4]. Hierfir wird zu jedem Zeitschritt die Kontaktlange zwischen
Werkstick und Werkzeug ausgelesen und die lokal an den Knoten vorliegenden
Temperaturen und  Geschwindigkeiten  ermittelt.  Entsprechend  den
Zusammenhangen zwischen diesen GroRRen, wird jedem Knoten ein spezifischer
Reibkoeffizient zugewiesen. Abbildung 6-7 zeigt exemplarisch die

Vorgehensweise zur Implementierung der lokalen Reibbedingungen in der
Spanbildungssimulation.
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Abbildung 6-7 Auslesen der Kontaktlange und Zuordnung von spezifischen Reibkoeffizienten
[Sch-13]
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Die im mittleren Diagramm von Abbildung 6-7 dargestellten Zusammenhange
zwischen Reibkoeffizient, Temperatur und Gleitgeschwindigkeit konnen dabei
sowohl tabellarisch in der Input-Datei der Simulation oder alternativ mit Hilfe
einer Subroutine eingebunden werden. Sowohl Abbildung 6-6 als auch Abbildung
6-7 zeigen fur die Kugeltemperatur einen Bereich von bis zu 200 °C an, wahrend
im eigentlichen Zerspanungsvorgang Temperaturen von Uber 1000 °C erreicht
werden. Hier muss deshalb erganzt werden, dass die Temperaturmessungen im
Reibversuch nicht unmittelbar im Kontakt erfolgen kann sondern in einiger
Entfernung. Dies bedingt deutlich niedrigere gemessene Temperaturen, als sie
im Kontakt tatsachlich vorherrschen. Da der Trend der Temperaturabhangigkeit
des Reibkoeffizienten aber gut erkennbar ist, wird flr die Spanbildungssimulation
eine Extrapolation des temperaturabhangigen Verhaltens des Reibbeiwertes bis
zu Temperaturen von 1200 °C vorgenommen. Gegenuber vorhandenen
Modellen wird durch das implementierte Modell mit seiner Temperatur- und
Geschwindigkeitsabhangigkeit eine deutliche Steigerung des
Detaillierungsgrades hinsichtlich der Abbildung der Reibung zwischen Werkstlck
und Werkzeug erzielt.

6.1.5 Warmeubergang und Warmemodell

Der Beschreibung der Warmeubergange zwischen Werkzeug, Werkstuck und
Umgebung kommt eine zentrale Rolle zu, wenn die Warmeentstehung und
-verteilung im Zerspanungsprozess innerhalb eines Spanbildungsmodells
abgebildet werden soll. Aus diesem Grund wurden zwei Ansatze zur
Bestimmung der Warmeubergangskoeffizienten zwischen Werkzeug und
Werkstluck sowie Werkstiuck und Umgebung gewahlt. Zur Bestimmung des
Warmeubergangs zwischen dem Hartmetallwerkzeug und dem verwendeten
Stahl 42CrMo4 wurden am Institut fir angewandte Materialien — Angewandte
Werkstoffphysik (IAM-AWP) Laser-Flash Experimente durchgefuhrt. Die dafur
notwendigen Proben wurden aus der Materialcharge des Stahls der
Zerspanversuche sowie aus einer Hartmetallwendeschneidplatte hergestellt. Mit
Hilfe der Versuche wurden zunachst die Temperatur- und Warmeleitfahigkeiten
der beiden Materialien in Abhangigkeit der Temperatur bestimmt. Abbildung 6-8
zeigt die ermittelten Temperatur- und Warmeleitfahigkeiten a und A in
Abhangigkeit von der Temperatur fur die am Zerspanprozess Dbeteiligten
Materialien des Werkstucks (42CrMo4) und des Werkzeugs (WC-6Co).
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Abbildung 6-8 Temperaturleitfahigkeit a und Warmeleitfahigkeit A fir den Stahl
42CrMo4 (links) und das Feinstkornhartmetall WC-6Co (rechts)

Mit steigender Temperatur ist flr die Stahllegierung ein Absinken der
Warmeleitfahigkeit zu beobachten. Mit Erreichen der Austenitisierungstemperatur
steigt die Warmeleitfahigkeit wieder an. Die ultrafeine Hartmetalllegierung zeigt
ein sehr kontantes Verhalten der Warmeleitfahigkeit Uber den gesamten
untersuchten Temperaturbereich. Im nachsten Schritt wurden beide
Werkstoffproben zusammengepresst und der Verbund untersucht. Auf diesem
Weg lasst sich der temperaturabhangige Kontaktwiderstand Rcone bestimmen.
Durch Bildung des Kehrwertes ergibt sich aus dem Kontaktwiderstand Rcon: der
Warmeubergangskoeffizient o. Die ermittelten temperaturabhangigen Verlaufe
der beiden Parameter sind in Abbildung 6-9 dargestellt [Sch-13].
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Abbildung 6-9 Kontaktwiderstand Rcon: (links) und Warmetbergangskoeffizient
(rechts) « fur die Werkstoffpaarung 42CrMo4/WC-6Co [Sch-13]

Aus Abbildung 6-9 wird ersichtlich, dass der Kontaktwiderstand Rcoy,: mit
steigender Temperatur abnimmt. Ein extremer Abfall ist im Bereich der
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Austenitisierungstemperatur zZu erkennen. Der sich ergebende
Warmeubergangskoeffizient steigt analog dazu mit hoheren Temperaturen an
und nimmt seine hochsten Werte nach dem Uberschreiten der
Austenitisierungstemperatur von 723°C an. Zur Bestimmung des
Warmeubergangskoeffizienten wurde Uber den gesamten Messbereich eine
konstante Flachenpressung bei vollflachigem Kontakt der beiden Proben
verwendet. Eine Abhangigkeit des Warmelubergangs von variierten
Flachenpressungen wurde nicht gesondert untersucht.

Zur Ermittlung der temperaturabhangigen Warmeubergange vom Werkstuck in
die Umgebung, wurden am Institut fur technische Thermodynamik (ITT)
thermodynamische Berechnungen durchgeflhrt. Die sich hieraus ergebenden
Ergebnisse sind in Abbildung 6-10 dargestellt [Sch-13]. Die Berechnungen
basieren dabei auf dem einfachen Modell einer ebenen Wand und entsprechen
damit nicht exakt den raumlichen Verhaltnissen zwischen Werkzeug und
Werkstick im zweidimensionalen Spanbildungsmodell. Allerdings ermdglicht
selbst dieses einfache Modell eine weitere Anndherung der Randbedingungen
an den realen Prozess verglichen mit der Nichtberlcksichtigung dieses
Warmelibergangs oder der Annahme eines konstanten Ubergangskoeffizienten.

Die ermittelten Warmeubergangsbeziehungen wurden in das FE-Modell fur die
Spanbildung implementiert. Dabei wurde der Warmelbergang im Kontakt
zwischen Werkzeug und Werkstlck direkt in die Input-Datei eingefugt. Hierfur
wurde zwischen beiden Korpern eine temperaturabhangige Leitfahigkeit (Gap
Conductance) definiert, fur welche die experimentell ermittelten
Warmeleitfahigkeiten aus Abbildung 6-9 tabellarisch vorgegeben werden
konnten.

Die Implementierung des Warmeubergangs zwischen Werkzeug/Werksttck und
der Umgebung wurde mit Hilfe von Oberflachenfiimbedingungen (Film Condition)
umgesetzt. Diese Methode ermoglicht die Vorgabe temperaturabhangiger
Warmeubergangskoeffizienten fur zuvor definierte Oberflachen des Modells und
eine wahlbare Umgebungstemperatur. Fur die Umgebungstemperatur wurde
dabei ein Wert von 20°C gewahlt. Die mittels temperaturabhangigen
Ubergangskoeffizienten ermittelten Warmestréome entsprechen den in Abbildung
6-10 dargestellten Werten.
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Abbildung 6-10 Berechneter temperaturabhangiger Warmestrom ¢ von
Werkstiick und Werkzeug die Umgebung

Der berechnete Warmestrom ¢ vom Werkstiick in die Umgebung nimmt mit
steigender Temperatur des Werkstucks zu. Entsprechend kuhlen besonders
heiRe Bereiche im Verhaltnis zu anderen Regionen schneller ab. Im
Zusammenhang mit Gefugeumwandlungsprozessen ist dies besonders
interessant, da somit gerade die Zonen besonders schnell abgeschreckt werden,
welche durch hohe Temperaturen einen hohen Austenitgehalt aufweisen.

Die im Rahmen der Spanbildungssimulation aufgrund der Interaktion von
Werkzeug und Werkstick auftretenden Temperaturfelder:

T(X, Y, Z, t) Formel 6-3

gehen als EingangsgrofRe in die Simulation der Phasenumwandlungen ein.
Aufgrund der zuvor vorgestellten und implementierten Teilmodelle hangen diese
Temperaturfelder direkt von den lokal herrschenden Reib- und
Warmeubergangsbedingungen sowie von den Prozess- und
Werkzeuggeometrieparametern ab. Nach dem Fourier’'schen Gesetz ergibt sich
damit die Warmestromdichte gemal:

4(x,y,z,t) = —A(T) - gradT(x, v, z,t) Formel 6-4

mit der Zeit t und der Warmeleitfahigkeit A . Durch Lésen der folgenden
partiellen Differentialgleichung fur die Warmeleitung (Fourier) fur ein
differentielles Volumenelement |asst sich die instationare Temperaturverteilung
im Werkstlck berechnen:
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cp-,o-ﬂzi(/l-ﬂj+ﬁ l-ﬂ +£[ﬁ£j+(§(x,y,z,t) Formel 6-5
ot X X)) oy oy oL oL

Dabei wird die Warmemenge Q im entsprechenden Volumenelement erzeugt
oder diesem zugefuhrt. Sie ergibt sich aus der im Zerspanungsprozess
entstehenden Warme durch Reibung, plastischer Verformung sowie der
Umwandlungswarme durch die Gefligeumwandlungen.

6.2 Gefigeumwandlungssimulation

Zur Abbildung der zerspanungsbedingten Phasenumwandlungen wurde auf das
in 2.6.1 vorgestellte Modell zurlckgegriffen, welches von Miokovi¢ zur
Beschreibung der Umwandlungskinetik des Stahls 42CrMo4 beim
Laserstrahlharten entwickelt und validiert wurde [Mio-05, Mio-06]. Dieses Modell
eignet sich sehr gut, da bei der Zerspanung ebenfalls sehr hohe Aufheiz- und
AbkUhlraten auftreten und das bestehende Modell die damit verbundenen
Vorgange der Kurzzeitaustenitisierung nachweislich sehr gut abbildet.

Die Umwandlungskinetik der diffusionsgesteuerten Phasenumwandlungen wird
mittels des Ansatzes aus Formel 2-6 modelliert, wobei der maximale
Austenitgehalt mit Hilfe einer an Formel 2-5 angelehnten Modifikation fur
42CrMo4 berucksichtigt wird [A_Sch-13]. Diese Anpassung wird vorgenommen,
da das verwendete Modell von Miokovi¢ immer einen maximalen Austenitgehalt
von 100 % vorsieht. Werden bei der Zerspanung aber Temperaturen unter
911 °C erreicht, so muss von einem geringeren maximalen Austenitgehalt
ausgegangen werden, welcher durch den folgenden Ausdruck beschrieben wird:

2
T-A
fpmax =1—EXP— 4{—“} Formel 6-6
Ac3 - Acl

Hierdurch wird ermdglicht, dass der maximale Austenitgehalt in Abhangigkeit von
der in der Randzone erreichten Temperatur von 0 % bis 100 % variieren kann.
Auf eine Implementierung von druckabhangigen Austenitisierungstemperaturen
wird verzichtet. Zur Absicherung dieser Vernachlassigung wurden in
Zusammenarbeit mit dem Institut flr angewandte Materialien — Werkstoffkunde
und der Luled Universitdt in Schweden thermodynamische Berechnungen mit
dem Programm Thermo-Calc durchgefuhrt. Abbildung 6-11 zeigt die berechneten
druckabhangigen Verlaufe der Ac1- und Ac3-Temperatur [Sch-13_3].
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Abbildung 6-11 Verlauf der A¢;- und Acs-Temperatur in Abhéangigkeit des Drucks
[Sch-13 3]

Wie aus Abbildung 6-11 deutlich wird, fihrt ein Druck von 1000 MPa zu einer
Absenkung der A;-Temperatur von ca. 20 °C. Dieses Ergebnis deckt sich mit
Ergebnissen von Stuart, welcher eine Absenkung der eutektoiden Temperatur
einer Fe-0,81 wt.-% Legierung von 21 K bei einem Druck von 1000 MPa
feststellen konnte [Stu-66]. Ramesh hingegen berechnete flir den Walzlagerstahl
100Cr6 eine druckabhangige Abnahme der A.,-Temperatur von 118 °C bei
einem hydrostatischen Druck von 1300 MPa [Ram-08]. Diese grole
Verschiebung der Umwandlungstemperatur erscheint im Vergleich zu den in
Abbildung 6-11 gezeigten Ergebnissen Uberschatzt. Aufgrund der grolien
Heizraten und dem nachweislich groReren Einfluss der Kurzzeitaustenitisierung
auf die Austenitisierungstemperaturen beim untersuchten Werkstoff 42CrMo4,
wird der Druckeinfluss in der vorliegenden Arbeit vernachlassigt und auf dem
Modell von Miokovi¢ aufgebaut.

Aufgrund der unterschiedlichen physikalischen Eigenschaften der Gefugeanteile
kommt es durch die Gefugeumwandlungen zu umwandlungsbedingten
Spannungen und Dehnungen. Diese Vorgange werden wie in [Mio-05] mit Hilfe
der Umwandlungsplastizitat nach Greenwood und Johnson bericksichtigt
[Gre-65]. So konnen die thermisch und umwandlungsbedingten Dehnungen
folgendermalien formuliert werden:

8(T): fy apn T+, ¢

fo-opa-TH+T

tr,y—>M +

Formel 6-7
& + f

A, max tr,a—y F,min

s T
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Mit  f = f fu = Ffame —fa » aus Formel6-7 und « dem

thermischen  Ausdehnungskoeffizienten der Martensitphase, f,, dem

M ,max A,max 2 A, max A, max th,M

Volumenanteil von Martensit und ¢ der Umwandlungsdehnung durch die

tr,y—>M
Umwandlung von Austenit zu Martensit. Durch Umstellen von Formel 6-7 und mit
Kenntnis von f, ., f Apy UNd & kann der Volumenanteil des

troa—y
umgewandelten Martensits berechnet werden. Die Umwandlungskinetik der
diffusionslosen Martensitbildung wird mit einem nach Skrotzki modifizierten
Ansatz von Koistinen und Marburger beschrieben [Mio-05, Skr-91]:

T-M, \”
fM = fM,max . 1— W Formel 6-8
s = Wy

mit dem maximalen Martensitgehalt f und den durchschnittlichen

M, max

F,min ?

Martensitstart und -finishtemperaturen M und M, . Miokovi¢ ermittelte die M -

und I\Wf -Temperaturen durch Fitten der f,(T)-Funktion an experimentell

ermittelte Daten.

Die Simulation der diffusionsgesteuerten Umwandlungen erfolgt mittels des in
Formel 2-4 vorgestellten Avrami-Ansatzes.

Zur Berechnung der durch die Gefligeumwandlungen resultierenden Harte der
Bauteilrandschicht wird ebenfalls der in [Mio-05] verwendete Ansatz einer
linearen Superposition der Einzelhartewerte der Geflugebestandteile zur
Berechnung einer Gesamtharte H,, nach [Den-92 und Ash-84] herangezogen:

Htotal :(fM HM + faHa +H + H Formel 6-9

(Fe,Misch )—Karbide Mischkarbi de )

Dabei stellen f,, und f, die Volumenanteile der Phasen Martensit und Ferrit

dar. Die Gesamtharte ergibt sich aus den Einzelharten dieser beiden Phasen und
den Harten der sich auflésenden Eisen- und Mischkarbide H, sowie

Fe,Misch )—Karbide

der feindispersen ungelosten Mischkarbide H,, ... D€r gewahlte Ansatz zur

Harteberechnung setzt voraus, dass in der durch den Zerspanungsprozess
geharteten Randschicht nur diese Phasen auftreten, d.h. keine bainitischen oder
perlitischen Anteile vorliegen.

Die Einbindung der Umwandlungskinetik und der damit verbundenen
Beschreibungen der Umwandlungswarme und Dehnungen in das FE-
Spanbildungsmodell wurde mit Hilfe spezieller Subroutinen realisiert. Die
praktische Umsetzung erfolgt dabei gemeinsam mit der Beschreibung des
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elastisch-plastischen Materialverhaltens in einer Datei. Das Ablaufdiagramm in
Abbildung 6-12 zeigt schematisch den Ablauf der Spanbildungssimulation und
der dabei interagierenden Subroutinen.

T, AT, At

Gekoppelte thermo-

mechanische
Analyse

a,,

Q@
ml.“
ol

la
o

Subroutine
UHARD
&

P
Oy(Ep,E,, T)

SDvV

Subroutine
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a

I
d_o_
*or

FINITES
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FIELDV SDV
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Sbv

T, Ty

Subroutine
UMWAND

Af(T f4)

cefF(TM.stnrl)
H (Cel'flfi)

Abbildung 6-12 Ablaufdiagramm und Interaktion Subroutinen fur das
Spanbildungsmodell mit Phasenumwandlungen

Gemaly dem in Abbildung 6-12 dargestellten Ablauf wird jedes einzelne finite
Element zunachst einer gekoppelten thermo-mechanischen Analyse hinsichtlich
seiner Verformung und der Temperaturen sowie deren zeitlichem Verlauf
unterzogen. Die Bedingungen fur das elastisch-plastische Materialverhalten
werden dabei aus der Subroutine UHARD bezogen. Innerhalb der Subroutine
UEXPAND werden unter Zuhilfenahme einer weiteren Subroutine (UMWAND)
die Umwandlungstemperaturen sowie die Anteile der Gefligebestandteile sowie
deren Ausdehnungen berechnet. Durch die Nutzung von Statusvariablen, d.h.
Variablen deren Wert sich innerhalb der Rechnung andern kann, sowie der
Subroutine USDFLD wird sichergestellt, dass die Werkstoffeigenschaften
geflgebestandteilsspezifisch bericksichtigt werden.

6.3 Kombination von Spanbildungs- und
Gefligeumwandlungssimulation

Die Beschreibung des Werkstoffs 42CrMo4 wurde sowohl hinsichtlich des

plastischen Materialverhaltens als auch der Umwandlungskinetik mit Hilfe einer

ABAQUS-Subroutine (UHARD) umgesetzt. Innerhalb dieser Routine werden alle

bendtigen weiteren Subroutinen formuliert und wahrend der Simulation
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aufgerufen. Das Materialmodell fur die Zerspanung wurde somit durch die
Kombination mit dem Materialmodell zur Beschreibung der
Phasenumwandlungsprozesse und der Randschichtharte erweitert. Mogliche
Konflikte innerhalb der Subroutine durch die Interaktion mehrerer Module werden
durch die Definition und den Einsatz von Statusvariablen verhindert.

Mit Hilfe des beschriebenen Ansatzes konnte ein Modell erstellt werden, welches
es ermoglicht, mikrostrukturelle Phasenumwandlungen in der zerspanten
Randschicht des Werkstoffs 42CrMo4 vorherzusagen [Sch-13]. Bereits
existierende Modelle zur Beschreibung dieses Sachverhalts sind dagegen
oftmals nicht in der Lage, den Prozess der Kurzzeitaustenitisierung zu
berilcksichtigen oder gehen von einer Dominanz nicht thermischer Ursachen flr
die Umwandlung des Werkstoffgefiges aus [Umb-04, Umb-10_2, Umb-12].
Zusatzlich wurden wesentliche Aspekte des Zerspanungsvorgangs wie die
Reibung und der Warmeulbergang durch detaillierte Modelle untersucht und im
Modell zur Vorhersage zerspanungsbedingter  Gefigeumwandlungen
berlUcksichtigt. Die Validitat der einzelnen Teilmodelle wurde dabei jeweils
gepruft [Sch-11_2, Sch-11_3, Sch-13].
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6.4 Validierung der 2D-Simulationsergebnisse

Um die Genauigkeit des FE-Spanbildungsmodells beurteilen zu kdnnen, wurden
die Ergebnisse der Schnittkraft- und Temperaturberechnung sowie die
berechneten Geflgeumwandlungen mit den experimentellen Ergebnissen
verglichen. Abbildung 6-13 zeigt hierfir den Abgleich der simulierten
spezifischen Schnittkrafte (kcwmoden) mMit den gemessenen spezifischen
Schnittkraften aus den Drehversuchen im orthogonalen Schnitt (Kc.experiment)-
Dabei sind die berechneten Ergebnisse logarithmisch Uber den ebenfalls
logarithmisch dargestellten experimentellen Ergebnissen aufgetragen.
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Abbildung 6-13 Vergleich der simulierten und gemessenen spezifischen
Schnittkrafte

Die schwarzen Punkte in Abbildung 6-13 stellen die gemessenen spezifischen
Schnittkrafte dar. Die grune Linie reprasentiert den Idealfall einer
100-prozentigen Ubereinstimmung von Modell und Experiment und die roten
Linien markieren eine Abweichung von der idealen Ubereinstimmung von jeweils
30 %. Es ist zu erkennen, dass die berechneten Krafte groflitenteils innerhalb der
definierten 30 %-Toleranzgrenze liegen. Insgesamt ist allerdings eine Tendenz
zur Unterschatzung der simulativ bestimmten Krafte festzustellen. Das ist zum
einen auf modgliche Messfehler im Experiment aber auch auf die
Nichtberucksichtigung des  WerkzeugverschleiRes in  der  Simulation
zuruckzufuhren. Gleiches qilt fur die spezifischen Passivkrafte, wie Abbildung
6-14 zeigt.
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Abbildung 6-14 Vergleich der simulierten und gemessenen spezifischen
Passivkrafte

Die spezifischen Passivkrafte werden von der Simulation noch starker
unterschatzt als die spezifischen Schnittkrafte. Als Grund hierfir werden
einerseits wieder die fehlende Berilcksichtigung des Werkzeugverschlei3es und
Messfehler vermutet, andererseits kann dies auch ein Hinweis auf eine
notwendige Verbesserung des verwendeten Modells zur Beschreibung des
elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens darstellten. Dabei wird insbesondere
die Beschreibung der Materialentfestigung bei hohen Temperaturen als mogliche
Fehlerquelle vermutet, da wie im eigenen Ansatz beschrieben, auf vorhandene
Parameter des Werkstoffs C45 fur die Hochtemperaturentfestigung zurick
gegriffen wurde. Analog zu den spezifischen Schnittkraften zeigt Abbildung 6-15
den Abgleich der berechneten Temperaturen an der Spanunterseite mit den im
Drehprozess gemessenen Temperaturen.
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Abbildung 6-15 Vergleich der simulierten und gemessenen Temperaturen an der
Spanunterseite
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Wie Abbildung 6-15 zu entnehmen ist, stimmen die mit der
Spanbildungssimulation berechneten Temperaturen sehr gut mit den beim
Drehen im orthogonalen Schnitt gemessenen Werten Uberein. So liegen nahezu
alle Werte innerhalb der definierten 30 %-Toleranz um den Idealwert. Ein Anteil
von uber 70 % der berechneten Temperaturen zeigt dabei eine Abweichung
unter 5 %.

Der optische Vergleich der durch den Zerspanungsprozess erzeugten
Gefugeumwandlungen in der Bauteilrandschicht bestatigt die hohe Glte des
entwickelten Modells. Wie der Vergleich in Abbildung 6-16 zeigt, kdnnen die
Schichtdicke sowie die resultierende Gefugeharte und deren Tiefenverlauf sehr
genau vorhergesagt werden. Dabei wird angenommen, dass ab einem
Martensitgehalt von 50 % eine weil’e Schicht vorliegt.
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Abbildung 6-16 Vergleich der simulierten Schichtdicke
(v¢ =300 m/min, f = 0,05 mm, y =5°) und des Tiefenverlaufs der Gefligeharte

mit den Ergebnissen aus den Drehversuchen im orthogonalen Schnitt

Abbildung 6-16 links zeigt deutlich, dass das erstellte Spanbildungsmodell in der
Lage ist, die bei den Prozessparametern v, = 300 m/min, f = 0,05 mmund y =5°

nachgewiesene Bildung einer weillen Schicht und ihre Dicke von 5 pum
vorherzusagen. Die berechnete Harte des Gefuges stimmt ebenfalls mit den
Messwerten der metallographischen Untersuchungen uberein, wie aus Abbildung
6-16 ersichtlich wird. Hierbei ist anzumerken, dass mit Hilfe der Simulation auch
die Harte an der unmittelbaren Oberflache berechnet werden kann, was bei der
verwendeten experimentellen Messmethode nicht maoglich ist. Aus diesem Grund
kommt es im Bereich des Abstandes unterhalb von 6 um zu den erkennbaren
Abweichungen zwischen Simulation und Experiment. Die etwas grol3eren
Hartewerte im Bereich von 5 — 8 ym auf experimenteller Seite, konnen zudem



90 Ansatz Spanbildungs-Simulation mit Gefligeumwandlungen

mit dem im Rahmen der Drehversuche erwahnten Mehrfachiberdrehen der
Oberflache innerhalb eines Versuchs begrindet werden. Hierdurch kann evtl.
eine grolkere Tiefenwirkung erzielt werden. Auf die Darstellung eines
Hartetiefenverlaufs flr die Schnittgeschwindigkeit v, =400 m/min wird in
Abbildung 6-16 verzichtet, da es bei der Spanbildungssimulation mit dem
variablen Reibungskoeffizienten bei hohen Schnittgeschwindigkeiten zu
numerischen Instabilitaten kam. Die Annahme eines konstanten Reibbeiwertes
wirde die Simulation allerdings stark beeinflussen und eine Vergleichbarkeit
nicht zulassen.

Insgesamt muss darauf hingewiesen werden, dass es sich bei den
Abweichungen der Harte grofitenteils um Differenzen von wenigen Mikrometern
handelt, so dass eine hohe Modellgute bestatigt werden kann.

6.5 Diskussion und Zusammenfassung

Die der Simulationsergebnisse mit den Ergebnissen der Drehversuche im
orthogonalen Schnitt zeigen eine gute Ubereinstimmung der untersuchten
Parameter. Sowohl die spezifischen Schnittkrafte als auch die
Zerspantemperaturen werden von dem entwickelten zweidimensionalen
Spanbildungsmodell mit guter Genauigkeit abgebildet. Dabei muss betont
werden, dass im Gegensatz zu oftmals durchgefihrten Fits des
Materialverhaltens auf gemessene Grolien, echte Materialdaten flr den Aufbau
des Modells verwendet wurden. Die Abweichungen bezuglich der Schnittkrafte,
insbesondere der Passivkrafte, sind neben modellbedingten Vereinfachungen,
wie  der  Abschatzung des Hochtemperaturverhaltens, auf  die
Nichtbertcksichtigung des Werkzeugverschleiles sowie Toleranzen im
Versuchsaufbau zurtckzufuhren.

Die fur die Vorhersage von Gefugeumwandlungen besonders wichtigen
Zerspantemperaturen werden vom entwickelten Spanbildungsmodell sehr genau
widergegeben.
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7 Ergebnisse der 2D-Spanbildungssimulationen

Mit dem in 6.1 vorgestellten FE-Spanbildungsmodell wurden
Variantenrechnungen durchgefuhrt, um den Einfluss der Prozessparameter auf
die resultierenden Krafte, Temperaturen und vor allem auf die sich einstellende
Mikrostruktur der Randzone zu untersuchen. Die berechneten Zerspanungskrafte
und Temperaturen wurden aufRerdem dazu verwendet, das Spanbildungsmodell
zu validieren.

7.1 Parametervariationen (vg, f, y)

Im Rahmen der  Variantenrechnungen wurden die Parameter
Schnittgeschwindigkeit v., Vorschub f, sowie der Spanwinkel y variiert. Beim
Drehen im orthogonalen Schnitt entspricht der Vorschub der Spanungsdicke h.
Eine Variation des Vorschubs f entspricht daher einer Veranderung der
Spanungsdicke h. Die Parametervariationen erfolgten dabei in folgendem
Umfang:

e Schnittgeschwindigkeit v..: 75 m/min — 400 m/min
e Vorschub f: 0,05 mm - 0,1 mm
e Spanwinkel y: -5° — +5°

Da die Spanwinkelvariation bei den Zerspanversuchen Uber eine einfache
Verkippung des Zerspanungswerkzeugs realisiert und der Keilwinkel  konstant
belassen wurde, andert sich der Freiwinkel o bei einer Modifizierung des
Spanwinkels ebenfalls. Fur die Spanbildungssimulationen wurde deshalb
ebenfalls ein konstanter Keilwinkel [ =83° definiert und die Variation des
Spanwinkels durch Kippen des modellierten Schneidkeils realisiert.

Zur Quantifizierung der Einfluisse der detaillierten Reibungs- und
Warmeubergangsmodellierung wurden auRerdem weitere Varianten berechnet.
Die im Folgenden dargestellten Ergebnisse beztiglich der Zerspanungskrafte und
Temperaturen basieren auf dem Gesamtmodell inklusive des entwickelten
Reibungsmodells und der detaillierten BerlUcksichtigung der Warmeubergange.
Der Einfluss dieser Teilmodelle wird im Rahmen der Diskussion dieses Kapitels
vorgestellt.
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7.1.1 Berechnete Zerspanungskrafte

Zur Berechnung der Zerspankrafte wurden die Reaktionskrafte an der
Werkzeugschneide in x- und y-Richtung ausgewertet und entsprechen damit der
Schnitt- und Passivkraft. Dabei wurde darauf geachtet, dass sich ein stabiler
Spanbildungsprozess eingestellt hat und sich die Krafte nicht mehr signifikant
andern. Dieser Einlaufbereich ist fur die spezifische Schnittkraft in Abbildung 7-1
beispielhaft fur eine Schnittgeschwindigkeit v, = 150 m/min und einen Vorschub
f = 0,05 mm dargestellt.
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Abbildung 7-1 Einlaufverhalten der spezifischen Schnittkraft bei der
Spanbildungssimulation (v, = 150 m/min, f = 0,05 mm) [A_Bac-13]

Abbildung 7-1 zeigt deutlich, wie sich nach einem Schnittweg von etwa 0,3 mm
unabhangig vom Spanwinkel ein konstantes Niveau der spezifischen
Schnittkrafte ausbildet. Im weiteren Verlauf der Simulation kommt es zu keiner
weiteren Anderung der Kréfte, weshalb davon ausgegangen werden kann, dass
nach einem Zerspanweg von ca. 0,3 mm ein stabiler Spanbildungsvorgang
erreicht ist. Analog hierzu wurden die Krafte bei allen Spanbildungssimulationen
ausgewertet. Fur die Untersuchung der Zerspanungstemperaturen wurde
ebenfalls ein quasi-stationarer Zustand der Temperaturen im Umfeld der
Schneide herangezogen. Hier war zusatzlich aber auch von Interesse, ab wann
bereits bei niedrigeren Temperaturen Umwandlungsvorgange im bearbeiteten
Werkstuckmaterial einsetzen.

Abbildung 7-2 zeigt die berechneten spezifischen Schnittkrafte in Abhangigkeit
von Schnittgeschwindigkeit, Vorschub und Spanwinkel.
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Abbildung 7-2 Simulierte spezifische Schnittkrafte in Abhéangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit

Wie Abbildung 7-2 entnommen werden kann, fihrt eine Erhéhung der
Schnittgeschwindigkeit zu einer leichten Abnahme der spezifischen Schnittkrafte,
was mit der thermischen Entfestigung des Werkstlickmaterials bei hohen
Geschwindigkeiten und damit erhohten Prozesstemperaturen begrindet werden
kann. Die Variation des Vorschubs wirkt sich ebenfalls leicht auf die spezifischen
Schnittkrafte aus, so treten beim groReren Vorschub von f=0,1 mm etwas
geringere spezifische Krafte auf als bei f = 0,05 mm.

Die Variation des Spanwinkels wirkt sich sichtbar auf die spezifischen
Schnittkrafte aus, wie Abbildung 7-3 fur die variierten Vorschibe f= 0,05 mm
(links) und f = 0,1 mm (rechts) sowie die Schnittgeschwindigkeiten v, = 75 m/min,
Ve = 150 m/min und v, = 300 m/min verdeutlicht.
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Abbildung 7-3 Simulierte spezifische Schnittkrafte in Abhangigkeit vom
Spanwinkel
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Die Verlaufe der spezifischen Schnittkrafte in Abbildung 7-3 zeigen flur alle
untersuchten Parameterkombinationen eine negative Steigung bei einer
sukzessiven Anderung des Spanwinkels von -5° zu +5°. Da es sich insgesamt
nur um einen Bereich von 10° handelt, ist der Unterschied nicht gravierend, aber
dennoch nicht von der Hand zu weisen. Im Falle des groReren Vorschubs
(Abbildung 7-3 rechts) ist der Trend deutlicher zu erkennen, was mit dem
kleineren Verhaltnis von Schneidkantenradius rg und Spanungsdicke h begriundet
wird. Der geringe Vorschub f= 0,05 mm Ubersteigt den Schneidkantenradius
rs = 0,03 mm nur geringflgig, wodurch sich eine Anderung des Spanwinkels
weniger stark auf die spezifischen Schnittkrafte auswirkt als bei dem gréfReren
Vorschub f = 0,1 mm.

Die Darstellung der berechneten spezifischen Passivkrafte in Abhangigkeit von
der Schnittgeschwindigkeit in Abbildung 7-4 zeigt ebenfalls klare Abhangigkeiten
von den variierten Prozess- und Werkzeugparametern.
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Abbildung 7-4 Simulierte spezifische Passivkrafte in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit

Wie aus Abbildung 7-4 ersichtlich wird, steigen die spezifischen Passivkrafte mit
zunehmenden  Schnittgeschwindigkeiten an. Grund hierfur sind die
zunehmenden Dehnraten, welche zu einer Erhohung der FlieRgrenze beitragen,
was sich in der Richtung der Passivkraft starker auszuwirken scheint als die
thermische Entfestigung, welche in Aktivrichtung Uberwiegt. Wiederum ist zu
erkennen, dass die spezifischen Krafte auch in Passivrichtung bei groRerem
Vorschub niedriger ausfallen als bei niedrigerem Vorschub. Hierbei macht sich
das Verhaltnis von Schneidkantenradius (30 ym) und Vorschub (50 um bzw.
100 um) besonders bemerkbar und flhrt im Falle des gréReren Vorschubs zu
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einem definierteren Trennprozess und entsprechend geringeren spezifischen
Passivkraften.

Die Variation des Spanwinkels von -5° zu +5° fuhrt bei den spezifischen
Passivkraften zu einem abnehmenden Verlauf, der etwas deutlicher als bei den
spezifischen Schnittkraften ist (vgl. Abbildung 7-5).
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Abbildung 7-5 Simulierte spezifische Passivkrafte in Abhéngigkeit vom
Spanwinkel

Insgesamt kann festgestellt werden, dass die spezifischen Passivkrafte deutlich
unterhalb der Betrage der spezifischen Schnittkrafte liegen.

7.1.2 Berechnete Zerspantemperaturen

Die aus der Interaktion von Werkzeug und Werkstlick resultierenden
Prozesstemperaturen konnen direkt aus der Simulation, an einem definierten
Punkt der Spanflache, ausgelesen werden. Abbildung 7-6 zeigt die berechneten
Temperaturen an der Spanunterseite (Position vgl. schwarzer Punkt Abbildung
7-7) in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit fur die Vorschube
f=0,05 mm (links) und f = 0,1 mm (rechts).
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Abbildung 7-6 Simulierte Temperaturen an der Spanunterseite in Abhangigkeit
von der Schnittgeschwindigkeit fur f = 0,05 mm (links) und f = 0,1 mm (rechts)

Die Ergebnisse der Spanbildungssimulationen in Abbildung 7-6 zeigen die
erwartete Zunahme der Temperaturen an der Spanunterseite bei steigenden
Schnittgeschwindigkeiten. Beim Vergleich der Vorschubabhangigkeit fallt auf,
dass sich die Temperaturen mit sinkendem Vorschub leicht nach oben
verschieben. Das ist darauf zurtickzufuhren, dass bei kleinerem Vorschub, d.h.
kleinerer Spanungsdicke, die Warmeentwicklungen durch Reib- und
Quetschvorgange und deren groRerem Anteil bei negativen Spanwinkeln
gegenuber der Warmeentstehung durch Werkstofftrennung und plastischer
Verformung Uberwiegen. Daruber hinaus verandert sich durch die
unterschiedliche Spankrummung auch die Kontaktlange von Werkzeug und
Span. Dadurch verandert sich die Ausbildung des Temperaturfeldes um die
Schneide herum signifikant, was in Abbildung 7-7 dargestellt ist.

)

Abbildung 7-7 Berechnete Temperaturfelder bei der Zerspanung mit variierten
Vorschuben/Spanungsdicken, f = 0,05 mm (links) und f = 0,1 mm (rechts)
(Ve = 300 m/min, rz= 30 pm, y=5°)
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Wie in Abbildung 7-7 zu erkennen ist, fuhrt die Verwendung des grdleren
Vorschubs dazu, dass der dickere Span mehr Warme aus der Prozesszone
abfUhren kann, wodurch lokal an der Spanflache etwas geringere Temperaturen
auftreten. Bei kleinerem Vorschub konzentriert sich die besonders heilde Zone an
der Spitze des Werkzeugs und wirkt dadurch starker im Bereich von
Werkzeugfreiflache und Bauteiloberflache.

Neben der Schnittgeschwindigkeit und dem Vorschub wirkt sich auch die
Veranderung des Spanwinkels auf das resultierende Temperaturfeld in der
Prozesszone aus. Abbildung 7-8 zeigt die Temperaturverlaufe an der
Spanunterseite in Abhangigkeit des variierten Spanwinkels, wiederum fur die
Vorschibe f = 0,05 mm (links) und f = 0,1 mm (rechts).
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Abbildung 7-8 Simulierte Temperatur an der Spanunterseite in Abhangigket des
Spanwinkels fir f = 0,05 mm (links) und f = 0,1 mm (rechts)

Die Verlaufe der Spantemperaturen in Abbildung 7-8 lassen nur einen leichten
Einfluss des Spanwinkels auf die resultierende Temperatur erkennen. Insgesamt
kann eine leicht abnehmende Tendenz festgestellt werden, wenn der Spanwinkel
schrittweise von -5 ° auf +5 ° geandert wird. Grund hierflr sind die verstarkte
Spanstauchung und das veranderte FlieRverhalten des Materials an der
Schneidkante bei Verwendung eines negativen Spanwinkels. Dadurch und durch
die gleichzeitige VergrofRerung des Freiwinkels wird mehr Warme Uber den Span
abgefuhrt. Hierdurch verschiebt sich der heille Bereich der Prozesszone zwar in
Richtung des Bauteils, wird allerdings insgesamt kleiner und die
reibungsbedingte Warmequelle an der Freiflache verschwindet aufgrund des
grolReren Freiwinkels. Die thermische Belastung des Bauteils sinkt demnach bei
Verwendung eines negativen Spanwinkels. Zur Veranschaulichung dieses
Zusammenhangs zeigt Abbildung 7-9 die resultierenden Temperaturfelder fur die
beiden Spanwinkel von -5° (links) und +5° (rechts).
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Abbildung 7-9 Berechnete Temperaturfelder bei der Zerspanung mit
unterschiedlichen Spanwinkeln, , =-5° (links) und , = +5 ° (rechts)

(V¢ = 300 m/min, f=0,05 mm, rz= 30 pm)

7.1.3 Berechnete Gefigeumwandlungen in der Bauteilrandschicht

Die durchgefihrten Spanbildungssimulationen sollen maogliche
Phasenumwandlungen in der Bauteilrandschicht vorhersagen. In Abhangigkeit
der Prozess- und Werkzeuggeometrieparameter stellen sich wie gezeigt
verschiedenartige thermische Lastkollektive an der Bauteiloberflache ein. Infolge
dieser parameterabhangigen, variierenden Prozessbedingungen bilden sich
entsprechende Randschichten mit charakteristischen Eigenschaften aus. Im
Folgenden wird zunachst ein exemplarisches Ergebnis der
zerspanungsbedingten  Gefligeumwandlung  vorgestellt und  diskutiert.
Anschliel3end wird der Einfluss der variierten Parameter auf die Charakteristika
der Bauteilrandschicht gezeigt und ein Ansatz zur Vermeidung bzw. gezielten
Einstellung von weilden Schichten formuliert.

Aufgrund der hohen Temperaturen in der Zerspanzone beginnt das
Werkstlickmaterial unmittelbar vor der Schneidkante zu austenitisieren.
Abbildung 7-10 zeigt die Simulation zu diesem Zeitpunkt. Die in Abbildung 7-10
rechts grun dargestellten Werkstlckbereiche reprasentieren dabei die
austenitisierten Bauteilrandzone.
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Austenit
(1=100%)

00000000D000-
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Abbildung 7-10 Temperaturen in der Zerspanzone (links) und resultierende
Austenitisierung im Bereich der priméaren und sekundéren Scherzone vor der
Schneidkante (rechts) (v = 300 m/min, f = 0,05 mm, y=5°, rz= 30 pm)

Es ist deutlich zu erkennen, wie es im heildesten Bereich des Werkstlcks zum
Beginn der Austenitisierung kommt. Im weiteren Verlauf der Bearbeitung stellt
sich ein mit der Schneide wanderndes Temperaturfeld ein und vergrofert den
Bereich des austenitisierten Werkstluckmaterials ebenfalls und es bildet sich eine
Austenitschicht auf der Spanunterseite und der Oberflache des spateren Bauteils
was in Abbildung 7-11 dargestellt ist.

| Austenit (%)
| (1=100%)

+1.000e+00
+9.167e-01
+8.333e-01
+7.500e-01
+6.667e-01
+5.833e-01
+5.000e-01
+4,167e-01
+3.333e-01
+2.500e-01
+1.667e-01
+8.333e-02
+0.000e+00

Abbildung 7-11 Austenitbildung an Werkstiick und Span (vc = 300 m/min,
f=0,05mm, y=5° rz=30 um)

Dabei stehen die grinen Bereiche fur einen Anteil von 100 % Austenit, wahrend
blaue Bereiche das ferrtisch/perlitische Grundgeflge reprasentieren. Der in
Abbildung 7-11 gezeigte Austenit wandelt infolge der Selbstabschreckung in ein
je nach Temperaturverlauf bainitisches und martensitisches Gefige um.
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Allerdings sind die bainitschen Geflugeanteile so gering (maximal 0,3 %), dass
diese in der weiteren Betrachtung vernachlassigt werden.

Um die Umwandlungsvorgange abzuschlieBen, werden Werkzeug und
Werkstlick getrennt und gewartet, bis das Bauteil auf Raumtemperatur abgekuhit
ist. Das dann vorliegende Gefuge ist in Abbildung 7-12 dargestellt. Neben dem
blau dargestellten Grundgefuge wird die martensitische Randschicht mit Hilfe
eines Regenbogenspektrums dargestellt, wobei rote Bereiche 100 % Martensit
reprasentieren.

Martensit (%)
(1= 100 %)

1.00

z (pm)

(RN,
oot

Abbildung 7-12 Martensitische Randschicht nach Abkihlen auf Raumtemperatur
(V¢ = 300 m/min, f=0,05 mm, y=5° rz=30 um)

In Abbildung 7-12 wird deutlich, dass auf der Bauteiloberflache eine dunne rein
martensitische Randschicht entsteht. Mit wachsendem Abstand von der
Oberflache nimmt der Anteil an Martensit ab, bis schliellich wieder das
unbeeinflusste Grundgeflge erreicht ist. Dieses Ergebnis legt nahe, dass die bei
der Vorstellung der experimentellen Ergebnisse aufgestelle These von
teilaustenitisierten Randzonen und daraus resultierenden schwarzen Schichten
mit martensitischen Bestandteilen korrekt ist. Zur Absicherung der
Simulationserbebnisse muss an dieser Stelle auf die sehr gute
Vorhersagequalitat des verwendeten Modells zur Beschreibung der
Phasenumwandlungen von Miokovi¢ hingewiesen werden [Mio-05].

Die Simulationen mit niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten flUhrten ab einer
Geschwindigkeit von 200 m/min ebenfalls zur Bildung von martensitischen
Gefugeanteilen. Allerdings konnten bei Geschwindigkeiten unterhalb von
300 m/min  keine zusammenhangenden reinen Martensitschichten mehr
festgestellt werden. Unterhalb von 200 m/min wurde in der Simulation keine
Martensitbildung beobachtet.
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Auf Basis der berechneten Gefugezusammensetzung kann, wie in 6.2
beschrieben, die Harte des Werkstuckmaterials berechnet werden. Aufgrund der
Simulationsergebnisse und der metallographischen Untersuchungen ist diese
Naherung zulassig, da nur vernachlassibar geringe Bainitanteile in der durch den
Zerspanungsprozess geharteten Bauteilrandschicht festgestellt wurden.
Abbildung 7-13 zeigt den Verlauf der simulierten Harte in z-Richtung ausgehend
von der Bauteiloberflache in das Bauteil hinein.

12004 Loy Werkstoff 42CrMo4
= \A f=0,05 mm, v, = 300 m/min
=
o 10004 \.\ ' rD=30um,y=5°
E 8004 \ —4— Harteverlauf
iy A
£ 6001 N
i .
5 4007 = ORI
5 q
r T L .
> ]

0 T b T ¥ T ¥ T d T T

0 2 4 6 8 10 12 14 16
Abstand von der Bauteiloberflache (um)

Abbildung 7-13 Berechneter Harteverlauf ausgehend von der Bauteiloberflache
in das Werkstlck hinein (v = 300 m/min, f = 0,05 mm, y=5°, rz= 30 pm)

Aus Abbildung 7-13 wird ersichtlich, dass der Zerspanungsprozess mit einer
Schnittgeschwindigkeit von v, =300 m/min und einer Schnitttiefe von 0,05 mm im
aulReren Bereich der Randschicht zu einer deutlichen Zunahme der Harte fuhrt.
Bis in eine Tiefe von 6 um kann eine gegenuber dem Grundgefluge erhdhte Harte
festgestellt werden. Im aulersten Bereich bis in eine Tiefe von 2,5 uym treten
dabei extrem hohe Harten von bis zu 1170 HV auf, was einer Erhéhung von Uber
300 % entspricht.

Das implementierte Reibungsmodell hat erwartungsgemald einen signifikanten
Einfluss auf die resultierenden Temperaturen, wie Abbildung 7-14 zeigt.
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Temperatur (*C)

Abbildung 7-14 Einfluss des Reibungsmodells auf die resultierenden
Temperaturen mit u = 0,35 (links) und p = variabel modelliert (rechts),
(vc =300 m/min, f = 0,05 mm, y=5°)

In Abbildung 7-14 ist zu erkennen, wie sich die maximalen Temperaturen in der
Prozesszone um 35°C erhohen, wenn anstatt eines konstanten
Reibungskoeffizienten von M=0,35 das geschwindigkeits- und
temperaturabhangige Reibmodell verwendet wird, mit welchem auch die bisher
gezeigten Ergebisse erzielt wurden. In Abbildung 7-15 ist die Beeinflussung der
spezifischen Schnittkraft durch die unterschiedliche Beschreibung der
Reibungsverhaltnisse zwischen Werkzeug und Werkstuck dargestellt.

N/-\

:

= 3000 -

=

o

>

£ —

_.x_‘

=

% Werkstoff 42CrMo4, y = 5°, r = 30 ym
w 1000 —a&— Drehversuch f = 0,1 mm

_GC) —e— FE-Simulation, f= 0,1 mm, p=0,2

O —A— FE-Simulation, f=0,1 mm, uy=0,35
w FE-Simulation, f=0,1 mm, u = var.
:'.: 0 T T T T N

N T T T T T
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) Schnittgeschwindigkeit v_(m/min)

Abbildung 7-15 Einfluss des Reibungsmodells auf die resultierenden
spezifischen Schnittkrafte (f = 0,1 mm, y= 5°, r;= 30 um)
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Abbildung 7-15 zeigt deutlich, wie die simulierten spezifischen Schnittkrafte in
Abhangigkeit der jeweiligen Definition der Reibbedingungen variieren. So ist
deutlich erkennbar, dass das implementierte Reibungsmodell zu einer
signifikanten Annaherung der berechneten Ergebnisse an die gemessenen
Krafte fuhrt.

Auch der Einfluss der verwendeten detaillierten Warmeubergangsmodellierung
ist in den Ergebnissen der Simulationen deutlich erkennbar, wie Abbildung 7-16
zu entnehmen ist. Dargestellt sind die resultierenden Warmeflliisse (oben) und
Temperaturen (unten).

Warmestrom Warmestrom
(Wicm?K) (Wicm?K)

Abbildung 7-16 Warmeflisse (oben) und resultierende Temperaturfelder (unten)
bei der Simulation mit idealem Kontakt (links) und ermittelten Warmeubergangen
(rechts) (v = 300 m/min, f= 0,05 mm, y=5°,rz= 30 pm)
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Abbildung 7-16 zeigt im oberen Bereich den Vergleich der Warmeflisse in der
Zerspanzone. Dabei ist im linken Bild das Ergebnis bei Annahme eines idealen
Kontakts zwischen sich beruhrenden Bereichen zu sehen. Fur diesen idealen
Kontakt wurde ein extrem hoher Warmeiibergangskoeffizient von 2000 W/cm?K
angenommen. Beruhren sich Werkzeug und Werkstlick nicht, wird davon
ausgegangen, dass kein Warmeubergang stattfindet und es wird fur Werkzeug
und Werkstick ein konstanter Warmelbergang in 20 °C warme Luft
angenommen. Im Gegensatz dazu zeigt das rechte Bild in Abbildung 7-16 das
Ergebnis bei Verwendung der vorgestellten Warmeubergangskoeffizienten in
Abhangigkeit von der lokalen Temperatur — sowohl im Kontakt als auch beim
Ubergang in die Umgebung. Es zeigt sich, dass sich aufgrund der
unterschiedlichen  Warmeubergangsdefinitionen eine signifikant andere
Warmeleitung zwischen Werkzeug und Werkstuck ergibt. So wird bei Annahme
eines idealen Kontakts sehr viel Warme uber die gesamte Schneidenspitze
abgefihrt, wahrend bei Verwendung der ermittelten
Warmeubergangsbedingungen die meiste Warme an den tatsachlich heillesten
Stellen vom Werkstlck in das Werkzeug abflief3t. Infolge des unterschiedlichen
Warmeflusses stellen sich an der Werkzeugschneide jeweils andere
Temperaturfelder ein, wie Abbildung 7-16 unten entnommen werden kann. So
kommt es durch die Implementierung realer Warmeubergangsbedingungen zu
einer um 100 °C erhohten Temperatur an der Bauteiloberflache im Bereich des
Ubergangs von Schneidkantenverrundung zur Werkzeugfreiflache.

7.2 Diskussion und Zusammenfassung

Das vorgestellte Modell zur Abbildung zerspanungsbedingter
Gefugeumwandlungen in der Bauteilrandschicht wurde genutzt um
Zusammenhange zwischen dem Spanbildungsvorgang und der Ausbildung von
weilRen Schichten in Randzonen spanend hergestellter Bauteiloberflachen zu
ermitteln. Die Simulationsergebnisse zeigen die typischen Temperatur- und
Kraftabhangigkeiten ~von den variierten  Prozessparametern  Schnitt-
geschwindigkeit v, und Vorschub f. Mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit
nehmen die Prozesstemperaturen zu, die Schnittkrafte nehmen aufgrund der
thermischen Entfestigung des Werkstoffs leicht ab. Die Erhoéhung des
Vorschubs, welcher beim Drehen im orthogonalen Schnitt der Schnitttiefe
entspricht, fuhrt zu einer Verschiebung des Temperaturfeldes in der
Prozesszone. Die Temperaturen an der Spanunterseite nehmen dadurch leicht
ab. Grund sind die durch das Schneidkantenradius-Spanungsdicken-Verhaltnis
besseren Bedingungen fur den eigentlichen Trennvorgang bei grolierem
Vorschub, wodurch mehr Warme aus der Prozesszone abgefiuhrt wird und eine
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geringe thermische Belastung durch Reib- und Quetschvorgange auftritt. Die
Maximaltemperaturen nehmen mit steigendem Vorschub zu. Die schrittweise
VergroRerung des Spanwinkels von -5° zu +5° flhrt zu leicht abnehmenden
Schnittkraften. Begriindet wird dieses Ergebnis mit einem glnstigeren Abflie3en
des Spans uber die Spanflache bei positiven Spanwinkeln, wahrend der negative
Spanwinkel zur verstarkten Stauchung des Materials und damit zunehmenden
verfestigenden Effekten fuhrt. Die Temperaturen an der Spanunterseite nehmen
nur sehr geringflgig ab, wenn der Spanwinkel von -5 ° auf +5 ° vergroRert wird.
Die Form des sich ausbildenden Temperaturfeldes an der Werkzeugschneide
wird allerdings deutlich vom Spanwinkel beeinflusst. So fuhrt der grof3te negative
Spanwinkel, bedingt durch den konstanten Keilwinkel, zu einem grof3en
Freiwinkel, wodurch die Reibvorgdnge am Ubergang zur Freiflaiche abnehmen.
Gleichzeitig bewirkt die Materialstauchung vor der negativen Werkzeugschneide
eine Kumulierung der Warme in diesem Bereich. Bei positiven Spanwinkeln
bewirkt der glnstigere Spanfluss hingegen eine gleichmafigere Verteilung der
Temperaturen um die Schneidkante herum.

Es konnte zudem gezeigt werden, welchen Einfluss die Teilmodelle fir Reibung
und Warmeubergang auf die Charakteristika des Spanbildungsprozesses,
insbesondere  die  Temperaturen  aufweisen. Die insgesamt gute
Ubereinstimmung der Simulationen mit den experimentellen Ergebnissen
bestatigt die  Notwendigkeit dieser  zusatzlichen  Steigerung  des
Detaillierungsgrades.

Das Ziel, die Bildung zerspanungsbedingter Gefliigeumwandlungen in der
Bauteilrandschicht abzubilden, wurde vollstandig erreicht. Das entwickelte Modell
ist in der Lage, die Dicke, Zusammensetzung und Harte von durch die
Zerspanung umgewandelten Randschichtbereichen in Abhangigkeit der Prozess-
und Werkzeugparameter Vorschub f, Schnittgeschwindigkeit v, und Spanwinkel
» vorherzusagen. Dabei zeigen die experimentellen Validierungen eine sehr gute

Ubereinstimmung der umgewandelten Randschichtdicke und -harte.
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8 Bohrversuche

Die Ergebnisse der 2D-FE-Simulationen, der Drehversuche und der
Bohrversuche sollen verwendet werden, um die Zusammenhange zwischen den
Bohrprozessparametern Vorschub und Schnittgeschwindigkeit der Bohrtiefe, der
Entfernung vom Bohrermittelpunkt und den am Bohrwerkzeug resultierenden
Kraften und Temperaturen ermitteln und formelmalig abbilden zu kénnen. Zur
Herleitung und Formulierung derartiger Zusammenhange wird die mutivariate
Regressionsanalyse unter Nutzung der Gaus'schen Methode der kleinsten
Quadrate verwendet. Diese Methode erlaubt es, die Einflisse mehrerer sich
beeinflussender Variablen auf eine gewahlte Zielgrolie wie beispielsweise die
Zerspanungstemperatur abzubilden.

8.1 Ringspanversuche

8.1.1 Untersuchtes Parameterfeld

Die Ringspanversuche wurden mit einem konstanten Vorschub f=0,1 mm und
variierten Schnittgeschwindigkeiten Ve (30/75/100/150/200/300 m/min)
durchgeflhrt.

Der Vorschub f=0,1 mm wurde ausgewahlt, da bei Verwendung eines
zweischneidigen Bohrwerkzeugs der Vorschub pro Zahn f, = 0,05 mm betragt
und damit die Ergebnisse der 2D-FE-Simulation und Drehversuche mit
f = 0,05 mm abgeglichen werden konnten.

8.1.2 Messung der Prozesskréfte

Die an den diskreten Punkten entlang der Werkzeugschneide ermittelten
Vorschubkrafte und Momente sollen dazu dienen, ein abstrahiertes Modell zu
erstellen, welches das mechanische Belastungskollektiv des Bohrprozesses
abbildet. Aullerdem sollen die Ergebnisse mit den Ergebnissen der
Drehversuche verglichen werden, um auch diese als Eingangsgrof3en fur das
Bohrmodell nutzen zu konnen. Abbildung 8-1 zeigt die gemessenen
Vorschubkrafte und Bohrmomente in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit an den drei Radiuspositionen r der Bohrerhauptschneide
r=1,5mm, r=3mm und r=6mm, die durch unterschiedliche Proben
reprasentiert werden (vgl. Abbildung 4-8).
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Abbildung 8-1 Ringspanversuche: Vorschubkraft F, (links) und Bohrmoment M
(rechts) in Abhéngigkeit von der Schnittgeschwindigkeit v,

Aus Abbildung 8-1 links wird ersichtlich, dass die Vorschubkraft mit steigender
Schnittgeschwindigkeit abnimmt. Grund hierfir sind die bei hdheren
Schnittgeschwindigkeiten herrschenden Prozesstemperaturen, welche zu einer
thermischen Entfestigung des bearbeiteten Werkstoffs fihren. Hierdurch kommt
es zu einer Absenkung der FlieBgrenze und demnach niedrigeren
Zerspankraften. Als Folge ist fir das gemessene Bohrmoment in Abbildung 8-1
rechts mit steigenden Schnittgeschwindigkeiten ebenfalls eine fallende Tendenz
festzustellen. Zudem zeigen die mit wachsendem Abstand von der Bohrerachse
und damit groRer werdendem Hebelarm hoheren Niveaus des gemessenen
Bohrmoments deutlich den Einfluss der Messposition auf die resultierenden
Momente. Etwas aus der Reihe fallen die Ergebnisse, welche beim Aufbohren
des grofdten Rings (r = 6 mm) ermittelt wurden. Ursache fur diesen Verlauf ist der
extreme Verschlei® der Schneidecke, welcher zu einer Zunahme der Krafte und
Momente flhrt, da die Versuche immer beginnend mit der Kkleinsten
Schnittgeschwindigkeit durchgefihrt wurden und nur eine begrenzte Anzahl an
Bohrwerkzeugen zur Verflgung stand.

Es kann aulerdem festgestellt werden, dass die Vorschubkrafte im Zentrum der
Bohrung am gréften sind. Hierfir sind die Geometrie des Bohrwerkzeugs und
die damit verbundenen Schnittbedingungen verantwortlich. So andert sich der
Spanwinkel von der Schneidecke zur Querschneide von stark positiv zu stark
negativ, was sich in steigenden Kraften bemerkbar macht. Aulerdem nehmen
die Schnittgeschwindigkeiten von auf’en nach innen bis auf v, =0 m/min ab.
Dadurch kommt es zu einem Mechanismenwechsel, da an der Spitze des
Bohrers das Werkstickmaterial nicht mehr sauber getrennt wird, sondern Reib-
und Quetschvorgange dominieren. Abbildung 8-2 macht diesen Sachverhalt fur
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die gemessenen Vorschubkrafte und Bohrmomente in Abhangigkeit von den
Messstellen entlang des Bohrerradius deutlich.
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Abbildung 8-2 Ringspanversuche: Vorschubkraft F, (links) und Bohrmoment M
(rechts) in Abhéngigkeit vom Bohrerradius r

Gegenlaufig zu der Vorschubkraft F, in Abbildung 8-2 (links) nimmt das
Bohrmoment M in Abbildung 8-2 (rechts) von der Bohrerspitze bis zur
Schneidecke zu. Hierfur ist der mit wachsendem Radius zunehmende Hebelarm
verantwortlich. Der Anstieg der Vorschubkraft bei der Schnittgeschwindigkeit
Ve =300 m/min ist auf den fortgeschrittenen Verschleild der Schneidecke
zurtckzufuhren, da diese Versuche abschlieend durchgeflihrt worden sind.

8.1.3 Messung der Zerspanungstemperaturen

Analog zu den Zerspanungskraften sollen auch die gemessenen Temperaturen
entlang der Bohrerhauptschneide fir den Aufbau des abstrahierten
Bohrermodells verwendet werden. Abbildung 8-3 zeigt die mit dem Pyrometer
gemessenen Temperaturen der Bohrerhauptschneide in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit fur die beiden unterschiedlichen Bohrergeometrien
verrundet-scharf (VS) und verrundet-Radiusanschliff (VR).
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Abbildung 8-3 Gemessene Temperaturen T an der Bohrerhauptschneide fir die
Bohrergeometrien verrundet-scharf (VS) und verrundet-Radiusanschliff (VR)

Aus Abbildung 8-3 wird ersichtlich, dass die Temperaturen an der
Bohrerhauptschneide wie erwartet mit steigenden Schnittgeschwindigkeiten
zunehmen. Dieser aus der erhdhten Schnittanzahl resultierende Verlauf findet
sich dabei bei beiden verwendeten Bohrergeometrien. Die Temperaturen an der
Bohrerspitze wurden dabei nur mit dem verrundet-scharfen (VS) Bohrwerkzeug
ermittelt, da die Bedingungen im Zentrum des Bohrers unabhangig von der
Praparation der Schneidecke sind. Dabei fallt auf, dass die Temperaturen im
Zentrum nicht linear ansteigen. Allerdings betragt die Differenz zwischen der
Temperatur bei v, = 75 m/min und der Temperatur bei v, = 150 m/min nur 37 K.
In Anbetracht des niedrigen Temperaturniveaus im Bereich von 300 °C kann
diese Schwankung mit der Messunsicherheit des Pyrometers bei niedrigen
Temperaturen (Messung erst ab 250 °C moglich) erklart werden. Es kann
aulRerdem festgestellt werden, dass die gemessenen Temperaturen beim Bohren
mit dem zusatzlich angeschliffenen Werkzeug (VR) auf einem etwas hdheren
Niveau liegen als die Temperaturen beim Bohren mit dem scharfen Werkzeug
(VS). Grund koénnte die Zunahme von reibenden und quetschenden Vorgangen
auf Kosten von reiner Materialtrennung sein. Interessant ist der Verlauf der
umfangreich ermittelten Temperaturen entlang der Bohrerhauptschneide fir den
verrundet-scharfen Bohrer (VS), welcher in Abbildung 8-4 dargestellt ist.
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Abbildung 8-4 Gemessene Temperaturen T an der Bohrerhauptschneide in
Abhangigkeit vom Bohrerradius r, fur die Bohrergeometrie verrundet-scharf (VS)

Sie zeigt die Zunahme der gemessenen Temperaturen mit wachsendem
Bohrerradius r. An der Schneidecke des Bohrwerkzeugs treten demnach die
hochsten Prozesstemperaturen auf, da auch dort die maximalen
Geschwindigkeiten erreicht werden. Mit Abnahme der Geschwindigkeiten von
den Schneidenecken zum Bohrermittelpunkt, nehmen auch die gemessenen
Temperaturen ab. Bei der Schnittgeschwindigkeit v.= 300 m/min ist zu
erkennen, dass die Temperatur zwischen r = 1,5 mm und dem Mittelpunkt nicht
weiter abnimmt, obwohl die Schnittgeschwindigkeit gegen Null geht. Grund sind
die Reib- und Quetschvorgange, welche im Bereich der Querschneide ebenfalls
zu erhdhten Temperaturen fuhren.

Um den Einfluss der Schneideckenpraparation auf die Zerspantemperaturen
aufzeigen zu konnen, sind in Abbildung 8-5 die gemessenen Temperaturen fur
beide verwendeten Bohrerfeingeometrien in Abhangigkeit vom Bohrerradius
dargestellt.
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Zum einen kann Abbildung 8-5 entnommen werden, dass der qualitative Verlauf
der gemessenen Temperaturen unabhangig von der Schneideckenfeingeometrie
ist. So nehmen die Temperaturen in allen Fallen von innen nach aufden zu. Es ist
allerdings klar zu erkennen, dass das jeweilige Temperaturniveau signifikant von
der Praparation der Bohrerecken abhangt. So werden beim Bohren mit dem
Werkzeug mit Radiusanschliff bis zu einem Radius von r=1,5mm noch
vergleichbare Temperaturen gemessen, wie beim Bohren mit der scharfen
Schneidecke. Je groRer die Entfernung vom Werkzeugmittelpunkt wird, desto
starker wirkt sich die Eckenpraparation aus. So kommt es bereits bei einem
Radius von r = 3 mm zu wesentlich hdheren Temperaturen bei Verwendung des
verrundeten Werkzeugs. Im Vergleich zum scharfen Werkzeug sind die
Temperaturen dabei um ca. 100 °C erhdht [A_Chi-13].

8.1.4 Vergleich der Ergebnisse aus Ringspan- und Drehversuchen

Um die Ergebnisse der Drehversuche im orthogonalen Schnitt sowie der
zweidimensionalen Simulationen als EingangsgrofRen fir ein dreidimensionales
Modell des Bohrprozesses verwenden zu konnen, muss sichergestellt sein, dass
die gewahlte Annaherung des orthogonalen Drehversuches mittels
Ringspanversuchen beim Bohren zu vergleichbaren Ergebnissen gefuhrt hat.
Aus diesem Grund werden die gemessenen Krafte und Temperaturen
gegenubergestellt. Hierfir wurden die mit dem Rotationsdynamometer
gemessenen Bohrmomente in Abhangigkeit des jeweils an der Messstelle des
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gebohrten Rings wirkenden Hebelarmes in spezifische Schnittkrafte
umgerechnet. Abbildung 8-6 zeigt den Vergleich der spezifischen Schnittkrafte,
die beim Drehen im orthogonalen Schnitt und im Rahmen der Ringspanversuche

ermittelt wurden in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit.
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Abbildung 8-6 Vergleich der spezifischen Schnittkrafte beim Drehen im
orthogonalen Schnitt und Bohren von Ringen in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit

Wie Abbildung 8-6 zu entnehmen ist, nehmen die spezifischen Schnittkrafte
sowohl beim Drehen als auch bei den Ringspanversuchen mit steigender
Schnittgeschwindigkeit ab. Der Vergleich der aus den Bohrmomenten
umgerechneten Krafte beim Bohren von Ringen zeigt dabei eine sehr gute
Ubereinstimmung mit den Drehversuchen im orthogonalen Schnitt. Da bei den
verwendeten Bohrwerkzeugen der Spanwinkel von aufden nach innen von einem
stark positiven zu einem negativen Wert kurz vor der Querschneide Ubergeht,
wurden fur den Vergleich ebenfalls Ergebnisse aus Drehversuchen mit
unterschiedlichen Spanwinkeln herangezogen. Bei Wahl einer
Schnittgeschwindigkeit von 300 m/min, ergeben sich an den Radiuspositionen
r=6mm, r=3mm und r=15mm mit dem verwendeten Bohrwerkzeug
demnach Schnittgeschwindigkeiten von 300 m/min, 150 m/min und 75 m/min. Da
der Spanwinkel am aufleren Radius des Bohrers stark positiv ist, wurden aus
dem Drehversuch mit 300 m/min der Kraftbetrag mit dem Spanwinkel y = 5° zum
Vergleich herangezogen. Analog hierzu wurden fur die Geschwindigkeiten
Ve = 150 m/min und v, =75 m/min entsprechend ihrer fiktiven Position auf der
Bohrerhauptschneide die Ergebnisse aus den Versuchen mit y =2° und y = -5°
verwendet. Die grof3te Abweichung zwischen Dreh- und Bohrversuch ist bei der



Bohrversuche 113

Schnittgeschwindigkeit v, =75 m/min zu erkennen. Grinde hierflir sind die
Einflisse des negativen Spanwinkels, welcher mit den Drehversuchen nicht
exakt abgebildet werden konnte, sowie der Querschneide, welche im
Drehversuch nicht berlcksichtigt wird. Neben den Zerspankraften wurden auch
die aus dem Prozess resultierenden Temperaturen verglichen. Abbildung 8-7
zeigt die jeweils gemessenen Temperaturen in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit.
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Abbildung 8-7 Vergleich der Zerspantemperaturen beim Drehen im orthogonalen
Schnitt und Bohren von Ringen in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit

Aus Abbildung 8-7 wird ersichtlich, dass die gemessenen Temperaturen in der
Zerspanzone sowohl beim Drehen als auch beim Bohren erwartungsgemaf mit
wachsenden Schnittgeschwindigkeiten zunehmen. Wiederum ist eine gute
Ubereinstimmung der Temperaturen beim Drehen und beim Bohren von Ringen
zu erkennen. Die Abweichung bei der Schnittgeschwindigkeit v, =75 m/min
resultiert analog zu den Ergebnissen der Kraftmessung wieder aus den nicht
exakt nachbildbaren Prozessbedingungen in der Nahe der Querschneide bei den
Drehversuchen im orthogonalen Schnitt. Beim Vergleich der Temperaturen ist
eine deutlich groRere Abweichung bei der Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min
festzustellen. Ursache hierfir ist zum einen der starke Verschlei} der
Schneidecke des Bohrers, wodurch es zu einer Zunahme der Temperaturen in
diesem Bereich der Bohrerhauptschneide kommt. Darlber hinaus werden die
Temperaturen beim Drehen und beim Bohren prozessbedingt nicht an den exakt
gleichen Stellen gemessen. Die Messstelle bei den Bohrversuchen liegt dabei
wesentlich naher an der tatsachlichen Zerspanzone, wo die hochsten
Temperaturen auftreten. Dieser Umstand wirkt sich insbesondere bei hohen
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Schnittgeschwindigkeiten und damit hohen Prozesstemperaturen aus, welche im
Bohrprozess durch die unmittelbare Nahe besser erfasst werden konnen als im
Drehversuch. So kann es beim Drehen durch den grol3en Temperaturgradienten
zwischen Zerspanzone, heilem Span und der Umgebung zu Abweichungen
kommen.

8.2 Bohrenins Volle

8.2.1 Untersuchtes Parameterfeld

Beim Bohren ins Volle wurden die Schnittgeschwindigkeit und der Vorschub
gemal der folgenden Tabelle 8-1 variiert.

Schnittgeschwindigkeit v, (m/min)
75 150 300
0.05 X
Vorschub f (mm) 0.1 X X X
0.2 X

Tabelle 8-1 Variierte Prozessparameter beim Bohren ins Volle

Um weiterhin unverschlissene Werkzeuge zur Verfligung zu haben, kam der
Bohrer ohne spezielle Schneidkanten- und Eckenpraparation BSS (Bohrer-
scharf-scharf) zum Einsatz. Die abweichende Schneideckengeometrie im
Vergleich zu den Ringspanversuchen wurde vernachlassigt, da mit Hilfe dieser
Versuche das globale Temperaturfeld des Werkstlicks und nicht die lokalen
Temperaturen an der Werkzeugschneide untersucht wurden.

8.2.2 Messung der Prozesskréfte

Parallel zur Ermittlung der Temperaturen beim Bohren ins Volle wurden auch die
Vorschubkrafte mit Hilfe einer Kraftmessplattform gemessen. Abbildung 8-8 zeigt
die gemessenen Vorschubkrafte in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit.
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Wie bereits bei der Analyse der Ergebnisse der Ringspanversuche festgestellt
wurde, nehmen auch die in Abbildung 8-8 dargestellten Vorschubkrafte mit
wachsender Schnittgeschwindigkeit ab. Grund ist wiederum die thermische
Entfestigung des Werkstlickmaterials aufgrund der hoheren
Prozesstemperaturen bei grofleren Schnittgeschwindigkeiten. Zur Verringerung
des Versuchsaufwandes wurden beim Bohren ins Volle keine Bohrmomente
ermittelt, da nur noch die Vorschubkraft fur den Aufbau, sowie die
Bauteiltemperaturen fur die Validierung des in Kapitel Fehler! Verweisquelle
konnte nicht gefunden werden. beschriebenen Bohrmodells bendtigt wurden.

8.2.3 Thermografische Analyse des Bohrprozesses

Zur Validierung des dreidimensionalen Bohrmodells und der damit berechneten
Warmeverteilung im Bauteil wurde beim Bohren ins Volle die abgeflachte
Seitenflache des Werkstlcks mittels einer Thermografiekamera aufgenommen.
Die damit ermittelten Bilder der Warmeverteilung im Bauteil und deren zeitliche
Entwicklung koénnen direkt mit den Ergebnissen der Simulation verglichen
werden. Dabei stehen vor allem die Form und die Entwicklung des sich auf der
Flache einstellenden Temperaturfeldes im Vordergrund und weniger die
absoluten Werte der gemessenen Temperaturen. Dartber hinaus kann in der
FE-Simulation aus dem gemessenen Temperaturfeld auf die Temperaturen in
der Bohrung zurtickgerechnet werden. Dies ermoglicht eine weitere Absicherung
der mit dem Modell berechneten Temperaturen in der Prozesszone. Abbildung
8-9 zeigt den Versuchsaufbau (links) sowie beispielhaft eine
Thermografieaufnahme unmittelbar nach dem Bohrvorgang (rechts).
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geschwarzte
Oberflache

Abbildung 8-9 Versuchsaufbau (links) sowie Temperaturfeld und heil3es
Bohrwerkzeug (rechts) [A_Chi-13]

Das in Abbildung 8-9 rechts farbig dargestellte Temperaturfeld stellt sich durch
die Bohrbearbeitung auf der flachen Seitenflache des Werkstiicks ein, welche im
linken Bild als schwarze Flache zu erkennen ist. Die mit der Thermografiekamera
aufgenommene Entwicklung des Temperaturfeldes ist in Abbildung 8-10
exemplarisch dargestellt.
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5 t=34s 10 t=80s

Abbildung 8-10 Exemplarische Bildfolge fur die thermische Untersuchung der
AuBenflache des Werkstlicks mittels Thermografie beim Bohren ins Volle
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Die in Abbildung 8-10 dargestellte Bildfolge zeigt den Versuchsablauf und das
sich einstellende Temperaturfeld auf der flachen Seitenflache des Werkstucks.
Im Folgenden wird naher auf die Bilder 1 — 10 eingegangen und erlautert, was im
Detail zu erkennen ist.

Bild 1 Das Bohrwerkzeug dreht sich mit 7958 U/min, ist allerdings noch
nicht im Kontakt mit dem Werkstuck.

Bild 2 Der Bohrer ist nun im Eingriff und der erste sich bildende Span ist
sichtbar (roter Fleck).

Bild 3 Es ist bereits eine Spur der Bohrspitze zu erkennen, welche eine
Temperatur von etwa 50 °C auf der Seitenflache bewirkt. Die
maximale Temperatur der herausgeschleuderten Spane betragt

ca. 115 °C.

Bild 4 Nach einer Bohrtiefe von 19 mm liegt die durchdringende
Temperatur des Bohrers bei 75 °C.

Bild 5 Die Temperatur an der Oberflache steigt nach einer Bohrtiefe von
27 mm auf 90 °C.

Bild 6 Nach 30 mm ist die Bohrtiefe erreicht. Die Ausbreitung der

Warme an der Oberflache des Werkzeugs ist gut erkennbar. Die
maximale Temperatur an der Werkstickoberflache betragt etwa
100 °C.

Bild 7 Das Bohrwerkzeug wird aus der Bohrung entfernt, wahrend die
Temperatur an der Bauteiloberflache weiter steigt.

Bild 8 Es werden weiterhin Spane aus der Bohrung herausgeschleudert,
die Spitzentemperatur der Werkstickoberflache betragt etwa
110 °C.

Bild 9 Das Bohrwerkzeug st vollstandig aus der Bohrung
herausgefahren. Die Temperaturen an der Bohrerspitze betragen
etwa 110 °C.

Bild 10 Die Temperaturen an der Werkstuckoberflache nehmen schnell

ab (von 110 °C auf 65 °C in 3 s). Die Warme der Bohrerspitze
breitet sich weiter in Richtung des Bohrerschafts aus.

Zur weiteren Analyse des gemessenen Temperaturfeldes wurde eine Sequenz
von drei Bildern verwendet, welche zu charakteristischen Zeitpunkten wahrend
der Bohrbearbeitung aufgenommen wurden:
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(1) Erreichen der Bohrtiefe
(2) Erreichen der Maximaltemperatur auf der Oberflache
(3) Austritt des Bohrers aus dem Werkstlick

Die Temperaturfelder der charakteristischen Zeitpunkte sind in Abbildung 8-11
fur einen Vorschub f= 0,1 mm und eine Schnittgeschwindigkeit v, = 75 m/min
dargestellt.

o

(1)

(2)

Abbildung 8-11 Temperaturfeld auf dem Werksttick zu den charakteristischen
Zeitpunkten, f = 0,1 mm, v, = 75 m/min

Aus Abbildung 8-11 wird deutlich, wie sich das Temperaturfeld an der
beobachteten Bauteiloberflache zeitverzogert zur Bewegung des Bohrprozesses
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von rechts nach links verschiebt. Die Temperatur an der Oberflache betragt zu
Beginn der Ruckzugsbewegung des Bohrwerkzeugs maximal 92 °C. Die hochste
wahrend des Bohrprozesses gemessene Temperatur liegt bei 107 °C.
Unmittelbar nachdem das Bohrwerkzeug die Bohrung verlassen hat, weist die
Oberflache noch eine Temperatur von 95°C auf, die Temperatur der
Bohrerspitze betragt 113 °C. Abbildung 8-12 zeigt die Thermografiebilder zu den
charakteristischen Zeitpunkten flr einen Vorschub f=0,1mm und eine
Schnittgeschwindigkeit v, = 150 m/min.

Abbildung 8-12 Temperaturfeld auf dem Werksttick zu den charakteristischen
Zeitpunkten, f = 0,1 mm, v, = 150 m/min

Im Vergleich zu den Temperaturfelder bei v, = 75 m/min ist festzustellen, dass
die Ausbildung der Temperaturfelder auch bei v, =150 m/min sehr ahnlich
aussieht. Die Oberflachentemperaturen liegen dabei ebenfalls auf dem gleichen
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Niveau. So betragt die Temperatur beim Umkehren des Bohrers maximal 86 °C,
die Maximaltemperatur liegt mit 113 °C leicht hoher und das Werkzeug weist
nach dem Verlassen der Bohrung ebenfalls eine Temperatur von 113 °C auf.
Insgesamt erscheinen die Temperaturfelder bei v, = 150 m/min konzentrierter als
bei v, = 75 m/min, was mit den hdheren Temperaturen im Inneren der Bohrung
begrundet werden kann, welche zu den charakteristischen Zeitpunkten auf
hdéhere Temperaturgradienten fihren, welche erst im weiteren Verlauf ahnlich
grol¥flachig werden wie bei bei v, = 75 m/min. AbschlieRend sind in Abbildung
8-13 die resultierenden Temperaturen bei Verwendung eines Vorschubs
f=0,1 mm und einer Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min dargestellt.

(1)

(2)

3)

Abbildung 8-13 Temperaturfeld auf dem Werksttick zu den charakteristischen
Zeitpunkten, f = 0,1 mm, v, = 300 m/min
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Die in Abbildung 8-13 dargesteliten Temperaturfelder flr die hochste
Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min zeigen deutliche Unterschiede zu den
Ergebnissen bei niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten. Zwar liegen die
Oberflachentemperaturen mit 92 °C beim Umkehren und die Maximaltemperatur
von 113 °C wieder auf dem gleichen Niveau, allerdings ist das heil3este Gebiet
wesentlich grolRer als bei den niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten. Des
Weiteren bleibt diese heilte Zone auch wesentlich langer stabil. So herrschen
immer noch Temperaturen von 113 °C wenn der Bohrer das Werkstlick bereits
verlassen hat und ebenfalls eine Temperatur von 113 °C aufweist.

8.2.4 Messung der Prozesstemperaturen

Wie in Kapitel 4.3.3 bereits beschrieben, wurden beim Bohren ins Volle neben
der Auldentemperatur auch die Werkzeugtemperaturen im Inneren des Bauteils
gemessen. Durch die radiale Messung an vier Stellen entlang der Bohrung
konnte die Temperatur der Bohrerspitze und der Fuhrungsfase des
Bohrwerkzeugs ermittelt werden. Die gemessen Temperaturen sind in Abbildung
8-14 in Abhangigkeit von der Schnittgeschwindigkeit aufgetragen.
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Abbildung 8-14 Radial gemessene Temperaturen T der Bohrerspitze (links) und
der Fuhrungsfase des Bohrwerkzeugs (links) in Abhangigkeit von der
Schnittgeschwindigkeit v,

Aus Abbildung 8-14 werden mehrere Zusammenhange deutlich: Zum einen kann
eine Zunahme der Temperaturen sowohl an der Spitze des Bohrers als auch an
den Fuhrungsfasen mit steigender Schnittgeschwindigkeit festgestellt werden.
Zum anderen zeigt sich, dass die Temperaturen an der Bohrerspitze deutlich
hoher sind als am Rest des Bohrwerkzeugs. Aullerdem zeigt sich, dass die
Temperaturen mit dem Bohrweg ansteigen, was insbesondere bei den
Ergebnissen mit der hohen Schnittgeschwindigkeit an der Bohrerspitze
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ersichtlich wird. Trotzdem zeigt sich, dass nicht nur die Bohrerspitze mit der
Hauptschneide die thermische Wechselwirkung mit dem Bauteil entscheidend
beeinflusst, sondern dass auch die Flhrungsphasen als Warmequellen wirken
und zu einer weiteren Erwarmung der Bauteilwand flihren. Dieser Umstand muss
beim Aufbau eines abstrahierten Modells zur Beschreibung des thermo-
mechanischen Lastkollektivs des Bohrprozesses berucksichtigt werden. Die hier
vorgestellten Ergebnisse dienen als EingangsgrofRe zur Beschreibung dieser
Zusammenhange in Kapitel Fehler! Verweisquelle konnte nicht gefunden
werden.. Durch Auftragen der gemessenen Temperaturen Uber der Bohrtiefe in
Abbildung 8-15 wird deutlich, wie sich die Temperaturen an der Bohrerspitze mit
dem Bohrfortschritt entwickeln.
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Abbildung 8-15 Seitlich gemessene Temperaturen T der Bohrerspitze in
Abhéangigkeit von der Bohrtiefe

Abbildung 8-15 zeigt, dass der Verlauf der gemessenen Temperaturen an der
Bohrerspitze bei allen drei Schnittgeschwindigkeiten mit der Bohrtiefe ansteigt.
Die Temperaturen bei der niedrigen Schnittgeschwindigkeit v, = 75 m/min liegen
insgesamt noch auf einem Niveau, bei welchem keine Gefugeumwandlungen
erwartet werden. Bei der mittleren Schnittgeschwindigkeit v, = 150 m/min werden
bereits nach nur 6 mm Bohrtiefe Temperaturen um 650 °C gemessen, welche bis
zur vollen Tiefe der Bohrung auf 720 °C ansteigen [A_Chi-13]. Somit wird
deutlich, dass je nach Aufheizrate und resultierenden
Umwandlungstemperaturen  bereits bei  dieser  Schnittgeschwindigkeit
Beeinflussungen der Randschicht in Abhangigkeit von der Bohrtiefe denkbar
sind. Noch  hohere  Temperaturen werden mit der hochsten
Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min erreicht. Nach den ersten 6 mm betragen
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diese schon 780 °C, nach 24 mm 860 °C. Somit ist Uber die gesamte Tiefe der
Bohrung mit prozessbedingten Gefugebeeinflussungen in der Randschicht der
Bohrungswand zu rechnen.

8.2.5 Metallographische Analyse der resultierenden
Bauteilrandschicht

Zur Uberpriifung der Randschicht der Bohrungswéande wurden die Werkstlicke in

der Mitte geteilt, die Bohrungen herausgearbeitet, eingebettet und geatzt.

Abbildung 8-16 zeigt ein Uberblickbild einer praparierten Bohrungswand.

Abbildung 8-16 Eingebettete Halfte einer Bohrprobe (Bohrtiefe tgon, = 30 mm) fur
die Analyse der Randzone der Bohrungswand (rot markiert)

Die Querschliffe der Bohrungswande wurden, wie die Schliffbilder der
Drehversuche, mittels Lichtmikroskop und Harteprifgerat untersucht. Radiale
Schliffbilder wurden nicht angefertigt, da die Bohrungswande Uber die gesamte
Lange untersucht  werden mussten, um festzustellen welche
Prozessbedingungen zu Geflugebeeinflussungen in der Randschicht fuhren.
Abbildung 8-17 zeigt den Querschliff des Bohrungseintritts nach der Bearbeitung
mit der Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min und dem Vorschub f= 0,1 mm.
Die Vorschubbewegung des Bohrprozesses erfolgte von links nach rechts.

> SV 1 o L R

Abbildung 8-17 Bohrungseintritt mit abschnittsweiser weil3er Schicht
(Ve = 300 m/min, f = 0,1 mm)
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Abbildung 8-17 bestatigt die in Kapitel 8.2.4 formulierte These, dass das
Werkstlickmaterial bei einer Schnittgeschwindigkeit von v, = 300 m/min bereits
zu Beginn der Bohrung beeinflusst wird. Die an der Bohrungswand gebildete
weille Schicht ist nach 100 ym deutlich erkennbar. Im Bereich der ersten 100 pm
der Bohrung sieht die Randzone so aus, als hatte sich dort ebenfalls eine vom
Grundmaterial abweichende Schicht befunden, welche allerdings abgeplatzt sein
konnte. Abschnitte mit Abplatzungen der weilden Schicht konnten Uber die
gesamte Lange der Bohrungswand festgestellt werden. Dieser Effekt wird im
Folgenden noch ausfuhrlicher gezeigt und diskutiert. Die Uberwiegend
durchgehende weil’e Schicht weist eine Dicke von 16 bis 27 ym auf und ist in
Abbildung 8-18 dargestellt.

Abbildung 8-18 Durchgehende weil3e Schicht (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm,
Bohrtiefe tgon, = 8-10 mm)

Neben der Schicht sind zum Teil Absatze und Zipfel zu erkennen, welche mit der
Vorschubbewegung des Bohrwerkzeugs erklart werden konnen. In Abbildung
8-19 ist die vergroRerte Aufnahme der weilden Schicht zu sehen. Es ist eine sehr
feinkdrnige Struktur zu erkennen, die sich signifikant vom unbeeinflussten
Grundgefuge unterscheidet und im aulersten Bereich nahezu homogen weil}
erscheint.

Abbildung 8-19 Vergréf3erung der weil3en Schicht (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm)



126 Bohrversuche

In  Abbildung 8-19 ist aulRerdem ein durch den Werkzeugvorschub
hervorgerufener Zipfel zu erkennen. Wie im Stand der Forschung und Technik
beschrieben, zeichnen sich weilde Schichten in der Regel durch eine hohe Harte
sowie ihre Sprodigkeit aus. Diese Umstande begunstigen Rissbildung
und -wachstum und kbnnen zum katastrophalen Versagen von
Produktkomponenten fuhren, weshalb eine Untersuchung der Bohrungswande
hinsichtlich dieser Hypothese von besonderem Interesse war. Dass die
angenommenen Zusammenhange zwischen wei3en Schichten und Rissbildung
zutreffen, ist in Abbildung 8-20 deutlich zu erkennen.

Abbildung 8-20 Weil3e Schicht mit langem Riss (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm,
Bohrtiefe tgon, = 22-24 mm)

Die in der Randzone der Bohrungswand auftretenden Risse zeigen zumeist den
in Abbildung 8-20 erkennbaren Verlauf parallel zur Bohrungswand. Der Beginn
der Risse liegt dabei meist innerhalb der weilen Schicht oder im Ubergang von
der weilRen Schicht zur darunter liegenden schwarzen Schicht und nur selten im
nicht umgewandelten Grundgefiige. Neben einfachen Rissen konnten auch
Abplatzungen der weil3en Schicht festgestellt werden, wie Abbildung 8-21 zeigt.

Abbildung 8-21 Weil3e Schicht, Riss und Ablésung (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm,
Bohrtiefe tgon, = 26-28 mm)
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Die in Abbildung 8-21 gezeigte weille Schicht belegt zum einen wieder einen
Riss im linken Bildbereich, welcher im unteren Bereich der weiften Schicht
gestartet ist und unter standiger VergroRerung bis an die Oberflache
durchgedrungen ist. Die Folge eines solchen Materialverhaltens kann im rechten
Bereich von Abbildung 8-21 nachvollzogen werden. An dieser Stelle wurde ein
grol3er Bereich der weilden Schicht regelrecht vom restlichen Werkstlickmaterial
weggeklappt. Ursache war wie beschrieben vermutlich ein sich ausbreitendender
Riss. Im weiteren Verlauf kdnnen derartige Bereiche der weilyen Schicht komplett
ausbrechen und die Randzone der Bohrung beschadigen. So kdnnen derartige
Bereiche mit weggerissenen weillen Schichten beispielsweise beim
Herausziehen des Bohrwerkzeugs oder durch abgeflihrte Spane entstehen.

Versuche mit niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten flhrten ebenfalls zur
Beeinflussung der Bohrungswand und es konnten ebenfalls vereinzelt weilde
Schichten festgestellt werden. Abbildung 8-22 =zeigt die Randzone der
Bohrungswand nach einem Bohrversuch mit der Schnittgeschwindigkeit
Ve = 150 m/min und dem Vorschub f = 0,1 mm.

Abbildung 8-22 Lokal entstandene weil3e Schicht mit Abplatzungen
(Ve = 150 m/min, f = 0,1 mm, Bohrtiefe tgon, = 14-16 mm)

Die in Abbildung 8-22 gezeigte weille Schicht stellt einen der wenigen kurzen
Abschnitte der Bohrungswand dar, bei welchem eine weiRe Schicht festgestellt
werden konnte. Es ist anzunehmen, dass sich die weile Schicht zunachst uber
den gesamten Bildausschnitt erstreckt hat, im Zuge der Bearbeitung aber
teilweise abgeplatzt ist. Im Vergleich zur héheren Schnittgeschwindigkeit von
300 m/min fallt neben dem nur vereinzelten Auftreten einer weilen Schicht auch
deren geringere Dicke von etwa 8 um auf.



128 Bohrversuche

Neben vielen Abplatzungen treten in den kurzen Abschnitten mit weilder
Randschicht eine Vielzahl von Rissen auf, wie sie in Abbildung 8-23 dargestellt
sind.

Abbildung 8-23 Stark rissbehaftete weil3e Schicht (v, = 150 m/min, f = 0,1 mm,
Bohrtiefe tgon, = 20 mm)

Die in groRer Anzahl zu erkennenden Risse innerhalb der wei3en Schicht sind
sowohl tangential als auch normal zur Bauteiloberflache ausgerichtet. Es finden
sich kurze, aber auch sehr lange Risse, welche sich Uber den gesamten Bereich
der weilRen Schicht erstrecken. Zur Veranschaulichung zeigt Abbildung 8-24 eine
Detailaufnahme des rissbehafteten weillen Randzonenbereichs.

Abbildung 8-24 Quer- und Langsrisse in der weil3en Randschicht der
Bohrungswand (v, = 150 m/min, f = 0,1 mm, Bohrtiefe tgo,, = 20-22 mm)

Analog zu den Untersuchungen der mit v, =300 m/min und v.= 150 m/min
bearbeiteten Werkstlcke wurden auch die Bohrungswande der mit v, = 75 m/min
analysiert. Erstaunlicherweise sind auch hier vereinzelte weilde Schichten in der
Randzone der Bohrungswand festzustellen.
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Abbildung 8-25 zeigt einen solchen Bereich, der allerdings eine klare Ausnahme
darstellt, da der Uberwiegende Anteil der untersuchten Bohrungswand keine
weillen Schichten aufweist.

Abbildung 8-25 Weil3e Schicht in der Randzone der Bohrungswand
(Ve = 75 m/min, f = 0,1 mm, Bohrtiefe tgon, = 15-16 mm)

Der Vergleich mit den bei hoheren Schnittgeschwindigkeiten entstandenen
Bohrungsoberflachen zeigt eine signifikant geringere Anzahl beeinflusster
Randzonenbereiche. Die Dicke der bei v.=75m/min erzeugten
Randzonenbereiche mit einer weilten Schicht ist mit etwa 12 um vergleichbar mit
der bei v;=150 m/min entstandenen Randschicht, was Abbildung 8-26
entnommen werden kann. Ursache fir das Auftreten weilRer Schichten auch bei
geringen Schnittgeschwindigkeiten kdnnen zum einen der Werkzeugverschleil},
aber auch extreme Lastfalle durch verklemmte Spane  oder
Schwingungsanregungen im Prozess sein. Da bei v, =75 m/min nur wenige
Stellen eine solche weille Schicht aufweisen, ist anzunehmen, dass diese
Ereignisse zu kurzfristigen lokalen Uberhéhungen der Temperatur und damit zu
Phasenumwandlungen gefuhrt haben.

Abbildung 8-26 Rissbehaftete weil3e Schicht in der Randzone der Bohrungswand
(Ve = 75 m/min, f = 0,1 mm)

Wie bei allen untersuchten weillen Schichten sind auch in Abbildung 8-26
deutliche Risse zu erkennen. Diese finden sich Uberwiegend in der weil3en
Schicht. Allerdings zeigt sich in Abbildung 8-26 auch, dass die Risse sogar bis in
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das Grundgefluige gewachsen sind. Ursachlich sind die hdheren mechanischen
Belastungen, welche auf die erhohten Zerspankrafte bei der niedrigeren
Schnittgeschwindigkeit zurlckgefihrt werden kdnnen. Die Abhangigkeit der
Schichtdicke von der Schnittgeschwindigkeit ist in Abbildung 8-27 dargestellt.
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Abbildung 8-27 Mittelere Dicke und Streuung der beim Bohren erzeugten weil3en
Schicht in Abh&ngigkeit von der Schnittgeschwindigkeit

Es zeigt sich, dass die beim Bohren erzeugten weil3en Schichten in groliem
Malde von der Schnittgeschwindigkeit abhangen. Dieses Ergebnis deckt sich mit
Ergebnissen von Li fir das Bohren kohlenstoffreicher Stahle [Li-07]. Zur
Schichtdicke bei v, =75 m/min wird nochmals auf die These von spontanen
lokalen Temperaturiberhdhungen hingewiesen, da hier nur ein vereinzeltes
Auftreten festgestellt werden konnte. Es wird demnach davon ausgegangen,
dass es sich dabei um Ausnahmefalle handelt, deren Auftreten jedoch nicht
ignoriert werden darf. Beglinstigt werden lokale Uberlastungen bei niedriger
Schnittgeschwindigkeit durch die dabei herrschenden hohen Krafte, welche im
Einzelfall zu erhdhten hydrostatischen Driicken in der Prozesszone und damit zu
Absenkungen der Umwandlungstemperaturen fihren kdnnen.

Die Messung der Harte innerhalb der erzeugten Schichten bzw. der Verlauf der
Harte vom aullersten Rand bis zum unbeeinflussten Grundgefuge bestatigt die
Annahme, dass es sich bei der weillen Schicht um ein wesentlich harteres
Gefuge handelt als beim unbeeinflussten Grundgefige. Abbildung 8-28 zeigt
beispielhaft eine Aufnahme der Bohrungswand mit den Eindricken der
Hartemessung (rot markiert).
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Hartemessung

Die ermittelten Hartewerte liegen in den gleichen Bereichen wie bei den
Drehversuchen im orthogonalen Schnitt. Aufgrund der
Schnittgeschwindigkeitsabhangigkeit der Schichtdicke ergeben sich die in
Abbildung 8-29 dargestellten Hartetiefenverlaufe.
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Abbildung 8-29 Gemessene Hartetiefenverlaufe in der Bohrungsrandschicht
(Ve = 75 m/min, v = 150 m/min, v, = 300 m/min, f = 0,1 mm)

Vickersharte (HV 0,1)

Den Verlaufen der gemessenen Harte ist unabhangig von der variierten
Schnittgeschwindigkeit gemein, dass in unmittelbarer Randnahe deutlich hdhere
Hartewerte auftreten als im Inneren des Bauteils. Diese hohen Werte zwischen
900 und 1100 HV wurden alle innerhalb der durch die Bearbeitung entstandenen
weillen Schicht gemessen. Da die Dicke dieser Schichten von den
Schnittgeschwindigkeiten abhangig ist, treten die hohen Hartewerte bei der
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hdchsten Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min bis zu einem Abstand von etwa
20 ym auf. Die niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten fuhren analog zu duinneren
harten Schichten. Dabei sind bei v, = 150 m/min Werte um die 950 HV bis in eine
Tiefe von ca. 10 uym zu finden. Die mit v, =75 m/min bearbeiteten
Bohrungswande zeigen die geringste Beeinflussung mit Hartewerten um 900 HV
bis zu einem Abstand von 6 pm von der Bohrungswand. Je dunner die
beeinflussten Randzonen ausfallen, desto schwieriger kdnnen viele Messpunkte
innerhalb der weillen und schwarzen Schichten gesetzt werden. Dies erklart die
wenigen Messpunkte fur die beiden niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten im
oberflachennahen Bereich in Abbildung 8-29. Neben der groReren Tiefenwirkung
aufgrund der hdéheren Prozesstemperaturen wird auch deutlich, dass die
Maximalharte ebenfalls mit der Schnittgeschwindigkeit anwachst.

8.3 Diskussion und Zusammenfassung

Die durchgefuhrten Ringspan- sowie Bohrversuche ins Volle ergeben eine
Vielzahl an notwendigen Eingangsparametern flir den Aufbau eines Modells,
welches das thermo-mechanische Belastungskollektiv des Bohrprozesses
bezlglich der Bauteilbelastung moglichst detailgetreu abbildet. So kdnnen aus
den Ringspanversuchen Zusammenhange zwischen Prozessparametern und
den resultierenden Kraften und Temperaturen an der Bohrerhauptschneide
abgeleitet werden. Mit wachsendem Abstand vom Bohrermittelpunkt steigt das
Bohrmoment aufgrund des wachsenden Hebelarmes deutlich an, gleichzeitig
fuhrt eine Zunahme der Schnittgeschwindigkeit zu einer leichten Abnahme des
gemessenen Moments. Hierfur zeichnen die mit der Schnittgeschwindigkeit und
dem Radius zunehmenden Prozesstemperaturen verantwortlich, welche eine
thermische Entfestigung des Werkstlickmaterials bewirken. Die Vorschubkraft
sinkt mit wachsendem Radius und steigenden Schnittgeschwindigkeiten,
Ursache sind ebenfalls die steigenden Temperaturen an der
Bohrerhauptschneide. Die Umrechnung der gemessenen Momente in
spezifische Schnittkrafte unter Zuhilfenahme der bekannten Messpositionen und
damit verbundenen Hebelarme ermoglicht einen Vergleich der Ergebnisse der
Ringspanversuche mit Drehversuchen im orthogonalen Schnitt. Die gute
Ubereinstimmung bei diesem Vergleich zeigt, dass die Ergebnisse der
Drehversuche als Annaherung zur Beschreibung der Schnittkrafte an der
Bohrerhauptschneide herangezogen werden konnen, wodurch auch eine
Abhangigkeit vom Spanwinkel bertcksichtigt werden kann. Gleiches gilt fur die
beim Drehen gemessenen Prozesstemperaturen sowie die Erkenntnisse aus den
zweidimensionalen Spanbildungssimulationen.
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Die Versuche zum Bohren ins Volle ergaben zum einen Erkenntnisse bezuglich
der Vorschubkraft, welche wie bei den Ringspanversuchen mit steigender
Schnittgeschwindigkeit leicht sinkt. Besonders interessant sind allerdings die
seitlichen Temperaturmessungen, welche genutzt werden, um die Warmequellen
der BohrerfUhrungsfase und der heillen Spane zu beschreiben, wobei keine
Separierung dieser beiden Warmequellen erfolgt. In Kombination mit der
Warmequelle der Bohrerhauptschneide kann so ein vollstandiges Modell zur
Beschreibung der thermischen Charakteristika des Bohrprozesses aufgebaut
werden, welches aus einer primaren und einer sekundaren Warmequelle
besteht. Zusatzlich wurde die abgeflachte Seite der Bohrprobe wahrend der
Bohrbearbeitung thermografisch vermessen. Diese Messungen dienen in erster
Linie dazu, um die mit dem entwickelten dreidimensionalen Bohrmodell
erzeugten Ergebnisse hinsichtlich der Temperaturhistorie des bearbeiteten
Bauteils validieren zu konnen. Dabei konnten zwischen den untersuchten
Parameterkombinationen nur geringfligige Unterschiede beziglich des sich
einstellenden Temperaturfelds auf der Werkstlickoberflache festgestellt werden.
Dies ist aber auch damit zu begrinden, dass die Warmeleitung im Bauteil eine
gewisse Zeit benotigt, wie sich bei der Variation der Schnittgschwindigkeit
gezeigt hat.

Abschlielend zeigen die  metallographischen  Untersuchungen  der
Bohrungswande, dass die Bohrbearbeitung zur Umwandlung von randnahen
Bereichen des Werkstluckmaterials fuhrt. Dabei konnte bei allen drei analysierten
Schnittgeschwindigkeiten die Bildung so genannter weilder Schichten
nachgewiesen werden, obwohl die Prozesstemperaturen speziell bei der
niedrigsten Schnittgeschwindigkeit nicht so hoch erwartet wurden, dass
Phasenumwandlungen angenommen werden konnten. Die im Mittel 6 ym
dicken weilden Schichten bei der Schnittgeschwindigkeit v, = 75 m/min treten nur
an wenigen Stellen entlang der Bohrungswand auf, so ist ihre Haufigkeit deutlich
geringer als bei v.=150m/min und v.=300 m/min, wo lange
zusammenhangende weilde Schichten mit Dicken von im Mittel 6 um bzw. 21 ym
festgestellt wurden. Als Ursache flir die Geflgeumwandlungen bei der
niedrigsten  Schnittgeschwindigkeit werden lokale Uberhéhungen der
Prozesstemperatur vermutet. Diese konnen das Ergebnis von massivem
Eckenverschlei® am Bohrwerkzeug oder behinderte Spanabfuhr sein. Da bei der
geringsten Schnittgeschwindigkeit aullerdem die hochsten Prozesskrafte
auftreten, konnen zudem spannungsbedingte Absenkungen der
Austenitisierungstemperaturen einen Einfluss auf die Ausbildung der
Bohrungsrandzone haben.
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Basierend auf den metallographischen Analysen und Bohrversuchen kann ein
klarer Zusammenhang zwischen der Schnittgeschwindigkeit und der Dicke der
fertigungsbedingten weilden Schichten in der Randzone der Bohrungswande
nachgewiesen werden. Dieser Zusammenhang wird auf’erdem durch die
Ergebnisse der metallographischen Untersuchungen der Werkstuckrandzonen
der orthogonalen Drehversuche gestutzt. Die im Rahmen der Bohrversuche
entstandenen weillen Schichten beinhalten darlber hinaus eine grof3e Anzahl
von Rissen unterschiedlicher Orientierung. Die Mehrzahl der Risse verlauft
allerdings parallel zur bearbeiteten Oberflache, einige wenige reichen bis in das
Grundmaterial des Werkstucks hinein. Die grof3ten Risse erstrecken sich zum
Teil Uber die gesamte Lange der weilRen Schicht knapp unterhalb der Oberflache
der Bohrungswand. Abplatzungen einzelner Schichtbereiche deuten darauf hin,
dass an diesen Stellen zuvor ebenfalls weille Schichten vorhanden waren,
welche durch das Durchbrechen der Risse an die Oberflache abgelost wurden.
Insgesamt ist zu beobachten, dass Abplatzungen und Bereiche ohne weilte
Schicht mit zunehmender  Schnittgeschwindigkeit = abnehmen und
zusammenhangende, homogener erscheinende weilde Schichten groRerer Dicke
entstehen.

Innerhalb der weilken Schichten und den randnahen Bereichen konnte zudem
eine deutlich erhohte Harte des Werkstiuckmaterials von bis zu 1170 HV
gegenuber der Grundharte des Ausgangsgefiuges (ca. 350 HV) festgestellt
werden. In Abhangigkeit der Prozessparameter und der resultierenden
Schichtdicken reichen die erhdhten Harten bis in unterschiedliche Tiefen der
Randschicht der Bohrungswande hinein.
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9 Modellierung des Bohrprozesses

Wie im Stand der Technik gezeigt wurde, stellt das Bohren einen komplexen
Prozess dar, dessen Kinematik und Charakterisitka eine zweidimensionale
Betrachtung von Prozess und Geflugebeeinflusung nicht moglich machen. Die
Gesamtheit der aus dem Bohrprozess resultierenden Bauteilbelastungen stellt
ein thermo-mechanisches Lastkollektiv dar, welches so detailliert wie maoglich
abgebildet werden muss, um mikrostrukturelle Vorgange in den Randzonen von
Bohrungswanden mit Hilfe der FEM vorhersagen zu kdnnen.

Das in dieser Arbeit entwickelte Modell sieht vor, den Materialabtrag in der
entstehenden Bohrung durch das Entfernen von Elementen nachzubilden. Ein
Modell des Bohrers basierend auf Draht- oder Stabelementen, wie es von
Weinert genutzt wurde [Wei-06], kann hierflr nicht genutzt werden, da die im
Rahmen der vorliegenden Arbeit genutzte Software ABAQUS fir das Aufpragen
der thermischen und mechanischen Lasten Kontakte in Form von Oberflachen
(surfaces) bendtigt und die neu entstehenden Oberflachen nach dem Entfernen
von Elementen von ABAQUS nicht mehr als Oberflache erkannt werden. Abhilfe
schafft hier die Unterteilung des Gesamtmodells in mehrere einzelne Teilmodelle
(parts). Die Verbindung dieser Einzelteile erfolgt mit Hilfe von speziellen
Bedingungen (constraints), deren Erstellung aufgrund der gro3en Anzahl sehr
aufwandig und speicherintensiv ist. Versuche, ein solches Modell einzusetzen
fuhrten einerseits zu fehlerhaften Rechenergebnissen und andererseits zu
extrem hohen Rechenzeiten und modellbedingten Simulationsabbriichen. Aus
diesem Grund wurde ein Modell entwickelt, das aus einem einzigen Bauteil
besteht, welches wiederum in eine Vielzahl von Bereichen sogenannte ,cells”
unterteilt wurde. Die Erzeugung dieser Bereiche erfolgte aufgrund der groflden
Anzahl automatisiert unter Anwendung der Skriptsprache ,python®. Das gilt auch
fur die Erzeugung der Knoten- und Elemente-Sets zur Aufpragung der
thermischen und mechanischen Lasten und dem spateren Loschen von
Elementen. Alle Last- sowie Elementléschungsschritte mussen in einzelnen
Simulationsschritten (steps) definiert werden, da fir jede Winkel- und
Vorschubposition andere Verhaltnisse vorherrschen. Zur Erstellung dieser
Schritte wurde deshalb mit Hilfe von Matlab ein weiteres Skript erstellt, welches
als Ergebnis eine Datei erzeugt, welche direkt in die Input-Datei des Bohrmodells
implementiert werden kann.
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9.1 Modellierung der thermischen Werkstiickbelastung
beim Bohren als Quellterm aus FE-Simulationen und
experimentellen Ergebnissen

Zur Modellierung des thermischen Belastungskollektivs beim Bohren muissen
mehrere Zonen der Warmeentstehung berlcksichtigt werden. Auf Basis der
experimentellen Arbeiten sowie der zweidimensionalen Spanbildungs-
simulationen werden fir den Aufbau des abstrahierten Bohrmodells zwei Terme
fur die Abbildung der thermischen Belastung T, des Werkstlcks beim Bohren

uell

verwendet:

+T Formel 9-1

Fuhrungsfase

T

quell =

T

Hauptschneide

Dabei wird die Temperatur entlang der Hauptschneide entsprechend ihrer
Abhangigkeiten von der Entfernung vom Bohrermittelpunkt, d.h. dem Radius r
sowie den Prozessparametern Schnittgeschwindigkeit v. und Vorschub f
modelliert:

T =f(r,v, f) Formel 9-2

Hauptschneide
Die sowohl im Rahmen der Bohr- und Drehversuche aber auch der FE-
Simulationen gezeigten Zusammenhange zwischen den Prozessparametern
Vorschub und Schnittgeschwindigkeit sowie der radialen Lage auf der
Bohrerhauptschneide und der resultierenden  Temperatur an  der
Werkzeugschneide deuten auf einen jeweils exponentiellen Zusammenhang hin,
weshalb eine formale Beschreibung gesucht wurde, welche die
Schneidentemperatur in Abhangigkeit einer Linearkombination der Variablen
Radius, Schnittgeschwindigkeit und Vorschub beinhaltet.

Gemal} den experimentell ermittelten Parameterabhangigkeiten wurde mit Hilfe
einer multivariaten Regression folgender formale Zusammenhang ermittelt:

T = f(r,v,, f)=170.4*r*®*y **. 02 Formel 9-3

Hauptschneide

Zur Uberpriifung der Genauigkeit dieses Modells zur Beschreibung der
Temperaturen an der Bohrerhauptschneide konnen die berechneten
Schneidentemperaturen den experimentell ermittelten Messwerten
gegenubergestellt werden. Abbildung 9-1 zeigt den grafischen Vergleich von
Modell und Bohrversuch.
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Abbildung 9-1 Vergleich der berechneten und gemessenen Temperaturen an der
Bohrerhauptschneide (f =0,05-0,1 mm, v, = 75-300 m/min, r = 1,5-6 mm)

Es ist in Abbildung 9-1 zu erkennen, dass die gemessenen Temperaturen an der
Bohrerhauptschneide sehr gut vom ermittelten Modell wiedergegeben werden.
So liegen etwa 82 % der gemessenen Werte innerhalb der definierten
Toleranzgrenzen einer Abweichung von 20 %.

Des Weiteren nimmt die Bohrtiefe t,,, einen Einfluss auf die Temperaturen, so

dass sich fur den untersuchten Parameter- und Bohrtiefenbereich der folgende
Zusammenhang ergibt:

0.23 0.23 0.12 0.05
THathschneide (r’vc ! f ’tBohr) = 1704 -r ) Vc ’ f ) tBohr Formel 9-4

Die thermische Belastung des Bauteils durch die Hauptschneide folgt der
Rotation sowie dem Vorschub des Bohrwerkzeugs. Die sich hieraus ergebende
Bewegung entlang einer Helixbahn kann mathematisch beschrieben werden:

X:r.COS(M.t)
r
. N 2.7
y=r-sin( . 1) Formel 9-5
- f-v, i r

2e7T tan(asj
2

Die Implementierung dieser thermischen Lastterme sowie der Prozesskinematik
wird unter 9.3.3 detailliert beschrieben.
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Der zweite Term in Formel 8-1 beschreibt die weitere Erhitzung der
Bohrungswand durch die Fuhrungsphase des Bohrwerkzeugs sowie die durch
die Wendel abgeflhrten heillen Spane. Hierfur wird eine einfache ringfarmige
Warmequelle angenommen, welche in variablem Abstand von der Bohrerspitze
ebenfalls in Vorschubrichtung durch die Bohrung hindurch bewegt wird. Zur
Beschreibung der dort vorherrschenden Temperaturen werden die seitlichen
Temperaturmessungen aus den Bohrversuchen ins Volle verwendet, wobei die
Bereiche zwischen den 4 Messpunkten durch Interpolation ebenfalls abgedeckt
werden. Die gemessenen Temperaturen wurden mit einer hohen Abtastrate
ermittelt, so dass in den Messschrieben sogar die Temperaturzu-
und -abnahmen der einzelnen Bohrerumdrehungen identifizierbar sind. Eine
solche genaue Abbildung ist im Rahmen des FE-Modells aufgrund des immens
grolen Rechenaufwands und mit der Anwendung von einfachen ringférmigen
Warmequellen nicht umsetzbar, aber auch nicht notwendig, um die thermische
Belastung des Werkstlicks mit hinreichend hoher Genauigkeit beschreiben zu
konnen [A_Lan-13].

Die Auswertung der in Kapitel 8.2.4 gezeigten Ergebnisse der seitlichen
Temperaturmessungen, ergab bei erneuter Nutzung der multivariaten
Regressionsanalyse folgenden formalen Zusammenhang fir die Temperatur der
Bohrerfuhrungsfase T

Uhrungsfase *

0.03

0.13
TFU‘hrungsfase (Vc ! tBohr) = 299 : Vc ’ tBohr Formel 9'6

Da es Formel 9-6 zulasst, dass die Temperaturen theoretisch auf unter 460 °C
fallen koénnen, und dies laut Messung nicht realistisch ist, wurde in der
Subroutine zur Beschreibung der thermischen Lasten, eine Grenztemperatur von
460 °C eingefuhrt, unter welche die Temperaturen nicht absinken konnen
[A_Lan-13].

Im Gegensatz zu den Lasttermen der Bohrerhauptschneide werden die
Temperaturen der Bohrerfase nicht mit Hilfe einer Subroutine erstellt, sondern
mittels Matlab berechnet und direkt in die Input-Datei des Bohrmodells
implementiert [A_Lan-13].
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9.2 Modellierung des mechanischen Lastkollektivs

Zur Abbildung der mechanischen Last werden die gemessenen Schnittkrafte
analog zu den Temperaturen entlang der Werkzeugschneide aufgebracht. Der
Modellaufbau verlangt, dass die aufgepragten Krafte im Modell als sogenannte
,bodyforces” definiert werden, was eine Umrechnung der gemessenen Krafte auf
eine Kraft pro Volumen notwendig macht. Mit Kenntnis des Volumens der
jeweiligen Elemente-Sets an der Bohrerschneide des Modells kann dies einfach
umgesetzt werden. Hierdurch ergeben sich die in Tabelle 9-1 dargestellten
Vorschubkrafte.

Schnittgeschwindigkeit v, (m/min) | 75 150 300

Vorschubkraft F,(N) ~1250 | ~1000 | ~1000

Als Bodyforce (N/mm?3) 322,61 | 258,09 | 258,09

Tabelle 9-1 Vorschubkrafte in Abhangigkeit der Schnittgeschwindigkeit
[A_Lan-13]

Eine deratige Definition der Krafte ist demnach abhangig von der jeweiligen
Feinheit des FE-Netzes. Da die Netzfeinheit aber definiert vorgegeben und die
jeweiligen Elemente-Sets automatisiert mittels Matlab erstellt werden, ist eine
Ubertragbarkeit auf beliebige Feinheitsgrade des FE-Netzes gewahrleistet und
einfach umsetzbar.

Die Nutzung dieser Art der Kraftdefinition ermdglicht die Verwendung der
ABAQUS-eigenen Subroutine ,DLOAD®. Diese Subroutine bietet grof3en
Gestaltungsspielraum, so kann die Schnittkraft in ihre zwei Komponenten in x-
und y-Richtung zerlegt und in Abhangigkeit von der Position entlang der
Bohrerhauptschneide formelmafig implementiert werden. Zur Bestimmung der
jeweiligen Anteile beider Komponenten an bestimmten Positionen in der Bohrung
werden die folgenden beiden Beschreibungen verwendet:

Schnittkraft in x-Richtung:

F =F * Y Formel 9-7

cX c \/(m)

Schnittkraft in y-Richtung:

X
F =—F*___— Formel 9-8
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Dabei werden die Schnittkrafte in x- und y-Richtung entsprechend der Richtung
der Winkelgeschwindigkeit und der Schneidenzahl des Bohrwerkzeugs, d.h. im
vorliegenden Fall zweifach, definiert. Dies ist in den obigen Gleichungen nicht
nachzuvollziehen, sondern wird durch den geometrischen Modellaufbau direkt in
der Subroutine durch eine Fallunterscheidung des Bohrerradius vorgegeben.

Im Gegensatz zu den Schnittkraften in x- und y-Richtung wird die Vorschubkraft
in z-Richtung konstant angenommen. Die Anpassung der Krafte mittels der
Subroutine DLOAD ermdglicht es, einfach Anderungen an der Definition der
Kraftverteilung und der Betrage vorzunehmen, da nur eine Anpassung innerhalb
der Routine erfolgen muss, wahrend die jeweiligen Lastschritte nicht verandert
werden mussen. Nachdem ein Element das modellierte Material abgegeben hat,
wird es deaktiviert, damit das Ergebnis der Simulation nicht verfalscht wird. Das
ist erwahnenswert, da die endgultige Loschung der Elemente nicht unmittelbar
nach Lastabgabe erfolgt, sondern nach jeweils funf Umdrehungen des
Bohrwerkzeugs. Dadurch werden die Anzahl der Rechenschritte und damit der
Aufwand deutlich reduziert.

9.3 Simulation dreidimensionaler Bauteilmerkmale

9.3.1 FE-Modell des Versuchskorpers

Fur die numerische Untersuchung der Bohrbearbeitung und der daraus
resultierenden Gefligebeeinflussungen in der Bohrungswand wurde ein
dreidimensionales Modell des Versuchskorpers aufgebaut, welches fur das
Bohren ins Volle verwendet wurde [A_Lan-13, Sch-13_2]. Abbildung 9-2 zeigt
das vernetzte Modell. Im Gegensatz zum ursprunglichen Versuchsbauteil wurde
die Bauteilhdhe von 60 mm auf 30 mm reduziert, da die maximale Bohrtiefe
24 mm betragt und der Modellierungsaufwand hierdurch deutlich reduziert
werden kann.
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Abbildung 9-2 3D-FE-Modell des Versuchskdrpers

Zur Umsetzung der Prozesskinematik wurde der Bereich der spateren Bohrung
mit besonderer Sorgfalt vernetzt und segmentiert. Eine genaue Darstellung
erfolgt bei der Beschreibung der Implementierung des Lastkollektivs. Des
Weiteren wurde der Bereich der spateren Bohrungswand besonders fein
vernetzt, um die durch die Bearbeitung resultierenden mikrostrukturellen
Anderungen im Werkstlickmaterial méglichst genau beschreiben zu kénnen. So
wurde ein an die Bohrungswand angrenzender Ring der Dicke 10 ym definiert, in
welchem eine Elementkantenlange von 1 ym gewahlt wurde. In einem weiteren
daran anschlieRenden Ring wurde die Elementkantenlange zunachst auf 10 um
und anschlief3end auf 100 ym vergrdliert. Der Ubrige Bereich des Modells wurde
moglichst grob vernetzt, da dort keine Einflisse durch die Bohrbearbeitung zu
erwarten sind und dadurch der Rechenaufwand reduziert werden kann. Die
Einspannung des Bauteils wird iUber Randbedingungen vorgegeben. Analog zum
Experiment werden die Freiheitsgrade an den Stirnflachen des Zylindermodells
festgehalten und dadurch die beidseitige Einspannung nachgebildet. Zur
Vermeidung eines Warmeflusses in die Aufspannung wurden die Stirnflachen bei
den Bohrversuchen mit Pertinaxplatten isoliert. Im Modell wird deshalb definiert,
dass an diesen Stellen kein Warmefluss stattfinden darf. Fur die Mantelflache
wird ein temperaturabhangiger Warmeubergangskoeffizient von h = 0,21 W/cm?K
angenommen, fir die abgeflachte geschwarzte Seite ein Wert von
h = 0,98 W/cm?K. Die Umgebungstemperatur wird auf 20 °C festgelegt. Fur die
Implementierung wurden entsprechende Element-Sets definiert, fir welche die
Einspannung sowie Warmeubergangsrandbedingungen vorgegeben wurden.
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9.3.2 Implementierung der Gefligesimulation

Da die Modellierung im zweidimensionalen FE-Modell auf Basis der Annahme
eines ebenen Dehnungszustandes durchgefuhrt wurde, kann das vorgestellte
Materialmodell der zweidimensionalen Spanbildungssimulation direkt in die
dreidimensionale Bohrsimulation eingebunden werden. Grund hierfur ist die
Tatsache, dass bei Verwendung eines ebenen Dehnungszustandes, durch die
Zwangung der Langenanderung in einer Raumrichtung, trotzdem Spannungen in
allen drei Raumrichtungen auftreten, weshalb diese im verwendeten
Materialmodell zur Beschreibung des elastisch-plastischen Materialverhaltens
berlcksichtigt wurden. Ware stattdessen ein ebener Spannungszustand
angenommen worden, wiarden in der dritten Raumrichtung keine Spannungen
auftreten und das Materialmodell ware entsprechend anders aufgebaut worden,
was eine direkte Ubertragbarkeit verhindert hatte.

Das Materialmodell zur Beschreibung des Verformungs- als auch des
Umwandlungsverhaltens nach Miokovi¢ [Mio-05], kann folglich sowohl in der
zweidimensionalen als auch in der dreidimensionalen Modellierung ohne
Modifikation verwendet werden.

9.3.3 Aufprégen des Lastkollektivs

Die Implementierung der thermischen Belastung erfolgt zweistufig. So werden
die Temperaturen entlang der Hauptschneide mittels Elemente-Sets
segmentweise aufgepragt. Hierfur wurde der Bereich der spateren Bohrung
entsprechend dem Vorschub, dem Durchmesser und dem Spitzenwinkel des
Bohrers in Segmente unterteilt. Abbildung 9-3 zeigt die Vernetzung der Bohrung
sowie farblich markierte Elemente eines Beispielsegments.
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Abbildung 9-3 Vernetzte Bohrung mit Elemente-Set der Bohrerschneide zur
Aufpragung der Zerpankratfte (links), Knoten-Set fir die Schneidentemperaturen
(Mitte) und Knoten-Set fir die Sekundarerwarmung durch die Fuhrungsfase und

heil3e Spane (rechts) [Sch-13 2]

Am in Abbildung 9-3 links rot dargestellten Elemente-Set wird sichtbar, wie durch
die Definition dieses Bereichs der Spitzenwinkel des Bohrwerkzeugs
bertcksichtigt wird. Zur Abbildung der Schnittbewegung werden Segmente
dieser Art nacheinander auf der Bahn der Werkzeugrotation aktiviert. Eine
Werkzeugumdrehung ist dabei in 16 Segmente unterteilt. Abbildung 9-4 zeigt zur
Veranschaulichung die rot markierten Segmente fur eine Werkzeugumdrehung
(links) sowie die Draufsicht auf die Bohrung (rechts).
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Abbildung 9-4 Segmente an der Bohrerspitze (links) und Draufsicht zur
Veranschaulichung der Vernetzung (rechts) [Sch-13_2]
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Aus Abbildung 9-4 wird ersichtlich, wie die thermische Last mittels Elemente-
Sets an der Bohrerspitze modelliert wird. Zusatzlich zur Rotationsbewegung fuhrt
das Bohrwerkzeug die Vorschubbewegung durch. Aus diesem Grund entspricht
die Segmenthdhe in Z-Richtung dem jeweiligen Wert des Vorschubs pro
Umdrehung. Nachdem eine Umdrehung beendet ist, beginnt die folgende
Umdrehung demnach in der darunter liegenden Segmentschicht. Auf diese Art
und Weise bewegt sich der thermische Lastterm der Bohrerhauptschneide mit
den abzubildenden Prozessparametern von oben nach unten durch das
Bauteilmodell. Nachdem die Bohrerspitze den aktiven Bereich verlassen hat, d.h.
weiter nach unten gewandert ist, werden die nicht mehr benotigten Elemente mit
Hilfe der ABAQUS-eigenen ,remove“ Funktion aus dem Modell entfernt. Somit
wird zwar kein echter Materialabtrag im Sinne einer Spanbildung simuliert,
allerdings werden tatsachlich heille Werkstiickbereiche aus dem Modell heraus
genommen und eine weitere Warmeleitung durch in der Realitdt nicht mehr
vorhandenes Material unterbunden. Ein grof3er Vorteil dieses Vorgehens ist das
Vorhandensein des Werkstlickmaterials im Bereich vor dem Bohrwerkzeug.
Dadurch kann auch die Warmeleitung aus diesen Zonen in die Bohrungswand
berucksichtigt werden, wodurch eine sehr realitatsnahe Modellierung ermdglicht
wird.

Entlang der Bohrerhauptschneide werden auch die Prozesskrafte als Bodyforces
aufgepragt. Hierfur kdnnen allerdings nicht die bereits erstellten Knoten-Sets der
Schneidentemperaturen verwendet werden, sondern zusatzliche Elemente-Sets,
wie eines beispielhaft in Abbildung 9-3 dargestellt ist.

Fir die Sekundarerwarmung durch die Flihrungsfasen des Bohrers sowie heilde
Spane, welche in Formel 8-1 mit dem Term T beschrieben ist, wird ein

Fiihrungsfase
weiteres Knoten-Set verwendet. Diese weitere Warmequelle kann der
Bohrerhauptschneide in variablem Abstand nachgefihrt werden, wie es in
Abbildung 9-3 rechts dargestellt ist. Die Breite des dargestellten Rings kann wie
der Abstand von der Bohrerspitze an die experimentellen Ergebnisse angepasst
werden und gewahrleistet hierdurch eine detailgetreue Nachbildung des
Bohrprozesses.

9.3.4 Simulationsergebnisse

Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell zur Beschreibung des thermo-
mechanischen Verhaltens des Bohrprozesses wurde verwendet, um
prozessbedingte Beeinflussungen der Bohrungswand untersuchen und
vorhersagen zu kdnnen. Aufgrund der hohen Rechenzeiten wurde die Tiefe der
Bohrung allerdings auf 6 mm begrenzt.
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Abbildung 9-5 =zeigt farblich veranschaulicht die Spur der thermischen
Lastaufpragung in der Bohrung fur einen Vorschub von f=0,1 mm und eine
Schnittgeschwindigkeit von v, =300 m/min. Die Rotationsrichtung des
Bohrwerkzeus ist dabei entgegen dem Uhrzeigersinn gerichtet.
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Abbildung 9-5 Simulierte thermische Bauteilbelastung durch die
Bohrerhauptschneide (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm)

Zur besseren Ubersicht zeigt Abbildung 9-6 zusétzlich die Ansicht des aktuell
bearbeiteten Bohrungsgrunds.
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Abbildung 9-6 Draufsicht auf den Bohrungsgrund und die simulierte thermische
Bauteilbelastung (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm)
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Aus Abbildung 9-5 und Abbildung 9-6 kann nachvollzogen werden, wie es
aufgrund der Bewegung des Bohrwerkzeugs zu einer sichelformigen
thermischen Belastung des Bohrungsgrunds kommt. Entsprechend der
vorgegebenen Belastung in Abhangigkeit von den Prozessparametern, ist eine
gradierte Temperaturverteilung von innen nach auf’en zu erkennen. Zur
Uberpriifung der Genauigkeit des Bohrmodells wird das resultierende
Temperaturfeld auf der abgeflachten Seite des Werkstlicks mit thermografischen
Untersuchungen der experimentellen Bohrversuche verglichen. Abbildung 9-7
links zeigt dabei das berechnete Temperaturfeld, das rechte Bild die
Thermografieaufnahme bei entsprechender Bohrtiefe fur einen Vorschub
f=0,1 mm und eine Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min.

Abbildung 9-7 Berechnetes und mittels Thermografie gemessenes
Temperaturfeld auf der flachen Seite der Bohrprobe (v, = 300 m/min, f = 0,1 mm)

Der Vergleich von Experiment und Simulation in Abbildung 9-7 zeigt eine gute
Ubereinstimmung der Ergebnisse. So liegen die ermittelten
Maximaltemperaturen im gleichen Bereich von ca. 90 °C. Die geometrische
Ausbildung des berechneten Temperaturfeldes weist zudem die gleichen
Charakteristika auf wie das thermografische Bild der Bohrprobe. Das simulierte
Temperaturfeld fallt etwas runder aus, wohingegen die Thermografieaufnahme
eine Art Einschnirung des Temperaturfelds zwischen Bohrerspitze und Rand
sowie eine Aufweitung an der Bauteiloberflache aufweist. Dies wird durch die
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homogene Warmeleitung und Bauteilbeschaffenheit in der Simulation sowie due
modellbedingten Vereinfachungen verursacht. Es kann demnach davon
ausgegangen werden, dass das entwickelte dreidimensionale Modell die
thermische Belastungshistorie des Bohrprozesses sehr gut abbildet. Wie die
experimentellen Ergebnisse gezeigt haben, kdonnen infolge der thermischen
Belastung durch das Bohrwerkzeug Geflugeumwandlungen in der Randzone der
Bohrungswand ablaufen. Abbildung 9-8 zeigt simulierte Geflgeumwandlungen in
der Randzone der Bohrungswand fur einen Vorschub f=0,1 mm und eine
Schnittgeschwindigkeit v, = 300 m/min. Dabei sind zum einen Ubersichten des
Gesamtbauteils mit und ohne Vernetzung (oben) sowie die Bohrung mit
ausgeblendetem Restmaterial (unten) abgebildet. Die Farbgebung des Gefliges
ist so gewahlt, dass rot einem Martensitgehalt von 100 % entspricht, blau
reprasentiert 0 % Martensit.
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Abbildung 9-8 Simulierte martensitische Randschicht auf der Bohrungswand:
Ubersichtbild mit Vernetzung (a), Ubersicht ohne Netz (b), Bohrung mit
ausgeblendetem Restmaterial mit Vernetzung (c), Bohrung mit ausgeblendetem
Restmaterial ohne Netz (d) (v = 300 m/min, f = 0,1 mm)
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Wie in Abbildung 9-8 zu sehen ist, bildet sich im Bereich der Bohrungswand, die
bereits durch das Bohrwerkzeug belastet wurde, eine dunne martensitische
Schicht. Der umgewandelte Bereich der Bauteiloberflache entspricht der bereits
thermisch belasteten Lange der Bohrung. Da aufgrund der extrem langen
Rechenzeiten bisher nur erste Abschnitte der gesamten Bohrung berechnet
werden konnten, liegt noch keine Information daruber vor, ob sich die
Gefugeumwandlungen Uber die gesamte Bohrungswand fortsetzen. Die
experimentellen Ergebnisse und die ersten Simulationsergebnisse lassen
allerdings den Schluss zu, dass bei weiterem Fortschreiten der Simulation mit
den Prozessparametern v.=300m/min und f=0,1mm die gesamte
Bohrungswand mit einer martensitischen Randschicht bedeckt sein wurde. Die
Tiefenwirkung der Umwandlungen mit Martensitbildung betragt dabei ca.
15-20 ym, d.h. bis in diese Tiefe der Bohrungsrandzone kommt es im Rahmen
der Simulation mit einem Vorschub f = 0,1 mm und einer Schnittgeschwindigkeit
Ve = 300 m/min zu Geflgeumwandlungen und der Bildung von Martensitanteilen,
die von der Bohrungsoberflache nach innen hin von 100 % bis 0 % Martensit
abnehmen. Weitere Variantenrechnungen wurden bei gleichem Vorschub
f=0,1 mm mit den Schnittgeschwindigkeiten v, =75 m/min und v, = 150 m/min
durchgefuhrt. Im Gegensatz zu den experimentellen Ergebnissen wurde bei
keiner dieser beiden Varianten die Bildung einer wei3en Schicht vorhergesagt.
Dies kann an der kurzen simulierten Bohrlange liegen, da so gegebenenfalls die
erforderlichen Temperaturen und damit verbundene Gefugeumwandlungen nicht
erreicht  werden. Die nicht berucksichtigte Beeinflussung der
Umwandlungstemperaturen durch die mechanische Last des Bohrprozesses
kann zudem einen Einfluss auf dieses Ergebnis haben, insbesondere wenn bei
niedrigeren  Schnittgeschwindigkeiten nur geringe Temperaturdifferenzen
entscheidend fur das Erreichen der Umwandlungstemperaturen sind. Weitere
Variantenrechnungen auch bezluglich des Vorschubs und insbesondere
hinsichtlich des Einflusses der Schneideckenpraparation konnten aus Grinden
der extrem hohen Rechenzeiten nicht durchgefuhrt werden.

9.4 Diskussion und Zusammenfassung

Auf Basis des Analogieprozesses Drehen, der zweidimensionalen
Spanbildungssimulation sowie der Bohrversuche wurde ein Modell entwickelt,
welches das thermo-mechanische  Lastkollektiv. des  Bohrprozesses
dreidimensional abbildet. Dabei konnte gezeigt werden, dass die fur die
Phasenumwandlungen im Werkstlick besonders relevanten Temperaturen mit
dem Modellansatz gut abgebildet werden konnen. Dies gilt sowohl fur die
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Temperaturen an der Werkzeughauptscheide als auch fur die auf der flachen
Seite der Bohrprobe analysierten Temperaturen.

Das Modell wurde genutzt, um durch die Bohrbearbeitung entstehende
Gefugeumwandlungen in der Randschicht von Bohrungswanden mittels
Simulationen vorherzusagen. Die Ergebnisse dieser Berechnungen ergeben eine
martensitische Randschicht mit einer Dicke von 15-20 ym und zeigen damit eine
sehr gute Ubereinstimmung mit den metallographischen Untersuchungen der
experimentell erzeugten Bohrungswande. Die Simulationsergebnisse bestatigen
damit die Fahigkeit des entwickelten dreidimensionalen Modells zur Abbildung
von zerspanungsbedingten Phasenumwandlungen in Bohrungsrandzonen. Auf
Basis der Simulationsergebnisse und der Experimente kann abgeleitet werden,
dass beim trockenen Bohren von vergltetem 42CrMo4 Schnittgeschwindigkeiten
unter 75 m/min eingesetzt werden sollten, wenn die Bildung von weilen
Schichten in den Randzonen der Bohrungswande vermieden werden soll. Lokal
auftretende Schichtbildungen kdénnen im Einzelfall auftreten, wenn der
Verschlei® der Bohrwerkzeuge zunimmt. Eine belastbare verallgemeinerte
Aussage bezuglich der gezielten Einstellung der Bohrungsrandzone und damit
des Bauteilverhaltens kann an dieser Stelle nicht getroffen werden, da hierfur zu
wenige Variantenrechnungen durchgefihrt werden konnten.

Abbildung 9-9 veranschaulicht abschlieRend die ermittelten Zusammenhange
zwischen Prozess- und Werkzeuggeometrieparametern sowie der Dicke der
resultierenden white layer. Die im Diagramm eingezeichneten Parameter
Schneideckenradius r;, Vorschub f, VerschleiBmarkenbreite VB, Spanwinkel y
und Freiwinkel a haben dabei einen schichtdickensteigernden Effekt, je nachdem
ob sie zu- (Pfeil nach oben) oder abnehmen (Pfeil nach unten).
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30 =

Bohren

Dicke white layer (um)

7o 150 300 400
Schnittgeschwindigkeit (m/min)

Abbildung 9-9 Zusammenhang zwischen white layer — Dicke und Prozess- bzw.
Werkzeuggeometrieparametern
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10 Zusammenfassung und Ausblick

10.1 Zusammenfassung

Die bei Zerspanungsvorgangen resultierenden thermischen und mechanischen
Belastungen konnen zu Beeinflussungen bearbeiteter Bauteilrandzonen wie
Eigenspannungen und Gefugeumwandlungen flhren. Ein in diesem
Zusammenhang auftretendes Phanomen stellen die sogenannten weil3en
Schichten dar, welche infolge des Spanbildungsprozesses an der Oberflache
spanend bearbeiteter Werkstlucke auftreten konnen. Diese aufgrund ihres
Erscheinungsbildes in metallographischen Untersuchungen so genannten
Schichten weisen eine groRe Harte auf und sind zumeist stark rissbehaftet. Die
genauen Ursachen fur die Entstehung dieser ,white layer” sind allerdings nicht
eindeutig geklart. Aus diesem Grund wurden mit Hilfe von experimentellen
Untersuchungen sowie der Finite Elemente Methode zwei Modelle entwickelt,
welche in der Lage sind, zerspanungsbedingte Gefugeumwandlungen in der
Bauteilrandschicht sowohl fur den Dreh- als auch fur den Bohrprozess
abzubilden.

Zunachst wurde hierfir ein zweidimensionales Spanbildungsmodell fir den
Versuchswerkstoff 42CrMo4 im verglteten Zustand aufgebaut. Durch die
Implementierung eines geeigneten Materialmodells, eines geschwindigkeits- und
temperaturabhangigen Reibungsmodells sowie der detaillierten Berucksichtigung
der Warmeubergange zwischen Werkzeug, Werkstick und Umgebung konnte
das Spanbildungsmodell sehr exakt auf die Randbedingungen des realen
Prozesses abgestimmt werden. Durch den Vergleich der Simulationsergebnisse
mit experimentellen Ergebnissen aus Drehversuchen im orthogonalen Schnitt
konnte die gute Ubereinstimmung des Modells mit dem realen
Zerspanungsprozess nachgewiesen werden.

Um die Entstehung zerspanungsbedingter Gefligeumwandlungen in der
Bauteilrandschicht abbilden zu konnen, wurde eine Beschreibung der
Umwandlungskinetik des Werkstoffes 42CrMo4 in die Materialroutine flr das
zweidimensionale FE-Spanbildungsmodell implementiert. Die Ergebnisse der
Simulationen mit diesem Modell zeigen, dass die gebildeten weillen Schichten
auf die thermische Belastung sowie die damit einhergehenden Aufheiz- und
Abkuhlraten wahrend dem Zerspanungsvorgang zurlckzufihren sind. Der
Vergleich mit den Ergebnissen aus den Drehversuchen im orthogonalen Schnitt
zeigt, dass die berechneten Schichtdicken und Geflugeharten sehr gut mit
experimentell ermittelten Betragen ubereinstimmen. Auf Basis der
Simulationsergebnisse wird deshalb davon ausgegangen, dass es sich bei den
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zerspanungsbedingten weilen Schichten um martensitische Schichten handelt,
welche aufgrund der Kurzzeit-Austenitisierungsvorgange  sowie  der
Selbstabschreckung des Materials entstehen. Eine Beeinflussung der
Umwandlungstemperaturen durch den bei der Interaktion von Werkstuck und
Werkzeug vorherrschenden hydrostatischen Druck kann nicht ausgeschlossen
werden. Auf eine explizite Berucksichtigung dieses Einflusses auf die
Austenitisierungstemperaturen wird allerdings verzichtet, da davon ausgegangen
werden kann, dass dieser Einfluss im Vergleich zur Abhangigkeit der
Umwandlungstemperaturen von den Aufheizraten vernachlassigbar ist. Es
konnte gezeigt werden, dass die resultierenden Schichtdicken direkt von den
Prozessparametern  Schnittgeschwindigkeit und Vorschub, sowie dem
Spanwinkel des Zerspanungswerkzeugs abhangig sind. Die Dicke der harten
weillen Schicht wachst mit steigenden Betragen dieser drei Parameter. Die
Tiefenwirkung der erhohten Harte des resultierenden Geflges ist dabei direkt
von der erzeugten Schichtdicke abhangig. Soll die Bildung von weilten Schichten
verhindert werden, so sind die untersuchten Parameter zu reduzieren und ein
negativer Spanwinkel zu wahlen. Bei der Reduzierung des Vorschubs muss
allerdings beachtet werden, dass die Spanungsdicke im Verhaltnis zur
Schneidkantenverrundung des Werkzeugs nicht zu klein wird. Ansonsten steigt
die thermische Belastung erneut an und der eigentliche Trennvorgang wird von
Reib- und Quetschvorgangen dominiert, was zu erhohtem Werkzeugverschleil
und abnehmender Fertigungsqualitat fuhrt.

Aufbauend auf den experimentellen Untersuchungen mittels Dreh- und
Bohrversuchen wurde ein dreidimensionales Modell entwickelt, welches das
thermo-mechanische Lastkollektiv des Bohrprozesses in Abhangigkeit der
Prozessparameter  Schnittgeschwindigkeit und Vorschub sowie dem
Bohrerradius abbildet. Die Validierung der resultierenden Temperaturen an der
Hauptschneide des Bohrwerkzeugs und im bearbeiteten Bauteil zeigt eine gute
Ubereinstimmung mit den experimentellen Bohrversuchen. Diese Temperaturen
sind fur die im Fokus des Interesses stehenden zerspanungsbedingten
Gefugeumwandlungen in der Bohrungsrandzone von entscheidender Bedeutung.
Im Folgenden wurde das dreidimensionale Bohrmodell mit dem bereits im
zweidimensionalen Modell verwendeten Materialmodell fur den Werkstoff
42CrMo4 gekoppelt. Die mit diesem Gesamtmodell durchgefluhrten Simulationen
zeigen, dass dieses Modell geeignet ist, die bei der Bohrungsbearbeitung
auftretenden Gefigeumwandlungen in der Randzone der Bohrungswand
abzubilden. So stimmen die berechnete Schichtdicke und Geflgeharte sehr gut
mit den Ergebnissen der durchgefuhrten Bohrversuche Uberein.
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10.2 Ausblick
Zukiinftige Arbeiten kénnen sich vertieft mit der Uberlagerung von thermischen
und mechanischen Einflissen auf die Umwandlungskinetik

zerspanungsbedingter Gefligeumwandlungen beschaftigen. Die im Rahmen der
vorliegenden Arbeit getroffenen Annahmen koénnen mittels experimenteller
Untersuchungen nachgewiesen und mittels geeigneter Modelle in der
Beschreibung des Materialverhaltens berucksichtigt werden. Daruber hinaus
kann das implementierte Materialmodell im Rahmen der
Spanbildungssimulationen hinsichtlich seiner Komplexitat vereinfacht werden
und damit die Rechengeschwindigkeit der Simulationen optimiert werden. So
stellt sich die Frage nach der Notwendigkeit der implementierten
Umwandlungsplastizitat und Umwandlungswarme, da es durch den
Zerspanungsprozess zu solch hohen plastischen Verformungen und
Temperaturen kommt, dass die genannten Grolken evtl. nur eine geringe
Relevanz auf die Gesamtbilanz aufweisen. Werden beispielsweise keine
absoluten Ergebnisse der Gefligebestandteile bendtigt, kann auf den hohen
Detaillierungsgrad zu Gunsten der Rechenzeit verzichtet werden.

Besonders das entwickelte dreidimensionale Modell bietet Ansatzpunkte zur
Weiterentwicklung und Verbesserung. Wie gezeigt wurde, fihrt der hohe
Detaillierungsgrad in Verbindung mit der BauteilgroRe zu hohen Aufwanden bei
Modellerstellung und Berechnung. Alternative Modelle welche die
Prozesskinematik Uber Programme wie Matlab abbilden, konnten den Aufwand
reduzieren. Far die Berucksichtigung der bohrungsbedingten
Gefugeumwandlungen in der Bauteilrandschicht misste eine geeignete
Kopplung mit dem in ABAQUS entwickelten Modell vorgesehen werden. So
konnte die Beschreibung der Phasenumwandlungen vereinfacht werden, um zu
einer formalen Beschreibung der Martensitbildung in Abhangigkeit von
Prozessparametern zu gelangen, ahnlich den mittels Regressionen erstellten
Modellen fur Temperaturen und Krafte an der Bohrerschneide. Speziell das Pre-
Processing konnte auf diesem Weg beschleunigt werden, wodurch das gesamte
Modell wesentlich handlicher wurde. Mit Hilfe eines schnellen Modells kdnnten
eine Vielzahl an simulativen Variantenrechnungen bezuglich Prozess- und
Werkzeugparametern durchgefuhrt werden. Besonders wichtig erscheint in
diesem Zusammenhang die Erweiterung bezuglich weiterer
Schneidenfeingeometrien, da diese beim Bohren einen signifikanten Einfluss auf
die Prozessbedingungen und das Bohrungsergebnis haben. Besonders der
Bereich der Schneidecke ist hierbei von Bedeutung und konnte in weiteren
Arbeiten gezielt untersucht werden.
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Ein weiterer interessanter Aspekt ist die Kombination des Modells zur
Vorhersage zerspanungsbedingter Gefugeumwandlungen mit dem in vorherigen
Arbeiten entwickelten Modell zur Abschatzung des Warmeeintrags in das Bauteil
fur unterschiedliche Fertigungsverfahren. Ziel sollte der Aufbau eines grolien
Gesamtmodells sein, bei welchem auf Gesamtbauteilebene der durch die
Zerspanung verursachte Bauteilverzug sowie die Eigenspannungen berechnet
werden kdnnen. An ausgewahlten, besonders kritischen Stellen kann dann lokal
auf Mikroebene untersucht werden, ob es durch die Bearbeitung zu
Gefugeumwandlungen in der Bauteilrandschicht kommt. Vereinfacht wirde es
bei einem solchen Integralmodell ausreichen die Dicke einer etwaigen
Martensitschicht vorhersagen zu kénnen. Eine zuséatzliche Ubertragung des
Modells zur Vorhersage zerspanungsbedingter Gefligeumwandlungen auf
weitere Zerspanverfahren ist dariber hinaus denkbar und im Rahmen des
Schwerpunktprogrammes SPP 1480 ,Modellierung, Simulation und
Kompensation von thermischen Bearbeitungseinflissen fir komplexe
Zerspanprozesse” vorgesehen.
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