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Kurzfassung

Die Erzeugung von Poren in additiv gefertigten Strukturen kann unter dem
Aspekt des Leichtbaus oder der Funktionalisierung von Porenoberflächen durch-
aus erwünscht sein. Die gezielte Vergrößerung der Abstände zwischen den Druck-
bahnen und damit die Erzeugung von Hohlräumen stellt dabei einen gängigen
Ansatz zur Erzeugung von Poren dar. Ein weiterer, eher neuer Ansatz ist das in
situ Schäumen additiv gefertigter Strukturen, also das Schäumen des Kunststoffs
während des additiven Fertigungsprozesses. Dieser Herstellungsansatz ist in den
letzten Jahren in den Fokus der Forschung gerückt. Im Rahmen dieser Arbeit
wird erstmals das in situ Schäumen mit dem ARBURG Kunststoff-Freiform-
Verfahren zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Strukturen un-
tersucht. Dabei wird der Kunststoff Acrylnitril-Butadien-Styrol und ein Mas-
terbatch mit endothermem chemischen Treibmittel verwendet. Neben den ad-
ditiv gefertigten geschäumten Strukturen werden auch additiv gefertigte nicht
geschäumte Strukturen charakterisiert, sodass der Einfluss des Schäumens ver-
gleichend herausgearbeitet werden kann. In der vorliegenden Arbeit wird ein
Prozessverständnis für das in situ Schäumen aufgebaut, die Volumenfüllung von
additiv gefertigten nicht geschäumten sowie geschäumten Strukturen umfassend
untersucht, darauf aufbauend ein optimaler Füllgrad für diese Strukturen ermit-
telt und abschließend ein analytisches Modell der Volumenfüllung beschrieben.
Zur umfassenden Charakterisierung der mikro- und makrostrukturellen Eigen-
schaften aller untersuchten Probekörper werden verschiedene Charakterisierungs-
methoden eingesetzt. So erfolgt die Prozesscharakterisierung mittels Hochge-
schwindigkeits-Bildgebung und Volumenbestimmung kleinster Kunststoffmen-
gen, während die Werkstoffcharakterisierung mittels Plastographie, Rasterelek-
tronenmikroskopie sowie Bestimmung der Oberflächenrauheit und Dichte der
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Kurzfassung

additiv gefertigten Strukturen erfolgt. Die Volumenbestimmung kleinster Kunst-
stoffmengen zeigt, dass der Aufschäumgrad beim in situ Schäumen mit dem
ARBURG Kunststoff-Freiform-Verfahren mit steigender Düsentemperatur und
steigendem Masterbatchanteil abnimmt. Dies kann auf die Kombination von
Kunststoff, Masterbatch und enthaltenem Treibmittel zurückgeführt werden und
ist eine Folge destabilisierender Einflüsse auf die Schaumstruktur. Dagegen ist
kein Einfluss des Volumenstroms auf den Aufschäumgrad festzustellen. Dies er-
leichtert die Prozessführung und kann somit als Vorteil des in situ Schäumen mit
dem ARBURG Kunststoff-Freiform-Verfahren angesehen werden. Anhand der
Oberflächenrauheit der additiv gefertigten Strukturen lässt sich die Volumenfül-
lung in drei Bereiche einteilen, die Unterfüllung, die optimale Füllung und die
Überfüllung. Aus verfahrenstechnischer Sicht ist die optimale Füllung am inter-
essantesten, da hier die vorgegebene Form und das Gesamtvolumen eines Bau-
teils erhalten bleiben, während der Füllgrad dieser Strukturen den dabei höchst-
möglichen Wert erreicht. Im Bereich der optimalen Füllung nimmt die Größe der
prozessbedingten Poren sowie der Schaumblasen mit zunehmender Volumenfül-
lung ab. Dementsprechend muss für additiv gefertigte geschäumte Strukturen ein
Kompromiss zwischen beiden Formen der Porosität gefunden werden. Anhand
der Volumenbestimmung kleinster Kunststoffmengen und der Dichte additiv ge-
fertigter Strukturen zeigt sich auch, dass das volle Potenzial des Aufschäumgrads
in der additiven Fertigung nicht ausgenutzt werden kann, da diese einen desta-
bilisierenden Einfluss auf die Schaumstruktur ausübt. Ein erstmals aufgestelltes
analytisches Modell der Volumenfüllung für das AKF-Verfahren kann dabei hel-
fen, gewünschte Füllgrade für unbekannte Kombinationen von Prozessparame-
tern zu ermitteln und darauf aufbauend eine weitere Optimierung der Strukturen
vorzunehmen.
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Abstract

The creation of pores in additively manufactured structures can be desirable in
terms of lightweight construction or the functionalisation of pore surfaces. The
controlled increase of the gaps between the tracks and thus the creation of vo-
ids is a common approach to creating pores. Another, rather new approach is
the in situ foaming of additively manufactured structures, i. e. the foaming of
the plastic during the additive manufacturing process. This manufacturing ap-
proach has moved into the focus of research in recent years. This thesis is the
first to investigate the in situ foaming using the ARBURG Plastic Freeform pro-
cess for the production of additively manufactured foamed structures. The plastic
acrylonitrile-butadiene-styrene and a masterbatch with an endothermic chemical
blowing agent are used. In addition to the additively manufactured foamed struc-
tures, additively manufactured non-foamed structures are also characterised so
that the influence of foaming can be determined comparatively. In this thesis, an
understanding of the process of in situ foaming is established, the volume fil-
ling of additively manufactured non-foamed structures and foamed structures is
comprehensively investigated, an optimum filling degree for these structures is
determined and finally an analytical model of volume filling is described.
Various characterisation methods are used to comprehensively characterise the
micro- and macrostructural properties of all specimens. Process characterisati-
on is carried out using high-speed imaging and volume determination of tiny
amounts of plastic, while material characterisation is carried out using plastogra-
phy, scanning electron microscopy and determination of the surface roughness
and density of the additively manufactured structures. The volume determinati-
on of tiny amounts of plastic reveals that the degree of foaming decreases with
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increasing nozzle temperature and increasing masterbatch content during in si-
tu foaming with the ARBURG Plastic Freeform process. This can be attributed
to the combination of plastic, masterbatch and blowing agent and is a result of
destabilising influences on the foam structure. In contrast, the volume flow has
no influence on the degree of foaming. This facilitates process control and can
therefore be seen as an advantage of in situ foaming with the ARBURG Plastic
Freeform process. Based on the surface roughness of the additively manufactured
structures, volume filling can be divided into three regions: underfilling, optimal
filling and overfilling. From a process engineering point of view, optimal filling is
the most interesting, as the specified shape and the total volume of a component
are retained, while the degree of filling of these structures reaches the highest
possible value. In the region of optimal filling, the size of the process-related po-
res and the foam bubbles decreases with increasing volume filling. Accordingly,
a compromise must be found between the two forms of porosity for additive-
ly manufactured foamed structures. Determining the volume of tiny amounts of
plastic and the density of additively manufactured structures also reveals that the
full potential of the degree of foaming cannot be exploited in additive manufac-
turing, as this exert a destabilising influence on the foam structure. A analytical
model of volume filling for the AKF process, which has been set up for the first
time, can help to determine desired degrees of filling for unknown combinations
of process parameters and, based on this, to further optimise the structures.
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1 Einleitung

Die Anfänge der kunststoffbasierten additiven Fertigung liegen im so genann-
ten Rapid Prototyping, das auf die Herstellung optisch und haptisch ansprechen-
der Bauteile ausgerichtet ist. In jüngster Zeit wird dieser Bereich der additiven
Fertigung jedoch zunehmend auch für die Herstellung von Struktur- und Funkti-
onsteilen genutzt. Im Vergleich zu spritzgegossenen Bauteilen weisen Bauteile,
die mit kunststoffbasierten additiven Fertigungsverfahren hergestellt werden, un-
ter anderem aufgrund vorhandener Poren, reduzierte mechanische Eigenschaften
auf. Dieser Umstand wird in vielen Untersuchungen als nachteilig angesehen,
weshalb das vorrangige Ziel dieser Untersuchungen häufig die Ermittlung der
Einflussgrößen auf die Porosität und deren Reduzierung ist. Die gezielte Ein-
bringung von Poren kann jedoch auch erwünscht sein. So können Bauteile durch
eine lokale Reduktion der Masse für den Leichtbau optimiert oder die enthalte-
nen porösen Strukturen funktionalisiert werden, wie dies beispielsweise für das
Einwachsen von Knochengewebe in der Biomedizin angestrebt wird. Neben der
additiven Fertigung porenfreier Bauteile ist daher auch die Herstellung poröser
Strukturen von großem Interesse. In der kunststoffbasierten additiven Fertigung
können Poren durch gezielt eingebrachte Abstände zwischen den Druckbahnen
erzeugt werden, wodurch Hohlräume entstehen und somit die Größe der Porosi-
tät beliebig eingestellt werden kann. Ein weiterer Ansatz ist das in situ Schäumen
der additiv gefertigten Strukturen, also das Schäumen des Kunststoffs während
des additiven Fertigungsprozesses. Dieser Herstellungsansatz ist in den letzten
Jahren zunehmend in den Fokus der Forschung gerückt. Schäume bieten gene-
rell die Möglichkeit, die Porosität auf viele kleine Poren bzw. Schaumblasen
aufzuteilen und diese homogen in der Struktur zu verteilen. Dies kann sowohl
für eine gleichmäßigere Kraftübertragung als auch für eine Funktionalisierung
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1 Einleitung

der Porenoberfläche von Vorteil sein. Damit diese additiv gefertigten geschäum-
ten Strukturen einen möglichst großen Vorteil gegenüber Strukturen aufweisen,
bei denen die Porosität durch eingebrachte Abstände zwischen den Druckbahnen
entsteht, können zwei wesentliche strukturelle Merkmale optimiert werden: Die
Schaumblasen sollten möglichst homogen in den Kunststoffsträngen verteilt sein
und die durch die kunststoffbasierte additive Fertigung unerwünscht erzeugten
Poren sollten weitestgehend verschwinden.
Da es sich beim in situ Schäumen in der kunststoffbasierten additiven Ferti-
gung um ein junges Forschungsfeld handelt, sind viele Aspekte des Prozessab-
laufs dieser neuen Verfahren noch ungeklärt. So wurde beispielsweise das in situ
Schäumen mit dem ARBURG Kunststoff-Freiform-Verfahren, einem Verfahren
der kunststoffbasierten additiven Fertigung, bisher überhaupt nicht untersucht.
Insbesondere die Entstehung und Beeinflussung von Schaumblasen während der
additiven Fertigung ist allerdings auch unabhängig vom eingesetzten Verfahren
bisher nicht hinreichend betrachtet und der Prozess des Schäumens nicht mit der
etablierten Physik des Schäumens verknüpft worden. So finden sich in einigen
der bisher durchgeführten Untersuchungen Hinweise auf eine zusätzliche Beein-
flussung der Schaumstruktur durch den additiven Fertigungsprozess. Aufgrund
dieses bisher unzureichenden Prozessverständnisses wurde auch nicht näher un-
tersucht, wie durch eine geeignete Volumenfüllung die Lücken und Poren zwi-
schen den Kunststoffsträngen verkleinert werden können, ohne dass die vorgege-
bene Form der Bauteile verloren geht.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde das in Vorarbeiten entwickelte in situ Schäu-
men mit dem ARBURG Kunststoff-Freiform-Verfahren zur Herstellung von ad-
ditiv gefertigten geschäumten Strukturen eingesetzt. Dabei wurde der Kunststoff
Acrylnitril-Butadien-Styrol und ein chemisches Treibmittel verwendet, das in ei-
nem Masterbatch enthalten war. Die mit diesem Verfahren hergestellten Struktu-
ren wurden hinsichtlich ihrer mikro- und makrostrukturellen Eigenschaften um-
fassend charakterisiert. Für eine Prozesscharakterisierung wurden dabei Metho-
den der Hochgeschwindigkeits-Bildgebung und der Volumenbestimmung kleins-
ter Kunststoffmengen eingesetzt, um den Prozess des Schäumens getrennt vom
additiven Fertigungsprozess zu untersuchen, wodurch eine mögliche zusätzliche
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1 Einleitung

Beeinflussung der Schaumstruktur durch den additiven Fertigungsprozess auf-
gedeckt werden kann. Die aus dieser Prozesscharakterisierung gewonnenen Er-
kenntnisse werden mit den Ergebnissen einer Werkstoffcharakterisierung durch
mikrostrukturelle Untersuchungen und Dichtebestimmungen an additiv gefer-
tigten geschäumten Strukturen verknüpft. Daraus wird ein Verständnis der Vo-
lumenfüllung solcher Strukturen erarbeitet, das für eine analytische Modellie-
rung der Volumenfüllung aufgegriffen wird. Abschließend wird untersucht, in-
wieweit sich die Herstellung geschäumter Strukturen im Vergleich zu Strukturen
mit Abständen zwischen den Druckbahnen bzw. Kunststoffsträngen hinsichtlich
der Steigerung spezifischer mechanischer Eigenschaften lohnt. Dies erfolgt auf
Basis der Ergebnisse einer bauteilnahen mechanischen Prüfung von Lasthaken
als Demonstratorbauteil.

Im Anschluss an diese Einleitung gliedert sich die vorliegende Arbeit in sieben
Kapitel. Zunächst werden in Kapitel 2 die Grundlagen der kunststoffbasierten ad-
ditiven Fertigung und des ARBURG Kunststoff-Freiform-Verfahrens gelegt so-
wie die Physik des Schäumens näher beleuchtet. Des Weiteren wird der Stand der
Forschung zur Volumenfüllung additiv gefertigter Strukturen sowie zu den bishe-
rigen Ansätzen des Schäumens in der additiven Fertigung dargestellt. In Kapitel 3
werden der verwendete Kunststoff, das zum Schäumen notwendige Treibmittel
und die Prüfkörperformen vorgestellt, woraufhin in Kapitel 4 die verwendete
Anlage und der Prozessablauf zur Herstellung additiv gefertigter geschäumter
Strukturen beschrieben werden. Die Beschreibung aller im Rahmen dieser Ar-
beit eingesetzten Charakterisierungsmethoden erfolgt in Kapitel 5. Anschließend
werden in Kapitel 6 die Ergebnisse der Prozess- und Werkstoffcharakterisierung
von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten Strukturen vorge-
stellt und in Kapitel 7 miteinander verknüpft und diskutiert. Die Diskussion er-
folgt zum einen im Hinblick auf den etablierten Stand der Forschung zur Physik
des Schäumens und zum anderen im Hinblick auf das junge Forschungsfeld des
Schäumens in der kunststoffbasierten additiven Fertigung. Die Zusammenfas-
sung in Kapitel 8 schließt die vorliegende Arbeit ab.
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2 Kenntnisstand

2.1 Kunststoffbasierte additive Fertigung

Die Stärke der additiven Fertigung besteht vereinfacht darin, dass ein digital vor-
liegendes Modell ohne aufwendige Prozessplanung, Werkzeugbeschaffung, ver-
schiedene Fertigungsschritte und ähnlichem direkt hergestellt werden kann [1].
Damit bietet die additive Fertigung gegenüber den klassischen Fertigungsverfah-
ren und deren Prozessketten beispielsweise einen zeitlichen Vorteil bei der Her-
stellung von Bauteilen oder überhaupt erst die Möglichkeit, komplizierte For-
men herzustellen. Die kunststoffbasierte additive Fertigung umfasst dabei alle
Verfahren, in denen Kunststoffe additiv verarbeitet werden. Bei diesen Verfahren
werden die Kunststoffe beispielsweise als Pulver oder Filament verarbeitet (auf-
geschmolzen) oder im Prozess direkt mit dem Bauteil aus Monomeren erzeugt.
Diese Vielfalt bedingt weitere Unterteilungen der kunststoffbasierten additiven
Fertigungsverfahren, die sich daran orientieren, in welcher Form der Kunststoff
dem Prozess zugeführt wird. Werden thermoplastische Kunststoffe durch Auf-
schmelzen und selektives Austragen aus einer Düse oder Öffnung verarbeitet,
so werden diese Fertigungsverfahren nach DIN EN ISO/ASTM 52900 unter dem
Begriff Materialextrusion (MEX) zusammengefasst [2]. Eines der bekanntesten
Verfahren aus der Materialextrusion ist das Fused Filament Fabrication (FFF)
Verfahren, das auch unter dem geschützten Namen Fused Deposition Modeling
(FDM) zu finden ist [3]. Viele weitere MEX-Verfahren sind dem FFF-Verfahren
ähnlich und unterscheiden sich zum Teil nur in der technischen Ausführung ein-
zelner Anlagenkomponenten.
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2 Kenntnisstand

2.1.1 Prozesskette der MEX-Verfahren

Das wesentliche Grundprinzip der kunststoffbasierten additiven Fertigung und
damit auch der MEX-Verfahren ist die Herstellung von Bauteilen aus einzelnen
Schichten [1]. Diese Schichten werden wiederum aus einzelnen Kunststoffsträn-
gen aufgebaut, die innerhalb einer Schicht nebeneinander abgelegt werden. Die
Kunststoffstränge werden dabei aus der Düse einer nach dem MEX-Verfahren
aufgebauten Anlage extrudiert. Dieser Vorgang wird Schicht für Schicht wieder-
holt, bis die Herstellung eines Bauteils abgeschlossen ist. Für die MEX-Verfahren
lässt sich die Prozesskette zur Herstellung von Bauteilen in einzelne Schritte zer-
legen, die mit der konzeptionellen Form eines Bauteils beginnen und mit dem
fertigen Bauteil enden.
Zunächst wird die Form eines Bauteils digital in einer 3D-Modellierungssoftware
konstruiert. Dieses digitale Modell wird über ein Austauschformat, in der Regel
das STL-Format (engl.: Standard Triangle Language, STL), an den Slicer überge-
ben. Der Slicer, vom englischen to slice, ist eine Software, die digitale Modelle in
einzelne Schichten zerlegt und innerhalb dieser Schichten die Position und Län-
ge der Druckbahnen bestimmt [4]. Eine Druckbahn ist der Weg zwischen zwei
Punkten innerhalb einer Schicht, auf dem ein Kunststoffstrang abgelegt wird. Der
Slicer führt diese Zerlegung in Schichten nach festgelegten Regeln durch, die
durch eine Vielzahl von Prozessparametern beeinflusst werden können [4, 5]. So
wird ein Bauteil üblicherweise in zwei Bereiche zerlegt, den inneren Bereich, der
als Füllung bezeichnet wird, und den äußeren Bereich, der als Rand bezeichnet
wird. Auf dem Rand werden eine oder mehrere Randdruckbahnen positioniert.
Dabei wird die Anzahl dieser Randdruckbahnen durch einen Prozessparameter
festgelegt. In der Füllung werden die Druckbahnen entsprechend dem gewählten
Muster in gleichmäßigen Abständen zueinander positioniert, wobei der Abstand
zwischen den Druckbahnen durch den Prozessparameter Füllgrad beeinflusst
wird (s. Kapitel 2.1.3 und 2.1.4). Jede Schicht besteht aus einem Rand und einer
Füllung. Dabei kann die Ausrichtung der Druckbahnen in der Füllung über die
Schichten hinweg um einen festgelegten Winkel gedreht werden. Weitere Pro-
zessparameter sind beispielsweise die Schichthöhe, die den Abstand zwischen
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2.1 Kunststoffbasierte additive Fertigung

zwei Schichten festlegt, die Breite der Druckbahnen oder die Geschwindigkeit,
mit der Kunststoffstränge auf Druckbahnen abgelegt werden. Nach dem Slicing-
Prozess schreibt der Slicer alle Druckbahnen in einen maschinenlesbaren Code,
den G-Code, der im nächsten Schritt an die Anlage übergeben wird. Je nach
MEX-Verfahren werden vom Slicer weitere Befehle in den G-Code geschrieben.
So wird beim FFF-Verfahren nicht nur die Druckgeschwindigkeit jeder Druck-
bahn, sondern indirekt auch der Volumenstrom durch die Angabe des zu fördern-
den Abschnitts des Kunststoff-Filaments angegeben. Mit Hilfe dieses G-Codes
wird auf einer nach dem MEX-Verfahren aufgebauten Anlage ein Bauteil Schicht
für Schicht additiv hergestellt.
Die technische Umsetzung der kunststoffbasierten MEX-Verfahren besteht im
Wesentlichen aus einem Extrusionssystem und einem Bauteilträger, auf dem das
Bauteil additiv aufgebaut wird [3]. Das Extrusionssystem des FFF-Verfahrens
besteht wiederum aus einer beheizten Düse und einem Fördermechanismus,
der in der Regel ein Förderrad enthält. In dieses Extrusionssystem werden die
Kunststoff-Filamente eingeführt, die dann in die beheizte Düse gefördert und dort
aufgeschmolzen werden. Die vom Fördermechanismus auf das Filament übertra-
gene Kraft erzeugt dabei direkt den Druck in der Düse, der für das Austragen
des Kunststoffs erforderlich ist [6, 7]. Durch diesen relativ einfachen Aufbau ist
das FFF-Verfahren wirtschaftlicher als andere MEX-Verfahren [3, 8]. Allerdings
ist das FFF-Verfahren darauf angewiesen, dass der zu verarbeitende Kunststoff
auch als Filament zur Verfügung steht und diese Filamente eine ausreichende
Steifigkeit aufweisen, damit sie durch das Extrusionssystem gefördert werden
können [6, 7, 9]. Ein weiterer Nachteil besteht darin, dass der Volumenstrom
durch das Extrusionssystem nicht geregelt wird und daher durch Änderungen der
Prozessparameter unerwünscht beeinflusst werden kann (s. Kapitel 2.1.5).

2.1.2 Das AKF-Verfahren

Das ARBURG Kunststoff-Freiformen (AKF) gehört zu den MEX-Verfahren und
ist eng mit dem FFF-Verfahren verwandt. Zwei Einschränkungen des bekannten
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2 Kenntnisstand
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Abbildung 2.1: Schematische Darstellung der technischen Umsetzung des AKF-Verfahrens. Die we-
sentlichen Anlagenkomponenten sind der Trichter, die Plastifiziereinheit, die Aus-
tragseinheit (Düse und Nadelverschluss) und der Bauteilträger. Die Proportionen der
Komponenten zueinander entsprechen nicht der Realität. Nach Eisele et al. [12].

FFF-Verfahrens werden mit dem AKF-Verfahren überwunden: Die Beschrän-
kung auf Filamente durch die direkte Verarbeitung von Kunststoff-Granulaten
und die Regelung des Volumenstroms, anstatt diesen nur zu steuern [10, 11].
Dies wird im Wesentlichen durch zwei maschinenseitige Besonderheiten gegen-
über dem bekannten FFF-Verfahren erreicht. Zum einen wird anstelle des För-
dermechanismus mit einem Förderrad eine aus dem Spritzguss bekannte Plastifi-
ziereinheit verwendet, zum anderen kann die Düse durch einen Nadelverschluss
aktiv geöffnet und geschlossen werden.
In Abbildung 2.1 ist die technische Umsetzung des AKF-Verfahrens schema-
tisch dargestellt. Bei der Herstellung von Bauteilen oder allgemein von addi-
tiv gefertigten Strukturen werden die folgenden Schritte durchlaufen: Zunächst
wird Kunststoff-Granulat in den Trichter eingefüllt, durch die Schnecke inner-
halb der Plastifiziereinheit gefördert und währenddessen durch die eingebrach-
te Scherung zwischen der Schnecke und dem Massezylinder plastifiziert. Die
Plastifiziereinheit besitzt hierbei zur besseren Temperatursteuerung getrennt an-
steuerbare Heizzonen. Im vorderen Bereich der Schnecke fließt der plastifizier-
te Kunststoff durch eine Rückstromsperre und wird im Schneckenvorraum ge-
staut, während sich die Schnecke durch den Staudruck der Polymerschmelze
nach hinten bewegt. Dieser Dosiervorgang wird immer dann wiederholt, wenn
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2.1 Kunststoffbasierte additive Fertigung

eine zuvor aufdosierte Kunststoffmenge ausgetragen wurde. Im zweiten Schritt
wird die aufdosierte Kunststoffmenge aus der separat beheizbaren Düse ausge-
tragen, indem durch die Vorwärtsbewegung der Schnecke ein Massedruck in der
Polymerschmelze erzeugt wird. Die Düse wird im Grundzustand durch einen
Piezoaktor, der auf den Nadelverschluss der Düse eine Kraft ausübt, geschlos-
sen gehalten [13]. Durch eine Reduzierung dieser Schließkraft und den anliegen-
den Massedruck hebt sich der Nadelverschluss an, sodass Kunststoff ausgetragen
werden kann. Dies geschieht mehrmals pro Sekunde entsprechend der aktuellen
Verschlussfrequenz f , wodurch der ausgetragene Kunststoff in einzelne Tropfen
separiert wird. Ziel im AKF-Verfahren ist es, für die Tropfen ein konstantes Volu-
men zu gewährleisten [11]. Dies wird durch den Vergleich des aktuellen Tropfen-
volumens mit einem vorgegeben Tropfenvolumen erreicht. Indem der Nutzer den
Prozessparameter Austrag DR festlegt, wird durch die Anlage ein vorgegebenes
Tropfenvolumen berechnet. Der Austrag ist definiert als

DR =
L
L0

(2.1)

mit einer Konstanten L0 und dem Weginkrement L, um das sich die Schnecke
bei bekannter Größe des Massezylinders für einen einzelnen Tropfen theoretisch
vorwärts bewegen müsste. Das aktuelle Tropfenvolumen wird kontinuierlich aus
dem Verfahrweg der Schnecke, der Größe des Massezylinders und der Anzahl der
in einer bestimmten Zeitspanne ausgetragenen Tropfen berechnet. Unter Berück-
sichtigung von Leckage an der Rückstromsperre, Schwankungen der Viskosität
des Kunststoffs oder Änderungen der Verschlussfrequenz wird nun der Masse-
druck als Stellgröße zur Regelung des Tropfenvolumens verwendet. Die einzel-
nen hintereinander ausgetragenen Tropfen formen zusammen eine Tropfenkette,
die auf einem in drei Raumrichtungen beweglichen Bauteilträger abgelegt wer-
den (s. Abbildung 2.1). Im letzten Schritt der additiven Fertigung unterscheidet
sich das AKF-Verfahren nicht von dem bekannteren FFF-Verfahren. Die Bewe-
gung des Bauteilträgers wird durch den G-Code gesteuert, der zuvor im Slicer
erzeugt wurde. Entsprechend dieser Steuerung wird das Bauteil schichtweise
additiv aufgebaut. Dabei werden innerhalb einer Schicht die Tropfenketten auf
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Abbildung 2.2: Schematische Darstellung der Platzierung von Kunststofftropfen auf Druckbahnen.
Dargestellt sind die geometrischen Größen Abstand D zwischen zwei Druckbahnen,
Breite B einer Druckbahn und Schichthöhe LT , die zur Erzeugung von Druckbahnen
im Slicing-Prozess benötigt werden. Nach Eisele et al. [12].

Druckbahnen abgelegt, vergleichbar mit der Ablage von Kunststoffsträngen auf
Druckbahnen im FFF-Verfahren.
Aufgrund der maschinenseitigen Besonderheiten des AKF-Verfahrens gegen-
über dem FFF-Verfahren, können die üblichen Slicer des FFF-Verfahrens nicht
ohne Anpassungen im AKF-Verfahren eingesetzt werden. Zunächst findet un-
verändert die Zerlegung eines digitalen Modells in einzelne Schichten entspre-
chend der vom Nutzer festgelegten Schichthöhe LT statt. Anstatt aber über eine
Druckgeschwindigkeit und eine zu extrudierende Filamentlänge indirekt einen
Volumenstrom vorzugeben (FFF-Verfahren), werden durch den Slicer des AKF-
Verfahrens lediglich die Druckgeschwindigkeit und die Anzahl der auszutragen-
den Tropfen vorgegeben und der Nutzer hat die Aufgabe ein dazu passendes
Tropfenvolumen mit Hilfe des Austrags an der Anlage einzustellen. Darüber hin-
aus unterscheidet sich der Slicer des AKF-Verfahrens auch dadurch, dass die in
Abbildung 2.2 dargestellten Positionen der Druckbahnen aufgrund entsprechen-
der Annahmen zur Form der Tropfen berechnet werden. Für einzelne Tropfen
wird im Slicing-Prozess angenommen, dass die Grundfläche quadratisch ist und
die Kantenlänge der Breite einer Druckbahn B entspricht. Bei einem im Slicer
eingestellten Füllgrad von 100 % (s. Kapitel 2.1.3 und 2.1.4), ist der Abstand D
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2.1 Kunststoffbasierte additive Fertigung

zwischen zwei Druckbahnen gleich der Breite B einer Druckbahn. Für Füllgra-
de kleiner 100 % wird der Abstand entsprechend vergrößert. Die Breite einer
Druckbahn wird über den vom Nutzer festgelegten Formfaktor DAR berechnet.
Der Formfaktor ist ein einzigartiger Prozessparameter des AKF-Verfahrens und
ist definiert als

DAR =
B

LT
(2.2)

mit der Breite B einer Druckbahn und der Schichthöhe LT . Damit ein neuer Trop-
fen im richtigen Abstand zu einem zuvor abgelegten Tropfen platziert wird, muss
auf Basis der vom Nutzer vorgegebenen Druckgeschwindigkeit u die Verschluss-
frequenz f passend eingestellt werden. Aufgrund der angenommenen quadrati-
schen Grundfläche der Tropfen folgt die Verschlussfrequenz aus

f =
u
B
. (2.3)

Wird die maximale Verschlussfrequenz der Anlage rechnerisch überschritten,
wird die vom Nutzer vorgegebene Druckgeschwindigkeit automatisch redu-
ziert. Die Berechnung der Verschlussfrequenz ist jedoch kein Teil des Slicing-
Prozesses, sondern wird von der Anlage auf Basis der im G-Code angegebenen
aktuellen Druckgeschwindigkeit, Länge der Druckbahn und Anzahl an Tropfen
unter Berücksichtigung von Beschleunigungs- und Abbremsvorgängen berech-
net. Aus den aufgeführten Zusammenhängen geht hervor, dass der Formfaktor
bei konstanter Schichthöhe bestimmt, wie dicht die Tropfen im AKF-Verfahren
nebeneinander platziert werden.

2.1.3 Füllgrad, Porosität und Dichte

Zur Charakterisierung additiv gefertigter Strukturen hinsichtlich des Anteils von
Kunststoff oder Poren am Gesamtvolumen werden in der Literatur die beiden
Größen Füllgrad und Porosität herangezogen. Der Füllgrad ϕA ist ein Maß dafür,
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2 Kenntnisstand

zu welchem Anteil das Gesamtvolumen der additiv gefertigter Struktur VGes,A

mit Material (Kunststoff) gefüllt ist und kann nach

ϕA =
VK

VGes,A
(2.4)

mit dem Volumen des Kunststoffs VK berechnet werden. Die Porosität ΦA ist
dagegen ein Maß für den Anteil der Poren am Gesamtvolumen der additiv gefer-
tigten Struktur und berechnet sich nach

ΦA =
VP

VGes,A
=

VGes,A −VK

VGes,A
= 1−ϕA (2.5)

mit dem Porenvolumen VP innerhalb der additiv gefertigten Struktur. Beide An-
teilsgrößen, Füllgrad und Porosität, können mit verschiedenen Charakterisie-
rungsmethoden direkt ermittelt werden [14, 15]. So werden zum Beispiel die
Mikro-Computertomographie (µCT) [16], die Lichtmikroskopie [17] und die
Rasterelektronenmikroskopie (REM) [18] zur Bestimmung dieser beiden Größen
eingesetzt. Neben diesen beiden Anteilsgrößen wird auch die Dichte der additiv
gefertigten Struktur ρA als absolute Größe zur Charakterisierung herangezogen.
Diese wird nach

ρA =
mGes,A

VGes,A
≈

mK

VGes,A
(2.6)

mit der Masse des Kunststoffs mK berechnet, wobei die Masse des in den Poren
enthaltenen Gases vernachlässigt wird. Die Dichte der additiv gefertigten Struk-
tur wird häufig nach dem Prinzip von Archimedes bestimmt [19–21]. Dabei kann
die Dichtebestimmung auch als zusätzliche Charakterisierungsmethode zur Be-
stimmung der beiden Anteilsgrößen Füllgrad und Porosität verwendet werden
[14]. So kann beispielsweise der Füllgrad einer additiv gefertigten Struktur nach

ϕA =
VK

VGes,A
≈

mK

ρK
· ρA

mK
=

ρA

ρK
(2.7)
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Abbildung 2.3: Schematische Darstellung von drei unterschiedlich gefüllten Gesamtvolumina einer
additiv gefertigten Struktur. Für jedes Gesamtvolumen sind der Füllgrad ϕA, die Po-
rosität ΦA und die Dichte ρA der additiv gefertigten Struktur angegeben.

aus der Dichte der additiv gefertigten Struktur ρA und der Dichte des Kunst-
stoffs ρK berechnet werden. Abbildung 2.3 zeigt schematisch die Beziehungen
zwischen den drei Größen für drei unterschiedlich gefüllte Gesamtvolumina ei-
ner additiv gefertigten Struktur. Alle drei Größen sind in der Literatur zu finden
[16, 19, 22], wobei je nach Charakterisierungsmethode und Untersuchungsziel
die eine oder andere Größe bevorzugt wird. Dies erschwert die Vergleichbarkeit
der Untersuchungen, weshalb im Folgenden der Stand der Forschung einheitlich
mit dem Füllgrad beschrieben wird.

2.1.4 Beschaffenheit der Mikrostruktur

Zwischen den verschiedenen MEX-Verfahren existieren keine wesentlichen Un-
terschiede in der Beschaffenheit der Mikrostruktur von additiv gefertigten Struk-
turen. Da für das FFF-Verfahren der Stand der Forschung auf dem Gebiet der
Mikrostrukturcharakterisierung weiter fortgeschritten ist, wird im Folgenden von
einer Mikrostruktur ausgegangen, die mit dem FFF-Verfahren hergestellt wurde.
Die Merkmale dieser Mikrostruktur können jedoch auf eine Mikrostruktur des
AKF-Verfahrens übertragen werden [23]. Additiv gefertigte Strukturen bestehen
aus einzelnen Schichten, die in einen Randbereich und eine Füllung unterteilt
sind (s. Kapitel 2.1.1). Beide Bereiche werden mit Kunststoffsträngen gefüllt, die
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2 Kenntnisstand

auf zuvor vom Slicer definierten Druckbahnen abgelegt werden. Diese Druckbah-
nen sind je nach Bereich unterschiedlich positioniert und orientiert. So bestimmt
der Randbereich die Form des Bauteils bzw. der additiv gefertigten Struktur und
damit deren Gesamtvolumen. Dementsprechend verlaufen die Druckbahnen und
damit auch die Kunststoffstränge im Randbereich tangential zur Oberfläche [5].
Die Positionierung und Orientierung der Druckbahnen in der Füllung ist dage-
gen frei und kann durch Prozessparameter variiert werden. Auch der Füllgrad
kann sich zwischen den beiden Bereichen unterscheiden. Der Randbereich wird
üblicherweise mit einem vom Slicer vorgegebenen Füllgrad von 100 % gefertigt,
während die Füllung auch gezielt mit geringeren Füllgraden hergestellt wird. Da-
bei entstehen größere erwünschte Hohlräume, wodurch beispielsweise Kunststoff
eingespart oder die Fertigungszeit verkürzt werden kann [14]. Hierbei muss zwi-
schen dem vom Slicer vorgegebenen Füllgrad ϕA,Slic und dem tatsächlich vorlie-
genden Füllgrad ϕA unterschieden werden. Der Slicer-Füllgrad von 100 % ist so
definiert, dass die additiv gefertigte Struktur mit diesem Wert keine Poren mehr
enthält [5]. Dieser Wert entspricht jedoch nur einer rechnerischen Volumenfül-
lung, bei der die Druckbahnen so positioniert sind, dass alle Querschnitte der
Kunststoffstränge zusammen einem Füllgrad von 100 % entsprechen. Wie in Ka-
pitel 2.1.5 gezeigt wird, hängt der tatsächlich vorliegende Füllgrad von verschie-
denen Einflussgrößen ab. Soll eine additiv gefertigte Struktur erzeugt werden, die
theoretisch keine Poren enthält, wird der Slicer-Füllgrad in der Füllung ebenfalls
auf 100 % eingestellt. Im Folgenden wird von dieser Einstellung ausgegangen.
Aufgrund des beschriebenen Aufbaus weist die Mikrostruktur additiv gefertig-
ter Strukturen eine Reihe besonderer struktureller Merkmale auf. Zwei wichtige
strukturelle Merkmale sind alle Arten von Grenzflächen zwischen den Kunst-
stoffsträngen und alle Arten von Poren, die in ihrer Gesamtheit die Porosität der
additiv gefertigten Strukturen bilden [14, 24, 25]. Zur Veranschaulichung einer
typischen Mikrostruktur ist in Abbildung 2.4 ein repräsentatives Volumen aus
dem Bereich der Füllung schematisch dargestellt. In dieser Mikrostruktur sind die
einzelnen Kunststoffstränge innerhalb einer Schicht parallel zueinander abgelegt
und die einzelnen Schichten um ±45◦ gegeneinander verdreht. Zahlreiche Unter-
suchungen zeigen, dass durch das sequentielle Füllen eines Volumens mit einzel-
nen Kunststoffsträngen Grenzflächen unterschiedlicher Größe zwischen diesen
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Kunststoffstrang

Schicht n-2

Schicht n

LT

B

Grenzflächen

Prozessbedingte Pore (Grenzflächenpore)

Abbildung 2.4: Schematische Darstellung eines repräsentativen Volumens aus dem Bereich der Fül-
lung einer additiv gefertigten Struktur. Diese Strukturen bestehen aus mehreren
Schichten mit der Schichthöhe LT und Kunststoffsträngen innerhalb jeder Schicht
mit der Breite B. In Anlehnung an Heuer et al. [30].

Kunststoffsträngen entstehen, deren Grenzflächenfestigkeit geringer sein kann
als die Festigkeit des Grundwerkstoffs [25–29]. Dieses Merkmal beeinflusst ei-
nige mechanische Eigenschaften, wie zum Beispiel die Festigkeit und Steifigkeit
einer additiv gefertigten Struktur. Die Poren stellen das optisch auffälligste Merk-
mal innerhalb der Mikrostruktur dar. Tao et al. [14] und Sun et al. [24] weisen in
ihrem umfassenden Überblick über den Stand der Forschung auf die Notwendig-
keit hin, Poren nach ihrem Entstehungsort und ihrer Entstehungsursache zu un-
terscheiden. Eine Unterscheidung orientiert sich daran, ob die Poren erwünscht
sind und durch eine gezielte Einstellung des Slicer-Füllgrads auf einen Wert klei-
ner 100 % entstehen. Diese Poren können als Füllungsporen (engl.: Infill Voids)
oder als größere erwünschte Hohlräume bezeichnet werden. Unerwünschte Po-
ren, die im additiven Fertigungsprozess trotz eines Slicer-Füllgrads von 100 %
entstehen, können als prozessbedingte Poren bezeichnet werden. Tao et al. [14]
und Sun et al. [24] unterteilen die prozessbedingten Poren weiter nach ihrem
Entstehungsort und ihrer Entstehungsursache. So werden prozessbedingte Poren
als Druckbahnlücken (engl.: Raster Gap Voids) bezeichnet, wenn der Volumen-
strom der Anlage so gering eingestellt ist, dass sich die Kunststoffstränge nach
dem Ablegen nicht berühren. Bilden sich prozessbedingte Poren an den Rändern
der Grenzflächen zwischen den einzelnen Kunststoffsträngen, so werden diese
als Grenzflächenporen (engl.: Partial Neck Growth Voids oder Inter Bead Voids)
bezeichnet. Solche Grenzflächenporen sind in Abbildung 2.4 dargestellt. Für die
Bildung von Grenzflächenporen werden in der Literatur im Wesentlichen zwei
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Ursachen genannt. Zum einen führt die abgerundete Form der ausgetragenen
Kunststoffstränge zunächst zu einer Grenzfläche, deren Höhe kleiner ist als die
Schichthöhe [14, 24, 31]. Beispielsweise konnte Bellini zeigen, dass eine Düse
mit quadratischer Aussparung zu einer geringeren Porenbildung führt [32]. Zum
anderen wird die Unterbrechung der Koaleszenz durch die Erstarrung der Poly-
merschmelze genannt [14, 33, 34]. Der Prozess der Koaleszenz führt über lange
Zeitspannen zu einer Vergrößerung der Grenzfläche und damit zu einer Verklei-
nerung der Grenzflächenporen. Theoretisch nehmen die Grenzflächenporen die
in Abbildung 2.4 dargestellte Form einer Raute an. Jedoch weisen beispielsweise
Sun et al. darauf hin, dass die Dreiecksform häufiger anzutreffen ist [24]. Dies
wird auf eine Kombination von Ursachen zurückgeführt: Dem Prozess der Ko-
aleszenz, der wirkenden Schwerkraft und einem häufig gewählten ±45◦ Mus-
ter in der Füllung [24, 30, 35]. Weitere prozessbedingte Poren entstehen zum
Beispiel an den Umkehrpunkten der Druckbahnen zwischen Randbereich und
Füllung aufgrund der häufig unterschiedlichen Orientierung der Druckbahnen in
diesen beiden Bereichen [14, 24, 36]. Jin et al. konnten zeigen, dass die Anzahl
und Größe dieser Poren mit dem gewählten Muster in der Füllung zusammen-
hängt [36]. Wird jedoch ein eher voluminöses Bauteil hergestellt, bei dem das
Verhältnis von Oberfläche zu Volumen klein ist, tragen diese Poren nur zu einem
relativ geringen Anteil zur Gesamtporosität bei. Neben diesen prozessbedingten
Poren bilden sich auch sogenannte Gasporen (engl.: Intra Bead Voids) innerhalb
von Kunststoffsträngen [14, 24]. Ihre Entstehung wird in der Literatur auf bereits
im Ausgangskunststoff vorhandene Poren sowie auf das Ausgasen gelöster Stoffe
zurückgeführt [14, 37–39]. Diese Poren können auch durch die gezielte Einbrin-
gung von Treibmitteln und dem daraus resultierenden Schäumprozess erzeugt
werden (s. Kapitel 2.5.1). In diesem Fall werden die Poren als Schaumblasen
bezeichnet.

2.1.5 Prozessparametereinfluss auf Füllgrad

Hinsichtlich des Füllgrads additiv gefertigter Strukturen können zwei Sichtwei-
sen eingenommen werden. Zum einen kann es erwünscht sein, einen Füllgrad
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2.1 Kunststoffbasierte additive Fertigung

einzustellen, der zu porösen Strukturen führt. Dies ist zum Beispiel dann von
Interesse, wenn durch Verringerung der Masse Strukturen für den Leichtbau op-
timiert werden sollen [40]. Poröse Strukturen können auch funktionalisiert wer-
den, wie dies beispielsweise in der Biomedizin mit additiv gefertigten Gerüsten
für das Einwachsen von Knochengewebe untersucht wird [41–43]. Andererseits
führt ein geringer Füllgrad zu einer Verringerung der mechanischen Eigenschaf-
ten wie der Festigkeit und Steifigkeit, was oftmals als Nachteil angeführt wird
[22–24, 44–48]. In diesem Fall werden additiv gefertigte Strukturen beispiels-
weise mit solchen verglichen, die im Spritzgussverfahren hergestellt werden. Un-
abhängig von der bevorzugten Sichtweise ist es für eine gezielte Einstellung des
Füllgrads notwendig, die Einflussgrößen auf den Füllgrad und deren Einflussstär-
ke zu kennen. Nachfolgend wird von einem Slicer-Füllgrad von 100 % ausgegan-
gen und der Stand der Forschung zum Einfluss einiger Prozessparameter auf den
tatsächlich vorliegenden Füllgrad betrachtet.
Eine Vielzahl von Untersuchungen zeigt, dass bei allen MEX-Verfahren eine Er-
höhung der Düsentemperatur und der Temperatur des Bauraums bzw. des Bau-
teilträgers zu einem höheren Füllgrad führt [14–16, 18, 22–24, 35, 49, 50]. Dies
wird auf eine längere Abkühlzeit zurückgeführt und damit auf eine Verlängerung
der Zeitspanne, in der die Koaleszenz benachbarter Kunststoffstränge stattfin-
den kann [18, 33, 51, 52]. Ebenso wird angemerkt, dass die Koaleszenz bei hö-
heren Temperaturen schneller abläuft. Als weitere Ursache wird beispielsweise
von Wang et al. angeführt, dass die erhöhte Verformbarkeit der Kunststoffstränge
dazu beitragen kann, die Größe der prozessbedingten Poren zum Zeitpunkt des
Kunststoffaustrags zu verringern [22]. Die Verformbarkeit nimmt mit steigen-
der Temperatur aufgrund der abnehmenden Viskosität zu. Als weitere Einfluss-
größen auf den Füllgrad werden in der Literatur neben den unterschiedlichen
Temperaturen die Prozessparameter Schichthöhe und Breite der Druckbahn ge-
nannt. So zeigen Untersuchungen für das FFF-Verfahren, dass eine Vergrößerung
der Druckbahnbreite zu einer Erhöhung des Füllgrads führen kann [14, 18, 53].
Dies wird von Aliheidari et al. damit begründet, dass bei gegebenem Gesamt-
volumen einer additiv gefertigten Struktur mit Vergrößerung der Druckbahnbrei-
te die Anzahl der Druckbahnen und damit die Grenzflächen, an denen sich die
prozessbedingten Poren bilden, abnehmen [18]. Während der Prozessparameter
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Schichthöhe als Einflussgröße auf den Füllgrad unumstritten ist, wird die Art
des Einflusses in der Literatur kontrovers diskutiert. So zeigen Untersuchungen,
dass eine Verringerung der Schichthöhe zu einer Erhöhung des Füllgrads führen
kann [22, 46, 54, 55], es existieren jedoch auch Untersuchungen, die genau den
gegenteiligen Einfluss bzw. einen nichtlinearen Einfluss auf den Füllgrad zei-
gen [18, 22, 56]. Dementsprechend werden unterschiedliche Begründungen für
den Einfluss der Schichthöhe auf den Füllgrad angeführt. So wird ein erhöhter
Anpressdruck, der zu einer stärkeren Verformung der Kunststoffstränge führt,
als Ursache für eine Erhöhung des Füllgrads bei Verringerung der Schichthö-
he genannt [18, 46, 54]. Auch eine angepasstere Form der Kunststoffstränge,
die dem rechteckigen Querschnitt näher kommt, wird erwähnt. Dagegen begrün-
den Aliheidari et al. die Erhöhung des Füllgrads mit zunehmender Schichthö-
he beispielsweise mit einer Verlängerung der Zeitspanne, in der die Koaleszenz
stattfinden kann [18]. Diese Verlängerung der Zeitspanne wird wiederum damit
begründet, dass die Abkühlgeschwindigkeit aufgrund des größeren Querschnitts
der Kunststoffstränge abnimmt. Ein möglicher Grund, warum der Einfluss der
Schichthöhe nicht eindeutig angegeben werden kann und daher in der Literatur
kontrovers diskutiert wird, kann in dem unerwünschten Einfluss der Schichthöhe
auf den Volumenstrom der Anlage vermutet werden. Beim FFF-Verfahren wird
der Volumenstrom aus der Schichthöhe, der Druckbahnbreite und der Druckge-
schwindigkeit berechnet [6]. Technisch wird eine Änderung des Volumenstroms
durch eine Druckänderung in der Düse erreicht, die eine höhere Kraft auf das
Kunststoff-Filament erfordert. Abhängig von der Größe dieser Kraft ergibt sich
ein unterschiedlicher Schlupf im Fördermechanismus [57, 58] und da der Vo-
lumenstrom beim FFF-Verfahren nicht geregelt wird, führt jede Änderung des
Volumenstroms gleichzeitig auch zu einer Änderung der Abweichung zwischen
dem Ist- und Soll-Volumenstrom [57, 58]. So führt eine Erhöhung des Volumen-
stroms zwar zu einer Verkürzung der Fertigungszeit, jedoch konnten Kuznetsov
et al. zeigen, dass diese Erhöhung auch zu einer Verringerung der Masse einer
additiv gefertigten Struktur und damit zu einer Verringerung des Füllgrads führt
[35]. Diesen unerwünschten Einfluss auf den Volumenstrom konnten Kuznetsov
et al. [35] und Wang et al. [22] auch für die Düsentemperatur sowie die Druck-
geschwindigkeit nachweisen. Moretti und Rossi konnten an einer Testanlage mit
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Volumenstromregelung für das FFF-Verfahren zeigen, dass dieser unerwünsch-
te Einfluss auf den Volumenstrom wiederum einen deutlichen Einfluss auf den
Füllgrad einer additiv gefertigten Struktur hat [57, 58]. Somit ist der Einfluss der
Prozessparameter auf den Füllgrad beim FFF-Verfahren komplexer als in man-
chen Untersuchungen dargestellt.
Dieser unerwünschte Einfluss der Prozessparameter auf den Volumenstrom exis-
tiert beim AKF-Verfahren nicht (s. Kapitel 2.1.2). Auch für das AKF-Verfahren
wurde der Einfluss der Prozessparameter auf den Füllgrad untersucht. Eine Viel-
zahl von Untersuchungen lässt vermuten, dass eine Verringerung des Formfak-
tors, vergleichbar mit der Druckbahnbreite beim FFF-Verfahren, zu einer Erhö-
hung des Füllgrads führt [16, 19, 50, 59, 60], was im Widerspruch zu den Un-
tersuchungen beim FFF-Verfahren steht. Bei diesem führt eine Vergrößerung der
Druckbahnbreite zu einer Erhöhung des Füllgrads. Die beiden Verfahren unter-
scheiden sich jedoch darin, dass die Slicer des FFF-Verfahrens eine Änderung der
Schichthöhe und der Druckbahnbreite durch eine Änderung des Volumenstroms
berücksichtigen, während dies beim AKF-Verfahren nicht geschieht. Dement-
sprechend wird der Einfluss des Formfaktors auf den Füllgrad von Hirsch et al.
damit begründet, dass bei gegebenem Gesamtvolumen ein kleinerer Formfaktor
zu mehr Druckbahnen führt und entsprechend mehr Kunststoff in das Gesamt-
volumen eingebracht werden kann [61]. Als weitere Einflussgröße auf den Füll-
grad wird wiederum der Prozessparameter Schichthöhe genannt. So kann für das
AKF-Verfahren festgestellt werden, dass eine Verringerung der Schichthöhe zu
einer Erhöhung des Füllgrads führt [23, 59]. Dies wird von Charlon und Soules-
tin zum einen damit begründet, dass die Düse bei kleineren Schichthöhen mehr
Wärme eintragen kann und dies für die Koaleszenz benachbarter Kunststofftrop-
fen von Vorteil ist [23]. Zum anderen wird ähnlich wie beim Formfaktor als wei-
tere Begründung angeführt, dass bei gegebenem Gesamtvolumen eine kleinere
Schichthöhe zu mehr Schichten führt und entsprechend mehr Kunststoff in das
Gesamtvolumen eingebracht werden kann. Neben den beiden Prozessparametern
Schichthöhe und Formfaktor ist der Austrag eine weitere frei einstellbare Größe
des AKF-Verfahrens. Beim AKF-Verfahren wird der Volumenstrom durch den
Austrag beeinflusst, weshalb es nicht unerwartet ist, dass mit steigendem Aus-
trag auch eine Erhöhung des Füllgrads beobachtet wurde [23, 60].
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2.2 Thermophysikalische Eigenschaften von
Polymerschmelzen

Kunststoffe bestehen aus vielen einzelnen ineinander verknäulten Makromole-
külen - den Polymerketten, die aus vielen miteinander verknüpften Monomeren
aufgebaut sind. Je nachdem, ob und wie diese Makromoleküle miteinander ver-
netzt sind, werden Kunststoffe in die drei Hauptgruppen Thermoplaste, Elasto-
mere und Duromere eingeteilt. Eine Betrachtung der thermophysikalischen Ei-
genschaften von Polymerschmelzen kann jedoch nur an Kunststoffen erfolgen,
die keine vollständige Vernetzung der Makromoleküle aufweisen und bei de-
nen die Makromoleküle daher bei ausreichend hohen Temperaturen aneinander
abgleiten können. Während dies bei Elastomeren und Duromeren nur für teil-
vernetzte Zustände erfüllt ist, gilt dies, von wenigen Ausnahmen abgesehen, für
die gesamte Gruppe der Thermoplaste. Thermoplastische Kunststoffe werden als
Homopolymere bezeichnet, wenn die Makromoleküle aus nur einer Monomerart
aufgebaut sind [62]. Werden für den Aufbau der Makromoleküle unterschied-
liche Monomerarten verwendet, wird allgemein von Copolymeren gesprochen.
Ein Beispiel für einen komplizierten Aufbau eines Copolymers stellt der thermo-
plastische Kunststoff Acrylnitril-Butadien-Styrol dar (s. Kapitel 3.1). Wenn un-
terschiedliche Kunststoffe in der Schmelze miteinander vermischt werden, ohne
dass eine chemische Reaktion zwischen den Makromolekülen stattfindet, wer-
den die daraus entstehenden Kunststoffe als Polymerblends bezeichnet [62]. Der
Aufbau von Makromolekülen kann sich auch darin unterscheiden ob diese nur als
lange lineare Polymerketten vorliegen oder darüber hinaus Verzweigungen auf-
weisen. So besteht der thermoplastische Kunststoff Weich-Polyethylen (engl.:
Low-Density-Polyethylen) aus Makromolekülen, die aus einer Hauptpolymer-
kette mit vielen unterschiedlich langen Verzweigungen, wie die Seitenäste ei-
nes Baumes, aufgebaut sind. Solche Verzweigungen wirken wie Abstandshalter
und vergrößern den Raum zwischen den einzelnen Makromolekülen [62]. Die
Gesamtheit des Aufbaus der Makromoleküle bestimmt entscheidend, ob Ther-
moplaste aus der Schmelze als teilkristalline oder amorphe Strukturen erstar-
ren und damit auch welche Dichte bzw. welches (massen-)spezifische Volumen
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Abbildung 2.5: Schematische Darstellung des spezifischen Volumens eines amorphen Thermoplas-
ten im glasartigen Zustand vG und nach Überschreiten des Glasübergangs TG in der
Polymerschmelze vS. Diese beiden spezifischen Volumina können in einzelne An-
teile zerlegt werden. Abzüglich des freien Volumens ergibt sich das hypothetische
spezifische Volumen eines perfekten Kristalls vk und abzüglich des interstitiellen
Volumens das spezifisches Van-der-Waals-Volumen vw. In Anlehnung an Van Kre-
velen und Te Nijenhuis [63].

(entspricht dem Kehrwert der Dichte) thermoplastische Kunststoffe bei einer be-
stimmten Temperatur und einem bestimmten Druck einnehmen [63].
Der Zusammenhang zwischen dem Aufbau von Thermoplasten aus Makromole-
külen und dem spezifischen Volumen kann mit Hilfe von vT-Diagrammen vertieft
werden. In Abbildung 2.5 ist ein solches vT-Diagramm für einen amorphen Ther-
moplasten schematisch dargestellt. Das spezifische Volumen v, das ein Kunststoff
bei einer bestimmten Temperatur einnimmt, kann in verschiedene Anteile zerlegt
werden [63]. Das Van-der-Waals-Volumen von (Makro-)Molekülen beschreibt
den Raum, der von anderen Molekülen oder Atomen mit normaler thermischer
Energie (keine energiereiche Strahlung) nicht durchdrungen werden kann. Dieses
Volumen ist unveränderlich und unabhängig von Temperatur und Druck. Es kann
mithilfe der Radien der beteiligten Atome und den Bindungsabständen zwischen
ihnen berechnet werden. Allerdings reicht dieses Volumen nicht aus, um das Ge-
samtvolumen von Kunststoffen erklären zu können. Ein weiteres Volumen stellt
das interstitielle Volumen dar, das den Raum beschreibt, der nicht von den Radien
der Van-der-Waals-Berechnung erfasst wird, aber innerhalb einer theoretisch per-
fekten Kugelpackung vorhanden ist. Bondi konnte zeigen, dass die Summe aus
Van-der-Waals-Volumen und interstitiellen Volumen dem spezifischen Volumen
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eines perfekten Kristalls vK(T ) entspricht und bei einer Temperatur von 0 K der
empirische Zusammenhang vK(0) = 1,3 ·vw gilt [63, 64]. Das interstitielle Volu-
men vergrößert sich durch temperaturbedingte Molekülschwingungen und kann
innerhalb dieser Grenzen durch Druck komprimiert werden [65]. Im Hinblick auf
die Löslichkeit von kleinen Molekülen in Kunststoffen (s. Kapitel 2.3.2) sei an-
gemerkt, dass nach gängigen Theorien das interstitielle Volumen hierfür nicht zur
Verfügung steht und für Diffusionsvorgänge nicht durchlässig ist [66, 67]. Auf-
grund des Aufbaus von Thermoplasten aus Makromolekülen können diese nicht
komplett kristallin erstarren [62, 63]. So falten sich beispielsweise Makromole-
küle zu Lamellen, wodurch Kristallite gebildet werden. Aufgrund der durchge-
henden Polymerketten ist an den Rändern von Kristalliten jedoch keine perfekte
Faltung möglich, wodurch die Polymerketten Schleifen und Knäuel bilden und
als amorphe Strukturen bestehen bleiben. Auch der eingangs erwähnte Aufbau
der Makromoleküle beeinflusst, ob und wie viele Kristallite sich bilden können.
Insgesamt verbleiben in den amorphen Strukturen größere freie Räume als in ei-
nem Kristallit, weshalb die Summe dieser Räume als freies Volumen bezeichnet
wird. Ohne nennenswert stattfindende Kristallisation lässt sich im Vergleich zu
teilkristallinen Thermoplasten ein größeres freies Volumen beobachten, weshalb
deren feste Struktur auch als eingefrorene Schmelze oder als glasartig betrachtet
wird. In Polymerschmelzen liegen die Makromoleküle in einem ungeordneten
amorphen Zustand vor, der ein großes freies Volumen aufweist. Die Makromole-
küle sind frei beweglich und können aneinander abgleiten. Bei einer Abkühlung
dieser Polymerschmelze verkleinert sich das freie Volumen durch Umlagerung
von Makromolekülen, wodurch diese näher zusammenrücken, ihre Beweglich-
keit reduzieren und hierdurch die Viskosität der Polymerschmelze ansteigt. Ist
die Beweglichkeit der Makromoleküle zu gering, erstarrt das verbleibende freie
Volumen in der aktuellen Größe. Dieses Erstarren geschieht am Glasübergang.
Eine weitere Temperaturreduktion führt nur zu einer Verringerung der tempera-
turbedingten Molekülschwingungen und damit des interstitiellen Volumens, wes-
halb ab dem Glasübergang die temperaturabhängige Änderungsrate des spezifi-
schen Volumens der eines perfekten Kristalls entspricht (s. Abbildung 2.5). Für
den hypothetischen Fall, dass weit unterhalb des Glasübergangs noch Umlage-
rungen von Makromolekülen stattfinden können, verringert sich das spezifische
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Abbildung 2.6: Schematische Darstellung des spezifischen Volumens eines amorphen Thermoplas-
ten im glasartigen Zustand vG und nach Überschreiten des Glasübergangs TG in der
Polymerschmelze vS. In (a) wird der Einfluss einer schnellen (Index 1) und langsa-
men (Index 0) Abkühlgeschwindigkeit Ṫ und (b) der Einfluss des Drucks p auf das
spezifische Volumen dargestellt. In Anlehnung an Rudolph [70].

Volumen entsprechend der temperaturabhängigen Änderungsrate der Polymer-
schmelze und führt letztendlich zu vS(0) = vK(0). Aus unterschiedlichen expe-
rimentellen Daten konnte dieser Zusammenhang auf unterschiedliche Weise be-
stätigt werden [63].
Hierdurch kann eine weitere Abhängigkeit des spezifischen Volumens von Ther-
moplasten nachvollzogen werden. Wird eine Polymerschmelze sehr schnell ab-
gekühlt, bleibt den Makromolekülen weniger Zeit für eine Umlagerung, wodurch
ein größeres freies Volumen erstarrt und der Glasübergang zu höherer Tempera-
tur verschoben wird [63, 68, 69]. In Abbildung 2.6 (a) wird dieser Zusammen-
hang schematisch dargestellt. Thermoplaste unterhalb des Glasübergangs befin-
den sich jedoch nicht im thermodynamischen Gleichgewicht. Entsprechend tritt
eine extrem langsame Volumenrelaxation auf, die jedoch bei schnell abgekühlten
Polymerschmelzen und bei Umgebungstemperaturen nahe am Glasübergang be-
schleunigt abläuft. Eine weitere wesentliche Abhängigkeit des spezifischen Vo-
lumens ist durch den Druck gegeben. Abbildung 2.6 (b) stellt diese Abhängigkeit
in einem pvT-Diagramm schematisch dar. Ein zunehmender Druck komprimiert
vor allem das freien Volumen weshalb die Beweglichkeit der Makromoleküle und
damit die Möglichkeit zur Umordnung schon bei höheren Temperaturen verloren
geht. Entsprechend wird der Glasübergang zu höheren Temperaturen verschoben
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[71]. Da ein zunehmender Druck auch etwas das interstitielle Volumen kompri-
miert, verändert sich auch die temperaturabhängige Änderungsrate des spezifi-
schen Volumens der Polymerschmelze [65, 71].
Zur quantitativen Bestimmung der spezifischen Volumina von Thermoplasten bei
Druck- und Temperaturänderungen wurden in der Vergangenheit verschiedene
Zustandsgleichungen vorgeschlagen [63]. Eine der ältesten Gleichungen ist die
rein empirische Tait-Gleichung. Gleichungen, die auf physikalischen Größen be-
ruhen, aber mathematisch weniger zugänglich sind, wurden ebenfalls vorgeschla-
gen. Eine robuste semi-empirische Gleichung wurde von Hartmann und Haque
entwickelt [72]. Die Hartmann–Haque-Gleichung der Form

p̃ · ṽ5 = T̃ 3/2 − ln ṽ (2.8)

basiert auf den dimensionslosen Größen p̃ = p/B0, ṽ = v/v0 und T̃ = T/T0.
Die drei Konstanten B0, v0 und T0 innerhalb der dimensionslosen Größen kön-
nen mit Eigenschaften des zu beschreibenden Thermoplasten in Verbindung ge-
bracht werden, weshalb die Gleichung auch als semi-empirisch betrachtet wird
[63]. Das Lösen der Gleichung wird allerdings durch ihre transzendente Form
erschwert.
Mithilfe von pvT-Diagrammen lässt sich die Schwindung des Volumens zwi-
schen zwei Zuständen berechnen. Schwindung ist dabei die Verringerung des
Volumens eines Körpers unter Beibehaltung der Form [62]. Der Schwindungs-
faktor S zwischen zwei Zuständen kann bei Massenerhaltung als

S0→n = 1− vn

v0
(2.9)

mit dem spezifischen Volumen vn in einem beliebigen Zustand (Index n) und v0

im Anfangs-Zustand (Index 0) ausgedrückt werden. Der hier eingeführte Index
des Schwindungsfaktors gib an, von welchem Zustand zu welchem anderen Zu-
stand die Schwindung erfolgt.
Werden in Kunststoffen kleine Moleküle wie zum Beispiel Gasmoleküle gelöst,
so besetzen diese Raum im freien Volumen. Der Lösungsvorgang von kleinen
Molekülen führt jedoch auch zu einer Vergrößerung des freien Volumens, was
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2.3 Schäumen von thermoplastischen Kunststoffen

als Quellung bezeichnet wird [63, 73]. Dies kann darauf zurückgeführt werden,
dass die Moleküle auch als Lösungsmittel wirken und zu einer Verdünnung des
Kunststoffs führen, wodurch der Zusammenhalt der Makromoleküle verringert
wird. Dadurch kann zusätzlicher Raum im freien Volumen geschaffen werden.
Die Quellung bezeichnet eine Zustandsänderung von einem nicht gequollenen
zu einem gequollenen Zustand. Sie kann mit dem Quellungsfaktor Q als

Q =
VQ

V0
−1 (2.10)

mit dem gequollenen Volumen VQ und dem nicht gequollenen anfänglichen Volu-
men V0 ausgedrückt werden. Da zwischen den beiden Zuständen weitere Masse
zugeführt wird und somit keine Massenerhaltung gilt, hängt der Quellungsfaktor
von der Stoffmengenkonzentration des gelösten Stoffes bzw. der Moleküle ab.
Dementsprechend ist der Quellungsfaktor, bezogen auf die spezifischen Volumi-
na der beiden Zustände, definiert als

Q =
vQ

v0
· (1− cS)−1 (2.11)

mit den spezifischen Volumina vQ und v0 der beiden Zustände und der Konzentra-
tion des gelösten Stoffs bei Sättigung cS (s. Kapitel 2.3.2) [74–76]. Die Stoffmen-
genkonzentration bei Sättigung ist deshalb zu wählen, weil im Sättigungszustand
üblicherweise das spezifische Volumen des gequollenen Zustands bestimmt wird.

2.3 Schäumen von thermoplastischen
Kunststoffen

2.3.1 Die Physik des Schäumens

Mit dem Begriff des Schaums wird in der Regel ein Werkstoff bezeichnet, der
aus vielen einzelnen Wänden unterschiedlicher Anzahl besteht, die ein gasge-
fülltes Volumen einschließen [77] bzw. nach DIN EN ISO 472 (Kunststoffe -
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Abbildung 2.7: Schematische Darstellung der einzelnen Schritte (I, II, III und IV), die beim Prozess
des Schäumens unterschieden werden können, sowie der Zustände, in denen sich
Gas und Kunststoff zwischen den Schritten (gemeinsam) befinden. In Anlehnung an
Altstädt und Mantey [79].

Fachwörterverzeichnis) [78] als Werkstoff, dessen Dichte durch viele offene oder
geschlossene Hohlräume verringert ist. Wird von gasgefüllten Hohlräumen in
thermoplastischen Kunststoffen ausgegangen, ist für die Herstellung von Kunst-
stoffschäumen ein Prozess erforderlich, mit dem Gasblasen in Kunststoffe ein-
gebracht werden können. Unabhängig von der technologischen Umsetzung zur
Herstellung von Kunststoffschäumen lässt sich ein solcher Prozess in einzelne
Schritte zerlegen, die von unterschiedlichen physikalischen Größen beeinflusst
werden. Diese einzelnen Schritte, in Abbildung 2.7 schematisch dargestellt, sind
das Lösen von Gas(en) in dem zu schäumenden Kunststoff, das Entstehen einzel-
ner Keime aus denen Schaumblasen wachsen können (Nukleierung), das Wachs-
tum der Schaumblasen und die Stabilisierung bzw. im ungünstigen Fall die De-
stabilisierung der Schaumstruktur [79].
Der erste Schritt des Lösens von Gas hat zum Ziel ein homogenes einphasiges
Gemisch aus Gas und Kunststoff zu erzeugen. Ist ein solches Gemisch nicht
gegeben, wird die Möglichkeit zur Erzeugung einer homogenen Schaumstruk-
tur deutlich reduziert [79–81]. Grund dafür ist die destabilisierende Wirkung
von nicht gelösten Gaseinschlüssen in der Polymerschmelze auf die entstehen-
den Schaumblasen. Dieser Schritt wird von zwei physikalischen Größen domi-
niert: Der Diffusionsgeschwindigkeit und der Löslichkeit von Gasen in Kunst-
stoffen. Eine ausführliche Auseinandersetzung mit der Löslichkeit findet sich im
folgenden Kapitel 2.3.2. Die Diffusionsgeschwindigkeit ist die Geschwindigkeit,
mit der Gasmoleküle innerhalb von Kunststoffen diffundieren können und ist
nach dem ersten Fick’schen Gesetz abhängig vom örtlichen Gradienten der ge-
lösten Gasmenge (Stoffmengenkonzentration) und dem Diffusionskoeffizienten
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Abbildung 2.8: Schematische Darstellung der zeitlichen Entwicklung der gelösten Gasmenge. In (a)
für eine beliebige Kunststoffmenge bis zum Erreichen der Sättigung cS. Die Sätti-
gungszeit tS kann aus der gelösten Gasmenge cn=0(t) bestimmt werden, wenn der
langsame Lösungsvorgang vernachlässigt wird. In (b) für drei Zeitpunkte t0, t1 und
t2 unter Vereinfachung der zweidimensionalen instationären Diffusion zu einer ein-
dimensionalen, von zwei Seiten stattfindenden instationären Diffusion in ein Volu-
menelement der Dicke hS. In Anlehnung an Kiran et al. und Muth et al. [74, 83].

[63, 79, 82]. Der Gradient ist hierbei die treibende Kraft für den Transport der
Gasmoleküle. Es wird angenommen, dass die Absorption von Gasmolekülen an
der Oberfläche unendlich schnell verläuft [82]. Wird ein Ort innerhalb des Kunst-
stoffs betrachtet, ist der Gradient an diesem Ort zu Beginn des Lösungsvorgangs
groß und wird mit zunehmender gelöster Gasmenge kleiner. Abbildung 2.8 (a)
zeigt schematisch die in einer beliebigen Menge Kunststoff gelöste Gasmenge in
Abhängigkeit der Zeit bis zur Sättigung. Die gelöste Gasmenge erreicht im Sät-
tigungszustand entsprechend der Löslichkeit ihr Maximum. Infolge des kleiner
werdenden Gradienten nimmt die Diffusionsgeschwindigkeit mit der Zeit ab und
der Lösungsvorgang dauert entsprechend länger. In vielen Anwendungsfällen ist
nur die Zeitspanne bis zum Erreichen der Sättigung von Interesse. Für eine in-
stationäre Diffusion kann unter bestimmten örtlichen Randbedingungen eine Lö-
sung der Differenzialgleichung (Diffusionsgesetze) für die gelöste Gasmenge in
Abhängigkeit der Zeit gefunden werden. Für gleichmäßig verteilte Gasblasen in
einer Polymerschmelze, wie dies in Abbildung 2.8 (b) dargestellt ist, kann die
Diffusion auch als eindimensionale, von zwei Seiten stattfindende instationäre
Diffusion in ein Volumenelement konstanter Dicke vereinfacht werden [84]. Für
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eine Diffusion unter solchen örtlichen Randbedingungen können Lösungen an-
gegeben werden, die allerdings aufgrund ihres Darstellung als Funktionenreihe
nicht nach der Zeit umgestellt werden können [74, 85, 86]. Wenn nur die Größen-
ordnung der Zeitspanne bis zum Erreichen der Sättigung von Interesse ist, kann
folgende vereinfachende Annahme getroffen werden: Da die gelöste Gasmen-
ge im Bereich des langsamen Lösungsvorgangs nur noch geringfügig zunimmt,
kann dieser Bereich vernachlässigt werden [74, 87]. In diesem Fall kann der null-
te Term cn=0(t) einer Lösung für die Diffusion in eine ebene Platte verwendet
werden, um die allgemeine Darstellung der gelösten Gasmenge als Funktion der
Zeit abzuschätzen. Die gelöste Gasmenge ist dementsprechend gegeben durch

c(t)≈ cn=0(t) = 4 · cS

√
D · t

π ·h2
S

(2.12)

mit der gelösten Gasmenge bei Sättigung cS, der Dicke hS und dem Diffusi-
onskoeffizienten D [74]. Die Zeit bis zur Sättigung tS kann mit der Bedingung
cn=0(t) = cS nach

tS ≈ π

16
·

h2
S

D
(2.13)

berechnet werden. Die Größe des Diffusionskoeffizienten hängt von der Kombi-
nation aus Gas und Kunststoff ab. Hierbei ist das freie Volumen in Kunststoffen
von entscheidender Bedeutung, da das interstitielle Volumen auch für kleine Mo-
leküle als nicht durchlässig betrachtet wird [63]. Entsprechende Ansätze den Dif-
fusionskoeffizienten aus dem freien Volumen zu bestimmen, wurden beispiels-
weise von Vrentas und Duda erfolgreich durchgeführt [66]. Grundsätzlich lässt
sich feststellen, dass größere Räume im freien Volumen das Diffundieren größe-
rer Moleküle ermöglichen und umgekehrt der Diffusionskoeffizient klein wird,
wenn dies nicht gegeben ist [63]. Der Diffusionskoeffizient ist in starkem Maße
von der Temperatur abhängig. So liegt der Diffusionskoeffizient von Kohlenstoff-
dioxid in Kunststoffen bei einer Temperatur von 200 ◦C in der Größenordnung
von 10−8 m2 s−1, während er bei Raumtemperatur nur noch etwa 10−11 m2 s−1
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beträgt [63, 84]. Die Temperaturabhängigkeit des Diffusionskoeffizienten kann
mit einer Arrhenius-Gleichung der Form

D(T ) = D0 · e−
∆ED
R·T (2.14)

mit dem konstanten Diffusionskoeffizienten D0, der Aktivierungsenergie ∆ED

und der universellen Gaskonstante R abgebildet werden. Es sei angemerkt, dass
bei stärkeren Wechselwirkungen zwischen den Gasmolekülen und den Makro-
molekülen des Kunststoffs sowie zwischen den Gasmolekülen untereinander der
Diffusionskoeffizient nicht mehr unabhängig von der örtlich gelösten Gasmenge
ist [63, 88–90] und modifizierte Fick’sche Gesetze die Diffusionsgeschwindig-
keit besser beschreiben [63]. Die Diffusion von Wasser in polaren Kunststoffen
ist ein Beispiel dafür [91, 92]. Zusammengefasst: Je schneller Gas in einem
Kunststoff gelöst werden soll, umso höher muss die Diffusionsgeschwindigkeit
sein. Auch lässt sich aus Gleichung 2.12 ableiten, dass der Lösungsvorgang um
so schneller erfolgt, je besser das Gas zuvor im Kunststoff dispergiert wurde.
Im zweiten Schritt des Schäumens findet in der Polymerschmelze eine Nukleie-
rung statt [79, 84]. Darunter wird die Entstehung von Keimen verstanden, aus
denen potentiell Schaumblasen wachsen können. Keime sind zufällige Anhäu-
fungen von Gasmolekülen, die eine größere Anzahl von Gasmolekülen pro Vo-
lumeneinheit enthalten, als sich aus der gelösten Gasmenge ergibt. Die Nukleie-
rung wird durch eine Zustandsänderung hervorgerufen, wodurch das Einphasen-
gemisch aus Gas und Kunststoff thermodynamisch destabilisiert wird und der
Kunststoff entsprechend mit Gas übersättigt vorliegt. Diese Zustandsänderung
allein reicht jedoch nicht aus, damit die zufällig gebildeten Keime stabil blei-
ben und sich die enthaltenen Gasmoleküle nicht wieder gleichmäßig verteilen
[84]. Ein Keim bzw. eine Schaumblase stellt innerhalb des Einphasengemischs
eine neue Phase dar, die eine Grenzfläche zur umgebenden Polymerschmelze
aufweist. Die Bildung und Vergrößerung einer Grenzfläche erfordert die Verrich-
tung von Grenzflächenarbeit. Dieser Arbeit steht die Volumenarbeit gegenüber,
die durch die Ausdehnung des enthaltenen Gases frei wird. Unterhalb eines kri-
tischen Radius ist mit wachsendem Radius die Volumenarbeit für die im Keim
enthaltenen Gasmoleküle kleiner als die aufzubringende Grenzflächenarbeit. In
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diesem Fall ist der Keim metastabil und beginnt sich wieder aufzulösen. Wenn
sich in diesem Zustand zufällig weitere Gasmoleküle am Keim anlagern, be-
steht die Möglichkeit, dass der kritische Radius überschritten wird und sich
der Keim stabil zu einer Schaumblase entwickelt. Der kritische Radius kann
durch eine Temperaturerhöhung, einen größeren Druckabfall oder bereits vor-
handene Grenzflächen durch Fremdpartikel verringert werden [79–81, 93–95].
Findet eine Nukleierung an Fremdpartikeln statt, wird von einer heterogenen
Nukleierung gesprochen, ohne diese Fremdpartikel von einer homogenen Nu-
kleierung [79, 84]. Aus dieser klassischen Nukleierungstheorie lässt sich mit
Hilfe der genannten physikalischen Größen eine Nukleierungsrate berechnen,
die die Anzahl der Keime pro Volumeneinheit und Zeit ausdrückt. Eine hohe
Nukleierungsrate ist für die Homogenität der Schaumstruktur von Vorteil, so-
dass sich das gelöste Gas gleichmäßig auf viele Schaumblasen und nicht nur
auf wenige große Schaumblasen verteilt [94–97]. Es gibt jedoch noch weitere
Größen, die die Nukleierung beeinflussen. So wird die Nukleierungsrate durch
hohe Schergeschwindigkeiten oder das Vorhandensein kleinster Mikroporen an
Fremdpartikeln erhöht, weshalb es auch Modellerweiterungen der klassischen
Nukleierungstheorie gibt [84, 98, 99].
Im dritten Schritt des Schäumens wachsen die stabilen Keime zu Schaumblasen
heran. Ist der zeitliche Verlauf der Wachstumsgeschwindigkeit bekannt, kann
durch Zeitintegration die maximale Größe der Schaumblasen und damit der ma-
ximal mögliche Aufschäumgrad des Schaums (Begriffserklärung s. Kapitel 2.4)
bestimmt werden [100, 101]. Diese Wachstumsgeschwindigkeit wird von ei-
ner Vielzahl physikalischer Größen beeinflusst, die über weitere physikalische
Größen voneinander abhängen und sich entsprechend gegenseitig beeinflussen.
Aufgrund dessen basieren Modelle zur Beschreibung der Wachstumsphase von
Schaumblasen auf vereinfachenden Annahmen und werden häufig numerisch
gelöst [79, 99–102]. Im Folgenden werden nur die wichtigsten physikalischen
Größen und ihre Abhängigkeiten betrachtet. Wie auch beim ersten Schritt des
Schäumens, dem Lösen von Gas, sind die Diffusionsgeschwindigkeit und Lös-
lichkeit entscheidende physikalische Größen [100–102]. Gasmoleküle müssen
aus dem Einphasengemisch in Schaumblasen diffundieren, damit diese wachsen
können. Die Wachstumsgeschwindigkeit der Schaumblasen ist entsprechend mit
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der Diffusionsgeschwindigkeit verknüpft. Eine sinkende gelöste Gasmenge in
der näheren Umgebung führt folglich zu einer sich verringernden Wachstumsge-
schwindigkeit. Unter isothermen Randbedingungen wachsen die Schaumblasen
so lange, bis das Einphasengemisch wieder thermodynamisch stabil ist und sich
ein Gleichgewicht zwischen der Grenzflächenarbeit und der Volumenarbeit ein-
gestellt hat [79, 84, 100]. Isotherme Randbedingungen sind jedoch nicht zulässig.
In der Literatur werden Einflussgrößen wie zum Beispiel die Verdampfungsent-
halpie gelöster Gase (Gase liegen im Einphasengemisch kondensiert vor [84])
oder der Joule-Thomson-Effekt (Temperatursenkung durch Entspannung von
Gas) genannt, die die Temperatur absenken [101, 103]. Wenn die Temperatur
jedoch sinkt, nimmt die Diffusions- und Wachstumsgeschwindigkeit zusätzlich
ab. Relativ zum Startzeitpunkt der Wachstumsphase gesehen, führt eine sinkende
Temperatur auch zu einer Erhöhung der Löslichkeit (s. Kapitel 2.3.2), wodurch
ein Teil des gelösten Gases im Einphasengemisch dem Wachsen der Schaum-
blasen nicht mehr zur Verfügung steht. Auch die notwendige Grenzflächenarbeit
nimmt mit sinkender Temperatur zu [66], sodass sich das theoretische Gleich-
gewicht aus Grenzflächenarbeit und der Volumenarbeit verschiebt. Neben der
Grenzflächenarbeit müssen Schaumblasen während des Wachsens auch Verfor-
mungsarbeit leisten, die ihnen durch Dehnung der umgebenden viskosen Po-
lymerschmelze aufgeprägt wird [100, 102]. Hieraus folgt als weitere wichtige
physikalische Größe die transiente equibiaxiale Dehnviskosität des Einphasen-
gemischs, die die Größe der Verformungsarbeit beeinflusst [99, 101, 104, 105].
Eine transiente Viskosität ist eine zeitlich veränderliche Viskosität, die bei einer
bestimmten Scher- oder Dehngeschwindigkeit gemessen werden kann, bevor sich
eine stationäre Viskosität einstellt [63, 106, 107]. Die equibiaxiale Dehnvisko-
sität gibt an, welche Spannung bei konstanter Dehngeschwindigkeit erforderlich
ist, um ein Volumenelement gleichmäßig in zwei Richtungen zu dehnen. Die
Bestimmung einer (biaxialen) Dehnviskosität für Polymerschmelzen ist jedoch
nicht trivial [107]. Daher werden zum Teil komplizierte analytische Modelle
verwendet, um aus bekannten Scherviskositäten geeignete Dehnviskositäten be-
rechnen zu können [63, 106, 108]. Ausgehend von der Nullviskosität bei sehr
kleinen Scher- und Dehngeschwindigkeiten führen hohe Scher- und Dehnge-
schwindigkeiten zu einer Abnahme der Viskosität, während als Besonderheit
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Abbildung 2.9: Schematische Darstellung der zeitlichen Entwicklung der Wachstumsgeschwindig-
keit und des Durchmessers einer einzelnen Schaumblase in einer viskosen Poly-
merschmelze. Je nach Durchmesser der Schaumblase wird ihr weiteres Wachstum
von anderen physikalischen Größen dominiert. Isotherme Randbedingung bei W1
und schnelle Abkühlung bei W2. In Anlehnung an Koopmans et al. und Shafi et al.
[101, 102].

bei geringen bis mittleren Dehngeschwindigkeiten eine Zunahme der Dehnvis-
kosität zu beobachten ist [63, 106, 108]. Diese Zunahme der Dehnviskosität
wird als Dehnverfestigung (engl.: Strain Hardening) bezeichnet. Darüber hin-
aus kann festgestellt werden, dass sowohl die Scher- als auch die Dehnviskosität
mit sinkender Temperatur ansteigt. Gelöste Gase bewirken eine Viskositätser-
niedrigung, indem sie sich an die Makromoleküle anlagern und hierdurch deren
Beweglichkeit erhöhen [79, 84, 109, 110]. Folglich steigt auch in diesem Fall
die Viskosität wieder an, wenn die Menge des in der Polymerschmelze gelösten
Gases abnimmt. Die erforderliche Verformungsarbeit nimmt entsprechend mit
sinkender Temperatur und gelöster Gasmenge zu. Somit wird die Wachstums-
geschwindigkeit der Schaumblasen von der Viskosität beeinflusst, die wiederum
von der Dehngeschwindigkeit, Temperatur und gelösten Gasmenge abhängig
ist. Da sich die Dehngeschwindigkeit aus der Wachstumsgeschwindigkeit er-
gibt, beeinflussen sich diese beiden Größen gegenseitig. Schließlich führt bei
Schäumprozessen, die nicht adiabaten Randbedingungen unterliegen, eine zu-
oder abgeführte Wärmemenge zu einer weiteren deutlichen Beeinflussung der
Wachstumsgeschwindigkeit. Zusammenfassend zeigt Abbildung 2.9 den prin-
zipiellen Verlauf der Wachstumsgeschwindigkeit und deren Zeitintegration im
Vergleich für zwei unterschiedliche Randbedingungen.
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Der letzte Schritt des Schäumens basiert auf den gleichen physikalischen Zusam-
menhängen, die auch die Wachstumsphase der Schaumblasen beschreiben [79].
Hierbei wird der letzte Teil der Wachstumsphase näher betrachtet, in dem sich
der Übergang von einem noch verformbaren Schaum zu einem festen Schaum
vollzieht. In der Regel geht es darum, eine gewünschte Schaumstruktur so gut
wie möglich zu erhalten [111]. In diesem Zusammenhang wird von einer Stabi-
lisierung des Schaums gesprochen, wenn die Schaumblasen relativ unabhängig
voneinander wachsen und bei Erreichen ihrer maximalen Größe die Polymer-
schmelze erstarrt. Dies kann beispielsweise durch eine geeignete Temperaturfüh-
rung erreicht werden, sodass sich am Ende der Wachstumsphase die Viskosität
der Polymerschmelze deutlich erhöht [79, 103, 105, 111–114]. Umgekehrt tritt
eine Vergröberung und Destabilisierung des Schaums ein, wenn Schaumblasen
miteinander verschmelzen, wieder kleiner werden oder platzen und kollabie-
ren. Da Schaumblasen oftmals nicht unabhängig voneinander wachsen, kann bei
Kontakt unterschiedlich großer Schaumblasen Gas von der kleineren zur größe-
ren diffundieren, wodurch die kleinere Schaumblase an Größe verliert. Dies kann
auf den unterschiedlichen Innendruck zurückgeführt werden, der aufgrund des
Gleichgewichts aus Grenzflächenarbeit und Volumenarbeit in kleineren Schaum-
blasen höher ist [79]. Schaumblasen, die miteinander in Kontakt stehen oder sich
nahe der Oberfläche befinden, sind oftmals nur noch von einem dünnen Film aus
Polymerschmelze umschlossen. Auch in diesem Fall können die Schaumblasen
wieder an Größe verlieren, indem Gas durch den dünnen Film in die Umgebung
diffundiert [103, 112]. Zudem neigen diese Schaumblasen bei zunehmender Deh-
nung des dünnen Films und geringer Stabilität der Polymerschmelze zum Platzen
und damit aufgrund des fehlenden Innendrucks zum Kollabieren [115].

2.3.2 Löslichkeit von Gasen in Polymerschmelzen

Die veränderliche Löslichkeit von Gasen in thermoplastischen Kunststoffen ist
von entscheidender Bedeutung für den Prozess des Schäumens. Bei allen exis-
tierenden Prozessen wird ausgenutzt, dass sich die Löslichkeit zwischen zwei
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Abbildung 2.10: Schematische Darstellung der Löslichkeit eines Gases in einem amorphen Ther-
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gleichzeitiger Temperaturänderung vom Zustand 0 zum Zustand 1 mit der dabei
freigesetzten Gasmenge ∆c dargestellt. In Anlehnung an Van Krevelen und Te Ni-
jenhuis und Paul [63, 116].

verschiedenen Zuständen deutlich voneinander unterscheidet und das Einphasen-
gemisch aus Gas und Kunststoff in einem Zustand mit Gas übersättigt ist. Zwei
wichtige Einflussgrößen auf die Löslichkeit von Gasen in Kunststoffen sind die
Temperatur und der Druck [63, 79, 84]. Ist eine Löslichkeit vorhanden, nimmt
diese mit steigendem Druck zu, während sie mit steigender Temperatur häufig
abnimmt. Ob die Löslichkeit temperaturbedingt zu- oder abnimmt, hängt davon
ab, ob es sich bei dem Lösungsvorgang um einen exothermen oder endothermen
Vorgang handelt. Bei einem exothermen Lösungsvorgang nimmt die Löslichkeit
mit steigender Temperatur ab. Abbildung 2.10 zeigt exemplarisch vier Löslich-
keitsisothermen, für einen thermoplastischen Kunststoff im glasartigen Zustand
und in der Polymerschmelze, die diese beiden Abhängigkeiten der Löslichkeit
veranschaulichen. Während sich in einer Polymerschmelze der Zusammenhang
zwischen der Löslichkeit und dem Druck annähernd linear verhalten kann, ist
dies im glasartigen Zustand oftmals nicht gegeben. Im Extremfall eines hypothe-
tisch vollständig kristallinen Kunststoffs ist eine Löslichkeit von Gasen praktisch
nicht vorhanden, da kein freies Volumen zur Verfügung steht, in dem sich Gas-
moleküle aufhalten können [63]. Dementsprechend ist die Löslichkeit von Gasen
in Kunststoffen an das Vorhandensein eines freien Volumens gebunden und steht
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in Beziehung mit der Größe der Gasmoleküle im Verhältnis zur Größe der Räume
im freien Volumen. Zur Berechnung der zum Teil komplizierten Löslichkeitsiso-
thermen existieren verschiedene Modelle wie das Flory-Huggins-Modell [117],
das Sanchez-Lacombe-Modell [118] oder das Simha–Somcynsky-Modell [119],
die die Löslichkeit durch die Besetzung von imaginären Gitterplätzen mit Gas-
oder Makromolekülen beschreiben [63, 74, 84, 120]. Grundsätzlich können die
Unterschiede des Löslichkeitsverhaltens auch auf die Stärke der Wechselwirkun-
gen zwischen den Gasmolekülen und den Makromolekülen des Kunststoffs so-
wie zwischen den Gasmolekülen untereinander zurückgeführt werden. Sind alle
Wechselwirkungen gering (was bei Polymerschmelzen häufig der Fall ist), lässt
sich eine annähernd lineare Zunahme der Löslichkeit mit steigendem Druck be-
obachten. Dieser Zusammenhang kann mit dem Henry-Gesetz beschrieben wer-
den, welches das Löslichkeitsverhalten von Gasen in Flüssigkeiten beschreibt.
Hierbei wird im Zustand der Sättigung die Proportionalität zwischen der gelös-
ten Gasmenge cS und dem Druck p nach

cS = H · p (2.15)

mit dem Henry-Löslichkeitskoeffizienten H beschrieben [63, 79]. In einem Gas-
gemisch, zum Beispiel Luft, wird die Löslichkeit für jedes Gas einzeln mit dem
Partialdruck des Gases im Gasgemisch berechnet. Auf die Konsistenz der Ein-
heiten ist besonders zu achten. Experimentell gemessen und angegeben wird
die gelöste Gasmenge bei Sättigung cS in der Einheit g(Gas)/g(Kunststoff) bei
einem bestimmten Druck und einer bestimmten Temperatur [63, 74, 89, 121].
Der Henry-Löslichkeitskoeffizient H wird jedoch üblicherweise in der Einheit
cm3(STP)/g/bar angegeben, wobei sich der Zähler auf das Volumen des Gases
bei in der Chemie definierten Standardbedingungen (engl.: Standard Tempera-
ture and Pressure, STP) bezieht und der Nenner auf die Masse des Kunststoffs.
Entsprechend erfolgt die Berechnung des Henry-Löslichkeitskoeffizienten H aus
experimentellen Daten nach

H =
cS,Exp.

pExp.
· Vm

M
(2.16)
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mit der experimentell bestimmten gelösten Gasmenge bei Sättigung cS,Exp., dem
eingestellten Druck pExp., der molaren Masse M des Gases und dem molaren
Volumen Vm eines idealen Gases bei STP (etwa 22400 cm3 mol−1). Unterschied-
lich starke Wechselwirkungen zwischen den (Makro-)Molekülen führen zu unter-
schiedlichen Henry-Löslichkeitskoeffizienten, die für verschiedene Kombinatio-
nen aus Gas und Kunststoff nachgeschlagen werden können. Die Abhängigkeit
des Henry-Löslichkeitskoeffizienten von der Temperatur T kann wiederum durch
eine Arrhenius-Gleichung der Form

H(T ) = H0 · e−
∆HS
R·T (2.17)

mit dem konstanten Henry-Löslichkeitskoeffizienten H0, der Lösungsenthal-
pie ∆HS und der universellen Gaskonstante R abgebildet werden. Dabei ent-
spricht eine negative Lösungsenthalpie einem exothermen Lösungsvorgang.
Löslichkeitsisothermen für Wasserdampf in Kunststoffen zeigen oftmals einen
nichtlinearen Zusammenhang zwischen der Löslichkeit und dem Druck [63,
122]. Dies ist auf die starke Wechselwirkung zwischen den Wassermolekülen
(Wasserstoffbrückenbindung) und zusätzlich, je nach Art des Kunststoffs, auf die
Wechselwirkung der Wassermoleküle mit den polaren Bereichen eines Mono-
mers zurückzuführen. So können sich zum Beispiel Cluster von Wassermolekü-
len in Kunststoffen bilden, die diesen aufquellen lassen und so Raum für weitere
Wassermoleküle schaffen [91, 92]. Bei unpolaren Kunststoffen, wie beispiels-
weise Polyolefinen, ist aufgrund der fehlenden Wechselwirkung zwischen den
Wassermolekülen und den Makromolekülen eine lineare Abhängigkeit zwischen
Druck und Löslichkeit zu beobachten, die durch das Henry-Gesetz beschrieben
werden kann. Die Löslichkeit von Wasserdampf ist in diesen Kunststoffen jedoch
gering [62, 63, 123, 124].

2.3.3 Schäumen mit chemischen Treibmitteln

Die Entscheidung, auf welche Art und Weise das Gas in den Kunststoff einge-
bracht wird, geht dem Prozess des Schäumens voraus. Hierbei existieren zwei
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gängige Methoden, um Gase in Kunststoffe einzubringen. Zum einen können Ga-
se physikalisch durch hohen Druck in den Kunststoff eingepresst werden, zum
anderen können sie durch eine chemische Reaktion und Zersetzung von Treib-
mitteln direkt im Kunststoff entstehen [79, 84]. Dementsprechend wird zwischen
dem Schäumen mit physikalischen und chemischen Treibmitteln unterschieden.
Das Schäumen mit physikalischen Treibmitteln erfordert eine maschinenseitige
Anpassung, sodass die hohen Gasdrücke aufgebracht werden können und das
Gas an geeigneter Stelle eingebracht werden kann [79, 114]. In der Regel kann
auf das Schäumen mit chemischen Treibmitteln zurückgegriffen werden, wenn
eine solche Anpassung nicht existiert [125]. Dabei werden dem zu schäumen-
den Kunststoff chemische Treibmittel (feste pulverförmige Stoffe) zugegeben,
die ab ihrer Zersetzungstemperatur durch eine chemische Reaktion Gase abspal-
ten [84, 125, 126]. Viele chemische Treibmittel sind organische Verbindungen
und werden entsprechend ihrer Zersetzungsreaktion in verschiedene Kategori-
en eingeteilt. Dabei werden beispielsweise exotherme und endotherme Zerset-
zungsreaktionen unterschieden. Ein typischer Vertreter der exothermen Zerset-
zungsreaktion ist Azodicarbonamid, typische Vertreter der endothermen Zerset-
zungsreaktion sind Natriumhydrogencarbonat und Citronensäure. Des Weiteren
wird zwischen reversiblen und irreversiblen Zersetzungsreaktionen unterschie-
den. Reversible Reaktionen können je nach Umgebungsbedingungen in beide
Richtungen ablaufen. Ein Vertreter, der eine solche reversible Reaktion zeigt,
ist zum Beispiel Natriumhydrogencarbonat. Bei der Zersetzung der chemischen
Treibmittel bleiben in der Regel Zersetzungsrückstände zurück, die teilweise als
Nachteil, teilweise aber auch als Vorteil angesehen werden. Sie wirken sich nach-
teilig aus, wenn es sich um toxische Zersetzungsrückstände handelt oder wenn
sie korrosiv auf Anlagenteile wirken [114, 125, 126]. Aufgrund ihrer Wirkung als
Nukleierungsmittel, wodurch höhere Nukleierungsraten erreicht werden können,
werden sie jedoch auch als vorteilhaft angesehen [84, 127].
Chemische Treibmittel müssen so ausgewählt werden, dass ihre Zersetzungstem-
peratur nicht (wesentlich) über der Fließ- bzw. Schmelztemperatur und unter der
Zersetzungstemperatur des thermoplastischen Kunststoffs liegt [84, 125]. Dar-
über hinaus können bei der Auswahl auch die Gase berücksichtigt werden, die
bei der Zersetzungsreaktion entstehen. So ist bekannt, dass in vielen Kunststoffen
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Kohlenstoffdioxid eine bis zu einer Größenordnung höhere Löslichkeit als Stick-
stoff aufweist und schneller innerhalb der Kunststoffe diffundiert [76, 114, 128–
130]. Allerdings zeigen Li et al. [130] und Kim et al. [81], dass sich eine hohe
Diffusionsgeschwindigkeit auch nachteilig auf die Wachstumsgeschwindigkeit
der Schaumblasen auswirken kann, wenn die Viskosität der Polymerschmelze zu
niedrig ist, um die Schaumstruktur zu stabilisieren. Eine weitere Auswahl be-
trifft die Form, in der die chemischen Treibmittel dem Prozess des Schäumens
zugeführt werden. Hier hat sich inzwischen die Form der Masterbatches (Granu-
late) weit verbreitet, da diese im Prozess einfacher zu dosieren sind als die di-
rekte Dosierung von pulverförmigen Treibmitteln [79, 126]. Masterbatches sind
industriell hergestellte Mischungen aus einem gewünschten Additiv, in diesem
Fall einem chemischen Treibmittel, und einem Trägerpolymer zum Binden des
Additivs. Die Angabe über die Dosierung des Masterbatchs erfolgt als Massen-
anteil wM, der den relativen Anteil der Masse des Masterbatchs mM an der Mas-
se der Gesamtmischung aus Masterbatch und zu schäumendem Kunststoff mGes

nach

wM =
mM

mGes
(2.18)

ausdrückt. Eine Vielzahl von Untersuchungen hat gezeigt, dass eine Erhöhung
des Masterbatchanteils bzw. des Anteils an chemischem Treibmittel zu einer
Vergrößerung des Aufschäumgrads führt, was durch eine Zunahme der abge-
spaltenen Gasmenge begründet wird [79, 127, 131, 132]. So konnte Lee et al.
einen progressiven Anstieg des Aufschäumgrads mit steigendem Masterbatchan-
teil feststellen [132]. Es gibt allerdings auch Untersuchungen, die zunächst eine
Vergrößerung des Aufschäumgrads mit steigendem Masterbatch- bzw. Treibmit-
telanteil zeigen, der jedoch ab einem bestimmten Masterbatch- bzw. Treibmitte-
lanteil stagniert oder abnimmt [84, 115, 132, 133]. Dieser gegenläufige Einfluss
wird beispielsweise von Matuana et al. [115] und Mengeloglu und Matuana [133]
mit der Zunahme destabilisierender Einflüsse durch zu viel Gas begründet. Aus
verfahrenstechnischer Sicht ist noch darauf zu achten, dass die Zersetzung des
Treibmittels nicht bereits in der Einzugszone der Plastifiziereinheit erfolgt, um
Gasverluste zu vermeiden [84].
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2.4 Größen zur Charakterisierung von
Schaumstrukturen

Zur Charakterisierung von Schäumen bzw. Schaumstrukturen hinsichtlich der
Volumenfüllung durch gasgefüllte Hohlräume können verschiedene Größen ver-
wendet werden. Die Porosität ΦS drückt das Verhältnis des Volumens der norma-
lerweise gasgefüllten Hohlräume VG zum Gesamtvolumen des Schaums VGes,S

aus. Für Schäume wird sie nach

ΦS =
VG

VGes,S
=

VGes,S −VK

VGes,S
= 1− VK

VGes,S
(2.19)

berechnet werden, wobei die Summe aus dem Volumen der gasgefüllten Hohl-
räume VG und dem Volumen des Kunststoffs VK gleich dem Gesamtvolumen des
Schaums VGes,S ist. Zur Charakterisierung der Volumenfüllung durch gasgefüll-
te Hohlräume wird neben der Porosität als Anteilsgröße auch die Dichte von
Schaumstrukturen ρS als absolute Größe herangezogen [84, 127, 133]. Nach

ρS =
mGes,S

VGes,S
≈

mK

VGes,S
(2.20)

wird diese mit der Masse des Kunststoffs mK berechnet, wobei die Masse des in
den Schaumblasen enthaltenen Gases vernachlässigt wird. Mit Hilfe der Dichte
der Schaumstrukturen ρS kann die Porosität dieser Schaumstrukturen nach

ΦS = 1− VK

VGes,S
≈ 1− mK

ρK
· ρS

mK
= 1− ρS

ρK
(2.21)

aus der Dichte des Kunststoffs ρK berechnet werden. Eine weitere Größe stellt
der Aufschäumgrad ΦA

S dar, der angibt, um wie viel sich das ursprüngliche Volu-
men (Volumen des porenfreien Kunststoffs) durch das Schäumen vergrößert hat
[79, 132]. Er ist als

Φ
A
S =

VG

VK
=

ΦS

1−ΦS
(2.22)
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definiert und kann auch aus der Porosität ΦS bestimmt werden. Entspricht bei-
spielsweise das Volumen der gasgefüllten Hohlräume dem Volumen des Kunst-
stoffs, hat sich das ursprüngliche Volumen verdoppelt. Neben dem Aufschäum-
grad wird in der Literatur häufig die Volumenexpansionsrate ΦVE

S für Schäume
angegeben [81, 84, 95, 103, 112, 114], welche als

Φ
VE
S =

VGes,S

VK
= 1+Φ

A
S (2.23)

definiert ist. In den folgenden Untersuchungen zum Schäumen in der kunststoff-
basierten additiven Fertigung wird häufig die Dichte der additiv gefertigten ge-
schäumten Strukturen angegeben. Da die Dichte dieser Strukturen jedoch unab-
hängig vom Prozess des Schäumens mit der Dichte des verwendeten Kunststoffs
zusammenhängt, was die Vergleichbarkeit bei unterschiedlichen Kunststoffen er-
schwert, wird der Stand der Forschung im Folgenden einheitlich mit dem Auf-
schäumgrad beschrieben.

2.5 Schäumen in der kunststoffbasierten
additiven Fertigung

2.5.1 Überblick über bisherige Herstellungsansätze

Bisher wurden zahlreiche Ansätze zur Herstellung von additiv gefertigten ge-
schäumten Strukturen untersucht, die sich mehr oder weniger dem klassischen
Prozess des Schäumens zuordnen lassen [134–136]. Eine Absenkung des Slicer-
Füllgrads unter 100 % wird dabei nicht als Schäumen von additiv gefertigten
Strukturen angesehen. Ein Ansatz, der in den Grenzbereich des Schäumens
fällt, ist die Verwendung von Kunststoff-Filamenten mit gasgefüllten Glasku-
geln (engl.: Glass Microballoons), die zuvor in einem Compoundierprozess dem
Kunststoff zugemischt werden [137–140]. In diesem Fall enthalten die Filamente
bereits die gasgefüllten Hohlräume, sodass im Prozess der additiven Fertigung
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kein Schäumen im klassischen Sinne stattfindet. Wie in Kapitel 2.3.1 beschrie-
ben, wird das Schäumen nach gängiger Auffassung durch eine Zustandsänderung
und die damit verbundene thermodynamische Destabilisierung eines Einphasen-
gemischs verursacht. Wird diesem Ansatz ein Aufschäumgrad zugeordnet, so
konnten Bharath et al. damit einen maximalen Aufschäumgrad der additiv gefer-
tigten Struktur von 41 % erreichen [139]. Weitere Ansätze, die dem klassischen
Schäumen zugeordnet werden können, lassen sich nach Nofar et al. nach dem
Zeitpunkt der Entstehung der Schaumstrukturen unterteilen [135]. Ansätze, bei
denen die Schaumstruktur nach der additiven Fertigung entsteht, werden als ex
situ bezeichnet, während Ansätze, bei denen die Schaumstruktur während des
additiven Fertigungsprozesses entsteht, als in situ bezeichnet werden.
Ein Ansatz für das ex situ Schäumen besteht in der Verwendung eines Auto-
klaven, mit dem Gase in additiv gefertigten Strukturen gelöst werden können
[141, 142]. Ist der Lösungsvorgang nach ausreichender Wartezeit abgeschlossen,
kann der Umgebungsdruck reduziert werden und die anschließende Erwärmung
der additiv gefertigten Struktur führt zum Schäumen des Kunststoffs. Park et al.
konnten mit diesem Ansatz einen maximalen Aufschäumgrad der additiv gefer-
tigten Struktur von etwa 40 % erreichen [142]. Das ex situ Schäumen ist jedoch
mit einer Reihe von Nachteilen verbunden: So liegt die Sättigungszeit bei nied-
rigen Temperaturen selbst bei Strukturen von wenigen Millimetern Größe im
Bereich von Stunden bis Tagen [142]. Die Notwendigkeit eines zusätzlichen
Prozessschrittes (Autoklav) und die Veränderung der Form und des Gesamtvolu-
mens der additiv gefertigten Strukturen sind hier ebenfalls zu nennen.
Beim in situ Schäumen wird dem zu schäumenden Kunststoff, der als Filament
oder Granulat vorliegt, vor dem additiven Fertigungsprozess ein Treibmittel zu-
gegeben [135, 136]. Sowohl chemische als auch physikalische Treibmittel (s. Ka-
pitel 2.3.3) wurden bereits für das in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren
untersucht. Ein Ansatz, der mit der Verwendung chemischer Treibmittel ver-
gleichbar ist, aber auf dem Prinzip des physikalischen Schäumens beruht, ist
die Verwendung von expandierbaren Mikrosphären (engl.: Thermally Expanda-
ble Microspheres, TEM) [143–147]. Diese enthalten einen flüssigen Stoff, zum
Beispiel Kohlenwasserstoffe, der bei ausreichender Erwärmung gasförmig wird
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und eine entsprechende Volumenzunahme bewirkt. Solche TEMs sind beispiels-
weise über Masterbatches erhältlich, in denen sie wie chemische Treibmittel in
einem Trägerpolymer gebunden sind [143, 144, 147, 148]. Als Trägerpolymer
wird laut Kalia et al. häufig Polyethylen mit einem Massenanteil am Masterbatch
von 50 % verwendet [143, 144, 148]. Kalia et al. verwendeten für die Herstel-
lung von Filamenten einen Compoundierprozess, bei dem der Masterbatch dem
zu schäumenden Kunststoff zugemischt wurde [148]. Ähnlich wie beim Com-
poundieren von Kunststoffen mit chemischen Treibmitteln verhinderten sie ein
vorzeitiges Schäumen, indem sie die Massetemperatur der Polymerschmelze un-
ter der Verdampfungstemperatur der Flüssigkeit hielten. Es wurde allerdings
nicht untersucht, ob die Verwendung von Masterbatches und dem daraus re-
sultierenden Polymerblend aus Trägerpolymer und zu schäumendem Kunststoff
einen Einfluss auf das Schäumen ausübt. Filamente, die TEMs in unterschied-
lichen Massenanteilen enthalten, können jedoch auch direkt bezogen werden
[145]. Beispielsweise verwendeten Pawar et al. in ihren Untersuchungen Fila-
mente mit einem Massenanteil von 2 % bis 12 % [145], bei denen jedoch nicht
bekannt ist, ob durch den Herstellungsprozess auch ein Polymerblend entsteht.
Kalia und Ameli [143] und Kalia et al. [144] nennen als Vorteil der TEMs, dass
der Schritt des Lösens von Gasen in den Kunststoffen entfällt und somit eine
homogene Schaumstruktur erreicht werden kann. Eine homogene Schaumstruk-
tur ist jedoch an eine homogene Verteilung der TEMs im Compoundierprozess
gebunden. Dies zeigt die Untersuchung von Andersson et al., die bei der Ver-
wendung von selbst hergestellten Filamenten eine inhomogene Schaumstruktur
beobachten konnten [147]. Bei einem Massenanteil der TEMs im Filament von
2,5 % und einer Volumenfüllung, bei der prozessbedingte Poren qualitativ nicht
mehr nachweisbar waren, konnten Kalia und Ameli mit diesem Ansatz des in
situ Schäumens einen maximalen Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struk-
tur von etwa 85 % erreichen [143]. Durch Erhöhung des Massenanteils auf 12 %
konnten Pawar et al. sogar einen maximalen Aufschäumgrad der additiv gefer-
tigten Struktur von etwa 250 % erreichen [145].
Ein weiterer Ansatz des in situ Schäumens ist die Verwendung von chemischen
Treibmitteln [149–151]. Auch diese müssen bei der Herstellung von Filamen-
ten für das FFF-Verfahren in einem Compoundierprozess dem zu schäumenden
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Kunststoff zugemischt werden. Dabei muss ein vorzeitiges Schäumen während
des Compoundierprozesses verhindert werden, um Gasverluste und damit einen
geringeren Aufschäumgrad während der additiven Fertigung zu vermeiden. Dies
gelang Zarybnicka et al. mit dem chemischen Treibmittel Azodicarboxamid je-
doch nicht, obwohl die Massetemperatur der Polymerschmelze unterhalb der
Zersetzungstemperatur von Azodicarboxamid gehalten wurde [150]. Es wurde
vermutet, dass eine lokale Überhitzung der Polymerschmelze durch eine zu hohe
Scherung des Kunststoff-Granulats auftrat. In der Folge betrug der Aufschäum-
grad der Filamente bereits etwa 10 % bzw. 45 %, wenn während des Compoun-
dierprozesses ein Nukleierungsmittel zugegeben wurde. Mit dem Filament ohne
Nukleierungsmittel konnte ein Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struktur
von etwa 23 % erreicht werden, während der Aufschäumgrad bei Verwendung
des Filaments mit Nukleierungsmittel bei etwa 25 % lag. Demnach wurde die
Schaumstruktur im Prozess der additiven Fertigung sogar teilweise verdichtet
und damit der Aufschäumgrad verringert. Filamente, die chemische Treibmittel
enthalten, können allerdings auch direkt bezogen werden [149]. So verwendeten
Damanpack et al. ein Filament mit einem endothermen chemischen Treibmit-
tel zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Strukturen [149]. Dabei
konnte ein maximaler Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struktur von etwa
145 % erreicht werden.
Die Verwendung von physikalischen Treibmitteln stellt einen weiteren Ansatz
des in situ Schäumens dar [152–158]. Eine der ersten Untersuchungen zu diesem
Ansatz wurde von Marascio et al. durchgeführt, die Kohlenstoffdioxid in Fila-
menten mit Hilfe eines Autoklaven lösten [152]. Dabei musste ein Temperatur-
und Druckprofil gefunden werden, das ein vorzeitiges Schäumen nach dem Lö-
sungsvorgang und der Druckreduzierung auf Umgebungsdruck verhinderte. Sie
stellten fest, dass dies am besten gelang, wenn die Temperatur während des
Lösungsvorgangs unterhalb des Glasübergangs des Kunststoffs blieb und die
Druckreduzierung sehr langsam mit 0,1 bars−1 erfolgte. Auf diese Weise konn-
te ein Massenanteil des Kohlenstoffdioxids im Filament von etwa 14 % erreicht
werden. Mit diesen Filamenten wurden einzelne Kunststoffstränge extrudiert und
der Aufschäumgrad als auch die Größe der Schaumblasen charakterisiert. Über
einen Temperaturbereich von 180 ◦C bis 250 ◦C und einen Volumenstrombereich
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von etwa 8 mm3 s−1 bis 80 mm3 s−1 konnte eine erhebliche Variation der Größe
von Schaumblasen festgestellt werden. Der maximal ermittelte Aufschäumgrad
eines Kunststoffstranges betrug etwa 210 %. Die alleinige Bereitstellung eines
gesättigten Filaments, das bei der Entnahme aus dem Autoklaven nicht schäumt,
reicht für einen stationären Prozess in der additiven Fertigung jedoch nicht aus.
So konnten Li et al. für die beiden Kunststoffe Polyetherimid (PEI) und Poly-
lactid (PLA) zeigen, dass innerhalb der ersten 10 h nach der Entnahme aus dem
Autoklaven das Gas Kohlenstoffdioxid zu einem erheblichen Massenanteil wie-
der aus dem Filament in die Umgebung diffundierte [153]. Diese Abnahme des
Massenanteils war bei PLA 26 mal bis 72 mal größer als bei PEI. Da sich diese
Abnahme nach einer Wartezeit von 48 h immer mehr verlangsamte, gingen Li
et al. nach dieser Wartezeit von einem stationären Prozess in der additiven Fer-
tigung aus, sofern die Fertigungszeit nur wenige Stunden betrug [153]. Li et al.
untersuchten auch das Schäumen von Kunststoffsträngen (Kunststoff PEI) und
konnten nach einer Wartezeit von 24 h noch einen maximalen Aufschäumgrad
von etwa 80 % erreichen [153]. Beim in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren
wurde dagegen ein maximaler Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struktur
von etwa 280 % erreicht. Der große Unterschied zwischen dem Aufschäumgrad
der Kunststoffstränge und der additiv gefertigten Struktur wurde auf das Vorhan-
densein von prozessbedingten Poren zurückgeführt. In einer weiteren Untersu-
chung der selben Autoren wurden additiv gefertigte Strukturen nach unterschied-
lichen Wartezeiten von einem Tag bis zu mehreren Tagen hergestellt [155]. Dabei
nahm der Aufschäumgrad mit zunehmender Wartezeit kontinuierlich ab und die
Schaumstruktur wurde zunehmend inhomogener. Diese kontinuierliche Abnah-
me des Aufschäumgrads von additiv gefertigten Strukturen mit zunehmender
Wartezeit konnte auch von Zhang et al. nachgewiesen werden [157]. In ihren
Untersuchungen betrug der Aufschäumgrad von additiv gefertigten Strukturen
nach einer Wartezeit von 6 h noch etwa 65 %, während er nach einer Wartezeit
von 120 h nur noch etwa 35 % betrug. Neben dem unvermeidlichen Gasverlust
nach der Entnahme aus dem Autoklaven stellten Dugad et al. auch fest, dass das
gelöste Gas eine weichmachende Wirkung auf die Filamente ausübt und somit
deren Förderung im FFF-Verfahren erschwert [154]. Aus diesem Grund wurde
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eine minimale Wartezeit eingeführt, damit die Filamente wieder eine ausreichen-
de Steifigkeit erreichen, um durch das Extrusionssystem gefördert werden zu
können. Im Gegensatz zu den Untersuchungen von Li et al. [153] konnten Dugad
et al. [154] bei der Extrusion von Kunststoffsträngen erhebliche Instabilitäten
des Schäumprozesses feststellen, die zu unregelmäßigen Oberflächen führten.
Es wurde vermutet, dass dies durch Druckschwankungen in der Düse verursacht
wird, die durch ein ungleichmäßiges Schäumen in der Düse entstehen.
Alle bisherigen Ansätze des in situ Schäumens mit dem FFF-Verfahren erfor-
dern zum Teil aufwändige zusätzliche Prozessschritte, um dem zu schäumenden
Kunststoff ein Treibmittel zuzuführen. So müssen beispielsweise TEMs oder
chemische Treibmittel in einem Compoundierprozess zugemischt oder Gase
mit Hilfe eines Autoklaven in Filamenten gelöst werden. In ihrem Überblick
über die bisherigen Ansätze zur Herstellung von additiv gefertigten geschäum-
ten Strukturen schlagen Nofar et al. daher einen weiteren Ansatz vor, der auf
Kunststoff-Filamente verzichtet und stattdessen Granulate einsetzt [135]. Für
diesen neuen Ansatz wird das AKF-Verfahren als geeignetes Verfahren vorge-
schlagen. Aufgrund der geschlossenen Plastifiziereinheit erwarten Nofar et al.
keine nennenswerten Gasverluste [135]. Da dieser Ansatz des in situ Schäumens
mit dem AKF-Verfahren jedoch noch nicht untersucht wurde, wird der Stand der
Forschung zum Prozessverständnis des in situ Schäumens und zum Einfluss der
Prozessparameter nachfolgend nur anhand des FFF-Verfahrens betrachtet.

2.5.2 Prozessverständnis des in situ Schäumens

Für das in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren ist eine getrennte Untersuchung
des Prozess des Schäumens in den klassischen vier Schritten Lösen, Nukleierung,
Wachstum und Stabilisierung bzw. Destabilisierung (s. Abbildung 2.7) bisher nur
in begrenztem Umfang durchgeführt worden. Bei Verwendung physikalischer
Treibmittel findet der erste Schritt des Lösens von Gas separat in einem Auto-
klaven vor dem in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren statt [152–158]. Aller-
dings wurde dieser Schritt bisher nur teilweise näher untersucht. So wurden kei-
ne Sättigungszeiten berechnet, sondern nur beliebig lange Aufenthaltszeiten von
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1 h bis 48 h im Autoklaven gewählt. Dagegen wurden die Desorptionszeiten für
Kohlenstoffdioxid aus den Kunststoff-Filamenten nach der Entnahme aus dem
Autoklaven häufig experimentell durch Wägung bestimmt [153–155, 157, 158]
und die Kunststoffe teilweise danach ausgewählt, wie lange das Kohlenstoffdi-
oxid in den Filamenten gelöst bleibt [153, 157]. Bei der Verwendung von TEMs
und chemischen Treibmitteln ist bisher nicht untersucht worden, ob der Schritt
des Lösens von Gas beim in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren stattfindet
und welche Auswirkungen ein mögliches Fehlen dieses Schrittes hat. Der zweite
Schritt der Nukleierung und der dritte Schritt des Wachstums der Schaumblasen
wurden in vielen Untersuchungen zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren
übereinstimmend im Bereich der Düse lokalisiert, in dem der Kunststoff auf-
geschmolzen wird [135, 143, 145, 153, 155–158]. In der überwiegenden Zahl
der Untersuchungen wurde dies jedoch nur vermutet und nicht experimentell
bestätigt. So wird beispielsweise von Kalia und Ameli behauptet, dass der Be-
ginn dieser beiden Schritte in der Düse vom Druck, der Düsentemperatur und
der Verweildauer des Kunststoffs in der Düse abhängt, was jedoch nicht durch
eine geeignete Prozesscharakterisierung belegt werden konnte [143]. Aufgrund
des geringen Drucks in der Düse erscheint es jedoch plausibel, dass diese bei-
den Schritte in der Düse beginnen. So konnten Pawar et al. beobachten, dass die
Düse durch aufsteigenden Schaum nach oben blockiert wurde, wenn die Ver-
weildauer des Kunststoffs in der Düse eine bestimmte Zeitspanne überschritten
hatte [145]. Dies trat auf, wenn die Druckgeschwindigkeit oder der Volumen-
strom unter einen bestimmten Grenzwert reduziert wurde. Zhang et al. konn-
ten den Bereich in der Düse, in dem die Nukleierung und das Wachstum der
Schaumblasen beginnt, näher lokalisieren [156]. Sie werteten REM-Aufnahmen
eines Filament-Abschnitts aus, der sich genau in dem Bereich der Düse befand,
in dem die Kühleinheit in den Heizblock überging. In diesem Filament-Abschnitt
konnten kleine Schaumblasen identifiziert werden, die über das Filament verteilt
waren, ohne miteinander verschmolzen zu sein. Untersuchungen zur Wachstums-
phase bzw. Wachstumsgeschwindigkeit der Schaumblasen wurden jedoch noch
nicht durchgeführt. Ebenso wurde bisher nicht untersucht, wo eine Stabilisierung
bzw. Destabilisierung der Schaumstruktur eintritt und ab wann der Schäumpro-
zess als abgeschlossen betrachtet werden kann.
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Um einen Prozess regeln zu können, ist ein tieferes Prozessverständnis erforder-
lich. So kann zwar der Einfluss eines Prozessparameters auf eine gewünschte Ei-
genschaft bestimmt werden, die Veränderung anderer Prozessparameter kann die-
sen Einfluss jedoch durch Wechselwirkungen völlig verändern. Aufbauend auf
den Grundlagen zur Physik des Schäumens (s. Kapitel 2.3.1) und dem Stand der
Forschung auf diesem Gebiet könnte ein tieferes Prozessverständnis für das in si-
tu Schäumen durch folgende Schritte erreicht werden: Die mikrostrukturelle Cha-
rakterisierung von Schaumstrukturen, die Bestimmung von Größen wie dem Auf-
schäumgrad oder die Prozessbeobachtung mit geeigneten Charakterisierungsme-
thoden bei gleichzeitiger Variation der Prozessparameter. Darauf aufbauend kann
der Einfluss der Prozessparameter mit physikalischen Einflussgrößen wie Lös-
lichkeit, Diffusionsgeschwindigkeit oder Viskosität verknüpft werden, wodurch
deren Einfluss auf physikalischer Ebene erklärt werden kann. Beispielsweise sind
in der Wachstumsphase von Schaumblasen die Diffusionsgeschwindigkeit und
die Viskosität entscheidende physikalische Einflussgrößen (s. Kapitel 2.3.1). Ist
auf diese Weise ein ausreichendes Prozessverständnis aufgebaut worden, kann
in einem letzten Schritt der Prozess des in situ Schäumens durch analytische
oder numerische Modelle abgebildet und diese anhand experimenteller Daten
validiert werden. Diese Aufteilung in einzelne Schritte zur Erlangung eines Pro-
zessverständnisses kann zur Einschätzung des aktuellen Forschungsstandes zum
in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren herangezogen werden. Demnach be-
findet sich dieser überwiegend im ersten Schritt, der Charakterisierung additiv
gefertigter geschäumten Strukturen. Hierbei lassen sich in der Literatur zwei un-
terschiedliche Vorgehensweisen identifizieren. Zum einen eine getrennte Cha-
rakterisierung von frei extrudierten Kunststoffsträngen und additiv gefertigten
geschäumten Strukturen und zum anderen nur die Charakterisierung von additiv
gefertigten geschäumten Strukturen. In Tabelle 2.1 sind die bisherigen Untersu-
chungen jeweils einer dieser beiden Vorgehensweisen zugeordnet. Je nach An-
satz des in situ Schäumens ist die eine oder die andere Vorgehensweise weiter
verbreitet. Diese Selektivität kann vermutlich damit erklärt werden, dass es sich
beim in situ Schäumen in der additiven Fertigung um ein junges Forschungs-
feld handelt und die jeweiligen Ansätze von teilweise gleichen Personengruppen
erforscht werden, die ein ähnliches Vorgehen in ihren Untersuchungen nutzen.
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Tabelle 2.1: Einordnung aller bisherigen Untersuchungen zum in situ Schäumen mit dem FFF-
Verfahren nach der angewandten Vorgehensweise zur Charakterisierung der Schaum-
strukturen. Die Untersuchungen werden weiterhin in die drei Ansätze expandierbare Mi-
krosphären (engl.: Thermally Expandable Microspheres, TEM), chemische Treibmittel
(engl.: Chemical Blowing Agent, CBA) und physikalische Treibmittel (engl.: Physical
Blowing Agent, PBA) unterteilt.

Vorgehensweise bei Ansatz des in situ Schäumens
Charakterisierung TEM CBA PBA

Kunststoffstrang + addi- - - [152], [153],
tiv gefertigte Struktur [154], [157]

Nur additiv gefertigte [143], [144], [149], [150], [155], [156],
Struktur [145], [146], [151] [158]

[147]

Lediglich bei der Verwendung von physikalischen Treibmitteln wurden bisher
beide Vorgehensweisen angewandt, was vermutlich darauf zurückzuführen ist,
dass hier mehr unterschiedliche Personengruppen beteiligt sind und eine größere
Anzahl an Untersuchungen vorliegt.
Mit Hilfe der Charakterisierung von frei extrudierten Kunststoffsträngen unter
Verwendung physikalischer Treibmittel konnten bisher die Düsentemperatur und
die Extrusionsgeschwindigkeit bzw. der Volumenstrom als Einflussgrößen auf
den Prozess des Schäumens identifiziert werden [152–154]. So stellten Maras-
cio et al. fest, dass mit steigender Düsentemperatur der Aufschäumgrad deutlich
zunimmt [152]. Dies wurde mit einer sinkenden Viskosität erklärt, die zu einer
höheren Wachstumsgeschwindigkeit der Schaumblasen und damit zu größeren
Schaumblasen vor dem Erstarren der Polymerschmelze führen sollte. Weiterhin
konnte festgestellt werden, dass der Volumenstrom in Abhängigkeit von der Dü-
sentemperatur einen unterschiedlichen Einfluss auf den Aufschäumgrad ausübt.
Ist die Düsentemperatur niedrig, führt eine Erhöhung des Volumenstroms zu ei-
ner Verringerung des Aufschäumgrads. Dies wurde von Marascio et al. mit einer
ineffizienten Wärmeübertragung in der Düse begründet, wodurch bei steigendem
Volumenstrom ein verringerter Wärmeeintrag stattfindet, der zu einer Erhöhung
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der Viskosität der Polymerschmelze führt und das Wachstum der Schaumblasen
hemmt [152]. Ist die Düsentemperatur dagegen hoch, führt eine Erhöhung des
Volumenstroms zu einer Erhöhung des Aufschäumgrads. Nach Marascio et al.
kann dies auf eine Verringerung der Scherviskosität durch den steigenden Volu-
menstrom zurückgeführt werden, was zu einer höheren Nukleierungsrate und da-
mit zu einem höheren Aufschäumgrad führen sollte [152]. Keine der Begründun-
gen wurde jedoch durch weitere Experimente oder Berechnungen zur Wärme-
übertragung, zur Viskosität, zur Nukleierungsrate oder zur Wachstumsgeschwin-
digkeit der Schaumblasen untermauert. Auch Li et al. konnten eine Erhöhung
des Aufschäumgrads mit steigender Düsentemperatur beobachten [153]. Ab ei-
ner bestimmten Düsentemperatur nahm der Aufschäumgrad jedoch wieder ab,
was mit einem erhöhten Gasverlust an die Umgebung und einer Destabilisie-
rung der Schaumstruktur begründet wurde. Bei diesen hohen Düsentemperaturen
wurden vermehrt offene Schaumblasen an der Oberfläche der Kunststoffsträn-
ge beobachtet. Solche offenen Schaumblasen an der Oberfläche konnten auch
Zhang et al. [157] und Zhang et al. [156] beobachten. Dugad et al. stellten für
die von ihnen untersuchten Düsentemperaturen eine monotone Verringerung des
Aufschäumgrads mit steigender Düsentemperatur fest [154]. Sie vermuteten eine
Destabilisierung der Schaumstruktur bei allen untersuchten Düsentemperaturen.
Weiterhin konnten sie eine Erhöhung des Aufschäumgrads mit steigendem Vo-
lumenstrom feststellen, was Dugad et al. [154] im Gegensatz zu Marascio et al.
[152] mit einer effektiv geringeren Massetemperatur des Kunststoffs in der Dü-
se aufgrund der ineffizienten Wärmeübertragung erklärten. Der Einfluss des Vo-
lumenstroms ist demnach gleichzusetzen mit einer effektiv geringeren Düsen-
temperatur. Diese Begründung wurde jedoch nicht weiter untermauert, indem
beispielsweise die Temperatur der Polymerschmelze bestimmt wurde. Insgesamt
lässt sich aus der Charakterisierung der frei extrudierten Kunststoffstränge ab-
leiten, dass die beiden Prozessparameter Düsentemperatur und Volumenstrom
einen nichtlinearen Einfluss auf den Aufschäumgrad ausüben und miteinander in
Wechselwirkung stehen. Die unterschiedlichen Begründungen für die gleichen
Beobachtungen können auf die Verwendung unterschiedlicher Kunststoffe zu-
rückgeführt werden oder auch darauf, dass es sich bei den genannten Begrün-
dungen eher um Vermutungen als um belegte Argumentationsketten handelt.
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Mit Hilfe der Charakterisierung von additiv gefertigten geschäumten Struktu-
ren konnten bisher die Düsentemperatur, der Massenanteil des Treibmittels, der
Volumenstrom und die Druckgeschwindigkeit als Einflussgrößen auf den Pro-
zess des Schäumens identifiziert werden. Ähnlich wie bei der Charakterisierung
von frei extrudierten Kunststoffsträngen kann mit steigender Düsentemperatur je
nach Untersuchung eine Abnahme [145, 147, 158] und/oder Zunahme [143, 145–
147, 149, 151] des Aufschäumgrads einer additiv gefertigten Struktur beobachtet
werden. Die Begründungen hierfür ähneln denen, die im Zusammenhang mit der
Charakterisierung frei extrudierter Kunststoffstränge genannt wurden. Ergänzend
wird bei der Verwendung chemischer Treibmittel erwähnt, dass eine Düsentem-
peratur unterhalb bzw. nahe der Zersetzungstemperatur zu einer geringen Abspal-
tung von Gas und damit zu einem niedrigen Aufschäumgrad führt [149, 151].
Eine experimentelle Bestimmung oder Berechnung physikalischer Einflussgrö-
ßen wurde jedoch auch bei der Charakterisierung additiv gefertigter geschäumter
Strukturen nicht durchgeführt. Der Einfluss des Massenanteils des Treibmittels
am Filament auf den Aufschäumgrad einer additiv gefertigten Struktur wurde
bisher nur für das in situ Schäumen mit TEMs untersucht [144, 145, 147]. Ka-
lia et al. konnten feststellen, dass mit steigendem Massenanteil von 1 % bis 5 %
der Aufschäumgrad zwar zunimmt, sich diese Zunahme jedoch asymptotisch ei-
nem maximalen Aufschäumgrad annähert [144]. Hierbei wurden allerdings kei-
ne Änderungen der anderen Prozessparameter vorgenommen, sodass bei einem
Massenanteil der TEMs von 2,5 % qualitativ keine prozessbedingten Poren mehr
in der Mikrostruktur zu erkennen waren. Es stellt sich daher die Frage, ob nicht
vielmehr der Füllgrad der additiv gefertigten Struktur den Aufschäumgrad be-
grenzt (s. Kapitel 2.5.3). Im Gegensatz dazu konnten Pawar et al., die Probekör-
per so herstellen, dass sich die Kunststoffstränge frei in der Breite ausdehnen
konnten, bis zu einem maximal untersuchten Massenanteil von 12 % eine pro-
portionale Zunahme des Aufschäumgrads mit steigendem Massenanteil feststel-
len [145]. Auch der Einfluss des Volumenstroms auf den Aufschäumgrad einer
additiv gefertigten Struktur wurde bisher nur für das in situ Schäumen mit TEMs
untersucht [143, 146, 147]. Dabei konnte übereinstimmend in allen Untersuchun-
gen festgestellt werden, dass mit steigendem Volumenstrom der Aufschäumgrad
abnimmt. Kalia und Ameli erklärten dies damit, dass bei gleicher Schichthöhe
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und Druckbahnbreite der für eine Druckbahn zur Verfügung stehende Raum un-
verändert bleibt und durch die Erhöhung des Volumenstroms gleichzeitig mehr
Kunststoff in das Gesamtvolumen einer additiv gefertigten Struktur gepresst wird
[143]. Dadurch verringert sich die Größe der prozessbedingten Poren und der
Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struktur nimmt insgesamt ab. Des Wei-
teren wird angeführt, dass mit steigendem Volumenstrom der Wärmeeintrag in
die Polymerschmelze aufgrund der ineffizienten Wärmeübertragung in der Düse
abnimmt, weshalb die TEMs bzw. die daraus resultierenden Schaumblasen weni-
ger groß wachsen können [143, 146]. Der Einfluss der Druckgeschwindigkeit auf
den Aufschäumgrad einer additiv gefertigten Struktur wurde für alle Ansätze des
in situ Schäumens untersucht [143, 151, 158]. Dabei zeigen sich unterschied-
liche Ergebnisse hinsichtlich des Einflusses der Druckgeschwindigkeit auf den
Aufschäumgrad. Zhang et al. konnten bei der Verwendung physikalischer Treib-
mittel feststellen, dass der Aufschäumgrad mit steigender Druckgeschwindigkeit
zunimmt [158]. Erklärt wurde dies mit der Verweildauer des Kunststoffs in der
Düse, die mit abnehmender Druckgeschwindigkeit zunimmt. Eine lange Verweil-
dauer soll dabei zu einem verstärkten Verschmelzen von Schaumblasen noch in
der Düse und damit zu einer Destabilisierung der Schaumstruktur führen. Im Ge-
gensatz dazu konnten Yoo et al. bei der Verwendung von chemischen Treibmit-
teln feststellen, dass mit steigender Druckgeschwindigkeit der Aufschäumgrad
[151] abnimmt. Sie führen dies darauf zurück, dass der Kunststoff in der Düse
aufgrund der ineffizienten Wärmeübertragung eine effektiv niedrigere Massetem-
peratur aufweisen sollte, was wiederum eine geringere Abspaltung von Gas zur
Folge hätte. Auch Kalia und Ameli konnten bei der Verwendung von TEMs fest-
stellen, dass mit steigender Druckgeschwindigkeit der Aufschäumgrad abnimmt
[143]. Dies wurde jedoch auch bei einer Verringerung der Druckgeschwindigkeit
beobachtet, weshalb sie einen nichtlinearen Zusammenhang zwischen dem Auf-
schäumgrad und der Druckgeschwindigkeit vermuteten. Nach Kalia und Ame-
li führt bei niedriger Druckgeschwindigkeit die lange Verweildauer des Kunst-
stoffs in der Düse zu einer langen Wachstumsphase der Schaumblasen und am
Ende dieser Phase zu einem erhöhten Gasverlust und einer Destabilisierung der
Schaumstruktur [143]. Ist die Druckgeschwindigkeit dagegen zu hoch, reicht die
Verweildauer des Kunststoffs in der Düse nicht aus, um genügend Wärme für
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Ursachen für Einfluss Prozessparameter auf Aufschäumgrad                              Vorkommen 

Zunahme (Z) (Z) (Z) (Z)

- Ineffiziente Wärmeübertragung → Temperatur sinkt → Viskosität steigt
- Ineffiziente Wärmeübertragung → Abspaltung/Bildung von Gas nimmt ab 
- (Scher-)Viskosität sinkt
- Gasverlust an Umgebung → Destabilisierung Schaumstruktur
- Abspaltung von Gas nimmt zu
- Mehr Kunststoff bei begrenztem Gesamtvolumen
- Verweildauer in Düse nimmt ab → Stabilisierung Schaumstruktur

Abnahme (A) (A) (A)

Nichtlinear (N) (N)
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3Z, 3A
4A, 4N
1Z, 1N, 3Z
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Abbildung 2.11: Schematische Darstellung aller bisher beobachteten Einflüsse der Prozessparame-
ter Düsentemperatur TD, Massenanteil des Treibmittels wT, Volumenstrom V̇ und
Druckgeschwindigkeit u auf den Aufschäumgrad. In den schraffierten Bereichen
wurde bisher kein Zusammenhang zwischen dem jeweiligen Prozessparameter und
dem Aufschäumgrad festgestellt. Zusätzlich werden die genannten Ursachen tabel-
larisch aufgelistet und verschiedenen Einflüssen zugeordnet.

die Verdampfung der Flüssigkeit in den TEMs zu übertragen, sodass die entste-
henden Schaumblasen nicht ihre maximale Größe erreichen können. Alle bisher
beobachteten Einflüsse der Prozessparameter Düsentemperatur, Massenanteil des
Treibmittels, Volumenstrom und Druckgeschwindigkeit auf den Aufschäumgrad
sind mit möglichen Ursachen nochmals in Abbildung 2.11 zusammengefasst. In
Abgrenzung zum Aufschäumgrad einer allgemeinen Schaumstruktur ΦA

S wird
dabei der Aufschäumgrad einer additiv gefertigten Struktur ΦA

AS eingeführt.
Als eine Ursache für den Einfluss verschiedener Prozessparameter auf den Auf-
schäumgrad einer additiv gefertigten Struktur wird häufig die Verweildauer des
Kunststoffs in der Düse genannt. Dies wurde von Kalia und Ameli aufgegriffen
und für einen ersten Ansatz zur analytischen Modellierung des Aufschäumgrads
verwendet [143]. Dabei wurde ein normierter Parameter vorgeschlagen, der von
Null bis Eins den Energieeintrag in die Polymerschmelze beschreibt und aus der
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Düsentemperatur, der Druckgeschwindigkeit und dem Volumenstrom, die beide
die Verweildauer bestimmen, berechnet werden kann. Die Auftragung des Auf-
schäumgrads gegen diesen normierten Parameter zeigt, dass mit steigendem Wert
der Aufschäumgrad zunächst zunimmt, um dann wieder abzufallen. Dementspre-
chend wurden niedrige Werte des normierten Parameters einer Stabilisierung und
hohe Werte einer Destabilisierung der Schaumstruktur zugeordnet. Da es sich um
ein rein empirisches Modell handelt, ist die Übertragbarkeit auf andere Ansätze
des in situ Schäumens jedoch fraglich. Das Modell berücksichtigt auch keine Ab-
kühlzeiten, die eine weitere Abschätzung stabilisierender und destabilisierender
Einflüsse auf die Schaumstruktur erlauben würden. So stellen Kalia und Ameli
in ihrer Untersuchung bei einer Erhöhung der Düsentemperatur von 200 ◦C auf
225 ◦C eine Deformation der Schaumblasen fest, die sie auf eine Destabilisierung
der Schaumstruktur zurückführten [143]. Der Wert ihres normierten Parameters
für den Energieeintrag in die Polymerschmelze liegt jedoch bei dieser Düsentem-
peratur von 225 ◦C im Bereich der Stabilisierung der Schaumstruktur und führt
bei weiterer Erhöhung zu einer Vergrößerung des Aufschäumgrads.
Neben dem primären Ziel der bisherigen Untersuchungen, den Einfluss der Pro-
zessparameter auf das in situ Schäumen zu ermitteln, deuten einige Ergebnisse
der Untersuchungen auch darauf hin, dass die additive Fertigung durch das Able-
gen und Verformen von Kunststoffsträngen den Prozess des Schäumens zusätz-
lich beeinflusst. In diesem Zusammenhang erweist sich die vergleichende Cha-
rakterisierung von frei extrudierten Kunststoffsträngen bzw. Filamenten und ad-
ditiv gefertigten geschäumten Strukturen als hilfreich. So konnte von Zarybnicka
et al. festgestellt werden, dass eine bereits im Filament enthaltene unerwünsch-
te Porosität durch die additive Fertigung wieder verkleinert wurde, da der Auf-
schäumgrad der additiv gefertigten Strukturen geringer war als der des Filaments
[150]. Daraus folgerten Zarybnicka et al., dass bei der additiven Fertigung ei-
ne Deformation von Schaumblasen auftritt und die zuletzt erzeugten Schichten
komprimiert werden [150]. Li et al. konnte feststellen, dass an der Oberfläche ih-
rer frei extrudierten Kunststoffstränge eine große Anzahl offener Schaumblasen
vorhanden war [153]. Kunststoffstränge, die sich innerhalb einer additiv gefer-
tigten Struktur befanden, zeigten eine erhebliche Vergrößerung dieser offenen
Schaumblasen. Sie vermuteten, dass durch den periodischen Wärmeeintrag beim
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Ablegen neuer Kunststoffstränge Schaumblasen in bereits abgelegten Kunststoff-
strängen kollabieren. Auch Zhang et al. [156] und Zhang et al. [158] konnten ei-
ne Veränderung der Schaumstruktur zwischen frei extrudierten Kunststoffsträn-
gen und additiv gefertigten geschäumten Strukturen feststellen. Darüber hinaus
stellten sie fest, dass viele Schaumblasen in den abgelegten Kunststoffsträngen
eine elliptische Form aufwiesen, was zu der Vermutung führte, dass die Ver-
formung der Kunststoffstränge für diese Form verantwortlich ist und somit die
Wachstumsphase der Schaumblasen beeinflusst. Als weiteren Hinweis für den
Einfluss der additiven Fertigung auf den Aufschäumgrad kann die Bildung einer
kompakten Randschicht mit wenigen kleinen Schaumblasen um einzelne Kunst-
stoffstränge in einer additiv gefertigten geschäumten Struktur angesehen werden
[152, 153, 155, 157, 158]. Zhang et al. sind der Ansicht, dass dies durch das
erneute Aufschmelzen der Randschicht durch neu abgelegte Kunststoffstränge
erklärt werden kann [158].

2.5.3 Prozessparametereinfluss auf Füllgrad

Die Mikrostrukturen von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäum-
ten Strukturen unterscheiden sich dadurch, dass bei geschäumten Strukturen die
Schaumblasen als zusätzliche Poren enthalten sind. So weisen Nofar et al. in
ihrem Überblick über bisherige Ansätze zur Herstellung von additiv gefertig-
ten geschäumten Strukturen darauf hin, dass selbst bei einem Slicer-Füllgrad
von 100 % von prozessbedingten Poren in diesen Strukturen ausgegangen wer-
den muss [135]. Eine additiv gefertigte geschäumte Struktur enthält also keines-
wegs nur erwünschte Poren. Zur Veranschaulichung einer solchen Mikrostruk-
tur ist in Abbildung 2.12 ein repräsentatives Volumen aus dem Bereich der Fül-
lung schematisch dargestellt. Auch diese Strukturen sind aus einzelnen Schich-
ten und Kunststoffsträngen aufgebaut. Die einzelnen Kunststoffstränge enthalten
hierbei die Schaumblasen, während sich zwischen den Kunststoffsträngen pro-
zessbedingte Poren befinden. Je nach Größe der prozessbedingten Poren ist eine
Abgrenzung zu den Schaumblasen nur schwer möglich [30]. Ausgehend von ei-
ner additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur mit einem Slicer-Füllgrad von
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Prozessbedingte Pore

Kunststoffstrang

Schaumblase

Schicht n-2

Schicht n

LT

B

Abbildung 2.12: Schematische Darstellung eines repräsentativen Volumens aus dem Bereich der
Füllung einer additiv gefertigten geschäumten Struktur. Diese Strukturen bestehen
aus mehreren Schichten mit der Schichthöhe LT und Kunststoffsträngen innerhalb
jeder Schicht mit der Breite B. Prozessbedingte Poren und Schaumblasen treten in
diesen Strukturen gleichzeitig auf. In Anlehnung an Heuer et al. [30].

100 % und einem tatsächlich vorliegenden Füllgrad nahe 100 % ist es nahelie-
gend, dass bei gleichen Prozessparametern kein weiterer Raum für eine Volu-
menzunahme durch geschäumte Kunststoffstränge vorhanden ist. Einige Unter-
suchungen weisen auf diesen Umstand hin und schlagen vor, den Volumenstrom
zu reduzieren [145–147, 149, 150]. So stellten Zarybnicka et al. bei ihren ad-
ditiv gefertigten geschäumten Strukturen eine Überfüllung fest und reduzierten
daraufhin den Volumenstrom solange, bis qualitativ die vorgegebene Form des
digitalen Modells erreicht wurde [150]. Als Überfüllung wird ein Zustand be-
zeichnet, bei dem zu viel Material (Kunststoff) in ein vorgegebenes Gesamtvo-
lumen extrudiert wird, sodass sich die Form der additiv gefertigten Struktur ver-
ändert und sich ihr Gesamtvolumen vergrößert [159, 160]. Im Gegensatz dazu
wählten Damanpack et al. einen geeigneten Volumenstrom aus, indem sie einige
additiv gefertigte geschäumte Strukturen mit unterschiedlichen Volumenströmen
herstellten und die Abstände zwischen den Kunststoffsträngen mit Hilfe eines
Mikroskops untersuchten [149]. Ausgewählt wurde der Volumenstrom, bei dem
sich die Kunststoffstränge gerade noch berührten und keine Lücken zwischen ih-
nen vorhanden waren. Anstelle einer Änderung des Volumenstroms wurde von
Zhang et al. eine Anpassung der Druckbahnbreite vorgeschlagen [157]. Dabei
wird die Volumenexpansionsrate mit dem Durchmesser der Düse multipliziert,
um die neue Druckbahnbreite zu erhalten. Die Volumenexpansionsrate errech-
net sich aus der Dichte des Kunststoffs und der Dichte einer additiv gefertigten
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geschäumten Struktur, die nur die Breite einer Druckbahn umfasst. Warum für je-
de Kombination von Prozessparametern die Druckbahnbreite vom Düsendurch-
messer abhängen soll, wurde nicht erläutert. Es wurde auch nicht gezeigt, wie
gut dieser Ansatz die Volumenfüllung abbilden kann. Die Idee zu diesem An-
satz könnte aus der Beobachtung entstanden sein, dass sich die Kunststoffstränge
durch den Prozess des Schäumens im Wesentlichen nur in der Breite ausdehnen.
So konnten einige Untersuchungen zeigen, dass die Düse und die zuletzt erzeugte
Schicht eine Ausdehnung der Kunststoffstränge in diese Richtungen verhindern
[144, 145, 155, 157]. Eine Ausdehnung in Richtung der Druckbahn ist eben-
falls nicht möglich, sodass nur die Möglichkeit einer Ausdehnung in die Breite
bleibt. Ein weiterer Ansatz zur Berücksichtigung der Volumenzunahme von ge-
schäumten Kunststoffsträngen wurde von Zhai et al. vorgeschlagen [155]. Bei
diesem Ansatz wird davon ausgegangen, dass sich die Kunststoffstränge nur in
der Breite und nicht in der Höhe (Aufbaurichtung) ausdehnen. Durch die Her-
stellung von mehreren additiv gefertigten geschäumten Strukturen mit einer va-
riablen Anzahl von parallel abgelegten Druckbahnen können Korrekturfaktoren
zwischen der tatsächlichen Breite und der im digitalen Modell definierten Breite
berechnet werden. Diese Korrekturfaktoren können verwendet werden, um alle
im digitalen Modell vorhandenen Breiten anzupassen. Die Praktikabilität eines
solchen Vorgehens ist jedoch fraglich.
Ob Anpassungen des Volumenstroms oder der Druckbahnbreite zu einer geeig-
neten Volumenfüllung geführt haben, lässt sich aus den meisten Untersuchungen
zum in situ Schäumen jedoch nicht ableiten, da häufig keine Bauteile oder Pro-
bekörper abgebildet werden. So werden in der Regel nur REM-Aufnahmen von
Mikrostrukturen dargestellt und der Zustand, bei dem die prozessbedingten Poren
verschwinden, als optimal herausgestellt [143, 144, 146, 155, 156, 158]. Ob der
Zustand, bei dem die prozessbedingten Poren verschwinden, nicht bereits eine
Überfüllung der additiv gefertigten geschäumten Struktur darstellt, wurde bisher
in keiner Untersuchung geklärt. In einigen Untersuchungen, in denen Bauteile
bzw. Probekörper dargestellt werden, ist eine deutliche Abweichung von der vor-
gegebenen Form und dem Gesamtvolumen zu erkennen [145–147, 153]. Diese
Nichtbeachtung einer möglichen Überfüllung der additiv gefertigten geschäum-
ten Struktur kann zu falschen Schlussfolgerungen hinsichtlich des Einflusses der
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Prozessparameter auf den Aufschäumgrad führen. So stellten Andersson et al.
bei Verwendung von TEMs ab einer Düsentemperatur von 230 ◦C eine Verrin-
gerung des Aufschäumgrads fest, die mit einer zunehmenden Destabilisierung
der Schaumstruktur begründet wurde [147]. In dieser Untersuchung wurden ei-
nige Probekörper gezeigt, die eine deutliche Überfüllung aufwiesen. Dies wur-
de von Andersson et al. auch nicht verschwiegen, sondern bewusst vernachläs-
sigt [147]. Die Verringerung des Aufschäumgrads könnte daher auch durch den
Einfluss der additiven Fertigung auf den Prozess des Schäumens erklärt werden
(s. Kapitel 2.5.2). Auch in der Untersuchung von Kalia und Ameli stellt sich die
Frage, ob bei Verwendung von TEMs ab einer Düsentemperatur von 200 ◦C der
Aufschäumgrad und die Größe der Schaumblasen wirklich konstant bleiben, nur
weil die Düsentemperatur zu hoch eingestellt ist [143]. Bei dieser Düsentempe-
ratur sind in den REM-Aufnahmen der Mikrostrukturen keine prozessbedingten
Poren mehr erkennbar und oberhalb dieser Düsentemperatur findet vermutlich
eine Überfüllung der additiv gefertigten geschäumten Struktur statt. So konnte
in der Untersuchung von Pawar et al. mit Hilfe eines beheizbaren Mikroskops
gezeigt werden, dass für typische TEMs eine Destabilisierung der Schaumblasen
erst bei einer Temperatur von 250 ◦C einsetzt [145].
Neben der Frage, wie die Volumenzunahme der geschäumten Kunststoffstränge
berücksichtigt wird, stellt sich die weitere Frage, welchen Einfluss die Prozess-
parameter Schichthöhe und Druckbahnbreite auf den Füllgrad von additiv gefer-
tigten geschäumten Strukturen ausüben. So konnte ein Einfluss der Prozesspa-
rameter Schichthöhe und Druckbahnbreite auf den Füllgrad additiv gefertigter
nicht geschäumter Strukturen nachgewiesen werden (s. Kapitel 2.1.5). Eine Be-
einflussung des Füllgrads und damit auch der Schaumblasen durch die beiden
Prozessparameter kann daher als wahrscheinlich angesehen werden, zumal in
einigen Untersuchungen erste Hinweise gefunden wurden, dass die additive Fer-
tigung den Prozess des Schäumens beeinflusst (s. Kapitel 2.5.2). Ein möglicher
Einfluss der Druckbahnbreite auf den Füllgrad additiv gefertigter geschäumter
Strukturen wurde bisher jedoch nicht untersucht. Hinsichtlich eines möglichen
Einflusses der Schichthöhe wird von Pawar et al. vermutet, dass eine geringe
Schichthöhe zu einer höheren Verformung des Kunststoffstranges sowie zu ei-
nem höheren Wärmeeintrag durch die Düse in den Kunststoffstrang führen sollte,
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wodurch das Kollabieren von Schaumblasen begünstigt wird [145]. Der Einfluss
der Schichthöhe auf den Aufschäumgrad additiv gefertigter Strukturen wurde
bisher nur von Zhang et al. untersucht [158]. Sie konnten feststellen, dass mit
steigender Schichthöhe eine Vergrößerung des Aufschäumgrads auftrat. Dabei
blieb die Größe der prozessbedingten Poren, die aus REM-Aufnahmen ermittelt
wurde, für alle Schichthöhen annähernd konstant. Weiterhin wurde festgestellt,
dass mit steigender Schichthöhe die Dicke der kompakten Randschicht um die
einzelnen Kunststoffstränge abnahm und der Kern dieser Kunststoffstränge eine
höhere Porosität aufwies. Dieser Einfluss wurde zum einen mit der Veränderung
des Volumenstroms begründet, der bei großen Schichthöhen zunimmt, zu einer
Verkürzung der Verweildauer des Kunststoffs in der Düse führt und damit einer
möglichen Destabilisierung von Schaumblasen entgegenwirkt (s. Kapitel 2.5.2).
Zum anderen wurde angeführt, dass die Verformung der Kunststoffstränge bei
großen Schichthöhen geringer ausfällt, was einer möglichen Destabilisierung der
Schaumstruktur entgegenwirkt. Insgesamt ist jedoch festzustellen, dass mögliche
Einflüsse der Prozessparameter Schichthöhe und Druckbahnbreite auf die Volu-
menfüllung additiv gefertigter geschäumter Strukturen bisher kaum Gegenstand
von Untersuchungen waren.

2.6 Offene Fragestellungen

Das in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren stellt unter allen MEX-Verfahren
den bisher einzigen Ansatz zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten
Strukturen dar. Dementsprechend gibt es bisher keine Untersuchungen, die sich
mit dem in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren befassen. Schon allein daraus
ergibt sich eine Forschungslücke für das AKF-Verfahren, aus der sich eine Reihe
von Forschungsfragen ableiten lassen. Darüber hinaus ergeben sich aber auch aus
den bisherigen Untersuchungen zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren
weitere Fragestellungen hinsichtlich des Prozessverständnisses und einer geeig-
neten Volumenfüllung von additiv gefertigten geschäumten Strukturen. Die bis-
herigen Ergebnisse zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren zeigen, dass
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es sich hierbei um ein junges Forschungsfeld handelt, in dem derzeit die Ent-
wicklung verschiedener Ansätze zur Herstellung additiv gefertigter geschäum-
ter Strukturen sowie die Untersuchung des Einflusses der Prozessparameter auf
diese Strukturen im Vordergrund stehen. So konnte in vielen Untersuchungen
gezeigt werden, dass ein in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren sowohl mit
TEMs, als auch mit chemischen und physikalischen Treibmitteln möglich ist. Je-
der dieser unterschiedlichen Ansätze bringt zum Teil eigene Herausforderungen
mit sich, wie beispielsweise den stetigen Gasverlust physikalischer Treibmittel
aus den Filamenten nach der Entnahme aus dem Autoklaven oder das vorzeiti-
ge Schäumen des Treibmittels während des Compoundierprozesses. Allen die-
sen Ansätzen ist jedoch gemeinsam, dass der Prozess des Schäumens mit der
Nukleierung und dem Wachstum der Schaumblasen relativ sicher in dem Be-
reich der Düse beginnt, in dem der Kunststoff aufgeschmolzen wird. Dies hat zur
Folge, dass der Aufschäumgrad der Kunststoffstränge vom Volumenstrom und
der Druckgeschwindigkeit abhängt. Im Vergleich zum FFF-Verfahren steht beim
AKF-Verfahren die Polymerschmelze in der Düse jedoch unter hohem Druck,
sodass sich nach gängiger Theorie zur Löslichkeit von Gasen bis zum Austragen
des Kunststoffs aus der Düse ein Einphasengemisch ausbilden könnte. Daraus
ergeben sich die beiden Forschungsfragen:

F 1) Löst sich das durch die chemische Reaktion abgespaltene Gas innerhalb der
Düse vollständig in der Polymerschmelze?

F 2) Lässt sich auch beim in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren eine Ab-
hängigkeit des Aufschäumgrads vom Volumenstrom feststellen?

Darüber hinaus wurde in einigen Untersuchungen zum in situ Schäumen mit dem
FFF-Verfahren eine Abhängigkeit des Aufschäumgrads von der Düsentempera-
tur als auch dem Massenanteil des Treibmittels festgestellt. Diese beiden Abhän-
gigkeiten wurden bisher hinsichtlich der Physik des Schäumens nicht näher un-
tersucht. Daraus lassen sich wiederum folgende Forschungsfragen für das AKF-
Verfahren ableiten:
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F 3) Lässt sich auch beim in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren eine Ab-
hängigkeit des Aufschäumgrads von der Düsentemperatur und dem Mas-
senanteil des Treibmittels beobachten und wenn ja, wie wirken sich diese
Prozessparameter aus?

F 4) Auf welche Ursachen können solche Abhängigkeiten zurückgeführt wer-
den? Sind sie allein durch die Physik des Schäumens zu erklären oder muss
auch die (temperaturbedingte) Schwindung des Kunststoffs aufgrund der
hohen Temperaturen und Drücke berücksichtigt werden?

Mit Ausnahme der Untersuchungen, bei denen physikalische Treibmittel zur
Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Strukturen verwendet wurden,
erfolgte die Bestimmung des Aufschäumgrads nur an additiv gefertigten ge-
schäumten Strukturen und nicht an frei extrudierten Kunststoffsträngen. Aus die-
sem Grund ist es beim derzeitigen Stand der Forschung schwierig abzuschätzen,
ob die additive Fertigung einen destabilisierenden Einfluss auf die Schaumstruk-
tur ausübt, auch wenn einige Untersuchungen darauf hindeuten. Aus methodi-
scher Sicht lassen sich daher weitere Forschungsfragen formulieren:

F 5) Kann durch die kombinierte Charakterisierung des Aufschäumgrads von
frei extrudierten Kunststoffsträngen bzw. beim AKF-Verfahren von Trop-
fenketten und additiv gefertigten geschäumten Strukturen ein tieferes Pro-
zessverständnis aufgebaut werden?

F 6) Kann durch diese kombinierte Charakterisierung ein destabilisierender Ein-
fluss der additiven Fertigung auf die Schaumstruktur beobachtet werden?

Mit diesen beiden Forschungsfragen ist auch verbunden, wie eine geeignete Vo-
lumenfüllung für additiv gefertigte geschäumte Strukturen aussehen könnte. Hier
lässt sich eine große Forschungslücke identifizieren. In einigen Untersuchungen
wurde nicht berücksichtigt, dass sich additiv gefertigte geschäumte Strukturen
bereits im Bereich der Überfüllung befanden. Zudem wurden Strukturen als op-
timal bezeichnet, bei denen qualitativ keine prozessbedingten Poren mehr vor-
handen waren. Allerdings wurde bisher keine systematische Untersuchung der
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Volumenfüllung durchgeführt, sodass nicht ausgeschlossen werden kann, dass
ein Verschwinden der prozessbedingten Poren gar nicht einem optimalen Zu-
stand der Volumenfüllung entspricht. Daraus lassen sich abschließend weitere
Forschungsfragen für die vorliegende Arbeit ableiten:

F 7) Wie kann eine unterschiedliche Volumenfüllung bei additiv gefertigten ge-
schäumten Strukturen charakterisiert werden und sind in verschiedenen Be-
reichen der Volumenfüllung unterschiedliche Einflüsse auf den Prozess des
Schäumens zu beobachten?

F 8) Welche Prozessparameter beeinflussen die Volumenfüllung und wie kann
ihr Einfluss begründet werden?

F 9) Wie könnte eine erstmalige analytische Modellierung der Volumenfüllung
im AKF-Verfahren für additiv gefertigte geschäumte und nicht geschäumte
Strukturen umgesetzt werden?

Die im Rahmen dieser Arbeit erzielten Ergebnisse zur Prozess- und Werkstoff-
charakterisierung von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten
Strukturen sollen, eingebettet in den bisherigen Stand der Forschung und die
Grundlagen der additiven Fertigung sowie der Physik des Schäumens, zur Be-
antwortung der aufgestellten Forschungsfragen beitragen.
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3 Kunststoff, Treibmittel und
Probekörperformen

Zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Strukturen aus dem thermo-
plastischen Kunststoff Acrylnitril-Butadien-Styrol wurde ein chemisches Treib-
mittel eingesetzt. Dieses chemische Treibmittel ist ein Bestandteil eines kom-
merziell erhältlichen Masterbatchs, der dem thermoplastischen Kunststoff in
Form von Granulat zugemischt wurde. Nachfolgend werden der thermoplasti-
sche Kunststoff als auch der Masterbatch mit enthaltenem chemischen Treibmit-
tel beschrieben. Ebenfalls werden die Probekörperformen aufgeführt, die für die
Prozess- und Werkstoffcharakterisierung von additiv gefertigten geschäumten als
auch nicht geschäumten Strukturen genutzt wurden.

3.1 Kunststoff Acrylnitril-Butadien-Styrol

Der thermoplastische Kunststoff Acrylnitril-Butadien-Styrol (ABS) ist aus den
drei im Namen enthaltenen Monomeren Styrol, Butadien und Acrylnitril aufge-
baut. Es handelt sich um ein Copolymer, bei dem an eine Polybutadien-basierte
Hauptkette das Copolymer Styrol-Acrylnitril (SAN) aufgepfropft wird. Auf-
grund des größeren Gesamtanteils von SAN am Kunststoff ABS liegt das Pfropf-
copolymerisat aus Polybutadien und SAN in der Regel als Mikrophasensepara-
tion in einer Matrix aus SAN vor. Innerhalb gewisser Grenzen sind die Anteile
der eingesetzten Monomere bei der Polymerisation von ABS variabel. Zur Ein-
grenzung der Materialeigenschaften und zur Ableitung von Prozessparametern
ist daher eine genaue Herstellerbezeichnung unerlässlich.
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Abbildung 3.1: Spezifisches Volumen von ABS für unterschiedliche Drücke in Abhängigkeit der
Temperatur [161]. Das spezifische Volumen ist der Kehrwert der Dichte.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ABS mit der Bezeichnung Terluran GP-35
des Unternehmens INEOS Styrolution Group GmbH genutzt, dass im Folgen-
den weiterhin verkürzt als ABS bezeichnet wird. Es handelt sich hierbei um
einen leicht fließenden Spritzgusstyp, der unterhalb des Glasübergangs als amor-
pher Kunststoff vorliegt. Laut Datenblatt des CAMPUS-Informationssystems
der Chemie Wirtschaftsförderungsgesellschaft GmbH hat ABS bei Laborbedin-
gungen eine Dichte von 1,04 gcm−3 [161]. Diese Dichte konnte durch eigene
Messungen an Granulat-Körnern verifiziert werden.
Innerhalb des AKF-Verfahrens ist der zu schäumende Kunststoff großen Druck-
und Temperaturänderungen ausgesetzt. Daher ist für eine Prozesscharakterisie-
rung des in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren die Kenntnis des spezifi-
schen Volumens in Abhängigkeit des Drucks und der Temperatur unerlässlich.
Abbildung 3.1 stellt für ABS in einem pvT-Diagramm das spezifische Volumen
in Abhängigkeit des Drucks und der Temperatur dar. Eine Erhöhung des Drucks
führt zu einer Verringerung des spezifischen Volumens während eine Tempera-
turerhöhung das spezifische Volumen vergrößert. Oberhalb des Glasübergangs
(bei 1 bar Umgebungsdruck etwa bei 90 ◦C) ist die temperaturbedingte Ände-
rung des spezifischen Volumens größer als unterhalb des Glasübergangs. Des
Weiteren wurden rheologische Kennwerte wie die Scherviskosität von ABS in
Abhängigkeit der Schergeschwindigkeit und Temperatur im Rahmen dieser Ar-
beit bestimmt. Diese sind unter den Ergebnissen in Kapitel 6.3 zu finden.
Zur Eingrenzung geeigneter Prozesstemperaturen für die additive Fertigung sind
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Abbildung 3.2: Zwei thermische Analysen von ABS. Als Spülgas wurde Stickstoff verwendet. In
(a) ist die Massenänderung und in (b) der spezifische Wärmestrom innerhalb eines
untersuchten Temperaturbereichs bei konstanter Temperaturänderung (10 Kmin−1)
dargestellt. Prinzipiell geeignete Temperaturbereiche für die additive Fertigung mit
dem AKF-Verfahren sind grau hinterlegt.

thermischen Analysen hinsichtlich der Massenänderung sowie des abgegebe-
nen und aufgenommenen Wärmestroms in Abhängigkeit der Temperatur bzw.
Temperaturänderung von Interesse. Solche Analysen können über eine ther-
mogravimetrische Analyse (TGA) und eine dynamische Differenzkalorimetrie
(engl.: Differential Scanning Calorimetry, DSC) durchgeführt werden. Abbil-
dung 3.2 (a) zeigt die Massenänderung von ABS bei konstanter Temperatur-
erhöhung im Temperaturbereich von 25 ◦C bis 600 ◦C. Die Massenänderung
wurde mithilfe der Thermo-Mikrowaage TG 209 F1 Iris des Unternehmens
NETZSCH-Gerätebau GmbH im Rahmen einer TGA-Messung bestimmt. Zwi-
schen 25 ◦C bis 275 ◦C (Grenze: 1,0 % Massenänderung) findet keine wesent-
liche Massenänderung statt, weshalb ABS in diesem Bereich sicher verarbei-
tet werden kann. Über 275 ◦C beginnt die Zersetzung des Kunststoffs. Abbil-
dung 3.2 (b) stellt den abgegebenen und aufgenommenen Wärmestrom von ABS
bei konstanter Temperaturerhöhung und -absenkung im Temperaturbereich von
30 ◦C bis 270 ◦C dar. Der spezifische Wärmestrom wurde mithilfe des Analyse-
geräts DSC 1 Star System des Unternehmens Mettler-Toledo GmbH im Rahmen
einer DSC-Messung bestimmt. Der amorphe Kunststoff ABS hat seinen Glas-
übergang bei etwa 100 ◦C und ist oberhalb von 150 ◦C fließfähig. Wesentliche
Unterschiede zwischen der ersten und zweiten Aufheizung liegen nicht vor. Aus
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3 Kunststoff, Treibmittel und Probekörperformen

den thermischen Analysen folgt für ABS ein für die additive Fertigung prinzipiell
geeigneter Temperaturbereich von 150 ◦C bis 275 ◦C. Das Maschinenbauunter-
nehmen ARBURG GmbH + Co KG gibt als Standarddüsentemperatur für ABS
im AKF-Verfahren 260 ◦C an.
Sowohl für das AKF-Verfahren als auch für das Mischen von ABS mit dem
Masterbatch wurde ABS-Granulat mit einer mittleren Korngröße von 4 mm be-
schafft. ABS ist ein hygroskopischer Kunststoff, weshalb das Granulat vor der
Verarbeitung bei 80 ◦C für 2,5 h in einem Drucklufttrockner des Unternehmens
LABOTEK DEUTSCHLAND GmbH mit Druckluft bei 7 bar getrocknet wurde.

3.2 Chemischer Treibmittel-Masterbatch

Die Nutzung von Masterbatches im Prozess des Schäumens setzt einen vorge-
schalteten Compoundierprozess voraus, der das chemische Treibmittel homogen
in einem plastifizierten Trägerpolymer verteilt. Es ist wichtig, die Zersetzung
des chemischen Treibmittels während des Compoundierprozesses zu vermeiden.
Daher muss die Massetemperatur (Temperatur einer Polymerschmelze) des Trä-
gerpolymers deutlich unter der Zersetzungstemperatur des chemischen Treibmit-
tels liegen. Aufgrund der niedrigen Massetemperatur beim Compoundieren von
Weich-Polyethylen (engl.: Low-Density-Polyethylen, LDPE) wird dieser Kunst-
stoff häufig als Trägerpolymer für Masterbatches verwendet.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde der Masterbatch Hydrocerol ITP 815 (CH815)
des Unternehmens Clariant International Ltd. genutzt, der als Trägerpolymer LD-
PE enthält. Neben diesem Masterbatch wurden die weiteren Masterbatches Hy-
drocerol ITP 810 (CH810) und Hydrocerol ITP 818 (CH818) eingesetzt, die das-
selbe chemische Treibmittel enthalten, allerdings mit unterschiedlichen Treibmit-
telanteilen. Alle Masterbatches wurden 2019 erworben, bevor das Masterbatch-
Geschäft 2020 an Avient Corporation verkauft wurde. In Tabelle 3.1 sind die
Treibmittel- und LDPE-Anteile der verwendeten Masterbatches aufgeführt.
Laut Datenblatt der Polymer-Service PSG GmbH enthalten die Masterbatches
ein endothermes chemisches Treibmittel, welches sich ab einer Temperatur von
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3.2 Chemischer Treibmittel-Masterbatch

Tabelle 3.1: Übersicht über die verwendeten Masterbatches. Weiterhin sind die prozentualen Anteile
von Treibmittel und LDPE im jeweiligen Masterbatch angegeben.

Masterbatch Anteil Treibmittel Anteil LDPE
wT,M in % wLDPE,M in %

CH810 [162] 5 95
CH815 [163] 40 60
CH818 [164] 65 35

160 ◦C zu zersetzen beginnt und für eine optimale Gasausbeute (vollständige
Zersetzung) bis 220 ◦C aufgeheizt werden muss [162–164]. Zur Vermeidung
von Gasverlusten darf die Temperatur in der Einzugszone der Plastifizierein-
heit 180 ◦C nicht überschreiten. Für das Thermoplast-Schaumspritzgießen (TSG)
wird als Dosierempfehlung für alle verwendeten Masterbatches ein Masterbat-
chanteil von 0,1 % bis 3 % angegeben. Weitere Informationen zur genauen che-
mischen Zusammensetzung des Treibmittels und zur exakten Herstellerbezeich-
nung des LDPEs liegen nicht vor. Der Masterbatch CH815 hat unter Laborbedin-
gungen eine Dichte von (1,160±0,011) gcm−3, während ein generisches LDPE
laut Areerat et al. [109], Liang et al. [165], Zoller [166] und der Werkstoffda-
tenbank RIWETA 4.2 [167] der Kern GmbH eine Dichte von 0,917 gcm−3 bis
0,92 gcm−3 aufweist. Ohne die Herstellerbezeichnung des LDPEs zu kennen,
wird daher der Mittelwert von 0,918 gcm−3 aller Dichteangaben verwendet. Im
Rahmen dieser Arbeit wurden rheologische Kennwerte bestimmt, die Aufschluss
über das Fließverhalten des enthaltenen LDPEs geben können. Diese sind unter
den Ergebnissen in Kapitel 6.3 zu finden.
Das Schäumen mit einem chemischen Treibmittel setzt voraus, das die Prozes-
stemperaturen des zu schäumenden Kunststoffs und des Masterbatchs aufein-
ander abgestimmt sind. Abbildung 3.3 (a) zeigt die aus einer TGA-Messung
ermittelte Massenänderung für den Masterbatch CH815 bei konstanter Tempe-
raturerhöhung im Temperaturbereich von 25 ◦C bis 600 ◦C. Zusätzlich wurde
die TGA-Messung mit einem Massenspektrometer (MS) gekoppelt, sodass die
in der TGA freigesetzten Gase im MS identifiziert werden konnten. Neben der
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Abbildung 3.3: Zwei thermische Analysen des Masterbatchs CH815. Als Spülgas wurde Stickstoff
verwendet. In (a) ist die Massenänderung sowie der Ionenstrom bestimmter Masse-
zu-Ladungs-Verhältnisse m⁄z und in (b) der spezifische Wärmestrom innerhalb eines
untersuchten Temperaturbereichs bei konstanter Temperaturänderung (10 Kmin−1)
dargestellt. Prinzipiell geeignete Temperaturbereiche, die zur Freisetzung von Gas
führen, sind grau hinterlegt.

Massenänderung wird daher zusätzlich der aus dem MS ermittelte Ionenstrom
für bestimmte Masse-zu-Ladungs-Verhältnisse m⁄z dargestellt. Dabei entspricht
m⁄z 18 dem Molekül Wasser (H2O) und m⁄z 44 dem Molekül Kohlenstoffdioxid
(CO2). Die Zuordnung der Masse-zu-Ladungs-Verhältnisse zu bestimmten Mole-
külen erfolgte mithilfe der Massenspektrenbibliothek des NIST. Massenänderung
und Ionenstrom wurden mithilfe der Thermo-Mikrowaage TG 209 F1 Iris und
dem Massenspektrometer QMS 403 C Aeolos des Unternehmens NETZSCH-
Gerätebau GmbH bestimmt. Die Masse des Masterbatchs CH815 verringert sich
in zwei Stufen bei 150 ◦C und 190 ◦C um insgesamt 14,8 %, wobei die Gase H2O
und CO2 freigesetzt werden. Eine weitere kleine Verringerung der Masse kann
bei etwa 290 ◦C beobachtet werden. Ab einer Temperatur von 380 ◦C (Gren-
ze: 1,0 % Massenänderung nach Peak bei 290 ◦C) beginnt die Zersetzung des
LDPEs. Abbildung 3.3 (b) stellt den abgegebenen und aufgenommenen Wär-
mestrom für den Masterbatch CH815 bei konstanter Temperaturerhöhung und
-absenkung im Temperaturbereich von 30 ◦C bis 270 ◦C dar. Der spezifische
Wärmestrom wurde mithilfe des Analysegeräts DSC 1 Star System des Unter-
nehmens Mettler-Toledo GmbH im Rahmen einer DSC-Messung bestimmt. Das
thermische Verhalten des Masterbatchs CH815 wird von seinem Trägerpolymer

68



3.3 Probekörperformen

LDPE und dem chemischen Treibmittel beeinflusst. Der Schmelzpunkt des teil-
kristallinen LDPEs liegt bei etwa 105 ◦C. Mithilfe der DSC-Messung lässt sich
zeigen, dass die Zersetzungsreaktion des chemischen Treibmittels in drei Stufen
aufgeteilt ist, die bei den Temperaturen 160 ◦C, 190 ◦C und 220 ◦C liegen. Die
Stufen bei 190 ◦C und 220 ◦C sind in der TG-MS schwer voneinander zu unter-
scheiden. Insgesamt entzieht die endotherme Zersetzungsreaktion dem LDPE et-
wa 205 Jg−1 und ist nach einmaligen Aufheizen vollständig abgeschlossen. Aus
den thermischen Analysen folgt, dass der Masterbatch CH815 für eine optimale
Gasausbeute mindestens auf 220 ◦C erwärmt werden muss und zur Vermeidung
der Zersetzung von LDPE maximal auf 380 ◦C erwärmt werden darf.
Wie auch der thermoplastische Kunststoff ABS wurde der Masterbatch in Form
von Granulat mit einer mittleren Korngröße von 3,5 mm beschafft. Da die Was-
seraufnahme des enthaltenen LDPEs vernachlässigt werden kann, wurde das
Masterbatch-Granulat vor der Verarbeitung nicht getrocknet.

3.3 Probekörperformen

Im Rahmen dieser Arbeit wurden für die Prozess- und Werkstoffcharakterisie-
rung des in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren drei verschiedene Probe-
körperformen verwendet, die in Abbildung 3.4 und 3.5 darstellt sind. Zum einen
wurde für die Prozesscharakterisierung die Form einer frei extrudierten Tropfen-
kette gewählt (s. Abbildung 3.4 (a)) und zum anderen für die übergreifende Cha-
rakterisierung von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten Struk-
turen die Form eines Quaders (s. Abbildung 3.4 (b)). Darüber hinaus wurde für
eine abschließende reine Werkstoffcharakterisierung an Demonstratorbauteilen
die Form eines Lasthakens ausgewählt (s. Abbildung 3.5). Die kleinste Einheit
im Slicing-Prozess ist eine einzelne Druckbahn, auf der im AKF-Verfahren Trop-
fenketten abgelegt werden. Eine vergleichbare Probekörperform kann in den frei
extrudierten Tropfenketten gefunden werden. Tropfenketten bestehen aus ein-
zelnen, miteinander verbundenen Kunststofftropfen bestimmter Länge und be-
stimmten Volumens. Mit Hilfe von frei extrudierten Tropfenketten können lokale
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Projizierte Fläche AT

TropfenLänge LT

Tropfenkette

~ 2 m

(a)

Eine Randdruckbahn

Einzelne Schichten

16 mm
20 mm

25
 m

m

Aufbaurichtung

± 45° gradliniges Muster für Füllung 

(b)

Abbildung 3.4: Schematische Darstellung der beiden am häufigsten verwendeten Probekörperfor-
men. In (a) die frei extrudierte Tropfenkette und in (b) der additiv gefertigte Quader.
Wesentliche Merkmale für die beiden Probekörperformen sind angegeben.

Eigenschaften wie beispielsweise der Aufschäumgrad von geschäumten Kunst-
stofftropfen bestimmt werden. Ohne Überlagerung mit dem Prozess der additiven
Fertigung ist eine genaue Charakterisierung des Schäumens des thermoplasti-
schen Kunststoffs möglich. Es wurden Tropfenketten mit einer Länge von etwa
2 m hergestellt. Die Herstellung einer frei extrudierten Tropfenkette mit dieser
Länge dauert nur 20 s bis 60 s, weshalb eine Beurteilung, ob der Prozess des
Schäumens stationär abläuft, an dieser Probekörperform nur bedingt möglich ist.
Durch die Probekörperform des Quaders können globale Eigenschaften wie die
Dichte von additiv gefertigten Strukturen bestimmt werden, wodurch beispiels-
weise die Wechselwirkung zwischen dem Prozess des Schäumens und der addi-
tiven Fertigung untersucht werden kann. Die Quader wurden mit einer Grund-
fläche von 16 mm×20 mm und einer Höhe von 25 mm hergestellt. Dabei ist die
Aufbaurichtung entlang der Höhe orientiert, sodass in jeder Schicht die Grundflä-
che gefüllt wird. Im Slicing-Prozess wurde die Anzahl der Randdruckbahnen auf
Eins und die Füllung auf ein ±45◦ gradliniges Muster mit einem Slicer-Füllgrad
von 100 % gesetzt. Weitere Parameter des Slicing-Prozesses sind in Kapitel 4.2
aufgeführt. Die Dauer der Probekörperherstellung liegt bei dieser Größe der Qua-
der zwischen 30 min bis 120 min, sodass anhand dieser Probekörperform beur-
teilt werden kann, ob der Prozess des Schäumens stationär abläuft.
Die Probekörperform des Lasthakens ermöglicht eine bauteilnahe mechanische
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Eine Randdruckbahn
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Kernbereich
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Schnittebene
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Abbildung 3.5: Schematische Darstellung der Probekörperform des Lasthakens. In (a) sind die we-
sentlichen Merkmale und Hauptabmessungen des Lasthakens angegeben, während
in (b) innerhalb einer beliebig gewählten Schnittebene seine Aufteilung in einen
Oberflächen- und einen Kernbereich dargestellt ist. Je nach Untersuchungsziel wei-
sen die beiden Bereiche unterschiedliche additiv gefertigte Strukturen auf.

Prüfung von additiv gefertigten Strukturen. Dabei können die Ergebnisse aus
der Prozess- und Werkstoffcharakterisierung der beiden anderen Probekörperfor-
men genutzt werden, um additiv gefertigte Strukturen innerhalb eines Lasthakens
optimal herzustellen. Es wurden Lasthaken mit der in DIN 7540 beschriebenen
Probekörperform Nr. 19 [168] hergestellt, deren Hauptabmessungen in Abbil-
dung 3.5 (a) dargestellt sind. Dabei wurde die Aufbaurichtung entlang der Dicke
der Lasthaken orientiert, wobei abweichend von DIN 7540 aufgrund der geo-
metrischen Einschränkungen der additiven Fertigung eine konstante Dicke von
13 mm in Aufbaurichtung eingestellt wurde. Das Gesamtvolumen der Lasthaken
wurde in einen Oberflächen- und einen Kernbereich unterteilt, wobei der Ober-
flächenbereich aus einer additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur und der
Kernbereich je nach Untersuchungsziel aus einer additiv gefertigten geschäumten
oder nicht geschäumten Struktur bestand. Diese Aufteilung in einen Oberflächen-
und Kernbereich ist in Abbildung 3.5 (b) dargestellt. Als Wanddicke für den
Oberflächenbereich wurde 1,5 mm gewählt. Im Slicing-Prozess wurde für beide
Bereiche, den Oberflächenbereich und den Kernbereich, die Anzahl der Rand-
druckbahnen auf Eins und die Füllung auf ein ±45◦ gradliniges Muster gesetzt.
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3 Kunststoff, Treibmittel und Probekörperformen

Der Slicer-Füllgrad betrug im Oberflächenbereich für alle Lasthaken 100 %, wäh-
rend er im Kernbereich in Abhängigkeit vom Untersuchungsziel auch reduziert
wurde. Weitere Parameter des Slicing-Prozesses sind in Kapitel 4.2 aufgeführt.
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4 Prozess des in situ Schäumens
mit dem AKF-Verfahren

Aufbauend auf dem in Kapitel 2.1.2 beschriebenen AKF-Verfahren wurde ein
Prozess entwickelt, der das in situ Schäumen während der additiven Fertigung er-
möglicht. Dazu wurden Masterbatches, die ein chemisches Treibmittel enthalten,
mit dem zu schäumenden Kunststoff gemischt. Nachfolgend werden die verwen-
dete Anlage für die additive Fertigung und der Prozessablauf zur Herstellung von
additiv gefertigten geschäumten Strukturen beschrieben. Ebenfalls wird das Pro-
zessparameterspektrum eingeführt, welches sowohl die im Rahmen der Prozess-
und Werkstoffcharakterisierung variierten Prozessparameter als auch die kon-
stanten Prozessparameter enthält.

4.1 Verwendete Anlage und Prozessablauf

Anlage für die additive Fertigung
Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Anlage Freeformer 200-3X des Maschinen-
bauunternehmens ARBURG GmbH + Co KG mit der Firmwareversion V1.240
eingesetzt. Der Freeformer 200-3X besitzt zwei separat ansteuerbare Aggregate
bestehend aus einer Austragseinheit und Plastifiziereinheit. Eine schematische
Darstellung eines solchen Aggregats findet sich in Abbildung 2.1. Die Austrags-
einheit besteht wiederum aus einer beheizbaren Düse mit einem innen liegenden
Nadelverschluss. Verwendet wurde eine Düse mit einem Bohrungsdurchmesser
von 200 µm. Mithilfe eines µCT-Scans, der mit dem YXLON Precision µCT des
Unternehmens Comet Yxlon GmbH erstellt wurde, konnte für die Düsenbohrung
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Abbildung 4.1: Schnecke der Plastifiziereinheit des Freeformers 200-3X. In diesem ausgebauten
Zustand ist keine Rückstromsperre eingeschraubt. Granulatkörner des Masterbatchs
CH815 und des thermoplastischen Kunststoffs ABS zum Größenvergleich. Die mitt-
lere Korngröße des ABS-Granulats beträgt etwa 4 mm und die des CH815-Granulats
etwa 3,5 mm.

eine Länge von etwa 350 µm ermittelt werden. Laut Spiller hebt sich der Nadel-
verschluss während des Austragens von Kunststoff nur etwa 11 µm an, wodurch
zwischen Nadelverschluss und Düsenwand ein kleiner ringförmiger Spalt ent-
steht [169]. Die Düse öffnet und schließt sich während der additiven Fertigung
mit einer variablen Verschlussfrequenz. Hierbei bleibt jedoch die Zeitspanne,
innerhalb derer der Nadelverschluss geöffnet und geschlossen wird, gemäß der
Firmware der Anlage konstant bei 2,2 ms. Die beiden Austragseinheiten ragen in
einen beheizbaren Bauraum, in dem sich der in drei Raumrichtungen bewegliche
Bauteilträger befindet. Eine Umluftheizung sorgt für eine konstante Lufttempera-
tur im Bauraum. Die Plastifiziereinheit besteht aus einem beheizbaren Massezy-
linder und einer Schnecke mit eingeschraubter Rückstromsperre. Der Massezy-
linder des Freeformers 200-3X weist zwei separat ansteuerbare Heizzonen auf,
die den Schneckenvorraum und die Kompressionszone der Schnecke beheizen
und hat einen Innendurchmesser von 15 mm. Abbildung 4.1 zeigt die verbaute
Schnecke mit ihren drei vorhandenen Zonen sowie zur Veranschaulichung der
Größenverhältnisse einzelne ABS- und Masterbatch-Granulatkörner zwischen
den Gewindeflanken. Im Vergleich zu größeren Spritzgussschnecken besitzt die
Schnecke des Freeformers 200-3X nur eine Einzugs- und Kompressionszone,
während eine Homogenisier- bzw. Meteringzone aufgrund der kurzen Schne-
ckenlänge praktisch nicht vorhanden ist. Wird die Schnecke beim Austragen von
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4.1 Verwendete Anlage und Prozessablauf

Kunststofftropfen vorwärts bewegt, beträgt die Konstante L0 (s. Kapitel 2.1.2)
zur Berechnung des vorgegebenen Tropfenvolumens exakt 0,00115 µm%−1.
Die Anlage unterscheidet mehrere Betriebsarten für den Austrag von Kunst-
stoff, von denen zwei von Interesse sind: Kunststoffaustrag für das Einregeln
des Massedrucks zur Gewährleistung eines konstanten Tropfenvolumens und
Kunststoffaustrag für die Herstellung von additiv gefertigten Strukturen. Die
im Rahmen dieser Arbeit hergestellten frei extrudierten Tropfenketten wurden
mit der ersten Betriebsart erzeugt, während die additiv gefertigten Quader mit
der zweiten Betriebsart hergestellt wurden. Lasthaken für eine abschließende
reine Werkstoffcharakterisierung wurden ebenfalls mit der zweiten Betriebsart
erzeugt. Zwischen den beiden Betriebsarten unterscheidet sich die Steuerung des
Nadelverschlusses. Während die Verschlussfrequenz in der zweiten Betriebsart
variiert, um unterschiedliche Druckgeschwindigkeiten zu ermöglichen, ist die
Verschlussfrequenz in der ersten Betriebsart konstant.
Der G-Code für die Herstellung der additiv gefertigten Strukturen wurde mit dem
Slicer ARBURG Freeformer v2.31 erzeugt und im Anschluss auf die Anlage ge-
laden.

Prozessablauf des in situ Schäumens
Der Prozessablauf zur Herstellung von Probekörpern gliedert sich in mehrere
Schritte: Der Slicing-Prozess, die Erzeugung der Granulatmischungen, die In-
betriebnahme der Anlage, die Verwendung der ersten Betriebsart für den Re-
gelvorgang und die Herstellung von frei extrudierten Tropfenketten sowie die
Verwendung der zweiten Betriebsart für die Herstellung von additiv gefertigten
Quadern und Lasthaken. Alle diese Schritte sind in Abbildung 4.2 schematisch
dargestellt. Gestartet wird mit der Erzeugung eines G-Codes im Slicer, der für
die Herstellung additiv gefertigter Strukturen benötigt wird. Hierbei führt eine
Variation der Prozessparameter Schichthöhe und Formfaktor zu unterschiedli-
chen G-Codes. Unabhängig von der Probekörperform wird im Anschluss eine
Mischung aus dem ABS- und Masterbatch-Granulat erzeugt. Entsprechend dem
angestrebten Masterbatchanteil an der Gesamtmischung (s. Kapitel 4.2) müssen
die Granulat-Mengen von ABS und Masterbatch separat abgewogen und wäh-
rend des Zusammenschüttens sowie durch anschließendes Rühren und Schütteln
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1
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Frei extrudierte Tropfenkette
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  Massedruck"

Betriebsart 1
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Abbildung 4.2: Schematische Darstellung der einzelnen Schritte im Prozessablauf des in situ Schäu-
mens mit dem AKF-Verfahren. 1. Slicing-Prozess, 2. Erzeugung von Granulatmi-
schungen, 3. Inbetriebnahme der Anlage, 4. Regelvorgang mit erster Betriebsart und
Herstellung von frei extrudierten Tropfenketten, 5. Herstellung von additiv gefertig-
ten Quadern und Lasthaken mit zweiter Betriebsart.

manuell miteinander vermischt werden. Anhand von eingefärbten Granulatkör-
nern konnte im Vorfeld gezeigt werden, dass dieser Vorgang relativ homogene
Granulatmischungen hervorbringt, soweit dies im Rahmen der geringen Anzahl
von Granulatkörnern des Masterbatchs möglich ist. Für einen Masterbatchan-
teil von 6 % des Masterbatchs CH815 zeigt Abbildung 4.3 die Verteilung der
Masterbatch-Granulatkörner in der Granulatmischung. Sollten entsprechend dem
Untersuchungsziel ausschließlich nicht geschäumte Probekörper hergestellt wer-
den, wurde der Schritt zur Erzeugung einer Granulatmischung ausgelassen. Im
nächsten Schritt wird die Anlage für den Betrieb vorbereitet. Es ist sicherzustel-
len, dass jeglicher in der Anlage verbliebene Kunststoff entfernt und die Granul-
atmischung in den Trichter gefüllt wird und dass die in Kapitel 4.2 aufgeführ-
ten Prozessparameter korrekt eingestellt sind. Anschließend wird die Plastifizier-
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Granulatmischung

CH815

ABS

Abbildung 4.3: Alle Granulatkörner wurden eingefärbt, um die Verteilung des Masterbatch-
Granulats in der Granulatmischung aus ABS- und Masterbatch-Granulat sichtbar zu
machen. Die Granulatkörner des Masterbatchs CH815 sind rot und die des thermo-
plastischen Kunststoffs ABS blau eingefärbt.

und Austragseinheit mindestens sechsmal bzw. etwa 5 min gespült. Während des
Spülens verharrt der Nadelverschluss der Düse dauerhaft in einer geöffneten Po-
sition und beim Aufdosieren bewegt sich die Schnecke um einen Dosierweg von
15 mm zurück. Der Vorgang des Spülens führt zu einer gleichmäßigen Füllung
der Plastifiziereinheit mit Kunststoff. Im vorletzten Schritt wird die erste Be-
triebsart der Anlage genutzt, um geeignete Regelparameter für einen konstanten
Volumenstrom bzw. ein konstantes Tropfenvolumen zu finden. Nach Erreichen
eines konstanten Tropfenvolumens können Probekörper in Form von frei extru-
dierten Tropfenketten hergestellt werden, wobei der Regelvorgang bei jeder Än-
derung von Prozessparametern wiederholt erfolgen muss. Die Herstellung von
additiv gefertigten Quadern sowie additiv gefertigten Lasthaken kann im letz-
ten Schritt nach dem Regelvorgang unter Verwendung der zweiten Betriebsart
gestartet werden. Die additiv gefertigten Quader und Lasthaken werden einzeln
hergestellt und zwischen den einzelnen Fertigungszyklen wird die Plastifizier-
und Austragseinheit mindestens dreimal gespült.

4.2 Prozessparameterspektrum

Das in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren bietet ein weites Spektrum an
Prozessparametern. Dieses Spektrum kann in verschiedene Bereiche unterteilt
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werden, die von den Prozessparametern des Slicers und der Anlage bis hin zu
den Prozessparametern reichen, die durch das in situ Schäumen neu hinzukom-
men. Im Vorfeld durchgeführte Untersuchungen führten zu einer Auswahl von
Prozessparametern, die im Rahmen dieser Arbeit variiert wurden. Tabelle 4.1
gibt eine Übersicht über diese Prozessparameter.

Tabelle 4.1: Übersicht über die variierten Prozessparameter des in situ Schäumens mit dem AKF-
Verfahren. Die Einteilung folgt den Kategorien Slicer, Anlage und in situ Schäumen.

Prozessparameter Symbol Wert Einheit

Sl
ic

er Schichthöhe LT 150; 200; 250 µm
Formfaktor DAR 1,1; 1,4; 1,7 -
Füllgrad Slicer ϕA,Slic 100; 74,5 %

A
nl

ag
e

Austrag DR 25 bis 155 %
Massezylinder-Temperatur-1 TZ1 140; 170; 200; 220 ◦C
Massezylinder-Temperatur-2 TZ2 170; 200; 220; 250 ◦C
Düsentemperatur TD 210 bis 270 ◦C

Sc
hä

um
en

Masterbatch - CH810; CH815; -
CH818

Masterbatchanteil CH810 wCH810 48 %
Masterbatchanteil CH815 wCH815 0; 2; 6; 10; 14 %
Masterbatchanteil CH818 wCH818 3,7; 10,3 %

Schichthöhe, Formfaktor, Austrag und Slicer-Füllgrad
Eine ausführliche Beschreibung der drei Prozessparameter Schichthöhe, Form-
faktor und Austrag kann in Kapitel 2.1.2 gefunden werden. Da diese Prozesspa-
rameter einen entscheidenden Einfluss auf die Füllung einer Schicht und damit
auf die Dichte einer additiv gefertigten Struktur haben, kann durch ihre Variati-
on der Füllgrad von geschäumten und nicht geschäumten Strukturen untersucht
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und miteinander verglichen werden. Der Wertebereich einzelner Prozessparame-
ter wurde anhand von Vorversuchen so festgelegt, dass die Haftung zwischen
den einzelnen Schichten bei jedem Parametersatz gewährleistet ist. Der Parame-
tersatz fasst die drei Prozessparameter Schichthöhe, Formfaktor und Austrag als
Gruppe zusammen und verkürzt die Schreibweise auf LT(x)DAR(y)DR(z), wo-
bei (x) für die Schichthöhe in µm, (y) für den zehnfachen Formfaktor und (z)
für den Austrag in % steht. Abgesehen von einer einzigen Untersuchung, bei der
ermittelt wurde, wie sich ein unterschiedlicher Kernbereich des Lasthakens auf
dessen maximale Tragkraft auswirkt, wurde der Slicer-Füllgrad mit einem Wert
von 100 % so eingestellt, dass theoretisch ein maximaler Füllgrad von 100 % er-
reicht werden kann. Eine ausführliche Beschreibung des Slicer-Füllgrads kann in
Kapitel 2.1.4 gefunden werden.

Prozesstemperaturen
Die Massezylinder-Temperatur-1 entspricht der Temperatur der Heizzone um die
Kompressionszone der Schnecke während sich die Massezylinder-Temperatur-
2 auf die Temperatur der Heizzone des Schneckenvorraums und der Metering-
zone der Schnecke bezieht. Die Düsentemperatur gibt die Temperatur der Aus-
tragseinheit an. In Vorversuchen wurde festgestellt, dass die Düsentemperatur
einen großen Einfluss auf den Aufschäumgrad von Kunststofftropfen hat. Für die
Massezylinder-Temperatur-2 und die Düsentemperatur wird aufgrund der ther-
mischen Analysen des thermoplastischen Kunststoffs ABS und des Masterbatchs
ein optimaler Temperaturbereich von 220 ◦C bis 275 ◦C angenommen (s. Ka-
pitel 3.1 und 3.2). Überschreitet eine Prozesstemperatur den Toleranzbereich
von ±5 ◦C, schaltet die Anlage den laufenden Prozess automatisch ab. Vorversu-
che haben gezeigt, dass die Massezylinder-Temperaturen nur einen geringen Ein-
fluss auf den Prozess der additiven Fertigung haben, weshalb die Massezylinder-
Temperaturen nur in einer Untersuchung variiert und ansonsten bei den vom Ma-
schinenbauunternehmen ARBURG GmbH + Co KG für ABS vorgeschlagenen
Werten von TZ1 = 170 ◦C und TZ2 = 200 ◦C belassen wurden.
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Masterbatch und Masterbatchanteil
Die Angabe des Masterbatchs bezieht sich darauf, welche der drei in Tabel-
le 3.1 aufgeführten Masterbatches für die Mischungen mit dem thermoplasti-
schen Kunststoff ABS verwendet werden. Der Masterbatchanteil ist der auf die
Masse bezogene prozentuale Anteil des Masterbatchs an der Gesamtmischung
aus ABS und Masterbatch. Aus dem Masterbatchanteil lässt sich wiederum der
Anteil des Treibmittels und des Trägerpolymers LDPE an der Gesamtmischung
vor der Verarbeitung berechnen. Vorversuche haben gezeigt, dass der Master-
batchanteil einen großen Einfluss auf den Aufschäumgrad von Kunststofftropfen
hat. Die Variation des Masterbatchs ermöglicht es, den Einfluss von Treibmit-
tel und LDPE auf den Aufschäumgrad getrennt zu betrachten. Es wurde festge-
stellt, dass die im Datenblatt angegebenen Dosierempfehlungen (s. Kapitel 3.2)
für das in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren zu niedrig sind, sodass höhere
Masterbatchanteile gewählt wurden. Für die Herstellung von additiv gefertigten
geschäumten Strukturen wurde nur der Masterbatch CH815 bei einem Master-
batchanteil von 6 % genutzt.

Neben diesen variierten Prozessparametern gibt Tabelle 4.2 eine Übersicht über
weitere Prozessparameter des Slicers und der Anlage, die zur Einordnung der
Ergebnisse der Prozess- und Werkstoffcharakterisierung relevant sind, jedoch im
Rahmen dieser Arbeit nicht verändert wurden.

Weitere Prozessparameter des Slicers
Der Schwindungsfaktor des Slicers kompensiert die temperaturbedingte Schwin-
dung von additiv gefertigten Strukturen, nachdem diese aus dem beheizten Bau-
raum entfernt wurden. Da die Einhaltung eines bestimmten Volumens nicht
erforderlich ist, wurde der Wert auf Eins belassen (keine Kompensation). Das
Füllungsmuster wurde so gewählt, dass theoretisch ein maximaler Füllgrad von
100 % erreicht werden kann. Die weiteren Prozessparameter Füllungsorientie-
rung, Anzahl der Randdruckbahnen, Überlappung zwischen Rand und Füllung,
Druckgeschwindigkeit der Füllung und Druckgeschwindigkeit des Rands wur-
den auf den für das AKF-Verfahren üblichen Werten belassen.
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Tabelle 4.2: Übersicht über die Prozessparameter des in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren,
die konstant gehalten wurden. Die Einteilung folgt den Kategorien Slicer und Anlage.

Prozessparameter Symbol Wert Einheit

Sl
ic

er

Schwindungsfaktor SSlic 1 -
Füllungsmuster - Gradlinig -
Füllungsorientierung ΘF ±45 ◦

Anzahl Randdruckbahnen nR 1 -
Überlappung Rand Füllung ∆LRF 50 %
Druckgeschwindigkeit Füllung uF 65 mms−1

Druckgeschwindigkeit Rand uR 20 mms−1

A
nl

ag
e

Lufttemperatur Bauraum TB 100 ◦C
Verschlussfrequenz (Betriebsart 1) f 143 Hz
Umfangsgeschwindigkeit uU 4 mmin−1

Dosierweg LDos 4 mm
Staudruck pS 50 bar
Dekompression Geschwindigkeit uDek 2 mms−1

Dekompression Weg LDek 5 mm

Weitere Prozessparameter der Anlage
Die Lufttemperatur im Bauraum wurde so gewählt, dass sie etwa im Bereich des
Glasübergangs von ABS liegt (s. Kapitel 3.1). Dadurch werden temperaturbe-
dingte geometrische Verformungen vermieden, die sich nachteilig auf die Werk-
stoffcharakterisierung auswirken können [170, 171]. Überschreitet die Lufttem-
peratur den Toleranzbereich von ±8 ◦C, schaltet die Anlage den laufenden Pro-
zess automatisch ab. Die Verschlussfrequenz (Beschreibung siehe Kapitel 2.1.2)
in der ersten Betriebsart, die Umfangsgeschwindigkeit der Schnecke, der Dosier-
weg und der Staudruck beim Dosieren von Kunststoff wurden auf den vom Ma-
schinenbauunternehmen ARBURG GmbH + Co KG für ABS angegebenen Stan-
dardwerten belassen. Die Umfangsgeschwindigkeit beeinflusst die Plastifizierzeit
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und sollte nicht zu hoch gewählt werden, da sonst die Homogenität der Polymer-
schmelze negativ beeinflusst wird. Der Dosierweg ist der Weg, den die Schnecke
während des Dosiervorgangs von der Nullposition bis zur Endposition zurück-
legt. Große Dosierwege erhöhen die Verweildauer des Kunststoffs innerhalb des
Schneckenvorraums und können damit zu einem stärkeren Abbau der Polymer-
ketten führen. In beiden Betriebsarten beträgt die Zeitspanne für das Austragen
einer aufdosierten Kunststoffmenge bei dem gewählten Dosierweg zwischen 90 s
bis 270 s (bei einem Austrag von 150 % bzw. 50 %). Die gesamte Verweildauer
des Kunststoffs ist jedoch länger, da sich innerhalb der Austragseinheit weite-
rer Kunststoff befindet [172]. Die Nutzung eines Staudruck trägt dazu bei, die
Homogenität der Kunststoffschmelze zu verbessern.

Prozessparameter der Dekompression
Die Dekompression ist das aktive Zurückziehen der Schnecke nach dem Dosie-
ren von Kunststoff, wodurch unter anderem der Druck im Schneckenvorraum
abgebaut wird. Dieser Vorgang wird beim TSG-Verfahren nicht angewendet, um
ein vorzeitiges Schäumen des aufdosierten Kunststoffs zu vermeiden [79, 173].
Allerdings hat sich in Vorversuchen gezeigt, dass die Rückstromsperre des Free-
formers 200-3X ohne Dekompression nicht zuverlässig schließt, wodurch die Re-
gelung des konstanten Tropfenvolumens gestört wird. Deshalb wurde für das in
situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren weiterhin eine Dekompression mit den
vom Maschinenbauunternehmen ARBURG GmbH + Co KG für ABS angegebe-
nen Standardwerten eingesetzt.
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Das in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren wurde durch eine Prozess- und
Werkstoffcharakterisierung an Probekörpern auf Basis der im Kapitel 3.3 be-
schriebenen Probekörperformen umfassend untersucht. Nachfolgend werden die
Charakterisierungsmethoden beschrieben, die für die Prozess- und Werkstoff-
charakterisierung eingesetzt wurden. Die Reihenfolge der Auflistung bildet die
Grundlage für die Gliederung der nachfolgenden Ergebnisse.

5.1 Optische und infrarote
Hochgeschwindigkeits-Bildgebung

Hochgeschwindigkeitsaufnahmen im optischen und infraroten Spektrum des
Lichts, die den Austrag von Kunststoff aus der Düse zur Erzeugung von frei
extrudierten Tropfenketten zeigen, wurden mit der optischen Hochgeschwindig-
keitskamera (HGK) IDT Model Os8-S3 der Unternehmen IS-Imaging Solutions
GmbH sowie Integrated Design Tools, Inc. und der infraroten HGK ImageIR
9400 mit dem Mikroskopobjektiv M=1,0x des Unternehmens InfraTec GmbH
aufgenommen. Für die optische HGK wurde zur Vergrößerung der Tropfenkette
und der Austrittsöffnung der Düse einer Austragseinheit das Mikroskopobjektiv
Optem FUSION 125 des Unternehmens Qioptiq Photonics GmbH & Co. KG ge-
nutzt. Die leistungsstarke Beleuchtungseinheit Constellation 120E der Unterneh-
men, die auch die optische HGK vertreiben, wurde bei hohen Bildwiederholraten
für die Beleuchtung eingesetzt. Für die Erzeugung der HGK-Aufnahmen wurden
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beide HGK-Systeme, bestehend aus HGK und Objektiv, auf Stativen vor der An-
lage platziert und die Objektive auf die Austrittsöffnung einer Düse fokussiert.
Bei beiden HGK-Systemen war der minimale Arbeitsabstand zwischen Objek-
tiv und Austrittsöffnung kleiner als der Abstand zwischen Austrittsöffnung und
Tür des Bauraums. Dementsprechend blieb die Tür während der Erzeugung der
HGK-Aufnahmen geöffnet und die Heizung des Bauraums abgeschaltet. Der Ar-
beitsabstand des optischen HGK-Systems betrug 190 mm und der des infraroten
HGK-Systems 40 mm. Für die optische HGK wurde eine Bildwiederholrate von
8000 Hz bei einer Belichtungszeit von 123 µs gewählt, während für die infrarote
HGK eine Bildwiederholrate von 622 Hz bei einer Belichtungszeit von 45 µs ge-
wählt wurde. Die Aufnahmedauer wurde so eingestellt, dass ein zum Beginn der
Aufnahme ausgetragener Kunststofftropfen am Ende der Aufnahme sicher das
Bild verlassen hat. Aufgrund des geringen Arbeitsabstands musste die infrarote
HGK schräg angeordnet werden, wodurch die vertikale Extrusionsrichtung der
Tropfenketten nicht in deren Schärfeebene lag. Aus diesem Grund und um die
Schwingungen der Tropfenketten zu reduzieren, wurden diese mit einer Pinzette
manuell geführt und dabei leicht unter Spannung gesetzt.
Anschließend wurden die beiden HGK-Aufnahmen auf unterschiedliche Weise
weiterverarbeitet und ausgewertet. Die optischen HGK-Aufnahmen wurden als
Einzelbilder exportiert und der Kontrast mit dem Bildverarbeitungsprogramm
Fiji verbessert. Mit Hilfe des bekannten Düsendurchmessers der Austragsein-
heit konnte die Auflösung bestimmt werden. Zeitabhängige Ereignisse wie das
Schäumen von Kunststofftropfen wurden anhand von Formänderungen ermit-
telt. Beispielsweise wurde die Länge eines Tropfens über viele Einzelbilder
hinweg gemessen und das Ende eines Ereignisses mit dem Beginn einer kon-
stanten Längenänderung verknüpft. Ziel der infraroten HGK-Aufnahmen war
die Bestimmung der Abkühlgeschwindigkeit. Für eine korrekte Temperaturbe-
stimmung musste vor der Weiterverarbeitung der infraroten HGK-Aufnahmen
der Emissionsgrad bestimmt werden. Dieser wurde in der Software IRBIS 3.1
Professional des Unternehmens InfraTec GmbH anhand des ersten ausgetrage-
nen Kunststofftropfens ermittelt, indem die Temperatur dieses Tropfens mit der
Düsentemperatur gleichgesetzt wurde. Anschließend wurden aus den infraroten

84



5.2 Volumenbestimmung von Kunststofftropfen

HGK-Aufnahmen Einzelbilder mit Grauwerten exportiert, deren Grauwertska-
la einer Temperaturskala zugeordnet werden konnte. Jeweils zehn Einzelbilder
einer infraroten HGK-Aufnahme wurden mit dem Bildverarbeitungsprogramm
Fiji durch ein im Rahmen der Arbeit entwickeltes Skript ausgewertet. Eine An-
zahl von Kunststofftropfen wurde in einem Einzelbild manuell markiert, wobei
der erste Tropfen nach Verlassen der Düse ausgelassen wurde. Mit Hilfe eines
Schwellwerts nach der IsoData-Methode [174] wurden alle Tropfen automatisch
vom Hintergrund getrennt. Anschließend wurden die einzelnen Tropfen durch
eine Wasserscheidentransformation (engl.: Watershed Transformation) vonein-
ander getrennt und mit Hilfe von MorphoLibJ [175] jedem einzelnen Tropfen ei-
ne eindeutige Kennung zugewiesen. Anhand dieser eindeutigen Kennung konnte
aus allen Grauwerten innerhalb der einzelnen Tropfen ein mittlerer Grauwert be-
rechnet und mit Hilfe der Grauwertskala bzw. der Temperaturskala eine mittlere
Temperatur für einen einzelnen Tropfen bestimmt werden. Mit einer Zeitverzö-
gerung, die dem Kehrwert der Verschlussfrequenz entspricht, wurden die einzel-
nen Kunststofftropfen nacheinander ausgetragen. Somit konnte aus benachbarten
Kunststofftropfen und deren mittlerer Temperatur mit Hilfe der Verschlussfre-
quenz eine Abkühlgeschwindigkeit berechnet werden.

5.2 Volumenbestimmung von
Kunststofftropfen

Das Volumen und die Länge von Kunststofftropfen einer frei extrudierten Trop-
fenkette wurden aus der projizierten Fläche einzelner Tropfen angenähert. Hier-
für wurden zunächst zehn lichtmikroskopische Aufnahmen entlang einer frei ex-
trudierten Tropfenkette mit dem digitalen Inversmikroskop Axiovert 200 MAT
des Unternehmens Carl Zeiss AG mit eingestellter Auflicht-Polarisation erzeugt.
Innerhalb des Bildverarbeitungsprogramms Fiji wurden die einzelnen Aufnah-
men durch ein im Rahmen der Arbeit entwickeltes Skript ausgewertet. Eine An-
zahl von Kunststofftropfen wurde in einer Aufnahme manuell markiert und diese
Tropfen wurden mit Hilfe eines Schwellwerts nach der IsoData-Methode [174]
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automatisch vom Hintergrund getrennt. Auf diese Weise konnten die Gesamt-
fläche und die Gesamtlänge der markierten Tropfen bestimmt werden. Aus der
bekannten Anzahl der Tropfen innerhalb der Auswahl folgte die gemittelte pro-
jizierte Fläche und Länge eines einzelnen Tropfens. Unter der Annahme einer
zylindrischen Form kann das Tropfenvolumen VT nach

VT =
π ·A2

T
4 ·LT

(5.1)

mit der projizierte Fläche AT und projizierte Länge LT eines Tropfens berechnet
werden. Aus den zehn einzelnen lichtmikroskopischen Aufnahmen lässt sich der
Mittelwert und die Standardabweichung des Tropfenvolumens bestimmen. Die
Genauigkeit dieser Näherung wurde in Vorversuchen anhand von Tropfenketten
aus dem thermoplastischen Kunststoff ABS bei verschiedenen Austrägen über-
prüft. Dabei wurde das berechnete Tropfenvolumen mit einem nach dem Prinzip
von Archimedes bestimmten Volumen einer ganzen Tropfenkette bei bekannter
Tropfenzahl verglichen. Die Differenz zu dem nach dem Prinzip von Archimedes
ermittelten Tropfenvolumen betrug etwa ±5 %.

5.3 Bestimmung der Scherviskosität

Die Scherviskosität von Polymerblends aus dem thermoplastischen Kunststoff
ABS und dem Masterbatch CH815* wurde bis zu einer Schergeschwindigkeit
von 400 s−1 mit dem Rotationsrheometer MCR 501 des Unternehmens An-
ton Paar GmbH und über dieser Schergeschwindigkeit mit dem Hochdruck-
Kapillarrheometer RHEOGRAPH 20 des Unternehmens GÖTTFERT Werkstoff-
Prüfmaschinen GmbH bestimmt. Das Rotationsrheometer wurde in einer Platte-
Platte Ausführung unter Oszillation betrieben, wodurch nur die komplexe Scher-
viskosität in Abhängigkeit der Winkelgeschwindigkeit bestimmt werden konn-
te. Unter der Annahme der Gültigkeit der Cox-Merz-Beziehung ist jedoch bei
betragsmäßig gleicher Winkelgeschwindigkeit und Schergeschwindigkeit die
komplexe Scherviskosität gleich der dynamischen Scherviskosität [63, 176].
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Die obere Platte hatte einen Durchmesser von 25 mm und der Scherspalt wur-
de auf 0,5 mm eingestellt. Bei der Bestimmung der Scherviskosität mit dem
Hochdruck-Kapillarrheometer wurden nur die scheinbare Schubspannung und
Schergeschwindigkeit bestimmt, ohne beispielsweise Korrekturen aufgrund von
Einlaufdruckverlusten zu berücksichtigen. Als Düse wurde eine Kapillare mit
einem Durchmesser von 1 mm und einer Länge von 30 mm eingesetzt.
Der Masterbatch CH815* wird als Bezeichnung für den Masterbatch CH815
eingeführt, nachdem sich das enthaltene Treibmittel komplett zersetzt hat. Da-
zu lief die Zersetzung des Treibmittels unter Vakuum bei 180 ◦C für 15 min
beschleunigt ab. Dieser vorverarbeitete Masterbatch wurde zur Herstellung der
Polymerblends mit ABS in dem Labormischer HAAKE Rheomix 3000E des Un-
ternehmens Thermo Fisher Scientific Inc. bei 200 ◦C für 12 min gemischt. Nur
vorverarbeiteter Masterbatch ohne ABS wurde bei 200 ◦C für 25 min geknetet,
sodass die enthaltenen Schaumblasen entweichen konnten. Alle Polymerblends
wurden vor der Bestimmung der Scherviskosität bei 80 ◦C für 2,5 h getrocknet.

5.4 Mikrostrukturelle Methoden

5.4.1 Plastographie

Schliffbilder von additiv gefertigten Quadern sowie von frei extrudierten Trop-
fenketten wurden durch Schleifen auf die gewünschte Schliffebene, anschlie-
ßendes Polieren und lichtmikroskopische Aufnahmen erzeugt. Die gewünschte
Schliffebene lag bei den additiv gefertigten Quadern innerhalb der Füllung der
additiven Struktur und war parallel zur Aufbaurichtung orientiert, während sie bei
den frei extrudierten Tropfenketten mittig lag und längs zur Extrusionsrichtung
orientiert war. Zunächst wurden die additiv gefertigten Quader mit dem Kalt-
einbettmittel VariKEM 200 des Unternehmens Schmitz-Metallographie GmbH
und die frei extrudierten Tropfenketten mit dem transparenten Kalteinbettmit-
tel EpoClear des Unternehmens Schmitz-Metallographie GmbH eingebettet. Das
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transparente Kalteinbettmittel ermöglichte eine gute Sicht auf die eingebette-
ten Tropfenketten, sodass die gewünschten Schliffebenen besser erreicht werden
konnten. Die im Folgenden beschriebenen Arbeitsschritte zum Schleifen und Po-
lieren wurden durch im Vorfeld durchgeführte Untersuchungen erarbeitet. Mit
SiC-Schleifpapier der Körnung P600 (nach FEPA P [177]) wurde die gewünsch-
te Schliffebene eingestellt, anschließend über die Körnungen P1000, P2500 und
P4000 feingeschliffen und im Anschluss mit einer Diamantsuspension der Korn-
größe 3 µm poliert. Die Endpolitur zur Erzielung eines hohen Reflexionsgrades
der Schliffebene erfolgte mit der Oxidpoliersuspension OP-S des Unternehmens
Struers GmbH. Diese Oxidpoliersuspension besteht aus einer kolloidalen Sus-
pension von Siliziumdioxid-Partikeln mit einer agglomerierten Korngröße von
etwa 0,25 µm. Die eingebetteten Probekörper wurden anschließend auf der Po-
liermaschine für 2 min bis 3 min gewässert, um eine Fleckenbildung durch nach-
trägliches Austreten der Oxidpoliersuspension aus den Poren bzw. Schaumblasen
zu vermeiden. Zwischen den Schleifschritten wurden die Proben unter fließen-
dem Wasser und zwischen den Polierschritten für 5 min mit Ethanol im Ultra-
schallbad gereinigt. Die Anpresskraft lag bei allen Schleif- und Polierschritten
zwischen 5 N bis 10 N.
Die lichtmikroskopischen Aufnahmen wurden mit dem digitalen Inversmikro-
skop Axiovert 200 MAT des Unternehmens Carl Zeiss AG mit eingestellter
Auflicht-Polarisation und einem Analysatorschieber mit um 90◦ drehbarem Ana-
lysator erstellt. Durch eine geeignete Einstellung der Auflicht-Polarisation konn-
te der Kontrast zwischen den Poren bzw. Schaumblasen und der Schliffebene
verbessert werden. Bei den eingebetteten Tropfenketten wurde der Kontrast zwi-
schen dem thermoplastischen Kunststoff ABS und dem verbliebenen Träger-
polymer LDPE durch die Kombination zweier Aufnahmen deutlich verstärkt.
Hierbei wurde für die erste Aufnahme die Auflicht-Polarisation mit Analysa-
torschieber genutzt, während für die zweite Aufnahme der Differentialinterfe-
renzkontrast (engl.: Differential Interference Contrast, DIC) mit eingeschobenen
DIC-Schieber verwendet wurde. Anschließend wurde der Kontrast aller Aufnah-
men mit dem digitalen Bildverarbeitungsprogramm Fiji [178] weiter verbessert,
sodass Poren, Schaumblasen und LDPE deutlicher von ABS unterschieden wer-
den können. Die Bestimmung des mittleren Durchmessers der Schaumblasen
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erfolgte in Fiji über einen im Rahmen der Arbeit entwickelten Algorithmus zur
großflächigen Auswertung von Schaumstrukturen [30].

5.4.2 Rasterelektronenmikroskopie

Hochaufgelöste Aufnahmen der Oberfläche von Kunststofftropfen frei extrudier-
ter Tropfenketten und der Bruchfläche von Granulatkörnern wurden mit dem
Rasterelektronenmikroskop LEO Gemini 1530 des Unternehmens Carl Zeiss AG
erstellt. Hierfür wurden einzelne, 2 mm bis 5 mm lange Abschnitte von Trop-
fenketten mit Sekundenkleber auf einem Probehalter befestigt, mit Leitlack zum
Probehalter kontaktiert und anschließend im Cressington Sputter Coater 108au-
to des Unternehmens Cressington Scientific Instruments für etwa 15 s mit einer
dünnen Schicht Gold besputtert. Die Beschleunigungsspannung des REMs be-
trug 4,5 kV und die Aufnahmen wurden mit einem Inlens-Detektor auf Basis der
Sekundärelektronen erstellt.

5.4.3 Bestimmung der Oberflächenrauheit

Topografieaufnahmen und deren mittlere arithmetische Höhe Sa (Rauheitspara-
meter) von additiv gefertigten Quadern wurden mit Hilfe des konfokalen Weiß-
lichtmikroskops µsurf (erste Generation) des Unternehmens NanoFocus AG und
einem 10x-Objektiv berührungslos bestimmt. Hierbei wurden von der letzten
additiv aufgetragenen Schicht Topografieaufnahmen erstellt. Die quadratische
Aufnahmefläche war etwa 90 mm2 groß und wurde so positioniert, dass sie min-
destens 2,5 mm von der Randdruckbahn entfernt war. Die horizontale Auflösung
der Aufnahmefläche betrug in beiden Richtungen etwa 3 µm pro Messpunkt und
die vertikale Auflösung lag je nach Topografie zwischen 10 nm bis 40 nm. Auf-
grund von steilen Flankenwinkeln oder zu geringer Reflexion konnte nicht für
jeden Messpunkt ein Höhenwert ermittelt werden. Viele additiv gefertigte ge-
schäumte Strukturen zeigten einen so geringen Reflexionsgrad, dass diese Pro-
bekörper im Cressington Sputter Coater 108auto des Unternehmens Cressington
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Scientific Instruments für 20 s bis 40 s mit einer dünnen Schicht Gold besputtert
wurden. Letztlich konnte aus dem Verhältnis der Messpunkte mit und ohne Hö-
henwert die Aussagekraft der berechneten Rauheit abgeschätzt werden.
Die einzelnen Aufnahmeflächen mit allen gemessenen Höhenwerten wurden
in dem Programm µsoft analysis extended v7.2 des Unternehmens NanoFocus
AG weiterverarbeitet. Zunächst wurde eine unerwünschte Neigung der gesam-
ten Aufnahmefläche mit der Methode der kleinsten Quadrate herausgerechnet.
Anschließend wurden die Höhenwerte von Messpunkten, die sich deutlich von
benachbarten Messpunkten unterschieden (Flankenwinkel größer 80◦), entfernt
und durch nicht gemessene Höhenwerte ersetzt. Auf diesen bearbeiteten Aufnah-
meflächen wurde die mittlere arithmetische Höhe Sa nach DIN EN ISO 25178-2
bestimmt [179]. Zur qualitativen Charakterisierung der Topografie wurde auf
den bearbeiteten Aufnahmeflächen für alle Messpunkte ohne gemessenen Hö-
henwert ein Höhenwert durch Glättung auf Basis des Höhenwertes benachbarter
Messpunkte berechnet, sodass lückenlose Topografieaufnahmen entstanden.

5.5 Dichtebestimmung nach dem Prinzip von
Archimedes

Die Dichte von additiv gefertigten Quadern, frei extrudierten Tropfenketten und
dem Masterbatch CH815* wurde nach dem Prinzip von Archimedes bestimmt.
Hierfür wurde die Analysenwaage ME204T/00 mit dem Dichte-Kit ME-DNY-
43 des Unternehmens Mettler-Toledo GmbH eingesetzt. Als Flüssigkeit wurde
Wasser mit einer kleinen Menge Tenside zur Reduktion der Oberflächenspan-
nung genutzt. Um das Eindringen von Wasser in die additiv gefertigten Quader
zu verhindern, wurden Quader unter einer Dichte von 0,95 gcm−3 in dem Kalt-
einbettmittel VariKEM 200 des Unternehmens Schmitz-Metallographie GmbH
eingebettet. Damit auch das Kalteinbettmittel nicht in die additiv gefertigte Struk-
tur eindringen konnte, wurde in Voruntersuchungen eine Wartezeit von 180 s be-
stimmt, nach der ein deutlicher Viskositätsanstieg durch die einsetzende Polyme-
risation das Eindringen des Kalteinbettmittels verhinderte [12]. Die Dichte der
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eingebetteten Quader und damit der additiv gefertigten Struktur ρA berechnet
sich entsprechend der Gleichung

ρA =
mK

VGes,A
=

mK

VGes −VKEM
(5.2)

mit der Masse des Kunststoffs mK (entspricht Masse des Quaders) vor dem Ein-
betten, dem Volumen des Kalteinbettmittels VKEM und dem Gesamtvolumen VGes

aus Quader und Kalteinbettmittel. Das Gesamtvolumen lässt sich über die oben
beschriebene Dichtebestimmung nach dem Prinzip von Archimedes ermitteln.
Aus der im Vorfeld bestimmten Dichte des Kalteinbettmittels VariKEM 200 von
1,204 gcm−3 und der Massendifferenz aus Gesamtmasse und Masse des Quaders
ergibt sich das Volumen des Kalteinbettmittels. Die Dichte der additiv gefertigten
geschäumten Quader und damit der additiv gefertigten Struktur wurde ebenfalls
mit Gleichung 5.2 berechnet, wobei in Abgrenzung zur Dichte der additiv gefer-
tigten Struktur ρA die Dichte der additiv gefertigten geschäumten Struktur ρAS

eingeführt wird.

5.6 Bestimmung der maximalen Tragkraft der
Demonstratorbauteile

Als Probekörperform für die Demonstratorbauteile wurde ein Lasthaken gewählt
(s. Kapitel 3.3), der eine bauteilnahe mechanische Prüfung von additiv gefertig-
ten Strukturen ermöglicht. Die maximale Tragkraft der additiv gefertigten Last-
haken wurde mit der Universalprüfmaschine Zwick/Roell ZMART.PRO 200 kN
des Unternehmens ZwickRoell GmbH + Co KG in Anlehnung an die Prüfvor-
schrift DIN EN ISO 527-1 für Zugversuche an Kunststoffen ermittelt [180]. Da-
zu wurde eine Kraftmessdose XforceK mit einem Messbereich von 0 kN bis
20 kN des gleichen Unternehmens verwendet und für eine bauteilnahe mecha-
nische Prüfung die Lasthaken mit zwei Ringschrauben und Schäkeln in die Uni-
versalprüfmaschine eingespannt. Die Prüfvorschrift sah zunächst eine Vorkraft
von 50 N vor, um Setzerscheinungen in den Ringschrauben, Schäkeln und dem
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Lasthaken ausgleichen zu können. Anschließend wurde ein einzelner Lasthaken
mit einer Prüfgeschwindigkeit von 3 mmmin−1 bis zum Bruch geprüft. Die me-
chanische Prüfung erfolgte bei Laborbedingungen.

92
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Die nachfolgenden Ergebnisse der Prozess- und Werkstoffcharakterisierung glie-
dern sich in verschiedene Bereiche. Beginnend mit der Prozesscharakterisierung
des in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren anhand von HGK-Aufnahmen,
der Strukturgröße (Volumen) von Tropfenketten und den rheologischen Stoffei-
genschaften des verwendeten thermoplastischen Kunststoffs ABS sowie dessen
Polymerblends. Anschließend mit der umfassenden mikrostrukturellen Charak-
terisierung von Probekörpern und der Struktureigenschaft der Dichte von Pro-
bekörpern und abschließend mit einer reinen Werkstoffcharakterisierung anhand
der maximalen Tragkraft von unterschiedlich hergestellten Lasthaken. Je nach
Charakterisierungsmethode und Probekörperform wurden verschiedene Unter-
suchungen durch die Variation der in Tabelle 4.1 aufgelisteten Prozessparameter
durchgeführt. Daher werden für alle Untersuchungen die eingestellten Werte der
Prozessparameter angegeben, mit Ausnahme der Massezylinder-Temperaturen
und dem Slicer-Füllgrad, die lediglich in einer Untersuchung variiert wurden und
ansonsten die in Kapitel 4.2 angegebenen Standardwerte annahmen.

6.1 Optische und infrarote
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen

Zur Veranschaulichung der tatsächlichen Form frei extrudierter Tropfenketten
(s. Kapitel 3.3), die sich durch das Austragen einzelner Kunststofftropfen ergibt,
werden im Folgenden einige frei extrudierte Tropfenketten vorgestellt. Die äu-
ßere Form dieser Tropfenketten ist repräsentativ für die Form der Tropfenketten,
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die mit anderen Parametersätzen und Parameterkombinationen hergestellt wur-
den. In Abbildung 6.1 sind nicht geschäumte und geschäumte frei extrudierte
Tropfenketten aus zwei Perspektiven dargestellt. Durch Rotation der Tropfen-
ketten können verschiedene Perspektiven erreicht werden. Bei der Auswahl der
beiden Perspektiven wurde auf größtmögliche Formunterschiede geachtet. Die
Probekörperherstellung der nicht geschäumten Tropfenketten erfolgte bei einer
Düsentemperatur von 260 ◦C und die der geschäumten Tropfenketten bei einer
Düsentemperatur von 240 ◦C, wobei der Masterbatchanteil von CH815 bei 6 %
lag. Während alle anderen Prozessparameter konstant gehalten wurden, wurde
der Austrag von Abbildung 6.1 (a) nach (c) sowie von Abbildung 6.1 (d) nach (f)
vergrößert. Die einzelnen Kunststofftropfen innerhalb einer Tropfenkette können
an der sich wiederholenden bauchigen Form erkannt werden. Die bauchige Form
beschreibt einen Zylinder mit einer einseitigen tonnenförmigen Auswölbung. Ein
Tropfen enthält immer einen zylindrischen und einem bauchigen Abschnitt, wo-
bei die Größe des bauchigen Abschnitts je nach Austrag variiert. Die nicht ge-
schäumten Tropfenketten zeigen ein homogenes gräuliches Erscheinungsbild mit
vereinzelten Gasporen im Inneren. Mit zunehmendem Austrag werden die Trop-
fen länger und die Form weicht mehr von der zylindrischen Form ab. Bei ei-
nem Austrag von 100 % fällt die Trennung in einen zylindrischen und bauchigen
Abschnitt deutlich auf und wird bei einem Austrag von 150 % weiter verstärkt.
Die geschäumten Tropfenketten in den Abbildungen 6.1 (d) bis (f) weisen im
Vergleich zu den nicht geschäumten Tropfenketten ein etwas helleres Erschei-
nungsbild auf. Die Schaumblasen innerhalb der Tropfenketten können an den
vielen rundlichen Grauwertänderungen erkannt werden. Auch bei den geschäum-
ten Tropfenketten werden die Kunststofftropfen mit zunehmendem Austrag län-
ger und die Form weicht mehr von der zylindrischen Form ab.
Die Prozesscharakterisierung des in situ Schäumens wurde unter anderem mit
Hilfe von zwei HGKs sowohl im optischen Spektrum als auch im infraroten
Spektrum des Lichts durchgeführt. Dabei wurde der Austrag von Kunststoff aus
der Düse zur Erzeugung von frei extrudierten Tropfenketten untersucht. Auf-
grund der geöffneten Tür des Bauraums (s. Kapitel 5.1) war die Heizung des
Bauraums abgeschaltet und somit konnte keine Lufttemperatur von 100 ◦C einge-
stellt werden. Die Raumtemperatur betrug aufgrund einer Klimaanlage konstant
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Abbildung 6.1: Jeweils drei geschäumte und nicht geschäumte frei extrudierte Tropfenketten aus
jeweils zwei verschiedenen Perspektiven (Rotation der Tropfenketten). Durch Ände-
rung des Austrag DR wird die Form und das Volumen der Kunststofftropfen beein-
flusst. In (b) wird stellvertretend die Aufteilung eines Tropfens in einen zylindrischen
(Z) und bauchigen (B) Abschnitt gezeigt. Von (a) bis (c) werden nicht geschäumte
und von (d) bis (f) geschäumte Tropfenketten gezeigt.
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23 ◦C. Durch die hohe Temperatur der Austragseinheit betrug die Lufttemperatur
in der näheren Umgebung jedoch etwa 30 ◦C bis 50 ◦C und stieg bei eingeschal-
teter Beleuchtungseinheit auf bis zu 65 ◦C an. Auf Basis der entstanden optischen
HGK-Aufnahmen wurden Formänderungen der Kunststofftropfen sowie zeitab-
hängige Ereignisse wie das Schäumen von Tropfen charakterisiert. Die infraroten
HGK-Aufnahmen wurden zur Bestimmung der Abkühlgeschwindigkeit von frei
extrudierten Tropfenketten verwendet.

6.1.1 Schäumen und Formänderung von
Kunststofftropfen

Vergleich zwischen nicht geschäumter und geschäumter Tropfenkette
Im Folgenden werden zwei optische HGK-Aufnahmen als Reihe von Einzelbil-
dern dargestellt, die aus einer Zeitspanne von maximal 60 ms ausgewählt wurden.
Die Zeitspannen für bestimmte Ereignisse, wie beispielsweise das Austragen von
Kunststoff, wurden qualitativ ermittelt, indem Formänderungen von Kunststoff-
tropfen zwischen den Einzelbildern identifiziert wurden. Ereignisse, die unter-
halb der Belichtungszeit von 123 µs stattfanden, konnten nicht untersucht wer-
den. In Abbildung 6.2 wird der Austrag von Kunststoff aus der Düse bei der
Erzeugung einer nicht geschäumten Tropfenkette dargestellt. Die roten Markie-
rungen auf dem Zeitstrahl geben dabei den Zeitpunkt an, wenn ein Einzelbild
aufgenommen wurde. So liegen beispielsweise zwischen t0 und t1 aufgrund der
Belichtungszeit von 123 µs genau fünf Einzelbilder. Einzelne Tropfen werden in-
nerhalb einer Periode ausgetragen. Die Dauer einer Periode beträgt bei einer ein-
gestellten Verschlussfrequenz von 143 Hz genau 6,99 ms. Allerdings wurde mit-
hilfe der HGK-Aufnahmen und über sieben Perioden gemittelt eine Periodendau-
er von 6,91 ms ermittelt. Diese Periodendauer wurde bei der Erstellung des Zeit-
strahls zugrunde gelegt und entspricht einer Verschlussfrequenz von 144,7 Hz.
Der Austrag eines Tropfens innerhalb einer Periode dauert nur etwa 2,46 ms an.
Die restliche Zeit bleibt die Düse verschlossen und die Tropfenkette steht still.
Anhand der ersten zwei Einzelbilder zu den Zeitpunkten t1 und t2 kann festge-
stellt werden, dass die Form des neu entstehenden Tropfens zunächst zylindrisch
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Abbildung 6.2: Einzelbilder aus einer HGK-Aufnahme im optischen Spektrum von einer nicht ge-
schäumten frei extrudierten Tropfenkette. Die weißen Pfeile neben dem neu ent-
stehenden Tropfen markiert dessen aktuelle Länge. Die Zeitspanne wahrnehmbarer
Ereignisse und die zeitliche Abfolge der Einzelbilder sind auf einem Zeitstrahl dar-
gestellt.

ausgeprägt ist. Nach dem Zeitpunkt t2 schließt sich an den zylindrischen Ab-
schnitt ein eher bauchiger Abschnitt an, der asymmetrisch angeordnet ist. Das
Volumen des zylindrischen Abschnitts entspricht dabei in etwa dem Volumen,
dass die Düsenbohrung fassen kann. Die Düsenbohrung weist ein Volumen von
etwa 0,011 mm3 auf bei einer Länge von etwa 350 µm und einen Durchmesser
von 200 µm (s. Kapitel 4.1). Der zylindrische Abschnitt aller in Abbildung 6.2
dargestellten Tropfen ist etwa 150 µm lang, hat einen Durchmesser von 270 µm
und weist entsprechend ein Volumen von etwa 0,009 mm3 auf. Wird die Form
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des neu entstandenen Tropfens zum Zeitpunkt t6 mit den Formen darunter lie-
gender Tropfen verglichen, sind keine signifikanten Formänderungen erkennbar.
Die Ausbildung der Tropfenform findet somit innerhalb einer Periode statt.
Abbildung 6.3 stellt den Austrag von Kunststoff aus der Düse bei der Erzeu-
gung einer geschäumten Tropfenkette dar. Auch in diesem Fall werden einzelne
Tropfen innerhalb einer Periode ausgetragen und die Zeitspanne des Kunststoff-
austrags liegt unverändert bei etwa 2,46 ms. Der neu entstehende Tropfen nimmt
zunächst auch eine zylindrische Form an, dessen Volumen etwa 0,009 mm3 groß
ist (Zeitpunkt t4). Auf diesen zylindrischen Abschnitt folgt ein eher bauchiger
Abschnitt. Die Form des neu entstandenen Tropfens ist im Vergleich zu dem neu
entstandenen nicht geschäumten Tropfen aus Abbildung 6.2 langgezogener. Auf-
grund des Schäumens verändert sich die Form des Tropfens über die Periode der
Entstehung hinaus. Abbildung 6.3 stellt die Zeitspanne des Schäumens für den
zum Zeitpunkt t0 neu entstehenden Tropfen dar. Der Startzeitpunkt des Schäu-
mens ist aufgrund des geringen Bildkontrasts mit einer Unsicherheit behaftet.
Jedoch lässt sich eingrenzen, dass das Schäumen erst kurz nach dem Austragen
des Kunststoffs beginnt. Der gesamte Vorgang des Schäumens zieht sich über
mehrere Perioden und resultiert in einer maximalen Zeitspanne von 16,73 ms. So
verändert sich die Form des neu entstandenen Tropfens zwischen t5 und t6 noch
sichtbar. Über die gesamte Zeitspanne des Schäumens vergrößert sich dessen
mittlerer Durchmesser und Tropfenlänge um etwa 70 µm. Ein unterschiedlicher
Prozess des Schäumens zwischen dem zylindrischen und bauchigen Abschnitt
kann nicht festgestellt werden.

Einfluss von Austrag und Düsentemperatur auf die Form nicht schäumen-
der Tropfen
Wird die Verschlussfrequenz nicht verändert, bleiben die Zeitspannen für den
Kunststoffaustrag und die Pause zwischen den einzelnen Perioden gleich lang.
Daher wird der Einfluss von Austrag und Düsentemperatur auf die Form nicht
schäumender Tropfen ohne zeitliche Entwicklung betrachtet und nur zum Zeit-
punkt t0 (s. Abbildung 6.2) die Form der Tropfen miteinander verglichen. Abbil-
dung 6.4 stellt den Einfluss des Austrags auf die Form nicht schäumender Trop-
fen dar. Die Düsentemperatur wurde auf einen Wert von 240 ◦C festgelegt. Wird
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Abbildung 6.3: Einzelbilder aus einer HGK-Aufnahme im optischen Spektrum von einer geschäum-
ten frei extrudierten Tropfenkette. Die aktuelle Länge des sich bildenden Tropfens
wird durch weiße Pfeile angezeigt. Zwei graue Pfeile markieren den selben Tropfen
(I) zwischen den Zeitpunkten t5 und t6. Die Zeitspanne wahrnehmbarer Ereignisse
und die zeitliche Abfolge der Einzelbilder sind auf einem Zeitstrahl dargestellt.

der Austrag vergrößert, nimmt das Volumen der Tropfen und die Tropfenlänge
deutlich zu. Im Vergleich zur Tropfenlänge verändert sich der Durchmesser im
zylindrischer Abschnitt nur wenig. So ändert sich dieser Durchmesser zwischen
den Austrägen von 50 % und 150 % nur um etwa 15 µm während sich die Trop-
fenlänge um etwa 270 µm verändert. Tropfen bei einem Austrag von 50 % weisen
nur einen zylindrischen Abschnitt auf. Dagegen sind die Tropfen bei den beiden
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Abbildung 6.4: Jeweils ein Einzelbild aus drei verschiedenen HGK-Aufnahmen im optischen Spek-
trum von nicht geschäumten frei extrudierten Tropfenketten. Durch Erhöhung des
Austrags DR wurde die Form der Tropfen von (a) bis (c) verändert sowie deren Vo-
lumen vergrößert. In (b) wird die Aufteilung eines Tropfens in einen zylindrischen
(Z) und bauchigen (B) Abschnitt gezeigt.

höheren Austrägen aus einem zylindrischen und bauchigen Abschnitt aufgebaut.
Dieser bauchige Abschnitt weißt einen größeren Durchmesser als der zylindri-
sche Abschnitt auf und ist teils asymmetrisch angeordnet. Das Volumen aller
zylindrischen Abschnitte ist unabhängig vom Austrag mit etwa 0,009 mm3 bis
0,011 mm3 ähnlich groß.
In Abbildung 6.5 wird der Einfluss der Düsentemperatur auf die Form nicht
schäumender Tropfen dargestellt. Hierbei wurde der Austrag auf den Wert von
100 % festgelegt. Durch eine Erhöhung der Düsentemperatur wird die Tropfen-
länge vergrößert, während sich der mittlere Durchmesser der Tropfen reduziert.
Die Änderung von Tropfenlänge und mittlerem Durchmesser gleichen sich hier-
bei so aus, dass das Volumen der Tropfen annähernd gleich bleibt und eine Größe
von etwa 0,02 mm3 annimmt. Die Berechnung der Tropfenvolumina basiert da-
bei auf der Annahme einer zylindrischen Form. Bei einer Düsentemperatur von
240 ◦C ist innerhalb eines Tropfens ein zylindrischer und bauchiger Abschnitt
erkennbar. Allerdings zeigen die Tropfen bei einer Düsentemperatur von 210 ◦C
und 270 ◦C keine klare Trennung in zwei Abschnitte auf.
Im Zuge der Charakterisierung des Austrags von Kunststoff aus der Düse wur-
de auch ein möglicher Einfluss der Verschlussfrequenz untersucht. Jedoch konnte
keine Beeinflussung des Tropfenvolumens oder der Form der Tropfen festgestellt
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200 µmEinzelner Tropfen

TD = 210 °C

Nicht geschäumt
Düse

(a)

200 µm

TD = 240 °C

Nicht geschäumt

(b)

200 µm

TD = 270 °C

Nicht geschäumt

(c)

Abbildung 6.5: Jeweils ein Einzelbild aus drei verschiedenen HGK-Aufnahmen im optischen Spek-
trum von nicht geschäumten frei extrudierten Tropfenketten. Durch Erhöhung der
Düsentemperatur TD wurde die Form der Tropfen von (a) bis (c) verändert.

werden. Die Zeitpanne für den Kunststoffaustrag bleibt unverändert und nur die
Zeitpanne der Pause verkürzt sich mit steigender Verschlussfrequenz.

Einfluss von Austrag und Düsentemperatur auf die Form schäumender
Tropfen sowie auf die Zeitspanne des Schäumens
Bei einer Variation des Austrags konnte keine Veränderung der Zeitspanne des
Schäumens feststellt werden. Daher wird der Einfluss des Austrags auf die Form
schäumender Tropfen ohne zeitliche Entwicklung betrachtet und nur zum Zeit-
punkt t0 (s. Abbildung 6.3) die Form der Tropfen miteinander verglichen. Abbil-
dung 6.6 stellt den Einfluss des Austrags auf die Form schäumender Tropfen dar.
Die Düsentemperatur lag bei 240 ◦C und der Masterbatchanteil bei 6 %. Wie auch
bei den nicht geschäumten Tropfen nimmt mit steigendem Austrag das Volumen
der geschäumten Tropfen und deren Tropfenlänge deutlich zu. Im Vergleich zur
Tropfenlänge verändert sich auch bei den geschäumten Tropfen der Durchmesser
im zylindrischer Abschnitt nur wenig. Dieser Durchmesser ändert sich zwischen
den Austrägen von 50 % und 150 % nur um etwa 20 µm während sich die Trop-
fenlänge um etwa 330 µm verändert. Auch die Form aller geschäumten Tropfen
ähnelt denen der nicht geschäumten Tropfen (s. Abbildung 6.4). Tropfen bei ei-
nem Austrag von 50 % (a) weisen nur einen zylindrischen Abschnitt auf und mit
steigendem Austrag setzt sich daran ein bauchiger Abschnitt an. Allerdings ist
dieser bauchige Abschnitt durch das Schäumen der Tropfen deutlich sichtbarer.
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200 µmEinzelner Tropfen

DR = 50 %

Geschäumt
Düse

(a)

200 µm

DR = 100 %

Geschäumt

(b)

200 µm

DR = 150 %

Geschäumt

Form

B

Z

(c)

Abbildung 6.6: Jeweils ein Einzelbild aus drei verschiedenen HGK-Aufnahmen im optischen Spek-
trum von geschäumten frei extrudierten Tropfenketten. Durch Erhöhung des Aus-
trags DR wurde die Form der Tropfen von (a) bis (c) verändert sowie deren Volumen
vergrößert. In (c) wird die Aufteilung eines Tropfens in einen zylindrischen (Z) und
bauchigen (B) Abschnitt gezeigt.

So unterscheiden sich die Durchmesser zwischen dem zylindrischen und bau-
chigen Abschnitt deutlicher voneinander und bei einem Austrag von 150 % ist
der bauchigen Abschnitt asymmetrischer angeordnet als dies bei den nicht ge-
schäumten Tropfen der Fall ist.
Eine Variation der Düsentemperatur verändert die Zeitspanne des Schäumens.
Daher wird dieser Einfluss anhand von optischen HGK-Aufnahmen betrachtet,
die als Reihe von Einzelbildern dargestellt sind. Die im Folgenden dargestell-
ten HGK-Aufnahmen sind im Aufbau identisch mit Abbildung 6.2 bzw. Abbil-
dung 6.3 und wurden in gleicher Weise ausgewertet. In Abbildung 6.7 wird der
Austrag von Kunststoff aus der Düse bei der Erzeugung einer geschäumten Trop-
fenkette dargestellt. Hierbei wurde die Düsentemperatur im Vergleich zu Abbil-
dung 6.3 auf 210 ◦C abgesenkt. Zwar lässt sich auch bei einer Düsentemperatur
von 210 ◦C eine Aufteilung der geschäumten Tropfen in einen zylindrischen und
bauchigen Abschnitt beobachten, allerdings unterscheiden sich die Durchmesser
in diesen beiden Abschnitten nicht sehr voneinander. Eine Absenkung der Dü-
sentemperatur verlängert die Zeitspanne des Schäumens deutlich, sodass sich die
Form der Tropfen noch über mindestens drei weitere Perioden hinaus verändert.
Dies kann anhand der drei untereinander hängenden Tropfen zum Zeitpunkt t5
nachvollzogen werden, die zu unterschiedlichen Zeitpunkten entstanden sind
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Abbildung 6.7: Einzelbilder aus einer HGK-Aufnahme im optischen Spektrum von einer geschäum-
ten frei extrudierten Tropfenkette. Die aktuelle Länge des sich bildenden Tropfens
wird durch weiße Pfeile angezeigt. Drei graue Pfeile markieren den selben Tropfen
(I) zwischen den Zeitpunkten t4, t5 und t6. Die Zeitspanne wahrnehmbarer Ereignis-
se und die zeitliche Abfolge der Einzelbilder sind auf einem Zeitstrahl dargestellt.

und deren mittlere Durchmesser sich unterscheiden. Nach der vierten Periode
verlässt der zum Zeitpunkt t0 neu entstandene Tropfen teilweise das Bild. Daher
lässt sich das Ende des Schäumens nicht klar eingrenzen. Die maximal beobacht-
bare Zeitspanne des Schäumens beträgt 32,47 ms und ist damit etwa doppelt so
lange wie die Zeitspanne des Schäumens bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C
(s. Abbildung 6.3). Über die gesamte beobachtbare Zeitspanne des Schäumens
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vergrößert sich der mittlere Durchmesser der Tropfen um etwa 90 µm während
sich die Tropfenlänge um etwa 110 µm vergrößert. Damit vergrößern sich Trop-
fen bei einer Düsentemperatur von 210 ◦C mehr als bei einer Düsentemperatur
von 240 ◦C. Ein unterschiedliches Schäumen zwischen dem zylindrischen und
bauchigen Abschnitt kann nicht festgestellt werden.
Abbildung 6.8 stellt den Austrag von Kunststoff aus der Düse bei der Erzeugung
einer geschäumten Tropfenkette dar, wobei dieses Mal die Düsentemperatur auf
270 ◦C erhöht wurde. Bei einer Düsentemperatur von 270 ◦C kann eine sicht-
bare Trennung der geschäumten Tropfen in einen zylindrischen und bauchigen
Abschnitt beobachtet werden. Die Erhöhung der Düsentemperatur führt zu einer
deutlichen Verkürzung der Zeitspanne des Schäumens. Der Vorgang des Schäu-
mens ist innerhalb der Periode abgeschlossen, in der ein neuer Tropfen entsteht.
Die maximale Zeitspanne des Schäumens beträgt nur 4,55 ms und entspricht da-
mit nur etwa einem Drittel der Zeitspanne des Schäumens bei einer Düsentempe-
ratur von 240 ◦C (s. Abbildung 6.3). Als neu auftretendes Ereignis kann ab dem
Zeitpunkt t4 das Kollabieren der Schaumstruktur beobachtet werden, wodurch
sich das Volumen des geschäumten Tropfens wieder verringert. Das Kollabieren
erstreckt sich dabei über eine größere Zeitspanne als die des Schäumens. Über
die gesamte Zeitspanne des Schäumens und Kollabierens vergrößert sich der
mittlere Durchmesser der Tropfen und die Tropfenlänge um etwa 60 µm. Ent-
sprechend ist die Vergrößerung des Tropfenvolumens bei einer Düsentemperatur
von 270 ◦C geringer als bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C. Der zylindrische
Abschnitt des Tropfens schäumt tendenziell weniger als der bauchige Abschnitt.
Zusammenfassend können bei einer Variation der Düsentemperatur für geschäum-
te Tropfen folgende Unterschiede festgestellt werden: Vor dem Beginn des Schäu-
mens nimmt mit steigender Düsentemperatur die Tropfenlänge etwas zu während
der mittlere Durchmesser etwas abnimmt. Im Vergleich zu den nicht geschäum-
ten Tropfen sind diese Unterschiede zwischen verschiedenen Düsentemperaturen
allerdings gering. Das Volumen der geschäumten Tropfen vor dem Beginn des
Schäumens beträgt wie bei den nicht geschäumten Tropfen etwa 0,02 mm3. Die
Berechnung der Tropfenvolumina basiert dabei auf der Annahme einer zylindri-
schen Form. Insgesamt ist die Form der geschäumten Tropfen im Vergleich zu
den nicht geschäumten Tropfen langgezogener und die Unterschiede zwischen
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Abbildung 6.8: Einzelbilder aus einer HGK-Aufnahme im optischen Spektrum von einer geschäum-
ten frei extrudierten Tropfenkette. Die aktuelle Länge des sich bildenden Tropfens
wird durch weiße Pfeile angezeigt. Zwei graue Pfeile markieren den selben Tropfen
(I) zwischen den Zeitpunkten t5 und t6. Die Zeitspanne wahrnehmbarer Ereignisse
und die zeitliche Abfolge der Einzelbilder sind auf einem Zeitstrahl dargestellt.

dem zylindrischen und bauchigen Abschnitt etwas ausgeprägter. Die Zeitspanne
des Schäumens wird mit steigender Düsentemperatur deutlich verkürzt. Jedoch
verringert sich die Zunahme der Tropfenlänge und des mittleren Durchmessers
durch das Schäumen. Hinzu kommt, dass mit steigender Düsentemperatur ein
Kollabieren der Schaumstruktur beobachtet werden kann.
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200 µmEinzelner Tropfen

wCH815 = 0 %

Nicht geschäumt
Düse

(a)

200 µm

wCH815 = 2 %

Geschäumt

Glatte Oberfläche

(b)

200 µm

wCH815 = 6 %

Geschäumt

Raue Oberfläche

(c)

Abbildung 6.9: Jeweils ein Einzelbild aus drei verschiedenen HGK-Aufnahmen im optischen Spek-
trum von geschäumten bzw. nicht geschäumten frei extrudierten Tropfenketten.
Durch Erhöhung des Masterbatchanteils wCH815 wurde die Form und Oberfläche der
Tropfen von (a) bis (c) verändert.

Einfluss des Masterbatchanteils auf die Form schäumender Tropfen
Neben einem Masterbatchanteil von 6 % wurde auch ein Masterbatchanteil von
2 % für die Erzeugung von geschäumten Tropfenketten verwendet. Bei diesem
Masterbatchanteil lässt sich allerdings in den HGK-Aufnahmen das Schäumen
nur schwer beobachten. Es sind keine oberflächlichen Schaumblasen erkenn-
bar und die Volumenzunahme eines neu entstehenden Tropfens erfolgt über eine
lang gestreckte Zeitspanne. Entsprechend kann die Zeitspanne des Schäumens als
auch die Zunahme der Tropfenlänge und des mittleren Durchmessers für einen
Masterbatchanteil von 2 % nicht abgeschätzt werden. Daher wird der Einfluss
des Masterbatchanteils auf die Form schäumender Tropfen ohne zeitliche Ent-
wicklung betrachtet und nur zum Zeitpunkt t0 (s. Abbildung 6.3) die Form der
Tropfen miteinander verglichen. Wie aus Abbildung 6.3 hervorgeht, ist zu die-
sem Zeitpunkt das Schäumen noch nicht abgeschlossen. Abbildung 6.9 stellt den
Einfluss des Masterbatchanteils auf die Form schäumender Tropfen dar. Die Dü-
sentemperatur lag bei 240 ◦C und der Austrag bei 100 %. Mit zunehmenden Mas-
terbatchanteil vergrößert sich die Tropfenlänge während sich der mittlere Durch-
messer etwas verringert. Oberflächlich sind bei einem Masterbatchanteil von 2 %
keine Schaumblasen erkennbar, sodass dieser geschäumte Tropfen dem nicht ge-
schäumten Tropfen in Abbildung 6.9 (a) ähnelt. Bei einem Masterbatchanteil von
6 % sind Schaumblasen an der Oberfläche deutlich sichtbar.
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Abbildung 6.10: Anfängliche Abkühlgeschwindigkeit von Kunststofftropfen für unterschiedliche
Masterbatchanteile wCH815 in Abhängigkeit der Düsentemperatur. Die Fehlerbal-
ken geben die Standardabweichung an.

6.1.2 Abkühlgeschwindigkeit von Kunststofftropfen

Abbildung 6.10 zeigt für zwei verschiedene Masterbatchanteile von CH815 den
Einfluss der Düsentemperatur auf die Abkühlgeschwindigkeit von Kunststoff-
tropfen innerhalb von frei extrudierten Tropfenketten. Für alle gemessenen Ab-
kühlgeschwindigkeiten ist die Standardabweichung als Fehlerbalken dargestellt.
Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 0 % enthalten kein Treibmittel und sind
demnach nicht geschäumt. Für jede Düsentemperatur und jeden Masterbatchan-
teil wurden auch die Abkühlgeschwindigkeiten bei unterschiedlichen Austrägen
ermittelt. Allerdings konnte innerhalb der gemessenen hohen Standardabwei-
chung keine Abhängigkeit zwischen dem Austrag und der Abkühlgeschwindig-
keit festgestellt werden, weshalb in Abbildung 6.10 für einen bestimmten Mas-
terbatchanteil und eine bestimmte Düsentemperatur alle Abkühlgeschwindigkei-
ten bei verschiedenen Austrägen gemittelt sind. Im Vergleich zu den Abkühlge-
schwindigkeiten, die beispielsweise bei einer DSC-Messung eingestellt werden
(s. Kapitel 3.1 und 3.2), sind die Abkühlgeschwindigkeiten der Kunststofftrop-
fen nach dem Austragen aus der Düse deutlich höher. Hierbei handelt es sich
jedoch um die anfängliche Abkühlgeschwindigkeit innerhalb einer Zeitspanne
von etwa 60 ms, die im weiteren Verlauf der Abkühlung wieder abnehmen kann.
Insgesamt nimmt die Abkühlgeschwindigkeit für beide Masterbatchanteile mit
steigender Düsentemperatur deutlich zu. Die Abkühlgeschwindigkeit und deren
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Standardabweichung der nicht geschäumten Tropfen ist dabei geringer als die der
geschäumten Tropfen. Für beide Masterbatchanteile ist die Standardabweichung
der Abkühlgeschwindigkeit bei einer Düsentemperatur von 260 ◦C deutlich hö-
her als bei den beiden anderen Düsentemperaturen.

6.2 Volumen von Kunststofftropfen

Einfluss von Austrag, Düsentemperatur und Masterbatchanteil
Abbildung 6.11 zeigt für verschiedene Düsentemperaturen und Masterbatchan-
teile von CH815 den Einfluss des Austrags auf das Tropfenvolumen. Für alle
gemessenen Tropfenvolumina ist die Standardabweichung als Fehlerbalken dar-
gestellt. Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 0 % enthalten kein Treibmittel
und sind entsprechend nicht geschäumt. Unabhängig vom Austrag ist das Volu-
men nicht geschäumter Tropfen stets kleiner als das geschäumter Tropfen. Ei-
ne Ausnahme stellen Tropfen bei einem Masterbatchanteil von 14 % dar, deren
Volumen je nach Parametereinstellung und unter Beachtung der Standardabwei-
chung unter dem Volumen nicht geschäumter Tropfen liegt. Bei der Herstellung
dieser Tropfen traten teilweise größere Regelabweichungen des Austrags auf, so-
dass der vorgegebene Austragswert nicht dem real vorliegenden Wert entsprach.
Die größten Tropfenvolumina werden bei einem Masterbatchanteil von 2 % be-
obachtet. Für die meisten Parameterkombinationen aus Austrag und Düsentem-
peratur lässt sich feststellen, dass das Tropfenvolumen umso größer wird, umso
geringer der Masterbatchanteil ist. Während nicht geschäumte Tropfen so gut wie
gar nicht von der Düsentemperatur beeinflusst werden, sinkt das Tropfenvolumen
geschäumter Tropfen mit zunehmender Düsentemperatur ab.
Über einen Vergleich der gemessenen Tropfenvolumina mit den Regressions-
geraden kann die lineare Abhängigkeit zwischen Austrag und Tropfenvolumen
überprüft werden. Eine lineare Abhängigkeit ist für nicht geschäumte Tropfen-
volumina deutlich sichtbar und die Residuen zu den entsprechenden Regressions-
geraden sind klein. Auch für Volumina von Tropfen mit einem Masterbatchanteil
von 6 % und 10 % kann eine gute Übereinstimmung mit den Regressionsgeraden
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Abbildung 6.11: Mittleres Tropfenvolumen für unterschiedliche Düsentemperaturen TD und Mas-
terbatchanteile wCH815 in Abhängigkeit des Austrags. Die Fehlerbalken geben die
Standardabweichung an. Für jede Parameterkombination sind Regressionsgeraden
dargestellt.

festgestellt werden. Die Volumina von Tropfen mit einem Masterbatchanteil von
2 % und 14 % zeigen jedoch Abweichungen zum linearen Zusammenhang. Dies
ist deutlich bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C zu beobachten.
Die Standardabweichung der Tropfenvolumina nimmt mit zunehmenden Austrag
für alle Parameterkombinationen zu. Die niedrigsten Standardabweichungen zei-
gen nicht geschäumte Tropfen. Bei den geschäumten Tropfen kann hinsichtlich
der Standardabweichung zwischen Masterbatchanteilen unterschieden werden.
Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 2 % und 14 % zeigen eine höhere Stan-
dardabweichung der Volumina als Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 6 %
und 10 %. Bei einer Düsentemperatur von 260 ◦C kann dieser Trend nicht beob-
achtet werden. Hier fällt die Standardabweichung für alle Volumina geringer aus
als bei den beiden anderen Düsentemperaturen.
In Abbildung 6.12 sind alle Tropfenvolumina aus Abbildung 6.11 auf einen Aus-
trag von 100 % bezogen in Abhängigkeit der Düsentemperatur dargestellt. Ein
linearer Zusammenhang zwischen Austrag und Tropfenvolumen wird angenom-
men bzw. Abweichungen hiervon gehen als neue Standardabweichung (Fehler-
balken) in die Darstellung des Tropfenvolumens ein. In dieser Darstellungsform
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Abbildung 6.12: Mittleres Tropfenvolumen für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815 in Ab-
hängigkeit der Düsentemperatur. Alle Tropfenvolumen aus Abbildung 6.11 wurden
auf einen Austrag von 100 % bezogen. Die Fehlerbalken geben die Standardabwei-
chung an.

kann der Einfluss der Düsentemperatur auf die geschäumten und nicht geschäum-
ten Tropfen leichter bewertet werden. Während das Tropfenvolumen der nicht
geschäumten Tropfen nahezu unabhängig von der Düsentemperatur ist, nimmt
für alle geschäumten Tropfen das Volumen mit steigender Düsentemperatur ab.
Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 10 % und 14 % weisen ein ähnliches
Volumen und Verhalten über den untersuchten Temperaturbereich auf, wobei die
große Standardabweichung bei einem Masterbatchanteil von 14 % zu beachten
ist. Bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C fällt das Tropfenvolumen von Tropfen
mit einem Masterbatchanteil von 2 % und 6 % ähnlich groß aus. Des Weiteren ist
bei dieser Düsentemperatur die Standardabweichung im Vergleich zu den beiden
anderen Düsentemperaturen deutlich größer. Innerhalb des untersuchten Werte-
bereichs der Parameter ist der Einfluss des Masterbatchanteils auf das Tropfen-
volumen größer als der Einfluss der Düsentemperatur.
In Abbildung 6.13 (a) ist der protokollierte Massedruck aller bei einem Austrag
von 100 % hergestellten frei extrudierten Tropfenketten für verschiedene Mas-
terbatchanteile in Abhängigkeit der Düsentemperatur dargestellt. Da die Steue-
rung des Freeformers keine automatische Protokollfunktion besitzt, wurde der
Massedruck händisch alle 30 s über mehrere Dosiervorgänge notiert. Die Stan-
dardabweichung aller notierten Werte ist als Fehlerbalken dargestellt. Alle ge-
schäumten Tropfenketten wurden mit der selben Düse hergestellt. Allerdings
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Abbildung 6.13: Mittlerer Massedruck für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815 in Abhängig-
keit der Düsentemperatur. In (a) für den protokollierten Massedruck bei der Herstel-
lung aller frei extrudierten Tropfenketten und in (b) für eine weitere Wiederholung.
Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung an.

musste vor der Erzeugung der nicht geschäumten Tropfenketten die Düse auf-
grund eines Defekts ausgetauscht werden. Daher wurde die Messung nur für eine
weitere Protokollierung des Massedrucks wiederholt und alle Masterbatchanteile
sowie Düsentemperaturen direkt nacheinander mit der selben Düse abgefahren.
Der protokollierte Massedruck dieser Messung ist in Abbildung 6.13 (b) dar-
gestellt. Wird die Düsentemperatur erhöht, nimmt der notwendige Massedruck
für die Erzeugung geschäumter und nicht geschäumter Tropfen deutlich ab. Dies
kann in beiden Messungen beobachtet werden. Eine Abnahme der Massedrücke
mit steigendem Masterbatchanteil ist dagegen nur bei der Messung festzustel-
len, bei der alle Massedrücke nacheinander protokolliert wurden. Die niedrigsten
Massedrücke dieser Messung lassen sich bei der Erzeugung geschäumter Trop-
fen mit einem Masterbatchanteil von 14 % beobachten. Anzumerken ist, dass bei
einem Masterbatchanteil von 14 % teilweise Regelabweichungen des Austrags
auftraten, die auch mit einer temporären Verstopfung der Düse einhergingen. Ins-
gesamt ist innerhalb des untersuchten Wertebereichs der Parameter der Einfluss
der Düsentemperatur auf den Massedruck größer als der Einfluss des Masterbat-
chanteils. Aufgrund der unterschiedlichen Massedrücke bei den verschiedenen
Messungen ist der Massedruck nur bedingt zur Beurteilung der Viskosität einer
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Abbildung 6.14: Mittleres Tropfenvolumen für unterschiedliche Düsentemperaturen TD und LDPE-
wLDPE (a) bzw. Treibmittelanteile wT (b). LDPE und Treibmittel sind die beiden
Bestandteile des Masterbatchs. Durch unterschiedliche Masterbatches werden die
beiden Anteile jeweils getrennt voneinander variiert. Die Fehlerbalken geben die
Standardabweichung an.

Polymerschmelze geeignet. Weitere protokollierte Massedrücke bei den Austrä-
gen 50 % und 150 % können den Tabellen B.1 und B.3 entnommen werden.

Konstanter LDPE- oder Treibmittelanteil
Abbildung 6.14 zeigt das Tropfenvolumen für variierende LDPE- und für variie-
rende Treibmittelanteile in Abhängigkeit der Düsentemperatur. Der Austrag wur-
de für alle Parameterkombinationen konstant gehalten. Die Standardabweichung
ist bei allen gemessenen Tropfenvolumina als Fehlerbalken dargestellt. Bei der
Variation des LDPE-Anteils wurde der Treibmittelanteil und bei der Variation
des Treibmittelanteils der LDPE-Anteil konstant gehalten. Dies lässt sich nur mit
unterschiedlichen Masterbatches erreichen, da bei einer Variation des Masterbat-
chanteils bei gleichem Masterbatch LDPE- und Treibmittelanteile gleichermaßen
verändert werden. Zur Übersicht listet Tabelle 6.1 für alle verwendeten Master-
batches sowie Masterbatchanteile die Massenanteile von LDPE und Treibmit-
tel an der Gesamtmischung auf. Die Massedrücke, die bei der Herstellung der
Tropfenketten mit unterschiedlichen LDPE- und Treibmittelanteilen protokolliert
wurden, können der Tabelle B.2 entnommen werden.
Wird der Anteil von LDPE erhöht, nimmt das Volumen der geschäumten Tropfen
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Tabelle 6.1: Übersicht über die verwendeten Masterbatches und Masterbatchanteile. Alle aufgelis-
teten Anteile beziehen sich auf die Gesamtmischung aus ABS und Masterbatch. Diese
Anteile werden vor der Verarbeitung im Prozess eingestellt.

Masterbatch Anteil Masterbatch Anteil LDPE Anteil Treibmittel
wM in % wLDPE in % wT in %

CH810 48 45,6 2,4
CH815 2 1,2 0,8

6 3,6 2,4
10 6 4
14 8,4 5,6

CH818 3,7 1,3 2,4
10,3 3,6 6,7

ab. Bezogen auf den absoluten Wert des LDPE-Anteils ist die Abnahme des Trop-
fenvolumens zwischen den LDPE-Anteilen 1,3 % und 3,6 % größer als zwischen
den LDPE-Anteilen 3,6 % und 45,6 %. Ein geringer LDPE-Anteil beeinflusst da-
her das Tropfenvolumen mehr als ein hoher LDPE-Anteil. Dieser Einfluss ist bei
einer Düsentemperatur von 260 ◦C nicht mehr nachweisbar. Bei Variation des
Treibmittelanteils kann kein eindeutiger Einfluss auf das Tropfenvolumen beob-
achtet werden.

Einfluss der Massezylinder-Temperaturen
Für verschiedene Temperaturprofile der Massezylinderheizung bei zwei unter-
schiedlichen Masterbatchanteilen des Masterbatchs CH815 ist in Abbildung 6.15
das Volumen geschäumter Tropfen dargestellt. Der Austrag wurde für alle Pa-
rameterkombinationen konstant gehalten. Für alle gemessenen Tropfenvolumi-
na ist die Standardabweichung als Fehlerbalken dargestellt. Die Massedrücke,
die bei der Herstellung der Tropfenketten mit unterschiedlichen Massezylinder-
Temperaturen protokolliert wurden, können der Tabelle B.2 entnommen werden.
Unabhängig von den verwendeten Massezylinder-Temperaturen ist das Tropfen-
volumen bei einem Masterbatchanteil von 2 % stets größer als bei 6 %. Alle
vorherigen untersuchten Tropfenketten wurden mit dem Temperaturprofil TZ1 =
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Abbildung 6.15: Mittleres Tropfenvolumen für unterschiedliche Temperaturprofile der Massezylin-
derheizung und Masterbatchanteile wCH815. Die Fehlerbalken geben die Standard-
abweichung an.

170 ◦C und TZ2 = 200 ◦C bei variabler Düsentemperatur hergestellt. Ein Vergleich
der Tropfenvolumina aus Abbildung 6.12 und Abbildung 6.15 bei entsprechend
gleichem Temperaturprofil zeigt, dass die Tropfenvolumina der beiden Master-
batchanteile unabhängig vom Versuch gleich bleiben. Ein Unterschied im Trop-
fenvolumen zwischen unterschiedlichen Temperaturprofilen kann nicht festge-
stellt werden. Einzig das Tropfenvolumen bei einem Masterbatchanteil von 2 %
und dem Temperaturprofil TZ1 = 170 ◦C und TZ2 = 200 ◦C ist signifikant größer
(einfaktorielle Varianzanalyse) im Vergleich zu den anderen Temperaturprofilen.

6.3 Scherviskosität von ABS und
Polymerblends

Abbildung 6.16 stellt für verschiedene Massetemperaturen und Masterbatchan-
teile von CH815* die Scherviskosität in Abhängigkeit der Schergeschwindigkeit
dar. Abhängig von der Höhe der Schergeschwindigkeit wurden die Schervis-
kositäten entweder mit einem Rotationsrheometer in Platte-Platte Ausführung
oder einem Hochdruck-Kapillarrheometer (HKR) bestimmt. Aufgrund der unter-
schiedlichen Messprinzipien ist bei der Schergeschwindigkeit von 400 s−1 kein
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Abbildung 6.16: Scherviskosität für unterschiedliche Massetemperaturen TM und Masterbatchan-
teile wCH815∗ in Abhängigkeit der Schergeschwindigkeit. Die Bestimmung der
Scherviskositäten wurde mit einem Rotationsrheometer in Platte-Platte Ausführung
(Platte-Platte) und einem Hochdruck-Kapillarrheometer (HKR) durchgeführt.

stetiger Übergang gegeben. Die Kurve mit einem Masterbatchanteil von 0 %
stellt die Scherviskositäten des technisch reinen thermoplastischen Kunststoffs
ABS dar. Der Masterbatch CH815* wird als Bezeichnung für den Masterbatch
CH815 eingeführt, nachdem sich das enthaltene Treibmittel komplett zersetzt
hat. Mithilfe der TG-MS Messung für den Masterbatch CH815 (s. Kapitel 3.2)
können die Bestandteile des neuen Masterbatchs CH815* berechnet werden.
Dieser besteht zu etwa 70,5 % aus LDPE und zu 29,5 % aus festen Zersetzungs-
rückständen. Entsprechend wurde bei einem Masterbatchanteil von 100 % nicht
ein technisch reines LDPE untersucht, sondern eine Mischung aus LDPE und
Zersetzungsrückständen. Dies trifft auch auf die beiden weiteren untersuchten
Polymerblends aus ABS und dem Masterbatch CH815* zu. Neben LDPE enthal-
ten diese Polymerblends Zersetzungsrückstände und sind mit den Mischungen
aus ABS und dem Masterbatch CH815 bei den Masterbatchanteilen 4 % und
10 % vergleichbar, nachdem im Prozess die Zersetzung des Treibmittel stattge-
funden hat.
Scherviskositäten für einen Masterbatchanteil von 100 % konnten nur mit dem
Rotationsrheometer bei einer Massetemperatur von 220 ◦C gemessen werden.
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Trotz langer Verarbeitungszeit des Masterbatchs CH815 im Kneter ohne eine
weitere sichtbare Zersetzungsreaktion des Treibmittels konnten während der Be-
stimmung der Scherviskositäten erneute Schäumvorgänge beobachtet werden
und die Messungen mussten abgebrochen werden. Die Messpunkte bei der Mas-
setemperatur von 220 ◦C reichen allerdings aus, um die um eine Größenordnung
niedrigeren Scherviskositäten von LDPE mit Zersetzungsrückständen gegenüber
ABS abzubilden. Grundsätzlich übt die Schergeschwindigkeit den größten Ein-
fluss auf die Scherviskosität aus. Mit zunehmender Schergeschwindigkeit nimmt
die Scherviskosität um mehrere Größenordnungen ab. Wird der Masterbatchan-
teil erhöht, nimmt die Scherviskosität nur in geringem Maße ab. Diese Abnahme
verringert sich in ihrer Größe zusätzlich mit zunehmender Massetemperatur und
Schergeschwindigkeit. Für alle Schergeschwindigkeiten gilt, dass die Schervis-
kosität mit zunehmender Massetemperatur abnimmt.
Unter der vereinfachten Annahme, dass die Erzeugung von Kunststofftropfen mit
den Fließvorgängen in einem HKR vergleichbar ist, kann nach

γ̇D =
32 ·VT

π ·D3
D ·∆ tA

(6.1)

mit einem Tropfenvolumen VT von 0,02 mm3 (Austrag beträgt 100 % und kein
Masterbatch enthalten), einem Düsendurchmesser DD von 200 µm und einer Zeit-
spanne des Kunststoffaustrags ∆ tA von etwa 2,5 ms die Schergeschwindigkeit an
der Wand der Düsenbohrung γ̇D mit 10200 s−1 abgeschätzt werden. Auf Basis
dieser Abschätzung wird in Abbildung 6.17 für eine konstante Schergeschwin-
digkeit von 10000 s−1 aber weiterhin für verschiedene Masterbatchanteile von
CH815* der Einfluss der Massetemperatur auf die Scherviskosität dargestellt.
Alle Scherviskositäten befinden sich in einer Größenordnung, die mit der Scher-
viskosität von Honig bei Raumtemperatur vergleichbar ist [181]. Mit steigen-
der Massetemperatur nimmt die Scherviskosität deutlich ab. Zwar nimmt auch
mit steigendem Masterbatchanteil die Scherviskosität ab, jedoch übt die Mas-
setemperatur im Vergleich einen größeren Einfluss aus. Darüber hinaus werden
die Differenzen zwischen Scherviskositäten unterschiedlicher Masterbatchantei-
le mit steigender Massetemperatur kleiner. Die in Abbildung 6.17 dargestellten
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Abbildung 6.17: Scherviskosität für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815∗ in Abhängigkeit
der Massetemperatur.

Scherviskositäten entsprechen denen, die für Polymerschmelzen bei der Erzeu-
gung von Kunststofftropfen zu erwarten sind. Daher kann die Änderung der
Scherviskosität in Abhängigkeit von der Massetemperatur und dem Masterbat-
chanteil (LDPE mit Zersetzungsrückständen) mit der Änderung des Massedrucks
bei gleichen Abhängigkeiten (s. Abbildung 6.13) verglichen werden. Dieser Ver-
gleich zeigt, dass Temperatur und Masterbatchanteil die Scherviskosität und den
Massedruck in ähnlicher Weise beeinflussen.

6.4 Mikrostrukturelle Charakterisierung

Die Charakterisierung der Mikrostruktur von additiv gefertigten geschäumten
und nicht geschäumten Quadern sowie von geschäumten und nicht geschäum-
ten frei extrudierten Tropfenketten erfolgte anhand mehrerer Untersuchungen:
Der mikroskopischen Untersuchung von Schliffbildern ausgewählter Probekör-
per, der rasterelektronenmikroskopischen Untersuchung der Oberflächenbeschaf-
fenheit einzelner Kunststofftropfen und der Untersuchung der Oberflächenrau-
heit additiv gefertigter Strukturen. Des Weiteren wurde die Bruchfläche eines
Masterbatch-Granulatkorns rasterelektronenmikroskopisch untersucht.
Zur Veranschaulichung der tatsächlichen Form der untersuchten Probekörper
(s. Kapitel 3.3), die durch den additiven Fertigungsprozess entsteht, werden im
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Folgenden einige additiv gefertigte Quader vorgestellt. Die tatsächliche Form
der frei extrudierten Tropfenketten ist dem Kapitel 6.1 zu entnehmen. Die äußere
Form dieser Quader ist repräsentativ für die Form der Quader, die mit anderen
Parametersätzen und Parameterkombinationen hergestellt wurden. In den Abbil-
dungen 6.18 (a) bis (c) ist die äußere Form drei verschiedener nicht geschäumter
Quader aus dem Parametersatz LT200DAR14 dargestellt. Eine Düsentemperatur
von 260 ◦C wurde für die Probekörperherstellung eingestellt. In den Abbildun-
gen 6.18 (d) bis (f) sind drei geschäumte Quader aus dem selben Parametersatz
LT200DAR14 dargestellt. Hierbei wurde eine Düsentemperatur von 240 ◦C ein-
gestellt und der Masterbatchanteil von CH815 lag bei 6 %. Während alle ande-
ren Prozessparameter konstant gehalten wurden, wurde der Austrag von Abbil-
dung 6.18 (a) nach (c) sowie von Abbildung 6.18 (d) nach (f) vergrößert, wodurch
qualitativ unterschiedliche Füllgrade miteinander verglichen werden können. Der
nicht geschäumte Quader in Abbildung 6.18 (a) fällt durch eine punktuell etwas
glänzende oberste Schicht auf, jener in Abbildung 6.18 (b) durch eine korrek-
te Wiedergabe der vorgegebenen Form und der in Abbildung 6.18 (c) gezeigte
durch eine zunehmende konvexe Ausbeulung der Oberfläche. Gegenüber dem
Quader mit einem Austrag von 90 % sind sich die beiden Quader mit geringerem
Austrag sehr ähnlich. Der Quader mit einem Austrag von 75 % weist tendenzi-
ell ebenere Oberflächen auf als der Quader mit einem Austrag von 60 %. Die
geschäumten Quader in den Abbildungen 6.18 (d) bis (f) weisen gegenüber den
nicht geschäumten Quadern eine weiße und weniger gelblich erscheinende Fär-
bung auf. In der obersten Schicht des Quaders mit einem Austrag von 40 % lassen
sich die einzelnen Tropfenketten aufgrund von Lücken gut erkennen. Die vorge-
gebene Form wird von keinem der geschäumten Quader eingehalten. Die Quader
mit einem geringeren Austrag in den Abbildungen 6.18 (d) und (e) besitzen eine
glatte oberste Schicht während die oberste Schicht des Quaders mit einem Aus-
trag von 70 % in Abbildung 6.18 (f) rau und konvex ausgebeult ist. Im Gegensatz
zu den beiden anderen Quadern sind dessen Seitenflächen nicht konkav geformt,
sondern folgen relativ geradlinig der Form eines Quaders.
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DR = 60 %

Nicht geschäumt

(a)

Glatte Flächen

DR = 75 %

Nicht geschäumt

(b)

Materialanhäufung

DR = 90 %

Nicht geschäumt

(c)

DR = 40 %

Geschäumt

Konkave Oberflächen

(d)

DR = 57 %

Geschäumt

(e)

DR = 70 %

Geschäumt

Raue Oberfläche

(f)

Abbildung 6.18: Jeweils drei additiv gefertigte geschäumte und nicht geschäumte Quader mit un-
terschiedlichen Füllgraden aus dem Parametersatz LT200DAR14. Durch Änderung
des Austrags DR wurde der Füllgrad beeinflusst. Von (a) bis (c) werden nicht ge-
schäumte und von (d) bis (f) geschäumte Quader gezeigt.

6.4.1 Plastographische Untersuchungen

Mikrostrukturen additiv gefertigter nicht geschäumter Quader
Abbildung 6.19 zeigt Schliffbilder von additiv gefertigten Strukturen bei ver-
schiedenen Füllgraden. Die Mikrostrukturen sind alle aus dem Parametersatz
LT200DAR14 und nur der Austrag wurde zur Variation des Füllgrads von Ab-
bildung 6.19 (a) bis (c) vergrößert. Eine Düsentemperatur von 260 ◦C wurde für
die Probekörperherstellung eingestellt. In Abbildung 6.19 (a) sind die einzelnen
geschnittenen Tropfenketten deutlich separiert voneinander zu erkennen. Inner-
halb der Schichten (horizontal) berühren sich die Tropfenketten nur selten, sodass
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500 µm

DR = 60 %

Nicht geschäumt

G. Tropfenkette

P. Pore

(a)

500 µm

DR = 75 %

Nicht geschäumt

P. Pore

G. Tropfenkette

Gaspore

(b)

500 µm

DR = 90 %

Nicht geschäumt

(c)

Abbildung 6.19: Schliffbilder additiv gefertigter nicht geschäumter Strukturen aus dem Parameter-
satz LT200DAR14. Durch Vergrößerung des Austrags DR wurde der Füllgrad von
(a) bis (c) erhöht. Geschnittene Tropfenketten und prozessbedingte Poren sind nur
in (a) und (b) anhand der Mikrostruktur erkennbar. In (a) ist für alle Schliffbilder
die Position und Orientierung der Schliffebene (rot eingefärbt) innerhalb des Qua-
ders markiert. Die Schliffebene liegt parallel zur Aufbaurichtung (schwarzer Pfeil).

sich große Netzwerke von miteinander verbundenen prozessbedingten Poren bil-
den. Innerhalb der Tropfenketten sind wenige kleine Gasporen erkennbar. In Ab-
bildung 6.19 (b) sind die geschnittenen Tropfenketten in ihrer Breite vergrößert
und berühren sich innerhalb der Schichten. Aufgrund der regelmäßig auftauchen-
den prozessbedingten Poren (Dreiecksform) lassen sich die einzelnen Tropfen-
ketten und Schichten visuell voneinander trennen. Einzelne Gasporen innerhalb
der Tropfenketten sind nach wie vor erkennbar. Verglichen mit den anderen bei-
den Mikrostrukturen sind in Abbildung 6.19 (c) keine Tropfenketten und auch
keine prozessbedingten Poren erkennbar. Es lassen sich nur vereinzelt Poren er-
kennen, deren Ursprung anhand der Mikrostruktur nicht beurteilt werden kann.
Insgesamt reduziert sich die Größe und Anzahl an prozessbedingten Poren von
Abbildung 6.19 (a) bis (c) mit steigendem Austrag.

Mikrostrukturen additiv gefertigter geschäumter Quader
In Abbildung 6.20 sind Schliffbilder von additiv gefertigten geschäumten Struk-
turen bei verschiedenen Füllgraden dargestellt. Wie die nicht geschäumten Mi-
krostrukturen sind auch die geschäumten Mikrostrukturen aus dem Parameter-
satz LT200DAR14 und nur der Austrag wurde zur Variation des Füllgrads von
Abbildung 6.20 (a) bis (c) vergrößert. Eine Düsentemperatur von 240 ◦C wurde
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Abbildung 6.20: Schliffbilder additiv gefertigter geschäumter Strukturen aus dem Parametersatz
LT200DAR14. Durch Vergrößerung des Austrags DR wurde der Füllgrad von (a)
bis (c) erhöht. Geschnittene Tropfenketten und prozessbedingte Poren sind nur in
(a) und (b) anhand der Mikrostruktur erkennbar. In (a) ist für alle Schliffbilder die
Position und Orientierung der Schliffebene (rot eingefärbt) innerhalb des Quaders
markiert. Die Schliffebene liegt parallel zur Aufbaurichtung (schwarzer Pfeil).

für die Probekörperherstellung eingestellt und der Masterbatchanteil von CH815
lag bei 6 %. Die Tropfenketten in Abbildung 6.20 (a) sind innerhalb der Schich-
ten (horizontal) deutlich voneinander separiert und berühren sich nur teilweise
zwischen den Schichten. Hierdurch entstehen große Netzwerke von miteinander
verbundenen prozessbedingten Poren. Innerhalb der Tropfenketten lassen sich
viele Schaumblasen unterschiedlicher Größe erkennen. Die Wände zwischen
den Schaumblasen sind überwiegend intakt und nicht aufgeplatzt. Durch Ver-
größerung des Austrags von Abbildung 6.20 (a) nach (b) nimmt die Größe der
Tropfenketten zu. Anhand von einigen prozessbedingten Poren in Dreiecksform
können noch Tropfenketten identifiziert werden. Jedoch wird dies aufgrund der
ähnlich großen Schaumblasen innerhalb der Tropfenketten erschwert. Auch die
Schaumblasen aus Abbildung 6.20 (b) weisen überwiegend intakte Wände zuein-
ander auf. Abbildung 6.20 (c) zeigt eine Mikrostruktur bei weiterer Vergrößerung
des Austrags. Einzelne Tropfenketten können nicht mehr identifiziert werden.
Auch eine Unterscheidung zwischen prozessbedingten Poren und Schaumblasen
ist nicht mehr möglich. Zwar sind weiterhin Schaumblasen vorhanden, jedoch
hat sich deren Anzahl verringert und der Abstand zueinander vergrößert. Es las-
sen sich nur wenige dünne Wände zwischen Schaumblasen erkennen.
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(a)
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(b)
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(c)
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Abbildung 6.21: Schliffbilder additiv gefertigter geschäumter Strukturen aus dem Parametersatz
LT200DAR14. Zwischen (a) und (b) bzw. (c) und (d) ist nur die Aufnahmeposi-
tion innerhalb der Schliffebene verändert worden (s. Position und Orientierung der
Schliffebene (rot eingefärbt) innerhalb des Quaders). Im Vergleich zu (a) und (b)
wurde in (c) und (d) der Füllgrad durch Vergrößerung des Austrags DR erhöht. Die
Schliffebene liegt parallel zur Aufbaurichtung (schwarzer Pfeil).

Abbildung 6.21 vergleicht jeweils zwei Schliffbilder von additiv gefertigten
geschäumten Strukturen aus dem Parametersatz LT200DAR14 bei gleichem
Füllgrad. Dabei unterscheiden sich Abbildung 6.21 (a) und (b) sowie Abbil-
dung 6.21 (c) und (d) nur darin, dass eine andere Aufnahmeposition innerhalb der
Schliffebene gewählt wurde. Abbildung 6.21 (a) und (c) sind identisch mit Ab-
bildung 6.20 (a) und (b). Während sich die Tropfenketten in Abbildung 6.21 (a)
und (b) in ihrer Größe nicht voneinander unterscheiden, fällt die unterschiedli-
che Anzahl und Größe der Schaumblasen auf. In Abbildung 6.21 (a) beträgt der
Durchmesser einer typischen Schaumblase etwa 50 µm, während er in (b) etwa
80 µm beträgt. Weiterhin ist die Anzahl der Schaumblasen in Abbildung 6.21 (b)
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gegenüber (a) deutlich verringert. Auch für eine Mikrostruktur mit höherem Aus-
trag von 57 % wie in Abbildung 6.21 (c) und (d) dargestellt, lässt sich je nach
Aufnahmeposition eine unterschiedliche Anzahl und Größe der Schaumblasen
feststellen. Der Durchmesser einer typischen Schaumblase in Abbildung 6.21 (c)
beträgt etwa 50 µm und in (d) etwa 40 µm. Die Unterschiede im Durchmesser
fallen somit bei einem Austrag von 57 % geringer aus als bei einem kleineren
Austrag von 40 %. Zwischen Mikrostrukturen mit einem weiter vergrößerten
Austrag von 70 % konnten keine Unterschiede festgestellt werden.

Längsschliffe von frei extrudierten Tropfenketten
In Abbildung 6.22 sind Schliffbilder von geschäumten frei extrudierten Trop-
fenketten bei verschiedenen Masterbatchanteilen von CH815 dargestellt. Eine
Düsentemperatur von 240 ◦C wurde für die Herstellung der Tropfenketten ein-
gestellt und der Austrag lag bei 100 %. Der Masterbatchanteil von CH815 wurde
in Stufen von 2 % bis auf 14 % erhöht. Zur Aufnahme der Schliffbilder wurde
eine Auflicht-Polarisation verwendet und der Analysator entweder parallel (linke
Abbildungen) oder senkrecht (rechte Abbildungen) zum Polarisator orientiert.
Diese Orientierung bestimmt, welcher Anteil des vom Polarisator polarisierten
Lichts den Analysator passieren kann. In senkrechter Stellung wird das gesamte
Licht ausgelöscht, sofern zwischen dem Polarisator und dem Analysator keine
Änderung der Polarisationsebene des Lichts erfolgt. Solche Änderungen können
beispielsweise durch optisch aktive Stoffe oder durch Reflexion unter einem be-
stimmten Winkel (Brewster-Winkel) hervorgerufen werden.
Die Schaumblasen innerhalb der Tropfenketten sind bei einem Masterbatchanteil
von 2 % annähernd rund und ihre Durchmesser sind im Vergleich zu den Durch-
messern bei anderen Masterbatchanteilen am größten. Mit zunehmenden Mas-
terbatchanteil werden diese Schaumblasen kleiner und ihre Form weniger rund,
während die Anzahl der Schaumblasen zunimmt. Bei einem Masterbatchanteil
von 14 % sind viele Schaumblasen deutlich deformiert. Die größten Schaumbla-
sen befinden sich bei den Masterbatchanteilen 10 % und 14 % in der Mitte der
Tropfenketten. Es kann festgestellt werden, dass sowohl das umgebende Kalt-
einbettmittel EpoClear als auch der thermoplastische Kunststoff ABS, aus dem
die Tropfenketten hauptsächlich bestehen, wenig bis gar nicht optisch aktiv sind
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250 µm

Geschäumt

wCH815 = 10 %
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250 µm

Geschäumt

Deformierte Schaumblase

wCH815 = 14 %

(g)

250 µm

Geschäumt

wCH815 = 14 %

(h)

Abbildung 6.22: Schliffbilder geschäumter frei extrudierter Tropfenketten, die etwa mittig geschnit-
ten sind. Von (a) bis (g) wurde der Masterbatchanteil wCH815 in Stufen erhöht. Die
Schliffbilder wurden mit einer Auflicht-Polarisation aufgenommen und der Analy-
sator wurde entweder parallel (a), (c), (e) und (g) oder senkrecht (b), (d), (f) und (h)
zum Polarisator orientiert.
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Abbildung 6.23: Zwei Schliffbilder zeigen die innere Struktur aus ABS, LDPE und Schaumblasen
(kontrastverstärkt) einer geschäumten frei extrudierten Tropfenkette. Jeweils in (a)
und (b) für zwei verschiedene Masterbatchanteile wCH815. Die Schliffbilder wurden
mit einer Auflicht-Polarisation aufgenommen, wobei der Analysator senkrecht zum
Polarisator orientiert wurde.

(Lichtauslöschung bei senkrechter Orientierung des Analysators). Entlang der
Schaumblasenränder, aber auch vereinzelt in Partikeln sind helle Bereiche er-
kennbar. Die Änderung der Polarisationsebene durch Reflexion reicht als Erklä-
rung für diese hellen Bereiche nicht aus - sie werden durch das Trägerpolymer
LDPE verursacht (s. Kapitel 7.2.1). Das LDPE liegt als zweite Phase disper-
giert in den Tropfenketten vor, wobei der sichtbare Volumenanteil mit steigendem
Masterbatchanteil deutlich zunimmt. Es befindet sich hauptsächlich in der Nähe
der Schaumblasen oder direkt an den Schaumblasenrändern. Einige Schaumbla-
sen sind sogar vollständig von LDPE umschlossen. Bei einem Masterbatchanteil
von 14 % unterscheiden sich die beiden Kunststoffe LDPE und ABS optisch we-
niger deutlich voneinander.
Abbildung 6.23 zeigt zwei ausgewählte Schliffbilder in höherer Vergrößerung
von Strukturen innerhalb einer geschäumten frei extrudierten Tropfenkette bei
einem Masterbatchanteil von 2 % und 10 % des Masterbatchs CH815. Die Düsen-
temperatur lag bei der Herstellung der Tropfenketten bei 240 ◦C und der Austrag
bei 100 %. Auch bei diesen beiden Schliffbildern wurde die Auflicht-Polarisation
verwendet, wobei der Analysator nur in senkrechter Stellung orientiert war. Die
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50 µm

Nicht geschäumt
Treibmittel-Partikel

Trägerpolymer LDPE

Abbildung 6.24: REM-Aufnahme einer Bruchfläche durch ein Masterbatch-Granulatkorn des Mas-
terbatchs CH815. Das Granulatkorn wurde mit flüssigem Stickstoff bei tiefen Tem-
peraturen gebrochen.

beiden Kunststoffe ABS und LDPE sind durch eine Grenzfläche in zwei verschie-
dene Phasen getrennt. Innerhalb des LDPEs lässt sich oftmals ein unscharfer Be-
reich erkennen. Dort wird die Schärfeebene des Objektivs verlassen, wodurch
tiefer liegende Bereiche erkannt werden können. Solche Bereiche können daher
als Schaumblasen identifiziert werden. Es existieren jedoch auch Schaumblasen,
die nicht von LDPE umschlossen sind. Stattdessen findet sich in solchen Schaum-
blasen teilweise eine geringe Menge LDPE, das am Rand der Schaumblase sepa-
riert vorliegt (s. Abbildung 6.23 (b)). Mit steigendem Masterbatchanteil nimmt
die Gesamtgröße der LDPE-Partikel und Schaumblasen leicht ab.

6.4.2 Rasterelektronenmikroskopie

Bruchfläche eines Masterbatch-Granulatkorns
In Abbildung 6.24 wird eine Bruchfläche durch ein Masterbatch-Granulatkorn
des Masterbatchs CH815 dargestellt. Es sind zahlreiche einzelne Partikel zu er-
kennen, die als das chemische Treibmittel identifiziert werden können. Diese sind
homogen im Trägerpolymer LDPE verteilt. Die Größe der einzelnen Partikel va-
riiert etwas. Die kleinsten Partikel haben einen Durchmesser unter 10 µm und die
größten Partikel sind nicht größer als 70 µm. Der Abstand zwischen den einzel-
nen Partikeln liegt in der Größenordnung von 10 µm.
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Oberflächen von frei extrudierten Tropfenketten
Abbildung 6.25 zeigt REM-Aufnahmen von geschäumten und nicht geschäum-
ten frei extrudierten Tropfenketten, die bei einer Düsentemperatur von 220 ◦C
und einem Austrag von 100 % hergestellt wurden. Der Masterbatchanteil von
CH815 wurde in Stufen von 0 % bis auf 14 % erhöht. Die einzelnen Tropfen in-
nerhalb einer Tropfenkette sind anhand der sich wiederholenden bauchigen Form
erkennbar. Der bauchige Abschnitt ist je nach verwendetem Masterbatchanteil
mehr oder weniger asymmetrisch angeordnet. Auch kann für jeden Tropfen eine
Tropfenlänge ermittelt werden und auch diese Tropfenlänge unterscheidet sich
je nach verwendetem Masterbatchanteil. Bei der Tropfenkette mit einem Master-
batchanteil von 0 % handelt es sich um eine nicht geschäumte Tropfenkette. Die
Tropfen dieser Tropfenkette weisen die geringste Tropfenlänge auf. Mit zuneh-
mendem Masterbatchanteil wird die Tropfenlänge erst größer, verkleinert sich
jedoch bei einem Masterbatchanteil von 14 % wieder. Die mittlere Tropfenlänge
beträgt bei dieser Düsentemperatur etwa 400 µm. Mit steigendem Masterbatchan-
teil verändert sich auch die Oberfläche der Tropfen. Bei einem Masterbatchanteil
von 0 % erscheint diese glatt, bei 2 % und 6 % durch einzelne Schaumblasen unter
der Oberfläche gewölbt und bei 10 % und 14 % rau. Die Oberfläche der Tropfen
bei einem Masterbatchanteil von 14 % wirkt zusätzlich geschuppt. Anhand von
geplatzten Schaumblasen an der Oberfläche lässt sich erkennen, dass die Tropfen
ab einem Masterbatchanteil von 2 % aufgeschäumt sind. Bei weiter steigendem
Masterbatchanteil sind Schaumblasen an der Oberfläche nicht mehr durch Wöl-
bungen oder aufgeplatzte Hohlräume zu erkennen, sondern nur noch durch Öff-
nungen in der Oberfläche. Die Anzahl solcher offenen Schaumblasen nimmt mit
steigendem Masterbatchanteil zu, während ihr Durchmesser abnimmt.
Auch Abbildung 6.26 zeigt REM-Aufnahmen von geschäumten und nicht ge-
schäumten frei extrudierten Tropfenketten. Jedoch wurden diese Tropfenketten
bei einer Düsentemperatur von 260 ◦C hergestellt. Unverändert betrug der Aus-
trag 100 % und der Masterbatchanteil von CH815 wurde in Stufen von 0 % bis
auf 14 % erhöht. Verglichen mit den Tropfen aus Abbildung 6.25, die bei einer
Düsentemperatur von 220 ◦C hergestellt wurden, ist der bauchige Abschnitt der
Tropfen in Abbildung 6.26 weniger stark asymmetrisch angeordnet. Eine Aus-
nahme stellen hier die Tropfen bei einem Masterbatchanteil von 14 % dar. Die
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Abbildung 6.25: REM-Aufnahmen von geschäumten und nicht geschäumten frei extrudierten Trop-
fenketten. Von (a) bis (e) wurde der Masterbatchanteil wCH815 in Stufen erhöht. Die
Düsentemperatur betrug bei der Herstellung der Tropfenketten 220 ◦C.
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Abbildung 6.26: REM-Aufnahmen von geschäumten und nicht geschäumten frei extrudierten Trop-
fenketten. Von (a) bis (e) wurde der Masterbatchanteil wCH815 in Stufen erhöht. Die
Düsentemperatur betrug bei der Herstellung der Tropfenketten 260 ◦C.

129



6 Ergebnisse

Tropfen mit einem Masterbatchanteil von 0 % besitzen die geringste Tropfen-
länge und mit zunehmenden Masterbatchanteil nimmt die Tropfenlänge zu. Die
mittlere Tropfenlänge beträgt bei dieser Düsentemperatur etwa 500 µm. Wie auch
bei den Tropfen, die bei einer Düsentemperatur von 220 ◦C hergestellt wurden
(s. Abbildung 6.25), verändert sich die Oberfläche mit steigendem Masterbat-
chanteil. Diese erscheint bei einem Masterbatchanteil von 0 % zunächst glatt,
dann teilweise gewölbt und rau und ab einem Masterbatchanteil von 10 % zusätz-
lich geschuppt. Diese Übergänge finden im Vergleich zu den Tropfen, hergestellt
mit einer Düsentemperatur von 220 ◦C, früher statt. Ein Vergleich von Tropfen
bei einem Masterbatchanteil von 14 % zeigt, dass die geschuppte Oberfläche bei
einer Düsentemperatur von 260 ◦C deutlich stärker ausgeprägt ist als bei einer
Düsentemperatur von 220 ◦C. Ab einem Masterbatchanteil von 2 % können of-
fene Schaumblasen an der Oberfläche beobachtet werden. Deren Anzahl nimmt
mit steigendem Masterbatchanteil zu.

6.4.3 Oberflächenrauheit

Oberflächen additiv gefertigter nicht geschäumter Quader
Abbildung 6.27 (a) zeigt für nicht geschäumte Quader aus dem Parametersatz
LT200DAR14 den Einfluss des Austrags auf die Oberflächenrauheit der obersten
Schicht. Drei der hier untersuchten Quader sind in Abbildung 6.18 abgebildet.
Zur Herstellung aller Quader wurde eine Düsentemperatur von 260 ◦C verwen-
det. Es können drei Bereiche unterschieden werden, in denen sich die Rauheit bei
einer Änderung des Austrags unterschiedlich verändert. Bei einen Austrag von
75 % nimmt die Rauheit ihr Minimum an und verbleibt für Austräge, die sich nur
um wenige Prozentpunkte unterscheiden (etwa 3 %P bis 4 %P), auf einem ähn-
lich niedrigen Niveau. Wird der Austrag ausgehend von 75 % verringert, steigt
die Rauheit linear an, während eine Erhöhung des Austrags ausgehend von 75 %
zu einer deutlichen Vergrößerung der Rauheit führt. In den Abbildungen 6.27 (b)
bis (d) sind Topografieaufnahmen dreier ausgewählter Quader dargestellt, wo-
bei der Austrag von (b) nach (d) zunimmt. Bei einem Austrag von 60 % lassen
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Abbildung 6.27: Oberflächenrauheit der obersten Schicht von nicht geschäumten Quadern in Ab-
hängigkeit des Austrags (a) und drei ausgewählte Topografieaufnahmen ((b) bis
(d)). Alle Quader sind aus dem Parametersatz LT200DAR14. In (a) ist der Bereich
der Rauheitsmessung auf einem Quader markiert. Die Grauwertskala reicht vom
höchsten (Weiß) bis zum tiefsten gemessenen Punkt (Schwarz).

sich zwischen den obersten Tropfenketten Vertiefungen feststellen, die den Kon-
takt der Tropfenketten zueinander unterbrechen. Die Grauwerte dieser obersten
Tropfenketten entsprechen in der Topografieaufnahme einer Höhe von 400 µm
bis 500 µm. Anhand der Grauwertskala kann qualitativ abgeschätzt werden, dass
in diesen Vertiefungen entsprechend der Schichthöhe von 200 µm die Tropfen-
ketten der darunter liegenden Schicht sichtbar sind. Diese Tropfenketten sind
gegenüber den Tropfenketten der obersten Schicht um 90◦ verdreht. Bei einem
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Austrag von 75 % in Abbildung 6.27 (b) sind nach wie vor die einzelnen Tropfen-
ketten erkennbar. Jedoch berühren sich alle Tropfenketten der obersten Schicht
und die tiefsten gemessenen Stellen reichen nur bis zur Hälfte der Schichthö-
he, wodurch insgesamt die Rauheit des Quaders abnimmt. Wird der Austrag auf
90 % weiter erhöht, sind die einzelnen Tropfenketten nur anhand eines schwa-
chen Streifenmusters erkennbar. Auch kann die Strukturierung der Tropfenket-
ten in einzelne Tropfen nicht mehr ausgemacht werden. Stattdessen nimmt die
Rauheit aufgrund von Erhebungen und Vertiefungen wieder zu, deren Größen-
ordnung über der Größe der Tropfenketten liegt.
Der Einfluss der Prozessparameter Schichthöhe und Formfaktor auf die Oberflä-
chenrauheit der obersten Schicht nicht geschäumter Quader ist in Abbildung 6.28
dargestellt. Für alle dargestellten Parametersätze wurde eine Düsentemperatur
von 260 ◦C zur Herstellung der Quader verwendet. Der Austrag wurde für je-
den Parametersatz um 5 %P variiert und der Wertebereich so festgelegt, dass
für jeden Parametersatz ein Rauheitsminimum gemessen werden konnte. Zur
Abschätzung der Streuung der Oberflächenrauheit wurde für den Parametersatz
LT200DAR14DR75 die Standardabweichung anhand von fünf gleichen Qua-
dern bestimmt. Diese beträgt etwa 1,2 µm. Die Höhe der Rauheit am Rauheits-
minimum unterscheidet sich je nach verwendeter Schichthöhe. Ein Anstieg der
Schichthöhe um etwa 50 µm führt zu einer Erhöhung des Rauheitsminimums um
2,5 µm. Ausgehend vom Rauheitsminimum kann mit zunehmenden Austrag ein
monotoner Anstieg der Rauheit beobachtet werden. Wird der Austrag hingegen
reduziert, fällt der Trend je nach Parametersatz unterschiedlich aus. Nur Para-
metersatz LT200DAR14 und LT250DAR14 zeigen einen monotonen Anstieg der
Rauheit mit abnehmenden Austrag.

Oberflächen additiv gefertigter geschäumter Quader
Zur Herstellung aller geschäumten Quader wurde ein Masterbatchanteil von 6 %
für den Masterbatch CH815 gewählt. Die Düsentemperatur lag bei 240 ◦C. In Ab-
bildung 6.29 (a) ist für geschäumte Quader aus dem Parametersatz LT200DAR14
der Einfluss des Austrags auf die Oberflächenrauheit der obersten Schicht dar-
gestellt. Verglichen mit dem Wertebereich des Austrags für nicht geschäumte
Quader aus Abbildung 6.27 (a), wurde aufgrund der Volumenzunahme durch
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Abbildung 6.28: Oberflächenrauheit der obersten Schicht von nicht geschäumten Quadern in Abhän-
gigkeit des Austrags. In (a) ist der Bereich der Rauheitsmessung auf einem Quader
markiert. Von (a) bis (e) wurde entweder die Schichthöhe oder der Formfaktor va-
riiert, sodass jeder Graph einen eigenen Parametersatz darstellt. Nach Eisele et al.
[12].
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Abbildung 6.29: Oberflächenrauheit der obersten Schicht von geschäumten Quadern in Abhängig-
keit des Austrags (a) und drei ausgewählte Topografieaufnahmen ((b) bis (d)). Alle
Quader sind aus dem Parametersatz LT200DAR14. In (a) ist der Bereich der Rau-
heitsmessung auf einem Quader markiert. Die Grauwertskala reicht vom höchsten
(Weiß) bis zum tiefsten gemessenen Punkt (Schwarz).

das Schäumen der Tropfenketten ein angepasster Wertebereich für den Austrag
gewählt. Drei der hier untersuchten Quader sind in Abbildung 6.18 abgebildet.
Ähnlich wie für nicht geschäumte Quader können drei Bereiche unterschieden
werden, in denen sich die Rauheit bei einer Änderung des Austrags unterschied-
lich verändert. Bei einen Austrag von 57 % nimmt die Rauheit ihr Minimum an
und verbleibt für Austräge, die sich nur um wenige Prozentpunkte unterschei-
den (etwa 6 %P bis 7 %P), auf einem ähnlich niedrigen Niveau. Dieses niedrige
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Niveau bzw. Plateau erstreckt sich jedoch über einen größeren Austragsbereich
als bei den nicht geschäumten Quadern. Wird der Austrag erhöht, nimmt die
Rauheit deutlich zu. Auch eine Reduktion des Austrags ausgehend von 57 %,
führt zu einem Anstieg der Rauheit, wobei dieser Anstieg unstetig verläuft. Al-
lerdings steigt im Austragsbereich von 40 % bis 55 % mit abnehmendem Austrag
der Anteil der nicht gemessenen Höhenwerte an der Gesamtanzahl der Mess-
punkte auf bis zu 40 % an, weshalb diese Rauheiten als fehlerbehaftet anzusehen
sind. Im Vergleich zu den nicht geschäumten Quadern ist die Rauheit der ge-
schäumten Quader in allen Bereichen geringfügig höher. Abbildung 6.29 (b) bis
(d) zeigen Topografieaufnahmen von drei ausgewählten geschäumten Quadern
wobei der Austrag von (b) nach (d) zunimmt. Der Quader mit einem Austrag
von 40 % in Abbildung 6.29 (b) zeigt deutliche Vertiefungen zwischen den ein-
zelnen Tropfenketten der obersten Schicht, wodurch kein Kontakt zwischen den
Tropfenketten besteht. Unter der obersten Schicht kann die darunter liegende um
90◦ verdrehte Schicht wahrgenommen werden. Diese liegt entsprechend der ein-
gestellten Schichthöhe 200 µm unter der obersten Schicht. Im Gegensatz dazu
sind bei einem Austrag von 57 % in Abbildung 6.29 (c) die Tropfenketten wei-
terhin erkennbar, jedoch sind diese deutlich breiter und berühren sich. Dabei sind
einzelne Tropfen in den Tropfenketten nur bedingt zu beobachten. Auf den Trop-
fenketten sind zufällig verteilte kleine Erhebungen und Vertiefungen erkennbar,
die das Aussehen von Schaumblasen aufweisen. Obwohl der höchste und der
tiefste gemessene Punkt genau eine Schichthöhe auseinander liegen, ist diese
Höhendifferenz nicht an den Kontaktstellen erkennbar, sondern über die gesam-
te Oberfläche verteilt. Insgesamt ist die Rauheit dieses Quaders niedriger als die
des Quaders mit einem Austrag von 40 %. Bei einem Austrag von 70 % in Abbil-
dung 6.29 (d) können keine einzelnen Tropfenketten mehr identifiziert werden.
Die Topografie ist von deutlich sichtbaren Erhebungen und Vertiefungen geprägt,
deren Größenordnung über der Größe von Tropfenketten liegt. Die Rauheit des
Quaders nimmt wieder deutlich zu.
In Abbildung 6.30 ist für geschäumte Quader der Einfluss der Prozessparame-
ter Schichthöhe und Formfaktor auf die Oberflächenrauheit der obersten Schicht
dargestellt. Auch für diese Quader wurde zur Herstellung ein Masterbatchan-
teil von 6 % für den Masterbatch CH815 eingestellt und die Düsentemperatur
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Abbildung 6.30: Oberflächenrauheit der obersten Schicht von geschäumten Quadern in Abhängig-
keit des Austrags. In (a) ist der Bereich der Rauheitsmessung auf einem Quader
markiert. Von (a) bis (d) wurde entweder die Schichthöhe oder der Formfaktor va-
riiert, sodass jeder Graph einen eigenen Parametersatz darstellt.

betrug 240 ◦C. Gegenüber den nicht geschäumten Quadern aus Abbildung 6.28
wurde der Wertebereich des Austrags aufgrund des Schäumens der Tropfenket-
ten für alle Parametersätze angepasst. Zusätzlich wurde für geschäumte Qua-
der zur Abschätzung der Streuung der Oberflächenrauheit für den Parametersatz
LT200DAR14DR57 die Standardabweichung anhand von fünf gleichen Quadern
bestimmt. Diese beträgt etwa 1,6 µm. Beim Parametersatz LT250DAR14 konnte
der Einfluss des Austrags auf die Rauheit nicht bestimmt werden, da die Rau-
heitsdifferenz zwischen gleichen Quadern mit bis zu 20 µm zu groß war, um ein
Rauheitsminimum zu identifizieren. Des Weiteren konnte für den Parametersatz
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LT150DAR14 aufgrund der Maschinenlimitierung des Austrags kein Quader mit
einem kleineren Austrag als 25 % hergestellt werden. Für alle anderen Parame-
tersätze wurde der Austrag solange variiert, bis ein Rauheitsminimum gemes-
sen werden konnte und die Grenzen dieses Minimums gefunden wurden. Ein
Einfluss der Schichthöhe auf das Rauheitsminimum kann nicht beobachtet wer-
den, da für die beiden anderen verwendeten Schichthöhen die Rauheitsminima
nicht bekannt sind. Es ist zu erkennen, dass die Rauheitsminima für geschäumte
Quader größer sind als für nicht geschäumte Quader. So ist das Rauheitsmini-
mum der geschäumten Quader mit einer Schichthöhe von 200 µm etwa doppelt
so groß. Ausgehend vom Rauheitsminimum kann mit steigendem Austrag ein
fast sprunghafter monotoner Anstieg der Rauheit beobachtet werden. Dieser An-
stieg fällt größer aus, als bei den nicht geschäumten Quadern. Wird der Austrag
verringert, nimmt die Rauheit ebenfalls zu, wenn auch nicht so markant wie bei
einer Vergrößerung des Austrags.

6.5 Dichte von Probekörpern

Die Charakterisierung der Dichte erfolgte an additiv gefertigten geschäumten und
nicht geschäumten Quadern, an nicht geschäumten frei extrudierten Tropfenket-
ten und an weiteren ausgewählten Probekörpern, die für die Bestimmung ein-
zelner Werkstoffeigenschaften erforderlich waren. Die Dichtebestimmung wur-
de unter Laborbedingungen durchgeführt, was einem Umgebungsdruck von 1 bar
und nach DIN EN ISO 1 einer Umgebungstemperatur von etwa 20 ◦C entspricht
[182]. Die Temperatur der Flüssigkeit entsprach ebenfalls dieser Umgebungstem-
peratur.

6.5.1 Additiv gefertigte Strukturen

Dichte additiv gefertigter nicht geschäumter Quader
In Abbildung 6.31 wird für verschiedene Schichthöhen und Formfaktoren der
Einfluss des Austrags auf die Dichte von nicht geschäumten Quadern gezeigt. Der
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Abbildung 6.31: Mittlere Dichte nicht geschäumter Quader für unterschiedliche Parametersätze aus
Schichthöhe LT und Formfaktor DAR in Abhängigkeit des Austrags. In (a) für un-
terschiedliche Formfaktoren und in (b) für unterschiedliche Schichthöhen. Die Feh-
lerbalken geben die Standardabweichung an. Die Porosität wurde auf Grundlage
der Dichte von ABS bei Laborbedingungen berechnet. Nach Eisele et al. [12].

Parametersatz LT200DAR14 ist in beiden Abbildungen dargestellt. Alle Quader
wurden bei einer Düsentemperatur von 260 ◦C hergestellt. Der Austrag wurde
bei jedem Parametersatz um 20 %P variiert. Jede Standardabweichung (Fehler-
balken) wurde anhand von fünf gleichen Quadern bestimmt. Vereinzelt liegt die
Standardabweichung bei einer bestimmten Kombination der drei Prozesspara-
meter deutlich höher als die mittlere Standardabweichung über alle untersuch-
ten Quader. Dies betrifft vor allem die Parametersätze mit einem geringen Aus-
trag. Unabhängig vom untersuchten Parametersatz steigt die Dichte zunächst mit
steigendem Austrag linear an, bis sich die Dichtezunahme im Bereich zwischen
1 gcm−3 und 1,04 gcm−3 (Dichte von ABS unter Laborbedingungen) abflacht.
Bei allen Parametersätzen liegt die Dichte der Quader bei höchstem Austrag in
der Nähe der Dichte von ABS. Die Steigung im linearen Bereich unterscheidet
sich jedoch je nach Parametersatz und nimmt mit steigendem Austrag ab. Für
LT150DAR14 beträgt diese 0,017 gcm−3 %−1, während sie für LT250DAR14
0,007 gcm−3 %−1 beträgt.
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Abbildung 6.32: Mittlere Dichte geschäumter Quader für unterschiedliche Parametersätze aus
Schichthöhe LT und Formfaktor DAR in Abhängigkeit des Austrags. In (a) für
unterschiedliche Formfaktoren und in (b) für unterschiedliche Schichthöhen. Die
Fehlerbalken geben die Standardabweichung an. Die Porosität wurde auf Grund-
lage der Dichte von ABS bei Laborbedingungen berechnet und der Einfluss des
LDPEs vernachlässigt.

Dichte additiv gefertigter geschäumter Quader
Zur Herstellung aller geschäumten Quader wurde ein Masterbatchanteil von 6 %
für den Masterbatch CH815 eingestellt. Die Düsentemperatur lag bei 240 ◦C.
Abbildung 6.32 zeigt für verschiedene Schichthöhen und Formfaktoren den Ein-
fluss des Austrags auf die Dichte von geschäumten Quadern. Mit Ausnahme des
Parametersatzes LT150DAR14 wurde auch bei den geschäumten Quadern der
Austrag bei jedem Parametersatz um 20 %P variiert. Bei LT150DAR14 konnten
aufgrund einer Maschinenlimitierung keine Quader mit einem kleineren Aus-
trag als 25 % hergestellt werden. Auch bei den geschäumten Quadern wurde je-
de Standardabweichung (Fehlerbalken) anhand von fünf gleichen Quadern be-
stimmt. Die Standardabweichung unterscheidet sich nicht zwischen den Parame-
tersätzen. Auch bei den geschäumten Quadern steigt die Dichte zunächst mit stei-
gendem Austrag linear an. Diese Dichtezunahme flacht jedoch bei unterschied-
lichen absoluten Dichten ab. Mit zunehmenden Austrag verschiebt sich diese
Abflachung zu geringeren absoluten Dichten. Insgesamt findet die Abflachung
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der Dichtezunahme zwischen 10 % und 20 % Porosität statt. Wie auch bei den
nicht geschäumten Quadern nimmt die Steigung im linearen Bereich mit stei-
gendem Austrag ab. Bei LT150DAR14 beträgt diese 0,018 gcm−3 %−1 und bei
LT250DAR14 0,005 gcm−3 %−1.

6.5.2 Tropfenketten und Masterbatch

In der Tabelle 6.2 sind die mittleren Dichten von nicht geschäumten frei extru-
dierten Tropfenketten, die nur aus dem Kunststoff ABS bestehen, und von klei-
nen Probekörpermengen des Masterbatchs CH815* mit der jeweiligen Standard-
abweichung aufgeführt. Der Masterbatch CH815* wird als Bezeichnung für den
Masterbatch CH815 eingeführt, nachdem sich das enthaltene chemische Treib-
mittel komplett zersetzt hat. Die Bedingungen für die Herstellung des Master-
batchs CH815* sind im Kapitel 5.3 beschrieben. Nach dieser Herstellung wur-
den Probekörpermengen mit einer Masse von etwa 10 g entnommen und die
durch das Schäumen entstandene poröse Struktur wieder verdichtet. Alle nicht
geschäumten Tropfenketten wurden bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C und
einem Austrag von 75 % bis 200 % in Schritten von 25 %P hergestellt. Da sich
die Dichte zwischen den Tropfenketten der verschiedenen Austräge nicht we-
sentlich unterscheidet, wurde die Dichte über alle Austräge gemittelt. Die Dich-

Tabelle 6.2: Mittlere Dichte und Standardabweichung der aufgeführten Probekörper. Der Zustand, in
dem sich die Probekörper zum Zeitpunkt der Dichtebestimmung befanden, ist ebenfalls
angegeben.

Probekörper Dichte Zustand
in gcm−3

Tropfenketten 1,030±0,004 Nicht geschäumt / porenfrei
Masterbatch CH815* 1,054±0,029 Verdichtet / quasi porenfrei

te der untersuchten nicht geschäumten Tropfenketten aus dem thermoplastischen
Kunststoff ABS ist geringer als dies bei ABS (Dichte 1,04 gcm−3 - s. Kapitel 3.1)
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zu erwarten wäre. Die Dichte des Masterbatchs CH815* liegt trotz hoher Stan-
dardabweichung deutlich unterhalb der Dichte des Masterbatchs CH815 (Dichte
1,16 gcm−3 - s. Kapitel 3.2).

6.6 Maximale Tragkraft der
Demonstratorbauteile

Für die bauteilnahe mechanische Prüfung wurden Lasthaken als Demonstrator-
bauteile ausgewählt (s. Kapitel 3.3). Um den Einfluss der Mikrostruktur auf die
maximale Tragkraft der Lasthaken zu charakterisieren, wurden drei verschiede-
ne Arten von Lasthaken hergestellt. Dabei bestand der Oberflächenbereich aller
Lasthaken aus einer additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur des Parame-
tersatzes LT250DAR14, die mit einer Düsentemperatur von 260 ◦C und einem
Austrag von 147 % hergestellt wurde. Für jede Art von Lasthaken wurde ei-
ne andere additiv gefertigte Struktur für den Kernbereich gewählt, wobei alle
Strukturen ebenfalls aus dem Parametersatz LT250DAR14 stammen. Der Kern-
bereich der Lasthaken der ersten Art bestand aus einer additiv gefertigten nicht
geschäumten Struktur mit einem Slicer-Füllgrad von 100 % (KnG100), während
der Kernbereich der Lasthaken der zweiten Art ebenfalls aus einer additiv gefer-
tigten nicht geschäumten Struktur bestand, jedoch mit einem verringerten Slicer-
Füllgrad von 74,5 % (KnG75). Beide Kernbereiche wurden mit einer Düsentem-
peratur von 260 ◦C und einem Austrag von 147 % hergestellt. Der Kernbereich
der Lasthaken der dritten Art bestand aus einer additiv gefertigten geschäumten
Struktur mit einem Slicer-Füllgrad von 100 % (KG100). Dieser Kernbereich wur-
de mit einer Düsentemperatur von 240 ◦C, einem Austrag von 110 % und einem
Masterbatchanteil von 6 % des Masterbatchs CH815 hergestellt. Zur Veranschau-
lichung der tatsächlichen Form der untersuchten Lasthaken, die durch den addi-
tiven Fertigungsprozess entsteht, zeigt Abbildung 6.33 (a) die äußere Form eines
vollständig gefertigten Lasthakens, während Abbildung 6.33 (b) einen Lasthaken
zeigt, dessen Fertigung etwa bei der Hälfte der Dicke unterbrochen wurde. Bei
diesem unvollendeten Lasthaken ist die Unterteilung in einen Oberflächen- und
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Lasthaken (vollständig)

(a)

Lasthaken (unvollendet)

Kernbereich KG100

Geschäumt

Nicht geschäumt

(b)

Abbildung 6.33: Zwei additiv gefertigte Lasthaken, deren Oberflächenbereich aus einer additiv ge-
fertigten nicht geschäumten Struktur besteht. In (a) ein vollständig gefertigter Last-
haken und in (b) ein unvollendeter Lasthaken, dessen Fertigung etwa bei der Hälfte
der Dicke unterbrochen wurde. Der Lasthaken in (b) enthält einen Kernbereich der
Art KG100, der einer additiv gefertigten geschäumten Struktur entspricht.

einen Kernbereich deutlich zu erkennen, wobei es sich um einen Kernbereich der
Art KG100 handelt. Die oberste Schicht des Lasthakens in Abbildung 6.33 (a)
weist eine glatte Oberfläche auf, in der qualitativ keine Lücken zwischen den ab-
gelegten Tropfenketten erkennbar sind. Insgesamt fällt auf, dass die vorgegebene
Form korrekt wiedergegeben wird und keine konvexe Ausbeulung der Oberfläche
erkennbar ist. Wie bei den geschäumten und nicht geschäumten Quadern (s. Ab-
bildung 6.18) kann auch in Abbildung 6.33 (b) die additiv gefertigte geschäumte
Struktur von der additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur (Oberflächen-
bereich) anhand der weißen und weniger gelblich erscheinenden Färbung des
Kernbereichs unterschieden werden. Auch in der obersten Schicht dieser addi-
tiv gefertigten geschäumten Struktur sind qualitativ keine Lücken zwischen den
Tropfenketten erkennbar und auch diese Schicht weist eine glatte Oberfläche auf.
Abbildung 6.34 zeigt für die drei verschiedenen Arten von Lasthaken den Ein-
fluss der Mikrostruktur bzw. des Kernbereichs auf die maximale Tragkraft. Jede
Standardabweichung (Fehlerbalken) wurde anhand von fünf gleichen Lasthaken
bestimmt. Dargestellt ist auch die spezifische maximale Tragkraft, d. h. die Trag-
kraft bezogen auf die Dichte der jeweiligen Lasthaken. Dabei beträgt die Dichte
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Abbildung 6.34: Maximale und spezifische maximale Tragkraft von Lasthaken für verschiedene
Kernbereiche innerhalb der Lasthaken. Die Fehlerbalken geben die Standardabwei-
chung an.

der Lasthaken mit einem Kernbereich der Art KnG100 etwa 1,000 gcm−3, die der
Art KnG75 etwa 0,858 gcm−3 und die der Art KG100 etwa 0,857 gcm−3. Die
Standardabweichung der Dichte beträgt für alle Lasthaken etwa 0,001 gcm−3.
Lasthaken mit einem Kernbereich der Art KnG100 weisen sowohl die höchste
maximale als auch die höchste spezifische maximale Tragkraft auf. Wird der
Slicer-Füllgrad auf 74,5 % reduziert, was einem Kernbereich der Art KnG75
entspricht, nimmt die maximale Tragkraft deutlich ab. Mit einem geschäum-
ten Kernbereich (KG100) verringert sich die maximale Tragkraft ebenfalls, je-
doch in geringerem Maße. Bei beiden Kernbereichen nimmt auch die spezifi-
sche maximale Tragkraft ab. Es zeigt sich jedoch, dass ein geschäumter Kern-
bereich (KG100) gegenüber einem Kernbereich mit reduziertem Slicer-Füllgrad
(KnG75) im Vorteil ist.
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7 Diskussion

Die folgende Diskussion gliedert sich in drei Hauptbereiche. Zunächst werden
die Einflüsse der Schwindung und des Schäumens auf das Volumen von Kunst-
stofftropfen ausführlich diskutiert und unter dem Aspekt des Aufschäumgrads
von Kunststofftropfen miteinander verknüpft. Anschließend wird die Entwick-
lung des Füllgrads in additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten
Strukturen diskutiert und der als optimaler Füllgrad bezeichnete Bereich näher
betrachtet. Im Zusammenhang mit dem Aufschäumgrad einer additiv gefertigten
Struktur wird diese Diskussion des Füllgrads ebenfalls vertieft. Schließlich wird
ein analytisches Modell der Volumenfüllung zur Berechnung des Füllgrads von
additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten Strukturen vorgestellt.
Abschließend wird die mechanische Charakterisierung der Lasthaken unter Be-
rücksichtigung der vorangegangenen Diskussion betrachtet.

7.1 Schwindung von Kunststofftropfen

Unabhängig davon, ob Kunststofftropfen geschäumt oder nicht geschäumt sind,
ist der Einfluss des Austrags auf das Tropfenvolumen deutlich erkennbar und
hat im Vergleich zu den beiden anderen Prozessparametern Düsentemperatur
und Masterbatchanteil den größten Einfluss (s. Abbildung 6.11). Dies ist nicht
unerwartet, da die Anlage die Größe des Tropfenvolumens als Sollwert für die
Regelung eines konstanten Tropfenvolumens verwendet und dieser Sollwert in-
direkt nach Gleichung 2.1 durch den Austrag bestimmt wird. Der in Abbil-
dung 6.11 für alle Parameterkombinationen beobachtete proportionale Zusam-
menhang zwischen dem Tropfenvolumen und dem Austrag kann durch diesen

145



7 Diskussion

Sollwert abgebildet werden. Der Sollwert, im Folgenden als theoretisches Trop-
fenvolumen VT,Theo bezeichnet, ergibt sich nach

VT,Theo =
π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR (7.1)

aus dem Durchmesser des Massezylinders DMZ, der durch das Maschinenbauun-
ternehmen ARBURG GmbH + Co KG definierten Konstante L0 und dem Aus-
trag DR. Demnach ist bei konstantem Austrag auch das ausgetragene Volumen
konstant. Bei näherer Betrachtung der Tropfenvolumina in Abbildung 6.12 fällt
jedoch auf, dass trotz konstantem Austrag bei allen Masterbatchanteilen eine
Abnahme des Tropfenvolumens mit steigender Düsentemperatur zu beobachten
ist. Dementsprechend weicht das experimentell ermittelte Tropfenvolumen vom
theoretischen Tropfenvolumen ab. Bei gleichem ausgetragenen Volumen könnte
dies durch eine Veränderung des spezifischen Volumens und folglich durch eine
veränderte Schwindung erklärt werden. Es wird erwartet, dass die Abweichungen
zwischen den beiden Tropfenvolumina bei den nicht geschäumten Kunststoff-
tropfen auf diese veränderte Schwindung zurückzuführen sind. Im Folgenden
wird dies daher zunächst für die nicht geschäumten Kunststofftropfen betrach-
tet und anschließend auf geschäumte Kunststofftropfen übertragen.

7.1.1 Nicht geschäumte Kunststofftropfen

In Abbildung 6.11 ist zu erkennen, dass die Streuung des Tropfenvolumens mit
steigendem Austrag zunimmt. Dies kann durch einen prinzipbedingten Fehler
bei der Volumenbestimmung von Kunststofftropfen aus einer projizierten Flä-
che erklärt werden. So weicht die Form der Tropfen mit steigendem Austrag
mehr von der zylindrischen Form ab, während die Größe des bauchigen Ab-
schnitts zunimmt (s. Abbildung 6.1). Dadurch ändert sich die Größe der proji-
zierten Fläche je nach Perspektive, wodurch das Tropfenvolumen unterschiedlich
groß erscheint. Damit die Streuung des Tropfenvolumens nicht den Einfluss der
Schwindung überdeckt, werden für den Vergleich der experimentell ermittelten

146



7.1 Schwindung von Kunststofftropfen

� � � � � � � � � � � � � 	 �
� � �

� �

� �

�

�

	

� �

�	
��

�
�
	�

�
��

	

��

��
��

��
�

��
��


	
��

��
��

	�
��

��
��

��
�
�

��

� � � � � � � � � � � 
 � � � � � � � � � � � �

� � � 
 � � � � �� � � 
 � � � �

Abbildung 7.1: Relative Abweichung zwischen dem experimentell ermittelten Tropfenvolumen und
dem nach Gleichung 7.1 berechneten theoretischen Tropfenvolumen. Bei negativen
Abweichungen ist das experimentell ermittelte Tropfenvolumen kleiner als das theo-
retische Tropfenvolumen. Alle Tropfenvolumina beziehen sich auf Tropfenketten bei
einem Austrag DR von 50 % und einem Masterbatchanteil wM von 0 % (nur ABS).
Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung an.

Tropfenvolumina mit den theoretischen Tropfenvolumina nur die Tropfenvolu-
mina bei einem Austrag von 50 % verwendet. In Abbildung 7.1 ist die relative
Abweichung der beiden Tropfenvolumina zueinander dargestellt. Eine negative
Abweichung bedeutet hierbei, dass das experimentell ermittelte Tropfenvolumen
kleiner ist als das theoretische Tropfenvolumen. Es fallen zwei Aspekte auf: Al-
le experimentell ermittelten Tropfenvolumina sind kleiner als das theoretische
Tropfenvolumen und mit steigender Düsentemperatur wird diese Abweichung
größer. Die Gesamtabweichung kann auf verschiedene Ursachen zurückgeführt
werden. Ein um 100 µm größerer Innendurchmesser des Massezylinders verrin-
gert die Gesamtabweichung um etwa 1,3 %P. Allerdings sind die Toleranzen des
Massezylinders nicht bekannt. Eine Variation des Austrags wirkt sich ebenfalls
auf die Gesamtabweichung aus. Wird der Austrag um 1 %P verkleinert, so verrin-
gert sich die Gesamtabweichung im Mittel um etwa 1,2 %P. Diese Verringerung
ist nicht konstant und wirkt sich bei kleinen Austrägen stärker aus. Die beobach-
tete Standardabweichung des Austrags liegt in der Größenordnung von 0,7 %P
(s. Anhang A). Die Gesamtabweichung wird auch durch die Konstante L0 beein-
flusst. Diese wurde vermutlich von dem Maschinenbauunternehmen ARBURG
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7 Diskussion

GmbH + Co KG so gewählt, dass die Gesamtabweichung unter ihren Messbedin-
gungen (Kunststoff ABS) möglichst verschwindet [11]. Insgesamt lässt sich die
Ursache für die Gesamtabweichung aufgrund der vielen Einflussfaktoren nicht
genauer eingrenzen und es empfiehlt sich, für die eigene Anlage einen Kompen-
sationsfaktor zu ermitteln. Im Hinblick auf die Zunahme der Abweichung mit
steigender Düsentemperatur wird im Folgenden die druck- und temperaturbe-
dingte Veränderung der Schwindung näher betrachtet.
Das theoretische Tropfenvolumen errechnet sich aus Größen, die dem Inneren
des Massezylinders zugeordnet werden können. Es besteht jedoch keine Kon-
stanz zwischen den Volumina innerhalb und außerhalb des Massezylinders, da
Kunststoffe im Massezylinder unter hohem Druck und hoher Temperatur ste-
hen und bei Änderung dieses Zustands eine nicht vernachlässigbare Schwindung
aufweisen. Die experimentell ermittelten Tropfenvolumina wurden dagegen bei
Laborbedingungen charakterisiert. Entsprechend ändert sich das spezifische Vo-
lumen des Kunststoffs ABS zwischen den beiden in Abbildung 7.2 dargestellten
Zuständen. Zwischen dem Tropfenvolumen in der Umgebung VT,U und dem ur-
sprünglichen Tropfenvolumen in der Anlage VT,0 lässt sich bei Massenerhaltung
die Beziehung

VT,U =VT,0 · (1−S0→U) (7.2)

mit dem Schwindungsfaktor S0→U zwischen den beiden Zuständen aufstellen.
Der Schwindungsfaktor kann aus dem spezifischen Volumen in der Umgebung vU

und in der Polymerschmelze v0 nach Gleichung 2.9 berechnet werden. Das spe-
zifische Volumen in der Umgebung kann aus dem Kehrwert der Dichte von
Tropfenketten ermittelt werden und beträgt etwa 0,971 cm3 g−1 (s. Tabelle 6.2).
Dieses spezifische Volumen ist größer als das für ABS unter Laborbedingun-
gen (Dichte von 1,04 gcm−3 - entspricht spezifischem Volumen 0,961 cm3 g−1)
zu erwarten wäre. Jedoch werden spezifische Volumina für pvT-Diagramme bei
gleichgewichtsnaher Abkühlung bestimmt, während die Tropfenketten wesent-
lich schneller abgekühlt werden (s. Abbildung 6.10). Entsprechend findet eine
Verschiebung des Glasübergangs statt, wodurch ein größeres freies Volumen bei
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Abbildung 7.2: Zustandsänderung des Kunststoffs zwischen dem Zustand im Massezylinder bzw. in
der Austragseinheit (Polymerschmelze - Index 0) und dem Zustand in der Umge-
bung (abgekühlter Kunststoff - Index U). In (a) sind den beiden Zuständen die cha-
rakteristischen Größen Druck p, Temperatur T , spezifisches Volumen v und Trop-
fenvolumen VT zugeordnet, während in (b) die Änderung des spezifischen Volumens
zwischen den beiden Zuständen in einem pvT-Diagramm dargestellt ist. Entspre-
chend der drei untersuchten Düsentemperaturen werden drei verschiedene Zustände
der Polymerschmelze unterschieden.

der Erstarrung erhalten bleibt. Das spezifische Volumen innerhalb des Massezy-
linders bzw. der Austragseinheit kann prinzipiell für jede Parameterkombination
aus Düsentemperatur und Austrag mit Hilfe von pvT-Diagrammen ermittelt wer-
den. Der hierfür erforderliche Massedruck kann dabei für Parameterkombinatio-
nen aus Diagrammen wie Abbildung 6.13 entnommen werden. Allerdings ist es
in den seltensten Fällen möglich, aus den pvT-Diagrammen die spezifischen Vo-
lumina für bestimmte Druck- und Temperaturwerte zu ermitteln, da spezifische
Volumina in der Regel nur für diskrete Druckstufen gemessen werden. Aus die-
sem Grund werden die spezifischen Volumina mit Hilfe der Hartmann-Haque-
Zustandsgleichung berechnet (s. Gleichung 2.8), die mit dem Brent-Verfahren
[183] numerisch gelöst werden kann. Die drei Konstanten der Zustandsglei-
chung B0, v0 und T0 können für ABS mit Hilfe ausgewählter spezifischer Volu-
mina aus dem pvT-Diagramm numerisch über das Newton-Verfahren berechnet
werden. Daraus ergibt sich ein B0 von 30650 bar, ein v0 von 0,882 cm3 g−1 und
ein T0 von 1560 K. Die sich aus Gleichung 2.9 und den spezifischen Volumina der
beiden Zustände ergebenden Schwindungsfaktoren sind in Tabelle 7.1 aufgelis-
tet. Fett hervorgehoben sind die Schwindungsfaktoren, bei denen der Massedruck
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7 Diskussion

dem gemessenen Massedruck für die Parameterkombinationen aus untersuchter
Düsentemperatur und einem Austrag von 50 % entspricht (s. Tabelle B.1). An-

Tabelle 7.1: Schwindungsfaktoren S0→U für nicht geschäumte Kunststofftropfen, berechnet aus der
Zustandsänderung zwischen den beiden in Abbildung 7.2 (b) dargestellten Zuständen.
Je nach Düsentemperatur TD und Massedruck pM in der Polymerschmelze ergeben sich
unterschiedliche Schwindungsfaktoren.

Massedruck Schwindungsfaktor
pM in bar TD = 220 ◦C TD = 240 ◦C TD = 260 ◦C

245 0,0622 0,0715 0,0809
190 0,0657 0,0751 0,0847
155 0,0680 0,0775 0,0871

hand der aufgeführten Schwindungsfaktoren ist ersichtlich, dass die Temperatur
einen größeren Einfluss auf die Schwindung hat als der Druck. Im Mittel än-
dert sich der Schwindungsfaktor temperaturbedingt um etwa 4,7 ·10−4 K−1 und
druckbedingt um etwa 0,67 ·10−4 bar−1.
Wird das ursprüngliche Tropfenvolumen in der Anlage VT,0 mit dem theoreti-
schen Tropfenvolumen VT,Theo gleichgesetzt, so kann mit Hilfe der in Tabelle 7.1
aufgeführten Schwindungsfaktoren nach Gleichung 7.2 ein theoretisches Trop-
fenvolumen in der Umgebung berechnet werden. Abbildung 7.3 zeigt nun die
relative Abweichung der experimentell ermittelten Tropfenvolumina von diesen
theoretischen Tropfenvolumina in der Umgebung. Der Vergleich dieser Abwei-
chungen mit denen aus Abbildung 7.1 zeigt, dass durch die Berücksichtigung
der Schwindung die Zunahme der Abweichung mit steigender Düsentemperatur
deutlich reduziert wird1.

1 Obwohl der Massedruck nur einen geringen Einfluss auf die Schwindung ausübt, wird die Ge-
samtabweichung weiter reduziert, wenn die Düse der Austragseinheit gewechselt wird (vgl. Ka-
pitel 6.2 und Abbildung 6.13).
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Abbildung 7.3: Relative Abweichung zwischen dem experimentell ermittelten Tropfenvolumen und
dem nach Gleichung 7.1 berechneten theoretischen Tropfenvolumen, korrigiert um
die auftretende Schwindung gemäß Tabelle 7.1. Bei negativen Abweichungen ist das
experimentell ermittelte Tropfenvolumen kleiner als das theoretische Tropfenvolu-
men. Alle Tropfenvolumina beziehen sich auf Tropfenketten bei einem Austrag DR
von 50 % und einem Masterbatchanteil wM von 0 % (nur ABS). Die Fehlerbalken
geben die Standardabweichung an.

7.1.2 Geschäumte Kunststofftropfen

Es konnte gezeigt werden, dass bei nicht geschäumten Kunststofftropfen die Ab-
weichungen zwischen dem theoretischen und experimentell ermittelten Trop-
fenvolumen durch die Berücksichtigung der druck- und temperaturbedingten
Änderung der Schwindungsfaktoren verringert werden können. Derartige Ab-
weichungen sind in Abbildung 6.12 sichtbar, da bei konstantem Austrag nach
dem theoretischen Tropfenvolumen auch das experimentell ermittelte Tropfen-
volumen konstant bleiben sollte (s. Gleichung 7.1). Abbildung 6.12 zeigt auch,
dass mit steigendem Masterbatchanteil und steigender Düsentemperatur das ge-
schäumte Tropfenvolumen abnimmt. Die Zumischung von Masterbatch zum
Kunststoff ABS erzeugt einen Polymerblend mit veränderten thermophysika-
lischen Eigenschaften, da bei gleicher Temperatur das Trägerpolymer LDPE im
Vergleich zu ABS in der Schmelze ein größeres spezifisches Volumen aufweist
[109, 165, 166, 184]. Dies hat zur Folge, dass mit steigendem Masterbatchanteil
das spezifische Volumen der ausgetragenen Tropfen zunimmt. Das spezifische
Volumen des Polymerblends unter Laborbedingungen unterscheidet sich jedoch
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7 Diskussion

weniger deutlich vom Kunststoff ABS, weshalb eine Zunahme der Schwindung
und eine Abnahme der experimentell ermittelten Tropfenvolumina mit steigen-
dem Masterbatchanteil plausibel erscheint. Inwieweit veränderte Schwindungs-
faktoren für die Abweichungen der Tropfenvolumina verantwortlich gemacht
werden können, wird im Folgenden untersucht. Dabei wird die Schwindung so
berechnet, als ob das Schäumen der Kunststofftropfen nicht stattfinden würde.
Zur Berechnung der Schwindungsfaktoren werden nach Gleichung 2.9 und Ab-
bildung 7.2 die spezifischen Volumina der Polymerschmelze und der abgekühlten
Kunststofftropfen in der Umgebung benötigt. Dazu ist jedoch zunächst ein Aus-
druck für das spezifische Volumen eines Polymerblends erforderlich. Es wird
angenommen, dass die beiden Kunststoffe nicht ineinander lösbar sind (s. Ka-
pitel 7.2.1) und entsprechend ihrer Volumina addiert werden können. Weiterhin
wird vereinfachend angenommen, dass sich das abgespaltene Gas nur im LDPE
löst, nur dieses quillt und im abgekühlten Zustand vollständig aus dem LDPE
entwichen ist. Zudem wird davon ausgegangen, dass das spezifische Volumen
der Zersetzungsrückstände nicht von der Temperatur und dem Druck abhängt.
Demnach lässt sich das Gesamtvolumen des Polymerblends im Zustand einer
Polymerschmelze VPB,0 aus der Summe der Teilvolumina von ABS VABS,0, von
LDPE mit gelöstem Gas VLDPE+G,0 und von den Zersetzungsrückständen VZ nach

VPB,0 =VABS,0 +VLDPE+G,0 +VZ (7.3)

berechnen. In Abhängigkeit des Gesamtvolumens lassen sich die Teilvolumina
aus Massenbilanzgleichungen nach

VABS,0 = (1−wM) ·
vABS,0

vPB,0
·VPB,0, (7.4)

VLDPE+G,0 = wLDPE+G,M ·wM ·
vLDPE+G,0

vPB,0
·VPB,0, (7.5)

VZ = (1−wLDPE+G,M) ·wM · vZ

vPB,0
·VPB,0 (7.6)

aus den spezifischen Volumina der beteiligten Stoffe vABS,0, vLDPE+G,0, vZ sowie
dem spezifischen Volumen des Polymerblends vPB,0 als auch dem Massenanteil
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7.1 Schwindung von Kunststofftropfen

von Masterbatch an der Gesamtmischung wM und dem Massenanteil von LD-
PE und Gas am Masterbatch wLDPE+G,M bestimmen. Durch Einsetzen der Glei-
chungen 7.4, 7.5 und 7.6 in Gleichung 7.3 und Vereinfachen ist das spezifische
Volumen des Polymerblends vPB,0 gegeben durch

vPB,0 = (1−wM) · vABS,0 +wLDPE+G,M ·wM · vLDPE+G,0

+(1−wLDPE+G,M) ·wM · vZ.
(7.7)

Der Massenanteil von LDPE und Gas am Masterbatch wLDPE+G,M kann als Sum-
me der beiden Massenanteile von LDPE wLDPE,M und Gas wG,M am Masterbatch
ausgedrückt werden:

wLDPE+G,M = wLDPE,M +wG,M. (7.8)

Der Massenanteil des LDPEs am Masterbatch wLDPE,M ist durch den verwende-
ten Masterbatch gegeben (s. Tabelle 3.1). Schließlich kann der Massenanteil des
Gases am Masterbatch wG,M durch

wG,M = wG,T · (1−wLDPE,M) (7.9)

vom Massenanteil des Gases am Treibmittel wG,T und vom Massenanteil des
LDPEs am Masterbatch abhängig gemacht werden. Der Massenanteil des Gases
am Treibmittel, als fiktiver Massenanteil nach der Zersetzung des chemischen
Treibmittels, kann aus der TGA-Messung von CH815 (s. Kapitel 3.2) für alle
Masterbatches bestimmt werden und liegt bei etwa 0,37. Durch Einsetzen der
Gleichungen 7.8 und 7.9 in Gleichung 7.7 hängt das spezifische Volumen des
Polymerblends im Zustand einer Polymerschmelze nur noch von den spezifi-
schen Volumina der beteiligten Stoffe ab. Die Freisetzung des gelösten Gases
im abgekühlten Zustand in der Umgebung führt zu einer Änderung der Massen-
anteile der beteiligten Stoffe im Polymerblend. Der Massenanteil von LDPE und
Gas am Masterbatch wLDPE+G,M verändert sich zum Massenanteil von LDPE am
verkleinerten Masterbatch wLDPE,M∗ und der Massenanteil von Masterbatch an
der Gesamtmischung wM zum Massenanteil von verkleinertem Masterbatch an
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der Gesamtmischung wM∗. Entsprechend lässt sich das spezifische Volumen des
Polymerblends im abgekühlten Zustand in der Umgebung vPB,U durch

vPB,U = (1−wM∗) · vABS,U +wLDPE,M∗ ·wM∗ · vLDPE,U

+(1−wLDPE,M∗) ·wM∗ · vZ
(7.10)

mit den spezifischen Volumina der beiden beteiligten Stoffe im abgekühlten Zu-
stand vABS,U und vLDPE,U ausdrücken. Der Massenanteil von LDPE am verklei-
nerten Masterbatch wLDPE,M∗ ist gegeben durch

wLDPE,M∗=
wLDPE,M

1−wG,M
. (7.11)

Des Weiteren kann der Massenanteil von verkleinertem Masterbatch an der Ge-
samtmischung wM∗ durch

wM∗=
wM · (1−wG,M)

1−wM ·wG,M
(7.12)

ausgedrückt werden. Nach Einsetzen der Gleichungen 7.11 und 7.12 in Glei-
chung 7.10 hängt auch das spezifische Volumen des Polymerblends im abge-
kühlten Zustand in der Umgebung nur noch von den spezifischen Volumina der
beteiligten Stoffe ab.
Die Berechnung der Schwindungsfaktoren basiert nun auf dem spezifischen Vo-
lumen der Polymerschmelze bei hohem Druck und hoher Temperatur (s. Glei-
chung 7.7) und dem spezifischen Volumen der abgekühlten Kunststofftropfen in
der Umgebung (s. Gleichung 7.10). Für diese beiden spezifischen Volumina sind
die spezifischen Volumina vZ, vABS,U, vLDPE,U, vABS,0 und vLDPE+G,0 erforder-
lich. Aus der Dichte des Masterbatchs CH815*, dessen chemisches Treibmittel
vollständig zersetzt ist, und der Dichte von LDPE unter Laborbedingungen ergibt
sich ein spezifisches Volumen der Zersetzungsrückstände vZ von 0,613 cm3 g−1.
Für ABS kann ein spezifisches Volumen in der Umgebung von 0,971 cm3 g−1 an-
gegeben werden (s. o. Abschnitt). Das spezifische Volumen von LDPE in der Um-
gebung kann aufgrund der unbekannten Änderung des freien Volumens bei einer
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7.1 Schwindung von Kunststofftropfen

schnellen Abkühlung lediglich aus dem Kehrwert der Dichte bei einer gleichge-
wichtsnahen Abkühlung berechnet werden und beträgt 1,089 cm3 g−1 (s. Kapi-
tel 3.2). Im Zustand einer Polymerschmelze kann das spezifische Volumen von
ABS in Abhängigkeit von Druck und Temperatur mit Hilfe der Zustandsglei-
chung 2.8 und den im letzten Abschnitt berechneten Konstanten für ABS er-
mittelt werden. Diese Zustandsgleichung kann auch für LDPE zur Berechnung
des spezifischen Volumens einer Polymerschmelze verwendet werden. Die da-
zu benötigten Konstanten der Hartmann-Haque-Zustandsgleichung können aus
dem pvT-Diagramm für LDPE von Zoller berechnet werden [166]. Für LDPE
können ein B0 von 27720 bar, ein v0 von 1,057 cm3 g−1 und ein T0 von 1297 K
angegeben werden. Die Werte von Zoller für das spezifische Volumen von LD-
PE im Zustand einer Polymerschmelze liegen etwa in der Mitte zwischen denen
anderer Untersuchungen [109, 165, 166, 184]. Es ist zu beachten, dass bei dem
Kunststoff LDPE der Unsicherheitsbereich des spezifischen Volumens nicht un-
erheblich ist. Beispielsweise beträgt nach Sedlacek et al. die Differenz der spe-
zifischen Volumina verschiedener Batches bei gleicher Temperatur und gleichem
Druck etwa 0,05 cm3 g−1 [184]. Insgesamt ergibt sich aus allen betrachteten Un-
tersuchungen ein Unsicherheitsbereich von ±0,05 cm3 g−1 [109, 165, 166, 184].
Diese Unsicherheit ist nicht zu vernachlässigen, weshalb die nachfolgend berech-
neten Schwindungsfaktoren des Polymerblends nur als Abschätzung der Größen-
ordnung angesehen werden sollten. Die Quellung von LDPE durch gelöstes Gas
wird durch Gleichung 2.11 berücksichtigt. Damit ergibt sich das spezifische Vo-
lumen von LDPE mit gelöstem Gas vLDPE+G,0 zu

vLDPE+G,0 =
1+Q
1+ cS

· vLDPE,0 (7.13)

mit dem Quellungsfaktor Q und der Löslichkeit cS, die bei dem Druck und der
Temperatur vorliegen, bei denen sich auch das spezifische Volumen vLDPE,0 ein-
stellt. Zur Bestimmung dieser beiden Größen sind weitere Annahmen erforder-
lich. Der Einfluss des abgespaltenen H2O auf die Quellung von LDPE wird an
dieser Stelle vernachlässigt, da die Löslichkeit von H2O in LDPE sehr begrenzt
ist (s. Kapitel 7.2.1). Es wird daher nur der Einfluss von CO2 auf die Quellung
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Abbildung 7.4: Schwindungsfaktoren für den Polymerblend ABS+LDPE in Abhängigkeit des Mas-
terbatchanteils, berechnet aus der Zustandsänderung zwischen den beiden in Abbil-
dung 7.2 (a) dargestellten Zuständen. Die Randbedingungen sind eine Düsentempe-
ratur von 240 ◦C, ein Massedruck von 320 bar (entspricht einem Austrag von 100 %)
und eine vollständige Sättigung des LDPEs mit CO2 für die Masterbatches CH815
und CH818. Einflüsse durch Schäumen sind nicht berücksichtigt.

von LDPE berücksichtigt. Um den Einfluss eines steigenden Masterbatchanteils
auf die Schwindungsfaktoren zu charakterisieren, wird ein Austrag von 100 %
und eine Düsentemperatur von 240 ◦C betrachtet. Aus dieser Randbedingung er-
gibt sich ein mittlerer Massedruck von 320 bar (s. Abbildung 6.13 (a)), der wegen
des geringen Einflusses auf die Schwindungsfaktoren als konstant angenommen
wird (s. o. Abschnitt). Bei diesem Massedruck und dieser Düsentemperatur be-
trägt die Löslichkeit von CO2 in LDPE etwa 0,18 g(CO2)/g(LDPE) (s. Kapi-
tel 7.2.1) und der aus einer linearen Regression berechnete Quellungsfaktor etwa
0,23 [185, 186]. Da beim Masterbatch CH810 die abgespaltene Gasmenge ge-
ring ist, kann der Einfluss der Quellung bei diesem Masterbatch vernachlässigt
werden.
In Abbildung 7.4 sind die berechneten Schwindungsfaktoren des Polymerblends
in Abhängigkeit vom Masterbatchanteil für die drei untersuchten Masterbatches
dargestellt. Wie bereits zu Beginn angenommen, steigen die Schwindungsfak-
toren mit zunehmendem Masterbatchanteil an. Der Anstieg ist für alle Master-
batches annähernd gleich und die Änderung des Schwindungsfaktors mit zuneh-
mendem Masterbatchanteil beträgt etwa 13,4 ·10−4 %−1. Damit hat der Master-
batchanteil einen etwa dreimal so großen Einfluss auf die Schwindungsfaktoren
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7.2 Schäumen von Kunststofftropfen

wie die Düsentemperatur bei den nicht geschäumten Kunststofftropfen (s. o. Ab-
schnitt). Die Änderung des Schwindungsfaktors reicht jedoch bei weitem nicht
aus, um die Abnahme der experimentell ermittelten Tropfenvolumina mit stei-
gendem Masterbatchanteil zu erklären. Wird beispielsweise bei einem Master-
batchanteil von 2 % ein geschäumtes Tropfenvolumen von 0,028 mm3 als Basis
genommen, so errechnet sich aus der Änderung bei einem Masterbatchanteil von
14 % ein Tropfenvolumen von 0,0275 mm3. In Wirklichkeit beträgt das Tropfen-
volumen jedoch 0,024 mm3. Die Schwindung kann daher nicht als Ursache für
die Abnahme der geschäumten Tropfenvolumina mit steigendem Masterbatchan-
teil herangezogen werden. Folglich kann diese Abnahme größtenteils auf verän-
derte Bedingungen während des Schäumens zurückgeführt werden. Dies wird in
Kapitel 7.2.2 gezeigt.

7.2 Schäumen von Kunststofftropfen

7.2.1 Löslichkeit und Diffusion

Betrachtung der Löslichkeit von LDPE in ABS
Der Masterbatch CH815 sowie die darüber hinaus genutzten Masterbatches
CH810 und CH818 enthalten LDPE als Trägerpolymer zum Binden des che-
mischen Treibmittels. Unabhängig vom Prozess des Schäumens bildet sich beim
Mischen zweier Kunststoffe ein Polymerblend aus. Polymerblends können als
mischbar (einphasig) oder nicht mischbar (mehrphasig) klassifiziert werden, wo-
bei die nicht mischbaren Polymerblends weiter in unverträgliche und verträgliche
Polymerblends unterteilt werden können [187]. Eine verträgliche Polymermi-
schung zeichnet sich dadurch aus, dass die physikalischen Wechselwirkungen an
den Grenzflächen der Phasen so groß sind, dass beispielsweise makroskopisch
einheitliche physikalische Eigenschaften gemessen werden können. Im Folgen-
den wird der resultierende Polymerblend aus ABS und LDPE im Hinblick auf
diese Unterteilungen näher betrachtet.
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ABS und LDPE können mit einem Polarisationsmikroskop optisch unterschieden
werden, da LDPE als optisch aktiver Stoff die Polarisationsebene des Lichts dreht
[188]. Im Gegensatz dazu findet bei ABS eine solche Beeinflussung aufgrund sei-
ner amorphen Struktur nicht statt. Anhand der Schliffbilder von Tropfenketten in
den Abbildungen 6.22 und 6.23 bei senkrechter Orientierung des Analysators
können daher die hellen Bereiche als LDPE identifiziert werden. Die Änderung
der Polarisationsebene allein durch Reflexion unter einem bestimmten Winkel
(Brewster-Winkel) reicht dabei nicht aus, um alle hellen Bereiche bei senkrechter
Orientierung des Analysators erklären zu können. Dies kann anhand des Schliff-
bilds bei einem Masterbatchanteil von 2 % nachvollzogen werden, da hier einige
Schaumblasenränder trotz unterschiedlicher Oberflächenwinkel fast verschwin-
den. Somit lässt sich anhand der Schliffbilder von Tropfenketten erkennen, dass
das LDPE mikroskopisch dispergiert im ABS vorliegt und eine zweite Phase
in Form von Partikeln bildet. Dementsprechend handelt es sich bei dem Poly-
merblend ABS+LDPE um einen nicht mischbaren Polymerblend. Dies konnte
von Saxena und Maiti auch mit anderen Charakterisierungsmethoden nachge-
wiesen werden [189]. Darüber hinaus ist aufgrund der unterschiedlichen Pola-
rität der beiden Kunststoffe von einer geringen physikalischen Wechselwirkung
beider Phasen auszugehen. LDPE ist ein unpolarer Kunststoff während ABS auf-
grund der CN-Bindung im Acrylnitril-Monomer ein schwach polarer Kunststoff
ist [62, 187]. Bei der Charakterisierung des Polymerblends ABS+LDPE konnte
gezeigt werden, dass ohne die Verwendung eines Phasenvermittlers eine Verrin-
gerung vieler mechanischer Eigenschaften auftritt [189, 190]. Dies wird auf ge-
ringe physikalische Wechselwirkungen an den Grenzflächen der beiden Phasen
zurückgeführt. Daher kann davon ausgegangen werden, dass der Polymerblend
ABS+LDPE auch ein unverträglicher Polymerblend ist. Aus dieser Unverträg-
lichkeit lässt sich auch folgern, dass die kleinen Treibmittel-Partikel (s. Abbil-
dung 6.24) bei der Plastifikation der beiden Kunststoffe überwiegend im LDPE
verbleiben und wenig bis gar nicht im ABS dispergiert werden.

Löslichkeit und Diffusion der abgespaltenen Gase in LDPE und ABS
Neben der festgestellten Unverträglichkeit der beiden Kunststoffe ABS und LD-
PE lässt sich anhand der Schliffbilder von Tropfenketten auch erkennen, dass sich
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7.2 Schäumen von Kunststofftropfen

das LDPE häufig in der Nähe der Schaumblasen bzw. an deren Rändern befindet
(s. Abbildung 6.22 und 6.23) und darüber hinaus einige Schaumblasen komplett
von LDPE umschlossen sind. Es ist anzunehmen, dass sich die Schaumblasen
überwiegend im Inneren des LDPEs gebildet haben. Dies erscheint naheliegend,
da abgespaltenes Gas durch die chemische Reaktion von Treibmittel-Partikeln
zunächst von LDPE eingeschlossen wird. Entsprechend wird sich das gesamte
abgespaltene Gas zunächst im LDPE lösen. Des Weiteren hinterlässt das che-
mische Treibmittel auch Zersetzungsrückstände, die als Keimbildner für die Nu-
kleierung wirken können. Allerdings kann gelöstes Gas auch über Phasengrenzen
hinweg diffundieren und sich so gleichmäßig in der Polymerschmelze verteilen
[82]. In diesem Fall müsste ein Teil des gelöste Gases nach der thermodynami-
schen Destabilisierung des Einhasengemischs wieder durch die Phasengrenzen
zu den Zersetzungsrückständen und den entstandenen Schaumblasen diffundie-
ren, um die beobachtete Schaumstruktur hinreichend erklären zu können. Unter-
suchungen zum Schäumen von Polymerblends haben eine ähnliche Selektivität
der Schaumblasenbildung in einer der beiden Phasen gezeigt [114, 191, 192].
Dies wurde mit unterschiedlichen Viskositäten der Polymerschmelzen und Dif-
fusionsgeschwindigkeiten von Gasen in den Polymerschmelzen begründet. Im
Folgenden werden daher die Löslichkeit und die Zeit für Diffusionsvorgänge der
abgespaltenen Gase in LDPE und ABS abgeschätzt, um den Prozess des chemi-
schen in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren hinreichend gut abbilden zu
können.
Der Hersteller gibt nicht an, welches endotherme chemische Treibmittel in den
Masterbatches CH810, CH815 und CH818 enthalten ist. Eine Charakterisierung
des Masterbatchs CH815 mittels TG-MS-Messung zeigt, dass die Gase CO2 und
H2O freigesetzt werden (s. Kapitel 3.2). Aus der Literatur ist bekannt, dass die
Auswahl an endothermen chemischen Treibmitteln begrenzt ist [79, 84, 125,
126]. Häufig werden hierbei Natriumhydrogencarbonat (NaHCO3) und Citro-
nensäure (C6H8O7) verwendet, die bei ihrer Zersetzung CO2 und H2O abspal-
ten. Sadik et al. nutzten unter anderem den Masterbatch CH818, der laut ihnen
eine Mischung aus Natriumhydrogencarbonat und Citronensäure bei gleichem
Massenverhältnis enthält [193, 194]. Aufgrund der Ähnlichkeit ihrer DSC- und
TGA-Messungen mit den im Rahmen der Arbeit durchgeführten Messungen wird
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davon ausgegangen, dass alle im Rahmen der Arbeit genutzten Masterbatches
diese beiden Stoffe im gleichem Massenverhältnis enthalten. Mithilfe von Re-
aktionsgleichungen der Zersetzungsreaktion können die Massenanteile von CO2

und H2O an der gesamten abgespaltenen Gasmenge bestimmt werden. Natrium-
hydrogencarbonat zersetzt sich nach folgender Reaktionsgleichung [193–195]:

2NaHCO3 −−⇀↽−− Na2CO3 +H2O+CO2 (7.14)

Citronensäure kann seine molare Masse über viele verschiedene Reaktionsglei-
chungen verringern. Dabei tritt häufig folgende Reaktionsgleichung unter Bil-
dung von Aconitsäure auf [196–198]:

C6H8O7 −−→ C6H6O6 +H2O (7.15)

Alle weiteren Reaktionsgleichungen führen zu einer mehrfachen Abspaltung von
CO2, H2O oder einer Kombination aus beiden. Welche dieser Reaktionsgleichun-
gen bevorzugt werden, hängt von den äußeren Randbedingungen ab [198]. Unter
hohem Druck und in Anwesenheit von Wasser zersetzt sich Aconitsäure nach
folgender Reaktionsgleichung [197]:

C6H6O6 −−→ C5H6O4 +CO2 (7.16)

Eine Kupplungsreaktion, bei der Natriumhydrogencarbonat und Citronensäu-
re miteinander reagieren, ist ebenfalls bekannt [193, 194]. Allerdings konnten
Sadik et al. auch feststellen, dass aufgrund der unterschiedlich hohen Zerset-
zungstemperaturen von Natriumhydrogencarbonat und Citronensäure die Kupp-
lungsreaktion vernachlässigt werden kann [193]. Zusammengefasst spalten sich
von den beiden chemischen Treibmitteln ebenso viele CO2-Teilchen wie H2O-
Teilchen ab. Aus der Proportionalität von Stoffmenge und Teilchenzahl über die
Avogadro-Konstante folgt für die CO2-Masse mCO2 und die H2O-Masse mH2O

mCO2 = MCO2 ·XCO2 ·nG, (7.17)

mH2O = MH2O ·XH2O ·nG (7.18)

160



7.2 Schäumen von Kunststofftropfen

mit den molaren Massen MCO2 und MH2O, den Teilchenzahlanteilen XCO2 und
XH2O und der Stoffmenge nG des abgespaltenen Gases. Daraus ergeben sich die
Massenanteile w von CO2 und H2O an der Gesamtmasse des abgespaltenen Ga-
ses mG nach

wCO2,G =
mCO2

mG
=

MCO2 ·XCO2

MCO2 ·XCO2 +MH2O ·XH2O
, (7.19)

wH2O,G =
mH2O

mG
=

MH2O ·XH2O

MCO2 ·XCO2 +MH2O ·XH2O
. (7.20)

Bei einem gleichen Teilchenzahlanteil von 0,5 und den molaren Massen für CO2

von 44 gmol−1 und H2O von 18 gmol−1 ergeben sich die Massenanteile wCO2,G

von 0,71 und wH2O,G von 0,29. Mithilfe dieser Massenanteile kann die theo-
retisch gelöste Gasmenge in LDPE für einen beliebigen Masterbatch berechnet
werden. Die gelöste Gasmenge cCO2,LDPE und cH2O,LDPE in LDPE wird nach

cCO2,LDPE =
mCO2

mLDPE
=

wG,M

wLDPE,M
·wCO2,G, (7.21)

cH2O,LDPE =
mH2O

mLDPE
=

wG,M

wLDPE,M
·wH2O,G (7.22)

mit den Massen mCO2 und mLDPE sowie den Massenanteilen von Gas am Mas-
terbatch wG,M und LDPE am Masterbatch wLDPE,M ausgedrückt. Der Massenan-
teil des Gases am Masterbatch ist durch Gleichung 7.9 gegeben und hängt vom
Massenanteil des Gases am Treibmittel (nach Abspaltung) ab. Dieser Massenan-
teil kann aus der TGA-Messung von CH815 (s. Kapitel 3.2) für alle Masterbat-
ches bestimmt werden und liegt bei etwa 0,37. Dies stimmt gut mit dem von Sa-
dik et al. ermittelten Massenanteil überein [193]. Darüber hinaus konnten Sadik
et al. zeigen, dass dieser Massenanteil nach stöchiometrischer Berechnung in et-
wa einer vollständigen Zersetzung der beiden chemischen Treibmittel entspricht.
Mit Gleichung 7.21, 7.22 und 7.9 können die theoretisch gelösten Gasmengen
von CO2 und H2O in Abhängigkeit des Massenanteils von LDPE am Master-
batch (s. Tabelle 3.1) berechnet werden. Dies ist in Abbildung 7.5 (a) dargestellt.
Im Gegensatz dazu zeigt Abbildung 7.5 (b) die maximale Löslichkeit von CO2
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(b)

Abbildung 7.5: Vergleich für den Kunststoff LDPE zwischen der theoretisch gelösten Gasmenge, die
sich aus der abgespaltenen Gasmenge und der Masse des Kunststoffs ergibt, und der
maximalen Löslichkeit. In (a) ist die theoretisch gelöste Gasmenge für die beiden
Gase CO2 und H2O in Abhängigkeit vom Massenanteil des LDPEs am Masterbatch
dargestellt. Die Massenanteile der drei verwendeten Masterbatches sind zusätzlich
markiert. In (b) ist die maximale Löslichkeit von CO2 in LDPE in Abhängigkeit von
Druck und Temperatur dargestellt. Für die Parameterkombination (PMK) aus dem
Austrag von 100 % und dem Masterbatchanteil des Masterbatchs CH815 von 6 % ist
die Löslichkeit in Abhängigkeit der verwendeten Düsentemperatur markiert.

in LDPE bei variabler Temperatur und variablen Druck. Diese wird nach Glei-
chung 2.15 und 2.17 mit einem konstanten Henry-Löslichkeitskoeffizienten H0

von 0,116 cm3(STP)/g/bar und der Lösungsenthalpie ∆HS von −3,76 kJmol−1

berechnet [109, 121]2 und kann mithilfe von Gleichung 2.16 in eine zur theo-
retisch gelösten Gasmenge vergleichbare Einheit umgerechnet werden. Da H2O
nicht gasförmig vorliegt (s. S. 163 f.), wurde für die Berechnung der Löslichkeit
von CO2 kein Partialdruck verwendet. Bei den untersuchten Düsentemperaturen
treten unterschiedliche Massedrücke auf (s. Abbildung 6.13 (a)), wodurch sich
die maximale Löslichkeit von CO2 in LDPE erheblich ändert. Für einen Austrag
von 100 % und einen Masterbatchanteil von 6 % des Masterbatchs CH815 ist die
maximale Löslichkeit für jede der drei untersuchten Düsentemperaturen mit ei-
nem Punkt markiert. Der Vergleich mit der theoretisch gelösten Gasmenge im

2 Die Löslichkeitskoeffizienten und Lösungsenthalpien weichen je nach Untersuchung etwas von-
einander ab. Beispielsweise wird mit den Parametern von Areerat et al. aus einer neueren Veröf-
fentlichung eine um etwa 0,005 g(CO2)/g(LDPE) niedrigere Gesamtlöslichkeit ermittelt [89].
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Masterbatch CH815 zeigt, dass nur für die Düsentemperaturen von 220 ◦C und
240 ◦C eine vollständige Löslichkeit in LDPE gegeben ist. Allerdings führt bei-
spielsweise eine Verringerung des Austrags auf 50 % zu einer weiteren deutlichen
Reduktion der Löslichkeit (vgl. Massedrücke Tabelle B.1). Zusammenfassend ist
festzuhalten, dass die Löslichkeit von CO2 in LDPE nicht bei allen Parameter-
kombinationen ausreicht, um ein Einphasengemisch zu bilden. Die Löslichkeit
von H2O in Polyolefinen wie LDPE ist bei Laborbedingungen äußerst gering
[62, 63, 123, 124]. Allerdings ist H2O bei den vorliegenden Düsentemperaturen
und Massedrücken überhaupt nicht gasförmig. Der Dampfdruck von H2O liegt
bei einer Temperatur von 260 ◦C bei etwa 50 bar [199]. Mit sinkender Tempe-
ratur sinkt auch der Dampfdruck, während der Massedruck im AKF-Verfahren
steigt (s. Abbildung 6.13 (a)). Somit liegt H2O bei jeder Parameterkombination
als flüssige Phase vor, wodurch die Löslichkeit weiter herabgesetzt wird [63]. Da
keine experimentellen Untersuchungen zur Löslichkeit von H2O bei diesen ho-
hen Temperaturen und Drücken vorliegen, wird auf die Arbeit von Haschets et al.
zurückgegriffen, die die Löslichkeit mit dem Sanchez-Rodgers-Modell berechnet
haben [200, 201]. Nach deren Berechnungen ist die Löslichkeit von H2O im flüs-
sigen Zustand druckunabhängig und liegt zwischen 0,01 g(H2O)/g(LDPE) und
0,03 g(H2O)/g(LDPE) bei den Temperaturen von 220 ◦C bzw. 260 ◦C. Damit
liegt die Löslichkeit deutlich unter der theoretisch gelösten Gasmenge von H2O
in LDPE (s. Abbildung 7.5 (a)). Zudem ist die Diffusion von H2O in LDPE auf-
grund der geringen Diffusionsgeschwindigkeit eingeschränkt [123, 124], sodass
davon ausgegangen wird, dass H2O überwiegend am Ort der Treibmittelzerset-
zung verbleibt und von LDPE eingeschlossen wird. Daher wird der Einfluss von
H2O auf den Prozess des Schäumens nicht weiter betrachtet.
Wie für den Kunststoff LDPE kann auch für den Kunststoff ABS eine theoretisch
gelöste Gasmenge von CO2 in ABS cCO2,ABS für einen beliebigen Masterbatch
nach

cCO2,ABS =
mCO2

mABS
=

wM ·wG,M

1−wM
·wCO2,G (7.23)

mit der Masse mABS und dem Masterbatchanteil wM berechnet werden. Da-
bei wird vernachlässigt, dass ein Teil des CO2 bereits im LDPE gelöst ist.
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Abbildung 7.6: Die im Kunststoff ABS theoretisch gelöste Gasmenge von CO2, die sich aus der im
Masterbatch abgespaltenen Gasmenge von CO2 und der Masse des ABS ergibt, ist
für die drei verwendeten Masterbatches CH810, CH815 und CH818 in Abhängigkeit
vom Masterbatchanteil dargestellt.

In Abbildung 7.6 ist diese theoretisch gelöste Gasmenge von CO2 in ABS
in Abhängigkeit des Masterbatchanteils für die drei untersuchten Masterbat-
ches CH810, CH815 und CH818 dargestellt. Aus der experimentellen Unter-
suchung der Löslichkeit von CO2 in ABS von Azimi kann ein konstanter Henry-
Löslichkeitskoeffizient H0 von etwa 0,069 cm3(STP)/g/bar und eine Lösungs-
enthalpie ∆HS von etwa −5,86 kJmol−1 berechnet werden [202]. Daraus lässt
sich die Löslichkeit von CO2 in ABS für die untersuchten Düsentemperaturen
und Massedrücke berechnen. Diese Löslichkeit ist vergleichbar mit der von CO2

in LDPE, weshalb auf Abbildung 7.5 (b) verwiesen wird. Der Vergleich mit der
theoretisch gelösten Gasmenge zeigt, dass für alle untersuchten Masterbatchan-
teile (s. Tabelle 6.1) eine mehr als ausreichende Löslichkeit von CO2 in ABS
gegeben ist. Die Betrachtung der Löslichkeiten zeigt auch, dass beim chemi-
schen in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren das Potential der Löslichkeit
nicht ausgenutzt wird. So werden bei der häufig untersuchten Parameterkombi-
nation von 6 % des Masterbatchs CH815, einem Austrag von 100 % und einer
Düsentemperatur von 240 ◦C nur etwa 4 % der Löslichkeit ausgenutzt. Selbst im
günstigsten Fall werden nur etwa 14 %3 genutzt.

3 Bei einem Masterbatchanteil von 10,3 % des Masterbatchs CH818, einem Austrag von 100 %
und einer Düsentemperatur von 260 ◦C.
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Neben einer ausreichenden Löslichkeit muss genügend Zeit für die Bildung eines
Einphasengemischs zur Verfügung stehen. Für die Abschätzung, ob dies für jede
Parameterkombination gegeben ist, kann die Größenordnung der Sättigungszeit
berechnet werden. Dazu werden die Diffusionskoeffizienten von CO2 in LDPE
und ABS sowie charakteristische Dicken nicht gesättigter Kunststoffschichten
benötigt (s. Gleichung 2.13). Für CO2 in LDPE kann aus Literaturdaten ein kon-
stanter Diffusionskoeffizient D0 von 1,8 ·10−4 m2 s−1 und eine Aktivierungsener-
gie ∆ED von 38 kJmol−1 berechnet werden [63, 88, 89]. Die Dicke nicht gesät-
tigter LDPE-Schichten zwischen zwei benachbarten Treibmittelpartikeln kann
anhand der REM-Aufnahme des Masterbatchs CH815 mit 10 µm abgeschätzt
werden (s. Kapitel 6.4.2). Die Datenlage zu Diffusionskoeffizienten für CO2 in
ABS ist begrenzt und die in verschiedenen Untersuchungen angegebenen Wer-
te widersprechen sich zum Teil [63, 202–204]. Aus allen Untersuchungen kann
der Bereich für den konstanten Diffusionskoeffizienten D0 mit 3 · 10−7 m2 s−1

bis 1,5 · 10−6 m2 s−1 und für die Aktivierungsenergie ∆ED mit 20 kJmol−1 bis
25 kJmol−1 abgeschätzt werden. Für ABS ist die Dicke der nicht gesättigten
Kunststoffschicht nicht bekannt. Da das CO2 zuerst im LDPE gelöst wird, ist
der Abstand zwischen den LDPE-Partikeln im ABS entscheidend. Es wird an-
genommen, dass die an Gas gesättigten LDPE-Partikel in der Austragseinheit
annähernd den gleichen Abstand zueinander einnehmen wie in den Tropfenket-
ten. Entsprechend liegt die Dicke der nicht gesättigten Kunststoffschicht in der
Größenordnung von 50 µm (s. Abbildung 6.23) und wird nicht größer als 500 µm
sein, was der maximalen Tropfenlänge entspricht (s. Kapitel 6.4.2). Daraus lassen
sich eine untere und eine obere Grenze durch den kleinsten Diffusionskoeffizi-
enten und die größte Dicke bzw. durch den größten Diffusionskoeffizienten und
die kleinste Dicke ableiten. In Abbildung 7.7 (a) sind die Sättigungszeiten für
die beiden Kunststoffe dargestellt, die mit den Dicken und den Diffusionskoeffi-
zienten nach Gleichung 2.13 berechnet werden können. Abhängigkeiten der Dif-
fusionskoeffizienten von der gelösten Gasmenge und vom Druck wurden nicht
berücksichtigt, da sie im Vergleich zu anderen Unsicherheiten, wie beispielswei-
se der tatsächlichen Dicke der nicht gesättigten Kunststoffschichten, vernachläs-
sigt werden können [88, 89, 202]. Aufgrund der kurzen Diffusionswege sind die
Sättigungszeiten für CO2 in LDPE gegenüber ABS sehr kurz. Da bei einigen
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Abbildung 7.7: Sättigungs- und Desorptionszeiten von CO2 in LDPE und ABS in Abhängigkeit
von der Temperatur. Aufgrund nicht weiter eingrenzbarer Randbedingungen liegt
die Sättigungs- bzw. Desorptionszeit von ABS in einem großen Bereich, der durch
eine graue Schattierung gekennzeichnet ist. In (a) ist die Sättigungszeit für die beiden
Kunststoffe dargestellt und vergleichend dazu die minimale Verweildauer (Austrag
von 150 %) des Kunststoffs in der Austragseinheit bzw. im Schneckenvorraum grün
hinterlegt. In (b) ist die Desorptionszeit für die beiden Kunststoffe dargestellt und
der Bereich zwischen minimaler und maximaler Desorptionszeit braun hinterlegt.

Parameterkombination schon ein großer Teil der Gasmenge im LDPE löslich ist,
bildet sich das Einphasengemisch nach wenigen Millisekunden aus. Die Sätti-
gungszeiten für CO2 in ABS unterliegen einem größeren Unsicherheitsbereich
und sind im Mittel um drei Größenordnungen länger. Die minimale Verweildau-
er des Kunststoffs in der Austragseinheit bzw. im Schneckenvorraum wird durch
den Volumenstrom in der Anlage und damit durch den Austrag bestimmt. Bei ei-
nem Austrag von 150 % beträgt diese etwa 90 s (s. Kapitel 4.2). Trotz der langen
Sättigungszeiten bei ABS zeigt der Vergleich mit der minimalen Verweildauer,
dass sich bei jeder Parameterkombination ein Einphasengemisch ausbilden kann
und dass sich das CO2 überwiegend gleichmäßig verteilen müsste. Dies steht
auch im Einklang mit Beobachtungen der optischen HGK-Aufnahmen, bei de-
nen nie ein Abreißen der Tropfenkette von der Düse durch austretende Gasblasen
beobachtet wurde.
Ähnlich wie beim Lösungsvorgang unterscheiden sich auch die Zeiten für Dif-
fusionsvorgänge von CO2 in LDPE und ABS im Hinblick auf das Wachsen der
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Schaumblasen. In diesem Zusammenhang sind die Desorptionszeiten von In-
teresse, die die Zeit bis zur vollständigen Entsättigung des Einphasengemischs
angeben. In diesem Fall ist nicht die Dicke der nicht gesättigten Kunststoff-
schichten relevant, sondern die Dicke der an Gas gesättigten Kunststoffschichten
zwischen den Keimen. Diese wird innerhalb des LDPEs unverändert um die
10 µm betragen (s. Abbildung 6.24) und im ABS in der Größenordnung von
50 µm bis 100 µm liegen (s. Abbildung 6.22 und 6.23). Abbildung 7.7 (b) stellt
diese Desorptionszeiten für die beiden Kunststoffe dar. Wie bei den Sättigungs-
zeiten unterscheiden sich auch die Desorptionszeiten zwischen LDPE und ABS
um zwei bis drei Größenordnungen. Aufgrund der heterogenen Nukleierung im
LDPE durch die Zersetzungsrückstände kann davon ausgegangen werden, dass
sich im LDPE früher Keime und Schaumblasen bilden, das Gas aufgrund der ge-
ringen Desorptionszeiten schneller in diese Schaumblasen diffundiert und somit
die Schaumblasenbildung im ABS gehemmt wird.

7.2.2 Einfluss der Prozessparameter

Einfluss des Austrags auf das geschäumte Tropfenvolumen
Das Tropfenvolumen wird definitionsgemäß über den Austrag eingestellt. Gemäß
Gleichung 7.1 nimmt das Tropfenvolumen proportional mit steigendem Austrag
zu. Neben diesem offensichtlichen Einfluss sind allerdings auch weitere Ein-
flüsse denkbar, die beispielsweise zu einer überproportionalen Vergrößerung des
geschäumten Tropfenvolumens führen können. Da die Öffnungszeit der Aus-
tragseinheit immer gleich ist, kann ein unterschiedliches Tropfenvolumen bei
unterschiedlichem Austrag nur durch eine Änderung des Massedrucks erreicht
werden. Dementsprechend ist der Prozessparameter Austrag mit dem Regelpara-
meter Massedruck verknüpft. Der Einfluss des Massedrucks auf die Löslichkeit
kann als beträchtlich bezeichnet werden, jedoch ist die Löslichkeit beim Schäu-
men mit chemischen Treibmitteln nicht limitierend (s. Kapitel 7.2.1). Darüber
hinaus kann der Massedruck durch Änderung der Druckabfallrate die Nukleie-
rungsrate und damit den Aufschäumgrad beeinflussen [84, 94]. Beispielsweise
steigt der Aufschäumgrad mit höherer Nukleierungsrate, wenn die Zeiten für
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Diffusionsvorgänge länger als die Abkühlzeiten sind. In diesem Fall stabilisiert
sich die Schaumstruktur zu früh und das noch gelöste Gas kann nicht mehr
zum Wachstum der Schaumblasen beitragen. Ausgehend von einer konstanten
Öffnungszeit der Austragseinheit von etwa 2,5 ms (s. Kapitel 6.1.1) und einem
Massedruck von 200 bar bis 400 bar (s. Abbildung 6.13) ergibt sich eine Druck-
abfallrate beim in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren von 8 GPas−1 bis
16 GPas−1. Im Vergleich zu den bei der Schaumextrusion auftretenden Druckab-
fallraten gehören diese zu den höchsten [94, 112, 205, 206]. Park et al. vermuten,
dass die Nukleierungsrate bei solchen Druckabfallraten einer Sättigung zustrebt
und keine weitere Zunahme zu erwarten ist [94]. Darüber hinaus zeigt der Ver-
gleich der Abkühlzeiten mit den Zeitspannen des Schäumens, dass keine zu frühe
Stabilisierung der Schaumstruktur eintritt (s. u. Abschnitt). Auch in den bauchi-
gen und zylindrischen Abschnitten der Kunststofftropfen, deren Größe durch den
Austrag beeinflusst wird, ist kein verändertes Schäumen zu beobachten.
Alle diskutierten potentiellen Einflussgrößen haben, wenn überhaupt vorhan-
den, nur einen geringen Einfluss auf das Tropfenvolumen, da nur wenige der
geschäumten Tropfenvolumina signifikant von den Regressionsgeraden abwei-
chen (s. Abbildung 6.11). Aus diesen wenigen signifikanten Abweichungen lässt
sich jedoch kein eindeutiger Trend ableiten, der mit einer Veränderung des Aus-
trags einhergeht. Somit kann mit der bisherigen Genauigkeit der Volumenbe-
stimmung von Kunststofftropfen kein Zusammenhang zwischen dem Austrag
und dem Schäumen nachgewiesen werden. Innerhalb der untersuchten Parame-
terkombinationen kann dementsprechend von einer proportionalen Zunahme des
geschäumten Tropfenvolumens mit steigendem Austrag ausgegangen werden.
Gemäß Abbildung 6.12 sind die Düsentemperatur und der Masterbatchanteil die
offensichtlich wichtigsten Einflussgrößen auf das geschäumte Tropfenvolumen.

Einfluss der Düsentemperatur auf das geschäumte Tropfenvolumen
Aus Abbildung 6.12 ist ersichtlich, dass mit steigender Düsentemperatur alle
geschäumten Tropfenvolumina abnehmen. Diese Abnahme beträgt im Mittel
8,4 ·10−5 mm3 K−1 und liegt damit deutlich über der Abnahme des Tropfenvolu-
mens von 1,3 · 10−5 mm3 K−1 bei nicht geschäumten Tropfen. Deren Abnahme
kann mit der temperaturbedingten Schwindung des Kunststoffs erklärt werden
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(s. Kapitel 7.1.1). Zwar ist die temperaturbedingte Änderung des spezifischen
Volumens im Zustand einer Polymerschmelze bei LDPE etwa doppelt so groß
wie bei ABS [109, 161, 166, 184], die Berechnung von Schwindungsfaktoren
für unterschiedliche Masterbatchanteile zeigt jedoch, dass die Schwindung als
Einflussgröße grundsätzlich bei weitem nicht ausreicht, um derartige Abnahmen
des geschäumten Tropfenvolumens zu erklären (s. Kapitel 7.1.2).
Aus der Literatur ist bekannt, dass mit steigender Temperatur die Diffusionsge-
schwindigkeit von Gasen in Polymerschmelzen steigt und die Viskosität der Po-
lymerschmelze sinkt. Die Änderungen der Diffusionsgeschwindigkeit und Vis-
kosität führen zu einer Steigerung der Wachstumsgeschwindigkeit von Schaum-
blasen und können, sofern dafür noch ausreichend gelöstes Gas zur Verfügung
steht, zu einer daraus resultierenden Erhöhung des Aufschäumgrads führen. Die-
se Steigerung der Wachstumsgeschwindigkeit und des Aufschäumgrads kann bei
der Schaumextrusion häufig beobachtet werden [81, 84, 103, 112, 114, 206]. Für
eine Steigerung des Aufschäumgrads muss jedoch vermieden werden, dass wäh-
rend der Wachstumsphase der Schaumblasen eine Destabilisierung der Schaum-
struktur eintritt. Bei weiterer Temperaturerhöhung kann allerdings in der Schau-
mextrusion eine solche Destabilisierung beobachtet werden. Die beobachtete
Abnahme der geschäumten Tropfenvolumina mit steigender Düsentemperatur
wird daher auf eine Destabilisierung der Schaumstruktur zurückgeführt und im
Folgenden näher betrachtet.
Eine direkte Bestimmung der Diffusionsgeschwindigkeiten von CO2 in LDPE
und ABS für unterschiedliche Düsentemperaturen liegt nicht vor. Allerdings
kann anhand der gemessenen Massedrücke und Scherviskositäten eine Verringe-
rung der Viskosität mit steigender Düsentemperatur festgestellt werden (s. Abbil-
dung 6.13 und 6.17). Die Änderung der Scherviskosität kann innerhalb gewisser
Grenzen mit einer Änderung der für das Schäumen relevanten Dehnviskosität
gleichgesetzt werden [63, 84, 108]. Durch den Vergleich der Abkühlzeiten von
Kunststofftropfen mit den Zeitspannen des Schäumens kann untersucht werden,
welche Einflussgrößen die Wachstumsgeschwindigkeit der Schaumblasen be-
grenzen. Die minimale Abkühlzeit ∆ tT kann mit Hilfe der Düsentemperatur TD,
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Abbildung 7.8: Abkühlung und gleichzeitiges Schäumen der Kunststofftropfen nach Verlassen der
Düse. In (a) wird dem Kunststoff in der Austragseinheit bzw. Düse (Index 0) und
außerhalb der Düse (Index 1, 2, U) eine Temperatur zugeordnet, während in (b)
die Abkühlzeiten von Kunststofftropfen für drei untersuchte Düsentemperaturen TD
mit den jeweiligen Zeitspannen des Schäumens verglichen werden. Dabei ist T1 die
Temperatur eines Tropfens unmittelbar nach dem Austragen aus der Düse, T2 die
Temperatur zu Beginn der Erstarrung der beiden Kunststoffe (etwa 130 ◦C) und TU
die Umgebungstemperatur (etwa 20 ◦C).

dem Beginn der Erstarrung der beiden Kunststoffe bei etwa 130 ◦C (s. Abbil-
dung 3.2 (b) und 3.3 (b)) und der Abkühlgeschwindigkeit ṪT(TD) als Funktion
der Düsentemperatur TD (s. Kapitel 6.1.2) nach

∆ tT =
TD −130 ◦C

ṪT(TD)
(7.24)

abgeschätzt werden. In Abhängigkeit von der Düsentemperatur beträgt die mini-
male Abkühlzeit etwa 0,46 s bis 0,36 s. Wegen der großen Standardabweichung
der Abkühlgeschwindigkeit wird vereinfachend eine mittlere Abkühlzeit von
0,43 s angenommen. Basierend auf den optischen HGK-Aufnahmen beträgt die
Zeitspanne des Schäumens je nach Düsentemperatur etwa 32 ms bis 5 ms (s. Ka-
pitel 6.1.1). Der Vergleich dieser Zeitspannen ist in Abbildung 7.8 für die drei
untersuchten Düsentemperaturen dargestellt. In allen Fällen ist die Zeitspanne
des Schäumens deutlich kürzer als die Abkühlzeit bis zum Glasübergang. Daraus
kann geschlossen werden, dass der Prozess des in situ Schäumens mit dem AKF-
Verfahren annähernd isothermen Randbedingungen unterliegt. Dementsprechend
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ist die wichtigste Einflussgröße auf die Wachstumsgeschwindigkeit der Schaum-
blasen die Diffusionsgeschwindigkeit. Dies kann auch durch die Abschätzung
der Desorptionszeiten bestätigt werden. Die in Abbildung 7.7 (b) dargestellten
Desorptionszeiten liegen in der selben Größenordnung wie die mit den optischen
HGK-Aufnahmen gemessenen Zeitspannen des Schäumens. Insgesamt lässt sich
daraus schließen, dass das gesamte gelöste Gas nach kurzer Zeit entweder in
die Schaumblasen oder in die Umgebungsluft diffundiert ist und demnach der
Aufschäumgrad nicht durch noch gelöstes Gas begrenzt wird. Jede zusätzliche
Zeitspanne nach dem Schäumen bei hoher Temperatur und damit niedriger Vis-
kosität birgt die Gefahr einer Destabilisierung der Schaumstruktur [114].
Eine mögliche Destabilisierung erfolgt beispielsweise durch die Diffusion von
Gas aus den Schaumblasen in die Umgebungsluft aufgrund des höheren Innen-
drucks in den Schaumblasen. Eine solche Destabilisierung wird in der Schaum-
extrusion oftmals vermutet [84, 101, 112, 205]. Diese Art der Destabilisierung ist
jedoch nach dem Schäumen anhand der Schaumstruktur schwer nachzuweisen.
Eine weitere mögliche Destabilisierung tritt durch das Platzen und Kollabieren
von Schaumblasen auf. Diese Art der Destabilisierung kann bei den untersuch-
ten Parameterkombinationen direkt nachgewiesen werden. Der Vergleich von
REM-Aufnahmen der Tropfenoberfläche bei Düsentemperaturen von 220 ◦C und
260 ◦C zeigt, dass insbesondere bei einem Masterbatchanteil von 6 % die Anzahl
der offenen Schaumblasen mit steigender Düsentemperatur zunimmt (s. Abbil-
dung 6.25 und 6.26). Weiterhin ist bei einem Masterbatchanteil von 2 % und 6 %
eine Abnahme der an der Oberfläche sichtbaren geschlossenen Schaumblasen
zu beobachten und bei einer Düsentemperatur von 270 ◦C ist das Kollabieren
von Schaumblasen in der optischen HGK-Aufnahme direkt beobachtbar (s. Ab-
bildung 6.8). Somit kann die Abnahme aller geschäumten Tropfenvolumina mit
steigender Düsentemperatur auf eine Destabilisierung der Schaumstruktur zu-
rückgeführt werden. Für ein großes geschäumtes Tropfenvolumen und damit
einen hohen Aufschäumgrad wäre es von Vorteil, wenn sich die Abkühlzeiten
und Zeitspannen für das Schäumen weiter annähern würden. Dies ist jedoch
aufgrund der maschinenseitigen Begrenzung des Massedrucks nur noch einge-
schränkt möglich.
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Einfluss des Masterbatchanteils auf das geschäumte Tropfenvolumen
Wie sich in Abbildung 6.12 erkennen lässt, nehmen alle geschäumten Trop-
fenvolumina mit steigendem Masterbatchanteil deutlich ab. Eine Erklärung auf-
grund der veränderten Schwindung kann hierbei ausgeschlossen werden (s. Kapi-
tel 7.1.2). Der Masterbatchanteil beeinflusst nicht nur den Massenanteil des che-
mischen Treibmittels an der Gesamtmischung, sondern auch den Massenanteil
des Trägerpolymers LDPE an dieser Gesamtmischung. Dementsprechend kann
die beobachtete Abnahme der geschäumten Tropfenvolumina sowohl dem che-
mischen Treibmittel und dem LDPE (kombiniert), nur dem LDPE oder nur dem
chemischen Treibmittel zugeordnet werden. Um zu differenzieren, ob das che-
mische Treibmittel oder das LDPE diese Abnahme verursacht, wurden verschie-
dene Masterbatches verwendet, sodass jeweils der Massenanteil des LDPEs oder
des chemischen Treibmittels konstant gehalten werden konnte. Die Auswertung
der entsprechenden Versuche deutet darauf hin, dass der Treibmittelanteil keinen
Einfluss auf das geschäumte Tropfenvolumen hat (s. Abbildung 6.14 (b)). In er-
weiterter Form zeigt Abbildung 7.9 nun für eine Düsentemperatur von 220 ◦C
und einen Austrag von 100 % alle geschäumten Tropfenvolumina für alle un-
tersuchten Treibmittelanteile (s. Tabelle 6.1). Es wird nur eine Düsentempera-
tur von 220 ◦C betrachtet, da hier die geringste Destabilisierung der Schaum-
struktur zu erwarten ist (s. o. Abschnitt). Von besonderem Interesse sind dabei
die Tropfenvolumina, bei denen der LDPE-Anteil konstant bleibt und nur der
Treibmittelanteil variiert wird. Bei diesen könnte ein höherer Treibmittelanteil
zu mehr Gas, zu einer höheren Nukleierungsrate und damit zu einem höheren
Aufschäumgrad führen [97, 193, 194]. Auch in dieser Gesamtdarstellung zeigt
sich jedoch kein signifikanter Zusammenhang zwischen dem Treibmittelanteil
und dem geschäumten Tropfenvolumen. Grundsätzlich lässt sich für endotherme
chemische Treibmittel aus der Literatur kein eindeutiger Trend für eine Zunah-
me des Aufschäumgrads mit steigendem Treibmittelanteil ableiten. Erschwerend
kommt hinzu, dass teilweise nicht zwischen dem Masterbatch- und Treibmit-
telanteil differenziert wird. Bei der Schaumextrusion beobachten beispielswei-
se Lee et al. einen progressiven Anstieg des Aufschäumgrads mit steigendem
Masterbatchanteil, während in anderen Untersuchungen der Aufschäumgrad zu-
nächst ansteigt, jedoch ab einem bestimmten Masterbatch- bzw. Treibmittelanteil
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Abbildung 7.9: Alle experimentell ermittelten geschäumten Tropfenvolumina bei einem Austrag DR
von 100 % und einer Düsentemperatur TD von 220 ◦C sortiert nach dem Massenanteil
des chemischen Treibmittels an der Gesamtmischung (s. Tabelle 6.1). Farblich mar-
kiert sind gleiche LDPE-Anteile an der Gesamtmischung wLDPE. Die LDPE-Anteile
von 1,2 % und 1,3 % sind zusammengefasst (*). Die Fehlerbalken geben die Stan-
dardabweichung an. Nach unten werden die geschäumten Tropfenvolumina durch
das Tropfenvolumen von 0,02 mm3 der nicht geschäumten Tropfen für diese Para-
meterkombination begrenzt.

stagniert oder abnimmt [84, 115, 132, 133]. Eine Vergrößerung des Aufschäum-
grads wird häufig mit einer Zunahme des abgespaltenen Gases und der damit ver-
bundenen Möglichkeit zur Bildung von mehr Schaumblasen erklärt, während ei-
ne Abnahme des Aufschäumgrads mit einer Destabilisierung der Schaumstruktur
durch zu viel Gas in Verbindung gebracht wird [115, 133]. Die Begründung, dass
zu viel Gas zu einer Destabilisierung führt, ist jedoch insofern nicht schlüssig,
als dass mit physikalischen Treibmitteln wesentlich größere Gasmengen gelöst
und auch wesentlich höhere Aufschäumgrade erreicht werden können [79, 95].
Wird stattdessen angenommen, dass sich ab einer bestimmten Gasmenge kein
weiteres Gas mehr abspaltet, könnte dies auch die Ergebnisse einiger Untersu-
chungen aus der Literatur erklären. Die Zersetzungsreaktion von Natriumhydro-
gencarbonat (s. Reaktionsgleichung 7.14) ist eine reversible Zersetzungsreakti-
on, sodass sie auch in umgekehrter Richtung ablaufen kann [126, 195]. Findet
die Zersetzungsreaktion in einem geschlossenen System statt (im Kunststoff in
der Plastifiziereinheit), führt die Abspaltung von Gas zu einer Druckerhöhung in
den neu gebildeten Gasblasen. Nach dem Prinzip von Le Chatelier wird bei einer
Druckerhöhung die Seite der Reaktionsgleichung bevorzugt, die eine geringere
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Teilchenzahl aufweist. Daher kann die Abspaltung von Gas unter hohem Druck
gehemmt werden, es sei denn, das Gas wird im Kunststoff gelöst und damit dem
Ort der Reaktion entzogen. Anhand der theoretisch gelösten Gasmenge und der
tatsächlichen Löslichkeit von CO2 in LDPE kann festgestellt werden, dass beim
Masterbatch CH818 die Löslichkeit von CO2 in LDPE bei weitem nicht aus-
reicht, um das gesamte abgespaltene CO2 zu lösen (s. Abbildung 7.5). CO2 wird
dem Reaktionsort also nur dann entzogen, wenn das im LDPE gelöste CO2 in
das ABS diffundiert und neues CO2 wieder im LDPE gelöst werden kann. Al-
lerdings sind die Sättigungszeiten von CO2 in ABS deutlich länger als die von
CO2 in LDPE (s. Abbildung 7.7 (a)), sodass die Geschwindigkeit der Zerset-
zungsreaktion mit der Diffusionszeit von CO2 zusammenhängen könnte. Von der
Zersetzungsreaktion der Aconitsäure (s. Reaktionsgleichung 7.16) ist bekannt,
dass sie unter dem Einfluss von heißem, verdichtetem, flüssigem H2O langsam
abläuft [197, 198]. Da bei der Zersetzungsreaktion von Natriumhydrogencarbo-
nat und Citronensäure H2O abgespalten wird und dieses vermutlich überwiegend
am Ort der Reaktion verbleibt (s. Kapitel 7.2.1), wird auch die Zersetzungsreak-
tion der Aconitsäure gehemmt. Zusammenfassend erscheint es daher plausibel,
dass die Zersetzungsreaktionen von Natriumhydrogencarbonat und Citronensäu-
re gehemmt werden, sobald die Löslichkeit von CO2 und H2O in LDPE erschöpft
ist. Dies könnte letztlich dazu führen, dass im Prozess des in situ Schäumens mit
dem AKF-Verfahren aufgrund der hohen Drücke und geringen Verweildauern
des Kunststoffs im Schneckenvorraum bzw. in der Austragseinheit trotz steigen-
dem Treibmittelanteil (CH815 zu CH818) nicht mehr Gas abspalten wird und die
gesamte Gasmenge annähernd konstant bleibt.
Im Gegensatz dazu deuten die Versuche mit konstantem Treibmittel- und vari-
ierendem LDPE-Anteil darauf hin, dass mit steigendem LDPE-Anteil das ge-
schäumte Tropfenvolumen abnimmt (s. Abbildung 6.14 (a)). Auch diese Beob-
achtung wird in erweiterter Form anhand aller geschäumten Tropfenvolumina für
alle untersuchten LDPE-Anteile (s. Tabelle 6.1) in Abbildung 7.10 näher betrach-
tet. Aus dieser Gesamtdarstellung ist ersichtlich, dass der LDPE-Anteil einen
deutlichen Einfluss auf das geschäumte Tropfenvolumen hat. Dieses nimmt zwi-
schen dem LDPE-Anteil von 0 % bis 10 % annähernd linear ab und geht unter
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Abbildung 7.10: Alle experimentell ermittelten geschäumten Tropfenvolumina bei einem Aus-
trag DR von 100 % und einer Düsentemperatur TD von 220 ◦C sortiert nach dem
Massenanteil des LDPEs an der Gesamtmischung (s. Tabelle 6.1). Die Fehlerbalken
geben die Standardabweichung an. Nach unten werden die geschäumten Tropfen-
volumina durch das Tropfenvolumen von 0,02 mm3 der nicht geschäumten Tropfen
für diese Parameterkombination begrenzt.

Berücksichtigung des Tropfenvolumens bei maximalem LDPE-Anteil in ein Pla-
teau über, das nahe dem nicht geschäumten Tropfenvolumen liegt. Die Ursache
für die Abnahme des geschäumten Tropfenvolumens mit steigendem Masterbat-
chanteil kann somit allein auf das LDPE zurückgeführt werden. Es stellt sich die
Frage, in welcher Form das LDPE den Prozess des Schäumens und damit die
Größe der geschäumten Tropfenvolumina beeinflusst.
Es ist kein unbekanntes Phänomen, dass sich Polymerblends in Schäumprozessen
anders verhalten als die Kunststoffe, aus denen die jeweiligen Polymerblends her-
gestellt wurden. So zeigen zahlreiche Untersuchungen, dass der Aufschäumgrad
abnimmt, wenn die beiden Kunststoffe im Polymerblend nicht mischbar sind und
an den Grenzflächen eine geringe physikalische Wechselwirkung aufweisen (un-
verträgliche Mischung) [96, 114, 207–211]. Wird in diesem Fall ausgehend von
dem einen Kunststoff der Massenanteil des anderen Kunststoffs erhöht, kann eine
Abnahme des Aufschäumgrads beobachtet werden. Durch Zumischen eines Pha-
senvermittlers zu diesen Polymerblends steigt der Aufschäumgrad zum Teil wie-
der deutlich an [209, 210], während das Schäumen eines mischbaren Polymer-
blends zu keiner Abnahme des Aufschäumgrads führt [207]. Alle Verringerungen
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des Aufschäumgrads bei nicht mischbaren unverträglichen Polymerblends wur-
den auf eine Destabilisierung der Schaumstruktur zurückgeführt. Auch der Poly-
merblend ABS+LDPE ist eine solche unverträgliche Mischung zweier Kunststof-
fe (s. Kapitel 7.2.1). Des Weiteren tritt bei allen untersuchten Düsentemperaturen
eine mehr oder weniger starke Destabilisierung der Schaumstruktur auf, da die
Abkühlzeiten und Zeitpannen des Schäumens unterschiedlich lang sind (s. o. Ab-
schnitt). Auf Basis der Literatur ist daher eine Zunahme dieser Destabilisierung
mit steigendem Masterbatchanteil zu erwarten.
Anhand von Schliffbildern geschäumter Kunststofftropfen (s. Abbildung 6.22)
und REM-Aufnahmen der Tropfenoberfläche (s. Abbildung 6.25 und 6.26) kann
eine solche zunehmende Destabilisierung bestätigt werden. So nimmt die Grö-
ße der Schaumblasen mit steigendem Masterbatchanteil ab, was ein Hinweis auf
einen erhöhten Gasverlust an die Umgebung ist. Außerdem verschmelzen eini-
ge Schaumblasen miteinander, was auf eine geringere Stabilität der Wände zwi-
schen den Schaumblasen hinweist und es dem Gas ermöglicht, durch die grö-
ßeren Schaumblasen-Netzwerke schneller in die Umgebung zu diffundieren. Bei
dem Masterbatchanteil von 14 % sind die Schaumblasen deformierter als bei den
anderen Masterbatchanteilen. Dies kann durch das Platzen der Schaumblasen,
den daraus resultierenden Gasverlust an die Umgebung und das Kollabieren der
Schaumblasen aufgrund des fehlenden Innendrucks erklärt werden. Eine Zunah-
me der geplatzten Schaumblasen mit steigendem Masterbatchanteil ist an der
Tropfenoberfläche bei den beiden untersuchten Düsentemperaturen deutlich er-
kennbar. So nimmt die Anzahl der offenen Schaumblasen zu und die bei der Dü-
sentemperatur von 220 ◦C und den Masterbatchanteilen von 2 % und 6 % noch
sichtbaren geschlossenen Schaumblasen verschwinden bei den höheren Master-
batchanteilen. Zusammenfassend ist festzustellen, dass mit steigendem Master-
batchanteil die Destabilisierung der Schaumstruktur durch Verschmelzen, Ver-
kleinerung, Platzen und Kollabieren der Schaumblasen verstärkt wird.
Diese Destabilisierung der Schaumstruktur wird bei nicht mischbaren unverträg-
lichen Polymerblends im Wesentlichen auf zwei Einflussgrößen zurückgeführt.
Als eine Ursache wird die Erhöhung der Diffusionsgeschwindigkeit bzw. die Ver-
kürzung der Desorptionszeit angesehen [96, 207, 209]. Dies wird durch einen
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effektiveren Transport von Molekülen an den Phasengrenzen sowie durch ei-
ne schnellere Diffusion von Gasen innerhalb einer der beiden Phasen (falls zu-
treffend) verursacht. Ob sich der Transport von CO2 an der Phasengrenze zwi-
schen ABS und LDPE ändert, kann aufgrund fehlender Messungen nicht be-
urteilt werden. Allerdings ist eine schnellere Diffusion und damit eine kürze-
re Desorptionszeit mit steigendem Masterbatchanteil wahrscheinlich. So nimmt
mit steigendem Masterbatchanteil die Anzahl der LDPE-Partikel zu (s. Abbil-
dung 6.22), wodurch anhand der Desorptionszeiten von ABS und LDPE (s. Ab-
bildung 7.7 (b)) nachvollzogen werden kann, dass mehr LDPE in den Kunst-
stofftropfen die gemittelte Desorptionszeit verkürzt. Da allerdings die Desorpti-
onszeiten im Vergleich zu den Abkühlzeiten bereits sehr kurz sind, wird dieser
Einfluss als eher gering eingestuft. Als zweite Ursache für die Destabilisierung
der Schaumstruktur wird die abnehmende Stabilität der Polymerschmelze an-
gesehen [104, 208, 211]. Die Viskosität kann als Maß für die Stabilität einer
Polymerschmelze herangezogen werden und sollte hoch genug sein, um das Kol-
labieren der Schaumblasen zu verhindern [105, 113, 114]. Während der Wachs-
tumsphase der Schaumblasen werden die Wände zwischen den Schaumblasen
equibiaxial gedehnt, weshalb die transiente equibiaxiale Dehnviskosität in die-
sem Zusammenhang die relevante Viskosität ist [84, 114]. Liegen jedoch für den
zu schäumenden Kunststoff keine Daten zur transienten equibiaxialen Dehnvis-
kosität vor, kann die Scherviskosität als Maß verwendet werden. Einige Unter-
suchungen zeigen einen eindeutigen Zusammenhang zwischen einer abnehmen-
den Scherviskosität und einer zunehmenden Destabilisierung der Schaumstruktur
[113–115, 205]. Abbildung 7.11 zeigt die im Rahmen dieser Arbeit gemesse-
ne Scherviskosität für den Kunststoff ABS sowie für zwei Polymerblends aus
ABS und LDPE in Abhängigkeit von der Temperatur. Als Schergeschwindigkeit
wurde 100 s−1 gewählt4. Die temperaturbedingte Abnahme aller geschäumten
Tropfenvolumina beträgt im Mittel 8,4 · 10−5 mm3 K−1, während die Abnahme

4 Während des Schäumens kann die Gesamtverformung der Polymerschmelze mit einer Dehnung
(Hencky-Dehnung) von 3 bis 4 abgeschätzt werden [84] was bei einer mittleren Zeitspanne des
Schäumens von 20 ms einer Dehn- bzw. Schergeschwindigkeit von etwa 150 s−1 bis 200 s−1

entspricht. Da die Messungen nur bei diskreten Schergeschwindigkeiten durchgeführt wurden,
wurde der am nächsten liegende Wert gewählt.
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Abbildung 7.11: Scherviskosität für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815∗ in Abhängigkeit
der Temperatur. Die Scherviskositäten sind Abbildung 6.16 entnommen. Die Mas-
terbatchanteile wCH815∗ = 3,6% und wCH815∗ = 8,6% sind vergleichbar mit den
Masterbatchanteilen wCH815 = 4% und wCH815 = 10% (s. Kapitel 6.3).

durch einen steigenden Masterbatchanteil im Mittel 48,6 ·10−5 mm3 %−1 beträgt
(s. Abbildung 6.12). Der Vergleich dieser beiden Einflüsse auf das geschäum-
te Tropfenvolumen mit der jeweiligen Änderung der Scherviskosität zeigt zwar
eine deutliche Abnahme der Scherviskosität mit steigender Temperatur, jedoch
eine zu geringe Abnahme der Scherviskosität mit steigendem Masterbatchanteil.
So ist zwischen den Masterbatchanteilen des Masterbatchs CH815* von 4 % und
10 % nahezu keine Abnahme der Scherviskosität zu beobachten. Eine solche Dis-
krepanz stellten auch Wan et al. [207] und Zhang et al. [210] für nicht mischbare
unverträgliche Polymerblends fest, woraus sie schlossen, dass eine Veränderung
der Scherviskosität und damit der Stabilität der Polymerschmelze nicht die Ur-
sache für einen reduzierten Aufschäumgrad sein kann. Die Übertragbarkeit einer
Scherviskosität auf eine äquivalente Dehnviskosität könnte jedoch bei einigen
Polymerblends an ihre Grenzen stoßen. So zeigte Stange, dass der Aufschäum-
grad nur dann mit einer äquivalenten transienten Scherviskosität korreliert, wenn
die transiente Dehnviskosität keine signifikante Dehnverfestigung zeigt [104].
Ebenso ist ein gegenteiliger Einfluss denkbar: Wird die Polymerschmelze durch
Grenzflächen mit geringer physikalischer Wechselwirkung geschwächt, sinkt die
maximal ertragbare Dehnung und es kommt zum Beispiel zum vorzeitigen Versa-
gen von Wänden zwischen den Schaumblasen. Dies vermuten auch Zhang et al.
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Wachstumphase Wachstumphase Platzen Kollabieren

Umgebungsluft Krit. Grenzflächen
ABS

Gas

LDPE

Schaumblase

Gas entweicht
Wände fallen ein

Abbildung 7.12: Schematische Darstellung der Wachstumsphase einer Schaumblase im Polymer-
blend ABS+LDPE. Aufgrund der Grenzflächen zwischen ABS und LDPE, die
nur eine geringe physikalische Wechselwirkung aufweisen, platzt die Schaumbla-
se ab einer bestimmten Größe. Dabei entweicht das enthaltene Gas, wodurch die
Schaumblase kollabiert.

bei ihren nicht mischbaren unverträglichen Polymerblends [211]. Von dem Poly-
merblend ABS+LDPE ist bekannt, dass die mechanischen Eigenschaften durch
die Zumischung von LDPE deutlich reduziert werden [189, 190]. Dementspre-
chend wird der Einfluss von LDPE auf das geschäumte Tropfenvolumen auf die
Verringerung der Stabilität der Polymerschmelze zurückgeführt. Dieser Einfluss
ist in Abbildung 7.12 veranschaulicht. Während sich eine Schaumblase ausdehnt,
wird die Wand zwischen der Umgebung und der Schaumblase immer dünner.
Dies führt zu einer zunehmenden Dehnung der Grenzflächen zwischen ABS und
LDPE. An diesen Grenzflächen reißt die Polymerschmelze auf, wodurch Gas aus
der Schaumblase entweicht und die Schaumblase kollabiert. Aufgrund dieser zu-
sätzlichen Verringerung der Stabilität einer Polymerschmelze ist der Einfluss des
LDPEs größer als der Einfluss der Düsentemperatur.

7.2.3 Aufschäumgrad

Der Aufschäumgrad einer Schaumstruktur errechnet sich aus dem Volumen der
gasgefüllten Hohlräume und dem Volumen des nicht geschäumten Kunststoffs
(s. Gleichung 2.22). Beide Volumina ändern sich zeitabhängig, weshalb der Auf-
schäumgrad nicht als konstante Größe betrachtet werden kann. So führt die Ab-
kühlung auf Umgebungstemperatur zu einer Verkleinerung des Gasvolumens in
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den Hohlräumen und dem Volumen des Kunststoffs, während eine Destabilisie-
rung der Schaumstruktur mit einhergehendem Gasverlust zu einer weiteren ir-
reversiblen Verkleinerung des Gesamtvolumens führt. Beim in situ Schäumen
mit dem AKF-Verfahren erfahren daher die geschäumten Kunststofftropfen im
Vergleich zu den nicht geschäumten Kunststofftropfen die größte zeitliche Vo-
lumenänderung. Diese Änderung kann anhand der HGK-Aufnahme der Para-
meterkombination mit einem Austrag von 100 %, einem Masterbatchanteil des
Masterbatchs CH815 von 6 % und einer Düsentemperatur von 240 ◦C näher be-
trachtet werden (s. Abbildung 6.3). Es ist zu beachten, dass die Bestimmung ei-
nes Tropfenvolumens auf Basis von HGK-Aufnahmen weniger genau ist als die
im Kapitel 5.2 beschriebene Volumenbestimmung von Kunststofftropfen. Bei-
spielsweise können bei HGK-Aufnahmen die Tropfen nur aus einer Perspekti-
ve betrachtet werden, weshalb diese Volumenbestimmung nur als Abschätzung
angesehen werden sollte. Das Schäumen des neu entstehenden Kunststofftrop-
fens beginnt gemäß Abbildung 6.3 etwa zum Zeitpunkt t4. Zu diesem Zeitpunkt
kann aus der projizierten Fläche und Länge des Tropfens mit Gleichung 5.1 ein
Tropfenvolumen von etwa 0,021 mm3 berechnet werden. Dieses Tropfenvolu-
men ist etwas größer als das Tropfenvolumen von nicht geschäumten Tropfen
bei einer Düsentemperatur von 240 ◦C, das etwa 0,019 mm3 groß ist (s. Abbil-
dung 6.12), nähert sich diesem Tropfenvolumen jedoch unter Berücksichtigung
der temperaturbedingten Schwindung recht genau an. Je nach betrachtetem ge-
schäumten Kunststofftropfen kann zu einem späteren Zeitpunkt ein Tropfenvolu-
men von etwa 0,032 mm3 bis 0,035 mm3 berechnet werden. Geschäumte Tropfen
mit der gleichen Parameterkombination weisen jedoch im abgekühlten Zustand
nur ein mittleres Tropfenvolumen von etwa 0,029 mm3 auf (s. Abbildung 6.12).
Dieser Unterschied kann nicht allein durch die temperaturbedingte Schwindung
des Tropfenvolumens erklärt werden (s. Kapitel 7.1.2), sondern ist als weiterer
Beleg für eine Destabilisierung der Schaumstruktur bei dieser Parameterkom-
bination zu werten. Auf Basis dieser drei zu unterschiedlichen Zeitpunkten er-
mittelten Tropfenvolumina lässt sich die zeitliche Entwicklung des Tropfenvolu-
mens von geschäumten und nicht geschäumten Kunststofftropfen ableiten. Die-
se Entwicklung kann in verschiedene Bereiche unterteilt werden, die in Abbil-
dung 7.13 idealisiert dargestellt sind. Unabhängig vom Prozess des Schäumen
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Abbildung 7.13: Trennung der zeitlichen Entwicklung des Tropfenvolumens von geschäumten (G)
und nicht geschäumten (nG) Kunststofftropfen in verschiedene Bereiche. Dabei
durchlaufen nicht geschäumte Kunststofftropfen nur Bereich III. Schematisch dar-
gestellt ist die Volumenänderung des Tropfenvolumens VT bzw. des geschäumten
Tropfenvolumens VTS ausgehend vom Zustand in der Austragseinheit bzw. Düse
(Index 0) über den Zustand nach dem Austragen aus der Düse (Index 1) bis zur Ab-
kühlung auf Umgebungstemperatur (Index U). Diesen Tropfenvolumina sind die
charakteristischen Größen Druck p und Temperatur T zugeordnet. Hervorzuheben
sind der Massedruck pM, die Düsentemperatur TD und die Temperatur bei Erstar-
rung der beiden Kunststoffe TE.

dehnen sich Kunststofftropfen nach dem Austragen aufgrund der Druckreduk-
tion vom Massedruck auf den Umgebungsdruck etwas aus, wobei diese Volu-
menänderung nicht sehr groß ausfällt (s. Kapitel 7.1.1). Kunststofftropfen ohne
chemisches Treibmittel weisen unmittelbar nach dem Austragen ein größeres Vo-
lumen auf als nach dem Abkühlen auf Umgebungstemperatur. Dieser Volumen-
unterschied kann allein durch die temperaturbedingte Schwindung (Bereich III)
erklärt werden (s. Kapitel 7.1.2). Kunststofftropfen mit chemischen Treibmittel
schäumen nach dem Austragen zunächst innerhalb weniger zehn Millisekunden
auf ihr maximales Volumen auf (Bereich I). Anschließend findet über mehrere
hundert Millisekunden eine Destabilisierung der Schaumstruktur statt (Bereich
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7 Diskussion

II)5, die zu einer Verringerung des Tropfenvolumens führt. Diese Destabilisie-
rung der Schaumstruktur ist keine inhärente Eigenschaft des in situ Schäumens
mit dem AKF-Verfahren, sondern ist auf die hohen Düsentemperaturen nach dem
Prozess des Schäumens und auf den nicht mischbaren unverträglichen Polymer-
blend ABS+LDPE zurückzuführen (s. Kapitel 7.2.2). Banerjee und Ray [114]
und Park et al. [112] weisen darauf hin, dass nach der Erstarrung des Kunststoffs
die Verkleinerung des Gasvolumens in den Hohlräumen von der Schwindung des
Kunststoffs entkoppelt ist. Auch die Destabilisierung der Schaumstruktur endet
mit Beginn der Erstarrung, sodass ab diesem Zeitpunkt von einer reduzierten
Schwindung der geschäumten Tropfenvolumina auszugehen ist, die der tempera-
turbedingten Schwindung nicht geschäumter Tropfen ähnlich ist (Bereich III).
Ausgehend von dieser zeitlichen Entwicklung des Tropfenvolumens kann der
Aufschäumgrad von Kunststofftropfen durch

Φ
A
S (t) =

VG(t)
VK(t)

=
VTS(t)−VT(t)

VT(t)
=

VTS(t)
VT(t)

−1 (7.25)

mit dem nicht geschäumten Tropfenvolumen VT und dem geschäumten Tropfen-
volumen VTS ausgedrückt werden. Ausgehend von den aus den HGK-Aufnahmen
ermittelten Tropfenvolumina beträgt der Aufschäumgrad für die entsprechende
Parameterkombination zum Zeitpunkt t1S etwa 50 % bis 70 % und zum Zeit-
punkt tU etwa 50 %. Es ist davon auszugehen, dass es beim in situ Schäumen
mit einem beliebigen MEX-Verfahren einen Unterschied macht, ob sich die
Kunststoffstränge (FFF-Verfahren) bzw. Tropfenketten (AKF-Verfahren) nach
dem Ablegen durch den Prozess des Schäumen unmittelbar berühren oder ob
zwischen ihnen Lücken verbleiben. Im ersten Fall kann die additiv gefertigte
geschäumte Struktur durch die Verschweißung der Kunststoffstränge bzw. Trop-
fenketten als Ganzes temperaturbedingt schwinden, während im zweiten Fall die
Lücken bestehen bleiben oder sich durch die Schwindung sogar noch vergrößern
können. Aus verfahrenstechnischer Sicht ist daher der sich zum Zeitpunkt t1S

5 Je nach Düsentemperatur kann die Destabilisierung der Schaumstruktur auch schon während des
Schäumens beginnen (s. Abbildung 6.8)
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Abbildung 7.14: Mittlerer Aufschäumgrad zum Zeitpunkt tU (s. Abbildung 7.13) für unterschiedli-
che Masterbatchanteile wCH815 in Abhängigkeit der Düsentemperatur. Für die Be-
rechnung wurden alle Tropfenvolumina unabhängig vom untersuchten Austrag ver-
wendet. Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung an.

einstellende Aufschäumgrad von größerem Interesse als der im abgekühlten Zu-
stand ermittelte Aufschäumgrad. Auf Basis der vorliegenden Ergebnisse kann
jedoch nur ein Aufschäumgrad im abgekühlten Zustand exakt bestimmt werden.
Dieser Aufschäumgrad kann als untere Grenze angesehen werden und ist für
die untersuchten Düsentemperaturen und Masterbatchanteile des Masterbatchs
CH815 in Abbildung 7.14 dargestellt. Dabei wird die etwas höhere Schwindung
des Polymerblends aus ABS und LDPE (s. Abbildung 7.4) vernachlässigt und
für die Berechnung des Aufschäumgrads als nicht geschäumtes Tropfenvolumen
jenes Volumen verwendet, das von Kunststofftropfen ohne enthaltenen Master-
batch eingenommen wird.
Der Einfluss des Masterbatchanteils auf den Aufschäumgrad ist deutlich erkenn-
bar und lässt sich durch den destabilisierenden Einfluss eines nicht mischba-
ren unverträglichen Polymerblends auf die Schaumstruktur erklären (s. Kapi-
tel 7.2.2). Ein derart negativer Einfluss des Masterbatchanteils wurde beim in
situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren bisher nicht beobachtet. Dies kann sicher-
lich damit erklärt werden, dass der eingängige Zusammenhang mehr Treibmittel
gleich höherer Aufschäumgrad bei Verwendung von TEMs und physikalischen
Treibmitteln ohne große Einschränkungen gilt und die Verwendung dieser Treib-
mittel die bisher am meisten untersuchten Herstellungsansätze darstellen. Wei-
terhin führt eine Erhöhung der Düsentemperatur zu einer deutlichen Abnahme
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des Aufschäumgrads, was aufgrund der unterschiedlich langen Abkühlzeiten und
Zeitpannen des Schäumens auch auf eine Destabilisierung der Schaumstruktur
zurückgeführt werden kann (s. Kapitel 7.2.2). Ein solcher Einfluss konnte auch
beim in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren beobachtet werden, wenngleich
Begründungen auf der Basis physikalischer Einflussgrößen fehlten [153, 154].
Von besonderem Interesse ist hier die Untersuchung von Dugad et al., die ABS-
Filamente mit dem physikalischen Treibmittel CO2 sättigten und deren Düsen-
temperaturen den in dieser Arbeit untersuchten Düsentemperaturen ähnlich wa-
ren [154]. Auch sie stellten eine Abnahme des Aufschäumgrads mit steigender
Düsentemperatur fest und erreichten den höchsten Aufschäumgrad bei einer Dü-
sentemperatur von 180 ◦C. Dies deutet darauf hin, dass die optimale Temperatur
für das Schäumen von ABS unterhalb der optimalen Temperatur für die addi-
tive Fertigung (oberhalb 240 ◦C) liegt [18, 23]. Anzumerken ist, dass solche
Messungen beim AKF-Verfahren nicht durchgeführt werden können, da eine
Düsentemperatur unter 190 ◦C aufgrund der maschinenseitigen Begrenzung des
Massedrucks nicht einstellbar ist [23]. Im Gegensatz zum in situ Schäumen mit
dem FFF-Verfahren kann beim in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren kein
Einfluss des Volumenstroms auf den Aufschäumgrad festgestellt werden. Beim
AKF-Verfahren wird der Volumenstrom neben der Verschlussfrequenz durch
den Austrag bestimmt, der, wie in Kapitel 7.2.2 gezeigt, keinen Einfluss auf den
Aufschäumgrad hat. Dieser Unterschied kann vermutlich darauf zurückgeführt
werden, dass im Gegensatz zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren der
Schritt der Bildung bzw. des Lösens von Gas und der Schritt des Schäumens
zeitlich und örtlich voneinander getrennt sind (s. Kapitel 7.2.1). Dadurch steht
jedem einzelnen Kunststofftropfen proportional die gleiche Menge an gelöstem
Treibmittel zur Verfügung und die Randbedingungen, wie zum Beispiel gleiche
Starttemperatur, werden durch eine Änderung des Volumenstroms nicht beein-
flusst. Diese Unabhängigkeit vom Volumenstrom erleichtert die Prozessführung
und kann daher als Vorteil angesehen werden. Insgesamt liegen alle Aufschäum-
grade des in situ Schäumens mit dem AKF-Verfahren in dem für das Schäumen
mit chemischen Treibmitteln üblichen Bereich, der nach Eaves zwischen 25 %
und 80 % liegt [125]. Für das In-situ-Schäumen mit dem FFF-Verfahren wurden
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bisher nur Aufschäumgrade von Kunststoffsträngen ermittelt, die mit physika-
lischen Treibmitteln geschäumt wurden. Die dabei erzielten Aufschäumgrade
liegen je nach Parameterkombination im Bereich von 30 % bis 500 % [152–154]
und damit erwartungsgemäß im Mittel höher als beim Schäumen mit chemischen
Treibmitteln.

7.3 Entwicklung des Füllgrads

7.3.1 Bereiche unterschiedlicher Volumenfüllung

Anhand der für alle untersuchten Parametersätze gleichen Dichtezunahme mit
steigendem Austrag in den Abbildungen 6.31 und 6.32 lässt sich erkennen, dass
durch Variation der Prozessparameter Schichthöhe, Formfaktor und Austrag ge-
zielt Strukturen bestimmter Dichte hergestellt werden können. Es wird deut-
lich, dass für jede Kombination von Schichthöhe und Formfaktor prinzipiell jede
Dichte erreichbar ist, solange der Austrag entsprechend angepasst wird. Diese
Beobachtung hat Implikationen für das bisherige Verständnis der Prozesspara-
meter im AKF-Verfahren. So führt nach Hentschel et al. eine Verringerung des
Formfaktors zu einer Erhöhung der Dichte [19]. Nach Charlon und Soulestin
führt eine Verringerung der Schichthöhe ebenfalls zu einer Erhöhung der Dich-
te [23]. Daraus wurde gefolgert, dass der Formfaktor und die Schichthöhe ver-
ringert werden müssen, um eine Dichte zu erreichen, die der des verwendeten
Kunststoffs nahe kommt. Wie die Dichtebestimmung an den Quadern zeigt, ist
dies nicht unbedingt der Fall, wenn auch der Austrag berücksichtigt wird (s. Ab-
bildung 6.31). Die drei Prozessparameter Schichthöhe, Formfaktor und Austrag
sind daher als ein Parametersatz zu betrachten, dem eine bestimmte Dichte zu-
geordnet werden kann. Mit Hilfe der Dichte des Kunststoffs ABS in dem Zu-
stand, in dem die Dichte von Probekörpern bestimmt wird (normalerweise unter
Laborbedingungen), kann auch ein bestimmter Füllgrad für einen Parametersatz
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Abbildung 7.15: Drei voneinander abgrenzbare Bereiche der Volumenfüllung, in denen sich die
Dichte der additiv gefertigten Strukturen ρA und deren Rauheit mit steigendem
Austrag unterschiedlich verändern. Die Dichte der additiv gefertigten Strukturen
ist nach oben durch die Dichte des Kunststoffs ρK begrenzt. Die optimale Füllung
liegt bei minimaler Rauheit.

berechnet werden6. Der Füllgrad ist ein Maß dafür, zu welchem Anteil ein vor-
gegebenes Volumen mit Material (Kunststoff) gefüllt ist (s. Gleichung 2.4). Ein
Füllgrad unter 100 % impliziert das Vorhandensein von prozessbedingten Po-
ren im zu füllenden Volumen. Je nach Höhe des Füllgrads können verschiede-
ne Bereiche unterschieden werden, die in Abbildung 7.15 anhand ihrer Dichte
und Rauheit voneinander abgegrenzt sind. So lassen sich anhand der Dichte der
Quader für einen beliebigen Parametersatz zwei Bereiche unterscheiden, in de-
nen sich der Verlauf der Dichte mit steigendem Austrag unterschiedlich verhält
(s. Abbildungen 6.31 und 6.32). Im größeren Bereich ist die Dichte proportional
zum Austrag, während im kleineren Bereich mit steigendem Austrag eine asym-
ptotische Annäherung an einen bestimmten Dichtewert zu beobachten ist. Bei
Betrachtung der Oberflächenrauheit in den Abbildungen 6.27 und 6.29 können
drei Bereiche unterschieden werden. In den beiden größeren Bereichen nimmt
die Rauheit mit steigendem Austrag zu bzw. ab, während in einem dritten, klei-
neren Bereich eine Änderung des Austrags nur zu einer geringen Änderung der

6 Probekörper befinden sich über eine längere Zeitspanne im beheizten Bauraum. Es wird daher an-
genommen, dass ein durch hohe Abkühlgeschwindigkeiten der Tropfenketten vergrößertes freies
Volumen durch physikalische Alterung wieder abgebaut wird und sich ein freies Volumen ein-
stellt, das dem Zustand bei gleichgewichtsnaher Abkühlung entspricht.
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Rauheit führt. Diese drei Bereiche werden im Folgenden als Unterfüllung (I),
optimale Füllung (II) und Überfüllung (III) bezeichnet und zunächst anhand von
nicht geschäumten Strukturen näher betrachtet, um anschließend die Übertrag-
barkeit auf geschäumte Strukturen zu überprüfen. Dabei sind Unterfüllung und
Überfüllung aus dem FFF-Verfahren bekannte Bezeichnungen für den Füllgrad
einer additiv gefertigten Struktur [160, 212].
Im ersten Bereich, der sogenannten Unterfüllung, kann die additiv gefertigte Mi-
krostruktur als eine Art Gitter aufgefasst werden, in dem die Tropfenketten in
gleichmäßigen Abständen angeordnet sind und sich über die Schichten hinweg
kreuzen. Dabei liegen die Tropfenketten auf den vorgesehenen Druckbahnen,
berühren sich jedoch nur in Aufbaurichtung und nicht innerhalb einer Schicht.
Dies kann anhand der Mikrostruktur des Parametersatzes LT200DAR14 in Ab-
bildung 6.19 (a) nachvollzogen werden. Diese Mikrostruktur ist vergleichbar
mit einer additiv gefertigten Struktur, bei der die Füllung einen Slicer-Füllgrad
von weniger als 100 % und ein gradliniges Muster (engl.: Rectilinear Pattern)
aufweist [14, 213]. Im Bereich der Unterfüllung nimmt die Oberflächenrauheit
mit steigendem Austrag proportional ab (s. Abbildung 6.27). Dieser Zusammen-
hang lässt sich durch die gitterartige Mikrostruktur erklären und wird in Abbil-
dung 7.16 anhand verschiedener Austräge veranschaulicht. Bei der Berechnung
der mittleren arithmetischen Höhe (Sa) werden die einzelnen Höhenwerte über
die Fläche gemittelt. Im idealisierten Fall sind dies die Höhenwerte der obersten
Tropfenketten und der Tropfenketten einer darunter liegenden Schicht. Durch
die Vergrößerung des Austrags dehnen sich die Tropfenketten nur in die Lücken
zwischen den Tropfenketten aus, da die Schichthöhe durch den Verfahrweg der
Anlage festgelegt ist. Dadurch verringert sich die Anzahl der Höhenwerte der
darunter liegenden Schicht, sodass sich die mittlere arithmetische Höhe zu klei-
neren Werten hin entwickelt. Während die Oberflächenrauheit im Bereich der
Unterfüllung mit steigendem Austrag abnimmt, nimmt die Dichte mit steigen-
dem Austrag zu (s. Abbildung 6.31). Die Dichte eines Körpers ist das Verhältnis
seiner Masse zum Gesamtvolumen. Das Gesamtvolumen eines additiv gefertig-
ten Probekörpers wird durch den Nutzer vorgegeben, woraufhin in der additiven
Fertigung entlang der Oberfläche dieses Gesamtvolumens eine Druckbahn als
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Abbildung 7.16: Idealisiertes Oberflächenprofil (rote Linie) einer additiv gefertigten Struktur im Be-
reich der Unterfüllung. In diesem Bereich berühren sich die Tropfenketten inner-
halb der Schichten nicht. Das Oberflächenprofil wird mit einem konfokalen Weiß-
lichtmikroskop aufgenommen und die Rauheit idealisiert aus den Höhenwerten der
obersten (S1) und einer darunter liegenden Schicht (S2) berechnet. Mit steigendem
Austrag DR nimmt der Abstand zwischen den Tropfenketten ab und damit auch die
Anzahl der gemessenen Höhenwerte der darunter liegenden Schicht.

Rand platziert wird. Daher ist das Gesamtvolumen eines Probekörpers unverän-
derlich. Im Gegensatz dazu nimmt das Volumen der einzelnen Kunststofftropfen
mit steigendem Austrag proportional zu (s. Gleichung 7.1). Unter der Annah-
me, dass das spezifische Volumen der ausgetragenen Tropfen unabhängig vom
Austrag ist, nimmt die Masse der Kunststofftropfen mit steigendem Austrag pro-
portional zu und damit auch die Masse von Probekörpern. Sowohl für die Dichte
als auch für die Oberflächenrauheit ist dieser lineare Zusammenhang gegeben,
solange sich der Kunststoff noch frei in die Lücken zwischen den Tropfenketten
ausdehnen kann.
Im zweiten Bereich, der sogenannten optimalen Füllung, berühren sich die Trop-
fenketten innerhalb einer Schicht und die gitterartige Mikrostruktur verschwin-
det. Abbildung 6.19 (b) zeigt eine Mikrostruktur aus diesem Bereich. Die einzel-
nen Druckbahnen bzw. Tropfenketten können noch voneinander unterschieden
werden, da sich zwischen den einzelnen Tropfenketten prozessbedingte Poren in
regelmäßigen Abständen befinden. In diesem Bereich ändert sich die Oberflä-
chenrauheit mit steigendem Austrag nur wenig (s. Abbildung 6.27). Die Ursa-
che hierfür ist in Abbildung 7.17 veranschaulicht. Durch den anfänglichen Kon-
takt der Tropfenketten innerhalb einer Schicht entstehen prozessbedingte Poren
zwischen den Tropfenketten. In diese prozessbedingten Poren wird nun weiterer
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Abbildung 7.17: Idealisiertes Oberflächenprofil (rote Linie) einer additiv gefertigten Struktur im Be-
reich der optimalen Füllung. In diesem Bereich berühren sich die Tropfenketten
innerhalb der Schichten wodurch prozessbedingte Poren an den Grenzflächen ent-
stehen. Das Oberflächenprofil wird mit einem konfokalen Weißlichtmikroskop auf-
genommen und die Rauheit aus den Höhenwerten der obersten Schicht (S1) be-
rechnet. Mit steigendem Austrag DR wird mehr Kunststoff in die Poren gepresst,
wodurch das Oberflächenprofil verflacht und die Rauheit etwas abnimmt.

Kunststoff gepresst, wodurch die Rauheit etwas verringert wird. Dadurch werden
die Kontaktflächen zwar etwas abgeflacht, der Einfluss auf die mittlere arithme-
tische Höhe ist jedoch gering, da diese Kontaktflächen nur einen geringen Anteil
an der Gesamtfläche ausmachen. Im Bereich der optimalen Füllung, dem über
die Rauheit ein Austragsbereich zugeordnet werden kann, nimmt die Dichte von
Probekörpern mit steigendem Austrag weiter zu. So liegt der Bereich der opti-
malen Füllung beim Parametersatz LT200DAR14 in einem Austragsbereich von
etwa 74 % bis 78 % (s. Abbildung 6.28). In diesem Bereich ist jedoch keine Ab-
weichung der Proportionalität zwischen Dichte und Austrag festzustellen (s. Ab-
bildung 6.31). Daher kann der Bereich der optimalen Füllung nicht anhand der
Dichteänderung identifiziert werden. Daraus kann geschlossen werden, dass in
diesem Bereich hauptsächlich die prozessbedingten Poren verkleinert werden,
das Gesamtvolumen eines Probekörpers jedoch konstant bleibt. Folglich kann
die Dichteänderung auch nicht zur Bestimmung des Beginns des dritten Bereichs
(Überfüllung) herangezogen werden.
Im dritten Bereich, der sogenannten Überfüllung, kann sich der Kunststoff weder
in freie Lücken ausdehnen, noch kann er ohne erheblichen äußeren Druck in ver-
bliebene prozessbedingte Poren gepresst werden. Mit steigendem Austrag nimmt
dieser äußere Druck zwar zu, wodurch die verbliebenen prozessbedingten Poren
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weiter verkleinert werden können, allerdings dehnt sich der Kunststoff dann auch
in Bereiche aus, die zu diesem Zeitpunkt nicht gefüllt werden sollen. Dies hat zur
Folge, dass sich während des Prozesses der additiven Fertigung an verschiedenen
Stellen zu viel Kunststoff ansammelt und somit das Gesamtvolumen eines Pro-
bekörpers nicht mehr konstant bleibt. Spätestens an dem Punkt, an dem rechne-
risch so viel Kunststoff ausgetragen wird, wie in das Gesamtvolumen passt, kann
kein weiterer Kunststoff mehr in das vorgegebene Gesamtvolumen gefüllt wer-
den. Diese Vergrößerung des Gesamtvolumens ist an dem in Abbildung 6.18 (c)
dargestellten Quader zu erkennen. Die Vergrößerung erfolgt nicht gleichmäßig
und führt im kleinen Maßstab zu konkaven und konvexen Oberflächen. Dadurch
nimmt die Oberflächenrauheit mit zunehmenden Austrag zu (s. Abbildung 6.27).
Auch Butt et al. konnten für das FFF-Verfahren im Bereich der Überfüllung ei-
ne Zunahme der Rauheit mit steigendem Volumenstrom feststellen und wiesen
darauf hin, dass die Herstellung solcher Strukturen nicht sinnvoll ist [160]. Da
die Dichte von additiv gefertigten Strukturen die Dichte des Kunststoffs nicht
überschreiten kann, muss die Proportionalität zwischen Dichte und Austrag in
eine asymptotische Annäherung an die Dichte des Kunststoffs (ABS) überge-
hen. Im Bereich der Überfüllung nehmen deshalb Masse und Gesamtvolumen
gleichermaßen zu. Trotz Überfüllung kann in einer additiv gefertigten Struktur
noch Porosität vorhanden sein (s. Abbildung 6.19 (c)). Dies liegt an der Funk-
tionsweise der kunststoffbasierten additiven Fertigung, bei der die abgerundeten
Kunststoffstränge bzw. Tropfenketten an den Grenzflächen zu prozessbedingten
Poren führen, die ohne erheblichen äußeren Druck nicht verkleinert werden kön-
nen [14, 31]. Obwohl der Füllgrad im Bereich der Überfüllung sehr hohe Werte
annehmen kann, ist dieser Bereich aufgrund der Vergrößerung des Gesamtvolu-
mens verfahrenstechnisch nicht relevant (s. Kapitel 7.3.2).
Die drei Bereiche Unterfüllung, optimale Füllung und Überfüllung finden sich
auch bei additiv gefertigten geschäumten Strukturen. Im Bereich der Unterfül-
lung verhalten sich Dichte und Austrag weiterhin proportional zueinander (s. Ab-
bildung 6.32). Dabei weisen die additiv gefertigten geschäumten Strukturen bei
gleichem Austrag den gleichen Dichtewert auf wie die nicht geschäumten Struk-
turen. Dies ist nicht unerwartet, da das Tropfenvolumen nach Gleichung 7.1 pro-
portional mit steigendem Austrag zunimmt, keine Abweichung der geschäumten
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Tropfenvolumina von diesem Zusammenhang beobachtet werden kann (s. Ka-
pitel 7.2.2) und es für die Dichtebestimmung von Probekörpern unerheblich ist,
welches Volumen die Kunststofftropfen nach dem Austragen einnehmen, solan-
ge das Gesamtvolumen konstant bleibt. Es ist davon auszugehen, dass auch die
Oberflächenrauheit mit steigendem Austrag proportional abnimmt. Dies ist je-
doch aufgrund von Messfehlern nicht eindeutig nachweisbar (s. Abbildung 6.29).
Der Bereich der optimalen Füllung kann auch bei additiv gefertigten geschäum-
ten Strukturen durch die minimale Oberflächenrauheit eingegrenzt werden. Im
Gegensatz zu den additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen befindet sich
dieser Bereich jedoch bei geringeren Austrägen und erstreckt sich über einen grö-
ßeren Austragsbereich. So beträgt dieser Austragsbereich je nach Parametersatz
etwa 6 %P bis 9 %P, während er bei nicht geschäumten Strukturen bei etwa 3 %P
bis 4 %P liegt (s. Abbildung 6.30 und 6.28). Beim Vergleich dieser beiden unter-
schiedlich großen Austragsbereiche zeigt sich, dass die prozessbedingten Poren
der additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten Strukturen bei Er-
reichen der optimalen Füllung (Anfangsbereich) in etwa gleich groß sind. Dies
kann anhand der Mikrostrukturen in Abbildung 6.19 (b) und Abbildung 6.20 (b)
nachvollzogen werden. Wie bei den nicht geschäumten Strukturen kann der Be-
reich der optimalen Füllung nicht anhand der Dichte bestimmt werden, da kei-
ne Abweichung von der Proportionalität zwischen der Dichte und dem Austrag
auftritt. Die Erweiterung des Bereichs optimaler Füllung über einen größeren
Austragsbereich und die proportionale Zunahme der Dichte mit steigendem Aus-
trag sind ein Hinweis darauf, dass im Bereich der optimalen Füllung nicht nur
die Größe der prozessbedingten Poren, sondern auch die der Schaumblasen re-
duziert wird. Hierfür sind verschiedene Ursachen denkbar. So können Schaum-
blasen in den Tropfenketten der unteren Schichten durch den destabilisierenden
Einfluss neu ausgetragener Kunststofftropfen komprimiert werden. Beim in situ
Schäumen mit dem FFF-Verfahren konnte in einigen Untersuchungen die Bil-
dung einer kompakten Randschicht mit wenigen kleinen Schaumblasen um ein-
zelne Kunststoffstränge nachgewiesen werden [152, 153, 155, 157, 158]. Zhang
et al. begründeten dies mit dem erneuten Aufschmelzen der Randschicht durch
neu abgelegte Kunststoffstränge [158]. Es ist aber auch denkbar, dass sich die
Schaumblasen gar nicht erst auf ihre volle Größe ausdehnen, wenn der Raum
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Abbildung 7.18: Die drei voneinander abgrenzbaren Bereiche der Volumenfüllung für additiv ge-
fertigte geschäumte (G) und nicht geschäumte (nG) Strukturen. Die Bereiche der
Unterfüllung und der optimalen Füllung sind so ineinander geschoben, dass die
Anfangsbereiche optimaler Füllung übereinstimmen. Je nach Bereich der Volumen-
füllung ändern sich die Dichte der additiv gefertigten Struktur ρA bzw. der additiv
gefertigten geschäumten Struktur ρAS und deren Rauheit mit steigendem Austrag
unterschiedlich. Die Dichte der additiv gefertigten Struktur ist nach oben durch die
Dichte des Kunststoffs ρK begrenzt. Zwischen den beiden Strukturen lassen sich
Dichteunterschiede ∆ρ1 > ∆ρ2 ermitteln.

dafür nicht mehr zur Verfügung steht. Im Bereich der Überfüllung verhält sich
die Volumenfüllung von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten
Strukturen ähnlich. So nimmt die Oberflächenrauheit mit steigendem Austrag
zu (s. Abbildung 6.29), während sich die Dichte asymptotisch einem Grenzwert
annähert (s. Abbildung 6.32). Diese asymptotische Annäherung erstreckt sich
tendenziell über einen größeren Austragsbereich und führt nicht zur Dichte des
Kunststoffs ABS, da auch bei erheblicher Überfüllung noch Schaumblasen in
der Mikrostruktur vorhanden sind (s. Abbildung 6.20 (c)). Dabei scheinen die
Asymptoten mit steigendem Austrag zu geringeren Dichten hin abzufallen. Ei-
ne denkbare Ursache hierfür sind geschützte Bereiche im Inneren voluminöser
Kunststofftropfen und damit auch geschützte Schaumblasen. So nimmt das Trop-
fenvolumen mit steigendem Austrag zu, wodurch sich das Verhältnis zwischen
dem Volumen des Kunststofftropfens und dem durch die Düse beeinflussten Vo-
lumen beim Überstreifen von überfüllten Bereichen verändert.
Die Gemeinsamkeiten und Unterschiede zwischen additiv gefertigten geschäum-
ten und nicht geschäumten Strukturen hinsichtlich der Auswirkungen der Volu-
menfüllung sind in Abbildung 7.18 zusammengefasst. Dabei sind die Bereiche
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der Unterfüllung und der optimalen Füllung so ineinander geschoben, dass die
Anfangsbereiche optimaler Füllung übereinstimmen. Dies dient nur zur Darstel-
lung der unterschiedlichen Dichte bei optimaler Füllung. Im Allgemeinen sind
die Austragsbereiche der optimalen Füllung bei gleichem Parametersatz nicht
identisch. Die Bereiche der Unter- und Überfüllung unterscheiden sich nicht we-
sentlich, während sich der Bereich der optimalen Füllung bei additiv gefertigten
geschäumten Strukturen über einen größeren Austragsbereich erstreckt. Auch
der Verlauf der Dichte mit steigendem Austrag ist im Wesentlichen identisch,
wenngleich die additiv gefertigten geschäumten Strukturen nicht die Dichte des
Kunststoffs erreichen. Durch den größeren Austragsbereich bei optimaler Fül-
lung findet eine Verdichtung der Schaumstruktur mit steigendem Austrag statt.

7.3.2 Optimaler Füllgrad nicht geschäumter Strukturen

Viele Untersuchungen zur additiven Fertigung zielen auf eine Minimierung der
Porosität ab und beschäftigen sich mit deren Größe sowie den Einflussgrößen auf
die Porosität bzw. den Füllgrad [14–19, 23, 24, 35, 47]. So konnte beispielsweise
gezeigt werden, dass mechanische Eigenschaften wie Steifigkeit und Festigkeit
von einer geringen Porosität profitieren [22–24, 44–48]. Daraus lässt sich ein all-
gemeines Ziel formulieren: Der Füllgrad soll einen Wert von 100 % erreichen.
Wie jedoch im Kapitel 7.3.1 gezeigt wird, ist ein Füllgrad von 100 % selbst bei
einer Überfüllung nicht erreichbar. Neben diesem Ziel kann die Einhaltung des
vorgegebenen Gesamtvolumens als Randbedingung angesehen werden. So ist es
ein Vorteil der additiven Fertigung gegenüber anderen Fertigungsverfahren, end-
konturnahe Bauteile herzustellen [1]. Jede Abweichung von der vorgegebenen
Form oder dem Gesamtvolumen erfordert im Zweifelsfall eine Nachbearbeitung,
die den Vorteil der additiven Fertigung untergräbt. Daraus lässt sich ein optimaler
Füllgrad für nicht geschäumte Strukturen definieren: Er weist den höchstmögli-
chen Füllgrad auf, wobei die vorgegebene Form des Bauteils erhalten bleibt. Dass
dieser optimale Füllgrad auch ohne explizite Benennung Ziel von Untersuchun-
gen ist, zeigt zum Beispiel die Untersuchung von Hentschel et al., die durch vi-
suelle Begutachtung von Oberflächen geeignete Parametersätze auswählten [60].
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Eine solche Vorgehensweise erfordert jedoch Erfahrung und führt bei verschie-
denen Personen zu unterschiedlichen Ergebnissen.
Anhand der Oberflächenrauheit kann ein optimaler Füllgrad reproduzierbar ein-
gegrenzt werden. Dabei handelt es sich jedoch nicht um einen scharf abgegrenz-
ten Punkt, sondern um einen (kleinen) Bereich (s. Kapitel 7.3.1). Bei konstan-
ter Schichthöhe und konstantem Formfaktor kann der Bereich optimaler Füllung
für den Kunststoff ABS als Austragsbereich von 3 %P bis 4 %P angegeben wer-
den. Ob der Anfangs- oder der Endbereich zu bevorzugen ist, kann anhand von
Aspekten wie maximaler Dichte oder Prozessstabilität entschieden werden. So
kann bei der verwendeten Anlage eine Standardabweichung des Austrags in der
Größenordnung von 0,7 %P beobachtet werden (s. Anhang A). Nimmt die Ober-
flächenrauheit innerhalb dieser Standardabweichung deutlich zu, ist es aus Sicht
der Prozessstabilität nicht sinnvoll, den Endbereich zu bevorzugen. Unter Abwä-
gung der beiden genannten Aspekte wurde für alle Parametersätze ein optimaler
Füllgrad ermittelt, der sich am höchstmöglichen Füllgrad orientiert und eine Rau-
heit von 15 µm nicht überschreitet (s. Abbildung 6.28). In Tabelle 7.2 sind diese
optimalen Füllgrade durch einen kleinen Austragsbereich eingegrenzt und die je-
weils zugehörigen Dichten, Porositäten und Füllgrade angegeben, die sich aus
der Dichtebestimmung von Quadern ergeben (s. Abbildung 6.31). Aus dem Ver-
gleich der einzelnen Parametersätze geht hervor, dass der optimale Füllgrad nicht
immer den gleichen Wert annimmt. So weist der Parametersatz LT200DAR17 bei
optimalem Füllgrad eine mittlere Dichte von 1,034 gcm−3 auf. Um diese Dich-
te beispielsweise mit dem Parametersatz LT200DAR14 zu erreichen, muss ein
Austrag von etwa 80 % eingestellt werden. Mit diesem Austrag befindet sich der
Parametersatz LT200DAR14 jedoch deutlich im Bereich der Überfüllung (s. Ab-
bildung 6.27). An diesem Beispiel wird deutlich, dass in Abhängigkeit von den
Prozessparametern Schichthöhe, Formfaktor und Austrag unterschiedlich hohe
optimale Füllgrade erreicht werden können. Zudem zeigen diese optimalen Füll-
grade auch, dass die Vorhersagen von Charlon und Soulestin [23] und Hentschel
et al. [19], wonach mit abnehmender Schichthöhe bzw. abnehmendem Formfak-
tor eine maximale Dichte erreicht werden kann, nicht zutreffen. Die Ursache für
diese unterschiedlichen optimalen Füllgrade ist nicht abschließend geklärt. Es
lässt sich jedoch eine Korrelation zwischen der Größe des optimalen Füllgrads
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Tabelle 7.2: Austragsbereich für jeden untersuchten Parametersatz, in dem der optimale Füllgrad der
additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen liegt. Darüber hinaus werden für jeden
Parametersatz die in diesem Austragsbereich messbaren Größen Dichte, Porosität und
Füllgrad (Mittelwerte) angegeben.

Parametersatz Austrag Dichte Porosität Füllgrad
DR in % ρA in gcm−3 ΦA in % ϕA in %

LT150DAR14 31 – 32 0,934 – 0,953 10,2 – 8,4 89,8 – 91,6
LT200DAR11 44 – 45 0,955 – 0,973 8,1 – 6,4 91,9 – 93,6
LT200DAR14 76 – 77 1,000 – 1,008 3,8 – 3,1 96,2 – 96,9
LT200DAR17 112 – 113 1,033 – 1,035 0,7 – 0,4 99,3 – 99,6
LT250DAR14 147 – 148 1,024 – 1,026 1,6 – 1,4 98,4 – 98,6

und der Verformung der Kunststofftropfen nach dem Austragen aus der Düse
feststellen [12], auf die im Folgenden kurz eingegangen wird.
Die dreidimensionale Verformung von Kunststofftropfen nach dem Austragen
aus der Düse und dem Ablegen auf die zuletzt gefertigte Schicht kann durch
einen einfachen Faktor, den Verformungsfaktor U , ausgedrückt werden. Dieser
Faktor gewichtet die Längenänderung und die Breitenänderung von Kunststoff-
tropfen in Bezug auf die Schichthöhe bzw. die Druckbahnbreite gleich. Der Ver-
formungsfaktor U ist dementsprechend definiert als

U = 0,5 · LT

LT
+0,5 · B

BT
(7.26)

mit der Länge der Kunststofftropfen LT, der Breite bzw. dem Durchmesser der
Kunststofftropfen BT sowie der Schichthöhe LT und der Druckbahnbreite B. Für
die Berechnung des Verformungsfaktors werden die Länge und die Breite von
Kunststofftropfen in Abhängigkeit vom Austrag benötigt. Eine solche Beziehung
für die Tropfenlänge kann aus HGK-Aufnahmen (s. Abbildungen 6.4 und 6.5)
ermittelt werden, woraus sich die empirische Gleichung

LT = 3,3 ·DR+100 (bei TD = 260 ◦C) (7.27)
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Abbildung 7.19: Optimaler Füllgrad aller untersuchten Parametersätze mit zugehörigem Verfor-
mungsfaktor. Der Verformungsfaktor berechnet sich aus der tatsächlichen Form der
Kunststofftropfen in einer frei extrudierten Tropfenkette bei einer bestimmten Dü-
sentemperatur TD und der vorgesehenen Form eines Tropfens in der Mikrostruktur.
Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung an, die sich aus der Standardab-
weichung der Dichte der nicht geschäumter Quader ergibt (s. Abbildung 6.31).

für die Tropfenlänge LT in µm mit dem Austrag DR in % ergibt. Die mit die-
ser Gleichung berechenbaren Tropfenlängen entsprechen in guter Übereinstim-
mung den Tropfenlängen, die bei der Volumenbestimmung von Kunststofftrop-
fen (s. Kapitel 5.2) ermittelt wurden. Die Breite von Kunststofftropfen kann aus
der Länge und dem Volumen von Kunststofftropfen berechnet werden, wenn von
einer zylindrischen Form ausgegangen wird, woraus sich die empirische Glei-
chung

BT = 0,3 ·DR+200 (bei TD = 260 ◦C) (7.28)

für die Breite von Kunststofftropfen BT in µm mit dem Austrag DR in % ergibt.
Durch Einsetzen der Gleichungen 7.27, 7.28 und 2.2 in Gleichung 7.26 kann der
Verformungsfaktor in Abhängigkeit von der Schichthöhe, dem Formfaktor und
dem Austrag berechnet werden. Für alle untersuchten Parametersätze ist in Ab-
bildung 7.19 der optimale Füllgrad mit zugehörigem Verformungsfaktor darge-
stellt. Es ist zu erkennen, dass mit steigendem Verformungsfaktor die Größe des
optimalen Füllgrads zunimmt. Dies deutet darauf hin, dass die Verformung von
Kunststofftropfen für eine hohe Volumenfüllung von Vorteil ist. Möglicherweise
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führt eine starke Verformung dazu, dass sich der Kunststoff leichter ausdehnt und
auch in kleine Lücken gepresst werden kann, wodurch die Größe der prozessbe-
dingten Poren reduziert wird.

7.3.3 Optimaler Füllgrad geschäumter Strukturen

Das Konzept des optimalen Füllgrads lässt sich auch auf additiv gefertigte ge-
schäumte Strukturen übertragen. Hierbei wird jedoch nicht die Minimierung der
Porosität unter der Beibehaltung der vorgegebenen Form angestrebt, sondern die
Füllung eines vorgegebenen Gesamtvolumens ausschließlich mit einer homoge-
nen Schaumstruktur. Homogen bedeutet in diesem Zusammenhang, dass die Po-
rosität der Schaumstruktur auf möglichst viele einzelne Schaumblasen aufgeteilt
ist [95]. Da die prozessbedingten Poren in der Regel ein Netzwerk miteinander
verbundener Poren bilden [14, 30], entsprechen sie nicht den Anforderungen an
eine homogene Verteilung der Porosität und sollten möglichst klein werden bzw.
verschwinden. Auf dieses Detail weisen auch Nofar et al. in ihrem Überblick
über bisherige Ansätze zur Herstellung additiv gefertigter geschäumter Struktu-
ren hin [135]. Sie betrachten Schaumblasen als erwünschte Poren und nennen
als Ziel einer geeigneten Volumenfüllung die Verringerung der prozessbedingten
Poren. Dementsprechend kann ein Füllgrad von 100 % so verstanden werden,
dass in diesem Fall additiv gefertigte geschäumte Strukturen keine prozessbe-
dingten Poren, sondern nur Schaumblasen enthalten.
Viele der bisher durchgeführten Untersuchungen zu additiv gefertigten geschäum-
ten Strukturen verfolgten dieses Ziel und bezeichneten Mikrostrukturen, die qua-
litativ keine prozessbedingten Poren mehr enthalten, als optimal [143, 144, 146,
155, 156, 158]. In keiner dieser Untersuchungen wurde jedoch berücksichtigt,
dass die Volumenfüllung in verschiedene Bereiche unterteilt werden kann. So
kann der Zustand, in dem die prozessbedingten Poren verschwinden, bereits ei-
ner Überfüllung entsprechen. In den wenigen Untersuchungen, in denen Bauteile
bzw. Probekörper dargestellt sind, ist qualitativ eine deutliche Abweichung von
der vorgegebenen Form und dem Gesamtvolumen erkennbar [145–147, 153].
Nur in den Untersuchungen von Zarybnicka et al. [150] und Damanpack et al.
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[149] wurde intensiver der Frage nachgegangen, welcher Volumenstrom zu einer
geeigneten Volumenfüllung führt. Dazu reduzierten Zarybnicka et al. den Volu-
menstrom solange, bis die vorgegebene Form des digitalen Modells qualitativ
erreicht wurde [150]. Entsprechend näherten sie sich einem optimalen Füllgrad
aus dem Bereich der Überfüllung an (s. Kapitel 7.3.1). Im Gegensatz dazu be-
trachteten Damanpack et al. die Lücken zwischen den Kunststoffsträngen in einer
additiv gefertigten geschäumten Struktur und erhöhten den Volumenstrom solan-
ge, bis diese Lücken verschwanden [149]. Dementsprechend näherten sich Da-
manpack et al. einem optimalen Füllgrad aus dem Bereich der Unterfüllung an.
In beiden Untersuchungen wurde die Optimierung der Volumenfüllung jedoch
nur qualitativ durchgeführt. Im Folgenden wird stattdessen die Vorgehensweise
aus Kapitel 7.3.2 bzw. 7.3.1 verwendet, um einen optimalen Füllgrad für additiv
gefertigte Schaumstrukturen zu bestimmen.
Wie in Kapitel 7.3.1 gezeigt wird, kann die Oberflächenrauheit auch bei addi-
tiv gefertigten geschäumten Strukturen verwendet werden, um den Bereich der
optimalen Füllung einzugrenzen. Dieser Bereich erstreckt sich über einen grö-
ßeren Austragsbereich als dies bei den nicht geschäumten Strukturen der Fall
ist. Es wird davon ausgegangen, dass die prozessbedingten Poren bei Erreichen
der optimalen Füllung (Anfangsbereich) bei additiv gefertigten geschäumten und
nicht geschäumten Strukturen etwa gleich groß sind (s. Kapitel 7.3.1). Dement-
sprechend führt ein steigender Austrag im Bereich der optimalen Füllung zwar
zu einer weiteren Verkleinerung der prozessbedingten Poren, insbesondere je-
doch auch zu einer deutlichen Verdichtung der Schaumstruktur (s. Kapitel 7.3.1).
Somit wird der maximal mögliche Aufschäumgrad der Kunststofftropfen nicht
ausgenutzt, wenn der Endbereich der optimalen Füllung bevorzugt wird (s. Ab-
bildung 7.18). Abweichend von der Vorgehensweise bei additiv gefertigten nicht
geschäumten Strukturen wird daher bei geschäumten Strukturen der Anfangs-
bereich der optimalen Füllung bevorzugt. Auf dieser Grundlage wurde für alle
Parametersätze ein optimaler Füllgrad ermittelt, der mit einer Unterschreitung
der Rauheit von 20 µm einhergeht (s. Abbildung 6.30). Die Bestimmung der
Größe des optimalen Füllgrads mit Hilfe der Dichtebestimmung von additiv
gefertigten geschäumten Quadern und deren Porosität ist prinzipbedingt nicht
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möglich, da eine Dichteabnahme durch prozessbedingte Poren von einer Dich-
teabnahme durch Schaumblasen überlagert wird. Es wird daher angenommen,
dass Unterschiede in der Größe des optimalen Füllgrads zwischen dem Anfangs-
und Endbereich bei additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen vernach-
lässigt werden können, sodass für die Größe des optimalen Füllgrads von additiv
gefertigten geschäumten Strukturen ϕAS die Werte aus Tabelle 7.2 übernommen
werden können. In Tabelle 7.3 sind die optimalen Füllgrade additiv gefertigter
geschäumter Strukturen durch einen kleinen Austragsbereich eingegrenzt und die
jeweils zugehörigen Dichten und Porositäten angegeben, die sich aus der Dich-
tebestimmung von geschäumten Quadern ergeben (s. Abbildung 6.32). Auch bei

Tabelle 7.3: Austragsbereich für die meisten untersuchten Parametersätze, in dem der optimale
Füllgrad der additiv gefertigten geschäumten Strukturen liegt. Für den Parametersatz
LT250DAR14 konnte ein Austragsbereich nicht bestimmt werden (N. b.), während für
den Parametersatz LT150DAR14 der Austragsbereich nur eingegrenzt werden konnte.
Bei allen anderen Parametersätzen werden die in diesem Austragsbereich messbaren
Größen Dichte und Porosität (Mittelwerte) angegeben. Da ϕAS = ϕA angenommen wird,
ist die Größe des optimalen Füllgrads von additiv gefertigten geschäumten Strukturen
identisch mit den Werten von nicht geschäumten (nG) Strukturen.

Parametersatz Austrag Dichte Porosität Füllgrad
DR in % ρAS in gcm−3 ΦAS in % ϕAS in %

LT150DAR14 < 25 < 0,824 > 20,8 Wie nG
LT200DAR11 30 – 31 0,665 – 0,689 36,1 – 33,7 Wie nG
LT200DAR14 56 – 57 0,780 – 0,793 25,0 – 23,7 Wie nG
LT200DAR17 86 – 87 0,813 – 0,822 21,8 – 20,9 Wie nG
LT250DAR14 N. b. N. b. N. b. Wie nG

den additiv gefertigten geschäumten Strukturen zeigt der Vergleich der einzelnen
Parametersätze, dass diese nicht immer im gleichen Bereich der Volumenfüllung
liegen. So weist der Parametersatz LT200DAR17 bei optimalem Füllgrad eine
mittlere Dichte von 0,818 gcm−3 auf. Diese Dichte kann beispielsweise mit ei-
nem Austrag von etwa 37 % beim Parametersatz LT200DAR11 erreicht werden
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(s. Abbildung 6.32). Allerdings befindet sich dieser Parametersatz dann im End-
bereich der optimalen Füllung und geht in den Bereich der Überfüllung über
(s. Abbildung 6.30).

7.3.4 Aufschäumgrad additiv gefertigter Strukturen

Bedingt durch das Grundprinzip der additiven Fertigung und damit auch der
MEX-Verfahren, Bauteile aus einzelnen Schichten und Kunststoffsträngen bzw.
Tropfenketten herzustellen, kann für eine additiv gefertigte geschäumte Struk-
tur ein beliebiger Füllgrad bzw. eine beliebige Porosität und damit ein beliebi-
ger Aufschäumgrad eingestellt werden. Dementsprechend ist ein Vergleich von
Aufschäumgraden additiv gefertigter Strukturen nur dann sinnvoll, wenn diese
Strukturen in einem vergleichbaren Bereich der Volumenfüllung liegen. Dies ist
bei Strukturen mit optimalem Füllgrad gegeben (s. Kapitel 7.3.1), weshalb im
Folgenden nur die Aufschäumgrade bei diesem Füllgrad miteinander verglichen
werden. Mit Hilfe der Porositäten der additiv gefertigten geschäumten Struk-
turen aus Tabelle 7.3 lässt sich mit Gleichung 2.22 der Aufschäumgrad einer
additiv gefertigten Struktur berechnen. Dieser liegt für die drei Parametersät-
ze LT200DAR11, LT200DAR14 und LT200DAR17 zwischen 27 % und 56 %,
während der Aufschäumgrad von Kunststofftropfen zum Zeitpunkt tU (s. Abbil-
dung 7.13) bei gleicher Düsentemperatur von 240 ◦C und gleichem Masterbat-
chanteil des Masterbatchs CH815 von 6 % im Mittel etwa 45 % beträgt (s. Ab-
bildung 7.14). Demnach liegt der Aufschäumgrad der additiv gefertigten Struk-
turen teilweise über und teilweise unter dem Aufschäumgrad von Kunststoff-
tropfen. Für den höheren Aufschäumgrad sind zwei mögliche Ursachen denkbar.
Zum einen könnte, wie in Kapitel 7.2.3 diskutiert, nicht der Aufschäumgrad eines
Kunststofftropfens zum Zeitpunkt tU für die Volumenfüllung einer additiv gefer-
tigten Struktur relevant sein, sondern der Aufschäumgrad zum Zeitpunkt t1S, der
bei gleicher Parameterkombination etwa 50 % bis 70 % beträgt. Hierbei bezieht
sich der Index U auf den Zeitpunkt nach der Abkühlung der Kunststofftropfen
auf Umgebungstemperatur und der Index 1S auf den Zeitpunkt der maximalen
Volumenzunahme der Kunststofftropfen durch das Schäumen. Zum anderen ist
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jedoch auch zu berücksichtigen, dass additiv gefertigte geschäumte Strukturen
nach wie vor prozessbedingte Poren enthalten. Mit der Annahme ϕAS = ϕA kann
die Porosität bestimmt werden, die nur durch die Schaumblasen verursacht wird,
wobei je nach Parametersatz eine Porosität zwischen 21 % und 28 % verbleibt.
Daraus ergibt sich mit Gleichung 2.22 ein Aufschäumgrad von Tropfenketten
innerhalb einer additiv gefertigten Struktur zwischen 26 % und 39 %. Der Ver-
gleich dieses Bereichs mit dem Aufschäumgrad eines Kunststofftropfens zum
Zeitpunkt tU zeigt insgesamt, dass der Aufschäumgrad durch die additive Ferti-
gung eher verringert als konstant gehalten wird.
Ein solcher Einfluss der additiven Fertigung auf den Prozess der Schäumens ist
auch in einigen der bisher durchgeführten Untersuchungen zu additiv gefertig-
ten geschäumten Strukturen zu beobachten. So konnten Li et al. feststellen, dass
die Größe der offenen Schaumblasen an der Oberfläche von Kunststoffsträn-
gen in additiv gefertigten geschäumten Strukturen im Vergleich zu frei extru-
dierten Kunststoffsträngen zunahm [153]. Sie vermuteten, dass durch den peri-
odischen Wärmeeintrag beim Ablegen neuer Kunststoffstränge Schaumblasen in
bereits abgelegten Kunststoffsträngen kollabieren. Weiterhin wurde von Zhang
et al. vermutet, dass die Verformung der Kunststoffstränge die Wachstumsphase
der Schaumblasen beeinflusst [158]. Es ist naheliegend, dass eine solche Beein-
flussung der Wachstumsphase auch den maximalen Aufschäumgrad beeinflus-
sen kann. Anhand der Porositäten der additiv gefertigten geschäumten Struktu-
ren bei optimalem Füllgrad ist ebenfalls zu erkennen, dass die Porosität und da-
mit auch der Aufschäumgrad ausgehend vom Parametersatz LT200DAR11 über
LT200DAR14 und LT200DAR17 kontinuierlich abnimmt (s. Tabelle 7.3). Dies
gilt auch, wenn die Porosität der prozessbedingten Poren berücksichtigt wird.
Zwischen diesen drei Parametersätzen nehmen der Formfaktor und der Austrag,
der den Volumenstrom der Anlage beeinflusst, zu. Für das in situ Schäumen mit
dem FFF-Verfahren konnte eine Abnahme des Aufschäumgrads additiv gefertig-
ter Strukturen mit steigendem Volumenstrom festgestellt werden [143, 146, 147].
Kalia und Ameli erklärten diesen Einfluss damit, dass mit steigendem Volumen-
strom mehr Kunststoff in das Gesamtvolumen einer additiv gefertigten Struktur
gepresst wird [143]. Eine solche Ursache kann jedoch ausgeschlossen werden,
wenn Strukturen bei optimalem Füllgrad miteinander verglichen werden. Alle
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weiteren denkbaren Einflüsse des Volumenstroms auf den Aufschäumgrad ad-
ditiv gefertigter Strukturen können für das AKF-Verfahren eher ausgeschlossen
werden, da auch kein Einfluss des Austrags auf den Aufschäumgrad von Kunst-
stofftropfen festgestellt werden kann (s. Kapitel 7.2.3). Die Abnahme der Po-
rosität und des Aufschäumgrads ist daher eher auf die Erhöhung des Formfak-
tors unter Beibehaltung des optimalen Füllgrads zurückzuführen. Mit steigen-
dem Formfaktor nimmt die Breite der Druckbahnen zu, wodurch die abgelegten
Kunststofftropfen eine größere Verformung erfahren (s. Abbildung 7.19). Unter
der Annahme, dass die Vermutung von Zhang et al. zutrifft, wonach die Ver-
formung von Kunststoffsträngen die Wachstumsphase von Schaumblasen beein-
flusst [158], übt die additive Fertigung durch die Verformung von Kunststoff-
strängen bzw. Tropfenketten einen zusätzlichen destabilisierenden Einfluss auf
die Schaumstruktur aus. Somit kann sowohl für das AKF-Verfahren als auch für
das FFF-Verfahren eine wesentliche Schlussfolgerung für das in situ Schäumen
gezogen werden:

Φ
A
AS ̸= Φ

A
S (7.29)

7.4 Analytische Modellierung der
Volumenfüllung

Mit Hilfe eines analytischen Modells der Volumenfüllung für das AKF-Verfahren
können für bisher nicht untersuchte Parametersätze gewünschte Füllgrade ermit-
telt werden, auf deren Basis eine weitere Optimierung und Bestimmung des opti-
malen Füllgrads erfolgen kann. Eine solches Modell steht für das AKF-Verfahren
bisher nicht zur Verfügung. Dabei ermöglicht der lineare Zusammenhang zwi-
schen dem Austrag und der Dichte von additiv gefertigten Strukturen (s. Kapi-
tel 7.3.1) eine erste Modellbildung. Da es sich bei der additiven Fertigung um
einen kontinuierlichen Prozess handelt, basiert die Grundidee dieser Modell-
bildung auf der Gleichsetzung zweier Volumenströme. Der eine Volumenstrom
entspricht dem vom Slicer vorgesehen Volumenstrom und der andere entspricht
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dem Volumenstrom, der von der Anlage während der additiven Fertigung bereit-
gestellt wird. Diese beiden Volumenströme werden im Folgenden hergeleitet und
für dieses analytische Modell der Volumenfüllung gleichgesetzt.
Das AKF-Verfahren sieht vor, dass innerhalb jeder Schicht Tropfenketten auf
Druckbahnen abgelegt werden. Diese Druckbahnen werden in einem vorge-
schalteten Slicing-Prozess erzeugt und innerhalb des vorgegebenen Gesamtvolu-
mens platziert, wobei jeder Druckbahn eine bestimmte Anzahl von auszutragen-
den Kunststofftropfen, eine Breite und eine Druckgeschwindigkeit zugeordnet
wird. Die Anzahl der Kunststofftropfen ergibt sich aus der Gesamtlänge einer
Druckbahn und der vom Slicer des AKF-Verfahrens idealisierten Annahme, dass
Kunststofftropfen eine quadratische Grundfläche besitzen, deren Kantenlänge
der Breite einer Druckbahn entspricht (s. Abbildung 2.2). Weiterhin wird an-
genommen, dass die Höhe der Kunststofftropfen der Schichthöhe entspricht,
woraus sich für jeden einzelnen Kunststofftropfen das vom Slicer vorgesehene
Tropfenvolumen VT,Slic nach

VT,Slic = LT ·B2 = LT 3 ·DAR2 (7.30)

durch Einsetzen der Gleichung 2.2 mit der Schichthöhe LT und dem Formfak-
tor DAR berechnen lässt. In Abbildung 7.20 (a) ist dieses vom Slicer vorgesehene
Tropfenvolumen schematisch dargestellt. Einzelne Kunststofftropfen werden auf
einer Druckbahn in einem Abstand voneinander platziert, der der Kantenlänge ei-
nes Tropfens bzw. der Breite einer Druckbahn entspricht. Daraus ergibt sich mit
der einer Druckbahn zugeordneten Druckgeschwindigkeit u und Breite B sowie
den Gleichungen 2.2 und 7.30 ein vom Slicer vorgesehener Volumenstrom V̇T,Slic

gemäß Gleichung

V̇T,Slic =
u
B
·VT,Slic = u ·LT 2 ·DAR. (7.31)

Wie in Kapitel 7.3.1 diskutiert, enthält eine additiv gefertigte Struktur immer pro-
zessbedingte Poren. Je nachdem, wie ähnlich der Volumenstrom der Anlage dem
vom Slicer vorgesehenen Volumenstrom ist, können diese größer oder kleiner
sein. Prozessbedingte Poren befinden sich um einzelne Kunststofftropfen herum
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Abbildung 7.20: Schematische Darstellung der Form zweier Kunststofftropfen, wie sie in einer addi-
tiv gefertigten Struktur auftreten könnte. In (a) füllt der Kunststofftropfen das vom
Slicer vorgesehene Tropfenvolumen VT,Slic vollständig aus (idealisiert), während in
(b) an den Grenzflächen des Kunststofftropfens prozessbedingte Poren vorhanden
sind, woraus sich das korrigierte Tropfenvolumen VT,Slic′ ergibt. Das vom Slicer
vorgesehene Tropfenvolumen VT,Slic wird durch die Schichthöhe LT und die Breite
einer Druckbahn B bestimmt. Der Pfeil gibt die Richtung der Bewegung entlang
einer Druckbahn mit der Druckgeschwindigkeit u an. Nach Eisele et al. [12].

an deren Grenzflächen (s. Abbildung 7.20 (b)) und müssen bei dem vom Sli-
cer vorgesehenen Volumenstrom berücksichtigt werden. Dies kann durch einen
Füllgrad ϕT auf der Ebene einzelner Kunststofftropfen geschehen, der als

ϕT =
VT,Slic′

VT,Slic
(7.32)

definiert werden kann (vgl. Definition des Füllgrads in Kapitel 2.1.3). Daraus
ergibt sich ein korrigiertes vom Slicer vorgesehenes Tropfenvolumen VT,Slic′ bzw.
ein korrigierter vom Slicer vorgesehener Volumenstrom V̇T,Slic′ nach

V̇T,Slic′ =
u
B
·VT,Slic′ =

u
B
·VT,Slic ·ϕT = u ·LT 2 ·DAR ·ϕT (7.33)

durch Einsetzen der Gleichungen 7.30 und 7.32. Dem gegenüber steht der Vo-
lumenstrom V̇T,Theo, den die Anlage während der additiven Fertigung zur Ver-
fügung stellt. Dieser kann mit dem theoretischen Tropfenvolumen VT,Theo nach
Gleichung 7.1 und der Verschlussfrequenz der Austragseinheit f nach

V̇T,Theo = f ·VT,Theo = f · π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR (7.34)
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berechnet werden. Ebenso könnte der Volumenstrom der Anlage durch einen um
die Schwindung der Kunststofftropfen korrigierten Volumenstrom ersetzt wer-
den (s. Kapitel 7.1.1). Die Verformung eines einzelnen Tropfens und die Bil-
dung der prozessbedingten Poren um diesen Tropfen herum finden jedoch in ei-
ner Zeitspanne statt, in der eine Abkühlung der Kunststofftropfen kaum stattge-
funden hat, weshalb die Schwindung im Folgenden vernachlässigt wird. Diese
beiden Volumenströme, der vom Slicer vorgesehene korrigierte Volumenstrom
und der Volumenstrom der Anlage, müssen einander entsprechen. Da die Anlage
die Verschlussfrequenz so regelt, dass die Kunststofftropfen in Abhängigkeit von
der Druckgeschwindigkeit in einem bestimmten Abstand zueinander platziert
werden (s. Kapitel 2.1.2), kürzen sich Druckgeschwindigkeit und Verschlussfre-
quenz, wenn die beiden Volumenströme gleichgesetzt werden und Gleichung 2.3
gilt. Entsprechend ergibt sich bei Gleichsetzung der Gleichungen 7.33 und 7.34
der Zusammenhang

LT 3 ·DAR2 ·ϕT =
π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR. (7.35)

Dabei sind der Durchmesser des Massezylinders DMZ und die durch das Maschi-
nenbauunternehmen ARBURG GmbH + Co KG definierte Konstante L0 festge-
legt, während die Prozessparameter Schichthöhe LT , Formfaktor DAR und Aus-
trag DR sowie der Füllgrad auf der Ebene eines einzelnen Kunststofftropfens ϕT

frei wählbar sind. Ausgehend von einem Slicer-Füllgrad von 100 % werden die
Druckbahnen im Slicing-Prozess so platziert, dass der Abstand zwischen den
Druckbahnen gleich der Breite einer Druckbahn ist (s. Abbildung 2.2). Ideali-
siert betrachtet enthält das Gesamtvolumen einer additiv gefertigten Struktur in
diesem Fall nur noch prozessbedingte Poren an den Grenzflächen der einzelnen
Kunststofftropfen, wie in Abbildung 7.20 (b) dargestellt ist. Dementsprechend
kann ϕT = ϕA angenommen und Gleichung 7.35 auch als

LT 3 ·DAR2 ·ϕA =
π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR. (7.36)

geschrieben werden, womit der Füllgrad einer additiv gefertigten Struktur be-
rechnet werden kann.

205



7 Diskussion

� � � 	 � � � 
 � � � � � � � � 	 � � � � � 
 � � � �
� � �

� � �

� � 


� � �

� � �

� � �

� � �
� � � ! ! # � � � � � � � " � � � � � � � � � � � � � �

� $ � � �  � � � � � � � � � � � �


 � � �

� � � �

� � � � �

�
��

��
��

� �
��


��
��

	
�

� # ! "  � � � � � � � � � �

� � 	� 

� � � 
 � � � � � 	�

�

�

	




� � � � � � � � � �

� � � � � � � � � 	

� � � � � � � � � �

� � � 
 � � � � � 	

Abbildung 7.21: Vergleich zwischen dem analytischen Modell der Volumenfüllung und den expe-
rimentell ermittelten Dichten nicht geschäumter Quader für verschiedene Parame-
tersätze. Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung der experimentell ermit-
telten Dichten an (s. Abbildung 6.31). Für jeden Parametersatz sind die in Kapi-
tel 7.3.2 ermittelten optimalen Füllgrade (opt. F.) markiert. Die Linien gleichen
Füllgrads wurden mit der Gleichung 2.7 berechnet.

Dieses analytische Modell der Volumenfüllung kann mit der Dichte der nicht ge-
schäumten Quader (s. Kapitel 6.5.1) validiert werden. Dazu wird der Füllgrad ei-
ner additiv gefertigten Struktur ϕA mit Gleichung 2.7 in die Dichte einer additiv
gefertigten Struktur ρA überführt, woraus sich mit Gleichung 7.36 der Zusam-
menhang

ρA =
π ·D2

MZ ·L0 ·ρK

4 ·LT 3 ·DAR2 ·DR (7.37)

zwischen der Dichte und dem Austrag ergibt. Durch Einsetzen der Prozesspa-
rameter Schichthöhe LT , Formfaktor DAR entsprechend dem untersuchten Pa-
rametersatz und der Dichte von ABS (etwa 1,04 gcm−3) lässt sich die Dichte
einer additiv gefertigten Struktur in Abhängigkeit vom Austrag DR berechnen
und mit der Dichte der nicht geschäumten Quader vergleichen. Dieser Vergleich
ist in Abbildung 7.21 für alle untersuchten Parametersätze dargestellt. Es zeigt
sich, dass die Vorhersage des Modells in guter Übereinstimmung mit den gemes-
senen Dichten von nicht geschäumten Quadern liegt. Es sei darauf hingewiesen,
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dass die geringe Abweichung bei höheren Austrägen durch eine Anpassung des
theoretischen Tropfenvolumens verringert werden kann. So wird in Kapitel 7.1.1
gezeigt, dass experimentell ermittelte Tropfenvolumina eine Gesamtabweichung
von etwa 2,5 % gegenüber dem theoretischen Tropfenvolumen aufweisen und
vermutet, dass die Ursache hierfür auf Abweichungen der Anlagenkonstanten
gegenüber den durch das Maschinenbauunternehmen ARBURG GmbH + Co
KG definierten Konstanten zurückgeführt werden kann. Wird eine solche Abwei-
chung von etwa 2,5 % berücksichtigt, verschwinden die Abweichungen zwischen
der Vorhersage des Modells und den gemessenen Dichten von nicht geschäumten
Quadern bei höheren Austrägen. Insofern lässt sich festhalten, dass mit Hilfe die-
ses analytischen Modells der Volumenfüllung für das AKF-Verfahren der Füll-
grad bzw. die Dichte über einen großen Bereich der Volumenfüllung berechnet
werden kann, sofern sich die additiv gefertigten Strukturen noch im Bereich der
Unterfüllung bzw. des optimalen Füllgrads befinden. Ist für einen bestimmten Pa-
rametersatz die Größe der prozessbedingten Poren oder der Füllgrad im Bereich
der optimalen Füllung bekannt, so kann mit diesem analytischen Modell auch der
optimale Füllgrad berechnet werden. Eine Vorgehensweise zur Anpassung unbe-
kannter Parametersätze könnte beispielsweise wie folgt aussehen: Zunächst wird
der Füllgrad ϕA ≈ 95% bei optimalem Füllgrad angenommen (vgl. Kapitel 7.3.2)
und mit Hilfe des analytischen Modells der Volumenfüllung nach Gleichung 7.36
der für eine solche Struktur erforderliche Austrag bestimmt. Ausgehend von der
auf Basis des berechneten Austrags hergestellten Struktur kann dann eine weitere
Eingrenzung des optimalen Füllgrads erfolgen.
Durch den Prozess des Schäumens vergrößert sich das Volumen der Kunststoff-
tropfen nach dem Austragen aus der Düse. Für die Dichte einer additiv gefertig-
ten geschäumten Struktur ist es jedoch zunächst unerheblich, welches Volumen
die Kunststofftropfen nach dem Austragen einnehmen, solange das Gesamtvo-
lumen einer Struktur konstant bleibt (s. Kapitel 7.3.1). Dieser Sachverhalt kann
auch anhand der Kunststofftropfen in Abbildung 7.20 (b) nachvollzogen wer-
den. Für die beiden Größen Porosität und Dichte ist es unerheblich, an wel-
chen Stellen sich die Poren innerhalb des vom Slicer vorgesehenen Tropfenvolu-
mens befinden. Lediglich der Füllgrad additiv gefertigter geschäumter Struktu-
ren unterscheidet sich aufgrund der eingeführten Definition vom Füllgrad additiv
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Abbildung 7.22: Vergleich zwischen dem analytischen Modell der Volumenfüllung und den expe-
rimentell ermittelten Dichten geschäumter Quader für verschiedene Parametersät-
ze. Die Fehlerbalken geben die Standardabweichung der experimentell ermittelten
Dichten an (s. Abbildung 6.32). Für drei Parametersätze sind die in Kapitel 7.3.3
ermittelten optimalen Füllgrade (opt. F.) markiert. Die Linien gleicher Porosität
wurden mit den Gleichungen 2.5 und 2.7 berechnet.

gefertigter nicht geschäumter Strukturen (s. Kapitel 7.3.3). Entsprechend kann
die Gleichung 7.37 auch zur Berechnung der Dichte von additiv gefertigten ge-
schäumten Strukturen herangezogen werden und diese Vorhersage mit der Dichte
von geschäumten Quadern (s. Kapitel 6.5.1) verglichen werden. Abbildung 7.22
zeigt diesen Vergleich für alle untersuchten Parametersätze. Auch hier zeigt sich,
dass die Vorhersage des Modells in guter Übereinstimmung mit den gemessenen
Dichten der geschäumten Quader liegt. Anhand der markierten optimalen Füll-
grade kann auch der in Kapitel 7.3.3 diskutierte deutliche Unterschied der Poro-
sität zwischen verschiedenen additiv gefertigten geschäumten Strukturen nach-
vollzogen werden. Dementsprechend muss für die Berechnung des notwendigen
Austrags für eine additiv gefertigte geschäumte Struktur mit optimalem Füllgrad
nicht nur die Größe des Füllgrads im Bereich des optimalen Füllgrads, sondern
auch der Aufschäumgrad von Kunststofftropfen bekannt sein. Für geschäumte
Strukturen könnte eine Vorgehensweise zur Anpassung unbekannter Parameter-
sätze beispielsweise wie folgt aussehen: Es gilt ϕAS = ϕA ≈ 95% bei optimalem

208



7.4 Analytische Modellierung der Volumenfüllung

Füllgrad und für den Aufschäumgrad von Kunststofftropfen wird ein Wert von et-
wa 30 % angenommen (s. Kapitel 7.3.4). Die Vergrößerung des Volumenstroms
der Anlage durch das Schäumen wird durch eine Anpassung des theoretischen
Tropfenvolumens VT,Theo mit dem Aufschäumgrad eines Kunststofftropfens ΦA

S
und der Gleichung 7.25 berücksichtigt, woraus der Volumenstrom der Anlage für
geschäumte Kunststofftropfen V̇TS,Theo nach

V̇TS,Theo = f ·VTS,Theo = f ·VT,Theo · (ΦA
S +1)

= f · π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR · (ΦA
S +1)

(7.38)

berechnet werden kann. Entsprechend ergibt sich bei Gleichsetzung der Glei-
chungen 7.33 und 7.38 unter Verwendung eines Füllgrads ϕTS auf der Ebene
einzelner geschäumter Kunststofftropfen und der Annahme ϕTS = ϕAS folgender
Zusammenhang

LT 3 ·DAR2 ·ϕAS =
π

4
·D2

MZ ·L0 ·DR · (ΦA
S +1) (7.39)

für additiv gefertigte geschäumte Strukturen. Entsprechend den getroffenen An-
nahmen über den optimalen Füllgrad und den Aufschäumgrad von Kunststoff-
tropfen kann mit Hilfe des analytischen Modells der Volumenfüllung nach Glei-
chung 7.39 der für solche Strukturen erforderliche Austrag bestimmt werden. Für
die drei Parametersätze LT200DAR11, LT200DAR14 und LT200DAR17 kann
ein Austrag bei optimaler Füllung von etwa 35 %, 56 % und 83 % berechnet wer-
den. Der Vergleich mit den experimentell ermittelten Austrägen bei optimaler
Füllung (s. Tabelle 7.3) zeigt, dass diese berechneten Werte weitgehend über-
einstimmen. Es ist daher möglich, auf der Basis der berechneten Austräge ge-
schäumte Strukturen herzustellen und anschließend den optimalen Füllgrad die-
ser Strukturen weiter einzugrenzen.
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7.5 Abschließende Betrachtung der
Demonstratorbauteile

Der Oberflächenbereich aller drei Arten von Lasthaken weist eine additiv ge-
fertigte nicht geschäumte Struktur auf, die so gefertigt wurde, dass sie sich im
Bereich der optimalen Füllung befindet. Hierbei wurde für den Austrag ein Wert
gewählt, der nach Auswertung von nicht geschäumten Quadern beim Parame-
tersatz LT250DAR14 zu einer optimalen Füllung führt (s. Tabelle 7.2). Unter
Betrachtung der Oberfläche der Lasthaken lassen sich qualitativ keine Lücken
zwischen den Tropfenketten erkennen und auch die Form des Lasthakens wird
korrekt wiedergegeben. Demnach führt der selbe Parametersatz auch bei einer
anderen Form und einem anderen Gesamtvolumen als der von Quadern zu ei-
ner optimalen Füllung der additiv gefertigte Struktur. Dies lässt sich auch für die
additiv gefertigte geschäumte Struktur im Kernbereich feststellen. Insofern lässt
sich festhalten, dass die Erkenntnisse über die unterschiedliche Volumenfüllung
und den optimalen Füllgrad auch für andere Formen Gültigkeit besitzt und das in
Kapitel 7.4 entwickelte analytische Modell der Volumenfüllung in allgemeiner
Natur eingesetzt werden kann. Demnach kann bei den beiden Arten von Lastha-
ken, die einen Kernbereich mit einer additiv gefertigten nicht geschäumten und
geschäumten Struktur bei dem Slicer-Füllgrad von 100 % besitzen, von einem
hohen Füllgrad und einer geringen Größe der prozessbedingten Poren ausgegan-
gen werden. Die Porosität, die durch Schaumblasen bzw. durch die verbliebe-
nen prozessbedingten Poren gebildet wird, wird daher relativ homogen verteilt
in der Mikrostruktur vorliegen. Dagegen wird die Porosität in den Lasthaken mit
einem Kernbereich aus einer additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur bei
dem Slicer-Füllgrad von etwa 75 % inhomogen verteilt sein. Diese Mikrostruktur
kann als eine Art Gitter aufgefasst werden, in der sich die Tropfenketten inner-
halb einer Schicht nicht berühren und die prozessbedingten Poren ein Netzwerk
miteinander verbundener Poren bilden. Für solche Mikrostrukturen ist bekannt,
dass die inhomogene Verteilung der Porosität zu einer erhöhten Kerbwirkung
führt, da die Kraftübertragung nur über kleine Kontaktbereiche, den Berührungs-
punkten der Kunststoffstränge bzw. Tropenketten, erfolgen kann [214–216]. Da
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sich die Tropfenketten in den Lasthaken mit den beiden anderen Kernbereichen
über einen großen Teil der Grenzfläche berühren, ist bei diesen Mikrostrukturen
von einer geringeren Kerbwirkung auszugehen. Diese Überlegung kann auch an-
hand der ermittelten spezifischen maximalen Tragkraft bestätigt werden (s. Ab-
bildung 6.34). Trotz gleicher Dichte der Lasthaken mit einem Kernbereich aus ei-
ner additiv gefertigten geschäumten Struktur und einer nicht geschäumten Struk-
tur bei verringertem Slicer-Füllgrad, weist der Lasthaken mit der geschäumten
Struktur eine deutlich höhere maximale Tragkraft auf. Dieses Ergebnis stellt
ein gewisses Alleinstellungsmerkmal dar, da nur in der Untersuchung von An-
dersson et al. zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren ein Vergleich mit
additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen bei gleicher Dichte durchge-
führt wurde [147]. Aufgrund der großen Standardabweichung der Dichte und
der mechanischen Eigenschaften konnten Andersson et al. jedoch keine eindeu-
tige Aussage über mögliche Leistungsunterschiede treffen. Dass die Lasthaken
mit einem Kernbereich aus einer additiv gefertigten nicht geschäumten Struktur
bei einem Slicer-Füllgrad von 100 % die höchste spezifische maximale Tragkraft
aufweisen, kann darauf zurückgeführt werden, dass keiner der Lasthaken hin-
sichtlich des Leichtbaus optimiert wurde. Zusammenfassend kann festgehalten
werden, dass sich die Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Struktu-
ren hinsichtlich der Maximierung spezifischer mechanischer Eigenschaften im
Vergleich zu additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen lohnt.
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Im Rahmen der Arbeit wurde erstmals das in situ Schäumen mit dem ARBURG
Kunststoff-Freiform (AKF)-Verfahren zur Herstellung von additiv gefertigten
geschäumten Strukturen eingesetzt. Dazu wurde der thermoplastische Kunststoff
Acrylnitril-Butadien-Styrol (ABS) mit der Bezeichnung Terluran GP-35 und
der Masterbatch Hydrocerol ITP 815 (CH815) verwendet. Dieser Masterbatch
enthält ein endothermes chemisches Treibmittel, das im Trägerpolymer Weich-
Polyethylen (LDPE) gebunden ist. Als Anlage für die additive Fertigung wurde
der Freeformer 200-3X eingesetzt. Neben additiv gefertigten geschäumten Struk-
turen wurden auch additiv gefertigte nicht geschäumte Strukturen hergestellt,
sodass der Einfluss des Schäumens vergleichend untersucht werden konnte. Dar-
über hinaus wurden im Gegensatz zu vielen Untersuchungen auf dem Gebiet des
in situ Schäumens mit dem Fused Filament Fabrication (FFF) Verfahren nicht
nur additiv gefertigte Strukturen, sondern auch frei extrudierte Kunststoffstränge
bzw. Tropfenketten (AKF-Verfahren) charakterisiert. Diese zusätzliche Prüfkör-
perform ermöglichte es, den Einfluss der additiven Fertigung auf den Prozess des
Schäumens ohne Überlagerung durch andere Einflüsse zu untersuchen. Insge-
samt wurden zur umfassenden Charakterisierung der mikro- und makrostruktu-
rellen Eigenschaften aller untersuchten Probekörper verschiedene Charakterisie-
rungsmethoden eingesetzt. Dazu zählen die Methode der Hochgeschwindigkeits-
Bildgebung und eine im Rahmen der Arbeit entwickelte Methode zur Volumen-
bestimmung kleinster Kunststoffmengen, die beide zur Prozesscharakterisierung
herangezogen wurden. Des Weiteren wurden die Methoden der Plastographie
und Rasterelektronenmikroskopie sowie Methoden zur Bestimmung der Oberflä-
chenrauheit und Dichte zur Prozess- und Werkstoffcharakterisierung eingesetzt.
Die vorliegende Arbeit erweitert den derzeitigen Stand der Forschung auf dem
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Gebiet des in situ Schäumens mit einem Materialextrusionsverfahren und stellt
einen neuen Ansatz zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Struk-
turen durch das in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren vor. In Kapitel 2.6
sind die aus dem derzeitigen Stand der Forschung abgeleiteten Forschungsfra-
gen formuliert. Ausgehend von diesen Forschungsfragen wird im Folgenden die
vorliegende Arbeit zusammengefasst.

Prozessverständnis für das in situ Schäumen mit dem AKF-Verfahren
Der derzeitige Stand der Forschung zeigt, dass bei allen Ansätzen des in situ
Schäumens mit dem FFF-Verfahren der Prozess des Schäumens mit der Nu-
kleierung und dem Wachstum der Schaumblasen relativ sicher in dem Bereich
der Düse beginnt, in dem der Kunststoff aufgeschmolzen wird. Dies konnte für
das AKF-Verfahren anhand von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen ausgeschlos-
sen werden. So findet der Prozess des Schäumens erst wenige Millisekunden
nach dem Austragen von Kunststofftropfen statt. Dies kann darauf zurückgeführt
werden, dass die Polymerschmelze in der Düse unter hohem Druck steht und
somit Gase in der Polymerschmelze gelöst bleiben können. Es konnte gezeigt
werden, dass die Löslichkeit von Kohlenstoffdioxid im Polymerblend aus ABS
und LDPE, der beim Mischen von ABS und Masterbatch entsteht, deutlich größer
ist als die tatsächlich durch die chemische Reaktion des Treibmittels abgespalte-
ne Gasmenge. So werden bei der häufig untersuchten Parameterkombination von
6 % des Masterbatchs CH815, einem Austrag von 100 % und einer Düsentempe-
ratur von 240 ◦C nur etwa 4 % der Löslichkeit ausgenutzt. Es konnte auch gezeigt
werden, dass die Sättigungszeit von Kohlenstoffdioxid im Polymerblend hinrei-
chend klein ist, sodass zusammenfassend festgestellt werden kann, dass sich für
die allermeisten Parameterkombinationen ein Einphasengemisch aus Kunststoff
und Gas sicher ausbilden kann. Damit kann die Forschungsfrage 1, ob sich das
Gas innerhalb der Düse in der Polymerschmelze löst, bejaht werden. Diese im-
mer gleichen Randbedingungen für die ausgetragenen Kunststofftropfen haben
zur Folge, dass es im Vergleich zum in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren
keine Abhängigkeit des Aufschäumgrads vom Volumenstrom bzw. Austrag ge-
ben kann, was wiederum die Prozessführung erleichtert und daher als Vorteil zu
werten ist, wodurch auch Forschungsfrage 2 als geklärt angesehen werden kann.
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Für das in situ Schäumen mit dem FFF-Verfahren zeigt sich nach dem derzeiti-
gen Stand der Forschung eine Abhängigkeit des Aufschäumgrads von der Düsen-
temperatur und dem Massenanteil des Treibmittels, die im Rahmen dieser Arbeit
auch für das AKF-Verfahren nachgewiesen werden konnte. So nimmt beim AKF-
Verfahren der Aufschäumgrad mit steigender Düsentemperatur ab, was beim
FFF-Verfahren bisher nicht häufig beobachtet wurde. Ebenso nimmt der Auf-
schäumgrad mit steigendem Masterbatchanteil ab, was beim FFF-Verfahren bis-
her überhaupt nicht beobachtet werden konnte. Die Forschungsfrage 3 ist da-
mit beantwortet. Beide Abnahmen sind auf destabilisierende Einflüsse auf die
Schaumstruktur zurückzuführen. Mit Hilfe von Hochgeschwindigkeitsaufnah-
men und der Berechnung von Desorptionszeiten für Kohlenstoffdioxid im Po-
lymerblend aus ABS und LDPE konnte gezeigt werden, dass der Prozess des
Schäumens innerhalb weniger zehn Millisekunden abläuft, während die Abküh-
lung frei extrudierter Tropfenketten mehrere hundert Millisekunden dauern kann.
Dementsprechend verbleibt der Kunststoff während der restlichen Abkühlzeit auf
hoher Temperatur und damit bei niedriger Viskosität, was die Gefahr einer Desta-
bilisierung der Schaumstruktur deutlich erhöht. Anhand der Oberfläche der Trop-
fenketten konnte eine solche Destabilisierung durch kollabierte Schaumblasen
bestätigt werden. Vor diesem Hintergrund muss jede Kombination von Kunststoff
und Treibmittel bzw. Gas hinsichtlich des optimalen Temperaturbereichs für das
Schäumen unabhängig betrachtet und mit dem optimalen Temperaturbereich für
die additive Fertigung verglichen werden. Für den Kunststoff ABS mit dem Gas
Kohlenstoffdioxid kann eine Divergenz zwischen den beiden Temperaturberei-
chen vermutet werden. Eine Abnahme des Aufschäumgrads mit steigendem Mas-
terbatchanteil kann als ungewöhnlich bezeichnet werden und entspricht nicht der
Erwartung mehr Treibmittel gleich höherer Aufschäumgrad. Die Ursache hier-
für wird in dem nicht mischbaren unverträglichen Polymerblend aus ABS und
LDPE gesehen. So weisen die resultierenden Grenzflächen des Polymerblends
ABS und LDPE eine geringe physikalische Wechselwirkung auf und schwächen
somit die Polymerschmelze während der Wachstumsphase von Schaumblasen,
was wiederum zu einem vermehrten Platzen und Kollabieren von Schaumblasen
führt. Interessanterweise konnte dieser Einfluss nicht anhand der Scherviskosität
nachgewiesen werden, sodass bei Begründungen, die sich auf diese Viskosität
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stützen, Vorsicht geboten ist. Zusätzlich wurde untersucht, ob die temperatur-
bedingte Schwindung des Kunststoffs ebenfalls als Erklärung für die Abnahme
des Aufschäumgrads mit steigender Düsentemperatur und steigendem Master-
batchanteil herangezogen werden kann. Obwohl ein Einfluss der Schwindung
festgestellt werden konnte, wurde gezeigt, dass dieser Einfluss zu gering ist, um
die beobachtete Abnahme des Aufschäumgrads hinreichend erklären zu können.
Damit gilt auch die Forschungsfrage 4 als beantwortet.

Destabilisierender Einfluss der additive Fertigung auf Schaumstrukturen
Nach dem derzeitigen Stand der Forschung ist davon auszugehen, dass die addi-
tive Fertigung einen destabilisierenden Einfluss auf die Schaumstruktur ausübt.
Im Rahmen dieser Arbeit konnte dies durch eine kombinierte Charakterisierung
des Aufschäumgrads von frei extrudierten Tropfenketten und additiv gefertigten
Schaumstrukturen bestätigt und die Ursache genauer eingegrenzt werden, wo-
durch die Forschungsfrage 5 entsprechend bejaht werden kann. So beträgt der
Aufschäumgrad von Kunststofftropfen bei der häufig untersuchten Parameter-
kombination mit einer Düsentemperatur von 240 ◦C und einem Masterbatchanteil
des Masterbatchs CH815 von 6 % im Mittel etwa 45 %. Demgegenüber kann der
Aufschäumgrad einer additiv gefertigten Struktur abzüglich der prozessbeding-
ten Porosität je nach weiteren Prozessparametern mit etwa 26 % bis 39 % angege-
ben werden. Die Größe des destabilisierenden Einflusses korreliert dabei mit der
Stärke der Verformung der Kunststofftropfen im additiven Fertigungsprozess und
stellt somit eine wichtige Einflussgröße dar, womit auch die Forschungsfrage 6
hinreichend beantwortet ist. Dies ist bei der Anpassung der Prozessparameter des
in situ Schäumens zur Herstellung von additiv gefertigten geschäumten Struktu-
ren unbedingt zu berücksichtigen.

Unterschiedliche Volumenfüllung und optimaler Füllgrad
Anhand von additiv gefertigten geschäumten und nicht geschäumten Strukturen
konnten drei Bereiche der Volumenfüllung unterschieden werden, die Unterfül-
lung, die optimale Füllung und die Überfüllung. Dabei nimmt die optimale Fül-
lung aus verfahrenstechnischer Sicht eine herausgehobene Stellung ein, da die
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Strukturen bei dieser Füllung die vorgegebene Form und das Gesamtvolumen ei-
nes Bauteils erhalten, während der Füllgrad dieser Strukturen den dabei höchst-
möglichen Wert erreicht. Bei beiden Strukturen ist ein hoher Füllgrad gleich-
bedeutend mit einer geringen Größe der prozessbedingten Poren, wobei zu un-
terscheiden ist, dass bei additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen das
vorgegebene Gesamtvolumen nur mit Kunststoff gefüllt wird, während bei addi-
tiv gefertigten geschäumten Strukturen der geschäumte Kunststoff als Füllmasse
betrachtet wird. Der Bereich der optimalen Füllung kann anhand der minimalen
Oberflächenrauheit bestimmt werden. Es zeigte sich, dass dieser Bereich bei ad-
ditiv gefertigten geschäumten Strukturen vergrößert ist. Dies kann darauf zurück-
geführt werden, dass mit zunehmender Volumenfüllung neben der Verkleinerung
der prozessbedingten Poren auch die Schaumblasen verkleinert werden bzw. sich
gar nicht erst auf ihre volle Größe ausdehnen können, da der Raum dafür nicht
mehr zur Verfügung steht. Unabhängig von der Ursache impliziert dies, dass ad-
ditiv gefertigte geschäumte Strukturen, die keinerlei prozessbedingte Poren mehr
enthalten, eher nicht als optimal bezeichnet werden können, wie dies nach dem
derzeitigen Stand der Forschung teilweise geschieht. Dies beantwortet insgesamt
die Forschungsfrage 7. Im Hinblick auf die Beantwortung der Forschungsfra-
ge 8 konnte gezeigt werden, dass eine zunehmende Verformung der Kunststoff-
tropfen einen höheren Füllgrad bei optimaler Füllung ermöglicht. Die Größe der
Verformung, die mit einem Verformungsfaktor ausgedrückt werden kann, lässt
sich über die Schichthöhe, den Formfaktor und die Form der Kunststofftropfen,
die durch den Austrag beeinflusst wird, einstellen. Ein hoher Verformungsfak-
tor ist bei additiv gefertigten nicht geschäumten Strukturen von Vorteil, während
er bei geschäumten Strukturen zu einer Verringerung des Aufschäumgrads führt
(s. o. Abschnitt).

Analytische Modellierung der Volumenfüllung im AKF-Verfahren
Aufbauend auf den Erkenntnissen zur Volumenfüllung von additiv gefertigten
geschäumten und nicht geschäumten Strukturen wurde erstmals ein analytisches
Modell der Volumenfüllung für das AKF-Verfahren aufgestellt. Dabei basiert die
Grundidee dieser Modellierung auf der Gleichsetzung der Volumenströme des
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Slicers und der Anlage. Es konnte gezeigt werden, dass die Vorhersage des Mo-
dells in guter Übereinstimmung mit den gemessenen Dichten der untersuchten
Probekörper liegt, wodurch auch die letzte Forschungsfrage 9 adäquat aufgegrif-
fen und beantwortet werden konnte. Insgesamt ist es mit Hilfe dieses Modells
möglich, gewünschte Füllgrade für unbekannte Kombinationen von Prozesspara-
metern zu ermitteln und diese Füllgrade zur weiteren Eingrenzung des optimalen
Füllgrades zu verwenden.

Erhöhung spezifisch mechanischer Eigenschaften
Anhand einer bauteilnahen mechanischen Prüfung von additiv gefertigten Last-
haken konnte abschließend gezeigt werden, dass sich die Herstellung von additiv
gefertigten geschäumten Strukturen hinsichtlich des Leichtbaus lohnt. So wiesen
Lasthaken mit einer geschäumten Innenstruktur eine höhere spezifische maxima-
le Tragkraft auf als Lasthaken mit einer Hohlraum-Struktur, die durch eine häu-
fig angewandte Vergrößerung der Abstände zwischen den Druckbahnen erzeugt
wird. Dieser Unterschied kann auf die geringere Kerbwirkung von geschäum-
ten Strukturen zurückgeführt werden. So erfolgt die Kraftübertragung bei additiv
gefertigten nicht geschäumten Strukturen nur über kleine Kontaktbereiche, den
Berührungspunkten der Kunststoffstränge bzw. der Tropfenketten, wodurch eine
höhere Kerbwirkung auftritt.
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Abkürzungs- und Symbolverzeichnis

Abkürzungen

ABS Acrylnitril-Butadien-Styrol

AKF Arburg Kunststoff Freiformen

ASTM American Society for Testing and Materials

CBA Chemical Blowing Agent

CH810 Masterbatch Hydrocerol ITP 810

CH815 Masterbatch Hydrocerol ITP 815

CH815* Masterbatch CH815 mit zersetztem Treibmittel

CH818 Masterbatch Hydrocerol ITP 818

DIC Differential Interference Contrast

DIN Deutsches Institut für Normung

DSC Differential Scanning Calorimetry

EN Europäische Norm

FDM Fused Deposition Modeling

FFF Fused Filament Fabrication

HGK Hochgeschwindigkeitskamera

HKR Hochdruck-Kapillarrheometer

ISO International Organization for Standardization

KG100 Kernbereich geschäumt u. Slicer-Füllgrad 100 %

KIT Karlsruher Institut für Technologie
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Abkürzungs- und Symbolverzeichnis

KnG100 Kernbereich nicht geschäumt u. Slicer-Füllgrad 100 %

KnG75 Kernbereich nicht geschäumt u. Slicer-Füllgrad 75 %

LDPE Low-Density-Polyethylen

MEX Materialextrusion

MS Massenspektrometer

PBA Physical Blowing Agent

PEI Polyetherimid

PLA Polylactid

PMK Parameterkombination

REM Rasterelektronenmikroskopie

SAN Styrol-Acrylnitril

STL Standard Triangle Language

STP Standard Temperature and Pressure

TEM Thermally Expandable Microspheres

TGA Thermogravimetrische Analyse

TSG Thermoplast-Schaumspritzgießen

µCT Mikro-Computertomographie

Summenformeln (Chemie)

C6H6O6 Aconitsäure

C6H8O7 Citronensäure

CO2 Kohlenstoffdioxid

H2O Wasser

NaHCO3 Natriumhydrogencarbonat

Formelzeichen - Themenübergreifend

m Masse (allg.)
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Abkürzungs- und Symbolverzeichnis

V Volumen (allg.)

V(.) Volumen in einem Zustand (spezifiziert)

V(X) Volumen von Komponente X

V(X),(.) Volumen von Komponente X in einem Zustand (spezifiziert)

ρ Dichte (allg.)

p Druck (allg.)

T Temperatur (allg.)

T(.) Temperatur zu Zeitpunkt (spezifiziert)

Ṫ Abkühlgeschwindigkeit (allg.)

t Zeitpunkt (allg.)

Formelzeichen - Polymerschmelzen

Q Quellungsfaktor (allg.)

S Schwindungsfaktor (allg.)

S(.)→(.) Schwindungsfaktor zwischen zwei Zuständen

∆p Druckänderung (allg.)

p̃ Dimensionsloser Druck (Hartmann–Haque Gleichung)

B0 Druck-Konstante (Hartmann–Haque Gleichung)

pM Massedruck

T0 Temperatur-Konstante (Hartmann–Haque Gleichung)

T̃ Dimensionslose Temperatur (Hartmann–Haque Gleichung)

TE Temperatur bei Erstarrung der Polymerschmelze

TG Glasübergang

TM Massetemperatur

VQ Gequollenes Volumen

v Spezifisches Volumen (allg.)

v(.) Spezifisches Volumen in einem Zustand (spezifiziert)
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v(X) Spezifisches Volumen von Komponente X

v(X),(.) Spezifisches Volumen von Komponente X in einem Zustand
(spezifiziert)

ṽ Dimensionsloses spezifisches Volumen (Hartmann–Haque Glei-
chung)

v0 Spezifische Volumen-Konstante (Hartmann–Haque Gleichung)

Formelzeichen - Physik des Schäumens

∆ED Aktivierungsenergie Diffusion

∆HS Lösungsenthalpie bei Lösungsvorgang

D Diffusionskoeffizient

D0 Konstanter Diffusionskoeffizient

hS Dicke Volumenelement bei Diffusion

H Henry-Löslichkeitskoeffizient

H0 Konstanter Henry-Löslichkeitskoeffizient

c Konzentration eines Stoffs (allg.)

c(X),(Y) Gelöste Gasmenge von Komponente X in Komponente Y

cS,Exp. Gelöste Gasmenge bei Sättigung (experimentell bestimmt)

cS Gelöste Gasmenge bei Sättigung

M Molare Masse (allg.)

M(X) Molare Masse von Komponente X

Vm Molares Volumen

X Teilchenzahlanteil (allg.)

X(X) Teilchenzahlanteil von Komponente X

nG Stoffmenge des abgespaltenen Gases

R Universelle Gaskonstante

tS Sättigungszeit
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Formelzeichen - Prozess des Schäumens

ΦS Porosität einer Schaumstruktur

ΦA
S Aufschäumgrad

ΦVE
S Volumenexpansionsrate

ρK Dichte des Kunststoffs

ρS Dichte einer Schaumstruktur

mGes Masse einer Mischung

mG Masse des abgespaltenen Gases

mK Masse des Kunststoffs

mM Masse des Masterbatchs

VGes,S Gesamtvolumen einer Schaumstruktur

VG Volumen von gasgefüllten Hohlräumen

VK Volumen des Kunststoffs

w Massenanteil (allg.)

w(X) Massenanteil von Komponente X an Gesamtmischung

w(X)∗ Massenanteil von Komponente X an Gesamtmischung ohne Gas

w(X),(Y) Massenanteil von Komponente X an Komponente Y

w(X),(Y)∗ Massenanteil von Komponente X an Komponente Y ohne Gas

wM Massenanteil von Masterbatch

wT Massenanteil von Treibmittel

Formelzeichen - Additive Fertigung

ΦA Porosität einer additiv gefertigten Struktur

ΦAS Porosität einer additiv gefertigten geschäumten Struktur

ΦA
AS Aufschäumgrad einer additiv gefertigten geschäumten Struktur

ρA Dichte einer additiv gefertigten Struktur

ρAS Dichte einer additiv gefertigten geschäumten Struktur
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ϕA Füllgrad einer additiv gefertigten Struktur

ϕAS Füllgrad einer additiv gefertigten geschäumten Struktur

ϕA,Slic Slicer-Füllgrad (Wert wird von Slicer vorgegeben)

ϕT Füllgrad auf der Ebene einzelner Kunststofftropfen

ϕTS Füllgrad auf der Ebene einzelner geschäumter Kunststofftropfen

VGes,A Gesamtvolumen einer additiv gefertigten Struktur

VKEM Volumen des Kalteinbettmittels

VP Porenvolumen einer additiv gefertigten Struktur

VT Tropfenvolumen

VT,U Tropfenvolumen in der Umgebung

VTS Geschäumtes Tropfenvolumen

VT,Theo Theoretisches Tropfenvolumen

VT,Slic Vom Slicer vorgesehenes Tropfenvolumen

VT,Slic′ Vom Slicer vorgesehenes Tropfenvolumen (korrigiert)

V̇ Volumenstrom (allg.)

V̇T,Theo Volumenstrom der Anlage

V̇TS,Theo Volumenstrom der Anlage (Geschäumtes Tropfenvolumen)

V̇T,Slic Vom Slicer vorgesehener Volumenstrom

V̇T,Slic′ Vom Slicer vorgesehener Volumenstrom (korrigiert)

TD Düsentemperatur

TZ1 Massezylinder-Temperatur-1

TZ2 Massezylinder-Temperatur-2

TB Lufttemperatur im Bauraum

ṪT Abkühlgeschwindigkeit von Kunststofftropfen

DR Austrag

DAR Formfaktor

LT Schichthöhe
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Abkürzungs- und Symbolverzeichnis

B Breite einer Druckbahn

D Abstand zwischen zwei Druckbahnen

nR Anzahl Randdruckbahnen

∆LRF Überlappung Rand Füllung

ΘF Orientierung der Druckbahnen in Füllung

f Verschlussfrequenz

DD Düsendurchmesser Austragseinheit

DMZ Durchmesser des Massezylinders

L Weginkrement der Schneckenbewegung (AKF-Verfahren)

L0 Definierte Konstante für Schneckenbewegung (AKF-Verfahren)

LDek Dekompression Weg in Plastifiziereinheit

LDos Dosierweg in Plastifiziereinheit

pS Staudruck in Plastifiziereinheit

AT Projizierte Fläche eines Kunststofftropfens

BT Breite bzw. Durchmesser eines Kunststofftropfens

LT Länge eines Kunststofftropfens

U Verformungsfaktor

u Druckgeschwindigkeit (allg.)

uF Druckgeschwindigkeit der Füllung

uR Druckgeschwindigkeit des Rand

uU Umfangsgeschwindigkeit der Schnecke

uDek Dekompression Geschwindigkeit der Schnecke

∆ tA Zeitspanne des Kunststoffaustrags

∆ tT Minimale Abkühlzeit von Kunststofftropfen

γ̇ Schergeschwindigkeit (allg.)

γ̇D Schergeschwindigkeit an der Wand der Düsenbohrung

Sa Mittlere arithmetische Höhe (Rauheitsparameter)
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A Anhang

Austrag über Fertigungszeit
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Abbildung A.1: Austrag in Abhängigkeit der Fertigungszeit. Zusätzlich sind die Standardabwei-
chung und der Mittelwert des Austrags in der Einheit % angegeben.

Abbildung A.1 zeigt den Verlauf des Austrags über die gesamte Fertigungszeit
eines Probekörpers. Es wurde ein additiv gefertigter Quader aus dem Parameter-
satz LT200DAR14DR70 hergestellt. Für die Herstellung des Quaders wurde eine
Düsentemperatur von 260 ◦C eingestellt.
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B Tabellen

B.1 Massedrücke - Austrag 50 %

Tabelle B.1: Mittlerer Massedruck für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815 in Abhängigkeit
von der Düsentemperatur TD bei der Herstellung von frei extrudierten Tropfenketten
und einem Austrag von 50 %. Da die Steuerung des Freeformers keine automatische
Protokollfunktion besitzt, wurde der Massedruck händisch alle 30 s über mehrere Do-
siervorgänge notiert. Jeder Mittelwert enthält mindestens zehn einzelne Messpunkte

Massenanteil Massedruck in bar
wCH815 in % TD = 220 ◦C TD = 240 ◦C TD = 260 ◦C

0 246 191 155
2 347 279 232
6 345 280 223
10 303 229 193
14 369 290 249
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B Tabellen

B.2 Massedrücke - Austrag 100 %

Tabelle B.2: Mittlerer Massedruck für unterschiedliche Masterbatchanteile wM des Masterbatchs
CH810 und CH818 in Abhängigkeit von der Düsentemperatur TD bei der Herstellung
von frei extrudierten Tropfenketten und einem Austrag von 100 %. Da die Steuerung
des Freeformers keine automatische Protokollfunktion besitzt, wurde der Massedruck
händisch alle 30 s über mehrere Dosiervorgänge notiert. Jeder Mittelwert enthält min-
destens zehn einzelne Messpunkte

Massenanteil Massedruck in bar
wM in % TD = 220 ◦C TD = 240 ◦C TD = 260 ◦C

48 (CH810) 303 253 214
3,7 (CH818) 454 344 286
10,3 (CH818) 440 321 260

B.3 Massedrücke - Austrag 150 %

Tabelle B.3: Mittlerer Massedruck für unterschiedliche Masterbatchanteile wCH815 in Abhängigkeit
von der Düsentemperatur TD bei der Herstellung von frei extrudierten Tropfenketten
und einem Austrag von 150 %. Da die Steuerung des Freeformers keine automatische
Protokollfunktion besitzt, wurde der Massedruck händisch alle 30 s über mehrere Do-
siervorgänge notiert. Jeder Mittelwert enthält mindestens zehn einzelne Messpunkte

Massenanteil Massedruck in bar
wCH815 in % TD = 220 ◦C TD = 240 ◦C TD = 260 ◦C

0 376 283 235
2 470 363 294
6 453 350 279
10 349 307 249
14 429 354 283
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