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Kurzfassung 

Die Herstellung hochbelastbarer metallischer Bauteile umfasst in vielen Fällen eine 
mehrstufige Prozesskette, die von der spanenden Fertigung über die mechanische 
Oberflächenbehandlung bis hin zur Oberflächentexturierung reicht. Dies erfolgt in ein-
zelnen Prozessschritten, die sequentiell aufeinander aufbauen und nicht parallelisiert 
werden können. In der vorliegenden Arbeit wird eine Prozesskombination der vibrati-
onsunterstützten Zerspanung, bezeichnet als "Hämmernendes Drehen", vorgestellt, 
welche eine mechanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung mit der Zer-
spanung verbindet. Hierfür wurde ein spezielles piezoelektrisches Werkzeugsystem 
entwickelt, welches eine biaxiale, synchrone Bewegung des Zerpanungswerkzugs er-
möglicht. Alleinstellungsmerkmal des Hämmernden Drehns ist eine der Schnittge-
schwindigkeit überlagerte Schwingung, die bei korrekter Wahl der Stellgrößen zu einer 
periodischen Unterbrechung der Zerspanung führt. Während dieser Entkoppelung führt 
das Zerspanungswerkzeug eine hämmerähnliche Bewegung aus, die eine plastische 
Deformation und Verfertigung der Randschicht hervorruft, infolge derer es zu einer Ein-
bringung von Druckeigenspannungen, begleite von einer Oberflächentexturierung, 
kommt. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit erfolgt eine experimentelle sowie mittels 
FEM-Simulation unterstützte Untersuchung der Modifikation der Randschicht durch die 
Prozesskombination. Der Einfluss dieser veränderten Randschichtzustände auf die 
Bauteileigenschaften wird anschließend in tribologischen Untersuchungen, in denen 
der Gleit- und Haftreibungskoeffizient sowie das Verschleißverhalten bestimmt werden, 
untersucht. Weiter erfolgt eine Schwingfestigkeitsuntersuchung, die näher analysiert, 
wie die Texturierung der Oberfläche und die Druckeigenspannungen wechselwirken 
und diese beeinflussen. 

  



  



 

 

Abstract 

The manufacturing of high-performance metal structural components often involves a 
multi-stage process chain, ranging from machining and mechanical surface treatment 
to surface texturing. This takes place in individual process steps that are based on each 
other sequentially and cannot be parallelized. This thesis presents a special process 
combination of vibration-assisted machining, termed “Hammering Turning”, which com-
bines mechanical surface treatment and microtexturing with machining. A special piezo-
electric tool system was developed for this purpose, which enables a biaxial, synchro-
nous movement of the cutting tool. The key feature of Hammering Turning is an oscil-
lation superimposed on the cutting speed, which causes a periodic interruption of the 
cutting process if the parameters are set appropriately. During this decoupling, the cut-
ting tool performs a hammer-like movement that causes plastic deformation and work 
hardening of the surface layer, resulting in the formation of residual compressive 
stresses and surface texturing. In this thesis, an experimental and FEM simulation-
based investigation of the modification of the surface layer by the process combination 
was carried out. The influence of these modified surface layer states on the properties 
of the components is then investigated in tribological examinations, in which the sliding 
and static friction coefficient is determined, as well as the wear behavior. Furthermore, 
a fatigue resistance study was carried out to analyze in more detail how the texturing of 
the surface and the residual compressive stresses interact and influence them. 
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1 Einleitung 
In der vorliegenden Arbeit wird eine Prozesskombination der vibrationsunterstützten 
Zerspanung, bezeichnet als "Hämmerndes Drehen", vorgestellt, welche eine 
mechanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung mit der Zerspanung 
verbindet. Alleinstellungsmerkmal des Hämmernden Drehens ist eine der 
Schnittgeschwindigkeit überlagerte Schwingung, die zu einer periodischen 
Unterbrechung der Zerspanung führt und zugleich eine hämmerähnliche Bearbeitung 
der Oberfläche bewirkt. 

1.1 Motivation  
Eine Mikrotexturierung der Oberfläche findet in vielen technischen Bereichen Anwen-
dung, wobei ihr insbesondere in der Tribologie eine bedeutende Funktion zukommt. Die 
hier zum Einsatz kommenden Texturelemente sind oftmals durch die Natur inspiriert, 
was als "Bionik" bezeichnet wird (Han & Mu et al. 2016). Häufig werden diese Texturen 
durch eine Laserbearbeitung erzeugt, wobei die Textur durch Ablation oder Umschmel-
zen des Werkstoffs entsteht (Mao & Siddaiah et al. 2020). Für hochbelastete Bauteile, 
wie sie beispielsweise in der Luft- und Raumfahrt zum Einsatz kommen, ist aber nicht 
nur die Topographie, also die Gestalt der Oberfläche, entscheidend, sondern der ge-
samte Randschichtzustand. Dieser ist entscheidend für die Lebensdauer dieser Bau-
teile, sowohl hinsichtlich der Schwingfestigkeit als auch des tribologischen Verhaltens. 
Die Einstellung der Randschichtzustände kann durch eine mechanische Oberflächen-
behandlung, wie z.B. Festwalzen, erfolgen. Dabei werden durch eine plastische Verfor-
mung der Randschicht günstige Druckeigenspannungen eingebracht (Wohlfahrt 2000). 
Neben der Topographie und der Randschicht ist auch die Geometrie eines Bauteils 
essenziell für seine Funktion, wobei sowohl Lage- als auch Formtoleranzen eingehalten 
werden müssen. Der erste Schritt vom Halbzeug zum fertigen Bauteil ist häufig eine 
spanende Bearbeitung, bei der subtraktiv Material entfernt wird. Bei Bauteilen mit vielen 
rotationssymmetrischen Geometriemerkmalen ist die Zerspanung in einem Drehpro-
zess häufig das Mittel der Wahl. Diese Verfahren werden in der Prozesskette der Fer-
tigung sequentiell verknüpft, wobei jeder Prozess seine eigenen spezialisierten Werk-
zeuge benötigt und oft auf unterschiedlichen Werkzeugmaschinen durchgeführt wird. 
Dies erfordert bei der Fertigung solcher Bauteile zwangsläufig eine Vielzahl speziali-
sierter Maschinen und Werkzeuge für einen Prozessschritt, was den Ressourcenver-
brauch erhöht. Da dies hohe Herstellungskosten verantwortet wird in der Forschung 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Biomimetic%23_CTVL001178d6f5f323041c99e0aa498039cd65b
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und Entwicklung kontinuierlich daran gearbeitet, die Prozesse, wenn möglich, zu sub-
stituieren oder in Prozesskombinationen zusammenzufassen. Diesbezüglich sind das 
Drehwalzen (Denkena & Meyer et al. 2007) oder die Komplementärzerspanung (Gers-
tenmeyer & Zanger et al. 2016) zu nennen, die eine Zerspanung und mechanische 
Oberflächenbehandlung mit einem kombinierten Werkzeug ermöglichen. Diese Pro-
zesskombinationen gestatten jedoch keine zielgerichtete Texturierung der Oberfläche, 
abgesehen von den Vorschubmarken in Längsrichtung. Die vibrationsunterstützte Zer-
spanung bietet dagegen die Möglichkeit, eine Texturierung der Oberfläche durch eine 
Zerspanung vorzunehmen, was in der Hochpräzisionszerspanung mit Diamantwerk-
zeugen umgesetzt wird (Zhou & Cheng 2009). Bei dieser kommt es jedoch kaum zu 
einer tiefgreifenden Veränderung der Randschicht, da plastische Verformungen fast 
gänzlich vermieden werden. 

1.2 Aufbau der Arbeit 
In dieser Arbeit wird ein Ansatz für die Anwendung der vibrationsunterstützten Zer-
spanung bei niedriger Frequenz vorgestellt, welcher eine mechanische Oberflächenbe-
handlung und Texturierung in die Zerspanung integriert. Dieser nutzt ausschließlich das 
Zerspanungswerkzeug für die Bearbeitung. Hierfür wird ein spezialisiertes, aktorisch 
betriebenes Werkzeugsystem konzeptioniert, welches durch seine hämmerähnliche 
Bewegung eine plastische Deformation der Randschicht bei einer gleichzeitigen Textu-
rierung ermöglicht. Die damit umgesetzte Prozesskombination wird als "Hämmerndes 
Drehen" bezeichnet. Zunächst wird in der Abhandlung auf den Stand der Technik und 
Forschung eingegangen, um die Grenzen der bestehenden Technik zu identifizieren, 
und die Zielsetzung sowie Vorgehensweise abzuleiten. Danach werden alle in dieser 
Arbeit verwendeten Analysemethoden und selbst entwickelten Versuchseinrichtungen 
aufgezeigt und beschrieben, sowie die verwendeten Simulationsmethoden vorgestellt. 
Im Anschluss erfolgt die Darstellung und Diskussion der Ergebnisse, die sowohl die 
Ergebnisse von Analogieversuchen als auch die Charakterisierung der Grenzen des 
konzipierten Werkzeugsystems beinhalten. Im weiteren Verlauf erfolgt die Analyse der 
Randschichtzustände, die durch den Prozess eingestellt werden können. Abschließend 
wird eine Betrachtung des Bauteilverhaltens vorgenommen, wobei die tribologischen 
Eigenschaften und die Schwingfestigkeit unter zyklischer Belastung untersucht werden. 
Den Abschluss bilden eine Zusammenfassung sowie ein Ausblick auf mögliche weitere 
Forschungsaktivitäten. 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Development%23_CTVL0019e1a1e2478444facb4f5ff0769a0b939
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2 Stand der Forschung und Technik 
Der Stand der Forschung hinsichtlich der Modifikation der Randschichtzustände und 
der Texturierung von Oberflächen ist Ausgangspunkt für diese Arbeit. Dies umfasst ins-
besondere den Einfluss einer mechanischen Oberflächenbehandlung und der vibrati-
onsunterstützten Zerspanung auf den Eigenspannungszustand und die Topographie in 
Form einer Oberflächentextur. Darüber hinaus wird dargestellt, wie sich diese auf das 
Bauteilverhalten in Bezug auf die tribologische und schwingungstechnische Lebens-
dauer auswirken. 

2.1 Randschichtzustände und Bauteileigenschaften  
Die Bauteileigenschaften werden nicht nur durch charakteristische Materialeigenschaf-
ten, wie z.B. Zugfestigkeit, E-Modul oder Dichte, beeinflusst, sondern die Eigenschaften 
der Bauteiloberfläche bzw. der Randschicht beeinflussen diese ebenfalls. Die Rand-
schicht stellt die direkte Schnittstelle zu anderen Bauteilen und Medien im System dar 
und ist somit der Haupteinflussfaktor bei tribologischen und chemischen Belastungen. 
Weiter stellt die Bauteiloberfläche den Ausgangspunkt für einen Anriss und das fol-
gende Risswachstum unter zyklischen Belastungen dar. Die Randschichtzustände wer-
den im Wesentlichen durch die vier Größen Topographie, Härte, Mikrostruktur und Ei-
genspannungszustand definiert, die im wissenschaftlichen Kontext unter dem Begriff 
"Surface Integrity" zusammengefasst werden. Die erste wissenschaftliche Abhandlung 
zu diesen Größen erfolgte 1964 durch (Field & Kahles 1964). Die Randschichtzustände 
werden dabei unmittelbar durch die bei der Bearbeitung entstehende thermomecha-
nische Belastung beeinflusst (Jawahir & Brinksmeier et al. 2011). Infolgedessen spielen 
sowohl der Prozess als auch die vorliegenden Randbedingungen eine entscheidende 
Rolle für die Randschichtzustände und somit die Bauteileigenschaften (Karpuschewski 
& Kinner-Becker et al. 2022). Die gezielte Einstellung dieser Randschichtzustände wird 
häufig bei hochbelasteten Bauteilen, wie sie beispielsweise in der Luft- und Raumfahrt 
zum Einsatz kommen, durchgeführt. Hierbei wird ein ergänzender Prozessschritt, die 
mechanische Oberflächenbehandlung, angewendet. Diese dient ausschließlich der 
Einstellung der Randschichtzustände und stellt somit einen Kostenfaktor in der Produk-
tion dar (Wohlfahrt 2000). Die Randschichtzustände stellen sich bei der Zerspanung 
jedoch nicht stochastisch ein, sondern beruhen auf physikalischen Mechanismen. Dies 
ermöglicht durch eine gezielte Regelung der Prozessstellgrößen und Kompensation 
von Störgrößen die Einstellung der Randschichtzustände während der Zerspanung. 
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Dieser Ansatz der Regelung wird aktuell in der Wissenschaft fokussiert und wird unter 
dem Begriff der „Oberflächenkonditionierung“ zusammengefasst (Schulze & Aurich et 
al. 2024). 

2.1.1 Eigenspannungen 

Gemäß der Definition von (Macherauch & Wohlfahrt et al. 1973) sind Eigenspannungs-
zustände in einem abgeschlossenen System als statisch mehrachsige Spannungen im 
Gleichgewicht zu verstehen, die ohne äußere Kräfte oder Momente vorliegen. Tempe-
raturbedingte Spannungen sind somit ausgeschlossen. Die Eigenspannungen lassen 
sich in drei Arten unterteilen: Eigenspannungen I. Art sind über größere Werkstoffbe-
reiche (mehrere Körner), Eigenspannungen II. Art über kleinere Werkstoffbereiche (ein 
Korn oder Kornbereich) nahezu homogen. Die Eigenspannungen III. Art sind über die 
kleinsten Werkstoffbereiche (mehrere Atomabstände) inhomogen. Aufgrund ihrer tech-
nischen Relevanz werden im Weiteren hauptsächlich die Eigenspannungen I. Art be-
trachtet. Nach (Kloos 1979) kann die Entstehung von Eigenspannungen der I. Art ver-
schiedene Ursachen haben. Einerseits können diese als Wärmeeigenspannungen auf-
treten, die durch thermische Spannungen entstehen. Diese überschreiten die Fließ-
grenze und führen zu plastischer Verformung, die im späteren thermischen Gleichge-
wicht zu Eigenspannungen führen. Eine weitere Form der Eigenspannungen sind die 
durch makroskopische teilplastische Verformungen bedingten Belastungseigenspan-
nungen. Diese entstehen, nachdem eine äußere Kraft oder ein Moment eine teilplasti-
sche Verformung bewirkt hat. Nach der Entlastung führt dies zu einer Eigenspannungs-
verteilung. Dieser Effekt wird technisch bei der mechanischen Oberflächenbehandlung 
genutzt. Die bei der mechanischen Oberflächenbehandlung wirkenden Mechanismen, 
die eine plastische Verformung der Randschicht bewirken, können durch zwei Elemen-
tarprozesse modelliert werden. Das sind die Hertzsche Pressung (Hertz 1882), bei der 
das Maximum der Druckeigenspannungen unterhalb der Oberfläche liegt, und die plas-
tische Streckung (Scholtes 1991), bei der das Maximum der Druckeigenspannung di-
rekt an der Oberfläche liegt. Durch Reibung und andere Effekte sind in realen Systemen 
aber immer beide Mechanismen wirksam. 
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2.1.2 Härte und Mikrostruktur 

Durch jegliche mechanische Bearbeitung der Oberfläche wird eine plastische Verfor-
mung des Werkstoffs hervorgerufen, was eine Erhöhung der Versetzungsdichte und 
Veränderung der Mikrostruktur, zu Folge hat. Dies kann zu einem Härteanstieg führen, 
der beispielsweise mit mechanischen Eindringverfahren für die Härteprüfung, wie dem 
Vickersverfahren, ermittelt werden kann (Friedel 1957; Clarebrough & Hargreaves 
1959). Die Erhöhung der Versetzungsdichte ruft eine Kaltverfestigung des Werkstoffs 
hervor, die bei röntgenographischen Messungen als eine Vergrößerung der Halbwerts-
breite (engl. full width at half maximum (FWHM)) nachgewiesen werden kann, da Ver-
setzungen Mikroeigenspannungen in den Körnern vergrößern (Fu & Chu et al. 2018; 
Nakagawa & Hayashi et al. 2020). Starke Verformung oder hohe Temperaturen können 
zu einer Rekristallisation des Gefüges führen. Dies äußert sich in einer feinkörnigen 
Mikrostruktur. Diese zusätzlichen Korngrenzen rufen einen Härteanstieg durch das ge-
genseitige Blockieren von Versetzungsbewegungen hervor, was durch die Hall-Petch-
Beziehung beschrieben wird (Sylwestrowicz & Hall 1951; Petch 1953): 

𝑅𝑒 = 𝜎0 +
𝐾𝐻𝑃

√𝑑𝑘⏟
∆𝜎

 2-1 

𝑅𝑒 =Streckgrenze 
𝜎0 = 𝑆𝑡𝑎𝑟𝑡𝑠𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔 𝑓ü𝑟 𝑑𝑖𝑒 𝑉𝑒𝑟𝑠𝑒𝑡𝑧𝑢𝑛𝑔𝑠𝑏𝑒𝑤𝑒𝑔𝑢𝑛𝑔  
𝐾𝐻𝑃 = 𝐾𝑜𝑟𝑛𝑔𝑟𝑒𝑛𝑧𝑤𝑖𝑑𝑒𝑟𝑠𝑡𝑎𝑛𝑑  
𝑑𝑘 = 𝑀𝑖𝑡𝑡𝑙𝑒𝑟𝑒𝑟 𝐾𝑜𝑟𝑛𝑑𝑢𝑟𝑐ℎ𝑚𝑒𝑠𝑠𝑒𝑟  

 

Die plastische Verformung des Mikrogefüges kann durch unterschiedliche Intensitäten 
von einer einfachen Verzerrung des Gefüges bis hin zur Neubildung des Gefüges als 
eine nanokristalline Schicht reichen (Pyun & Suh et al. 2012). Die Art des Werkstoffs 
ist entscheidend für das Kaltverfestigungsverhalten, Werkstoffe von geringer Festigkeit 
und geringer initialer Versetzungsdichte besitzen ein höheres Verfestigungspotenzial 
und können ein Anstieg der Härte aufweisen. Hochfeste Werkstoffe, wie Vergütungs-
stähle, die eine sehr hohe initiale Versetzungsdichte aufweisen, besitzen nur ein gerin-
ges Verfestigungspotenzial und keine oder nur eine geringfügige Härtesteigerung ist 
nachweisbar. Durch Abbau der Versetzungen durch Versetzungsannihilation bzw. Kris-
tallerholung oder Phasentransformation kann es sogar zu einer Abnahme der Härte 
kommen (Peeters & Seefeldt et al. 2001; Cottrell 2001). Die Härte einer Bauteiloberflä-
che hat direkten Einfluss auf die Bauteileigenschaften. So führt eine höhere Härte zu 
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einer Verringerung des Verschleißvolumens, was durch das Rabinowicz-Gesetz be-
schrieben wird (Rabinowicz & Tanner 1966): 

𝑊 = 𝐾𝑅

𝑃

𝐻
 2-2 

𝑊 = 𝑉𝑒𝑟𝑠𝑐ℎ𝑙𝑒𝑖ß𝑣𝑜𝑙𝑢𝑚𝑒𝑛 
𝑃 = 𝐴𝑢𝑓𝑔𝑒𝑏𝑟𝑎𝑐ℎ𝑡𝑒 𝐿𝑎𝑠𝑡 
𝐻 = 𝐻ä𝑟𝑡𝑒 𝑑𝑒𝑠 𝑉𝑒𝑟𝑠𝑐ℎ𝑙𝑒𝑖ß𝑘ö𝑟𝑝𝑒𝑟𝑠  
𝐾𝑅 = 𝑉𝑒𝑟𝑠𝑐ℎ𝑙𝑒𝑖ß𝑘𝑜𝑛𝑠𝑡𝑎𝑛𝑡𝑒 

 

2.2 Mechanische Oberflächenbehandlung 
Die Optimierung des Bauteilverhaltens über dessen Randschichtzustände hinsichtlich 
der Schwingfestigkeit oder der Verringerung der Oberflächenrauheit kann durch eine 
mechanische Oberflächenbehandlung erfolgen. Diese erfolgt durch eine gezielte elas-
tisch-plastische Verformung der Randschicht der Bauteile, wobei tiefer liegende 
Schichten plastisch verformt werden. Zu den typischen Verfahren zählen das Festwal-
zen, das Kugelstrahlen und das maschinelle Oberflächenhämmern (Wohlfahrt 2000; 
Schulze 2006). Es besteht eine Vielzahl an Sammelpublikationen, in denen For-
schungsergebnisse zu etablierten Verfahren zusammengetragen wurden. Zu diesen 
zählen beispielsweise (Malaki & Ding 2015) über das Ultraschallhämmern oder 
(Schulze & Bleicher et al. 2016; Chan & Cheng 2022) über das maschinelle Oberflä-
chenhämmern und Glattwalzen. 

2.2.1 Einfluss auf Eigenspannungszustand 

Mit den größten Einfluss auf die Erhöhung der Schwingfestigkeit durch die mecha-
nische Oberflächenbehandlung hat der Anstieg von Druckeigenspannungen in der 
Randschicht. Das maschinelle Oberflächenhämmern stellt ein etabliertes Verfahren 
dar, bei dem periodisch Energie in Form eines Hämmerpulses in den Werkstoff 
eingebracht wird. Diese kinetische Energie wird im Werkstoff anteilig in Wärme und 
eine plastische Verformung umgewandelt. Die Anregung des Hammerkopfs kann dabei 
pneumatisch, elektromagnetisch oder piezoelektrisch erfolgen (Chan & Cheng 2022). 
Die Eigenspannungen weisen in der Regel Anisotropie auf, d. h., sie unterscheiden sich 
in Bearbeitungs- und Vorschubrichtung hinsichtlich Betrag und Tiefenverlauf. Während 
in Vorschubrichtung das Maximum der Druckeigenspannungen unter der Oberfläche 
liegt und meist geringer ausfällt, befindet es sich in Bearbeitungsrichtung an der 
Oberfläche (Bleicher & Lechner et al. 2012). Als eine weitere Entwicklung wurde das 
Piezopeening vorgestellt von (Lienert & Hoffmeister et al. 2013), bei dem ein 
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piezoelektrischer Aktuator eine plastische Deformation und Modifikation der 
Randschicht hervorruft. Es konnte nachgewiesen werden, dass mit dem neuen 
Verfahren ein breites Spektrum an Eigenspannungstiefenverläufen durch die 
Parameter eingestellt werden kann, wobei die Amplitude einen signifikanten Einfluss 
hat. Darüber hinaus konnte gezeigt werden, dass eine deutliche Steigerung der 
Lebensdauer erzielt werden kann, wobei die Streuung der ertragbaren Lastspielzahlen 
im Vergleich mit dem Ausgangszustand deutlich reduziert wurde (Lienert & Hoffmeister 
et al. 2014). Der Eigenspannungszustand kann aber nicht nur durch eine mechanische 
Oberflächenbehandlung verändert werden. Auch die Zerspanung selbst verändert den 
Eigenspannungszustand der bearbeiteten Bauteile. Bei duktilen Werkstoffen 
resultieren daraus häufig unerwünschte Zugeigenspannungen, wobei die höchsten 
Spannungen an der Oberfläche vorliegen. Auch der Spanwinkel übt einen Einfluss auf 
die Spannungszustände aus (Henriksen 1951). Auch die Mikrogeometrie der 
Schneidkante hat einen Einfluss. So werden durch scharfe Kanten tendenziell 
Druckeigenspannungen und durch große Verrundungen Zugeigenspannungen 
hervorgerufen (Colwell 1958). Dieser Ansatz, eine mechanische 
Oberflächenbehandlung durch eine Regelung der thermomechanischen Lastkollektive 
in der Zerspanung zu substituieren, wurde in einem umfangreichen 
Schwerpunktprogramm für die geometrisch bestimmte Zerspanung und das Schleifen 
untersucht (Stampfer & González et al. 2021).  

2.2.2 Mechanische Oberflächenbehandlung als Prozesskombination 

Weiter besteht die Möglichkeit die mechanische Oberflächenbehandlung nicht durch 
die Zerspanung zu substituieren, sondern dies in einer Prozesskombination in die Zer-
spanung zu integrieren. Hierbei kann eine Werkzeugkombination aus Zerspanungs-
werkzeug und Werkzeug für die mechanische Oberflächenbehandlung (Denkena & 
Meyer et al. 2007) eingesetzt werden oder diese direkt mit dem Zerspanungswerkzeug 
durchgeführt werden (Gerstenmeyer & Zanger et al. 2016). Für die Randschichtmodifi-
kation von AL70775-T6 wurde ein Verfahren zur mechanischen Oberflächenbehand-
lung mit konventionellen Wendeschneidplatten mit extrem negativem Spanwinkel im 
orthogonalen Schnitt untersucht. Bei diesem Prozess, als Reiben bezeichnet, wurde 
das Werkstück mehrfach überlaufen. Aufgrund der hohen Gleitgeschwindigkeiten kam 
es zu einer Verschlechterung der Oberfläche und es traten hohe Zugeigenspannungen 
auf. Eine gleichzeitige Zerspanung und mechanische Bearbeitung der Oberfläche war 
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somit nicht möglich bzw. führte zu starken Instabilitäten (Denkena & Breidenstein et al. 
2010). Ähnliche Untersuchungen wurden für die Bearbeitung des Vergütungsstahls 
42CrMo4 bei niedrigen Geschwindigkeiten durchgeführt. Durch einen zweiten Prozess-
schritt, bei dem das Werkzeug in rückwärtiger Richtung mit reduzierter Bearbeitungs-
geschwindigkeit über die Bauteiloberfläche mit einer Zustellung von 10 µm bis 20 µm 
bewegt wird, konnte von (Gerstenmeyer 2018) eine mechanische Oberflächenbehand-
lung durch die Freifläche des Werkzeugs erzielt werden. Diese Prozesskombination 
wird als Komplementärzerspanung bezeichnet. In Folge dessen konnte eine Optimie-
rung der Randschicht hinsichtlich ihrer Druckeigenspannung und Topographie erzielt 
werden, was zu einer deutlichen Steigerung der Lastspielzahlen unter schwingender 
Belastung führte (Gerstenmeyer & Zanger et al. 2018). Ein Ansatz, bei dem beide Pro-
zesse, die Zerspanung und die mechanische Oberflächenbehandlung, parallel durch-
geführt werden, ist das Drehwalzen. Hierbei wird dem Zerspanungswerkzeug ein hyd-
rostatisches Festwalzwerkzeug nachgeführt (Denkena & Grove et al. 2016). Ein Nach-
teil dieses Ansatzes ist, dass für beide Prozesse die gleiche Geschwindigkeit und Vor-
schub gewählt werden müssen. Es konnte festgestellt werden, dass bei hoher Schnitt-
geschwindigkeit von vc = 700 m/min die hohe Temperatur durch die Zerspanung die 
maximal erreichbaren Druckeigenspannungen reduziert. 

2.2.3 Härte und Mikrostruktur 

Durch die plastische Deformation der Randschicht bei der mechanischen Oberflächen-
behandlung kann es ebenfalls zur Bildung nanokristalliner Schichten und einem Anstieg 
der Härte kommen. In der Arbeit von (Wang & Tao et al. 2003) wurde ein niedrig koh-
lenstoffhaltiger Stahl mit einer Ausgangskorngröße von 30 µm durch das „Surface Me-
chanical Attrition Treatment (SMAT)“ mit einer 10 µm dicken nanokristallinen Schicht 
mit Korngrößen von ca. 15 nm versehen. Mittels Nanoidenterhärtemessungen konnte 
eine Steigerung der Härte von 1,85 GPa auf 3 GPa an der Oberfläche festgestellt wer-
den. Durch diese Schicht konnte eine deutliche Senkung des Reibungskoeffizienten 
und des Verschleißes erreicht werden. Als maßgeblicher Faktor hierfür wird die deutli-
che Erhöhung der Härte der Oberfläche genannt, die bei geringer Last das Pflügen und 
die Mikrozerspanung verringert und bei höheren Lasten die Oberflächenermüdung. Mit 
dem "Ultrasonic nanocrystal surface modification treatment", einem Verfahren zur ma-
schinellen Oberflächenhämmern mit kontinuierlichem Kontakt, können ebenfalls nano-
kristalline Schichten erzeugt werden (Pyoun 2000). Gegenstand der Untersuchung von 
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(Amanov & Cho et al. 2012) waren Proben aus 105Cr4, die mit diesem Verfahren be-
arbeitet wurden. Es konnte eine Steigerung der Randhärte auf 840 HV0,3 ausgehend 
von 720 HV0,3 gezeigt werden. Zudem konnte das Verschleißvolumen um 60 % und 
der Reibungskoeffizient um 25 % im Vergleich zu einer geschliffenen Probe reduziert 
werden. Diese Ergebnisse werden auf die hohe Härte des nanokristallinen Gefüges 
zurückgeführt. Diese Reduktion lässt sich nicht allein auf die Härte zurückführen, son-
dern auch auf die entstehende Oberflächentextur von Mikrodimples, die aber in den 
tribologischen Untersuchungen abgetragen wurde. Es konnte dennoch eine Verbesse-
rung zu den geschliffenen Oberflächen festgestellt werden. Eine nanokristalline Rand-
schicht hat ebenfalls Einfluss auf die Lebensdauer von Bauteilen und kann diese erhö-
hen, da die Entstehung von Ermüdungsrissen verzögert wird. Hierzu tragen zwei Ef-
fekte bei, einerseits hemmen nanokristalline Körner die Initialrissbildung und anderer-
seits verlangsamen große Körner die Rissausbreitung, sodass die gradierte Korngröße 
in der Randschicht optimale Vorrausetzungen schafft (Vinogradov 2007). (Cao & Pyoun 
et al. 2010) konnte bei dem Vergütungsstahl C45 die Rissbeständigkeit um mehr als 
48 % steigern, was zu einer Lebensdauererhöhung von 33 % führte. Die Schichtdicke 
nahm dabei in Abhängigkeit der Hämmerintensität zwischen 2 µm und 30 µm an, wäh-
rend die Härte von 220 HV auf 436 HV gesteigert werden konnte. 

2.3 Vibrationsunterstützte Zerspanung 
Bei der vibrationsunterstützten Zerspanung (engl. vibration assisted machining (VAM)) 
wird der Schnittbewegung des Werkzeugs mindestens eine zusätzliche Bewegungs-
komponente mit kleiner Amplitude und hoher Frequenz überlagert (Brehl & Dow 2008). 
Die erste technische Erwähnung der vibrationsunterstützten Bearbeitung erfolgte 1952 
in einem Patent über abrasive slurry machining bzw. ultrasonic impact grinding von 
(Balamuth 1952). Die erste wissenschaftliche Arbeit zu diesem Thema wurde zwei 
Jahre später ebenfalls von (Balamuth 1954) verfasst. Dieses Verfahren mit einem un-
gebundenen Schleifkorn wurde dann für die geometrisch bestimmte Zerspanung wei-
terentwickelt. Die erste wissenschaftliche Implementierung des vibrationsunterstützten 
Drehens erfolgte 1968 mithilfe eines elektrohydraulischen Servosystems. Dieses Sys-
tem arbeitete mit Frequenzen zwischen 0 Hz und 125 Hz bei einer Amplitude von 
0,1 mm (Skelton 1968). Durch diese Neuerung konnte eine erhebliche Reduktion der 
Vorschubkraft festgestellt werden, wohingegen die Reduktion der Tangentialkraft ge-
ring ausfiel. Als mögliche Ursache wird die Reibungsreduktion durch eine Oxidschicht 
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auf der Schneide diskutiert, die sich durch den periodischen Luftschnitt ausbildet. Die 
Klassifizierung der vibrationsunterstützten Zerspanung kann gemäß (Bai & Gao et al. 
2023) in unterschiedliche Gruppen erfolgen, wobei die Einteilung nach Schwingungs-
frequenz, -richtung und -amplitude erfolgen kann. Die Unterscheidung nach der Fre-
quenz kann in Hochfrequenzsysteme mit einer Frequenz von mehr als 20 kHz, die im 
Ultraschallbereich arbeiten und daher auch als ultraschallunterstützte Zerspanung be-
zeichnet werden, erfolgen. Demgegenüber stehen niederfrequente Systeme mit einer 
Frequenz unter 5 kHz. Die typischen Anwendungen dieser Systeme sind das fast tool 
servo machining, das der Texturierung dient (Trumper & Lu 2007), und das modulation 
assisted machining (MAM), das der Spanformung dient (Mann & Guo et al. 2011). Nach 
(Brehl & Dow 2008) können Systeme zur vibrationsunterstützten Zerspanung hinsicht-
lich ihrer Schwingungsform in resonante und nichtresonante Systeme unterteilt werden. 
Ferner können diese Systeme entsprechend ihrer Mehrachsigkeit von einfachen linea-
ren 1D-Systemen bis hin zu komplexen 3D-Systemen untergliedert werden. 

2.3.1 Resonante Systeme 

Bei den resonanten Systemen kommen fast ausschließlich Systeme im Ultraschallbe-
reich zum Einsatz. Diese Systeme operieren mit der Eigenfrequenz des Systems und 
sind aufgebaut aus einem Ultraschallwandler, welcher mit einer geringen Amplitude 
und hoher Frequenz die Sonotrode in ihrer Eigenfrequenz anregt (KUO 2009). Die So-
notrode fungiert hierbei zugleich als Werkzeug- oder Werkstückhalter, was in der Aus-
legung der Eigenfrequenz ebenfalls berücksichtigt werden muss. Diese Systeme erlau-
ben ausschließlich kontinuierliche harmonische Schwingungen, deren Amplitude sowie 
Frequenz durch die Gestaltung der Sonotrode vorgegeben sind. Somit ist die Flexibilität 
dieser Systeme limitiert und erfordert eine präzise Auslegung (Zheng & Chen et al. 
2020). Die harmonische Schwingung ermöglicht es jedoch, bei sehr hohen Frequenzen 
bis über 30 kHz große Amplituden von mehr als 20 µm zu erreichen. Die Auslegung der 
Sonotroden kann durch den Einsatz von FEM-Berechnungen unterstützt werden (Seah 
& Wong et al. 1993). 

2.3.2 Nichtresonante Systeme 

Dem gegenüber stehen nichtresonante Systeme, bei denen eine erzwungene Schwin-
gung bzw. Positionierung im Gegensatz zur harmonischen Schwingung erfolgt. Dies 
erlaubt neben der variablen Einstellung von Amplitude und Frequenz in den Grenzen 
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des Systems auch die Realisierung von nichtphysikalischen Schwingungen wie Pulsen, 
Rechteck- oder Dreiecksprofilen. Da es sich bei diesen Systemen im klassischen Sinne 
nicht mehr um eine Schwingung handelt, die durch Massenträgheit und eine Rückstell-
kraft definiert sind, sondern um ein hochdynamisches Positionieren, ist es technisch 
anspruchsvoll, hohe Frequenzen zu erreichen (Lin & Han et al. 2017). Des Weiteren 
können diese Systeme sehr wohl resonant auf eine Anregung antworten, weshalb die 
Arbeitsfrequenz unter der Eigenfrequenz der Struktur liegen muss. Eines der ersten 
biaxialen Systeme und damit eine neuartige Zerspanungsstrategie stellte (Shamoto & 
Moriwaki 1994) als "Elliptical Vibration Cutting" vor. Hierbei kam ein nichtresonantes 
Piezosystem zum Einsatz, bei dem sehr geringe Schnittgeschwindigkeiten bei einer 
maximalen Frequenz von 6 Hz und einer Amplitude von 5 µm vorlagen. Durch die ellip-
tische Schnittbewegung konnte die Spanungsdicke und damit die Schnittkräfte bei der 
Präzisionszerspanung von sauerstofffreiem Kupfer signifikant reduziert werden. 

2.3.3 Aktuatoren 

Für die Schwingungsanregung benötigen sowohl resonante als auch nichtresonante 
Systeme einen Aktuator, der elektrische Energie in mechanische Energie umwandelt. 
Die am häufigsten in wissenschaftlichen Arbeiten verwendeten Aktuatortypen sind 
elektromagnetische und piezoelektrische Aktuatoren (Zheng & Chen et al. 2020), auch 
wenn wie gezeigt, servohydraulische oder pneumatische Systeme bereits zum Einsatz 
kamen. Für die ersten vibrationsunterstützten Anwendungen wurden elektromagneti-
sche Systeme verwendet, da piezoelektrische Aktoren in dieser Leistungsklasse noch 
nicht verfügbar waren. Bei diesen Aktuatoren wird ein Magnetkern im Inneren der 
elektrischen Spule durch eine Wechselspannung in Schwingung versetzt. Dieser ist 
mechanisch mit dem Werkzeug oder Werkstück verbunden, und regt dieses mit der 
Frequenz des elektromagnetischen Feldes an. Die Systeme sind daher von ihrem me-
chanischen und elektrischen Aufbau recht simpel, weisen jedoch auch Nachteile auf. 
Zu diesen zählen die hohe Verlustleistung und damit einhergehende Wärmeentwick-
lung, sowie der große Bauraum dieser Systeme, der eine Integration in das Werkzeug 
erschwert. So wurde mittels eines elektromagnetischen Shakers eine Vibrationsunter-
stützung beim Schleifen mit einer Frequenz von 20 Hz bis 200 Hz bei sehr hoher 
Amplitude umgesetzt (Chen & Huo et al. 2018; SAKAGUCHI & KUMABE 1975). 
Ebenso kann die Magnetostriktion genutzt werden, bei der sich ferromagnetische Ma-
terialien unter einem magnetischen Feld verformen, was höhere Frequenzen bis 
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35 kHz ermöglicht (Xiang & Yue et al. 2010). Im Vergleich mit Piezoaktuatoren tritt aber 
ein hoher Energieverlust im System auf (John & Sirohi et al. 2007). Piezoelektrische 
Aktoren hingegen nutzen die piezoelektrische Eigenschaft von Piezokeramiken, sich 
durch eine elektrische Ladungsänderung zu verformen (Curie & Curie 1880). Vorge-
spannte Piezoaktuatoren können somit einfach elektrische Energie in mechanische 
Energie umwandeln (Roth 1949). Sie zeichnen sich durch hohe Energiedichte, schnel-
les Ansprechverhalten und hohe Positioniergenauigkeit aus und eignen sich daher für 
höhere Frequenzen bis in den Ultraschallbereich. Aus diesem Grund werden sie in den 
meisten vibrationsunterstützten Systemen eingesetzt. 

2.3.1 Einfluss vibrationsunterstützter Zerspanung auf die Mikrostruktur 

Beim vibrationsunterstützten Drehen von CuZn37 mit einem einachsig schwingenden 
Ultraschallwerkzeug wurden von (Liu & Zhang et al. 2021) die Werkzeuggeometrie und 
Schwingung so gestaltet, dass es bei der Bewegungskomponente des Werkzeugs in 
Zustellrichtung zu einem Kontakt zwischen der Freifläche und Werkstück kam. In der 
Folge setzt das Werkzeug auf der zuvor spanend geformten sinusförmigen Textur des 
Werkstücks auf und deformiert den Werkstoff begleitet von einer Scherung durch die 
Relativgeschwindigkeit. Die Scherung des Gefüges in der Randschicht, welche deutlich 
an zur Schnittrichtung geneigten Korngrenzen sichtbar ist, reicht bis in eine Tiefe von 
10 µm. Neben einer möglichen Verzerrung der Mikrostruktur kann die ultraschallunter-
stützte Zerspanung zu einer Veränderung der Randschichthärte und Mikrostruktur füh-
ren. Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls C45 durch (Wei & Zou et al. 2023) mit 
einem 3D-Ultraschallsystem konnte eine Reduktion der Korngröße um 43,5 % zur kon-
ventionellen Zerspanung beobachtet werden, wobei sich die Tiefe der feinkörnigen 
Schicht reduzierte. Die feinere Kornbildung wurde auf die erhöhte Dehnrate durch die 
vibrationsunterstützte Zerspanung mit einer Frequenz von 28,4 kHz zurückgeführt. 
Dies steht im Widerspruch mit den Erkenntnissen aus Simulation und Experiment im 
orthogonalen Schnitt von Ti6Al4V durch (Bai & Sun et al. 2017). Hier wurde ermittelt, 
dass bei der einachsigen ultraschallunterstützten Zerspanung größere und gleichförmi-
gere Körner vorliegen. Des Weiteren wurde bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 
durch die ultraschallunterstützte Zerspanung eine höhere Härte in der Randschicht 
nachgewiesen, als dies bei der konventionellen Zerspanung der Fall ist. 
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2.3.2 Einfluss vibrationsunterstützter Zerspanung auf Eigenspannungen 

Bei der vibrationsunterstützten Zerspanung können inhomogene Eigenspannungen 
auftreten, da lokal unterschiedliche Schnittgeschwindigkeiten und Schnitttiefen vorlie-
gen. Mittels eines zweidimensionalen mathematischen Modells wurde für die analyti-
sche, geschlossene Berechnung von Eigenspannungen von (Huang & Zhang et al. 
2018) ein periodischer Verlauf der Eigenspannungen berechnet. Dieser ist abhängig 
von der Phasenverschiebung der Werkzeugwege und der dadurch variierenden 
Spanungsdicke. Eine numerische und analytische Untersuchung der zweidimensiona-
len vibrationsunterstützten Zerspanung von Ti6Al4V wurde von (Kurniawan & Ahmed 
et al. 2021) durchgeführt. Dabei wurde festgestellt, dass hohe Druckeigenspannungen 
auftreten können, die auf eine hämmerähnliche Wirkung des Werkzeugs und eine er-
höhte Schnittgeschwindigkeit zurückzuführen sind. Bei der Untersuchung des vibrati-
onsunterstützten Drehens des gleichen Werkstoffs durch (Maroju & Pasam 2019) er-
folgte die Analyse experimentell sowie simulativ. Hierbei wurde ein Ultraschallsystem 
mit einer Amplitude von 20 µm und einer Frequenz von 20 kHz genutzt. In den Experi-
menten und Simulationen konnte eine Zunahme der Druckeigenspannungen von 35 % 
nachgewiesen werden, wobei bei der konventionellen Zerspanung Zugspannungen 
vorlagen. Diese Beobachtung wird auf die geringere Temperatur bei der vibrationsun-
terstützten Zerspanung zurückgeführt. 

2.4 Oberflächentextur und Tribologie 
Bei Kontakt zwischen zwei Festkörpern wird ein tribologisches System gebildet, bei 
dem die beiden Körper entweder vollständig oder teilweise durch einen Zwischenstoff 
getrennt sein können, der als Schmierstoff bezeichnet wird. Aufgrund der Topographie 
der beiden Körper berühren sich diese jedoch nicht flächig, sondern lediglich an den 
Rauheitsspitzen. Infolgedessen ist die tatsächliche Kontaktfläche mikroskopisch deut-
lich kleiner als die makroskopische (Czichos & Habig 2020). Unter Einsatz eines 
Schmierstoffes können in Abhängigkeit der Gleitgeschwindigkeit mehrere Reibungszu-
stände in Abhängigkeit der Höhe des sich ausbildenden Schmierfilms definiert werden. 
Die daraus resultierende Stribeck-Kurve erfolgt unter Auftragung der Reibungszahl µ, 
als Verhältnis der Reibungskraft FR zur orthogonalen Normalkraft FN über den Schmier-
filmhöhenparameter λ, der den Quotienten der Schmierfilmhöhe h zur kombinierten 
Oberflächenrauheit σR der beiden Reinkörper beschreibt (Stribeck 1903): 
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Die Stribeck-Kurve weist vier Bereiche in Abhängigkeit des Schmierfilmhöhenparame-
ter auf: Festkörperreibung (λ = 0), Grenzreibung (λ < 1), Mischreibung (1 < λ < 3) und 
Fluidreibung (λ > 3) (Czichos & Habig 2020). Der Verlauf der Reibungszahl über diese 
Bereiche ist in Abbildung 2-1 für den Schmierfilmhöhenparameter aufgetragen. Bei der 
Festkörperreibung kommt es zum unmittelbaren Kontakt der beiden Festkörper, ohne 
dass sich ein Zwischenstoff zwischen diesen befindet. Sind die Reibpartner jedoch von 
einem molekularen Grenzschichtfilm bedeckt, handelt es sich um die Grenzreibung. 
Werden beide Festkörper komplett durch einen tragenden Fluidfilm voneinander ge-
trennt, so wird dies als Fluidreibung bezeichnet. Tritt sowohl eine Festkörper- als auch 
Fluidreibung auf, ist dies als Mischreibung einzuordnen. 

 
Abbildung 2-1: Reibungs- und Schmierungszustände der Stribeck-Kurve  

nach (Marian 2021; Habig & Knoll 2020) 
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2.4.1 Textur  

Oberflächentexturen sind Abweichungen von einer vollkommen ebenen Fläche, folglich 
weist jede reale Oberfläche auf mindestens einer Skala eine Textur auf. Die Textur wird 
dabei durch Größe, Form, Dichte, Anordnung und Proportion der Elemente beschrie-
ben. Texturen können dabei sowohl strukturiert als auch stochastisch sein. Nach (Cross 
& Jain 1983) sind strukturierte Texturen als organisierte Flächenphänomene zu be-
trachten, die in Primitive unterteilt werden können, die spezifische räumliche Verteilun-
gen aufweisen. Die stochastischen Texturen werden von (Hassner & Sklansky 1980) 
als ein stochastisches, möglicherweise periodisches, zweidimensionales Bildfeld defi-
niert. 

2.4.2 Tribologische Mechanismen 

Ein positiver Effekt von texturierten Oberflächen auf die tribologischen Eigenschaften 
wurde bereits 1966 von (Hamilton & Walowit et al. 1966) nachgewiesen. In dessen Ar-
beit wurden photolithografisch Texturen in Oberflächen geätzt, wodurch eine verbes-
serte Tragfähigkeit im hydrodynamischen Kontakt erreicht werden konnte. Die Wir-
kungsmechanismen einer Texturierung der Oberfläche, können in drei Kategorien klas-
sifiziert werden. Dies sind die hydrodynamische Wirkung, die Schmierstoffspeicherung 
und die Aufnahme von Debris Partikeln (Wu & Bao et al. 2021). 

Hydrodynamische Wirkung 

Hierbei wirkt eine Erhöhung auf der Oberfläche im geschmierten Kontakt als hydrody-
namisches Lager, was zu einer asymmetrischen Druckverteilung führt. Vor der Erhö-
hung kommt es zu einem Druckanstieg, der anschließend wieder abfällt, wobei sich die 
Kräfte anfänglich aufheben. Wird die Relativgeschwindigkeit jedoch so weit erhöht, 
dass es zu Kavitation kommt, kann der Druck nicht unter den Dampfdruck des Flüssig-
keitsfilms sinken und es kommt zu einer erhöhten Tragkraft des Fluidfilms (Ramesh & 
Akram et al. 2013; Hamilton & Walowit et al. 1966). Der erhöhte hydrostatische Druck 
bewirkt eine Verschiebung des Ausklinkpunktes, an dem die Mischreibung in Fluidrei-
bung übergeht zu niedrigeren Gleitgeschwindigkeiten bzw. zu höheren Lasten. Dieser 
kann als Kriterium für die Bewertung herangezogen werden (Zhang & Hua et al. 2017). 

Schmierstoffspeicherung 

Konkave Texturen können Schmierstoffe speichern und diese im tribologischen Kontakt 
freigeben, wodurch Reibung und Verschleiß reduziert werden können (Kovalchenko & 
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Ajayi et al. 2011). Durch Hochgeschwindigkeitsaufnahmen und Simulationen konnten 
(Wang & Zhao et al. 2023) zeigen, dass gespeichertes Öl im tribologischen Kontakt aus 
den Schmiertaschen austritt und anschließend wieder in diese hineingezogen wird. Die 
Simulationen zeigen, dass dies durch die elastische Verformung der Schmiertaschen 
unterstützt wird. 

Aufnahme von Debris 

Im tribologischen Kontakt entstehen Abriebpartikel, die als "Debris" bezeichnet werden. 
Diese fördern den Verschleiß und erhöhen die Reibung durch erhöhte Reibspannun-
gen. Vertiefungen in der Oberfläche können diese Partikel aufnehmen und sogar ab-
führen. Dieser Mechanismus ist sowohl im geschmierten als auch im ungeschmierten 
Kontakt wirksam (Pettersson & Jacobson 2003). 

2.4.3 Geometriemerkmale 

Die dreidimensionale Gestalt einer Textur kann durch ihre Grundform, das Bodenprofil, 
die Größe und die Tiefe sowie bei unsymmetrischen Texturen, deren Orientierung, be-
schrieben werden (Gropper & Wang et al. 2016). Weiter können ein Texturaspektver-
hältnis sowie eine globale Texturdichte angegeben werden. Die Bodengeometrie der 
Texturen ist dabei von entscheidender Bedeutung für den hydrodynamischen Schmier-
film. Es konnte in einer simulativen Studie von (Nanbu & Ren et al. 2008) unterschied-
licher Bodengeometrien gezeigt werden, dass konvergente Formen einen höheren 
Druck aufbauen als divergierende Formen. Diese Erkenntnis wurde durch die Untersu-
chung mehrerer konvergenter Geometrien sowie flacher Bodenformen gewonnen. Die 
Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dass sowohl konvergente Profile als auch flache Bo-
denprofile die Dicke des Schmierfilms erhöhen. Im Fall der flachen Bodengeometrie ist 
dies auf einen Stufeneffekt zurückzuführen, bei dem sich ein Staudruck aufbaut. Eine 
Texturierung der Oberfläche mit geeigneten anisotropen Dimples kann ebenfalls zu ei-
ner Anisotropie des Reibungskoeffizienten führen. (Lu & Wood et al. 2017) haben drei-
eckige Dimples, im geschmierten Kontakt bei unterschiedlichen Gleitrichtungen unter-
sucht. Dies resultiert in dynamischen Änderungen der Kontaktlänge, die wiederum in 
unterschiedlichen Reibungskoeffizienten resultieren. Dabei treten Unterschiede von 
8 % bis 9 % des Reibungskoeffizienten in Abhängigkeit der Richtung auf. Weisen die 
Dimples zudem in ihrer Tiefe ein konvergierendes Profil auf, wird dieser Effekt noch-
mals verstärkt (Lu & Wood et al. 2018). Texturen können aber nicht nur den Reibungs-
koeffizienten verringern. Durch eine gezielte Aufrauhung der Oberfläche, durch die 
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Überlappung von Schmelzkratern bei der Nanosekundenlaserbearbeitung konnten 
(Dunn & Carstensen et al. 2014) den Gleitreibungskoeffizienten von µG = 0,22 der un-
texturierten Probe auf über µG = 0,83 erhöhen. Darüber hinaus ist es möglich, nicht nur 
den Gleitreibungskoeffizienten, sondern auch den Haftreibungskoeffizienten durch Tex-
turen zu beeinflussen. So konnte der Abfall der Haftreibung zur Gleitreibung hin von 
Nocken auf Wellen durch eine Texturierung der Innenflächen deutlich gesenkt werden 
(Flores & Wiens 2016). 

2.4.4 Prozesse für die Texturierung 

Die Generierung von Texturen kann durch unterschiedliche Methoden erfolgen, diese 
können additive, subtraktive oder materialumlagernde Verfahren sein. Darüber hinaus 
kann eine Texturierung auch durch Selbsttexturierung eines Werkstoffes erfolgen 
(Costa & Im Hutchings 2015). Im Folgenden soll der Fokus auf die Materialumlagerung 
und Subtraktion gelegt werden. Die subtraktiven Methoden können in mechanische, 
wie beispielsweise die vibrationsunterstützte Zerspanung, thermische Hochtemperatur-
prozesse mit dem Laser und chemische Ätzung unterteilt werden. Bei den materialum-
lagernden Prozessen ist die mechanische Oberflächenbehandlung eine Möglichkeit un-
ter Volumenkonstanz die Oberfläche zu texturieren. 

2.4.4.1 Texturierung mittels mechanischer Oberflächenbehandlung 

Bei der mechanischen Oberflächenbehandlung kommt es zwangsläufig durch die plas-
tische Verformung zu einer Veränderung der Topographie, die von einer Einglättung 
der Oberfläche durch das Entfernen von Rauheitsspitzen bis hin zu einer gezielten Er-
höhung der Rauheit oder einer Texturierung der Oberfläche reichen kann. Bei der Ober-
flächenbearbeitung mit dem maschinellen Oberflächenhämmern wurde von (Lechner & 
Friedrich et al. 2012) eine Methode für die gezielte Texturierung vorgestellt. Hierzu wer-
den geometrisch angepasste Werkzeuge verwendet, die als Stempel für die Texturie-
rung fungieren. Die große Bandbreite der Prozessparameter ermöglicht die Erzeugung 
einer Vielzahl von Texturen, was die Texturdichte und Tiefe angeht. In weiteren Unter-
suchungen wurde durch die Texturierung der Oberfläche mit Riblet-Strukturen mittels 
eines speziell geformten Hammerkopfs eine Reduktion der hydraulischen Reibung um 
3–6 % erreicht (Gössinger & Bauer et al. 2015). Es besteht zudem die Möglichkeit, 
Texturen für die Speicherung von Fluiden durch das maschinelle Oberflächenhämmern 
zu erzeugen, wobei zeitgleich die Einglättung der Oberflächen und eine 
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Mikrotexturierung erfolgen kann. (Steitz & Stein et al. 2015) haben 40 µm große 
Schmierstofftaschen bis zu einem Anteil von 20 % der Oberfläche auf Tiefziehwerk-
zeuge aufgebracht. In Versuchsreihen von (Steitz & Klasen et al. 2015) wurde die Ver-
schleißbeständigkeit der Schmiertaschen untersucht. Die Ergebnisse zeigen, dass 
diese eine hohe Verschleißbeständigkeit aufweisen und in der Lage sind, Debris auf-
zunehmen, was zu einer Reduktion des Verschleißes beiträgt. Es konnte festgestellt 
werden, dass die Anordnung der Schmiertaschen nicht in linearer Richtung erfolgen 
sollte, sondern so, dass eine Versorgung mit Schmierstoff über die gesamte Kontakt-
länge gewährleistet ist. Im Rahmen der folienfreien Umformung von Edelstahlblechen 
wurde von (Klocke & Trauth et al. 2014) eine Reduktion der wahren Kontaktfläche auf 
lediglich 6 % sowie eine signifikante Verringerung um 58 % des Reibungskoeffizienten 
der Columb-Reibung (µ = 0,0229) durch eine Texturierung mittels maschinellen Ober-
flächenhämmern erzielt. Die Untersuchung erfolgte sowohl durch Simulation als auch 
experimentell. Texturen können jedoch nicht nur durch Stempelwerkzeuge mit spezia-
lisierter Geometrie erzeugt werden, sondern auch durch die gezielte Lenkung des Ma-
terialflusses. Dies ermöglicht mithilfe des Materialaufwurfs die Generierung regelmäßi-
ger Texturen. (Oechsner & Wied et al. 2014) untersuchten mithilfe analytischer geo-
metrischer Simulationen sowie FEM-Simulation und experimentellen Methoden, wie 
sich die Bearbeitung mit dem Oberflächenhämmern unter unterschiedlichen Winkeln 
des Vorschubs auf gefräste Oberflächen auswirkt. In der geometrischen Simulation er-
folgte dies durch eine Überlagerung von Sinuswellen, die die Topographie abstrahier-
ten. 

2.4.4.2 Texturierung mittels vibrationsunterstützter Zerspanung 

Die Texturierung der Oberflächen kann auch durch vibrationsunterstützte Zerspanung 
erfolgen, wobei sich die periodisch veränderliche Spanungsdicke direkt in der Topogra-
phie des Bauteils widerspiegelt. Dabei wird die Werkzeuggeometrie in Form der Werk-
zeugtrajektorie auf der Oberfläche abgebildet, was die Generierung komplexer dreidi-
mensionaler Muster ermöglicht. (Greco & Raphaelson et al. 2009) führten für diese Me-
thode den Begriff "Vibromechanical Texturing" (VMT) ein. Als Vorteil dieser Methode 
werden unter anderem die leichte Anpassbarkeit und relativ geringe Kosten für das 
Equipment aufgeführt. Im Rahmen der Versuche wurde eine konventionelle CNC-Dreh-
maschine mit einem einachsigen piezoelektrischen System nachgerüstet. Die Versu-
che umfassten zuerst das Plandrehen der Oberfläche mit dem Werkzeug und 
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anschließend in einem zweiten Schnitt das Erzeugen der Dimples. Von (Lu & Zhu et al. 
2021) wurde ein Modell für die Vorhersage der Texturierung beim ultraschallunterstütz-
ten Fräsen mit einer Frequenz von 19,8 kHz und einer Amplitude von 10 µm entwickelt. 
Die resultierenden Texturen weisen eine Tiefe von etwa 20 µm auf. Es konnten Ober-
flächenstrukturen wie Rippen-, Fischschuppen- und Interferenzstrukturen auf den 
schwerzerspanbaren Werkstoff Ti6Al4V aufgebracht werden. Jedoch können auch grö-
ßerskalige Texturen beim Drehen durch ein einachsiges Werkzeug bei einer geringeren 
Frequenz von 120 Hz und einer Amplitude von bis zu 26 µm eingebracht werden 
(Kurniawan & Ko 2013). Durch die Integration eines nicht resonanten piezoelektrischen 
Werkzeugs in den konventionellen Drehprozess von Aluminium Al6061-T6 und den 
Vergütungsstahl C45 konnten Dimples in die vorgedrehte Oberfläche eingebracht wer-
den, die eine Tiefe von 13 µm bis 20 µm bzw. 4 µm bis 13,5 µm aufwiesen, bei einer 
Länge bis 600 µm und 400 µm Breite. Eine bessere Übereinstimmung bei einem Fehler 
von 10 % wurde für den duktileren Aluminiumwerkstoff mit der analytischen Berech-
nung erzielt. In den zuvor aufgeführten Studien wurde die Topographie maßgeblich 
durch die Schnittbewegung des Werkzeugs geformt. (Liu & Wu et al. 2019) betrachten 
den Zustand, wenn es zu einem Kontakt zwischen der Oberfläche und einem Werk-
zeugbereich kommt, der ohne Vibrationsunterstützung nicht auftreten würde. Es wurde 
dargelegt, dass es nicht zu einer sinusförmigen Textur kommt, sondern dass der Kon-
takt zu einem abgeflachten Profil führt. Dieser Prozess findet jedoch weiterhin mit einer 
Gleitgeschwindigkeit statt, die der Schnittgeschwindigkeit entspricht. Infolge der Kolli-
sion mit der Freifläche weisen die elliptischen Dimples eine unsymmetrische Struktur 
auf. Die Simulation der Topographie zeigt, dass das theoretische Modell zur Vorher-
sage der Texturierungsmerkmale geeignet ist, jedoch zur genaueren Bestimmung der 
absoluten Maße die Materialverformung berücksichtigt werden muss. 

2.4.4.3 Prozesskombinationen für die Texturierung 

Eine Methodik zur Texturierung von Oberflächen mit dem Zerspanungswerkzeug durch 
eine plastische Verformung der Randschicht wurde von (Segebade & Kümmel et al. 
2018) gezeigt. Bei der Komplementärtexturierung wird derselbe Mechanismus wie bei 
der Prozesskombination Komplementärzerspanung angewandt. Hierbei werden gra-
benförmige Texturen erzeugt, die einen Materialaufwurf am Rand aufweisen. In Versu-
chen mit einem Stift-auf-Scheibe Tribometer konnte gezeigt werden, dass die durch 
plastische Deformation erzeugten Texturen einen geringeren Verschleiß und einen 
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niedrigeren Reibungskoeffizienten bewirken, als die durch Zerspanung erzeugten Tex-
turen. Als eine Erklärung wurde genannt, dass die radial verlaufenden Gräben Debris 
aus dem System befördern und so die abrasive Wirkung im tribologischen Kontakt sen-
ken (Segebade 2021). Ein weiterer Ansatz zur Kombination von Zerspanung und plas-
tischer Deformation zur Ausbildung einer Texturierung wurde durch (Denkena & Grove 
et al. 2017) untersucht. Bei der Strategie erfolgt zunächst das Hartfräsen mit einem 
Torusfräser, welches eine Textur aufbringt und anschließendem Glattwalzen, was die 
Oberfläche verfestigt und nochmals umformt. Hierbei soll eine Plateauoberfläche durch 
das Einglätten der Rauheitsspitzen erfolgen, sodass im tribologischen Kontakt hier die 
Spannungen reduziert werden. Gleichzeitig bleiben die Täler der Rauheit als Dimple für 
eine Schmierstoffspeicherung erhalten. 

2.4.5 Einfluss von Texturen auf die Tribologie 

Die Mikrotexturierung durch vibrationsunterstützte Zerspanung hat nicht nur Einfluss 
auf die Gestalt der Topographie, sondern naturgemäß auch auf die tribologischen Ei-
genschaften dieser Oberflächen. Mit dem von (Kurniawan & Ko 2013) zuvor vorgestell-
ten System wurden Ringe texturiert, die auf einem Stift-auf-Ring Tribometer im ge-
schmierten Kontakt untersucht wurden. Die experimentellen Ergebnisse zeigen eine 
Reduktion des Reibungskoeffizienten um 20–40 % durch die texturierten Oberflächen 
(Kurniawan & Ko 2015). Dabei wurde eine Tiefe der Dimple von 8 µm und eine Länge 
zwischen 60 µm bis 200 µm als optimal identifiziert, zudem sollten diese keine kreisför-
mige Gestalt aufweisen. In einer ähnlichen Untersuchung wurde ebenfalls eine signifi-
kante Reduktion des Reibungskoeffizienten durch die Bearbeitung der Kupferlegierung 
CuZn37 von (Liu & Zhang et al. 2021) mit einem einachsigen Ultraschallsystem beo-
bachtet. Es konnte bestätigt werden, dass der Reibungskoeffizient um bis zu 33,1 % 
reduziert werden kann. Als Ursache für die Verbesserung wird die Ölspeicherung an-
genommen und die Aufnahme von Debris. Die Dichte der Textur spielt dabei eine we-
sentliche Rolle, wobei eine höhere Dichte zu bevorzugen ist. Eine Texturierung von 
100Cr6 mittels Laser durch Umschmelzen der Oberfläche zu einer schuppenartigen 
Morphologie wurde von (Schneider & Djamiykov et al. 2018) durchgeführt. Dies resul-
tierte in einer Reduktion des Reibungskoeffizienten im trockenen Kontakt mit einem 
Gegenkörper desselben Werkstoffs um 50 %. Im geschmierten Gleitkontakt bei gerin-
ger Gleitgeschwindigkeit < 70 mm/s wurde ein größerer Reibungskoeffizient festge-
stellt, der sich bei höherer Gleitgeschwindigkeit jedoch um 80 % reduziert. 
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2.4.6 Einfluss von Texturen auf die Schwingfestigkeit 

Es existiert eine Vielzahl von Untersuchungen, die sich damit befassen, wie sich die 
Rauheit der Topographie auf die Schwingfestigkeit eines Werkstoffs bzw. Bauteils aus-
wirkt. Dies wurde sowohl experimentell (Novovic & Dewes et al. 2004) als auch analy-
tisch (Maiya 1975; Suraratchai & Limido et al. 2008) untersucht. Zudem gibt es zahlrei-
che Untersuchungen, die sich mit dem Einfluss einer Textur auf die Oberflächenzerrüt-
tung im tribologischen Kontakt befassen, weil diese Texturen häufig in Wälzlagern zur 
Ölspeicherung und zur Verbesserung der hydrodynamischen Lager verwendet werden. 
Dabei konnte gezeigt werden, dass lasertexturierte Oberflächen Debris, die bei der 
Oberflächenzerrüttung entsteht und den Verschleiß verstärkt durch die Textur aufge-
nommen werden kann (Volchok & Halperin et al. 2002). Dem gegenüber ist die Unter-
suchung des Einflusses der Textur auf die Schwingfestigkeit bis dato nur in geringem 
Umfang erfolgt. Der Einfluss der Texturierung auf die Schwingfestigkeit wurde durch 
(Chen & Zhao et al. 2022) untersucht. Hierzu wurden linienförmige Texturen mit unter-
schiedlichen Orientierungen von 0° bis 90° auf Schwingproben aus ZK61M Magnesium 
mit einem Torusfräser in die Oberfläche eingebracht. Die Untersuchung konnte eine 
deutlich höhere Lebensdauer von 14,5 × 104 Zyklen bei einer Textur parallel zur Last-
richtung zeigen, was im Vergleich zu einer Orientierung von 45°, die lediglich 3,2 × 104 
Zyklen Lebensdauer aufwies, einen signifikanten Unterschied darstellt. Die Ergebnisse 
der 45° Orientierung zeigen eine erhebliche Reduktion der Lebensdauer von 64 % im 
Vergleich zu den polierten Proben. Ein Einfluss des Eigenspannungszustandes konnte 
hierbei ausgeschlossen werden. Die Messung der Eigenspannungen in Quer- und 
Längsrichtung zur Probenorientierung ergab Werte, die unabhängig von der Bearbei-
tungsrichtung zwischen -27,1 und -32,6 MPa lagen. Aufgrund des geringen Werts kann 
der Eigenspannungszustand bei der Betrachtung der Schwingfestigkeit vernachlässigt 
werden. Die analytische Modellierung des Problems erfolgte durch die Erweiterung des 
Spannungskonzentrationsfaktors Kt nach (Peterson & Plunkett 1975) mit einem Term, 
welcher neben der Kerbhöhe t und dem Kerbgrundradius p, auch den Texturwinkel θ 
berücksichtigt. Dabei entspricht θ dem Winkel zwischen Textur und Belastungsrichtung. 
Im Falle einer parallelen Beanspruchung der Textur ergibt sich ein Korrekturfaktor von 
1, während bei einer senkrechten Belastung ein Faktor von 2 resultiert. Des Weiteren 
wurde festgestellt, dass bei einer Orientierung der Textur von 45° Scherung der domi-
nierende Schädigungsfaktor ist, infolgedessen die Lastspielzahlen deutlich abnehmen 
(Chen & Zhao et al. 2022). 
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𝐾𝜃 = 𝐾𝑡 ∗ (1 + sin 2θ) = (1 + √
𝑡

𝑝
) ∗ (1 + sin 2θ) 

2-5 

𝐾𝑡 = 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔𝑠𝑘𝑜𝑛𝑧𝑒𝑛𝑡𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛𝑠𝑓𝑎𝑘𝑡𝑜𝑟 𝑛𝑎𝑐ℎ (𝑃𝑒𝑡𝑒𝑟𝑠𝑜𝑛 & 𝑃𝑙𝑢𝑛𝑘𝑒𝑡𝑡 1975)  
𝐾𝜃 = 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔𝑠𝑘𝑜𝑛𝑧𝑒𝑛𝑡𝑟𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛𝑠𝑓𝑎𝑘𝑡𝑜𝑟 𝑛𝑎𝑐ℎ (𝐶ℎ𝑒𝑛 & 𝑍ℎ𝑎𝑜 𝑒𝑡 𝑎𝑙. 2022)  
𝜃 = 𝑇𝑒𝑥𝑡𝑢𝑟𝑤𝑖𝑛𝑘𝑒𝑙 
𝑡 = 𝐾𝑒𝑟𝑏ℎöℎ𝑒 
𝑝 = 𝐾𝑒𝑟𝑏𝑔𝑟𝑢𝑛𝑑𝑟𝑎𝑑𝑖𝑢𝑠 

 

Der Einfluss von Oberflächentexturen auf die Lebensdauer, die durch eine Laserober-
flächentexturierung auf den Chrom-Nickel-Stahl X2CrNiN18-7 (AISI 301LN) aufge-
bracht wurden, wurde von (Rezayat & Valencia-Cadena et al. 2025) untersucht. Dazu 
wurde eine rasterförmige Textur aus Linien mit 100 µm Abstand aufgebracht. Die Er-
gebnisse zeigen eine signifikante Reduktion der Schwingfestigkeit im Vergleich zu den 
Ausgangszuständen. Obwohl die Laserbearbeitung eine Kornfeinung hervorruft und es 
zu einem deutlichen Anstieg der Druckeigenspannungen kommt, resultiert eine Ab-
nahme der Schwingfestigkeit um 15 %. Die Rissbildung trat dabei in den Tälern der 
Lasertextur auf, was die hohe Relevanz sehr guter Oberflächenqualitäten in diesem 
gefährdeten Bereich verdeutlicht. Eine ähnliche negative Beeinflussung durch die La-
sertexturierung konnte bei der Prozesskette aus Texturieren und Beschichten des Kalt-
arbeitsstahls K890 mit einer PVD-TiAlN-Beschichtung durch (Sedlaček & Guštin et al. 
2020) beobachtet werden. Gegenstand der Untersuchung war die Reihenfolge der bei-
den Prozessschritte. Die Texturierung erfolgte mit runden Dimplen mit einem Durch-
messer von 65 µm und einer Tiefe von 11 µm, wobei die Oberfläche bei dieser Unter-
suchung lediglich mit einem Dimple versehen wurde, um den Ort des Anrisses exakt 
bestimmen zu können. Deutlich wird, dass die Reihenfolge der Prozesse einen signifi-
kanten Einfluss auf die Lebensdauer hat. Es konnte eine Zunahme der Dauerfestigkeit 
beobachtet werden, wenn zunächst eine Lasertexturierung und anschließend eine 
PVD-Beschichtung durchgeführt wurde. 

  

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Stress%23_CTVL0019347539bba5642fa91caf0acc8de371b
file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Effect%23_CTVL0014a53fbe295ac4dcb9dace4966d7f5995
https://pauly-stahlhandel.com/de/din-en/x2crnin18-7
file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Assessing%23_CTVL0019db362dc11da4056abc0048984c5e21b
file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Influence%23_CTVL001ed7f0548924e4d1c936830a6a9410cbc
file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Influence%23_CTVL001ed7f0548924e4d1c936830a6a9410cbc
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2.5 Fazit aus dem Stand der Forschung und Technik 
Der Stand der Forschung und Technik macht deutlich, dass die Oberflächentexturie-
rung durch vielfältige Verfahren sowohl subtraktiv als auch durch Umformung der Rand-
schicht erzielt werden kann. Insbesondere stellen die umformenden Verfahren eine 
Form der mechanischen Oberflächenbehandlung dar. Darüber hinaus ermöglicht der 
Einsatz von Prozesskombinationen eine zeitgleiche Zerspanung und mechanische 
Oberflächenbehandlung. 

Fazit 1: Mechanische Oberflächenbehandlung 

Randschichtzustände, die direkt das Bauteilverhalten beeinflussen, können durch eine 
mechanische Oberflächenbehandlung eingestellt werden. Dies kann die 
Randschichthärte und den Verschleißwiderstand, sowie die Schwingfestigkeit von 
Bauteilen erhöhen. Voraussetzung hierfür ist eine plastische Deformation der 
Randschicht, die mit spezialisierten Werkzeugen oder auch mit Kombinations-
werkzeugen, die eine gleichzeitige Zerspanung und mechanische Oberflächen-
behandlung erlauben, in einer Prozesskombination durchgeführt werden. Stand der 
Technik ist dennoch eine mechanische Oberflächenbehandlung nach der Zerspanung, 
da die Prozesskombinationen Einschränkungen in der Flexibilität hinsichtlich der 
Prozessstellgrößen aufweisen. Die Prozesskombinationen, bei denen die mechanische 
Oberflächenbehandlung mit dem Zerspanungswerkzeug und nicht mit einem 
zusätzlichen Werkzeug erfolgen, führen zu einer starken Scherung der Randschicht 
durch die hohe Gleitgeschwindigkeit. Bei ungeführten oder abwälzenden Werkzeugen 
tritt diese Scherung nur in geringerem Maße auf. Die starke Scherung und Verzerrung 
der Randschicht kann zu einer ungenügenden Topographie sowie zu 
Druckeigenspannungsmaxima von geringer Tiefe führen. Für eine zielgerichtete 
mechanische Oberflächenbehandlung mit dem Zerspanungswerkzeug ist folglich eine 
Reduktion der Gleitgeschwindigkeit zwischen Werkzeug und Werkstück während der 
plastischen Deformation der Randschicht erforderlich. 

Fazit 2: Auswirkungen von Oberflächentexturen 

Durch eine Texturierung der Oberfläche kann das tribologische Verhalten von Bauteilen 
beeinflusst und folglich der Reibungskoeffizient gesteigert oder reduziert werden. Zu-
dem kann das Verschleißverhalten durch die Textur deutlich verändert werden. Aller-
dings kann die Texturierung der Oberfläche sich auch nachteilig auf die 
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Schwingfestigkeit der Bauteile auswirken, da diese potenziell einen Ausgangspunkt für 
einen Initialriss darstellen kann. Durch die Einbringung von Druckeigenspannungen 
kann die kritische Spannung an der Bauteiloberfläche und dem Kerbgrund reduziert 
werden, was zu einer Steigerung der Schwingfestigkeit führt. Dies ermöglicht den Ein-
satz dieser tribologisch optimierten Bauteile auch unter Belastung durch zyklische me-
chanische Zugbeanspruchung, wie sie beispielsweise an rotierenden Wellen auftritt. 
Insbesondere die konventionellen Verfahren für eine subtraktive Oberflächentexturie-
rung verfolgen nicht den Ansatz, hohe Druckeigenspannungen in die Randschicht ein-
zubringen. Für die effiziente Fertigung von Bauteilen, die sowohl tribologisch als auch 
mechanisch hoch belastet werden, bedarf es Fertigungsverfahren, die eine mechani-
sche Oberflächenbehandlung und Texturierung der Oberfläche ermöglichen. 

Fazit 3: Herstellung von Texturen durch vibrationsunterstützte Zerspanung und 
mechanische Oberflächenbehandlung 

Die Texturierung der Oberfläche kann sowohl durch Materialumlagerung bei der me-
chanischen Oberflächenbehandlung als auch subtraktiv durch die vibrationsunter-
stützte Zerspanung erfolgen. Die Verfahren, die eine Texturierung der Oberfläche durch 
Subtraktion von Material vornehmen, können dabei keine hohen Druckeigenspannun-
gen einbringen, weisen jedoch eine hohe Flexibilität bezüglich der Geometrie auf. Ver-
fahren, die eine Texturierung durch plastische Deformation bewirken, sind auf die Werk-
zeuggeometrie beschränkt und ermöglichen keine makroskopischen Veränderungen 
der Bauteilgeometrie durch einen Materialabtrag. Diese beiden Verfahren können dem-
nach lediglich als ein nachgeschalteter Prozessschritt zur Texturierung nach der Mak-
rogeometrie-Bearbeitung durch die Zerspanung und einer potenziellen mechanischen 
Oberflächenbehandlung im Falle der subtraktiven Verfahren betrachtet werden. Im Hin-
blick auf eine Verkürzung der Prozesskette können Verfahren, die eine Zerspanung mit 
einer mechanischen Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung verbinden, eine al-
ternative Prozesskette zur konventionellen darstellen. 
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise 
Auf Grundlage der im Stand der Forschung und Technik gezogenen Fazits 1 bis 3, 
wurde die Zielsetzung dieser Arbeit abgeleitet sowie die Vorgehensweise zur Umset-
zung entwickelt. 

3.1 Zielsetzung 
Die Herstellung von metallischen Bauteilen, die für mechanisch hochbelastete Anwen-
dungen ausgelegt sind, erfordert in der Regel eine Verkettung verschiedener Prozess-
schritte. Dabei hat jeder Prozessschritt die Funktion, eine spezifische Bauteileigen-
schaft einzustellen. Häufig umfassen diese Schritte die Zerspanung, um die ge-
wünschte makroskopische Geometrie subtraktiv zu erzeugen, gefolgt von einer mecha-
nischen Oberflächenbehandlung, um spezifische Bauteileigenschaften, wie beispiels-
weise eine definierte Schwingfestigkeit sicherzustellen. Sind tribologische Beanspru-
chungen zu erwarten, kann zusätzlich eine Texturierung der Oberfläche erfolgen, um 
der Beanspruchung gerecht zu werden. 

Die mechanische Oberflächenbehandlung erfolgt durch plastische Deformation der 
Randschicht und ermöglicht die Optimierung von Bauteilzuständen wie Topographie, 
Verfestigung, Gefüge und Eigenspannungszustand. Der Prozess wird konventionell mit 
spezialisierten Werkzeugen durchgeführt, wobei aktuelle Entwicklungen von Prozess-
kombinationen darauf abzielen, diese mit dem Zerspanungswerkzeug durchzuführen. 
Neben der Steigerung der Schwingfestigkeit ermöglicht dieser Prozess auch die Opti-
mierung des tribologischen Verhaltens über die Topographieanpassung und Erhöhung 
der Randschichthärte. Für eine effektive Einbringung von tiefen und betragsmäßig gro-
ßen Druckeigenspannungen sowie eine Verbesserung der Topografie ist eine Reduk-
tion der Gleitgeschwindigkeit zwischen Werkzeug und Werkstück jedoch erforderlich. 
(Fazit 1: Mechanische Oberflächenbehandlung) 

Die Mikrotexturierung von Bauteiloberflächen kann zur Erhöhung des Verschleißwider-
standes führen und eine Einstellung des Reibungskoeffizienten ermöglichen. Mikrotex-
turen mit asymmetrischer Geometrie können ein anisotropes tribologisches Verhalten 
hervorrufen. Infolge der Veränderung der Topographie durch die Texturierung können 
in deren Tälern Spannungsüberhöhungen auftreten, die die Schwingfestigkeit nachtei-
lig beeinflussen. Dabei nimmt die Orientierung der Mikrotextur zur Spannungsrichtung 
einen Einfluss auf die Schwingfestigkeit. Bauteile, die sowohl mechanisch als auch 
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tribologisch beansprucht werden, erfordern daher eine Prozesskette, die sowohl die 
Texturierung als auch die mechanische Oberflächenbehandlung umfasst. (Fazit 2: Aus-
wirkungen von Oberflächentexturen) 

Die vibrationsunterstützte Zerspanung stellt eine Sonderform der geometrisch be-
stimmten Zerspanung dar, bei der das Werkzeug eine überlagerte Bewegungskompo-
nente aufweist. Durch die zusätzlichen Freiheitsgrade in der Kinematik wird eine ge-
zielte Mikrotexturierung während der Zerspanung ermöglicht. Allerdings ist die einge-
brachte plastische Deformation der Randschicht aufgrund der bestehenden spanab-
nehmenden Charakteristik geringfügig. Für die Einbringung von Druckeigenspannun-
gen in Kombination mit einer Texturierung muss die vibrationsunterstützte Zerspanung 
dahingehend erweitert werden, dass eine tiefreichende plastische Verformung der 
Randschicht erfolgt. (Fazit 3: Herstellung von Texturen durch vibrationsunterstützte 
Zerspanung und mechanische Oberflächenbehandlung) 

Die Zielstellung der vorliegenden Arbeit besteht in der Entwicklung einer Prozesskom-
bination und eines Werkzeugsystems, das eine mechanische Oberflächenbehandlung 
und Mikrotexturierung der Oberfläche hauptzeitparallel mithilfe der vibrationsunterstütz-
ten Zerspanung in einem Drehprozess ermöglicht. Die entwickelte Prozesskombination 
wird als "Hämmerndes Drehen" bezeichnet und ist durch eine synchronisierte Werk-
zeugbewegung gekennzeichnet, die eine kinematische Zwangsbedingung von Schwin-
gungsform, Frequenz, Amplitude und Schnittgeschwindigkeit erfüllt, die zu einer perio-
dischen Unterbrechung der Zerspanung führt. In dieser Unterbrechung erfolgt der 
hauptzeitparallele sekundäre Prozess der mechanischen Oberflächenbehandlung und 
Oberflächentexturierung. Um dies zu erreichen, wird mithilfe experimenteller Untersu-
chungen, gestützt durch FEM-Simulationen und Geometrieberechnungen, ein vertief-
tes Prozessverständnis über den Einfluss der Prozessstellgrößen gewonnen. Mit die-
sen Erkenntnissen erfolgt eine prozesssichere und effiziente Erzeugung hochverfestig-
ter Mikrotexturen und die Einstellung der Randschichtzustände, die eine Anpassung 
des tribologischen Verhaltens zulassen. Abschließend erfolgt die Charakterisierung 
dieser mikrotexturierten Oberflächen hinsichtlich des tribologischen Verhaltens und der 
Randschichteigenschaften. 
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3.2 Vorgehensweise 
Zunächst wird für das Hämmernde Drehen ein Werkzeugsystem entwickelt, welches 
die hochdynamische Kinematik der Prozesskombination realisieren kann. Für die Aus-
legung werden Analogieversuche durchgeführt, in denen die Anforderungen an Pro-
zesskräfte und Dynamik des Systems ermittelt werden. Zusammen mit Simulationen 
bilden diese die Grundlage für die Konzeption des Werkzeugsystems. Im Anschluss 
erfolgt eine praktische Erprobung der erreichbaren Dynamik und Steifigkeit des Sys-
tems durch die Integration eines kapazitiven Wegmesssystems. Mit dem Einsatz von 
Simulationen erfolgt der Aufbau eines Prozessverständnisses hinsichtlich der Wechsel-
wirkung zwischen plastischer Mikrotexturierung und mechanischer Oberflächenbe-
handlung. Dies umfasst geometrische Simulationen mit der Werkzeugmikrogeometrie, 
welche die Berechnung idealer Topographien und der Höhenparameter ermöglicht. Die 
Ausweitung auf höherwertige Simulationen mithilfe der zweidimensionalen Finite-Ele-
mente-Methode erlaubt die Abschätzung resultierender Randschichtzustände und Ma-
terialflüsse im Prozess. Die Ergebnisse dienen der Identifikation geeigneter Prozess-
stellgrößen für die mechanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung. Mit 
diesen erfolgt die Einstellung der Randschichtzustände für eine Anpassung des tribo-
logischen Verhaltens und dessen Charakterisierung. Zu diesem Zweck werden Prüf-
körper aus 42CrMo4 für unterschiedliche Tribometer gefertigt. Die Analyse der Bauteil-
zustände erfolgt mittels röntgenographischer Messung der Eigenspannungstiefenver-
läufe sowie einer Gefügeuntersuchung an Schliffbildern. Es werden der Härtetiefenver-
lauf gemessen und Kornfeinungen mittels Focused-Ion-Beam Mikroskopie untersucht. 
Darüber hinaus werden Schwingfestigkeitsuntersuchungen in Biegeumlaufversuchen 
durchgeführt. Die Untersuchungen schaffen eine Basis für ein fundiertes Verständnis 
der Wechselwirkungen zwischen Mikrotextur, Randschichteigenschaften und Schwing-
festigkeit. Es erfolgt ein Vergleich mit konventionell zerspanten und mittels vibrations-
unterstützter Zerspanung bearbeiteter Proben. Neben den Bauteilzuständen wird eben-
falls der Einfluss der Mikrotextur auf das tribologische Verhalten charakterisiert. Dazu 
wird ein Tribometer aufgebaut und der Einfluss von Kontaktdruck und Gleitgeschwin-
digkeit untersucht. Weiterhin werden die Verschleißbeständigkeit sowie die Haftrei-
bungskoeffizienten untersucht. Die Ergebnisse umfassen Kennfelder der anisotropen 
Haft- und Gleitreibungskoeffizienten und Verschleißverhaltens der Mikrotexturierung. 
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4 Versuchseinrichtungen 
In diesem Kapitel erfolgt eine detaillierte Beschreibung der in der vorliegenden Arbeit 
angewandten Analysemethoden für die Randschichtzustände und Bauteileigenschaf-
ten, sowie der Versuchsaufbauten und des Prozesses. 

4.1 Prozessstrategie Hämmerndes Drehen 
Beim Hämmernden Drehen handelt es sich um eine Sonderform der zweidimensiona-
len vibrationsunterstützten Zerspanung, die durch eine Synchronisation der beiden 
Schwingungsachsen mit der Schnittgeschwindigkeit charakterisiert ist. Alleinstellungs-
merkmal ist eine hochfrequente periodische Unterbrechung der Zerspanung. 

4.1.1 Prozessbeschreibung 

Ziel des Hämmernden Drehens ist es, eine Prozesskombination darzustellen, die eine 
mechanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung der Oberfläche hauptzeit-
parallel in die Zerspanung integriert. Die Mikrotexturierung und mechanische Oberflä-
chenbehandlung werden durch eine plastische Deformation der Randschicht unter Ver-
wendung des Zerspanungswerkzeugs erzielt. Durch eine hämmerähnliche Bewegung 
senkrecht zur Werkstückoberfläche wird eine plastische Deformation der Randschicht 
hervorgerufen. Dies erfordert eine Entkopplung der Bewegung von der gleitenden Zer-
spanungsbewegung tangential zur Werkstückoberfläche. Zu diesem Zweck wird das 
Zerspanungswerkzeug in eine Schwingung versetzt, die der Schnittbewegung überla-
gert ist. Da die Schwingung periodisch eine Bewegungskomponente mit und entgegen 
der Schnittrichtung aufweist, ergeben sich durch die Überlagerung mit der Schnittge-
schwindigkeit Minima der Relativgeschwindigkeit zwischen Werkzeug und Werkstück. 
In diesen periodischen Minima führt das Zerspanungswerkzeug die hämmernde Bewe-
gung senkrecht zur Werkstückoberfläche aus. 

4.1.2 Mathematische Beschreibung 

Beim Hämmernden Drehen sind zwei Schwingungsformen von zentraler Bedeutung für 
den Prozess: Die Schwingung, die der Schnittgeschwindigkeit überlagert ist, und die 
Schwingung, die senkrecht zur Bauteiloberfläche steht. 
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4.1.2.1 Überlagerte Schwingung für die Entkoppelung der Zerspanung 

Die Entkopplung der Zerspanung von der hämmernden Bewegung erfordert eine syn-
chronisierte Zwangsbedingung der Schnittgeschwindigkeit vc sowie der Frequenz fc,o 

und Amplitude ac,o der Schwingung. Die resultierende Relativgeschwindigkeit vc,eff zwi-
schen Werkstück und Werkzeug muss zu definierten Zeitpunkten eliminiert werden. So 
ergibt sich die kinematische Zwangsbedingung für das Hämmernde Drehen: 

0 = 𝑣𝑐,𝑒𝑓𝑓(𝑡ℎ) = 𝑣𝑐 + 𝑣𝑐,𝑜(𝑡ℎ) = 𝑣𝑐 + 𝑥̇𝑐,𝑜(𝑡ℎ)  

−𝑣𝑐 = 𝑥̇𝑜(𝑡ℎ) 
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𝑣𝑐 = 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑔𝑒𝑠𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑑𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡  
𝑥𝑐,𝑜 = 𝐴𝑢𝑠𝑙𝑒𝑛𝑘𝑢𝑛𝑔 𝑑𝑒𝑠 𝑊𝑒𝑟𝑘𝑧𝑒𝑢𝑔𝑠  
𝑣𝑐,𝑜 = 𝐺𝑒𝑠𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑑𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡 𝑑𝑒𝑟 𝑆𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑔𝑢𝑛𝑔  
𝑣𝑐,𝑒𝑓𝑓 = 𝐸𝑓𝑓𝑒𝑘𝑡𝑖𝑣𝑒 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑔𝑒𝑠𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑑𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡  
𝑡ℎ = 𝑍𝑒𝑖𝑡𝑝𝑢𝑛𝑘𝑡 𝑑𝑒𝑟 𝐻𝑎𝑒𝑚𝑚𝑒𝑟𝑏𝑒𝑤𝑒𝑔𝑢𝑛𝑔 

 

Theoretisch sind alle periodischen glatten Kurven für die Entkopplung der Zerspanung 
denkbar. Bei einer glatten Kurve handelt es sich um eine parametrisierte Kurve, die 
stetig differenzierbar ist und eine nicht verschwindende Ableitung aufweist. Für das 
Hämmernde Drehen wird eine harmonische Schwingung gewählt, da diese einer natür-
lichen Schwingung entspricht und die geringsten Kräfte auf die umgebende Struktur 
ausübt. So ergeben sich Auslenkung und Geschwindigkeit nach: 

𝑥𝑜(𝑡) = 𝑠𝑖𝑛(2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝑡) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 

𝑥̇𝑜(𝑡) = 𝑣𝑐,𝑜(𝑡) = 𝑐𝑜𝑠(2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝑡) ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 
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𝑎𝑐,𝑜 = 𝐴𝑚𝑝𝑙𝑖𝑡𝑢𝑑𝑒 𝑑𝑒𝑟 𝑆𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑔𝑢𝑛𝑔 𝑖𝑛 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑟𝑖𝑐ℎ𝑡𝑢𝑛𝑔 
𝑓𝑐,𝑜  = 𝐹𝑟𝑒𝑞𝑢𝑒𝑛𝑧 𝑑𝑒𝑟 𝑆𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑔𝑢𝑛𝑔 𝑖𝑛 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑟𝑖𝑐ℎ𝑡𝑢𝑛𝑔/ 𝐵𝑒𝑡𝑟𝑖𝑒𝑏𝑠𝑓𝑟𝑒𝑞𝑒𝑛𝑧  

Dementsprechend ergibt sich der zugrundeliegende Zusammenhang für die synchroni-
sierte Zwangsbedingung des Hämmernden Drehens von Amplitude ac,o, Frequenz fc,o 

und Schnittgeschwindigkeit vc für eine harmonische sinusförmige Anregung: 

−𝑣𝑐 = ẋo(𝑡) = 𝑐𝑜𝑠(2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝑡) ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 

𝑡 = 𝑡ℎ 

−𝑣𝑐 = 𝑥̇𝑜(𝑡ℎ) = 𝑚𝑖𝑛[𝑐𝑜𝑠(2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝑡) ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜] = −1 ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 

𝑓𝑐,𝑜 =
𝑣𝑐

2𝜋 ∗ 𝑎𝑐,𝑜
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Aus der Betrachtung ergibt sich, dass bei einer Verschiebung der Phase um π der po-
sitive Anteil der Geschwindigkeit der Schwingung mit der Schnittgeschwindigkeit über-
lagert wird und die effektive Schnittgeschwindigkeit vc,eff der doppelten Schnittge-
schwindigkeit vc entspricht: 

𝑣𝑐,𝑒𝑓𝑓(𝑡ℎ + 𝜋) = 𝑣𝑐 + 𝑐𝑜𝑠(2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ (𝑡ℎ + 𝜋)) ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 

𝑣𝑐,𝑒𝑓𝑓(𝑡ℎ + 𝜋) = 𝑣𝑐 + 1 ∗ (2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜) ∗ 𝑎𝑐,𝑜 

𝑣𝑐,𝑒𝑓𝑓(𝑡ℎ + 𝜋) = 2 ∗ 𝑣𝑐 

4-4 

Des Weiteren folgt der Abstand der Werkzeugeindrücke di auf der Oberfläche: 

𝑑𝑖 = 𝑣𝑐 ∗
1

𝑓𝑐,𝑜

= 2𝜋 ∗ 𝑎𝑐,𝑜 4-5 

𝑑𝑖 = 𝐴𝑏𝑠𝑡𝑎𝑛𝑑 𝑑𝑒𝑟 𝐸𝑖𝑛𝑑𝑟𝑢𝑒𝑐𝑘𝑒 𝑖𝑛 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑟𝑖𝑐ℎ𝑡𝑢𝑛𝑔  

Die resultierende Frequenz des Hämmernden Drehens fc,o wird durch die Amplitude der 
überlagerten Schwingung ac,o und der Schnittgeschwindigkeit vc definiert, aus denen 
sich wiederum der Abstand der Werkzeugeindrücke di errechnet. Dies ist in Abbildung 
4-1 a) und b) veranschaulicht. 

 
Abbildung 4-1: Zusammenhang der Schnittgeschwindigkeit vc und Amplitude ac,o mit 

der Frequenz a) und berechneter Abstand der Werkzeugeindrücke di b) 

4.1.2.2 Hämmerhub 

Für das Hämmernde Drehen existieren zwei prinzipielle Auslegungsansätze für den 
Zeitpunkt des Hämmerhubs, die sich danach richten, ob der Geschwindigkeitsvektor 
zum Zeitpunkt der infinitesimalen Entkopplung betragsmaximal oder singulär ist. 
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Gemäß der Auslegung, die sich nach dem maximalen Geschwindigkeitsvektor richtet, 
hat der Hämmerhub zum Zeitpunkt der Entkopplung die betragsmaximale Geschwin-
digkeit und der Geschwindigkeitsvektor steht senkrecht auf der Oberfläche. Die andere 
Auslegungsvariante fokussiert darauf, dass die Auslenkung zum Zeitpunkt der Ent-
kopplung maximal ist und keine Geschwindigkeit vorliegt. Der Geschwindigkeitsvektor 
wird bei dieser Auslegungsvariante zum Zeitpunkt der Entkopplung infinitesimal und es 
kommt theoretisch zum völligen Stillstand des Systems. Unter der Annahme, dass der 
Hämmerhub eine gewisse Breite besitzt und symmetrisch ist, führt die Variante der ma-
ximalen Auslenkung zu einer geringeren mittleren Gleitgeschwindigkeit als die Variante 
der Auslenkung nach maximaler Geschwindigkeit des Hämmerhubs. Die erste Variante 
liegt symmetrisch um den infinitesimalen Zeitpunkt der Entkopplung, was bei der Zwei-
ten nicht der Fall ist. Die beiden Varianten sind grafisch in Abbildung 4-2 gegenüberge-
stellt. 

   
Abbildung 4-2: Auslegungsansätze für den Zeitpunkt des Hämmerhubs,  

a) normierte Auslenkung, b) normierte Geschwindigkeit 
In der vorliegenden Arbeit wird die Auslegung nach dem singulären Geschwindigkeits-
vektor verfolgt, da dies am ehesten eine Hämmerbewegung widerspiegelt. Da das Mi-
nimum der effektiven Schnittgeschwindigkeit, bei dem diese Null wird, nur infinitesimal 
vorliegt, müsste der ideale senkrechte Hämmerhub ebenfalls infinitesimal breit sein. Da 
dies technisch nicht realisierbar ist und zu unendlicher Beschleunigung und Frequenz 
führen würde, muss der Hämmerhub eine gewisse Breite aufweisen. Dies resultiert in 
einer verbleibenden effektiven Schnittgeschwindigkeit vc,eff während der Auslenkung 
und Rückstellung. Um die Breite des Hämmerhubs technisch realisierbar zu gestalten, 
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wurde dieser mit der dreifachen Frequenz der überlagerten Sinusschwingung ange-
nommen. Die Form des Hämmerhubs selbst stellt hierbei eine harmonische Schwin-
gung von Tiefpunkt zu Tiefpunkt dar, da so ein stetiger Übergang zur Ruhelage möglich 
ist, wie in Abbildung 4-3 dargestellt. Das führt dazu, dass die effektive Schnittgeschwin-
digkeit vc,eff zu Beginn des Hämmerhubs auf die Hälfte der Schnittgeschwindigkeit re-
duziert ist. Während des Hämmerhubs sinkt diese exponentiell auf Null ab, bis die volle 
Auslenkung erreicht ist, und steigt dann bis zum Ende des Hämmerhubs wieder an, 
was in Abbildung 4-4 dargestellt ist. 

   
Abbildung 4-3: Auslenkung a) und Geschwindigkeit b) beim Hämmernden Drehen 

  
Abbildung 4-4: Effektive Schnittgeschwindigkeit vc,eff währen des Hämmerhubs über 

die Zeit a) und Auslenkung b) aufgetragen 
Wie sich der Geschwindigkeitsvektor während des Hämmernden Drehens bei Wahl der 
dreifachen Frequenz für den Hämmerhub der sinusförmigen überlagerten Schwingung 

b)a)

  Schwinung in Schnittrichtung  Effektive Schnittgeschwindigkeit vc,eff fc,o = 100 Hz vc = 0,5 m/min
  Hämmerhub  Relativgeschwindigkeit vrel,y  aH = 20 µm ac,o= 13,3 µm
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verhält, ist in Abbildung 4-5 zu sehen. Die parametrisierte Darstellung in a) stellt gra-
phisch den Winkel und Betrag des Geschwindigkeitsvektors dar, der in b) und c) auch 
im Zeitbereich dargestellt ist. Es ist gut zu erkennen, dass ohne die Entkopplung der 
tangentialen Relativgeschwindigkeit der Geschwindigkeitsvektor zu keinem Zeitpunkt 
senkrecht auf der Oberfläche steht oder dessen Betrag kleiner als die tangentiale Re-
lativgeschwindigkeit wird. Durch die Überlagerung der Schwingung wird deutlich, wie 
der Betrag des Geschwindigkeitsvektors zum Zeitpunkt des Hämmerns verschwindet 
und der Winkel zu diesem singulären Zeitpunkt sein Vorzeichen ändert. Unmittelbar vor 
und nach dem Maximum des Hämmerhubs steht der Geschwindigkeitsvektor annä-
hernd senkrecht auf der Oberfläche, auch wenn er, wie in der Auslegung beschrieben, 
hier nicht das Maximum des Betrags aufweist. 

  
Abbildung 4-5:Parametrisierte Darstellung des Geschwindigkeitsvektors a), sowie 

Winkel b) und Betrag c) des Vektors 
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4.1.3 Analogieversuche mit Maschinenkinematik 

Der experimentelle Nachweis, dass handelsübliche Wendeschneidplatten für eine häm-
mernde mechanische Oberflächenbehandlung geeignet sind, wurde in einem Analogie-
versuch des Hämmernden Drehens gezeigt. Durch die Maschinenkinematik einer Ver-
tikaldrehmaschine wurde der Bewegungsablauf des Hämmernden Drehens nachgebil-
det. Die Zerspanung wurde nicht nachgebildet und die Dynamik der Hämmerbewegung 
deutlich reduziert auf maximal 30 m/min. Im Rahmen der Versuche wurden Einzelein-
drücke des Zerspanungswerkzeugs senkrecht zur Probenoberfläche in diese einge-
bracht, als auch Mehrfacheindrücke mit unterschiedlichen Eindrucktiefen, Bahn- und 
Eindruckabständen. Die Prozessstellgrößen für die Versuche sind in Tabelle 4-1 auf-
gelistet. Hierbei entsprachen Eindruck- bzw. Bahnrichtung der hypothetischen Schnitt- 
bzw. Vorschubrichtung. Um sicherzustellen, dass die Eindrucktiefe angefahren wird 
und es nicht zu Interpolationsfehlern der Maschinensteuerung durch zu hoher Dynamik 
kommt, wurde eine Haltezeit der Eindrucktiefe von 0,25 s gewählt. Die Aufzeichnung 
der Prozesskräfte erfolgte mit dem in Abschnitt 4.3.3.1 beschriebenen Mehrkomponen-
tendynamometer. 

Tabelle 4-1: Prozessstellgrößen Analogieversuche 

Parameter  Wert 
Eindrucktiefe  ti 10; 20; (40) µm 
Bahnabstand db 100; 200 µm 
Eindruckabstand di 50; 100; 200; 300; 400 µm 
Versatz der Eindrücke  - 0 µm 
Maximale Geschwindigkeit Hämmerbewegung - 30 m/min 
Haltezeit Eindrucktiefe  - 0,25 s 
Bearbeitete Fläche - 5 mm × 5 mm 
Werkzeug ISO-Geometrie - CNMA 120408 
Spanwinkel γ -6° 
Freiwinkel α 6° 
Neigungswinkel λs -6° 
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4.1.4 Versuchsdurchführung Prozesse 

Im Rahmen der Untersuchungen wurde der Fokus auf die Analyse der Auswirkungen 
der Prozesskombination Hämmerndes Drehen mit seiner Entkopplung von Zerspanung 
und Hämmern auf die Bauteilzustände gelegt. Zu diesem Zweck wurden der Prozess 
selbst sowie eine Variante des Hämmernden Drehens ohne Entkoppelung der Zer-
spanung und ein Drehprozess mit gleichen Prozessstellgrößen als Referenz unter-
sucht. Diese Prozesse werden im Folgenden als "Hämmerndes Drehen", "Vibrations-
unterstütztes Drehen" und "Drehen" bezeichnet. Alle Prozesse wurden als Außenlängs-
drehprozess mit den in Tabelle 4-2 gelisteten Prozessstellgrößen durchgeführt. In Ab-
bildung 4-6 ist die Kinematik des Werkzeugs für die drei untersuchten Prozessarten 
skizziert. Vor den Versuchen wurden alle Proben in der Aufspannung mit einem 
Schlichtwerkzeug vorgedreht, um einen optimalen Rundlauf der Proben zu gewährleis-
ten und gleiche Ausgangsbedingungen für die Prozesse zu schaffen. Die Prozessstell-
größen für die Vorbearbeitung sind in Tabelle 4-3 aufgeführt. 

Tabelle 4-2: Prozessstellgrößen der Versuche "Hämmerndes Drehen", "Vibrationsun-
terstütztes Drehen" und "Drehen" 

Parameter  Wert 
Schnittgeschwindigkeit vc 0,5; 1; 2 m/min 
Vorschub fc 0,025; 0,05; 0,075; 0,1 mm/U 
Schnitttiefe ap 0,1 mm 
Hämmerhub aH 10; 20; 30 µm 
Frequenz der Schwingung in Schnittrichtung fc,o 100; 200; 400 Hz 
Werkzeug ISO-Geometrie - CCMW 120404 
Spanwinkel γ 0° 
Freiwinkel α 7° 

Tabelle 4-3: Prozessstellgrößen Vorbearbeitung 

Parameter  Wert 
Schnittgeschwindigkeit vc 150 m/min 
Vorschub fc 0,05 mm/U 
Schnitttiefe ap 0,1 mm 
Werkzeug ISO-Geometrie - DCMT 11T304 
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Abbildung 4-6: Kinematik des Werkzeugs für das "Hämmerndes Drehen", 

"Vibrationsunterstütztes Drehen" und "Drehen" 
 

4.2 Versuchswerkstoffe und Probengeometrien 
Im Folgenden werden die in dieser Arbeit verwendeten Probengeometrien und Werk-
zeugmaschine, sowie die eingesetzten Werkstoffe beschrieben. 

4.2.1 Vertikaldrehmaschine  

Die Versuche wurden auf einer Vertikaldrehmaschine V100 des Herstellers Indexwerke 
durchgeführt. Vorteilhaft bei dieser Werkzeugmaschine mit Parallelkinematik ist die be-
wegte Werkstückspindel, die ortsfeste Messaufbauten am Werkzeug ermöglicht. Auf 
dieser Werkzeugmaschine erfolgten die Probenfertigung und Versuchsdurchführung, 
ebenso wurde diese als Basis für den Aufbau eines Tribometers genutzt. 

4.2.2 Versuchswerkstoffe 

Bei dem in dieser Arbeit verwendeten Werkstoff handelt es sich um den Vergütungs-
stahl 42CrMo4/1.7225 im Vergütungszustand V450. Der Werkstoff besitzt aufgrund sei-
ner guten Festigkeit und Zähigkeit Relevanz im Maschinenbau und wird für hochbelas-
tete Bauteile eingesetzt. Der Werkstoff für die Versuche stammt aus einer einzigen Ma-
terialcharge, um den Einfluss von Zusammensetzungsschwankungen zu vermeiden. 
Zur Ermittlung der mechanischen Kennwerte wurden Zugversuche und Härtemessun-
gen nach Vickers durchgeführt, diese sind in Tabelle 4-4 dargestellt. Das Spannungs-
Dehnungs-Diagramm ist in Abbildung 4-7 abgebildet. Neben dem verwendeten Vergü-
tungsstahl wurde die Aluminium-Kupfer-Legierung AlCuMgPb/EN AW-2007 mit niedri-
gerer Festigkeit und Härte von 148,1 ± 4,8 HV0,01 zur Untersuchung der Mechanismen 
eingesetzt, da diese ein ausgeprägtes Kaltverfestigungsverhalten aufweist und große 
Spanungsdicken ohne die Gefahr eines Werkzeugbruchs gefahren werden konnten. 

Drehen Vibrationsunterstütztes 
Drehen

Hämmerndes
Drehen

Werkzeug

Werkstück
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Tabelle 4-4: Werkstoffkennwerte 42CrMo4/1.7225 

Werkstoffkennwerte  Wert 
Dehngrenze  Rp 0,2 1006,4 ± 2,4 MPa 
Zugfestigkeit Rm 1067,7 ± 2,1 MPa 
Gleichmaßdehnung Ag 5,76 ± 0,25 % 
Bruchdehnung A 14,60 ± 1,07 % 
Härte Vickers HV 383,6 ± 27,6 HV0,01 
Vergütungszustand - V450 

 

 
Abbildung 4-7: Spannungs-Dehnungs-Diagramm 42CrMo4/1.7225 

4.2.3 Probengeometrie 

Alle in dieser Arbeit verwendeten Probenkörper wurden aus einem 20 mm Rundmate-
rial des Vergütungsstahls bzw. der Aluminium-Kupfer-Legierung gefertigt, mit Aus-
nahme der 50 mm-Scheiben aus 42CrMo4. Alle Proben wurden auf der Vertikaldreh-
maschine V100 gefertigt oder vor den Versuchen auf dieser in einer Aufspannung über-
dreht, um vergleichbare Ausgangszustände in Bezug auf Geometrie und Rundlauf zu 
schaffen. Da die Vertikaldrehmaschine konstruktionsbedingt durch die bewegte Werk-
stückspindel nicht über einen Reitstock verfügt, wurde die maximale Probenlänge auf 
ein L/D-Verhältnis von acht begrenzt, um Schwingungen zu verringern. Bei den Proben 
für die Untersuchung der Schwingfestigkeit erfolgte die Bearbeitung über den verjüng-
ten Bereich der Probe hinaus bis zu den Spannflächen, um hier keinen sprunghaften 
Gradienten der Randschichtzustände hervorzurufen, der zu Spannungsüberhöhungen 
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führen kann. An den zylindrischen Proben mit einem Durchmesser von 19 mm waren 
sechs Probenbereiche mit einer Breite von 5 mm für die Versuche vorgesehen, wäh-
rend an den Proben mit einem Durchmesser von 10 mm eine durchgehende Fläche für 
eine Parameterkombination vorgesehen war. In Abbildung 4-8 sind alle in dieser Arbeit 
verwendeten Probengeometrien zusammengestellt. In Tabelle 4-5 ist aufgelistet, für 
welche Versuchsaufbauten und in welchen Kombinationen diese verwendet wurden. 

 
Abbildung 4-8: Verwendete Probengeometrien in den Untersuchungen 
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Tabelle 4-5: Zuordnung der Probengeometrie zu den Versuchsaufbauten 
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Analogieversuche mit Maschinenkinematik X      

Parameter (Topographie, Kräfte, Eigenspannungen)    X   

Randschichtzustände   X    

Metallographische Schliffe   X    

Mikrohärtetiefenverlauf   X    

Eigenspannungstiefenverlauf   X    

Zylinder-auf-Scheibe Tribometer:       

 Gleitreibung X  X    

 Verschleißmarkenbestimmung X  X    

Zylinder-auf-Stift Tribometer:       

 Gleitreibung  X X    

 Haftreibung  X X    

 Topographieveränderung durch Verschleiß  X X    

Schwingfestigkeit     X  

Zugversuch      X 

4.2.4 Werkzeuge 

Für die Versuche wurden kommerziell erhältliche Wendeschneidplatten aus dem in-
dustriellen Bereich verwendet. Bei den Analogieversuchen wurden rhombische 80°-
Wendeschneidplatten der ISO-Geometrie CNMA120408 in beschichteter und unbe-
schichteter Form eingesetzt. Aufgrund des großen Eckenradius führen diese Wende-
schneidplatten jedoch zu einer großen Kontaktfläche und damit zu hohen Prozesskräf-
ten, die vom entwickelten Werkzeugsystem aufgebracht werden müssten. Zudem wei-
sen sie eine relativ hohe Masse von 10 g auf, was sich negativ auf eine hochdynami-
sche Anwendung auswirkt. Aus diesem Grund wurden für das hochdynamische Werk-
zeugsystem kleinere und leichtere Wendeschneidplatten aus einem Cermet-Hartstoff 
auf Titanbasis eingesetzt, die nur ein Gewicht von 3,66 g aufweisen. Eine detaillierte 
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Auflistung weiterer Merkmale der Werkzeuge findet sich in Tabelle 4-6. Diese unbe-
schichteten Wendeschneidplatten der ISO-Geometrie CCMW120404 weisen einen 
kleineren Eckenradius rε = 0,4 mm auf, der eine lokale plastische Verformung bei ge-
ringeren Prozesskräften ermöglicht. Die Präparation des Schneidkantenradius dieser 
Werkzeuge erfolgte durch Bürsten mit einer Siliziumkarbid-Nylonrundbürste. Mit die-
sem Verfahren wurden die Wendeschneidplatten mit einem Formfaktor K ≤ 1 konditio-
niert. Die Vermessung der Schneidkante erfolgte mit dem in Abschnitt 4.4.1.1 beschrie-
benen Konfokalmikroskop, wobei die Wendeschneidplatten zur Vermessung der Span- 
und Freifläche um 45° geneigt wurden. Die Bestimmung der Schneidkantenparameter 
erfolgte nach dem in (Denkena & Reichstein et al. 2005) beschriebenen Verfahren. Im 
Weiteren werden die mittlere Schneidkantenverrundungen S̅ des CNMA120408 Werk-
zeugs auf übersichtliche Weise mit 10 µm und 30 µm angegeben. 

Tabelle 4-6: Geometrie und Merkmale der Werkzeuge 

Merkmal Wert 
ISO-Geometrie CNMA120408 CCMW120404 
Eckenradius rε 0,8 mm 0,4 mm 
Masse 10 g 3,66 g 
Hersteller ISCAR LTD. Mitsubishi Materials 

Corporation 
Schneidstoff (Her-
stellerbezeichnung) 

IC20  IC907 NX2525 

Beschichtung - TiAlN + TiN - 
Mittlere Schneidkan-
tenverrundung S̅ 

6,1 ± 3,2 μm 
(10 µm) 

25,1 ± 6,5 μm 
(30 µm) 

51,6 ± 6,2 μm 

Formfaktor K 0,96 ± 0,31 1,14 ± 0,25 0,93 ± 0,07 
  

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Surface%23_CTVL001c9a00cb573a24c2da66ffa96d8ad1f7f
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4.3 Biaxiales piezoelektrisches Werkzeugsystem 
Für die praktische Realisierung der Prozesskombination Hämmerndes Drehen musste 
ein Werkzeugsystem für einen Drehprozess entwickelt werden, bei dem zwei zueinan-
der orthogonal orientierte Achsen mit variabler Auslenkung und Frequenz angesteuert 
werden können. Des Weiteren müssen diese Achsen mit der Schnittgeschwindigkeit 
synchronisiert sein und eine diskontinuierliche Schwingung ausführen. Dies schließt 
den Einsatz einer resonanten Anregung aus. Um die hochdynamische und präzise Aus-
lenkung des Werkzeugsystems von mehreren 100 Hz zu ermöglichen, wurden piezoe-
lektrische Aktoren eingesetzt. Aus physikalischer Betrachtungsweise ist die Bezeich-
nung der Bewegung des Werkzeugsystems in Schnittrichtung als harmonische Schwin-
gung nicht zutreffend, da die Auslenkung nicht durch Massenträgheit und eine der Aus-
lenkung proportionalen Rückstellkraft hervorgerufen wird. Es handelt sich um eine 
hochdynamische Positionierung des Werkzeugs gemäß einer harmonischen Schwin-
gung. Dies ermöglicht eine maximale Flexibilität der Prozessstellgrößen beim Häm-
mernden Drehen.  

4.3.1 Mechanischer Aufbau 

Der mechanische Teil des Werkzeugsystems ist aus zwei Grundelementen aufgebaut, 
dem starren Rahmen aus Stahl und dem biaxialen Festkörpergelenk aus Aluminium, 
auf welchem die Werkzeugkassette sitzt. Festkörpergelenke bieten gegenüber konven-
tionellen Gelenken den Vorteil der Spielfreiheit, sind jedoch nur für geringe Winkelaus-
lenkungen geeignet. Der Stahlrahmen nimmt die dynamischen Kräfte sowie Prozess-
kräfte auf und verbindet die weiteren Komponenten. Dieser stellt ebenfalls die Anbin-
dung an die Werkzeugmaschine bzw. das Mehrkomponentendynamometer dar. Das 
biaxiale Festkörpergelenk ermöglicht lineare Bewegungen in zwei Achsen und sperrt 
die weiteren Freiheitsgrade. Das Festkörpergelenk ist als ein parallelogrammförmiges 
Gelenkviereck ausgeführt, wobei die vier Glieder ihrerseits wiederum Parallelogramm-
führungen darstellen. Dies sperrt die rotatorischen Freiheitsgrade. Eine schematische 
Zeichnung der achtgliedrigen kinematischen Kette und die technische Umsetzung sind 
in Abbildung 4-9 dargestellt. Dieses Festkörpergelenk kann durch zwei senkrecht zu-
einander angeordnete Piezoaktuatoren ausgelenkt werden. Die Aktoren befinden sich 
in der Werkzeug-Rückebene Pp senkrecht zur Werkstückoberfläche und tangential in 
Schnittrichtung. Da Zugkräfte bei Piezoaktuatoren zu vermeiden sind, ist eine externe 
Rückstellkraft des Festkörpergelenks erforderlich, diese wird durch eine 
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Federvorspannung von 300 N sichergestellt. Der Aufbau des piezoelektrischen Werk-
zeugsystems ist in Abbildung 4-10 dargestellt. 

 
Abbildung 4-9: Schematische Zeichnung a) und technische Umsetzung b) der 

achtgliedrigen kinematischen Kette 

 
Abbildung 4-10: Aufbau des biaxialen piezoelektrischen Werkzeugsystems 

4.3.2 Piezoelektrischer Aufbau 

Piezoelektrische Aktuatoren ermöglichen Bewegungen im Mikrometerbereich, indem 
sie elektrische Energie direkt in mechanische Energie umwandeln. Sie stellen unterhalb 
der Resonanzfrequenz eine elektrische Kapazität dar, wobei die Auslenkung nähe-
rungsweise proportional zur elektrischen Ladung ist. Da die Ladung von der anliegen-
den Spannung abhängt, ist für den Betrieb eines Piezoaktuators eine Spannungsquelle 
erforderlich. Diese sind in der Regel als Linearverstärker ausgeführt, die eine analoge 
Eingangsspannung verstärken. In dem piezoelektrischen Werkzeugsystem wurden P-
216 PICA Power Piezoaktuatoren sowie Piezoverstärker des Herstellers Physik 
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Instrumente (PI) SE & Co. KG verbaut, die im Folgenden näher beschrieben werden. 
Die Hochvoltaktuatoren P-216.80 sind eine Sonderanfertigung, die eine interne Tem-
peraturmessung mithilfe eines P1000 Elements als auch einen Spülluftanschluss für 
die Kühlung der Piezostacks im Inneren der Aktuatoren besitzen. Die technischen Spe-
zifikationen dieser Aktuatoren sind in Tabelle 4-7 gegeben. Für die Spülluft der Piezo-
aktuatoren wurde nach ISO 8573-1:2010 aufbereitete Druckluft mit 1,5 bar verwendet. 

Tabelle 4-7: Spezifikationen Hochvoltaktuatoren P-216.80 

Spezifikation Wert 
Stellweg in Z 120 µm 
Antriebstyp PICA gestapelter Bauweise 
Betriebsspannung Unipolar 0–1000 V 
Elektrische Kapazität  1000 nF 
Steifigkeit in Z 50 N/µm 
Resonanzfrequenz in Z, unbelastet 4,5 kHz 
Zulässige Druckkraft in Z 4500 N 
Temperaturmessung P1000 

Für die Ansteuerung des Aktuators in Schnittrichtung wurde der Hochleistungs- 
Piezoverstärker E-470, der einen Spitzenstrom von 500 mA liefert, verwendet. Da hier 
nur die Sinusschwingung des Werkzeugs angeregt werden muss, welche bei gleicher 
Auslenkung geringere Umladungsströme hervorruft, kann hier ein leistungsschwäche-
rer Verstärker eingesetzt werden. Da der Verstärker E-470 keine interne Temperatu-
rüberwachung der Piezoaktuatoren besitzt, wurde eine vorgeschaltete Temperatu-
rüberwachung ergänzt. Der digitale Temperaturregler TR-PT1000-A-24V des Herstel-
lers OTOM Group GmbH für PT1000-Temperatursensoren verfügt über ein potential-
freies Relais, welches bei Erreichen der Übertemperatur des Piezoaktuators den ana-
logen Signaleingang unterbricht. Für die pulsförmige Anregung der Hämmerbewegung 
wird eine höhere Dynamik des Verstärkers benötigt, da effektiv die dreifache Frequenz 
vorliegt. Für diesen Aktuator kam der E-481 PICA Höchstleistungs-Piezoverstärker zum 
Einsatz, dieser liefert Spitzenströme von 2000 mA und besitzt eine Temperaturüberwa-
chung des angeschlossen Piezoaktuators. Des Weiteren verfügt dieser Verstärker über 
Monitorausgänge, mittels derer die Spannung des angeschlossenen Piezoaktuators 
sowie die Ströme überwacht werden können. In Abbildung 4-11 sind die idealen maxi-
malen Auslenkungsamplituden in Abhängigkeit der Betriebsfrequenz gegeben, 
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berechnet auf Grundlage der Herstellerangaben. Diese berechnen sich nach der For-
mel für den Strom durch einen Kondensator in Abhängigkeit der Spannung u und Ka-
pazität C: 

𝑖(𝑡) =
𝑑𝑢(𝑡)

𝑑𝑡
∗ 𝐶 4-6 

𝑢(𝑡) = 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔 
𝐶 = 𝐾𝑎𝑝𝑎𝑧𝑖𝑡ä𝑡 

 

Für eine sinusförmige Spannung u(t) ergibt sich die maximale Spannung Umax in Ab-
hängigkeit des maximalen Stroms imax: 

𝑢(𝑡) = 𝑈0 ∗ sin (𝜔𝑡) 

𝑖(𝑡) = 𝜔𝐶 ∗ 𝑈0 ∗ cos (𝜔𝑡) 

𝑖𝑚𝑎𝑥 = 𝜔𝐶 ∗ 𝑈0 = 2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝐶 ∗ 𝑈𝑚𝑎𝑥 

𝑈𝑚𝑎𝑥 =
𝑖𝑚𝑎𝑥

2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝐶
 

4-7 

 

𝑈0 = 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔𝑠𝑎𝑚𝑝𝑙𝑖𝑡𝑢𝑑𝑒 𝑆𝑖𝑛𝑢𝑠 
𝜔 = 𝐹𝑟𝑒𝑞𝑢𝑒𝑛𝑧 
𝑈𝑚𝑎𝑥 = 𝑀𝑎𝑥𝑖𝑚𝑎𝑙𝑒 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔 
𝑖𝑚𝑎𝑥 = 𝑀𝑎𝑥𝑖𝑚𝑎𝑙𝑒𝑟 𝑆𝑡𝑟𝑜𝑚 

 

Hieraus ergibt sich unter Annahme eines linearen Piezoverhaltens die maximale Aus-
lenkung smax mit der maximalen Spannung Umax: 

𝑠(𝑡) =
𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

∗ 𝑢(𝑡) 

𝑠𝑚𝑎𝑥 =
𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

∗ 𝑈𝑚𝑎𝑥 =
𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

∗
𝑖𝑚𝑎𝑥

2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝐶
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𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥 = 𝑀𝑎𝑥𝑖𝑚𝑎𝑙𝑒 𝐴𝑢𝑠𝑙𝑒𝑛𝑘𝑢𝑛𝑔 𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜 
𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥 = 𝑀𝑎𝑥𝑖𝑚𝑎𝑙𝑒 𝑆𝑝𝑎𝑛𝑛𝑢𝑛𝑔 𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜 

 

Mit Formel 4-3 für den Zusammenhang der Schnittgeschwindigkeit vc ergibt sich die 
maximal mögliche Schnittgeschwindigkeit vc,max: 

𝑣𝑐,𝑚𝑎𝑥 = 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 2𝜋 ∗ 𝑠𝑚𝑎𝑥 = 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 2𝜋 ∗
𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

∗
𝑖𝑚𝑎𝑥

2𝜋 ∗ 𝑓𝑐,𝑜 ∗ 𝐶
 

𝑣𝑐,𝑚𝑎𝑥 =
𝑠𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

𝑈𝑃𝑖𝑒𝑧𝑜,𝑚𝑎𝑥

∗
𝑖𝑚𝑎𝑥

𝐶
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𝑣𝑐,𝑚𝑎𝑥 = 𝑀𝑎𝑥𝑖𝑚𝑎𝑙𝑒 𝑆𝑐ℎ𝑛𝑖𝑡𝑡𝑔𝑒𝑠𝑐ℎ𝑤𝑖𝑛𝑑𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡  

 



Versuchseinrichtungen 45 

 

 

Die technischen Spezifikationen der beiden Piezoverstärker sind in Tabelle 4-8 detail-
liert. Nach den Herstellerkennlinien ergibt sich so eine maximal mögliche Schnittge-
schwindigkeit für den verwendeten Piezoverstärker E-470 von vc,max = 2,7 m/min. Am 
realen Werkzeugsystem sind kleinere Auslenkungen zu erwarten, da in dieser Berech-
nung keine ohmschen Verluste berücksichtigt wurden. Hinzu kommen die Vorspannung 
und die Prozesskräfte, die die tatsächliche Auslenkung und somit auch die maximal 
mögliche Schnittgeschwindigkeit verringern. 

  
Abbildung 4-11: Berechnete ideale Maximalauslenkungen smax der Piezoaktuatoren 

in Abhängigkeit der Frequenz fc,o 
Tabelle 4-8: Technische Spezifikationen Piezoverstärker E-470 und E-481 PICA 

Spezifikationen E-470 E-481 PICA 
Ausgangsspannung 3–1100 V 0–1100 V 
Dauerausgangsleistung 110 VA 630 VA 
Spitzenleistung, <5 ms  550 VA 2000 VA 
Dauerausgangsstrom 100 mA >600 mA 
Spitzenstrom, <5 ms 500 mA 2000 mA 
Bandbreite, Kleinsignal Statisch bis 3 kHz 5 kHz (660 nF), 1 kHz (3,4 µF) 
Bandbreite, Großsignal Statisch bis 3 kHz 1,4 kHz (660 nF), 350 Hz (3,4 µF) 
Spannungsverstärkung x100 x100 

Die analoge Ansteuerung der Piezoverstärker erfolgte durch den 2-Kanal-Arbiträrfunk-
tionsgenerator MFG-2230M des Herstellers GW Instek. Bei diesem wurde auf einem 
Kanal die kontinuierliche Sinusfunktion in Schnittrichtung ausgegeben, auf dem ande-
ren zeitlich synchronisierten Kanal wurde mittels der Arbiträr-Funktion eine diskontinu-
ierliche Sinuswelle vom Tiefpunkt zu Tiefpunkt der dreifachen Frequenz ausgegeben. 
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Mithilfe zweier Präzisionspotentiometer mit 20 kOhm, die als veränderlicher Pulldown-
Widerstand fungierten, wurden Spannungssprünge beim Einschalten der Signale ge-
dämpft. Diese Schutzmaßnahme ist erforderlich, um die Piezoaktuatoren und Verstär-
ker vor hohen Strömen zu schützen, die bei abruptem Einschalten der analogen Ein-
gangssignale entstehen. Zur direkten Überwachung während der Versuche wurden die 
analogen Eingangssignale und Monitorsignale der Verstärker durch ein TDS2024B Os-
zilloskop des Herstellers TEKTRONIX, INC. visualisiert. Die Datenerfassung erfolgte 
zeitsynchron zusammen mit den Messdaten des Wegmesssystems und der Kraftmes-
sung, wie in Abschnitt 4.3.3 beschrieben. Die schematische elektrische Darstellung des 
Versuchsaufbaus ist in Abbildung 4-12 veranschaulicht. 

4.3.3 Integrierte Messtechnik 

Zur messtechnischen Erfassung und Aufzeichnung der Prozessgrößen wurden in den 
Versuchsaufbau Messsysteme für die Kraft- und Wegmessung integriert. 

4.3.3.1 Mehrkomponentendynamometer 

Für die Erfassung der Prozesskräfte erfolgte der Aufbau des kompletten piezoelektri-
schen Werkzeugsystems auf einem Mehrkomponentendynamometer mit einem Mess-
bereich von 5 kN, welches mit dem Maschinenbett verschraubt wurde. Die Parallelki-
nematik der Vertikaldrehmaschine ermöglicht den ortsfesten Einbau von Werkzeugen, 
da die Werkstückspindel im Arbeitsraum der Werkzeugmaschine bewegt wird. Für die 
Messung der dreiachsigen kartesischen Kräfte wurde das piezoelektrische Mehrkom-
ponentendynamometer 9257B und drei Ladungsverstärker 5015A des Herstellers Kist-
ler Instrumente AG verwendet. Das Dynamometer weist eine geringe Ansprech-
schwelle < 0,01 N bei einer gleichzeitig hohen Steifigkeit > 1 kN/µm auf und die La-
dungsverstärker ermöglichen Eingangsfrequenzen bis 200 kHz. 
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Abbildung 4-12: Vereinfachtes elektrisches Blockschema des piezoelektrischen und 

messtechnischen Versuchsaufbaus 

4.3.3.2 Kapazitives Wegmesssystem 

Das beschriebene piezoelektrische Werkzeugsystem wurde mit kapazitiven Abstands-
sensoren ausgestattet, welche es ermöglichen die Position des Werkzeugs im Mikro-
meterbereich zu erfassen. Zu diesem Zweck wurden drei Sensoren des Typs S601-0,2 
des Herstellers Micro-Epsilon Messtechnik GmbH & Co. KG in einer Vorrichtung karte-
sisch angeordnet. Die Sensoranordnung wurde mittels zweier gegeneinander ver-
spannter Messstative am Maschinenbett fixiert. Dies ermöglicht eine exakte Positions-
messung entkoppelt vom schwingenden Werkzeugsystem. Das Messtarget stellt hier-
bei ein direkt hinter der Werkzeugkassette angebrachter Aluminiumwürfel dar. Die Sen-
soren weisen einen Messbereich von 200 µm bei einer Auflösung bis zu 0,04 µm auf 
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und sind für dynamische Anwendungen bis zu einer Frequenz von 6 kHz konzipiert. Die 
weitere Messkette des Wegmesssystems umfasste Vorverstärker des Typs PA601 und 
die Auswerteeinheit Typ capaNCDT 684. Es erfolgte eine Validierung des integrierten 
Wegmesssystems mit einer Beschleunigungsmessung in der Abschlussarbeit (A_Görtz 
2023). Ziel war es, zu ermitteln, ob das Messystem selbst durch übertragene Schwin-
gungen des Maschinenbetts beeinflusst wird. Es wurde der triaxiale piezoelektrische 
Beschleunigungsaufnehmer PCB-356A33 des Herstellers PCB Piezotronics GmbH auf 
dem Festkörpergelenk angebracht. Die Datenerfassung erfolgte mit dem Schwingungs- 
und Akustik-Datenlogger WebDAQ 504 des Hersteller Digilent Inc. Für den Vergleich 
der aufgezeichneten Beschleunigungen mit den Messungen des kapazitiven Systems 
wurden die Wegmessungen zweifach nach der Zeit abgeleitet. Die Gegenüberstellung 
beider Signale im Frequenzbereich erfolgte mittels einer Fast-Fourier-Transformation. 
Liegen in der zweifach abgeleiteten Wegmessung Peaks vor, die in der Beschleuni-
gungsmessung nicht nachweisbar sind, so kann dies ein Indiz für angeregte Eigenfre-
quenzen sein. Die Auswertung ergab, dass die kapazitive Wegmessung unter Verwen-
dung von zwei verspannten Messstativen nicht nachteilig durch eigenfrequente Schwin-
gungen beeinflusst wird. 

4.3.3.3 Datenerfassung und Vorauswertung 

Die Datenerfassung für beide Messsysteme sowie der Analogsignale der Piezoverstär-
ker erfolgte simultan mit der Messkarte DT 322 des Herstellers Data Translation GmbH, 
wobei die Vorverarbeitung und Aufzeichnung mit der Software MATLAB von The 
MathWorks, Inc. vorgenommen wurde. Dies beinhaltete unter anderem die Bildung ei-
nes zeitsynchronen Durchschnitts aus dem periodischen Signal über 400 Perioden pro 
Messung. Die Abtastrate wurde auf 10 kHz festgelegt, um sicherzustellen, dass das 
Nyquist-Shannon-Abtasttheorem auch für höherfrequente Schwingungen bis 5 kHz er-
füllt ist (C. E. Shannon 1998). Die Messkarte mit einer Auflösung von 16 Bit bietet eine 
Aufzeichnungsrate bis 250 kS/s, was die parallele Abtastung der 11 Messkanäle ge-
währleistet. 

4.3.4 Modalanalyse 

Um die Anregung unerwünschter Eigenfrequenzen des piezoelektrischen Werkzeug-
systems bestmöglich zu minimieren, wurde eine Modalanalyse zu deren Ermittlung 
durchgeführt. Die Datenerfassung erfolgte mit der mobilen Hardware Simcenter LMS 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Communication%23_CTVL001a9085a1d931f4252bde85906cde1d68f
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SCADAS LMS des Herstellers Siemens Digital Industries Software und die Auswertung 
mit der Software Simcenter Testlab. Die Anregung der Struktur erfolgte am Festkörper-
gelenk mit einem Impulshammer 9726A des Herstellers Kistler Instrumente AG in allen 
drei Raumrichtungen. Der Beschleunigungsaufnehmer wurde direkt unter der Werk-
zeugkassette angebracht. Die Auswertung erfolgte bis zu einer Frequenz von 2000 Hz 
bei einer Auflösung mit 4 Hz. 

4.3.5 Steifigkeit und Dynamik des Werkzeugsystems 

Für die Bestimmung der statischen Steifigkeit wurde durch die Maschinenkinematik mit-
hilfe einer vorgespannten Zylinderfeder eine Prüflast in alle Raumrichtungen angreifend 
an der Werkzeugkassette auf das Werkzeugsystem aufgeprägt. Zudem wurde eine 
Analyse der Dynamik und Zuverlässigkeit der Auslenkungen des piezoelektrischen 
Werkzeugsystems durchgeführt, wobei die Auslenkungen unter Variation der Anre-
gungsfrequenz und -amplitude untersucht wurden. Die Werte wurden kontinuierlich mo-
duliert, durch einen linearen Frequenzsweep sowie eine lineare Amplitudenrampe, die 
Werte der Frequenzen und Amplituden sind in Tabelle 4-9 dargestellt. Die Messung der 
Kräfte und Verschiebungen erfolgte durch die integrierten Messsysteme wie in 4.3.3 
beschrieben. 

Tabelle 4-9: Prüflast, Anregungsfrequenz und -amplitude 

Parameter Wert 
Prüflast 10 Wiederholungen 
  X, Y-Richtung 15–120 N 
  Z-Richtung 10–70 N 
Amplitude Spannung (Sinus 100 Hz) 0,5–6 Vpp Ruhelage 4 V 
Linearer Frequenzsweep (Sinus 3 Vpp) 0–250 Hz 

 

4.4 Analysetechnik  
Zur Untersuchung der Randschichtzustände und der Bauteileigenschaften bezüglich 
der Schwingfestigkeit und des tribologischen Verhaltens wurden sowohl zerstörungs-
freie als auch zerstörende Analysemethoden angewandt, die im Folgenden beschrie-
ben werden. 
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4.4.1 Randschichtzustände 

Hinsichtlich der Randschichtzustände wurden die vier Größen Topographie, Mikro-
struktur, Verfestigung und Eigenspannungszustand sowohl an der Oberfläche als auch 
in der Tiefe der Randschicht untersucht. 

4.4.1.1 Topographie  

Die Vermessung der Topographie der Proben und Mikrogeometrie der Werkzeuge wur-
den mittels eines Konfokalmikroskopes der Firma NanoFocus AG durchgeführt. Für die 
Auswertung erfolgte eine Aufnahme eines Messfeldes von 850 µm × 850 µm in einem 
0,8 µm Raster bei einer Höhenauflösung von 0,08 µm bei 20-facher Vergrößerung mit 
dem Mikroskop Objektiv MPlanApo 20X/0.60 des Herstellers Olympus K.K. In der Aus-
wertesoftware μsoft analysis erfolgt die Korrektur der gekrümmten Oberfläche mithilfe 
einer Funktion dritten Grades, um Zylinderkrümmung und Schräglage der aufgenom-
menen Topographie zu entfernen. Anschließend wurden die räumlichen Oberflächen-
parameter nach ISO 25178 berechnet. 

4.4.1.2 Mikrostruktur  

Um die Tiefenwirkung der Bearbeitung auf die Mikrostruktur untersuchen zu können 
und Verformungen der Körner und nanokristalline Randschichten nachzuweisen, er-
folgte eine Analyse mittels metallographischer Schliffe und rasterelektronenmikrosko-
pischen Untersuchungen. 

Focused-Ion-Beam Mikroskopie 

Die Untersuchung der Mikrostruktur in der oberflächennahen Randschicht erfolgte mit-
tels Focused-Ion-Beam (FIB) Mikroskopie, diese wurde als Dienstleistung des Labora-
toriums für Elektronenmikroskopie am Karlsruher Institut für Technologie durchgeführt. 
Mit diesem Verfahren wurde durch einen fokussierten Ga+-Ionenstrahl ein Einschnitt 
von 15 µm Tiefe und 20 µm Länge ohne mechanische und thermische Beeinflussung 
des Gefüges in der Probenoberfläche erzeugt. Die Längsausrichtung entspricht der 
Schnittrichtung des Werkzeugs, die Positionen wurden in der Mitte eines Werkzeug-
weges und im Falle von hämmernd gedrehten bzw. vibrationsunterstützt gedrehten 
Oberflächen in der Mitte eines Werkzeugeindrucks gewählt. Der offengelegte Quer-
schnitt der Randschicht wird anschließend unter einem Winkel von 38° zur Schnitt-
ebene rasterelektronenmikroskopisch untersucht. Das ioneninduzierte Channeling er-
laubt hohe Kontraste zur Abbildung der Kornstruktur. Die Untersuchung wurde mit 
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einem DualBeam Strata 400S der Firma FEI Company durchgeführt, die verwendeten 
Parameter sind in Tabelle 4-10 gegeben. 

Tabelle 4-10: Parameter der Focused-Ion-Beam Mikroskopie 

Verfahren Parameter Wert 
Focused-Ion-Beam (FIB) Beschleunigungsspannung 30 kV 
 Strom Schnitt 6.5 nA 
 Strom Polieren 0.9 nA 
Rasterelektronenmikroskopie Spannung 30 kV 
 Strom 9.7 pA 
 Vergrößerung 5000 

Metallographische Schliffe 

Eine tiefreichende Untersuchung der Randschicht erfolgte in metallographischen Schlif-
fen des Probenquerschnitts. Dies stellt ebenfalls die vorangehende Präparation für die 
Messung der Härtetiefenverläufe dar. Die Einbettung erfolgte kalt in 30 mm Probenträ-
gern mit dem Zweikomponenteneinbettmittel VariKEM 200 auf Methylmetacrylatbasis 
des Herstellers Schmitz-Metallographie GmbH. Gefolgt vom Nassschleifen mit Silizi-
umcarbid-Papieren bis zur Körnung 1200 und anschließend das Polieren mit Dia-
mantsuspension der Korngröße 6 µm, 3 µm und 1 µm. Die Präparation des Vergü-
tungsstahls wurde durch eine Feinpolitur mit einer Suspension aus Siliziumdioxid der 
Korngröße 50 nm abgeschlossen. Um das Gefüge der auf Hochglanz polierten Schliffe 
sichtbar zu machen, wurde eine nasschemische Tauchätzung der Korngrenzen durch-
geführt, wobei eine zweiprozentige alkoholische Salpetersäurelösung bei einer Ätz-
dauer von 5 s eingesetzt wurde. Für die Analyse wurden zwei unterschiedliche Orien-
tierungen der Proben bezüglich ihrer Trenn- bzw. Schliffebene verwendet, sowohl in 
Querrichtung (90°) als auch in Schrägschliffen mit einer Neigung von 10° zur Proben-
oberfläche. Durch diese Neigung der Probe wird der betrachtete Bereich durch die Pro-
jektion um das 6,39-fache gestreckt, was die lichtmikroskopische Untersuchung der 
Randschicht und Messung des Härtetiefenverlaufs vereinfacht. 

4.4.1.3 Mikrohärtetiefenverlauf 

Die durch die Kaltverfestigung bedingte Härtezunahme infolge der Prozesse be-
schränkt sich auf die Randschicht des Werkstoffs und weist ein Tiefenprofil auf, sodass 
eine übliche makroskopische Härtemessung der Oberfläche nicht geeignet ist, um dies 
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zu erfassen. Der Mikrohärtetiefenverlauf wird daher an Schliffen des Werkstoffs ermit-
telt. Die Mikrohärtemessung zeichnet sich durch den Einsatz geringer Prüflasten aus, 
was randnahe Messungen ermöglicht. Die Härteprüfung wurde mit dem vollautomati-
schen Mikrohärteprüfer Q10 A+ der Firma ATM Qness GmbH und der Auswertungs-
software Qpix Control2 durchgeführt. Es wurde eine Vickers-Härteprüfung nach HV 
0,01 mit einer Haltedauer von 10 Sekunden vorgenommen. Die Prüfeindrücke wurden 
in einem Intervall von 20 µm gesetzt. Gemäß DIN EN ISO 6507 beträgt der Mindestab-
stand bei Stählen das Dreifache der Eindruckdiagonalen (DIN6507-1:2024-01). Um 
dies einzuhalten, wurden die Prüfeindrücke alternierend um eine Mittellinie gesetzt. Die 
Messung des Härtetiefenverlaufs erfolgte in den Quer- und Schrägschliffen. Da jedoch 
die Härtemessung sich nicht nur auf die präparierte Oberfläche beschränkt und eine 
Tiefenwirkung hat, können sich die Härten unterschiedlicher Tiefen in den Schrägschlif-
fen überlagern, so dass die Bedingungen der DIN EN ISO 6507 nicht gänzlich erfüllt 
sind. Jedoch kann so ein fein aufgelöstes Tiefenprofil erfasst werden und die Härteein-
drücke näher an den Rand gesetzt werden, ohne dass der minimal erforderliche Rand-
abstand des Dreifachen der Diagonalen der Härteeindrücke unterschritten wird. 

4.4.1.4 Röntgenographische Eigenspannungsmessung 

Die röntgenographische winkeldispersive Eigenspannungsmessung wurde mit einem 
Xstress DR45 Röntgendiffraktometer der Firma Stresstech GmbH und der Auswer-
tungssoftware Xstress Studio 1.4.0 durchgeführt. Die Messung der Eigenspannungen 
erfolgte sowohl längs der Proben in Vorschubrichtung, als auch quer in Schnittrichtung. 
Die Messung gekrümmter Oberflächen kann zur Messung zu niedriger Spannungs-
werte führen. Nach DIN 15305 sollte die bestrahlte Fläche kleiner sein als das 0,4-fache 
des Krümmungsradius (DIN15305:2009-01). Für die untersuchten Proben entspräche 
dies einer maximalen Kollimatorgröße von 2 mm, zur Sicherheit und nach Hersteller-
empfehlung wurde eine Größe von 1 mm und eine Belichtungszeit von 3 s gewählt. Die 
weiteren Parameter für die Röntgenröhre sind Herstellerempfehlungen und können Ta-
belle 4-11 entnommen werden. Die Goniometeranordnung dieses Diffraktometers ent-
spricht dem modifizierten χ-Verfahren. Die Auswertung der Messung erfolgte nach der 
sin2 ψ-Methode mit der Annahme einer Spannung von σ33 = 0 MPa. 
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Tabelle 4-11: Parameter der röntgenographischen Eigenspannungsmessung 

Parameter Wert 
Belichtungszeit 3 s 
Kollimatorgröße 1,0 mm 
Röntgenröhre Chrom 
Material Fe Ferritisch {211} 156,4° 
Querkontraktionszahl 0,3 
E-Modul 211.000 MPa 
Rotationswinkel (φ) 0° und 90° 
Kippwinkel (ψ) 11 Stück -45,0–45,0° 
Beschleunigungsspannung 30 kV 
Strom 9 mA 

Für die Messung eines Tiefenprofils der Eigenspannungen ist ein Abtrag der Oberflä-
chenschichten notwendig, da die Eindringtiefe der Röntgenstrahlen nur in einer Grö-
ßenordnung von einigen Mikrometern liegt. Mechanische oder funkenerosive Verfahren 
beeinflussen den Spannungszustand, aus diesem Grund sind elektrochemische Ver-
fahren zu bevorzugen. Für den Materialabtrag wurde das elektrolytische Polier- und 
Ätzgerät MoviPol-5 des Herstellers Struers S.A.S. verwendet. Für die Bestimmung des 
Eigenspannungstiefenverlaufs erfolgt ein repetitiver Zyklus aus Spannungsmessung 
und Materialabtrag. Da der Materialabtrag abhängig von elektrischer Kontaktierung und 
Elektrolytfluss ist, kann dieser trotz konstanter Parameter variieren. Im Bereich der 
oberflächennahen Randschicht bis in eine Tiefe von 100 µm, wo große Spannungsgra-
dienten zu erwarten sind, wurde das Messintervall zwischen 10 µm bis 20 µm gewählt, 
in der tieferliegenden Randschicht zwischen 30µm bis 50 µm. Die angelegte Spannung 
betrug 40 V bei einer Einwirkzeit von 20 s bzw. 40 s. Die Erfassung des Materialabtrags 
erfolgte mittels einer digitalen Messuhr ID-C der Mitutoyo Corporation mit einer Schritt-
weite von 0,5 µm in einem Tiefenmesstand. Zur Gewährleistung einer gleichbleibenden 
Messtelle, sowohl röntgenographisch wie taktil, wurden die Proben in einem Präzisi-
onsschraubstock fixiert, dessen Position bei den Messungen formschlüssig und wie-
derholgenau sichergestellt wurde. 
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4.4.2 Quasistatischer Zugversuch 

Für die Charakterisierung der Werkstoffcharge des verwendeten 42CrMo4 Vergütungs-
stahls wurde ein quasistatischer Zugversuch nach DIN EN ISO 6892-1 durchgeführt, 
um die mechanischen Kennwerte zu ermitteln (DIN6892-1:2020-06). Die Versuche wur-
den auf einer Universal Prüfmaschine von Zwick Roell GmbH & Co. KG durchgeführt. 
Die Probengeometrie ist in Abschnitt 4.2.3 gegeben. Die Versuche wurden mit einer 
Vorspannung der Probe von 100 N durchgeführt, die Traversengeschwindigkeit betrug 
1,5 mm/min. Für die statistische Absicherung erfolgten acht Versuchswiederholungen. 

4.4.3 Tribometer  

Die tribologische Untersuchung sowohl der mikrotexturierten, als auch der gedrehten 
Topographien erfolgten in geschlossenen Tribometern zweierlei Bauformen in einer  
Zylinder-auf-Scheibe und Zylinder-auf-Stift Anordnung. Für beide Tribometer wurden 
mikrotexturierte bzw. gedrehte zylinderförmige Proben mit einem Durchmesser von 
10 mm und Länge von 10 mm gefertigt. Als Schmiermittel wurde das Referenzöl Nr.2 
(FVA2) der Forschungsvereinigung Antriebstechnik e.V. verwendet. Die Eigenschaften 
dieses Schmierstoffes sind in Tabelle 4-12 gegeben. Beide Reibpartner wurden vor den 
Versuchen vollständig mit diesem benetzt. Eine weitere Schmiermittelzugabe erfolgte 
während der Versuche nicht, um einen Abtransport möglicher Abriebpartikel (Debris) 
aus dem tribologischen Kontakt nicht hervorzurufen und die Aufnahmefähigkeit der To-
pographie für diese Partikel mit zu berücksichtigen. Bei dem tribologischen Kontakt 
handelt es sich um eine linienförmige Berührungsfläche einer Zylindermantelfläche mit 
einer Ebene.  
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Tabelle 4-12: Eigenschaften des Referenzöls Nr.2 (FVA2) (Forschungsvereinigung 
Antriebstechnik e.V. 1985) 

Parameter Wert 
Grundöl Mineralöl 
Additive Keine 
Kinematische Viskosität  
 40 °C 28,5–31,0 mm2/s 
 50 °C 19,3–20,3 mm2/s 
 100 °C 5,1–5,3 mm2/s 
ISO VG 32 
Dichte bei 15°C 0,868–0,874 g/ml 

4.4.3.1 Zylinder-auf-Scheibe Tribometer 

Die tribologische Untersuchung wurde auf einem Labortribometer vom Typ CETR 
UMT3 des Herstellers Phoenix Tribology Ltd in einer Zylinder-auf-Scheibe Anordnung 
durchgeführt. Die Rotation des Zylinders um seine eigene Achse ist hierbei gesperrt, 
so dass sich die tribologische Belastung auf eine unveränderte Berührfläche kon-
zentriert. Die Kontaktlinie der Scheibe und des Zylinders schneidet die Achse der 
Scheibe so, dass die Gleitgeschwindigkeit senkrecht zur Zylinderachse steht. Die Gleit-
geschwindigkeit wurde im Versuch schrittweise in 15 Stufen abgesenkt nach einer Hal-
tezeit von 20 s je Stufe. Die Gleitgeschwindigkeiten und weitere Größen sind in Tabelle 
4-13 und Abbildung 4-13 gezeigt. Als tribologischer Partner kamen in diesem Aufbau 
plangedrehte Scheiben aus 42CrMo4 mit einem Durchmesser von 50 mm zum Einsatz. 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Referenzöle%23_CTVL00193cbc0e7e6ba48fa8b993b27b7587980
file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Referenzöle%23_CTVL00193cbc0e7e6ba48fa8b993b27b7587980
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Tabelle 4-13: Parameter des Zylinder-auf-Scheibe Tribometers 

Parameter Wert 
Gleitgeschwindigkeit (15 Stufen) 20–2000 mm/s 
Richtung Reversierend 
Haltezeit pro Stufe 20 s 
Normalkraft 40 N 
Schmierstoff Referenzöl Nr.2 (FVA2) 
Topographie Probescheiben  
 Textur Gedreht 
 Mittlere arithmetische Höhe Sa 0,59 ± 0,11 µm 
 Maximale Höhe Sz 3,39 ± 0,50 µm 

 

 
Abbildung 4-13: Gleitgeschwindigkeitsprofil a) und Aufbau des Zylinder-auf-Scheibe 

Tribometers b) 

Verschleißmarkenbestimmung 

Der tribologische Kontakt führt mit zunehmender Dauer zu einem Materialabtrag, der in 
Form einer Verschleißmarke ersichtlich wird. Die Bestimmung der Verschleißmarken-
breite erfolgte optisch mit einem VHX-XF Digitalmikroskop des Herstellers Keyence 
Corporation. Mithilfe einer Schrägbelichtung wurde der Kontrast der Verschleißmarke 
aufgrund derer veränderten Topographievorzugsrichtung in diesem Bereich zum Rest 
der Probenoberfläche hervorgehoben. Durch die veränderte Reflektivität erscheinen 
die Verschleißmarken in den Aufnahmen deutlich dunkler. In einer anschließenden 
Bildauswertung mit der mikroskopeigenen Software wurden die Flächenanteile der Ver-
schleißmarke bestimmt. Dies ist exemplarisch in Abbildung 4-14 gezeigt. 
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Abbildung 4-14: Optische Flächenbestimmung der Verschleißmarke: 

Topographie Hämmerndes Drehen a), Topographie Drehen b) 

4.4.3.2 Zylinder-auf-Stift Tribometer 

Da bei der tribologischen Untersuchung mittels der Zylinder-auf-Scheibe Anordnung 
der Verschleiß auf eine örtlich unveränderte Berührungsfläche konzentriert ist, tritt ein 
lokaler Materialabtrag und eine damit einhergehende starke Veränderung der Topogra-
phie und Kontaktfläche auf. Um den Materialabtrag über den gesamten Umfang der 
Probe zu verteilen und damit die Topographieveränderung zu minimieren, wurde ein 
Tribometer mit einer Zylinder-auf-Stift Anordnung auf der Vertikaldrehmaschine V100 
aufgebaut. In diesem Aufbau rotiert die zylinderförmige Probe in der Werkstückspindel 
der Maschine gegen einen feststehenden Stift in Form eines Würfels mit 10 mm Kan-
tenlänge. Die Kraftmessung erfolgte über das Mehrkomponentendynamometer wie in 
Abschnitt 4.3.3.1 beschrieben. Der tribologische Partner ist aus derselben Werkstoff-
charge wie die Probekörper gefertigt und weist eine geschliffene Oberfläche auf. Die 
Normalkraft wird durch eine Federvorspannung des feststehenden Pins und die Positi-
onierung der Probe durch die Spindel erreicht. In diesem Versuchsaufbau wurden so-
wohl der Gleitreibungskoeffizient als auch der Haftreibungskoeffizient in reversierender 
Richtung untersucht. Die Normalkraft wurde stufenlos in den Versuchen der Gleitrei-
bung variiert. Die Bestimmung des Haftreibungskoeffizienten erfolgte in 20 Stufen der 
Normalkraft. Die gewählten Versuchsparameter sind in Tabelle 4-13 und Abbildung 
4-15 gegeben.  

1 mm 1 mm

a) b)
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Tabelle 4-14: Parameter des Zylinder-auf-Stift Tribometers 

Parameter Wert 
Gleitreibung  
Gleitgeschwindigkeit (15 Stufen, 30 s je Stufe) 2–157 mm/s 
Richtung Reversierend 
Normalkraft (kontinuierlich 7,35 N/s) 10–120 N 
Schmierstoff Referenzöl Nr.2 (FVA2) 
Haftreibung  
Normalkraft (20 Stufen) 12–118 N 
Richtung Reversierend 
Schmierstoff Referenzöl Nr.2 (FVA2) 

trocken 
Topographie Probewürfel  
Textur Geschliffen 
Mittlere arithmetische Höhe Sa 0,24 ± 0,06 µm 
Maximale Höhe Sz 3,38 ± 0,98 µm 

Topographieveränderung durch Materialabtrag 

Bei jedem tribologischen Kontakt der Grenzreibung und Mischreibung kommt es zu ei-
ner Veränderung der Topographie mit der zurückgelegten Gleitlänge. Um diese suk-
zessive Veränderung der Topographie durch den gleitenden tribologischen Kontakt zu 
erfassen, erfolgte eine Abformung der Topographie in sieben Intervallen nach einem 
Durchlauf des Gleitgeschwindigkeits- und Normalkraftprofils. Die Abformung der Topo-
graphie mit dem Vinylpolysiloxan Präzisionsabformmaterial Provil novo Light aus dem 
Dentalbereich, ermöglicht gleichbleibende Versuchsbedingungen ohne ein wiederhol-
tes Aus- und Einspannen der Probe für eine Topographiemessung. Durch Invertierung 
der optischen Messung der Topographieabformungen kann eine Auswertung wie in Ab-
schnitt 4.4.1.1 beschrieben erfolgen.  
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Abbildung 4-15: Normalkraftprofil a) und Gleitgeschwindigkeitsprofil b) der 

Gleitreibungsuntersuchung, Normalkraftprofil der Haftreibungsuntersuchung c) und 
Aufbau des Zylinder-auf-Stift Tribometers d) 

4.4.4 Schwingfestigkeit 

Der Einfluss der drei Bearbeitungszustände auf die Schwingfestigkeit wurde in Biege-
umlaufversuchen untersucht, da bei diesem Verfahren die höchsten Spannungen in der 
Bauteilrandschicht vorliegen. Dies hat zufolge, dass die Randschichtzustände maßgeb-
lich für das Verhalten der Proben ausschlaggebend sind und nicht tief innenliegende 
Defekte wie Poren oder Fehlstellen. Die Versuchsdurchführung orientierte sich am Perl-
schnurverfahren nach DIN 50100:2022-12 (DIN50100:2022-12), ausgehend von einer 
Randspannungsamplitude von σa = 600 MPa. Hierbei wurde die Spannungsamplitude 
sukzessiv bis zum Auftreten von Durchläufern verringert bzw. erhöht, bis eine Lastspiel-
zahl von nL = 25 × 103 unterschritten oder die Randspannungsamplitude σa = 750 MPa 
überschritten wurde. Bei den Versuchen wurde spannungsunabhängig eine 
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Umlauffrequenz von 50 Hz gewählt. Die Belastung der Proben erfolgte bis zum voll-
ständigen Bruch oder bis zu einer maximalen Lastspielzahl von nL = 107 Lastspielen, 
was als Durchläufer gewertet wird. Die Auswertung erfolgte durch eine lineare Regres-
sion aller Lasthorizonte zur Zeitfestigkeitsgeraden, was die Berechnung der Stan-
dardabweichung und so die Bestimmung der Geraden für eine Ausfallwahrscheinlich-
keit von 10 %, 50 % und 90 % ermöglicht. Für die statistische Absicherung der Wöhler-
kurven wurden je Bearbeitungszustand 20 Prüfkörper wie in Abschnitt 4.2.3 beschrie-
ben verwendet. Bei dem Biegeumlaufprüfstand handelt es sich um einen direkt ange-
triebenen elektromechanischen Versuchsaufbau, wobei ein Lagerbock rotatorisch frei 
und ein Lagerbock rotatorisch und linear frei gelagert ist, was eine Beaufschlagung mit 
einem konstanten Biegemoment über die Probenlänge ermöglicht. Die Regelung des 
erforderlichen Biegemoments erfolgt über Hebelarme, die durch einen Linearaktuator 
und eine Kraftmesszelle vorgespannt werden. Durch diese Art der Lasteinleitung ist 
dem Drehmoment zwar eine minimale axiale Kraft überlagert. Aufgrund der Hebelarm-
länge von 400 mm im Verhältnis zum Probenradius von 4 mm ist diese jedoch um den 
Faktor 100 untergeordnet und es wird ein Spannungsverhältnis R = -1 angenommen.  
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5 Kinematische und numerische Simulation 
Die experimentelle Untersuchung des Hämmernden Drehens wurde partiell durch geo-
metrische Simulationsmethoden zur Abstraktion der Topographie und numerische 
FEM-Simulationen zur Analyse des Materialflusses, der Eigenspannungen und der Pro-
zesskräfte unterstützt. 

5.1 Kinematische Durchdringungsrechnung 
Die Modellierung der Texturierung der Bauteiloberflächen durch die Analogieversuche 
wurde in einer ersten Abstraktion durch eine geometrische Durchdringungsrechnung 
der Einzeleindrücke des Werkzeugs vorgenommen. Diese rein geometrische Abbildung 
der Oberfläche ermöglicht eine rechenzeiteffiziente Vorhersage der idealen Mikrotextur 
in Abhängigkeit der Stellgrößen und der Werkzeugmikrogeometrie. Da für die Berech-
nung in erster Approximation keine rechenaufwändige FEM-Simulation verwendet 
wurde, kann eine Vielzahl von Topographien mit einer hohen Diskretisierung < 1 µm 
berechnet werden. Ein weiterer Vorteil der geometrischen Simulation ist die Bestim-
mung der lokalen Werkzeugüberdeckung, die experimentell praktisch nicht ermittelbar 
ist. Hierbei können zwei unterschiedliche Arten der Überdeckung beschrieben werden. 
Zum einen die geometrische Durchdringung, die eine Wechselwirkung vorangegange-
ner Eindrücke berücksichtigt, bei der die Reihenfolge der Eindrücke entscheidend ist. 
Zum anderen die Überdeckung bei reiner geometrischer Projektion, die vorherige Ein-
drücke nicht berücksichtigt. In diesem Fall entspräche der Werkstoff einem ideal elas-
tischen Material, dies ist in Abbildung 5-1 veranschaulicht. Für eine quantitative Bewer-
tung wird hierbei die gemittelte Überdeckung 𝑘̅ herangezogen: 

𝑘̅ =
1

𝐴
∬ 𝑘(𝑥, 𝑦)𝑑𝐴

𝐴

≈
1

𝐴
∗ ∑ 𝑘𝑘 ∗ Δ𝐴𝑘

𝑛

𝑘=0

 5-1 

𝑘̅ = 𝑔𝑒𝑚𝑖𝑡𝑡𝑒𝑙𝑡𝑒 Ü𝑏𝑒𝑟𝑑𝑒𝑐𝑘𝑢𝑛𝑔  
𝑘 = 𝐴𝑛𝑧𝑎ℎ𝑙 𝑑𝑒𝑟 𝑊𝑒𝑟𝑘𝑧𝑒𝑢𝑔𝑘𝑜𝑛𝑡𝑎𝑘𝑡𝑒  
𝐴 = 𝐹𝑙ä𝑐ℎ𝑒 
𝑘𝑘 = 𝑊𝑒𝑟𝑘𝑧𝑒𝑢𝑔𝑘𝑜𝑛𝑡𝑎𝑘𝑡𝑒 𝑖𝑛 𝐸𝑙𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡 𝑘 
𝛥𝐴𝑘 = 𝐹𝑙ä𝑐ℎ𝑒 𝑑𝑒𝑠 𝐸𝑙𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡𝑠 𝑘  

 

Ein Nachteil der Simulationsmethode stellt die fehlende Abbildung des physikalischen 
Materialverhaltens dar, was eine Simulation von Prozesskräften oder Randschichtzu-
ständen ausschließt. Zudem ist die Volumenkonstanz nicht gegeben, sodass sowohl 
das plastische Fließen des Werkstoffs als auch der resultierende Materialaufwurf nicht 
abgebildet werden können. In der aufgebauten Simulation in der Entwicklungs-
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umgebung Matlab wird die Werkzeuggeometrie zunächst als eine Oberflächengeomet-
riedatei (STL-Datei) eingelesen, sodass ideale Werkzeugmikrogeometrien aus Geo-
metriemodellen sowie aufbereitete Messdaten von realen Schneidkanten verarbeitet 
werden können. Aus diesen Daten wird ein Einzelabdruck des Werkzeugs mit der Ein-
drucktiefe berechnet, der entsprechend der vorgegebenen Stellgrößen mehrfach von 
einer Ebene subtrahiert wird. Die Überdeckung der Werkzeugeindrücke und die Anzahl 
der Werkzeugkontakte mit der Oberfläche kann mit dem Modell für eine reine senk-
rechte Hämmerbewegung berechnet werden. Im Rahmen der Simulation der Analogie-
versuche wurde ein Bereich von 550 µm × 550 µm berechnet, in dem die Höhenpara-
meter gemäß ISO 25178 ermittelt wurden. Die geometrische Abbildung des Hämmern-
den Drehens wurde durch eine Erweiterung des Simulationsmodells realisiert, bei der 
die Schnittbewegung des Werkzeugs sowie die Hämmerbewegung als eine nicht line-
are senkrechte Bewegung modelliert wurden, sodass die tatsächliche Werkzeugtrajek-
torie berücksichtigt wird. Dies schließt jedoch die Berechnung der Überdeckung aus, 
da der Kontakt zwischen Werkstück und Werkzeug nicht mehr periodisch mit Unterbre-
chung, sondern in einem kontinuierlichen Kontakt erfolgt, so dass eine Differenzierung 
der einzelnen Kontakte nicht mehr möglich ist. Das Bewegungsprofil des Werkzeugs in 
der Simulation kann aus vorgegebenen idealen Profilen sowie aus den Aufzeichnungen 
des integrierten Wegmesssystem des piezoelektrischen Werkzeugsystems entstam-
men. 
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Abbildung 5-1: Schematische Darstellung der Werkzeugüberdeckung bei 

geometrischer Durchdringung und Projektion a), berechnete Topographie und 
Werkzeugüberdeckung bei geometrischer Durchdringung in der Simulation b) 

 

5.2 Finite-Elemente-Simulation 
Die Erstellung des FEM-Modells erfolgte in der Simulationsumgebung Simufact  
Forming 2021. Die implizite Berechnung des FEM-Modells wurde anschließend mit 
dem Finite-Elemente-Solver MSC-Marc durchgeführt. 

5.2.1 Analogieversuche 

Zur Analyse der Randschichtzustände und des Materialflusses wurde neben der geo-
metrischen Simulation ein 3D-FEM-Simulationsmodell der Analogieversuche aufge-
baut. In den Simulationen wurden neben Einzeleindrücken des Werkzeugs mit unter-
schiedlicher Schneidkantenverrundung überlappende Mehrfacheindrücke untersucht. 
Dies ermöglicht die Betrachtung der plastischen Ausformung der Mikrotextur durch den 
Materialfluss. Ebenso wurde die Randschichtmodifikation in Form der Eigenspan-
nungszustände untersucht. In den 3D-Simulationen erfolgte die Abbildung dreier Werk-
zeugbahnen, was die Bewertung der gegenseitigen Beeinflussung der Werkzeugein-
drücke sowohl in Längs- als auch in Querrichtung ermöglicht. Um die Geometrie und 
die Bauteilzustände in der Simulation adäquat abzubilden, wurde das Modell aus mehr 

Geometrische Projektion

Geometrische DurchdringungWerkzeugeindrücke
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als 250.000 Tetraederelementen aufgebaut, die an der Oberfläche auf unter 15 µm dis-
kretisiert waren.  

5.2.2 Hämmerndes Drehen 

Zur Durchführung einer simulativen Untersuchung des Hämmernden Drehens wurde 
der dreidimensionale Prozess durch ein zweidimensionales Modell abgebildet. Diese 
Vorgehensweise ermöglichte die erforderliche feine Diskretisierung des Werkstücks bei 
moderaten Rechenzeiten. So wurde eine qualitative Untersuchung der Einflusspara-
meter auf die Eigenspannungen sowie die Analyse des Materialflusses ermöglicht. In 
den Simulationen wurde die zeitliche und örtliche Entwicklung der Spannungen im 
Werkstück infolge der Bearbeitung untersucht. Die Auswertung der Spannungen wurde 
an einem lokalen Mikrotexturelement unmittelbar nach der Bearbeitung durch das 
Werkzeug durchgeführt. Dieses lokale Mikrotexturelement wird durch einen Werkzeug-
eindruck und den darauffolgenden gebildet. Die Auswertung der Spannungen erfolgt 
stationär an dieser Stelle, um zeitliche Veränderungen durch den diskontinuierlichen 
Prozess identifizieren zu können. In Abbildung 5-2 sind in a) die Auswertepunkte sche-
matisch dargestellt sowie der Simulationsaufbau gezeigt. Infolge der Werkstoffverfor-
mung durch die Bearbeitung kommt es zu einer Erwärmung des Werkstoffs, wobei ther-
mische Spannungen ebenso wie mechanische Spannungen durch den Werkzeugkon-
takt induziert werden können. Bei den vorliegenden Spannungen handelt es sich nicht 
um Eigenspannungen. Die Berechnung der verbleibenden Eigenspannungen in der 
Randschicht erfolgte nach dem Entfernen des Werkzeugs in der Simulation unter Be-
rücksichtigung einer Abkühlzeit von 30 Sekunden. Diese Zeitspanne gewährleistet eine 
ausreichende Abkühlung des gesamten Bauteils auf nahezu die Umgebungstempera-
tur von 20 °C. In den Simulationen wurden entsprechend den Experimenten das Häm-
mernde Drehen sowie die Referenzprozesse vibrationsunterstütztes Drehen und Dre-
hen betrachtet. In der Tabelle 5-1 sind die in der Simulation verwendeten Parameter 
sowie geometrische Größen angegeben. 
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Abbildung 5-2: Auswertepunkte der zeitlichen Entwicklung der Spannungen im Bauteil 
a) und Aufbau der 2D-FEM-Simulation b) 

 

Tabelle 5-1: Geometriegrößen und Parameter der 2D-FEM-Simulation 

Parameter   
Schnittgeschwindigkeit vc 3,5 m/min 
Frequenz der Schwingung fc,o  1000 Hz 
Amplitude der Schwingung ac,o  10 µm 
Hämmerhub aH 20 µm 
Eindruckabstand di 58,3 µm 
Schnitttiefe  ap 0,1 mm 
Spanwinkel γ - 6°, 0°, 6° 
Freiwinkel α 13°, 7° 1° 
Schneidkantenradius  rβ 20 µm 
Netzgröße:   
Global  10 µm 
Kontaktbereich  5 µm 
Kombiniertes Reibungsmodell:   
Schubspannung µσ 0,18 
Coulomb µ 0,3 
Wärmeübergangskoeffizient zur Umgebung   20 W/m2 K 
Umgebungstemperatur  20°C 

 

233 µm

12345

Werkzeug

Werkstück
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6 Ergebnisse 
In diesem Kapitel werden die Ergebnisse sowohl der experimentellen Untersuchungen 
und Messungen als auch der begleitenden Simulationen dargestellt. Zunächst wird auf 
den Analogieversuch eingegangen, bei dem die Hämmerbewegung des Hämmernden 
Drehens mit der Maschinenkinematik reproduziert wurde. Im Anschluss werden die Er-
gebnisse des eigentlichen Hämmernden Drehens und der Referenzprozesse gezeigt 
und diskutiert. 

6.1 Analogieversuche 
Mit Hilfe der Analogieversuche wurden Kenntnisse gewonnen, ob ein mechanisches 
Hämmern mit einer konventionellen Wendeschneidplatte möglich ist, welche Prozess-
kräfte dabei auftreten und wie sich der Prozess auf die Randschichtzustände auswirkt. 
Die in diesem Kapitel beschriebenen Ergebnisse der Analogieversuche wurden bereits 
teilweise in (Schwalm & Gerstenmayer et al. 2022) veröffentlicht. 

6.1.1 Einzeleindrücke  

Für eine erste Abschätzung der Kräfte, die beim Hämmern von Bauteilen mit dem Zer-
spanungswerkzeug auftreten, wurden zunächst Einzeleindrücke mit konventionellen 
Wendeschneidplatten aus Hartmetall mit unterschiedlichen Kantenverrundungen 
S̅ = 10 µm und S̅ = 30 µm durchgeführt. Abbildung 6-1 a) stellt die gemessenen und 
simulierten Kräfte in Abhängigkeit der Eindrucktiefe dar. Die Kräfte zeigen ein überpro-
portionalen Anstieg, wie dies aufgrund der ebenfalls überproportionalen Flächen- bzw. 
Volumenzunahme zu erwarten ist, was in Abbildung 6-1 b) skizziert wird. Eine schärfere 
Schneidkante verdrängt bei gleicher Eindrucktiefe weniger Material als eine stärker ver-
rundete. Es ist davon auszugehen, dass der verdrängte Werkstoff eine schärfere 
Schneidkante besser umfließen kann. Die Simulation unterschätzt die Kräfte bei gerin-
ger Eindrucktiefe, überschätzt sie aber bei größerer. Zudem ist der Unterschied zwi-
schen den beiden Mikrogeometrien in der Simulation stärker ausgeprägt. 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Hämmerndes%23_CTVL0018aaf8012854f46d588ca6abba1eaecfe
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Abbildung 6-1: Gemessene und simulierte Kräfte bei Einzeleindrücken mit 

unterschiedlichen Schneidkantenverrundungen  
Die Analyse der Prozesskräfte in den Analogieversuchen ermöglicht die Abschätzung 
der Prozesskräfte beim Hämmernden Drehen. Zur statistischen Absicherung wurde der 
Mittelwert aus der maximalen Kraft von 20 Eindrücken gebildet. Die Bewertung be-
schränkt sich auf die Betrachtung der Kräfte in Normalenrichtung zur Oberfläche (Z-
Kraft), da diese die dominierende Kraft des Hämmerns darstellt. Kräfte in die zwei ver-
bleibenden Raumrichtungen sind um ein Vielfaches kleiner und werden daher nicht nä-
her betrachtet, da im späteren Prozess eine Überlagerung mit den Zerspankräften folgt, 
die größer sind als die tangentialen Anteile. Die Ursache dieser Kraftanteile in den Ana-
logieversuchen sind die asymmetrischen Winkel der Frei- und Spanfläche sowie der 
Neigungswinkel des Werkzeugs. In Abbildung 6-2 ist das Kraftsignal von zwei Werk-
zeugeindrücken beispielhaft aufgetragen. 

6.1.2 Prozesskräfte 

Der Einfluss der Stellgrößen Eindruckabstand di, Bahnabstand db und Schneidkanten-
verrundung S̅ auf die maximale Z-Kraft ist in Abbildung 6-3 dargestellt. Dies wurde für 
die Eindrucktiefe ti = 10 µm in a) und ti = 20 µm in b) untersucht. Zusätzlich ist die ma-
ximale Kraft eines Einzeleindrucks ohne Überlagerung mit vorhergehenden Eindrücken 
im unverfestigten Material dargestellt. Ein starker Rückgang der Prozesskräfte tritt bei 
einer kleinen Eindrucktiefe ti = 10 µm bei einer Vergrößerung des Bahnabstands 
db = 100 µm auf db = 200 µm für Eindruckabstände di = 200–400 µm auf. Bei einem 
Bahnabstand db = 100 µm ist der größte Anstieg der Kraft bei einer Vergrößerung des 
Eindruckabstands von di = 50 µm auf db = 200 µm zu verzeichnen. Eine Vergrößerung  
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Abbildung 6-2: Kraftsignal beim Hämmern mit dem Zerspanungswerkzeug in den 

Analogieverssuchen 
der Schneidkantenverrundung resultiert demgegenüber lediglich in einer untergeordne-
ten Steigerung der Kräfte. Im Vergleich mit den Einzeleindrücken ist bei fast allen Stell-
größen ein Kraftanstieg zu verzeichnen, was bedeutet, dass die Eindrücke miteinander 
wechselwirken und zu einer plastischen Materialverlagerung oder -verfestigung führen. 
Bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm treten höhere Maximalkräfte auf, als bei einer Ein-
drucktiefe ti = 10 µm, dies ist besonders bei einem Bahnabstand db = 200 µm der Fall. 
Die Erhöhung des Eindruckabstands hat zunächst einen Anstieg der Kräfte zufolge, 
diese fallen dann mit einem Abstand di > 200 µm wieder ab. Ersichtlich ist, dass bei  

   
Abbildung 6-3: Maximale Prozesskräfte bei den Analogieversuchen bei einer 

Eindrucktiefe ti = 10 µm a) und ti = 20µm b) 
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einer kleinen Schneidkantenverrundung und kleinem Eindruckabstand die geringeren 
Kräfte auftreten, wie dies bei einer Eindrucktiefe ti = 10 µm auch der Fall ist. Im Ver-
gleich mit den Einzeleindrücken ist der Einfluss der Schneidkantenverrundung ausge-
prägter. Bei einem Bahnabstand db = 200 µm treten größere Kräfte mit größerer Ver-
rundung auf, dies ist nicht der Fall bei einem Bahnabstand db = 100 µm, wo dies stark 
vom Eindruckabstand abhängt. 

Der Kehrwert der Multiplikation der beiden Stellgrößen Bahn- und Eindruckabstand 
ergibt einen Kennwert der Flächenbearbeitungsintensität, welcher die Anzahl der Werk-
zeugeindrücke auf eine Fläche beschreibt. Für einen direkten Vergleich des Einflusses 
der Stellgrößen sind in Abbildung 6-4 die Maximalkräfte dargestellt, für eine konstante 
Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2. Diese zeigt, dass die Parameterkom-
binationen mit kleinem Eindruckabstand meist kleinere Kräfte aufweisen, insbesondere 
bei einer Eindrucktiefe ti = 10 µm. Bei größerer Eindrucktiefe und Schneidkantenver-
rundung nehmen die Kräfte ähnliche Werte an. Zusammenfassend kann für die Pro-
zesskräfte in den Analogieversuchen festgehalten werden, dass möglichst geringe 
Kräfte mit einem Eindruckabstand di ≤ 100 µm sowie einer geringen Eindrucktiefe 
ti = 10 µm auftreten. 

 
Abbildung 6-4: Maximale Prozesskräfte bei gleicher Flächenbearbeitungsintensität 

von 1/20.000 µm2 

6.1.3 Topographie 

Das Hämmern mit der Schneidkante in den Analogieversuchen ermöglicht eine Verän-
derung der Topographie durch die Stellgrößen, was experimentell und simulativ mittels 
Durchdringungsrechnung untersucht wurde. 
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6.1.3.1 Berechnete Überdeckung 

Die geometrische Simulation ermöglicht eine mathematische Analyse der Werkzeug-
kontakte, dies erlaubt es die gemittelten Überdeckungen der Oberfläche zu bestimmen. 
Die berechnete gemittelte Überdeckung der geometrischen Durchdringung und geo-
metrischen Projektion in Abhängigkeit der Stellgrößen und der Mikrogeometrie ist in 
Abbildung 6-5 dargestellt. Mit der Erhöhung der Eindrucktiefe steigt die Überdeckung, 
insbesondere in der Projektion, da sich die Eindruckfläche überproportional vergrößert. 
Die Schneidkantenverrundung hat demgegenüber wenig Einfluss. Eine Vergrößerung 
des Eindruckabstands führt hingegen zu einer überproportionalen Reduktion der proji-
zierten Überdeckung, während die der Durchdringung eher einen linearen Charakter 
aufweist. Der Bahnabstand weist hier ein ähnliches Verhalten wie der Eindruckabstand 
auf. Ist der Abstand zwischen Bahn und Eindruck wesentlich größer als die räumliche 
Ausdehnung eines Werkzeugeindrucks, ist keine Wechselwirkung zwischen diesen zu 
erwarten und es bleiben Teile der Oberfläche unbearbeitet, was zu einer Überde-
ckung < 1 führt. In diesem Bereich ergeben Projektion und Durchdringung identische 
Werte. Die Durchdringung stellt den Fall eines fiktiven Werkstoffs ohne elastischen Be-
reich und ohne Materialfluss dar, weshalb die tatsächliche Überdeckung höher ange-
nommen werden muss. Folglich müssen für eine vollflächige Bearbeitung der Oberflä-
che entweder sehr kleine Stellgrößen des Bahn- und Eindruckabstands gewählt werden 
oder eine höhere Eindrucktiefe ist erforderlich. 

  
Abbildung 6-5: Gemittelte Überdeckung bei geometrischer Durchdringung a) und 

geometrischer Projektion b) 
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Die Abbildung 6-6 veranschaulicht die beiden Arten der gemittelten Überdeckung für 
eine konstante Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2. Es wird ersichtlich, 
dass für höhere gemittelte Überdeckungen der geometrischen Durchdringung bei einer 
Eindrucktiefe ti = 10 µm kleine Eindruckabstände zu bevorzugen sind, während bei Ein-
drucktiefe ti = 20 µm kleine Bahnabstände zu bevorzugen sind. Für die geometrische 
Projektion zeigt die Berechnung keinen Unterschied, wie dies zu erwarten ist, da die 
Lage der Eindrücke zueinander unerheblich für die Überdeckung ist. 

 
Abbildung 6-6: Berechnete gemittelte Überdeckung bei gleicher 

Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2 für die geometrische 
Durchdringung und geometrische Projektion 

6.1.3.2 Topographieparameter 

Die Bearbeitung der Oberfläche verändert die Topographie und damit die Topographie-
parameter, was experimentell und simulativ untersucht wurde. 

Mittlere arithmetische Höhe Sa 

In Abbildung 6-7 sind die simulierten und gemessenen Werte der mittleren arithmeti-
schen Höhe Sa dargestellt. Im Allgemeinen wird die gemessene arithmetische Höhe in 
hohem Maße durch den Eindruckabstand beeinflusst. Für eine Eindrucktiefe ti = 10 µm 
wird das Maximum in der Simulation bei einem Eindruckabstand di = 200 µm erreicht, 
während dies bei ti = 20 µm für di = 300 µm der Fall ist. Die größte Differenz zwischen 
Simulation und Messung tritt bei einer Eindrucktiefe ti = 10 µm und Bahnabstand 
db = 100 µm für einen Eindruckabstand di > 200 µm auf. Hier unterschätzt die Simula-
tion die experimentellen Werte deutlich. Bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm werden die 
Werte für den gleichen Eindruckabstand bei einem Bahnabstand db = 200 µm jedoch 
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von der Simulation überschätzt. In beiden Fällen scheinen plastische Vorgänge in Form 
von Materialaufwürfen, die die Simulation nicht abbilden kann, signifikant zu sein. Durch 
die starke Überdeckung der Werkzeugeindrücke bei kleinem Eindruckabstand 
di = 50 µm kann die Topographie deutlich eingeglättet werden auf Sa-Werte unter 1 µm. 
Bei einer Eindrucktiefe von ti = 20 µm ist eine generelle Überschätzung der Werte zu 
beobachten. Diese Abweichungen lassen sich auf einen erhöhten Materialfluss zurück-
führen, der wiederum zu einer Verformung der vorhergehenden Eindrücke führt. Der 
Einfluss der Mikrogeometrie ist von untergeordneter Bedeutung, eine erhöhte Schneid-
kantenverrundung führt zu geringfügig höheren Werten der arithmetischen Höhe Sa. 
Bei sehr kleinem Eindruckabstand di = 50 µm zeigt sich eine sehr gute Übereinstim-
mung zwischen Simulation und Messung.  

 
Abbildung 6-7: Gemessene und simulierte mittlere arithmetische Höhe Sa der 

Topographie in den Analogieversuchen 
Abbildung 6-8 zeigt den Höhenparameter Sa für eine spezifische Flächenbearbeitungs-
intensität der Stellgrößen Bahn- und Eindruckabstand. Ein kleiner Eindruckabstand 
di = 100 µm führt im Vergleich zu einem Bahnabstand db = 100 µm zu den geringeren 
Werten. Die gemessenen Werte für einen Eindruckabstand di = 100 µm nehmen mit 
zunehmender Eindrucktiefe ab. In der Simulation steigen die Werte mit zunehmender 
Eindrucktiefe ti = 20 µm und Eindruckabstand di = 200 µm deutlich an, während sie in 
der Messung ähnliche Werte beibehalten. Niedrige Sa-Werte erfordern daher einen 
kleinen Eindruckabstand, während für höhere Werte ein größerer Bahnabstand erfor-
derlich ist. 
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Abbildung 6-8 Gemessene und simulierte mittlere arithmetische Höhe Sa der 

Topographie bei gleicher Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2 
Maximale Höhe Sz 

In Abbildung 6-9 ist die simulierte und gemessene maximale Höhe der Topographie 
dargestellt. Diese weist ähnlich wie die mittlere arithmetische Höhe bei einer Eindruck-
tiefe ti = 10 µm und einem Bahnabstand db = 100 µm für einen Eindruckabstand 
di > 200 µm µm sehr hohe Werte auf. Mit Werten über 25 µm liegen diese deutlich über 
der Eindrucktiefe. Die berechneten Werte der Simulation sind zwangsläufig durch die 
Eindrucktiefe begrenzt. Die Simulation kann aber für einen Bahnabstand db = 200 µm 
den Verlauf mit einer Differenz von ca. 5 µm abbilden, bei dem die Werte ab einem  

 
Abbildung 6-9: Gemessene und simulierte maximale Höhe Sz der Topographie in 

den Analogieversuchen 
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Eindruckabstand di > 100 µm nicht mehr ansteigen. Bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm 
kann die Simulation die Höhenparameter bei einem Eindruckabstand di = 100–200 µm 
deutlich besser abbilden, da hier die Überdeckung so groß ist, dass die initiale Topo-
graphie weniger zum Tragen kommt. Auch hier ist ein Einfluss der Schneidkantenver-
rundung in der Topographie nicht feststellbar. 

Für die Bewertung der Stellgrößen auf die maximale Höhe Sz wird auch hier eine spe-
zifische Flächenbearbeitungsintensität für einen Bahn- und Eindruckabstand betrach-
tet, wie in Abbildung 6-10 dargestellt. Die Messungen zeigen, dass für eine kleinere 
maximale Höhe Sz ein Eindruckabstand di = 100 µm zu präferieren ist. Die Simulation 
ist bei einer Eindrucktiefe ti = 10 µm nicht aussagekräftig, da in diesem Fall die Über-
deckung nicht ausreichend ist. Bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm ist dies nicht der Fall, 
hier zeigt die Simulation, dass ein kleiner Eindruckabstand in einer geringeren maxima-
len Topographiehöhe resultiert, als dies beim Bahnabstand der Fall ist. Ebenfalls neh-
men in der Messung die Werte mit höherer Eindrucktiefe ti = 20 µm ab. 

  
Abbildung 6-10: Gemessene und simulierte maximale Höhe Sz der Topographie bei 

gleicher Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2 

6.1.4 Eigenspannungen 

Die Einbringung hoher Druckeigenspannungen in die Randschicht stellt ein primäres 
Ziel des Hämmernden Drehens dar. In den Analogieversuchen wurde die Auswirkung 
der Prozessstellgrößen auf diese untersucht. In Abbildung 6-11 werden die σ11-Span-
nungskomponenten des röntgenographisch ermittelten Spannungstensors an der 
Oberfläche dargestellt. Diese entspricht der Richtung, in der die Eindrücke erzeugt wur-
den. Im Vergleich zu den vorgedrehten Oberflächen, die einen Wert von 
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σ11 = 141 ± 15 MPa aufweisen, wurden bei allen bearbeiteten Proben hohe negative 
Eigenspannungen nachgewiesen. Durch die Eindrücke mit dem Werkzeug konnten 
Druckeigenspannungen erzeugt werden, die Werte σ11 < -750 MPa erreichen. Es ist 
kein signifikanter Einfluss der Schneidkantenverrundung auf die Druckeigenspannung 
festzustellen. Bei einer Eindrucktiefe ti = 10 µm ist ein deutlicher Einfluss des Bahnab-
stands erkennbar. Ein kleinerer Bahnabstand db = 100 µm resultiert in deutlich höheren 
Druckeigenspannungen. Es ist ein Einfluss der Eindruckabstände vorhanden, wobei 
die Eigenspannungen ihr Minimum bei einem Eindruckabstand di = 200 µm annehmen. 
Bei diesen Stellgrößen sind die Wechselwirkungen der Eindrücke optimal, um möglichst 
hohe Druckeigenspannungen zu erzeugen. Bei einer höheren Überdeckung nehmen 
die Spannungen wieder ab, während sie bei geringer Überdeckung nicht ausreichend 
aufgebaut werden. Bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm ist der Einfluss des Bahnabstands 
weniger stark ausgeprägt, doch der Einfluss des Eindruckabstands bleibt bestehen. Der 
niedrige Spannungswert bei einem Eindruckabstand di = 50 µm könnte auf Mess-
schwankungen zurückzuführen sein, scheint aber keinen Trend aufzuzeigen. Bei einem 
Bahnabstand db = 100 µm wird die Höhe der Druckeigenspannungen kaum von der 
Eindrucktiefe beeinflusst. Es lässt sich folgern, dass ein größerer Bahnabstand 
db = 200 µm durch eine höhere Eindrucktiefe ti = 20 µm kompensiert werden kann. 
Dadurch bleibt die Wechselwirkung zwischen den Eindrücken bestehen und resultiert 
in hohen Druckeigenspannungen. 

 
Abbildung 6-11: Röntgenographisch gemessene σ11-Eigenspannungskomponenten 

in den Analogieversuchen 
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Die Analyse der σ22-Spannungskomponenten erfolgt in Abbildung 6-12, deren Orientie-
rung der Richtung des Bahnabstandes entspricht. Die Ergebnisse zeigen, dass signifi-
kante Druckeigenspannungen eingebracht werden konnten, jedoch nicht in dem Maße 
wie bei der σ11-Richtung. Der σ22-Wert der vorgedrehten Oberflächen betrug 
σ22 = 90 ± 24 MPa. Hinsichtlich des Einflusses des Eindruckabstands zeigt sich ein 
konträres Bild zu den σ11-Spannungen. Der Eindruckabstand hat wenig Einfluss auf die 
Höhe der Eigenspannungen. Es liegt nur bei einem großen Eindruckabstand 
di = 400 µm ein leichter Abfall der Eigenspannungen und bei einem Eindruckabstand 
di = 50 µm ein Anstieg vor. Demgegenüber steht der Einfluss des Bahnabstands, der 
einen wesentlichen Effekt auf die Druckeigenspannungen ausübt. Ein kleinerer Bahn-
abstand db = 100 µm führt zu höheren Eigenspannungen bzw. niedrigeren Druckeigen-
spannungen, insbesondere bei einer geringen Eindrucktiefe ti = 10 µm. Es lässt sich 
ableiten, dass die Druckeigenspannungen bei einer zu dichten Anordnung der Bahnen 
der Eindrücke wieder abnehmen, da sie durch die plastische Verformung abgebaut 
werden. Dies zeigt auch eine höhere Eindrucktiefe ti = 20 µm, da hier vergleichbare 
Werte vorliegen, obwohl wesentlich mehr plastische Verformung eingebacht wurde. 
Ebenfalls ist kein ausgeprägter Einfluss des Bahnabstands zu erkennen, wie bei einer 
Eindrucktiefe ti = 10 µm. Jedoch kommt es hier bei kleinem Eindruckabstand di = 50 µm 
zu einem geringeren Wert im Vergleich zu einem Eindruckabstand ti = 10 µm. Zusam-
menfassend lässt sich festhalten, dass für die Normalspannungen σ11 und σ22 ein 

 
Abbildung 6-12: Röntgenographisch gemessene σ22- Eigenspannungskomponenten 

in den Analogieversuchen 
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geringer Bahnabstand db = 100 µm Druckeigenspannungen in σ11 begünstigt, während 
ein größerer Bahnabstand db = 200 µm Druckeigenspannungen in σ22 begünstigt. 

Die Schereigenspannungen τ12 sind in Abbildung 6-13 über die Stellgrößen aufgetra-
gen. Bei einem Bahnabstand db = 100 µm nehmen die Spannungen mit dem Eindruck-
abstand zu, fallen aber bei einem Eindruckabstand di > 300 µm wieder ab. Für einen 
Bahnabstand db = 200 µm nehmen diese jedoch monoton zu. Der initiale, gedrehte Zu-
stand weist eine Spannung von τ12 = -171 ± 9 MPa auf, wobei nur bei einem sehr ge-
ringen Eindruckabstand ähnliche negative Spannungen auftreten. Ein höherer Bahnab-
stand führt zu niedrigeren Werten. Der Einfluss der Schneidkantenverrundung ist mini-
mal, wobei eine kleinere Verrundung in kleineren Werten resultiert.  

 
Abbildung 6-13: Röntgenographisch gemessene τ12-Spannungskomponenten in 

den Analogieversuchen 
Die Halbwertsbreite der röntgenographischen Messungen ist in Abbildung 6-14 darge-
stellt. Bei den vorgedrehten Oberflächen betrug diese FWHM = 2,93 ± 0,08. Unabhän-
gig der anderen Stellgrößen tritt bei kleinem Eindruckabstand ein deutlicher Anstieg 
auf, was für eine Eindrucktiefe ti = 20 µm ausgeprägter ist. Dies ist möglicherweise auf 
die stärkere plastische Verformung und folglich auf Versetzungsbildungen und Kristall-
fehler zurückzuführen. Auch ist ein Anstieg bei einem Bahnabstand db = 200 µm bei 
einem Eindruckabstand di > 200 µm zu sehen. Es ist hier kein Einfluss der Schneidkan-
tenverrundung erkennbar. Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass niedriger Ein-
druck- und Bahnabstand zu negativen τ12-Schereigenspannungen und hoher Halb-
wertsbreite führen. 
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Abbildung 6-14: Röntgenographisch gemessene Halbwertsbreite in den 

Analogieversuchen 
Auch für die Bewertung der Einflussfaktoren auf die Eigenspannungen ist die Betrach-
tung einer spezifischen Flächenbearbeitungsintensität zielführend, was in Abbildung 
6-15 dargestellt ist. Höhere σ11-Druckeigenspannungen in Eindruckrichtung resultieren 
aus größerem Eindruckabstand di = 200 µm, wobei der Wert kaum durch die Eindruck-
tiefe ti beeinflusst wird. Für die Eigenspannungskomponenten σ22 und τ12 wurden hin-
gegen höhere Druckeigenspannungen für einen größeren Bahnabstand db = 200 µm 
und Eindruckabstand di = 100 µm ermittelt.  

 
Abbildung 6-15: Röntgenographisch gemessene Eigenspannungskomponenten bei 

gleicher Flächenbearbeitungsintensität von 1/20.000 µm2 
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Dies lässt den Schluss zu, dass für die Ausbildung hoher Druckeigenspannungen ein 
Mindestabstand der Werkzeugeindrücke in die jeweilige Richtung nicht unterschritten 
werden sollte. 

6.1.5 Finite-Elemente-Simulation 

Die Ergebnisse der 3D-FEM-Simulation verdeutlichen, dass es bei scharfkantigen 
Schneidkanten mit Verrundung S̅ = 10 µm in Verbindung mit einer Eindrucktiefe 
ti = 20 µm zu Falten bzw. Rissbildungen in der Randschicht kommen kann. Dies wird 
durch den rückwärtsgerichteten Materialfluss bedingt, der am scharfen Übergang Ma-
terialauffaltungen innerhalb der Mikrotextur hervorruft. Dieser Effekt tritt insbesondere 
bei kleinen Schneidkantenverrundungen auf, da diese im Grund des Eindrucks eine 
schärfere Kerbe aufweisen, die die Überfaltung begünstigt. Diese Prozessfenster soll-
ten vermieden werden, da eine derartige Faltenbildung beim Hämmernden Drehen ei-
nen nachteiligen Einfluss auf Bauteileigenschaften wie die Schwingfestigkeit haben 
kann. Die Wahl größerer Schneidkantenverrundungen S̅ = 30 µm ermöglicht es, diese 
Effekte zu vermeiden. Die in der FEM-Simulation und in metallographischen Schliffen 
beobachtete Faltenbildung wird in Abbildung 6-16 gegenübergestellt. Der Abstand der 
Falten entspricht hierbei dem Eindruckabstand. 

  
Abbildung 6-16: Faltenbildung in der Randschicht in der Simulation a) und im 

metallographischen Schliff b) 
Die 3D-Simulation ermöglicht neben der Betrachtung der Veränderungen der Topogra-
phie durch den Materialfluss auch die Abschätzung weiterer Randschichtzustände, wie 
des Eigenspannungstiefenverlaufs. In Abbildung 6-17 wird der simulierte Eigenspan-
nungstiefenverlauf der σ11- (Eindruckrichtung) und σ22-Spannungskomponente (Bahn-
richtung) beim Hämmern mit der Wendeschneidplatte für unterschiedliche 
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Schneidkantenverrundungen S̅ dargestellt. Die Simulation zeigt, dass die Normaleigen-
spannungen σ11 und σ22 unabhängig der Schneidkantenverrundung ähnliche Verläufe 
aufweisen und nur in einem Bereich 75 µm unter der Oberfläche voneinander abwei-
chen. Für eine Schneidkantenverrundung S̅ = 30 µm berechnet die Simulationen Werte 
von σ11 = -853 MPa. Für die σ22-Richtung liegen in der Simulation größere Werte mit 
σ22 = -912 MPa vor. 

 
Abbildung 6-17: Simulierter Eigenspannungstiefenverlauf durch das Hämmern mit 

der Schneidkante a) und Darstellung in der 3D-FEM-Simulation b) 

6.1.6 Mikrostruktur 

Neben der zerstörungsfreien Analyse der Proben der Analogieversuche erfolgte an 
ausgewählten Proben die Präparation metallographischer Schliffe, um die Tiefenwir-
kung der plastischen Deformation und den Härtetiefenverlauf zu untersuchen. Die licht-
mikroskopischen Aufnahmen der Schliffe sind in Abbildung 6-18 zu sehen. Es ist er-
sichtlich, dass bei einer Bearbeitung mit geringer Intensität der Oberfläche in Abbildung 
6-18 a) und b) eine leichte Änderung der Topographie durch die Werkzeugeindrücke 
im Querschnitt auftritt. An den Übergängen der Werkzeugeindrücke sind leichte plasti-
sche Verformungen des Gefüges sichtbar. Eine Intensivierung der Bearbeitung führt in 
Abbildung 6-18 c) und d) zu kleinen Falten oder Rissen im Gefüge, die durch den über-
lappenden Materialfluss entstehen. Bei weiterer Zunahme der Intensität der Bearbei-
tung, wie in Abbildung 6-18 e) dargestellt, resultiert eine massive plastische Verformung 
der Randschicht, die mit tiefer Rissbildung und Faltung des Materials aufgrund der ge-
ringen Schneidkantenverrundung einhergeht. Die Abbildung 6-18 f) veranschaulicht ein 
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Extrembeispiel für die Schädigung der Randschicht bei einer massiven Eindrucktiefe 
ti = 40 µm. 

 
Abbildung 6-18: Lichtmikroskopische Aufnahmen des metallographischen Schliffs 

der Randschicht nach der Bearbeitung im Analogieversuch 

6.1.7 Mikrohärtetiefenverläufe 

Der Mikrohärtetiefenverlauf wurde im Querschliff an ausgewählten Proben untersucht, 
die in Abbildung 6-19 dargestellt sind. Nur bei einer sehr großen Eindrucktiefe 
ti = 40 µm tritt ein Anstieg der Härte der Randschicht bis in eine Tiefe von ca. 150 µm 
auf. Bei den anderen Stellgrößenkombinationen ist kein eindeutiger Härteanstieg nach-
weisbar, auch nicht bei einem geringen Eindruckabstand di = 50 µm. Wie bereits in den 
metallographischen Schliffen aufgezeigt, führt die hohe Eindrucktiefe zu massiven plas-
tischen Deformationen im Gefüge, die neben der Schädigung auch zu einem Härtean-
stieg führen.  
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Abbildung 6-19: Härtetiefenverläufe in der Randschicht nach der Bearbeitung im 

Analogieversuch 

6.1.8 Diskussion und Zusammenfassung der Analogieversuche 

Die Analogieversuche dienten dazu, zu untersuchen, ob eine hämmerähnliche Bear-
beitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 mit einer Wendeschneidplatte aus Wolframcar-
bid-Kobalt möglich ist oder ob diese aufgrund des spröden Verhaltens versagt. Da auch 
die Mikrogeometrie der Schneidkante für das Bruchverhalten ausschlaggebend ist, 
wurden Schneidkantenverrundungen S̅ = 10 µm und S̅ = 30 µm untersucht. Zunächst 
wurden Einzeleindrücke bis zu einer Tiefe ti = 20 µm sowohl experimentell als auch si-
mulativ untersucht. In der Simulation wurden Kräfte bis 160 N für Schneidkanten mit 
einer Verrundung S̅ = 30 µm berechnet. In der experimentellen Untersuchung traten 
nur geringere Kräfte bis 127 N an der Schneidkante auf. Diese hielten der Belastung 
stand und es waren keine Schädigungen erkennbar. Der Unterschied zwischen Simu-
lation und Experiment lässt sich auf verschiedene Faktoren zurückführen. Einerseits 
liegen in der Simulation ideale Bedingungen vor, was die Eindrucktiefe betrifft. In den 
Experimenten können der kleine Stellweg von 20 µm und Kräfte bis 126 N aufgrund der 
Nachgiebigkeit der Vertikaldrehmaschine zu geringeren tatsächlichen Eindrucktiefen 
führen. Zudem ist der Reibungskoeffizient der Werkzeuge unterschiedlich, da das 
Werkzeug mit der größeren Verrundung eine Beschichtung aufwies. Die Beschichtung 
kann die Reibung reduzieren und so zu dem geringeren Unterschied zwischen den 
Werkzeugen im Experiment führen. Wie zu erwarten, führt eine größere Schneidkan-
tenverrundung auch zu geringfügig höheren Kräften, sowohl experimentell als auch si-
mulativ, da das verdrängte Materialvolumen und die Kontaktfläche größer sind. Um 
diese Art des Analogieversuchs mit einem Einzeleindruck näher zum Hämmernden 
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Drehen weiterzuentwickeln, wurden mehrere überlappende Eindrücke mit den Stellgrö-
ßen Bahn- und Eindruckabstand, sowie Eindrucktiefe in die Bauteiloberfläche einge-
bracht. Hierbei kam es wie erwartet zu Materialaufwürfen und Verfestigungen des 
Werkstoffes, so dass bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm maximale Kräfte bis 152 N ge-
messen wurden. Dies war weiterhin mit den konventionellen Wendeschneidplatten 
möglich. Bei den Prozesskräften liegt das Maximum bei einem Eindruckabstand 
di = 200 µm und einem Bahnabstand db = 100 µm vor. Sowohl darüber als auch darun-
ter fallen die Kräfte wieder ab. Dieser Effekt lässt sich durch die Wechselwirkung der 
Eindrücke erklären. Liegen die Eindrücke weiter auseinander als die verfestigte und 
umgeformte Zone um den Eindruck, so entspricht dieser Werkzeugeindruck einem Ein-
zeleindruck in unverfestigtem Material. Sind die Abstände der Eindrücke jedoch so 
klein, dass sich der Eindruck mit den vorherigen Eindrücken stark überlappt, so muss 
nur ein Teil des eigentlichen Volumens verdrängt werden. Das Material wird in diesem 
Fall inkrementell in kleineren Volumina in mehreren Werkzeugeindrücken umgeformt. 
Aus der hohen Überlappung der Eindrücke resultiert auch eine größere Nachgiebigkeit 
durch den fehlenden Werkstoff, der bereits verdrängt wurde. Es ist auch denkbar, dass 
der Bauschingereffekt zum Tragen kommt, wenn ein Materialaufwurf rückverformt wird 
und dabei eine geringere Elastizitätsgrenze vorliegt. Bei Betrachtung einer gleichblei-
benden Flächenbearbeitungsintensität von einem Werkzeugeindruck pro 20.000 µm2 
zeigt sich, dass im Hinblick auf die Minimierung der Prozesskräfte ein kleiner Eindruck-
abstand in Verbindung mit größerem Bahnabstand und eine geringe Eindrucktiefe zu 
bevorzugen sind. Dies kann auch auf die Geometrie der Schneidkante mit einem 
Eckenradius rε = 0,8 mm zurückgeführt werden, was zu einer deutlichen Ausprägung 
des Eindrucks in Bahnrichtung führt. Daraus lässt sich folgern, dass bei einem geringen 
Bahnabstand eine signifikante Wechselwirkung mit dem Werkzeug zur vorherigen 
Bahn besteht. Da die Prozesskräfte mit den resultierenden Eigenspannungen zusam-
menhängen, werden auch die maximalen σ11-Druckeigenspannungen in Eindruckrich-
tung mit den Stellgrößen erzielt, bei denen die höchsten Kräfte auftreten. Dies ist der 
Fall für einen Bahnabstand di = 100 µm und einem Eindruckabstand db = 200 µm. Der 
Eindruckabstand hat hier einen starken Einfluss auf die Eigenspannungen was so auch 
zu erwarten ist. Ein größerer Bahnabstand db = 200 µm kann durch eine höhere Ein-
drucktiefe ti = 20 µm kompensiert werden, so dass die Eindrücke wechselwirken und in 
hohen Druckeigenspannungen resultieren. Für die Druckeigenspannungen σ22 in Bahn-
richtung verhält es sich anders, hier treten die maximalen Druckeigenspannungen bei 
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einem Bahnabstand von 200 µm auf. Daraus ist ersichtlich, dass die Überlappung der 
Bahnen bzw. Werkzeugeindrücke nicht zu groß sein darf, damit zwischen den Bahnen 
Druckeigenspannungen aufgebaut werden und diese nicht durch zu große plastische 
Verformung wieder abgebaut werden. Für eine Schneidkantenverrundung S̅ = 30 µm 
zeigen die Simulationen mit σ11 = -853 MPa Werte ähnlicher Größenordnung wie die 
Messungen mit σ11 = -740 MPa an der Oberfläche. Für die σ22-Richtung liegen in der 
Simulation jedoch deutlich größere Werte vor mit σ22 = -912 MPa, als dies bei der Mes-
sung mit σ22 = -414 MPa der Fall ist. Diese Diskrepanz kann darauf zurückgeführt wer-
den, dass in der Simulation eine Linienauswertung mit infinitesimaler Breite erfolgt, 
während die Messung über eine größere Fläche auswertet und somit einen Durch-
schnittswert liefert. Auch weist die Probe in der Simulation vor der Bearbeitung keine 
Eigenspannungen aus der Zerspanung auf, wie es an den realen Proben der Fall ist. 
Darüber hinaus ist anzumerken, dass in der Simulation die ideale Eindrucktiefen und 
keine elastische Nachgiebigkeit vorliegen. Zudem tritt eine Verfestigung durch das 
Hämmern auf, die sich in der Vergrößerung der Halbwertsbreite zeigt. Hier sind kleine 
Stellgrößen bei einer Eindrucktiefe ti = 20 µm zu wählen, um die größtmögliche Verfes-
tigung einzustellen. Bezüglich der Topographie zeigen geometrische Simulation und 
Experiment, dass bei sehr hoher Überdeckung mit einem Eindruckabstand di = 50 µm 
eine deutliche Einglättung der Oberfläche möglich ist. Es können Werte unter 1 µm für 
die mittlere arithmetische Höhe Sa erreicht werden. Ebenso ist auch durch die Wahl 
anderer Stellgrößen bei geringer Überdeckung, eine deutliche Erhöhung der Rauheit 
möglich, so dass maximale Topographiehöhen Sz > 25 µm erreicht werden, obwohl die 
Eindrucktiefe nur mit di = 10 µm gewählt wurde. Es kommt also zu einem deutlichen 
Materialaufwurf, der die Eindrucktiefe übersteigt. Ebenfalls kann die Abweichung zwi-
schen Simulation und experimentellen Werten dadurch erklärt werden, dass die Ein-
drücke im Experiment nicht in eine ideale Ebene eingebracht werden, sondern in eine 
Oberfläche, die durch die Vorbearbeitung eine kinematische Rauheit aufweist, was den 
Wert zusätzlich erhöht. Die Simulation kann dennoch ein nützliches und schnelles Hilfs-
mittel sein, um die Größenordnung der Topographieparameter abzuschätzen, auch 
wenn diese den plastischen Materialaufwurf nicht abbilden kann. Bei einer hohen Über-
deckung der Eindrücke liefert die Simulation eine gute Übereinstimmung, sowohl was 
die mittlere arithmetische Höhe Sa betrifft, als auch die maximale Höhe Sz, insbeson-
dere bei klein gewählten Stellgrößen, mit denen eine Glättung erfolgt. Eine zu hohe 
Hämmerintensität kann aber auch die Randschicht schädigen. So zeigen 
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metallographische Schliffbilder und 3D-FEM-Simulationen eine Riss- bzw. Faltenbil-
dung, die vom Grund der Werkzeugeindrücke ausgeht. Hierbei sind scharfe Kerb-
gründe besonders empfindlich, die durch scharfe Schneidkantenverrundungen hervor-
gerufen werden. Diese Rissbildung ist im Hinblick auf die Schwingfestigkeit kritisch zu 
betrachten. Zwar fördert die plastische Deformation die Entstehung von günstigen 
Druckeigenspannungen, doch stellen diese Risse und Faltungen Anrissmöglichkeiten 
und Spannungsüberhöhungen dar, die die Wechselfestigkeit herabsetzen.  

Eine Zusammenfassung der Erkenntnisse aus den Analogieversuchen ist in Tabelle 
6-1 gegeben. Hier sind für die einzelnen Messgrößen die Stellgrößen zusammenge-
stellt, die jeweils zu den größten bzw. kleinsten Werten führen. Dies entspricht nicht in 
jedem Fall den in den Messungen gefundenen Maximalwerten, da die Stellgrößen ein-
zeln betrachtet wurden. Aus der Betrachtung von Simulation und Experiment ergeben 
sich folgende Tendenzen.  

Tabelle 6-1: Zusammenfassung des Einflusses der einzelnen Stellgrößen auf die 
Messgrößen in den Analogieversuchen 

Messgröße 
Stellgröße 
di in µm db in µm ti in µm 𝑆̅ in µm 

Prozesskraft Max 200 100  20 30 
Min 50-100 100  10 10 

Mittlere arithmetische 
Topographiehöhe Sa 

Max 300 100 20 30 
Min 50 100 10 10 

Maximale  
Topographiehöhe Sz 

Max 300 100 20 30 
Min 50-100 200 10 10 

Druckeigenspannungen σ11 200 100 20 n.a. 
σ22 400 200 10 10 

 τ12 50-100 200 n.a. 10 
Halbwertsbreite Max 50 200 20 n.a. 

Unter Berücksichtigung der in Tabelle 6-1 identifizierten Stellgrößen aus den Analogie-
versuchen wurden die Parameter für die weitere Untersuchung des Hämmernden Dre-
hens abgeleitet. Dabei ist zu berücksichtigen, dass beim Hämmernden Drehen neben 
den Hämmerkräften auch Zerspankräfte auftreten, die bestimmte Stellgrößen begren-
zen. So muss der Bahnabstand kleiner gewählt werden, da Vorschübe mit fc = 200 µm 
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hohe Kräfte und hohe kinematische Rauheit verursachen würden. Darüber hinaus soll 
eine Texturierung der Oberfläche durch plastische Verformung erfolgen, was eine hohe 
Überdeckung ≥ 1 der Werkzeugeindrücke erforderlich macht. Daher wurde ein Vor-
schub im Bereich fc = 25 µm–100 µm, wie er für Schlichtbearbeitungen typisch ist, als 
sinnvoll erachtet. Für die weitere Untersuchung wurden folgende Parameter in Tabelle 
6-2 gewählt. 

Tabelle 6-2: Abgeleitete Parameter für das Hämmernde Drehen aus den Analogiever-
suchen 

Analogieversuch  Hämmerndes Drehen  Wert 
Eindruckabstand di Eindruckabstand di 50–100 µm 
Bahnabstand db Vorschub fc 25–100 µm 
Eindrucktiefe ti Hämmerhub aH 10–20 µm 
Schneidkanten- 
verrundung 𝑆̅ Schneidkanten- 

verrundung 𝑆̅  30 µm 

  Anforderung 
Werkzeugsystem 

  

Hämmerkraft - Hämmerkraft - > 250 N 

 

6.2 Untersuchung des Härteanstiegs und des Materialflusses 
beim Hämmernden Drehen einer Aluminiumlegierung 

An dem Vergütungsstahl 42CrMo4 war die Untersuchung des Einflusses der Prozesse 
auf den Härtetiefenverlauf nur bedingt möglich, da dieser aufgrund seiner Härte kein 
ausgeprägtes Kaltverfestigungsverhalten aufweist. Daraus resultiert auch die geringe 
Differenz zwischen Zugfestigkeit und Dehngrenze von nur 61 MPa. Darüber hinaus ist 
beim Vergütungsstahl ein eingeschränktes Prozessfenster gegeben, weshalb keine 
einzelnen Werkzeugwege mit der vollen Werkzeugbreite geschnitten werden können, 
da ein Werkzeugbruch oder eine Beschädigung des piezoelektrischen Werkzeugsys-
tems aufgrund hoher Kräfte zu befürchten ist. Aus diesem Grund wurde eine Alumi-
nium-Kupfer-Legierung niedrigerer Festigkeit ausgewählt, da mit dieser entsprechende 
Versuche möglich sind. 
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6.2.1 Mikrohärtetiefenverlauf 

Die Mikrohärtetiefenverläufe, die sowohl im Querschliff als auch im Schrägschliff ermit-
telt wurden, sind in Abbildung 6-20 für die drei Prozesse dargestellt. Bei der gedrehten 
Probe ist kein Anstieg der Härte zu verzeichnen, während dies für das Hämmernde 
Drehen und vibrationsunterstützte Drehen der Fall ist. Bei beiden Prozessen ist dieser 
Härteanstieg von einer ähnlichen Größenordnung mit einer Mikrohärte von 
200 HV0,01, wobei für das vibrationsunterstützte Drehen geringfügig höhere Werte vor-
liegen. Der Härteanstieg fällt dann mit der Tiefe linear ab, bis in einer Tiefe von ca. 
150 µm unter der Oberfläche die Härte des Grundwerkstoffs mit 148 ± 5 HV0,01 er-
reicht ist. Die Gegenüberstellung der gemessenen Härtetiefenverläufe in beiden Schliff-
methoden erlaubt eine Validierung der Schrägschliffmethode. Auch wenn diese grö-
ßere Streuungen im Profil aufweist als die Messung im Querschliff, ist der Verlauf ähn-
lich, erlaubt aber eine feinere Tiefenauflösung. 

  
Abbildung 6-20: Mikrohärtetiefenverläufe im Querschliff a) und Schrägschliff b) der 

Aluminium-Kupfer-Legierung 

6.2.2 Werkzeugeinzelwege 

Es wurden Werkzeugeinzelwegversuche mit der Aluminium-Kupfer-Legierung durch-
geführt, in denen das Werkstück mit einem großen Vorschub fc = 1 mm/U bearbeitet 
wurde, um ein Überlappen der Werkzeugwege zu vermeiden. In Abbildung 6-21 sind 
die Konfokalaufnahmen der Topographie und Profilschnitte dieser Werkzeugeinzel-
wege für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen dargestellt. Beim 
vibrationsunterstützten Drehen ist seitlich vor dem Werkzeugeindruck ein 
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Materialaufwurf erkennbar. Dieser resultiert daraus, dass bei einem Hämmerhub die 
Spanbildung nicht unterbrochen wird und durch die kurzzeitig erhöhte Spanungsdicke 
und Spanungsbreite ein Materialaufwurf vor der Schneidkante entsteht. Nach dem 
Rückhub des Werkzeugs und der weiteren Zerspanung wird dieser Materialaufwurf vor 
dem Werkzeug entfernt. Doch in den Randbereichen bleibt dieser bestehen, wie in der 
Abbildung 6-21 b) zu sehen ist. Beim Hämmernden Drehen in Abbildung 6-21 a) hinge-
gen ist dieser Materialaufwurf vor und neben dem Werkzeug nicht zu beobachten, da 
hier die Materialverdrängung hauptsächlich entgegen der Schnittrichtung durch die 
Freifläche des Werkzeugs erfolgt. In den Aufnahmen ist der Materialaufwurf hinter den 
Eindrücken deutlich erkennbar, da an den Spitzen keinerlei Werkzeugspuren zu erken-
nen sind. Im Profilschnitt ist ein sehr gleichmäßiges Sägezahnprofil ersichtlich. Dies 
zeigt, dass beim Hämmernden Drehen ein rückwärtsgerichteter Materialfluss stattfin-
det. In Abbildung 6-21 c) und d) sind Topographieaufnahmen für eine höhere Schnitt-
geschwindigkeit vc = 2 m/min und größere Amplitude ac,o = 55,7 µm der überlagerten 
Schwingung dargestellt, dies resultiert in deutlich größeren Abständen der Werkzeug-
eindrücke di = 333 µm. Beim vibrationsunterstützten Drehen in Abbildung 6-21 d) ent-
stehen Werkzeugeindrücke in Form eines runden Näpfchens, welches lediglich die äu-
ßere Kontur des Werkzeugs mit der Trajektorie abbildet, jedoch keinen Abdruck der 
Mikrogeometrie darstellt. Dieses Näpfchen weist eine deutlich ausgeprägtere Rundung 
auf, da es während des sinusförmigen Hämmerhubs in einer Schnittbewegung geformt 
wurde. Materialaufwürfe vor der Schneidkante gehen direkt in den Span über und wer-
den entfernt. Für das Hämmernde Drehen in Abbildung 6-21 c) sind die Werkzeugein-
drücke scharf in der Oberfläche definiert und die Schneidkantenmikrogeometrie wird 
nur äußerst marginal verzerrt abgebildet. Im Profilschnitt ist der Materialfluss deutlich 
an der nach hinten abfallenden Geraden hinter den Eindrücken zu erkennen, welche 
beim vibrationsunterstützt gedrehten Profilschnitt eine Gerade parallel zur Schnittrich-
tung darstellt. 
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Abbildung 6-21: Konfokalaufnahmen und Profilschnitte der 

Werkzeugeinzelwegversuche beim Hämmernden Drehen a), c) und 
vibrationsunterstützten Drehen b), d) 
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6.2.3 Fazit zur Untersuchung des Härteanstiegs und des Materialflusses 

beim Hämmernden Drehen einer Aluminiumlegierung 

Die Versuche mit der Aluminium-Kupfer-Legierung zeigen, dass durch die hämmernde 
Bewegung der beiden Prozesse eine Verfestigung und damit Anstieg der Härte erzielt 
werden kann, die beim Drehen nicht vorliegt. Die Reichweite der Verfestigung erstreckt 
sich hierbei bis zu 150 µm in die Randschicht hinein, wobei eine Steigerung der Härte 
um ca. 30 % möglich ist. Die Werkzeugeinzelwegversuche zeigen, dass eine Entkopp-
lung der Zerspanung durch die überlagerte Schwingung effektiv möglich ist und die 
Geometrie der Werkzeugeindrücke maßgeblich beeinflusst. Hierbei ist insbesondere 
ein rückwärtsgerichteter Materialfluss beim Hämmernden Drehen und ein seitlich und 
nach vorne gerichteter Materialfluss für das vibrationsunterstützte Drehen zu beobach-
ten. 

 

6.3 Charakterisierung des Werkzeugsystems 
Eine Charakterisierung des piezoelektrischen Werkzeugsystems erfolgte, um die Gren-
zen des dynamischen und statischen Verhaltens zu ermitteln. Die dynamischen Eigen-
schaften sind hier von zentraler Bedeutung, da es bei dem nicht resonanten System 
unerlässlich ist, die unerwünschten Resonanzfrequenzen so weit wie möglich zu dämp-
fen und nicht anzuregen. 

6.3.1 Dynamisches Verhalten 

Die dynamischen Eigenschaften umfassen die Reaktion des Systems auf äußere me-
chanische Anregungen, aber auch die Reaktion des piezoelektrischen Systems auf die 
dynamische Ansteuerung mit den elektrischen Analogsignalen. 

6.3.1.1 Modalanalyse 

Durch die Anregung des Festkörpergelenks mit periodischen Auslenkungen, kann die-
ses mit Eigenfrequenzen in Resonanz treten, die nachteilige Auswirkungen auf die ki-
nematische Bewegung haben und zu einer Verfälschung führen. Die Frequenzgang-
funktion (FRF) wurde mithilfe einer Modalanalyse ermittelt, um das dynamische Verhal-
ten zu charakterisieren. Die Bode-Diagramme mit der Amplitudenverstärkung und Pha-
senverschiebung für eine Anregung des Festkörpergelenks aus unterschiedlichen 
Raumrichtungen ist in Abbildung 6-22 dargestellt.  
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Abbildung 6-22: Frequenzgangfunktion (FRF) des piezoelektrischen 
Werkzeugsystems bei äußerer Anregung mit einem Modalhammer 
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Die Amplituden korrelieren dabei nicht zwangsläufig mit der tatsächlichen Amplitude 
der Schwingung, erlauben jedoch eine qualitative Bewertung. In den Bode-Diagram-
men deuten ein lokales Maximum bzw. Minimum in Verbindung mit einem Wechsel der 
Phasenverschiebung auf eine Resonanzfrequenz hin. In der Auswertung treten zwei 
Eigenfrequenzen besonders hervor. Die erste Eigenfrequenz tritt bei einer Frequenz 
von 416 Hz bis 420 Hz in Z- und X-Richtung auf, die zweite bei 1604 Hz bis 1612 Hz, 
wobei letztere insbesondere in der X- und Y-Richtung dominant ist. Die Anregung in X-
Richtung resultiert neben der Eigenfrequenz in einer Vielzahl von Nebenfrequenzen 
zwischen 1000 Hz und 2000 Hz. Demnach sollten insbesondere Anregungsfrequenzen 
oder deren Vielfache im Bereich 416–420 Hz und 1604–1612 Hz vermieden werden, 
um ungewollte Resonanzen zu unterbinden. 

6.3.1.2 Dynamische Ansteuerung 

Das piezoelektrische Werkzeugsystem ist mit einem integrierten Wegmesssystem aus-
gestattet, das eine präzise Messung der Auslenkung ermöglicht. Dennoch ist eine ge-
naue Kenntnis des spannungs- und frequenzabhängigen Verhaltens unerlässlich, um 
eine optimale Regelung der Auslenkung zu gewährleisten. Idealerweise sollte eine li-
neare Auslenkung in Abhängigkeit der Eingangsspannung sowie eine frequenzunab-
hängige Auslenkung vorliegen und somit ein konstanter Auslenkungskoeffizient ge-
währleistet sein. In Abbildung 6-23 ist der Auslenkungskoeffizient der Eingangssignale 
für einen Spannungsbereich von 0,5 Vpp bis 6 Vpp um die Ruhelage 4 V dargestellt. Ein 
degressiver Auslenkungskoeffizient ist für beide Achsen erkennbar, der mit zunehmen-
der Eingangsspannung ansteigt. Dies führt zu einer leicht progressiven Auslenkung, 
dabei fällt der Auslenkungskoeffizient für die X-Achse etwas größer aus, als für die Y-
Achse. Darüber hinaus ist eine minimale Querbeeinflussung der Achsen erkennbar.  

Für das dynamische Verhalten ist neben dem Auslenkungskoeffizienten der Eingangs-
spannung bei konstanter Frequenz auch der Auslenkungskoeffizient bei konstanter 
Amplitude und veränderlicher Frequenz entscheidend. Der Auslenkungskoeffizient der 
beiden Piezoachsen über einen Frequenzbereich von 0 Hz bis 250 Hz ist in Abbildung 
6-24 dargestellt. Beide Achsen zeigen ein leicht parabolisches Verhalten, bei dem die 
größten Auslenkungskoeffizienten bei Frequenzen nahe 0 Hz und 250 Hz vorliegen. 
Hier ist der Auslenkungskoeffizient der Y-Achse minimal größer und eine Querbeein-
flussung mit der jeweiligen anderen Achse tritt nur in geringem Maße auf. 
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Abbildung 6-23: Auslenkungskoeffizienten in Abhängigkeit der Eingangsspannung 

bei konstanter Frequenz von 100 Hz 

  
Abbildung 6-24: Auslenkungskoeffizient in Abhängigkeit der Frequenz bei 

konstanter Amplitude von 1,5 V 
Die hochdynamische Auslenkung des Werkzeugsystems bedingt Massenträgheits-
kräfte, die auch ohne Werkstückkontakt auftreten. Diese Kräfte sind den Prozesskräften 
überlagert, wobei diese maßgeblich von der Amplitude, der Frequenz und der Schwin-
gungsform beeinflusst werden. Die Messung der resultierenden maximalen positiven 
sowie negativen Trägheitskräfte ist in Abbildung 6-25 dargestellt. Bei der Variation der 
Frequenz erfolgte die Anregung mittels einer kontinuierlichen Sinusschwingung mit 
3 Vpp um die Ruhelage 4 V. Für die Betrachtung der X-Achse resultieren höhere Kräfte 
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in der Y-Richtung, als dies für die X- und Z-Richtung der Fall ist. Besonders deutlich 
treten Peaks bei 91 Hz, 148 Hz, 162 Hz und 220 Hz hervor. Mit zunehmender Frequenz 
steigt die Massenträgheitskraft exponentiell an. Die Anregung der Y-Achse mittels einer 
Sinusschwingung führt zu einem abweichenden Verhalten. Die Kräfte in X- und Y-Rich-
tung weisen einen ähnlichen Anstieg mit der Frequenz auf, wobei die X-Richtung leicht 
dominiert. Es liegen ebenfalls Peaks bei 91 Hz und 142 Hz für die Y- und X-Richtung 
vor. 

 
Abbildung 6-25: Kräfte bei Anregung mit einer Sinusschwingung variabler Freqenz 

der X- und Y-Achse ohne Werkstückkontakt 
Die Kräfte bei Variation der Auslenkung zeigen ein nahezu lineares Verhalten. Dies ist 
in Abbildung 6-26 ersichtlich, welche die Anregung der X-Achse bei 100 Hz mit dem 
pulsförmigen Signal und der Y-Achse mit einem sinusförmigen Signal zeigt. Die Stei-
gung und die Kräfte beim pulsförmigen Signal sind wesentlich größer, was darauf zu-
rückzuführen ist, dass in diesem Fall effektiv die dreifache Frequenz vorliegt und es 
sich nicht um eine kontinuierliche Schwingung handelt. Bei einer Sinusanregung sind 
die resultierenden Kräfte so gering, dass insbesondere die Y- und Z-Kraft durch das 
Messrauschen dominiert werden. Für die X-Kraft ist ein geringfügiger Anstieg mit der 
Auslenkung zu beobachten. Auch in diesem Fall lässt sich eine ausgeprägte Querbe-
einflussung der Achsen feststellen. In Abbildung 6-27 sind die gemessenen maximalen 
sowie minimalen Reaktionskräfte des Werkzeugsystems im biaxialen Betrieb für das 
Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen in den tatsächlichen Betriebs-
punkten dargestellt. Da keine externen Kräfte durch ein Werkstück aufgeprägt werden, 
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ergibt sich rein physikalisch ein Mittelwert von Null für alle Zustände. Alle Achsen zeigen 
einen starken Anstieg der Spitzenkräfte mit der Betriebsfrequenz für beide vibrations-
unterstützten Prozesse. Die größten Kräfte treten hierbei insbesondere in der Y-Rich-
tung auf, obwohl im Falle des vibrationsunterstützten Drehens keine Anregung erfolgt, 
wie dies bereits in der Untersuchung mit einer Sinusanregung festgestellt wurde. 

 
Abbildung 6-26: Kräfte bei Anregung mit variabler Auslenkung und 

Schwingungsform der X- und Y-Achse ohne Werkstückkontakt 

 
Abbildung 6-27: Reaktionskräfte des Werkzeugsystems für das Hämmernde Drehen 

und vibrationsunterstützte Drehen 
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6.3.2 Statische Steifigkeit 

Die Ermittlung der statischen Steifigkeiten des gesamten Aufbaus erfolgte aufgrund der 
hohen dynamischen und statischen Kräfte, die aus den Prozessen hervorgehen und 
mit dem piezoelektrischen Werkzeugsystem wechselwirken. Die statischen Steifigkei-
ten für die drei Raumrichtungen sind in Abbildung 6-28 in Abhängigkeit der Normalkraft 
dargestellt. Die Prüflast wurde in zehn Wiederholungen linear durchfahren, wobei für 
alle Achsen keine ausgeprägte Hysterese der Steifigkeit zu erkennen ist. Es lässt sich 
hingegen ein deutlicher Unterschied zwischen der X-Achse und Y-Achse erkennen. 
Während für die Y-Achse eine deutliche Querbeeinflussung und eine vergleichsweise 
geringe Steifigkeit in X-Richtung vorliegt, ist für die X-Achse eine weniger stark ausge-
prägte Querbeeinflussung und damit eine deutlich höhere Steifigkeit in Y-Richtung er-
sichtlich. Dies ist darauf zurückzuführen, dass der Angriffspunkt der Prüfkraft bzw. der 
Prozesskraft im oberen Teil der Werkzeugkassette eingeleitet wird, was dazu führt, 
dass diese nicht kollinear mit der Y-Achse ist. Folglich wird neben der Normalkraft ein 
Drehmoment aufgeprägt, was sowohl in die X-Achse als auch in die Y-Achse eine Last 
einleitet. Im Gegensatz dazu zeigt die X-Achse eine deutlich geringere Querbeeinflus-
sung der Y-Richtung, was sich in der hohen Y-Steifigkeit und etwas verringerten X-
Steifigkeit zeigt, da die Last sich auf diese Achse konzentriert. Die Steifigkeit in Z-Rich-
tung zeigt für beide Achsen ein ungewöhnliches Verhalten, welches durch eine Singu-
larität der Steifigkeit im Bereich zwischen 40 N bis 60 N erkennbar ist. Hierbei kommt 
es zu einem Vorzeichenwechsel der Verschiebung, was dazu führt, dass die Steifigkeit 
in diesem Bereich rechnerisch unendlich hoch wird. Demnach bewirkt die Krafteinlei-
tung eine Kippbewegung des Festkörpergelenks in z-Richtung. Die Steifigkeit der Z-
Achse zeigt entsprechend das inverse Verhalten, bei dem die Singularität für die X-
Richtung und Y-Richtung vorliegt. In der Z-Richtung liegt eine sehr kleine Steifigkeit 
deutlich unter 1 N/µm vor, diese weist ein nichtlineares Verhalten auf. Das ist zu erwar-
ten, da das Festkörpergelenk einen weit auskragenden Hebelarm darstellt und dessen 
Verbindungsstege einen geringen Materialquerschnitt aufweisen. Für den Prozess ist 
dies unproblematisch, da die in dieser Richtung wirkenden Kräfte die Vorschubkräfte 
sind, die keinen großen Schwankungen unterliegen. Die Berechnung der Steifigkeit der 
Einzelkomponenten erfolgte ebenfalls unter Verwendung einer linearen FEM-Simula-
tion. Für das Festkörpergelenk wurde dabei eine Steifigkeit von 87,7 N/µm ermittelt, die 
maßgeblich durch das Stauchen der Stege bedingt ist. Für den starren Stahlrahmen 
wurde eine Steifigkeit von 129 N/µm ermittelt, die durch das Aufbiegen dominiert wird.  
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Abbildung 6-28: Statische Steifigkeit des piezoelektrischen Werkzeugsystems in X-, 

Y- und Z-Richtung 
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Für die Piezoaktuatoren wird seitens des Herstellers ein Wert von 50 N/µm angegeben. 
Da diese drei Elemente in Reihe angeordnet sind, ergibt sich die Gesamtsteifigkeit zu: 

1

∑
1
𝑆𝑛

𝑛
𝑖=0

= 𝑆𝑔𝑒𝑠 =
1

1
87,7 𝑁/µ𝑚

+
1

129 𝑁/µ𝑚
+

1
50 𝑁/µ𝑚

= 25,48 𝑁/µ𝑚 6-1 

𝑆𝑔𝑒𝑠 = 𝐺𝑒𝑠𝑎𝑚𝑡𝑠𝑡𝑒𝑖𝑓𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡 
𝑆𝑛 = 𝐸𝑖𝑛𝑧𝑒𝑙𝑠𝑡𝑒𝑖𝑓𝑖𝑔𝑘𝑒𝑖𝑡 𝑛 

 

Der simulativ ermittelte Wert weist eine relativ gute Übereinstimmung mit dem experi-
mentell ermittelten Wert auf. Unter Berücksichtigung weiterer Steifigkeiten in den Kon-
taktpunkten, wie beispielsweise den balligen Auflagepunkten zwischen Piezoaktuator 
und Festkörpergelenk, sowie zusätzlicher Schraubenverbindungen wäre eine präzisere 
Abbildung möglich, die simulativ jedoch schwer zu ermitteln ist. 

6.3.3 Fazit Charakterisierung des piezoelektrischen Werkzeugsystems 

Durch die Charakterisierung des piezoelektrischen Werkzeugsystems lässt sich ein 
Prozessfenster für das Hämmernde Drehen eingrenzen, das für den Betrieb des Sys-
tems geeignet ist. Die Modalanalyse zeigt die erste signifikante Eigenfrequenz des Sys-
tems bei 416 Hz und die zweite bei 1616 Hz. Da es sich bei dem System um ein nicht-
resonantes System handelt, muss die Betriebsfrequenz unterhalb der ersten Eigenfre-
quenz liegen, was diese auf unter 400 Hz begrenzt. Für die experimentelle Ermittlung 
der Prozesskräfte beim Hämmernden Drehen sollten Kräfte durch Massenträgheit mög-
lichst gering sein, diese lassen sich aber nicht vermeiden und niedrige Frequenzen und 
Amplituden gehen auf Kosten der Schnittgeschwindigkeit. Da Kraftspitzen bei 91 Hz 
und 142 Hz auftreten, die vermutlich von der Anregung unerwünschter Nebenfrequen-
zen herrühren, stellen fc,o = 100 Hz für das Hämmernde Drehen eine geeignete Betriebs-
frequenz dar, die bei einem Hämmerhub aH = 20 µm zu Massenträgheitskräften von 
weniger als 10 N führt. Für größere Betriebsfrequenzen fc,o = 200–400 Hz liegen jedoch 
prägnante Massenträgheitskräfte vor, die die Messungen der Prozesskräfte erschwe-
ren. Der Auslenkungskoeffizient ist nicht vollkommen linear, weist aber keine abrupten 
Sprünge auf und wird durch die Eingangsfrequenz kaum beeinflusst. In Kombination 
mit dem kapazitiven Wegmesssystem können dennoch präzise Auslenkungen gewähr-
leistet werden. Die Steifigkeit des Systems ist aufgrund des Festkörpergelenks relativ 
gering, insbesondere in der Z-Achse. Dies ist jedoch ein Kompromiss, den man bei 
diesem Festkörpergelenk hinnehmen muss, da Freiheitsgrade in zwei Achsen gegeben 
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sein müssen und dies nur auf Kosten der Steifigkeit geht. Daraus resultierende Ver-
schiebungen im Prozess können aber direkt über das Wegmesssystem erfasst werden. 

 

6.4 Prozesskräfte 
Die Untersuchung der Prozesskräfte erfolgte in einer Kombination aus 2D-FEM-Simu-
lation und experimenteller Messung. Die Simulation ermöglicht eine detaillierte Analyse 
des Verlaufs der idealisierten Prozesskräfte ohne Massenträgheit und mit einer mess-
technisch kaum erreichbaren hohen Abtastung. Darüber hinaus ist der Winkel des 
Kraftvektors einfach zu bestimmen und die Ausrichtung der Schneidkante bzw. des 
Spanwinkels kann leicht angepasst werden. Die Messung hingegen ermöglicht die Er-
fassung der realen Kräfte einschließlich der Massenträgheitskräfte, wobei die Schnitt-
geschwindigkeit bzw. Betriebsfrequenz eine große Rolle spielt, ebenso der Vorschub, 
der in der 2D-Simulation nicht abgebildet werden kann. Des Weiteren wurde die Um-
formenergie berechnet, die bei der Bearbeitung durch den Werkstoff dissipiert wird. 

6.4.1 Messung der Prozesskräfte 

Die Prozesskräfte beim Hämmernden Drehen und vibrationsunterstützten Drehen un-
terliegen dynamischen Schwankungen, die zum einen auf die periodische Veränderung 
der effektiven Schnittgeschwindigkeit und Schnitttiefe, sowie Hämmerkräfte während 
des Prozesses zurückzuführen sind. Zum anderen rufen die Massenträgheit und die 
Anregung der gesamten Werkzeugstruktur zusätzliche Trägheitskräfte hervor, die die-
ser überlagert sind. In Abbildung 6-29 werden der zeitlich synchronisierte gemittelte 
(TSA) Kraftverlauf sowie die Werkzeugauslenkung exemplarisch dargestellt. Während 
die Kräfte durch das Hämmern eine ausgeprägte Schwingung aufweisen, sind deutlich 
weniger unerwünschte Schwingungen in der Auslenkung zu identifizieren. Zur quanti-
tativen Bewertung des dynamischen Kraftverlaufs können der arithmetische Mittelwert 
und die Extremwerte als Kennzahlen herangezogen werden. Nachfolgend ist der Ein-
fluss der Prozessstellgrößen Schnittgeschwindigkeit vc, Vorschub fc und Hämmerhub 
aH auf die Prozesskräfte beim Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen 
und Drehen dargestellt. 
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Abbildung 6-29: Exemplarischer Kraftverlauf und Werkzeugauslenkung 

6.4.1.1 Einfluss der Schnittgeschwindigkeit 

Der Einfluss der Schnittgeschwindigkeit vc auf die Kennzahlen des Maximal- und Mini-
malwerts, sowie des Mittelwerts aller drei Kraftkomponenten ist in Abbildung 6-30 dar-
gestellt. Bei allen Kraftkomponenten der vibrationsunterstützten Prozesse sind hohe 
dynamische Kräfte an den großen Maximal- und Minimalwerten zu erkennen, welche 
stark mit der Schnittgeschwindigkeit bzw. Betriebsfrequenz ansteigen. Der Verlauf der 
negativen und positiven Werte ist nahezu symmetrisch um den Mittelwert, was nahe-
legt, dass diese stark durch die Massenträgheitskräfte dominiert werden, die physika-
lisch bedingt symmetrisch auftreten. Für das Drehen liegen fast keine Unterschiede 
zwischen den Minimal- und Maximalwerten vor, was für den kontinuierlichen Prozess 
zu erwarten ist. Für die X-Kraft in Hämmerrichtung werden bei einer Schnittgeschwin-
digkeit vc = 1 m/min die geringsten Beträge der Spitzenkräfte für das Hämmernde Dre-
hen als auch für das vibrationsunterstützte Drehen gemessen. In Y-Richtung, der 
Schnittrichtung, steigt der Betrag der Kräfte mit der Schnittgeschwindigkeit an. Diese 
Entwicklung ist besonders für das vibrationsunterstützte Drehen nicht erwartungsge-
mäß, da in dieser Richtung keine aktiv angeregte Bewegungskomponente vorliegt, aber 
dennoch nahezu die gleichen Kräfte wie beim Hämmernden Drehen auftreten. Nur bei 
einer Schnittgeschwindigkeit vc = 1 m/min sind diese etwas geringer. Da in dieser Rich-
tung auch keine größere Auslenkung durch das Wegmesssystem erfasst wird, muss 
die Kraft aus übertragenen Schwingungen in diese Richtung verursacht werden. Bei 
einer Schnittgeschwindigkeit vc = 2 m/min treten sehr hohe Kräfte auf. Da dieser  

0 2 4 6 8 10

-15

-10

-5

0

5

10

15

A
us

le
nk

un
g 

in
 µ

m

Zeit in ms

 X-Auslenkung
 Y-Auslenkung
 Z-Auslenkung

0 2 4 6 8 10

-50

0

50

100

150

K
ra

ft 
in

 N

Zeit in ms

 X-Kraft
 Y-Kraft
 Z-Kraft

Prozess: Hämmerndes Drehen
vc: 0,5 m/min ac,o:13,3 ap: 0,1 mm di: 83,3 µm
fc: 0,05 mm/u fc,o: 100 Hz aH: 20 µm

X
Y



Ergebnisse 101 

 

 

 

 
Abbildung 6-30: Maximale und minimale Kraftkomponenten sowie deren Mittelwerte 

in Abhängigkeit der Schnittgeschwindigkeit vc 
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Anstieg beim Drehen nicht vorhanden ist, kann dies auf die hohe Betriebsfrequenz 
fc,o = 400 Hz zurückgeführt werden, bei der die erste Eigenfrequenz angeregt wird. Für 
die Z-Kraft in Vorschubrichtung ist die Schnittgeschwindigkeit von untergeordneter Be-
deutung für alle drei Prozesse. Allerdings ist auch hier eine deutliche Spanne zwischen 
den negativen und positiven Werten bei den vibrationsunterstützten Prozessen zu er-
kennen. Dies lässt darauf schließen, dass die Schwingungen auch in der Z-Achse über-
lagert werden, die den Kraftanstieg verursachen. Die Auswertung der Extremwerte der 
Kräfte ist daher nur bedingt aussagekräftig für die Beurteilung der Prozesskräfte. Da 
diese symmetrisch auftreten, können diese über eine zeitliche Mittelung gefiltert wer-
den. Bei der Betrachtung der arithmetischen Mittelwerte in Abbildung 6-30 mitteln sich 
die Spitzenwerte aus und es wird deutlich, um welchen Wert diese pendeln. Für die X-
Kraft in Hämmerrichtung nehmen mit der Schnittgeschwindigkeit die Werte für das Dre-
hen und Hämmernde Drehen ab, nur für das vibrationsunterstützte Drehen ist ein An-
stieg erkennbar. Das Hämmernde Drehen weist demnach eher den Verlauf des Dre-
hens bei konstanter Schnitttiefe auf, während beim vibrationsunterstützten Drehen die 
periodische Erhöhung der Schnitttiefe zu einem Anstieg mit der Schnittgeschwindigkeit 
führen könnte. Die überlagerten Hämmerhübe der beiden vibrationsunterstützten Pro-
zesse führen im Mittel zu einem Anstieg der X-Kräfte gegenüber dem Drehen. 

6.4.1.2 Einfluss des Vorschubs 

Der Vorschub fc ist prozessunabhängig ein wesentlicher Einflussfaktor auf die Prozess-
kräfte aller Raumrichtungen, wie Abbildung 6-31 zeigt. Mit größerem Vorschub nimmt 
jede Kraftkomponente zu, wobei der Zusammenhang annähernd linear verläuft und die 
größte Steigung bei der Y-Komponente in Schnittrichtung und die geringste in Vor-
schubrichtung Z vorliegt. Mit dem Vorschub nehmen auch die maximalen und minima-
len Kraftkomponenten zu, wobei die Spanne zwischen den Spitzenwerten kaum beein-
flusst wird. Dies zeigt, dass die Kräfte stark durch die Massenträgheitskräfte überlagert 
und dominiert werden und nicht durch den Prozess selbst. Der Anstieg bei den maxi-
malen Z-Kräften in Vorschubrichtung tritt bei den schwingungsunterstützten Prozessen 
kaum auf, bei den minimalen Kräften hingegen schon. Die Mittelwerte in X-Richtung 
zeigen durch die Hämmerhübe beim Hämmernden Drehen und vibrationsunterstützten 
Drehen höhere Werte als für das Drehen, am ausgeprägtesten bei einem Vorschub 
fc = 0,025 mm/U. Die größere Kontaktfläche mit dem Vorschub bedingt jedoch keinen 
exponentiellen Anstieg der Hämmerkräfte. Der starke Anstieg in Y-Richtung ist durch  
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Abbildung 6-31: Maximale und minimale Kraftkomponenten sowie deren Mittelwerte 
in Abhängigkeit des Vorschubs fc 

den größeren Spanungsquerschnitt zu erwarten. Hierbei ist auch ein proportionaler An-
stieg zu beobachten, der bei einer Verdopplung des Vorschubs auch annähernd zu 
einer Verdopplung der Kräfte führt. 

6.4.1.3 Einfluss des Hämmerhubs 

Die Größe des Hämmerhubs aH stellt eine weitere Stellgröße der vibrationsunterstütz-
ten Prozesse dar, die Einfluss auf die Prozesskräfte nimmt. Die Spitzenwerte sowie der 
arithmetische Mittelwert der gemessenen Prozesskräfte sind in Abbildung 6-32 für 
diese dargestellt. Hinsichtlich der maximalen Kräfte ist für die X-Richtung ein Anstieg 
der Hämmerkräfte mit zunehmendem Hämmerhub zu erkennen. Der betragsmäßige 
Anstieg der minimalen Kräfte kann durch die höheren dynamischen Kräfte aufgrund der 
größeren Auslenkung erklärt werden. Die maximalen Kräfte unterscheiden sich für das 
Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen kaum, während für das Häm-
mernde Drehen geringere Minimalkräfte vorliegen. Das genannte Verhalten zeigt auch 
der Mittelwert der X-Kräfte, wobei hier das Maximum beider Prozesse für einen Häm-
merhub aH = 20 µm auftritt. Dies entspricht nicht der Erwartung, nach der bei größerem 
Hämmerhub auch mit größeren X-Kräften zu rechnen ist. Dieses Maximum und gerin-
gere Kräfte beim Hämmernden Drehen liegen für alle Mittelwerte vor. Eine feinere Auf-
lösung des Einflusses des Hämmerhubs aH beim Hämmernden Drehen ist in Abbildung 
6-33 dargestellt. Hier wird noch deutlicher, dass die Mittelwerte der Kraftkomponenten 
im Verhältnis zu den Spitzenwerten nur marginal beeinflusst werden und nahezu kon-
stant bleiben. Die maximale bzw. minimale Kraft steigen jedoch deutlich vom Betrag 
an, für die X- und Z-Richtung ist dieser Anstieg annähernd linear. 
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Abbildung 6-32 Maximale und minimale Kraftkomponenten sowie deren Mittelwerte 

in Abhängigkeit des Hämmerhubs aH 
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Abbildung 6-33: Maximale und minimale Kraftkomponenten sowie deren Mittelwerte 

in Abhängigkeit des Hämmerhubs aH beim Hämmernden Drehen 

6.4.2  Umformenergie 

Die Wegmessung in Kombination mit der Kraftmessung ermöglicht die Berechnung der 
Umformenergie Ei. Diese Energie wird durch das piezoelektrische Werkzeugsystem zu-
geführt und in plastische Verformung des Werkstoffs und Erwärmung umgesetzt In Ab-
bildung 6-34 ist exemplarisch die berechnete Energie im Prozess dargestellt. Diese 
berechnet sich aus dem Kraftverlauf und der Werkzeugauslenkung: 
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Abbildung 6-34: Exemplarische Berechnung der Umformenergie aus dem 

Kraftverlauf und Werkzeugauslenkung 
Es ist jedoch zu beachten, dass diese Energie lediglich die durch das Werkzeugsystem 
eingebrachte Energie darstellt. Hinzu kommt die Energie, die durch die Rotation des 
Werkstücks durch die Spindel in Y-Richtung und durch den Vorschub in Z-Richtung 
eingebracht wird. Das vorliegende Beispiel demonstriert, wie die summierte Energie in 
der Z- und Y- Richtung nach einem Zyklus wieder Null wird und somit kein Energieein-
trag erfolgt. Demgegenüber verbleibt die Energie in der X-Richtung bei einem negativen 
Wert, was impliziert, dass die Energie durch die plastische Verformung des Werkstoffs 
und Reibung dissipiert wurde. 

6.4.2.1 Einfluss der Schnittgeschwindigkeit 

Die berechnete Energie, die in einem Schwingungszyklus dissipiert wird, ist in Abbil-
dung 6-35 für alle drei Prozesse in Abhängigkeit der Schnittgeschwindigkeit vc darge-
stellt. Bei Betrachtung des Drehens wird ersichtlich, dass durch das Werkzeugsystem 
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keine Energie eingebracht wird, da dieses auch keine aktive Auslenkung ausführt. 
Demgegenüber stehen die vibrationsunterstützten Prozesse, bei denen in der X-Rich-
tung ein Energieeintrag durch die Hämmerkraft und die Auslenkung erfolgt. Bei einer 
Schnittgeschwindigkeit vc = 1m/min wurde die geringste Energie berechnet, insbeson-
dere im Fall des vibrationsunterstützten Drehens. Bei einer Schnittgeschwindigkeit 
vc = 2 m/min ist ein Anstieg der durch das Werkzeug aufgenommen Y-Energie zu be-
obachten, der auf die starke Schwingung bei einer Betriebsfrequenz fc,o = 400 Hz zu-
rückzuführen ist. Da die Energiedissipation positiv ist, bedeutet dies, dass das Werk-
zeug hier Energie aus der Rotation des Werkstücks aufnimmt. Beim Hämmernden Dre-
hen ist eine Zunahme der Y-Energie in Schnittrichtung zu beobachten, was aus den 
höheren Kräften bei gleichbleibender Auslenkung resultiert. 

 

 
Abbildung 6-35: Umformenergie in Abhängigkeit der Schnittgeschwindigkeit vc 
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6.4.2.2 Einfluss des Vorschubs 

Die Auswertung der Umformenergie bei Variation des Vorschubs fc bei konstanter 
Schnittgeschwindigkeit vc = 0,5 m/min ist in Abbildung 6-36 dargestellt. Die Energie 
beim Drehen bewegt sich um Null, da keine Werkzeugauslenkung erfolgt, was ebenfalls 
für das vibrationsunterstützte Drehen in der Y-Richtung zutrifft. Beim Hämmernden Dre-
hen hingegen ist der Einfluss des Vorschubs auf die dissipierte Y-Energie vorhanden, 
da die Kräfte bei konstanter Auslenkung ansteigen. Kräfte, die durch die elastische Ver-
formung des Werkzeugsystems und des Werkstücks hervorgerufen werden, gehen 
nicht in die Berechnung ein, sondern nur die tatsächlich im Werkstoff eingebrachte dau-
erhafte plastische Verformung und Erwärmung. Daraus folgt, dass eine größere Um-
formenergie auf eine höhere durch die Prozesskraft hervorgerufene plastische Verfor-
mung hindeutet.  

  
Abbildung 6-36: Umformenergie in Abhängigkeit des Vorschubs fc 

 

Hämmerndes Drehen
Vibrationsunterstütztes Drehen
Drehen

 X-Richtung ap: 0,1 mm aH: 20 µm
 Y-Richtung vc: 0,5 m/min ac,o:13,3 µm
 Z-Richtung fc,o: 100 Hz di: 83,3 µm

0,025 0,05 0,075 0,1

-0,6

-0,4

-0,2

0,0

0,2

X
-E

ne
rg

ie
 in

 m
J

Vorschub fc in mm/U

0,025 0,05 0,075 0,1

-0,6

-0,4

-0,2

0,0

0,2

Z-
E

ne
rg

ie
 in

 m
J

Vorschub fc in mm/U

0,025 0,05 0,075 0,1

-0,6

-0,4

-0,2

0,0

0,2

Y
-E

ne
rg

ie
 in

 m
J

Vorschub fc in mm/U

X
Y



110 Ergebnisse 

 
6.4.2.3 Einfluss des Hämmerhubs 

In Abbildung 6-37 ist die Umformenergie für variierende Hämmerhübe aH dargestellt. 
Die Dissipation der Z- und Y- Energie zeigt hier das bereits diskutierte Verhalten. Für 
die X- Richtung ergeben sich hier jedoch deutlich kleinere Beträge als bei der Untersu-
chung der anderen Stellgrößen. Da hier kleinste Messabweichungen durch die Integra-
tion eine große Fehlerfortpflanzung haben, kann dies darauf zurückzuführen sein. Auch 
dass die Umformenergie für das vibrationsunterstützte Drehen mit einem Hämmerhub 
aH = 30 µm deutlich abnimmt, ist wenig plausibel und auf Messunsicherheiten zurück-
zuführen.  

 

 
Abbildung 6-37: Umformenergie in Abhängigkeit des Hämmerhubs aH 
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Eine feiner aufgelöste Auftragung der Umformenergie über den Hämmerhub aH ist in 
Abbildung 6-38 für das Hämmernde Drehen gegeben. Hier zeigt die X-Richtung einen 
drastischen Anstieg der dissipierten Energie bei einem Hämmerhub aH > 30 µm. In Y- 
und Z-Richtung wird die durch den Werkstoff aufgenommene Energie jedoch kaum 
durch die Größe des Hämmerhubs beeinflusst und bleibt nahezu konstant. 

 
Abbildung 6-38: Umformenergie beim Hämmernden Drehen in Abhängigkeit des 

Hämmerhubs aH 

6.4.3 Zweidimensionale-FEM-Simulation 

Eine FEM-Simulation, in der die Massenträgheitskräfte nicht berücksichtigt werden, er-
möglicht die Analyse der tatsächlichen Prozesskräfte, die ausschließlich durch die Be-
arbeitung des Werkstoffs entstehen. In Abbildung 6-39 werden die simulierten Prozess-
kräfte in der 2D-FEM-Simulation für die Prozesse des Hämmernden Drehens, vibrati-
onsunterstützten Drehens und Drehens dargestellt. Zusätzlich erfolgt in der Simulation 
die Betrachtung eines Drehens mit überlagerter Schwingung in Schnittrichtung. Die in 
X-Richtung wirkenden Kräfte, welche der Passiv- bzw. Hämmerkraft entsprechen, zei-
gen bei Einsätzen des Hämmerhubs einen Anstieg der Kraft beim vibrationsunterstütz-
ten Drehen und Hämmernden Drehen. Diese erreicht ihr Maximum zusammen mit dem 
Maximum des Hämmerhubs. Die Kraft ist hierbei höher für das Hämmernde Drehen, 
da keine zusätzliche Gleitgeschwindigkeit wie beim vibrationsunterstützten Drehen vor-
liegt. Die Rückzugsbewegung des Werkzeugs resultiert in einem sofortigen Abfall der 
Kraft, der steiler ist als der Verlauf des Hubs, es kommt somit folglich zu einem Abheben 
des Werkzeugs in X-Richtung. Der Kraftabfall verläuft beim Hämmernden Drehen bis 
auf Null, für das vibrationsunterstützte Drehen fällt der Wert sogar in den negativen 
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Bereich. Dieser Effekt ist auf die Reibung der Spanfläche am Span zurückzuführen. 
Während dem vibrationsunterstützten Drehen erfolgt keine Entlastung, wie dies beim 
Hämmernden Drehen durch die Entkoppelung der Fall ist, was in der Y-Kraft gut er-
sichtlich ist. Beim vibrationsunterstützten Drehen erreicht der negative Wert ein Maxi-
mum und verbleibt dann auf diesem Niveau, dies entspicht der Reibungskraft zwischen 
Spanfläche und Span, bei der es zu einem Gleiten kommt. Nach dem Ende des Häm-
merhubs setzt die Zerspanung beim vibrationsunterstützten Drehen sofort wieder ein 
und die Kräfte steigen auf den Wert der Passivkraft beim Drehen. Beim Hämmernden 
Drehen hingegen steigt die Passivkraft erst wieder kontinuierlich an, wobei es in diesem 
Fall länger dauert, bis die Passivkraft des Drehens erreicht ist. Der Vorgang der Ent-
koppelung lässt sich auch bei Betrachtung des Drehens mit überlagerter Schwingung 
gut beobachten. So ist während des Nulldurchgangs der Schwingung und kurz danach 
ein geringer Abfall der Passivkraft zu beobachten. Die Y-Kräfte in Schnittrichtung wei-
sen einen etwas komplizierteren Verlauf auf. Die reine Zerspanung beim Drehen resul-
tiert in einer nahezu konstanten Schnittkraft. Auffällig ist der Unterschied zu den Kräften 
der anderen Prozesse in ihrer Ruhelage. Das Hämmernde Drehen weist niedrigere 
Kräfte auf, während das vibrationsunterstützte Drehen und die Zerspanung mit einer 
der Schnittrichtung überlagerten Schwingung höhere Kräfte aufweisen. Wird der Zer-
spanung eine Schwingung überlagert, so kommt es periodisch zu einem Abfall der 
Schnittkraft durch die reduzierte Schnittgeschwindigkeit. Obwohl die effektive Schnitt-
geschwindigkeit Null wird, fällt aufgrund des elastischen Verhaltens die Schnittkraft 
nicht auf Null ab. Deutlich wird, dass die Erhöhung der effektiven Schnittgeschwindig-
keit in der Simulation kaum einen Einfluss auf die Schnittkraft und Passivkraft hat. Beim 
Hämmern führt der Einsatz des Hämmerhubs zunächst zu einer Verringerung der 
Schnittkraft, da der effektive Spanwinkel größer wird. Die vertikale Bewegung des 
Werkzeugs resultiert in einer Reduktion der Kraft, bis die maximale Auslenkung erreicht 
ist. Anschließend kommt es zu einem Kraftanstieg aufgrund der größeren Spanungsdi-
cke. Bei der darauffolgenden Rückzugsbewegung des Werkzeugs fällt die Schnittkraft 
nochmals ab, bis sich das Werkzeug in der Ruhelage befindet. Die Schnittkraft steigt 
wieder an, bis sie den Ausgangspunkt erreicht. Die unterschiedlichen Kräfte in der Ru-
helage des Werkzeugs können auf die unterschiedlichen Spandicken zurückgeführt 
werden, die auch in Abschnitt 6.5.4.2 diskutiert werden. 
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Abbildung 6-39: Simulierte Prozesskräfte in der 2D-FEM-Simulation für das 

Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen sowie Drehen mit 
überlagerter Schwingung in Schnittrichtung 

Winkel des Kraftvektors 

Die vektorielle Darstellung der Kräfte ermöglicht es, den Winkel, unter dem die Kräfte 
auf die Bauteiloberfläche wirken, zu analysieren. In Abbildung 6-40 werden für das 
Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen, Drehen und Drehen mit überlager-
ter Schwingung in Schnittrichtung die Kraftverläufe aus der Simulation dargestellt. Die 
parametrisierte Auftragung der Kraftverläufe in Abbildung 6-40 a) zeigt sehr deutlich die 
Unterschiede zwischen den Prozessen. Während die Dynamik der X-Kräfte für das 
Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen vergleichbar ist, weist das 
Hämmernde Drehen eine höhere Dynamik der Y-Kräfte auf, erkennbar an der deutli-
chen Hysterese der parametrisierten Kurve. Dies geht auch mit einer hohen Dynamik 
des Winkels des Kraftvektors einher. Die beiden anderen Prozesse besitzen hingegen 
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weder in der X- noch Y-Kraft eine hohe Dynamik. In der parametrischen Auftragung 
gehen die Zeitinformationen verloren, so dass keine Aussage über den Zeitpunkt ge-
troffen werden kann. Die Abbildung 6-40 b) zeigt die Entwicklung des Winkels und des 
Betrags der Kraftvektoren im Zeitbereich. Es wird ersichtlich, dass für das Hämmernde 
Drehen und vibrationsunterstützte Drehen der maximale Betrag der Vektoren sowie der 
maximale Winkel im Verlauf des Hämmerhubs auftreten. In dem spezifischen Bereich, 
in dem der Betrag des Vektors nahezu null ist, werden keine Winkel dargestellt, da 
diese singulär werden. Für das vibrationsunterstützte Drehen liegen die größeren Be-
träge der Kraftvektoren zu jedem Winkel vor, für das Hämmernde Drehen liegt aber die 
größere Winkelspanne und größere Winkelwerte vor. In der Abbildung 6-40 a) sind die 
Kraftvektoren für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen darge-
stellt, die die größten Beträge aufweisen. Es zeigt sich für das Hämmernde Drehen ein 
steilerer Vektor, als dies der Fall beim vibrationsunterstützten Drehen ist. Damit liegt 
die Richtung der Maximalkraft während des Hämmerhubs näher der Oberflächennor-
malen. Für das Hämmernde Drehen kann folglich durch die Entkoppelung der Zer-
spanung ein Zustand realisiert werden, bei dem die maximale Prozesskraft während 
eines Hämmmerhubs nahezu senkrecht auf die Bauteiloberfläche wirkt. Zusammen mit 
der Bedingung, dass der Geschwindigkeitsvektor Null wird, wie in 4.1.2 beschrieben, 
sind die optimalen Voraussetzungen für die Einbringung von Druckeigenspannungen 
unter dem Mechanismus der Hertzschen Pressung gegeben, da nur geringe Tangenti-
alkräfte vorliegen, die eine Streckung der Oberfläche zur Folge hätten. Dem Gegenüber 
liegt während eines Hämmerhubs beim vibrationsunterstützten Drehen ein signifikanter 
tangentialer Anteil der maximalen Prozesskraft vor, der eine erhebliche Streckung der 
Oberfläche zur Folge hat.  
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Abbildung 6-40: Parametrisierte Darstellung der Kraftverläufe aus der 2D-FEM-

Simulation a), Winkel und Betrag der Kraftvektoren im Zeitbereich b) 
Einfluss des Spanwinkels 

Mit Hilfe der Simulation wurde auch der Einfluss eines positiven sowie negativen Span-
winkels untersucht. In Abbildung 6-41 sind die berechneten Spitzenwerte sowie der 
Mittelwert für die Prozesse dargestellt. Für die X-Kraft in Hämmerrichtung ist zu erken-
nen, dass bei den beiden vibrationsunterstützten Prozessen die maximale Hämmerkraft 
mit zunehmendem Spanwinkel exponentiell ansteigt. Dies lässt sich durch die Vergrö-
ßerung der Kontaktfläche bei einem Hämmerhub infolge der Verringerung des Freiwin-
kels erklären. Die Abnahme bzw. betragsmäßige Zunahme der minimalen Kraft in den 
negativen Bereich kann dadurch erklärt werden, dass beim Rückhub des Werkzeugs 
höhere Kräfte zwischen der Spanfläche und dem Span auftreten. So liegen die Mini-
malwerte bei negativem Spanwinkel nahe Null, bei positivem Spanwinkel fallen sie 
deutlich ab, da beim Rückhub geometrisch bedingt noch eine Materialverdrängung in 

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0
-90,00

-45,00

0,00

45,00

90,00

W
in

ke
l f

 in
 G

ra
d

Zeit in ms

-0,50

-0,25

0,00

0,25

0,50
W

in
ke

l f
 in

 ra
d/

p

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0

0

50

100

150

200

250

B
et

ra
g 

V
ek

to
r i

n 
N

Zeit in ms

0 50 100 150
-50

0

50

100

150

200

250

X
-K

ra
ft 

in
 N

Y-Kraft in N
X

Y
b)

a)
 Hämmerndes Drehen
 Vibrationsunterstütztes Drehen
 Drehen
 Schwingung in Schnittrichtung

ap: 0,1 mm aH: 20 µm
fc,o: 1000 Hz ac,o:10 µm
vc: 3,5 mm/U di: 58,3 µm
g: 0°

0,0 0,5 1,0 1,5 2,0

-10

0

10

20

A
us

le
nk

un
g 

in
 µ

m

Zeit in ms

 Schwingung in Schnittrichtung (Y-Richtung)
 Hämmerhübe (X-Richtung)



116 Ergebnisse 

 
den Span erfolgen muss d.h. das Werkzeug aus dem Bauteil gezogen werden muss. 
Dies ist für das vibrationsunterstützte Drehen entsprechend stärker ausgeprägt, wie 
schon in der Betrachtung der Kräfte diskutiert. Die Mittelwerte der X-Kräfte weisen ei-
nen Abfall mit dem Spanwinkel auf, wobei dieser beim Drehen und vibrationsunterstütz-
ten Drehen größer ist. Beim Hämmernden Drehen ist dieser kaum ausgeprägt, was 
darauf hindeutet, dass in diese Richtung normal zur Oberfläche kein typischer Charak-
ter der Zerspanung vorliegt, wie dies beim vibrationsunterstützten Drehen der Fall ist, 
sondern die Kraft durch die Hämmerkräfte dominiert wird. Die Spitzenwerte der Schnitt-
kraft in Y-Richtung zeigen bei allen Prozessen einen leichten Abfall mit dem Spanwin-
kel. Deutlich wird aber auch die hohe Dynamik der Kräfte beim Hämmernden Drehen, 
da hier die Minimalwerte um Null oder darunter liegen, während sie beim vibrationsun-
terstützten Drehen deutlich größer sind. Für das Hämmernde Drehen liegen die maxi-
malen Werte in ähnlicher Höhe wie die Werte beim Drehen. Dies zeigt, dass beim Häm-
mernden Drehen in Schnittrichtung ein spanender Charakter vorliegt, der definiert ist 
von einer Zerspanung gefolgt von einer Unterbrechung. Beim vibrationsunterstützten 
Drehen führt die periodische Erhöhung der Schnitttiefe zu einem Anstieg der Maximal-
kraft über die maximalen Werte beim Drehen. Diese Effekte zeigen sich auch deutlich 
im Mittelwert der Y-Kräfte, bei denen die geringsten Kräfte für das Hämmernde Drehen 
vorliegen, während Drehen und vibrationsunterstütztes Drehen ähnliche Werte aufwei-
sen. Beim Hämmernden Drehen kommt es im Vergleich zum Drehen durch die Entkop-
pelung der Zerspannung zu einer deutlichen Abnahme der Schnittkräfte in Y-Richtung, 
während die Kräfte in X-Richtung durch die Hämmerhübe deutlich zunehmen. Das vib-
rationsunterstützten Drehen hingegen folgt tendenziell in den Mittelwerten der Charak-
teristik des Drehens. 
 



Ergebnisse 117 

 

 

  
Abbildung 6-41: Einfluss des Spanwinkels γ auf die Spitzenwerte und den Mittelwert 
der Kräfte beim Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 

6.4.4 Diskussion und Zusammenfassung der Prozesskräfte 

Durch die Kombination der Ergebnisse aus der 2D-FEM-Simulation und den experi-
mentellen Messungen konnte ein Verständnis der beim Hämmernden Drehen auftre-
tenden Kräfte gewonnen werden, indem die Vorteile beider Methoden optimal genutzt 
wurden. Die 2D-FEM-Simulation erlaubt die Berechnung der tatsächlichen Prozess-
kräfte, die durch die plastische Verformung des Werkstoffs entstehen. Dabei können 
alle Störgrößen wie die Masse des Werkzeugsystems, die zu dynamischen Kräften 
führt, oder geringe Steifigkeiten eliminiert werden. Die Simulation zeigt, dass die Kraft-
verläufe des Hämmernden Drehens und des vibrationsunterstützten Drehens in Häm-
merrichtung sehr ähnlich sind, sowohl was deren Charakter als auch die Werte betrifft. 
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Dies ist zu erwarten, da die Form des Hämmerhubes bei beiden Prozessen identisch 
ist. In Schnittrichtung ergeben sich jedoch unterschiedliche Kraftverläufe. Die Entkopp-
lung durch die überlagerte Schwingung reduziert die Schnittkräfte beim Hämmernden 
Drehen erheblich. Beim vibrationsunterstützten Drehen hingegen führt der Hämmerhub 
zu einer Erhöhung der Schnittkräfte. Im Allgemeinen ist die Schnittkraft beim vibrations-
unterstützten Drehen größer. Die simulative Untersuchung der Werkzeugorientierung 
zeigt, dass eine Erhöhung des Spanwinkels von γ = -6° auf γ = 6° zu einem exponenti-
ellen Anstieg der maximalen Hämmerkräfte bei beiden vibrationsunterstützten Verfah-
ren führt. Beim Hämmernden Drehen reduziert sich der Mittelwert nur geringfügig, wäh-
rend dieser beim Drehen und vibrationsunterstützten Drehen deutlich sinkt. Dies lässt 
darauf schließen, dass das Hämmernde Drehen stärker durch die Kräfte des Hämmer-
hubs dominiert wird und weniger durch die Passivkraft der Zerspanung. Der Mittelwert 
der X-Kräfte des Hämmernden Drehens bei einem Spanwinkel γ = 0° ist um 21,4 % 
höher als beim vibrationsunterstützten Drehen, wohingegen bei einem Spanwinkel  
γ = -6° ähnliche Werte vorliegen. Dies bestätigt die Vermutung, dass das Hämmernde 
Drehen von der Hämmerkraft und nicht von der Passivkraft dominiert wird, da bei einem 
Spanwinkel γ = -6° die maximale Hämmerkraft etwas abnimmt, wohingegen der Mittel-
wert der Kraft beim Drehen und vibrationsunterstützten Drehen deutlich zunimmt. Die 
maximalen Schnittkräfte sind bei allen drei Prozessen von gleicher Größenordnung. 
Beim Hämmernden Drehen fallen die minimalen Schnittkräfte jedoch auf Null ab, wäh-
rend sie beim vibrationsunterstützten Drehen deutlich größer sind. Dies belegt, dass 
die Entkopplung durch die überlagerte Schwingung im gesamten Winkelbereich des 
Spanwinkels von -6° bis 6° wirksam ist. Im Mittelwert ist die Schnittkraft bei einem Span-
winkel γ = 0° beim Hämmernden Drehen deutlich kleiner und beträgt nur 69,1 % des 
Mittelwertes beim vibrationsunterstützten Drehen und 64,9 % des Drehens. Die para-
metrisierte Auftragung der Prozesskräfte zeigt den Winkel an, unter dem die Prozess-
kräfte auf das Bauteil wirken. Beim Hämmernden Drehen ist hier eine nahezu senk-
rechte Krafteinleitung mit einem maximalen Winkel von Φ = 1,4 rad / 80,2° möglich, 
während beim vibrationsunterstützten Drehen nur maximal Φ = 0,92 rad / 52,7° erreicht 
werden. Das Hämmernde Drehen kann folglich einen größeren Anteil der plastischen 
Verformung unter rein senkrechter Krafteinwirkung in den Werkstoff einbringen als das 
vibrationsunterstützte Drehen. Zusammen mit der Bedingung, dass der Geschwindig-
keitsvektor Null wird, wie in Abschnitt 4.1.2 beschrieben, sind die optimalen Vorausset-
zungen für die Einbringung von Druckeigenspannungen unter dem Mechanismus der 
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Hertzschen Pressung gegeben, da nur geringe Tangentialkräfte vorliegen, die eine 
Streckung der Oberfläche zur Folge hätten. Dem Gegenüber liegt während eines Häm-
merhubs beim vibrationsunterstützten Drehen ein signifikanter tangentialer Anteil der 
maximalen Prozesskraft vor, der eine erhebliche Streckung der Oberfläche zur Folge 
hat. Dies zeigen auch die Eigenspannungsverläufe in Abschnitt 6.5.4, bei denen das 
Hämmernde Drehen Verläufe aufweist, die mehr den Charakter von Eigenspannungen 
haben, die durch Hertzsche Pressung erzeugt werden, als durch Streckung der Ober-
fläche. Beim vibrationsunterstützten Drehen ist die Streckung der Oberfläche stärker 
ausgeprägt. Die Auswertung der Beträge der Kraftvektoren zeigt, dass diese zu jedem 
Zeitpunkt beim vibrationsunterstützten Drehen größer sind. Die 2D-FEM-Simulation er-
laubt naturgemäß nur die Darstellung eines orthogonalen Schnittes der vibrationsun-
terstützten Zerspanung. Bei den untersuchten Prozessen handelt es sich jedoch um 
das Außenlängsdrehen, welches auch die dritte Dimension aufweist, weshalb die simu-
lativen Ergebnisse nur qualitativ und nicht quantitativ bewertet werden können. Die Un-
tersuchung der Prozesskräfte für den dreidimensionalen Fall erfolgte daher experimen-
tell, wobei sowohl der Einfluss des Vorschubs als auch der Schnittgeschwindigkeit un-
tersucht wurden. Bei der Schnittgeschwindigkeit ergibt sich der Einfluss auf die Pro-
zesskräfte vor allem bei hohen Betriebsfrequenzen des piezoelektrischen Werkzeug-
systems, die zu hohen Massenträgheitskräften und Strukturanregungen führen. Die 
Auswertung der Messungen zeigt, dass die Kraftmessung stark von unerwünschten 
Schwingungen überlagert wird. In der Messung der Auslenkungen sind jedoch keine 
übermäßigen Schwingungen zu finden. Es ist davon auszugehen, dass diese Schwin-
gungen nicht durch den Werkzeug-Werkstück-Kontakt hervorgerufen werden, sondern 
in der langen Messkette vom Werkzeug über das Festkörpergelenk, die Piezoaktua-
toren, den Stahlrahmen bis hin zum Mehrkomponentendynamometer entstehen. Dies 
ist vor allem beim vibrationsunterstützten Drehen mit hoher Betriebsfrequenz 
fc,o > 200 Hz zu beobachten. Obwohl in diesem Fall keine aktive Anregung der Achse 
erfolgt, ist ein starker betragsmäßiger Anstieg der Maximalkräfte und Minimalkräfte zu 
beobachten. Diese Schwingungen werden bei der Berechnung des arithmetischen Mit-
telwertes gefiltert, um bessere Aussagen über die Kräfte treffen zu können. So zeigen 
die Mittelwerte der Messungen bei der Untersuchung der Schnittgeschwindigkeit und 
des Vorschubs, dass bei den vibrationsunterstützten Prozessen im Mittel höhere Kräfte 
in Hämmer- bzw. Passivrichtung auftreten als beim Drehen. Dies deckt sich soweit mit 
der Simulation, allerdings zeigt die Simulation auch, dass die höchsten Mittelwerte beim 
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Hämmernden Drehen auftreten, was nicht mit den Messungen übereinstimmt, bei de-
nen die höchsten Mittelwerte unabhängig von der Stellgröße beim vibrationsunterstütz-
ten Drehen auftreten. Bei den Maximalkräften in Hämmerrichtung liegen ähnliche Werte 
für das vibrationsunterstützte Drehen und Drehen vor, was auch die Simulation zeigt. 
Der größte Unterschied zwischen Simulation und Messung liegt in den stark negativen 
Minimalwerten. In der Simulation treten zwar auch negative Werte auf, die durch Rei-
bung an der Spanfläche entstehen können, diese sind jedoch um ein Vielfaches gerin-
ger. Die stark negativen Werte müssen auf Massenträgheit zurückzuführen sein, was 
sich auch bestätigt, da sie mit der Frequenz und Hämmerhub stark ansteigen. Ebenfalls 
sind in den Mittelwerten der Messungen in Schnittrichtung die deutlich geringeren 
Kräfte für das Hämmernde Drehen im Vergleich zum Drehen und vibrationsunterstütz-
ten Drehen nicht zu erkennen. Dies lässt sich mit der tatsächlichen Steifigkeit des Werk-
zeugsystems erklären, das bei der Entkopplung der Zerspanung aufgrund dessen Stei-
figkeit eine Vorspannung aufrechterhält und die Kräfte nicht auf null absinken, sondern 
nahezu den Wert vor der Unterbrechung der Zerspanung beibehalten. Diese Vorspan-
nung bei geringer Steifigkeit, würde die Kräfte annähernd konstant halten, was zur 
Folge hätte, dass in Schnittrichtung bei geringerer Betriebsfrequenz keine wesentlichen 
Unterschiede in den Spitzenwerten auftreten würden, infolge auch für die Mittelwerte 
keine großen Unterschiede bei den Prozessen vorläge. Die vorliegenden Messungen 
zeigen genau dieses Verhalten. Die geringe Steifigkeit des Systems ist somit für eine 
simulationsnahe Kraftmessung ungünstig. Bei hohem Vorschub fc = 0,1 mm/U verhält 
sich die Messung der Schnittkraft gleich dem Ergebnis der Simulation, wobei das Häm-
mernde Drehen im Mittel geringere Kräfte als das Drehen aufweist und das vibrations-
unterstützte Drehen die höchsten Kräfte. Die experimentelle Untersuchung des Häm-
merhubs zeigt, dass die Maximalkräfte erwartungsgemäß mit zunehmendem Hub an-
steigen. Der Mittelwert wird jedoch kaum von der Größe des Hubs beeinflusst. Dies 
kann damit zusammenhängen, dass eine Erhöhung des Hubs nur die Beschleunigung 
des Werkzeugsystems erhöht, nicht aber zu höheren Prozesskräften führt. Mit Hilfe der 
Weg- und Kraftmessung kann die vom Material dissipierte Umformenergie berechnet 
werden. Diese Energie wird vom piezoelektrischen Werkzeugsystem eingebracht und 
geht in eine plastische Verformung des Werkstoffs über. Die Berechnung zeigt, dass 
beim vibrationsunterstützten Drehen und Hämmernden Drehen Energie in Hämmer-
richtung durch den Werkstoff dissipiert wird, während das Werkzeugsystem beim Häm-
mernden Drehen Energie in Schnittrichtung aufnimmt. Diese stammt aus der Rotation 
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des Werkstücks durch die Spindel. Der Energieeintrag in Hämmerrichtung wird kaum 
durch die Schnittgeschwindigkeit oder den Vorschub beeinflusst. 

6.5 Resultierende Randschichtzustände  
Die Bearbeitung des Werkstoffes führt zu einer Veränderung der Randschichtzustände, 
dies ist sowohl beim Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen als auch 
beim Drehen der Fall. Im Folgenden werden die Ergebnisse der Analyse der Rand-
schichtzustände gezeigt und diskutiert. 

6.5.1 Einfluss der Prozessstellgrößen 

Die Prozessstellgrößen Schnittgeschwindigkeit vc, Vorschub fc und zusätzlich bei den 
beiden vibrationsunterstützten Prozessen der Hämmerhub aH haben direkten Einfluss 
auf die Randschichtzustände. Die Auswirkungen dieser Stellgrößen auf die Topogra-
phie sowie den Eigenspannungszustand der Oberfläche wurden untersucht und wer-
den in diesem Abschnitt diskutiert. 

6.5.1.1 Topographie 

Infolge der periodischen Werkzeugtrajektorie beim Hämmernden Drehen und vibrati-
onsunterstützten Drehen ergeben sich charakteristische Topographien, die im Gegen-
satz zu den Vorschubmarken beim Drehen eine Periodizität in Schnittrichtung aufwei-
sen. In Abbildung 6-42 sind die Konfokalmessungen der Topographien sowie die geo-
metrisch simulierten Topographien für die drei Prozesse bei einem Vorschub von 
fc = 0,05 mm/U dargestellt. Während beim Hämmernden Drehen getrennte Spitzen 
durch den rückwärtsgewandten Materialfluss entstehen, zeigt sich beim vibrationsun-
terstützten Drehen, dass sich der Materialaufwurf vor der Schneidkante zu einer durch-
gehenden Struktur verbindet, die mit dem Versatz der Eindrücke zueinander verläuft. 
Bei der gedrehten Oberfläche formen sich die charakteristischen Längsriefen aus. Eine 
kinematische Rauheit ist nicht direkt ersichtlich, was darauf hindeutet, dass die Span-
bildung aufgrund der geringen Schnittgeschwindigkeit und der verhältnismäßig großen 
Schneidkantenverrundung nicht optimal ist. Dieser Mechanismus kann in der geomet-
rischen Simulation nicht abgebildet werden, weshalb dort die kinematische Rauheit gut 
erkennbar ist. 
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Abbildung 6-42: Konfokalaufnahmen und geometrische Simulation der Topographie 

beim Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 
Einfluss der Schnittgeschwindigkeit 

Gemäß der kinematischen Betrachtung hat die Schnittgeschwindigkeit beim Hämmern-
den Drehen und vibrationsunterstützten Drehen keinen Einfluss auf die Topographie, 
da diese mit der Frequenz korreliert. Allerdings ist zu berücksichtigen, dass bei höheren 
Schnittgeschwindigkeiten auch höhere Frequenzen erforderlich sind. Dies kann in der 
praktischen Umsetzung dazu führen, dass die Soll-Trajektorie der Schneide nicht aus-
reichend präzise ausgeführt wird und die Umformgeschwindigkeit des Werkstoffs 
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zunimmt. In Abbildung 6-43 sind die Topographieparameter der arithmetischen Höhe 
Sa und der maximalen Höhe Sz für die Prozesse in Abhängigkeit der Schnittgeschwin-
digkeit vc dargestellt. Im Gegensatz zur Topographie beim Drehen zeigen die beiden 
vibrationsunterstützten Prozesse eine geringe Abhängigkeit in der Messung des Sa-
Wertes von der Schnittgeschwindigkeit. Dies zeigt ebenfalls die Simulation, wobei für 
die beiden Prozesse deutlich höhere Werte berechnet werden als gemessen. Die Ab-
hängigkeit der Simulation von der Schnittgeschwindigkeit ist auf die Eingangsgrößen 
dieser zurückzuführen, die durch Aufzeichnungen des Wegmesssystems im Versuch 
ermittelt wurden. Dies zeigt, dass aufgrund der höheren Dynamik bei höheren Frequen-
zen abweichende Schwingungsformen vorliegen, was sich in den Ergebnissen wider-
spiegelt. Die Werte für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen un-
terscheiden sich merklich nur bei einer geringen Schnittgeschwindigkeit vc = 0,5 m/min. 
Die gemessenen Werte für das Drehen liegen merklich über den simulierten Werten. 
Dies veranschaulicht, dass die plastische Materialverlagerung bei der Spanbildung ei-
nen signifikanten Einfluss hat. Beim Drehen wird die Oberfläche deutlich stärker durch 
Pflügeprozesse geformt als durch die kinematische Rauheit. Für die maximale Höhe 
Sz ist eine deutliche Zunahme der Messung zu erkennen, mit Ausnahme des vibrati-
onsunterstützten Drehens, wobei beim Drehen mit Schnittgeschwindigkeit vc = 2 m/min 
sehr hohe Werte mit einer großen Streuung gemessen wurden. Die Simulation zeigt 
hingegen kaum einen Einfluss, da diese Abweichungen vor allem durch stochastisch 
auftretende Spitzen in die Messungen einfließen, die in der Simulation nicht auftreten. 
Der Unterschied zwischen dem Hämmerndem Drehen und vibrationsunterstützten Dre-
hen kann darauf zurückzuführen sein, dass beim Hämmernden Drehen mehr und hö-
here Materialaufwürfe auftreten, die beim vibrationsunterstützten Drehen spanend ab-
getragen werden. Besonders niedrige Topographieparameter werden für das Häm-
mernde Drehen bei niedriger Schnittgeschwindigkeit vc = 0,5 m/min erzielt. Dabei wer-
den Sa-Werte unter 0,6 µm und Sz-Werte unter 4,8 µm erreicht. 
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Abbildung 6-43: Einfluss der Schnittgeschwindigkeit vc auf die arithmetische Höhe 

Sa a) und die maximale Höhe Sz b) 
Einfluss des Vorschubs 

Einen größeren Einfluss auf die Topographie hat der Vorschub durch die kinematische 
Rauheit, wie in Abbildung 6-44 dargestellt. Besonders in der geometrischen Simulation 
erfolgt eine starke Zunahme des arithmetischen Mittelwerts Sa für die vibrationsunter-
stützten Prozesse. Diese Zunahme ist in der Messung wesentlich schwächer ausge-
prägt, was darauf schließen lässt, dass die Werkzeugwege sich gegenseitig plastisch 
beeinflussen. Dies kann in der Simulation nicht abgebildet werden und der Unterschied 
zwischen Messung und Simulation nimmt mit dem Vorschub zu. Auch in diesem Fall 
übersteigt die Simulation die gemessenen Werte für die vibrationsunterstützten Pro-
zesse deutlich und die gemessenen Werte für das Drehen liegen über den simulierten 
Werten. Die maximale Höhe Sz zeigt folgendes Verhalten. Bei niedrigem Vorschub 
fc = 0,025 mm/U sind die Unterschiede zwischen Simulation und Messung am gerings-
ten, es werden hier sogar für das vibrationsunterstützte Drehen höhere Werte gemes-
sen als simuliert. Zu beachten ist, dass für das Drehen geringere Sa-Werte und Sz-
Werte vorliegen. Es ist anzunehmen, dass die sehr raue Topographie durch die Span-
bildung beim Drehen infolge der großen Werkzeugwegüberdeckung geglättet wird. 
Beim vibrationsunterstützten Drehen ist ebenfalls auffällig, dass die gemessenen Sz-
Werte bei einer Erhöhung des Vorschubs abnehmen, sodass das Minimum für einen 
Vorschub fc = 0,05 mm/U vorliegt. Diese Abnahme kann auf den Materialfluss 
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zurückzuführen sein, welcher quer zu den nah benachbarten Werkzeugwegen orientiert 
ist. Beim Hämmernden Drehen tritt vermehrt ein rückwärtsgewandter Materialfluss auf, 
der den Sz-Wert verringert und nicht erhöht wie beim vibrationsunterstützten Drehen. 
Die Simulation belegt dies, da in dieser sehr ähnliche Werte für das Hämmernde Dre-
hen und vibrationsunterstützte Drehen vorliegen und diese den Materialfluss nicht ab-
bilden kann. Bei höheren Vorschüben gleichen sich die Werte der Prozesse jedoch 
wieder an, da der Abstand der Werkzeugwege größer wird. Für das Drehen stellt sich 
bei hohem Vorschub fc ≥ 0,075 mm/U ein Plateau ein, während für das Hämmernde 
Drehen und vibrationsunterstützte Drehen hier die höchste Steigung vorliegt. Mit klei-
nem Vorschub fc = 0,025 mm/U können mit dem Hämmernden Drehen geringe Sa-
Werte unter 0,47 µm erreicht werden, während diese beim vibrationsunterstützten Dre-
hen deutlich größer mit 0,8 µm sind. Allgemein liegen für das Hämmernde Drehen die 
geringeren Topographieparameter vor. 

 

  
Abbildung 6-44: Einfluss des Vorschubs fc auf die arithmetische Höhe Sa a) und die 

maximale Höhe Sz b) 
Einfluss des Hämmerhubs 

Neben den konventionellen Stellgrößen ist auch die Höhe des Hämmerhubs beim Häm-
mernden Drehen und vibrationsunterstützten Drehen für die Topographie von Bedeu-
tung. Dies ist in Abbildung 6-45 für einen Hämmerhub aH = 10–30 µm dargestellt. Wie 
bei den anderen Stellgrößen berechnet die geometrische Simulation auch hier höhere 
Werte der arithmetischen Höhe Sa als die gemessenen. Die Zunahme der Sa-Werte 
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mit dem Hämmerhub ist bei den gemessenen Topografien ausgeprägter als in der Si-
mulation. Dieser Effekt ist auf das größere verdrängte Materialvolumen zurückzuführen, 
was höhere Materialaufwürfe verursacht. Ein ähnliches Verhalten liegt für die maximale 
Höhe Sz vor. Die gemessenen Werte für das Hämmernde Drehen nehmen mit dem 
Hämmerhub monoton zu, während die Werte für das vibrationsunterstützte Drehen bei 
einem Hämmerhub aH = 20 µm am geringsten sind. Die Simulation berechnet hier hin-
gegen die höchsten Werte. Die Höhe des Hämmerhubs hat kaum Einfluss auf die be-
rechneten Werte, was nachvollziehbar ist, sobald eine vollständige Überdeckung der 
Topographie erfolgt. Bei einem größeren Hub von aH = 30 µm übersteigen die Sz-Werte 
die Simulationswerte deutlich, was auf den bereits erwähnten Einfluss des größeren 
Materialvolumens und größerer Materialaufwürfe zurückzuführen ist. Während in der 
Simulation kaum Unterschiede zwischen den Werten des Hämmernden Drehens und 
vibrationsunterstützten Drehens bestehen, weist das Hämmernde Drehen in den Mes-
sungen fast immer die niedrigeren Topographieparameter auf. 

 

  
Abbildung 6-45: Einfluss des Hämmerhubs aH auf die arithmetische Höhe Sa a) und 

die maximale Höhe Sz b) 

6.5.1.2 Eigenspannungen 

Die Prozessstellgrößen besitzen auch einen Einfluss auf die Eigenspannungen. Es 
wurden die Auswirkungen der Schnittgeschwindigkeit vc, des Vorschubs fc und zusätz-
lich für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen die Höhe des 
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Hämmerhubs aH auf die röntgenographisch gemessenen Spannungstensoren der 
Oberfläche untersucht. 

Einfluss der Schnittgeschwindigkeit 

Die Werte der Spannungstensoren sowie die Halbwertsbreiten in Abhängigkeit der 
Schnittgeschwindigkeit vc = 0,5–2 m/min sind in Abbildung 6-46 dargestellt. Für beide 
vibrationsunterstützten Prozesse liegen für die σ11- und σ22-Spannungskomponenten 
deutliche Druckeigenspannungen vor, ebenso für das Drehen, jedoch mit deutlich ge-
ringerem Betrag. Mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit fallen die σ11-Eigenspan-
nungen, was beim Hämmernden Drehen deutlich ausgeprägt ist. Es ist erkennbar, dass 
sich das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen mit erhöhter Schnitt-
geschwindigkeit von den Werten annähern, wobei die höheren Druckeigenspannungen 
für das vibrationsunterstützte Drehen vorliegen. Für das Drehen nehmen die Eigen-
spannungen mit der Schnittgeschwindigkeit hingegen leicht zu. Die Werte der σ22-Nor-
malspannungen zeigen für alle drei Prozesse eine Zunahme, wobei dies für das Häm-
mernde Drehen am ausgeprägtesten ist, es liegen hier für eine Schnittgeschwindigkeit 
vc = 0,5 m/min die höchsten Druckeigenspannungen vor. Die Messungen der τ12-
Schubeigenspannung lassen nur eine bedingte Aussage zu, da die höchsten Werte für 
die vibrationsunterstützten Prozesse bei einer Schnittgeschwindigkeit vc = 1 m/min ge-
messen wurden und darüber und darunter abfallen. Die Halbwertsbreite weist für das 
Hämmernde Drehen einen geringen Anstieg mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit 
auf, während für das vibrationsunterstützte Drehen höhere Werte vorliegen und nahezu 
konstant bleiben. Für das Drehen sinkt die Halbwertsbreite bei Erhöhung der Schnitt-
geschwindigkeit. Da besonders die σ22-Normaleigenspannungen im Verhältnis zu ihrem 
Betrag beim Hämmernden Drehen durch die Schnittgeschwindigkeit beeinflusst wer-
den, sollte diese möglichst geringgehalten werden, um hohe Druckeigenspannungen in 
diese Richtung einzubringen. 
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Abbildung 6-46: Einfluss der Schnittgeschwindigkeit vc auf die Eigenspannungen 

und Halbwertsbreite an der Oberfläche 
  

Hämmerndes Drehen ap: 0,1 mm ah: 20 µm
Vibrationsunterstütztes Drehen fc: 0,05 mm/U ac,o:13,3 µm
Drehen di: 83,3 µm
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Einfluss des Vorschubs 

Der Vorschub fc wurde in vier Abstufungen von fc = 0,025–0,1 mm/U untersucht. Die 
gemessenen Komponenten des Spannungstensors sind in Abbildung 6-47 dargestellt, 
hier zeigt sich ein inverses Verhalten zur Schnittgeschwindigkeit. Die σ11-Komponente, 
welche in Schnittrichtung liegt, nimmt für alle Prozesse mit dem Vorschub zu, dies ist 
am geringsten für das vibrationsunterstützte Drehen ausgeprägt. Die σ22- Komponente 
nimmt mit einer Erhöhung des Vorschubs leicht ab, wobei ein größerer Abstand der 
Werkzeugwege zu höheren Druckspannungen führt. Der Effekt ist für das Drehen am 
deutlichsten ausgeprägt, während er für das Hämmernde Drehen und vibrationsunter-
stützte Drehen nicht so dominant ist. Für das Drehen sind die Vorschübe und Schnitt-
geschwindigkeit verhältnismäßig klein gewählt, sodass geringe Temperaturen vorlie-
gen und für die Zerspanung typischerweise auftretende Zugeigenspannungen vermie-
den werden. Die τ12-Schubeigenspannungen werden wesentlich stärker durch den Vor-
schub beeinflusst. Für die beiden vibrationsunterstützten Prozesse nehmen sie mit zu-
nehmendem Vorschub deutlich ab und weisen bei einem Vorschub fc = 0,1 mm/U ähn-
liche Werte wie das Drehen auf. Höherer Vorschub führt somit zu einer stärkeren Sche-
rung der Oberfläche. Die Halbwertsbreite zeigt ein leichtes Minimum für alle Prozesse 
bei einem Vorschub fc = 0,05 mm/U, das jedoch nicht deutlich ausgeprägt ist, starke 
Streuung aufweist und daher nicht als relevanter Einflussfaktor anzusehen ist. Die 
größte Halbwertsbreite liegt wieder für das vibrationsunterstützte Drehen vor. Für eine 
Generierung hoher Druckeigenspannungen und geringer Schereigenspannungen sind 
für den Vorschub somit kleine Werte zu wählen. 



130 Ergebnisse 

 

  
Abbildung 6-47: Einfluss des Vorschubs fc auf die Eigenspannungen und 

Halbwertsbreite an der Oberfläche 
Einfluss des Hämmerhubs 

Der Hämmerhub als Stellgröße grenzt das Hämmernde Drehen und vibrationsunter-
stützte Drehen vom Drehen ab. Die resultierenden Eigenspannungen bei einem Häm-
merhub aH = 10–30 µm sind in Abbildung 6-48 gezeigt. Für die σ11-Spannungskompo-
nente in Schnittrichtung sind unabhängig von der Größe des Hubs für das vibrations-
unterstützte Drehen die größeren Druckeigenspannungen ersichtlich, wie dies auch bei 
der Untersuchung der anderen Stellgrößen der Fall ist. Das Maximum tritt bei einem 
Hämmerhub aH = 20 µm für beide Prozesse auf. Ein ähnlicher Verlauf ist für die σ22-
Komponente festzustellen. Es lässt sich rückschließen, dass ein kleiner Hämmerhub 
zu wenig plastische Verformung einbringt und größerer Hämmerhub durch zu hohen 
Materialfluss die Eigenspannungen wieder abbaut. Dies unterstützt ebenfalls die 
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Halbwertsbreite, die bei einem Hämmerhub aH = 30 µm die höchsten Werte annimmt, 
was auf die meiste plastische Deformation hinweist. Zudem treten hier auch die ge-
ringsten Schereigenspannungen τ12 auf. Somit beträgt der optimale Hämmerhub 
aH = 20 µm für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen. 

    
Abbildung 6-48: Einfluss des Hämmerhubs aH auf die Eigenspannungen und 

Halbwertsbreite an der Oberfläche 

6.5.1.3 Diskussion und Zusammenfassung des Einflusses der Prozessstellgrö-
ßen 

Die mechanische Bearbeitung des Werkstoffs bedingt eine prozess- und stellgrößen-
abhängige Veränderung der Randschichtzustände. Aus diesem Grund wurde der Ein-
fluss der Schnittgeschwindigkeit vc und des Vorschubs fc beim Drehen als auch des 
Hämmerhubs aH beim Hämmernden Drehen und vibrationsunterstützten Drehen 
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untersucht. Als eine Größe der Randschicht wurde die Topographie sowohl experimen-
tell als auch mit der geometrischen Durchdringungsrechnung untersucht. Dabei resul-
tiert aus den Stellgrößen, dass durch das Hämmernde Drehen und vibrationsunter-
stützte Drehen deutlich glattere Oberflächen mit geringeren Topographieparametern 
resultieren als durch das Drehen. Beim Hämmernden Drehen mit niedriger Schnittge-
schwindigkeit vc = 0,5 m/min und niedrigem Vorschub fc = 0,025 mm/U werden Sa-
Werte unter 0,5 µm und Sz-Werte unter 5 µm erreicht, während jedoch beim vibrations-
unterstützten Drehen höhere Werte vorliegen. Die Simulation überschätzt die Höhe der 
Topographie bei den vibrationsunterstützten Prozessen, jedoch wird beim Drehen die 
Höhe der Topographie massiv unterschätzt. Dies zeigt die Grenzen der Simulations-
methode, die das plastische Materialverhalten und die korrekte Spanbildung nicht ab-
bilden kann. Dennoch ist die Simulation in der Lage, den qualitativen Verlauf abzubil-
den, insbesondere bei der arithmetischen Höhe Sa. Ursache für die hohe Abweichung 
beim Drehen ist, dass die große Kantenverrundung starke Pflügeeffekte hervorruft, die 
Riefen in die Oberfläche reißen, was auch auf den Konfokalaufnahmen gut zu erkennen 
ist. Diese treten besonders bei einer Schnittgeschwindigkeit vc = 2 m/min auf, wo für 
die maximale Höhe Sz sehr hohe Werte von Sz > 20 µm auftreten, die für die arithme-
tische Höhe Sa nicht so ausgeprägt sind. Für das Hämmernde Drehen liegen hier auch 
höhere Sz-Werte als für das vibrationsunterstützte Drehen vor. Es muss berücksichtigt 
werden, dass periodisch die doppelte effektive Schnittgeschwindigkeit vc,eff und damit 
maximale Werte von vc,eff = 4 m/min auftreten. Es wird ersichtlich, dass der Prozess hier 
sehr instabil wird und stochastisch auftretende Spitzen die Topographie stark dominie-
ren. Aber auch eine Wechselwirkung zwischen den Werkzeugwegen durch die Häm-
merhübe ist vorhanden, was aus der Simulation hervorgeht. Die Zunahme der Messung 
der Topographieparameter mit einer Erhöhung des Vorschubs ist wesentlich weniger 
ausgeprägt als dies in der Simulation der Fall ist, was insbesondere für kleine bis mitt-
lere Vorschübe fc = 0,025–0,05 mm/U gilt. Durch plastische Materialverlagerung kann 
somit die Tiefe des vorherigen Werkzeugwegs reduziert oder eingeglättet werden, was 
besonders beim Hämmernden Drehen auftritt. Bei größeren Vorschüben  
fc = 0,075–0,1 mm/U gleichen sich die Topographieparameter an, da weniger Wechsel-
wirkung vorliegt und die kinematische Rauheit überwiegt. Für das Drehen ist dies nicht 
gegeben, hier ist über den Vorschub eine progressive Zunahme der gemessenen To-
pographieparameter zu beobachten, während die Simulation fast linear ansteigt. Es 
treten aber auch beim Hämmernden Drehen und beim vibrationsunterstützten Drehen 
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unterschiedliche Materialflüsse auf. Beim Hämmernden Drehen ist ein rückwärtsge-
wandter Materialfluss anzunehmen, der den Sz-Wert verringert und nicht erhöht, da 
Material in den vorherigen Werkzeugeindruck fließt, während beim vibrationsunterstütz-
ten Drehen eher ein seitlicher Materialfluss zu vermuten ist, der die Topographiehöhe 
vergrößert. Die Simulation stützt diese Hypothese, da in dieser sehr ähnliche Werte für 
das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen vorliegen und die Simula-
tion den Materialfluss nicht abbilden kann. Bei höheren Vorschüben gleichen sich die 
Werte der Prozesse wieder an, da der Abstand der Werkzeugwege größer wird. Eine 
Vergrößerung der Hämmerhübe aH geht mit einem größeren verdrängten Materialvolu-
men einher, was die arithmetische Höhe Sa in der Messung deutlich erhöht, und erwar-
tungsgemäß nicht in der Simulation. Die maximale Höhe Sz zeigt ein vergleichbares 
Ergebnis, wobei hier deutliche Unterschiede zwischen dem Hämmernden Drehen und 
vibrationsunterstützten Drehen vorliegen. Wobei wieder höhere Werte für das vibrati-
onsunterstützte Drehen auftreten, was auf die bereits erwähnte Materialflussrichtung 
zurückzuführen ist. Die Stellgrößen nehmen ebenfalls Einfluss auf den Eigenspan-
nungstensor und die röntgenographische Halbwertsbreite. So resultiert aus einer Erhö-
hung der Schnittgeschwindigkeit bei den vibrationsunterstützten Prozessen höhere 
Druckeigenspannung in Schnittrichtung und geringere in Vorschubrichtung, während 
beim Drehen in beide Richtungen geringere Druckeigenspannung resultieren. Diese 
unterschiedlichen Spannungszustände können durch die höhere Umformgeschwindig-
keit bedingt sein, die um den Faktor vier ansteigt. In Schnittrichtung liegt somit ein an-
derer Charakter als beim Drehen vor, dieser bleibt hingegen in Vorschubrichtung erhal-
ten. Von Interesse ist hier auch die Halbwertsbreite, die andeutet, dass die plastische 
Verformung mit der Schnittgeschwindigkeit zunimmt, während sie beim Drehen ab-
nimmt. Die erhöhte Umformgeschwindigkeit bei der höheren Frequenz der Hämmer-
hübe könnte eine mögliche Erklärung darstellen, während beim Drehen die Temperatur 
steigt und weniger mechanische Verformung eingebracht wird. Höhere Vorschübe füh-
ren bei allen Prozessen zu geringeren Druckeigenspannungen in Schnittrichtung, wäh-
rend diese in Vorschubrichtung ansteigen. Dies zeigt, dass für hohe Druckeigenspan-
nungen ein Mindestabstand der Werkzeugwege gegeben sein muss, daher müssen 
sowohl für die Schnittgeschwindigkeit als auch für den Vorschub ein Kompromiss ge-
funden werden. Dies wird deutlich in Tabelle 6-3, in der der Einfluss der einzelnen Stell-
größen auf die Eigenspannungen zusammengefasst ist. Die höchsten Schereigenspan-
nungen liegen bei großem Vorschub von fc = 0,1 mm/U vor, wo diese Werte ähnlich des 
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Drehens annehmen. Der Materialfluss beim Hämmernden Drehen kann die Scherung 
in der Oberfläche reduzieren, da geringe Scherspannungen und nur mittlere plastische 
Deformationen vorliegen, wie die Halbwertsbreite zeigt. Der Hämmerhub aH hat den 
größten Einfluss auf die Eigenspannungen in Vorschubrichtung. Mit Zunahme des 
Hämmerhubs nehmen die Druckeigenspannungen ab, während diese in Schnittrich-
tung geringfügig zunehmen und ihr Maximum bei einem Hämmerhub aH = 20 µm auf-
weisen. Es wird deutlich, dass die plastische Verformung des Werkstoffs für hohe 
Druckeigenspannungen nicht zu groß sein darf, was die Halbwertsbreite bestätigt. Es 
wird dennoch ein Mindestmaß an plastischer Verformung für die Einbringung von 
Druckeigenspannungen benötigt. 

Tabelle 6-3: Zusammenfassung der einzelnen Einflüsse der Stellgrößen beim Häm-
mernden Drehen 

Messgröße  vc in m/min fc in mm/U aH in µm 
Topographiehöhe Sa Min 0,5 0,025 10 
 Max 2 0,1 30 
Topographiehöhe Sz Min 0,5 0,025 10 
 Max 2 2 30 
Druckeigenspannung σ11 2 0,025 20 
 σ22 0,5 0,1 20 
 τ12 1 0,025 10 
Halbwertsbreite Max 2 0,025 30 

Die in Tabelle 6-3 ermittelten Werte aus den Stellgrößenversuchen ermöglichten die 
Festlegung der idealen Stellgrößen für die detaillierte Untersuchung der Randschicht-
zustände, die mit dem Hämmernden Drehen eingestellt werden können. Um die Pro-
duktivität des Prozesses nicht zu sehr einzuschränken, sollte eine Kombination aus 
sehr kleinem Vorschub und Schnittgeschwindigkeit vermieden werden. Die spezifische 
texturierte Fläche Aspez ergibt sich wie folgt: 

𝐴𝑠𝑝𝑒𝑧 = 𝑑 ∗ 𝜋 ∗ 𝑓𝑐 ∗ 𝑛 = 𝑑 ∗ 𝜋 ∗ 𝑓𝑐 ∗
𝑣𝑐

𝑑 ∗ 𝜋
=  𝑓𝑐 ∗ 𝑣𝑐 6-3 

Aus diesem Grund werden die Schnittgeschwindigkeit vc = 0,5 m/min und der Vorschub 
fc = 0,05 mm/U festgelegt, was zu einer spezifischen texturierten Fläche 
Aspez = 25 mm2/min führt. Da möglichst große Druckeigenspannungen durch das Häm-
mernde Drehen erzielt werden sollen, wird der Hämmerhub aH = 20 µm festgelegt. In 
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Abschnitt 6.3.3 ergab sich für das piezoelektrische Werkzeugsystem eine optimale Be-
triebsfrequenz von fc,o = 100 Hz. Hieraus resultiert nach Formel 4-3 eine Amplitude für 
die Schwingung ac,o = 13,3 µm, was nach Formel 4-5 in einem Abstand der Eindrücke 
von di = 83,3 µm resultiert. Dies deckt sich mit den Resultaten der Analogieversuche in 
Tabelle 6-2. Gemäß dieser wird ein Eindruckabstand di = 50–100 µm, ein Bahnabstand 
/ Vorschub db/fc = 50–100 µm und eine Eindrucktiefe ti = 10–20 µm als optimal erachtet. 
Die Stellgrößen für die weitere detaillierte Untersuchung der Randschichtzustände, die 
durch das Hämmernde Drehen hervorgerufen werden, sind in Tabelle 6-4 zusammen-
gefasst. 

Tabelle 6-4: Stellgrößen für die detaillierte Untersuchung der Randschichtzustände 

Parameter  Wert 
Schnittgeschwindigkeit vc 0,5 m/min 
Vorschub fc 0,05 mm/U 
Spanwinkel γ 0° 
Freiwinkel α 7° 
Hämmerhub aH 20 µm 
Amplitude Schwingung ac,o 13,3 µm 
Betriebsfrequenz fc,o 100 Hz 
Eindruckabstand di 83,3 µm 
Spezifische texturierte Fläche Aspez 25 mm2/min 

6.5.2 Verfestigung 

Die Kaltverfestigung des Werkstoffes durch plastische Verformung kann zu einem An-
stieg der Härte führen, aber auch durch eine Zunahme der Halbwertsbreite bei der rönt-
genographischen Messung nachgewiesen werden. 

6.5.2.1 Mikrohärte 

Aufgrund der Härte des verwendeten Vergütungsstahls 42CrMo4, der nur ein gering 
ausgeprägtes Kaltverfestigungsverhalten durch plastische Deformation aufweist, ist ein 
Härteanstieg nur bedingt nachweisbar. Für den Nachweis einer prinzipiellen Härtestei-
gerung von metallischen Werkstoffen durch das Hämmernde Drehen erfolgte die Un-
tersuchung in Abschnitt 6.2.1 an einer verfestigenden Aluminium-Kupfer-Legierung. In 
Abbildung 6-49 werden die Mikrohärtetiefenverläufe bei der Bearbeitung des 
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Vergütungsstahls mit den drei Prozessen dargestellt. Für eine feinere Tiefenauflösung 
wurden die Messungen im Schrägschliff bis in eine Tiefe von 300 µm durchgeführt. In 
den oberen 100 µm der Randschicht kann für alle Bearbeitungen ein leichter Anstieg 
beobachtet werden, wobei dieser höher für das Hämmernde Drehen und vibrationsun-
terstützte Drehen ausfällt. Die Zunahme der Härte beim Drehen ist auf die große 
Schneidkantenverrundung und die geringe Schnittgeschwindigkeit zurückzuführen, die 
zu einer größeren plastischen Verformung ohne nennenswerten Wärmeeintrag führt. 
Die Härte selbst ist deutlichen Streuungen unterworfen, die einerseits durch die Werk-
stoffbeschaffenheit und andererseits durch das Messverfahren bedingt sein können. 
Die Mikroindentereindrücke weisen eine Größe von unter 10 µm auf, was eine exakte 
optische Vermessung erschwert und die Messung anfällig für lokale Härteschwankun-
gen macht.  

 
Abbildung 6-49: Mikrohärtetiefenverläufe des Vergütungsstahls 42CrMo4 beim 

Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 

6.5.2.2 Halbwertsbreite 

Die Halbwertsbreite der röntgenographischen Messungen in Abbildung 6-50 kann als 
Indiz für die plastische Deformation sowie die Zunahme von Versetzungen und Gitter-
fehlern interpretiert werden. Die Randschicht der gedrehten Probe weist die geringsten 
Werte und die geringste Tiefenwirkung auf. In einer Tiefe von 50 µm ist der Wert bereits 
auf den Wert des Grundmaterials abgefallen. Die Messwerte des Hämmernden Dre-
hens und vibrationsunterstützten Drehens liegen dicht beieinander, wobei das vibrati-
onsunterstützte Drehen oberflächennah höhere Werte aufweist. Dieser höhere Wert 
kann auf die überlagerte Gleitgeschwindigkeit während des Hämmerhubs zurückge-
führt werden, die zusätzlich eine Scherung hervorruft, die weitere plastische 
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Verformungen einbringt. Bei den beiden vibrationsunterstützten Prozessen liegt eine 
erhöhte Halbwertsbreite bis zu einer Tiefe von annähernd 200 µm vor.  

 
Abbildung 6-50: Röntgenographisch gemessene Halbwertsbreiten für das 

Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen 

6.5.2.3 Plastische Dehnung in der 2D-FEM-Simulation 

Die Bestimmung der plastischen Dehnung des Werkstoffs in der Randschicht, die zu 
einer Verfestigung führt, kann messtechnisch ex situ des Prozesses nicht erfolgen und 
eine In situ-Messung ist mit beträchtlichem Aufwand verbunden. Eine effiziente Me-
thode zur Bestimmung dieser Größe ist die FEM-Simulation. In Abbildung 6-51 sind die 
in der 2D-FEM-Simulation ermittelten plastischen Dehnungen dargestellt. Diese ähnelt 
den Verläufen der röntgenographischen Halbwertsbreite. Für das Drehen liegt eine 
plastische Dehnung des Materials bis in eine Tiefe von ca. 50 µm vor. Für die beiden 
vibrationsunterstützten Prozesse reicht diese wesentlich tiefer in die Randschicht hin-
ein, bis in eine Tiefe von ca. 150 µm. Zudem treten in der oberflächennahen Rand-
schicht höhere plastische Dehnungen auf als dies beim Drehen der Fall ist. Für das 
Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen resultieren in der Simulation 
vergleichbare plastische Dehnungen, wobei diese an der Oberfläche für das vibrations-
unterstützte Drehen geringfügig höhere Werte erreicht, wie dies auch der Fall bei der 
röntgenographischen Halbwertsbreite ist. 
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Abbildung 6-51: Simulierte plastische Dehnungen in der Randschicht für das 

Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen 

6.5.3 Mikrostruktur und Gefüge 

Die Mikrostruktur des Werkstoffgefüges kann klassisch über metallographische Schliffe 
lichtmikroskopisch analysiert werden, modernere Methoden der Rasterelektronenmi-
kroskopie erlauben jedoch eine feiner aufgelöste Analyse. 

6.5.3.1 Metallographische Schliffe 

Metallographische Schrägschliffe erlauben eine Streckung der Randschicht im Ver-
gleich zu Querschliffen. In Abbildung 6-52 der Querschliff einer hämmernd gedrehten 
Probe dargestellt, sowie eine Konfokalaufnahme des Bereichs zur besseren Lokalisie-
rung des Übergangs von Topographie in den Schliff. Das Schliffbild zeigt am Übergang 
einen helleren, feinkörnigen Bereich, der auf eine nanokristalline Randschicht hindeu-
tet. Diese wird neben dem schrägen Schliff ebenfalls durch die Krümmung der Probe 
gestreckt. Eine exakte Quantifizierung der Schichtdicke ist aufgrund der schwierigen 
Abgrenzung des Bereichs und der variablen Streckung durch die Krümmung nur ein-
geschränkt möglich. Es kann jedoch eine Abschätzung erfolgen, bei einer ungefähren 
Breite der Projektion von 20 µm ergibt sich eine nanokristalline Schichtstärke von we-
niger als 3 µm. 
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Abbildung 6-52: Metallopgraphische Querschliffe des Gefüges und 

Konfokalaufnahmen einer Probe des Hämmernden Drehens 

6.5.3.2  Focused-Ion-Beam Mikroskopie 

Die lichtmikroskopische Untersuchung von nanokristallinen Randschichten in klassi-
schen metallographischen Schliffen ist nur bedingt möglich, da die Abbildung von Struk-
turen kleiner als 1 µm technisch nicht realisierbar ist. Ebenso führt eine mechanische 
Präparation der Schliffe zu einer Veränderung der Randschicht. Für die Analyse der 
oberflächennahen Randschichten wurde daher die Focused-Ion-Beam (FIB) Mikrosko-
pie eingesetzt. In Abbildung 6-53 a), b) und c) werden die elektronenmikroskopischen 
Aufnahmen von Proben der drei untersuchten Prozesse dargestellt. Bei allen Prozes-
sen tritt, eine Deformation der oberflächennahen Randschicht auf, die zu einer Feinung 
und Streckung der Körner führt. Bei einer reinen Zerspanung durch das Drehen ist eine 
ausgeprägte Scherung des Mikrogefüges zu erkennen, da der Übergang zum Grund-
gefüge stark verzerrte Körner in Schnittrichtung aufweist. Eine deutliche Abgrenzung 
der nanokristallinen Randschicht vom Grundgefüge ist nur bedingt möglich. Die Dicke 
der nanokristallinen Schicht beträgt beim Drehen etwa 1,47 µm. Sehr auffällig ist die 
Aufnahme der Probe des vibrationsunterstützten Drehens, bei der keine gleichblei-
bende Dicke der nanokristallinen Schicht zu sehen ist. Zudem zeigt Abbildung 6-53 d), 
die ohne Chaneling-Kontrast aufgenommen wurde, einen Ausbruch in der Oberfläche 
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des Werkstoffs. Dieser muss durch sehr hohe Scherung hervorgerufen worden sein 
und stellt eine erhebliche Schädigung der Oberfläche dar. Da die Aufnahmebereiche 
möglichst in der Mitte eines Werkzeugeindrucks platziert wurden, ist davon auszuge-
hen, dass dies während des Hämmerhub mit hoher Gleitgeschwindigkeit erfolgte. Die 
Dicke der nanokristallinen Schicht kann hier nicht genau bestimmt werden, beträgt aber 
im minimal Bereich ca. 1,09 µm. Auch hier ist ein gradierter Übergangsbereich zum 
Grundgefüge mit stark verzerrten Körnern zu erkennen. Die Analyse des Hämmernden 
Drehens zeigt ein abweichendes Mikrogefüge.  

  
Abbildung 6-53: Focused-Ion-Beam Mikroskopieaufnahmen der Randschicht a), b) 
und d), Mikroskopieaufnahmen ohne Chaneling Kontrast der vibrationsunterstützt 

gedrehten Probe d) 
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Die nanokristalline Randschicht weist eine wesentlich höhere Dicke von 3,34 µm auf 
und zeigt eine gleichförmigere Dicke über die gesamte Länge des Schnitts. Zudem ist 
die Abgrenzung zum Grundgefüge deutlich schärfer und die Körner wirken nicht in eine 
Richtung verzerrt, sondern eher gestaucht. Dass hier nur wenig Scherung sichtbar ist 
kann mit dem rückwärtsgerichteten Materialfluss beim Hämmernden Drehen zusam-
menhängen, bei dem der Werkstoff entgegen der Schnittrichtung fließt und eine Ver-
zerrung in die andere Richtung erfolgt. 

6.5.4 Eigenspannungen 

Relevant sind nicht nur die Eigenspannungen an der Oberfläche der Bauteile, sondern 
auch deren Tiefenprofil, da dieses maßgeblich das Bauteilverhalten beeinflusst. Die 
Eigenspannungstiefenverläufe können sowohl röntgenographisch gemessen als auch 
simulativ ermittelt werden. Die in diesem Kapitel beschriebenen Ergebnisse der 2D-
FEM-Simulation wurden bereits in (Schwalm & Mann et al. 2023) veröffentlicht. 

6.5.4.1 2D-FEM-Simulation des Eigenspannungstiefenverlauf 

Die FEM-Simulation zeigt, dass die plastische Verformung durch die Hämmerhübe zu 
Druckeigenspannungen in der Randschicht des Werkstücks führt. In Abbildung 6-54 
sind die Eigenspannungstiefenverläufe in Schnittrichtung nach dem Hämmernden Dre-
hen und vibrationsunterstützten Drehen, sowie dem reinen Drehen in Abhängigkeit des 
Spanwinkels dargestellt. Beim einfachen Drehen mit negativem Spanwinkel ergeben 
sich nur maximale Druckeigenspannungen von σ11 = -165 MPa. Dabei weist der Be-
reich der Druckeigenspannungen nur eine Tiefe von ca. 75 µm auf, während die Höhe 
und Tiefe der durch das vibrationsunterstützte Drehen hervorgerufenen Eigenspannun-
gen deutlich größer ist. Für einen Spanwinkel γ = 0° werden maximale Druckeigen-
spannungen σ11 = -683 MPa simulativ für das vibrationsunterstützte Drehen ermittelt. 
Das qualitative Profil des Eigenspannungstiefenverlaufs ist nur marginal durch den 
Spanwinkel beeinflusst. Charakteristisch für die Profile ist ein oberflächennahes globa-
les Minimum, gefolgt von einem weiteren lokalen Minimum in einer größeren Tiefe. An-
schließend steigt das Profil an und geht in den Druckspannungsbereich über, in dem 
es sein globales Maximum erreicht und anschließend wieder abfällt. Die Lage der ma-
ximalen Zugeigenspannungen in einer Tiefe unterhalb der Oberfläche von 490, 360 und 
290 µm ist auffällig, und steigt mit zunehmendem Spanwinkel an. Die Höhe der maxi-
malen Zugspannungen bleibt nahezu unverändert, während die maximalen 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Finite%23_CTVL001ef830eb4200c4889a2e33b52752ede45
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Druckeigenspannungen deutlich durch den Spanwinkel beeinflusst werden, deren Lage 
jedoch kaum verändert wird. Die simulierten Eigenspannungstiefenverläufe nach dem 
Hämmernden Drehen zeigen ein abweichendes Verhalten. Das Tiefenprofil der Eigen-
spannungen ist nicht so charakteristisch wie beim vibrationsunterstützten Drehen und 
wird durch den Spanwinkel beeinflusst. Deutlich zu erkennen ist eine Verschiebung der 
Maxima der Eigenspannungen zu größeren Tiefen im Vergleich mit dem vibrationsun-
terstützten Drehen, was vermutlich darauf zurückzuführen ist, dass während des Häm-
merhubes die tangentiale Gleitkomponente reduziert ist und somit größere und tiefere 
plastische Verformungen in den Werkstoff eingebracht werden können und damit die 
Lage der Eigenspannungen verschoben wird. Mit zunehmendem Spanwinkel nimmt 
auch die Tiefe der zweiten Minima bzw. Maxima zu.  

 

 
Abbildung 6-54: Simulierte 2D Eigenspannungstiefenverläufe in Schnittrichtung für 

das Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen 
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Ein Spanwinkel von γ = 6° führt zu einer Überlagerung der beiden Spannungsminima, 
so dass nur noch ein globales Minimum in einer Tiefe von 150 µm folgt. Die sonst beim 
vibrationsunterstützten Drehen scharf begrenzten Minima sind hier deutlich gestreckt 
und haben nahezu plateauartigen Charakter, insbesondere bei einem Spanwinkel 
γ = 0°. Im Gegensatz zum vibrationsunterstützten Drehen werden hier nicht so hohe 
Druckeigenspannungen erreicht, dieses Spannungsplateau liegt nur im Bereich  
σ11 = -600– -550 MPa, weisen aber eine größere Tiefe von über 50 µm auf. Die verän-
derten Bedingungen bei einem Spanwinkel γ = 6° und dem daraus resultierenden sehr 
kleinen Freiwinkel α = 1° führt zu einer großen Kontaktfläche zwischen Werkzeug und 
Werkstück, die im Prozess mit großen Materialverschiebungen und großen Kräften ein-
hergeht. Dies kann die große Tiefe des Eigenspannungsminimums erklären. Die Eigen-
spannungen nach dem Hämmernden Drehen und vibrationsunterstützten Drehen zei-
gen deutlich höhere und tiefere Werte als beim Drehen. Dies ist auf die höhere plasti-
sche Verformung der Randschicht durch die Hämmerhübe zurückzuführen. 

6.5.4.2 Spannungen im Bauteil während des Prozesses 

Sowohl beim Hämmernden Drehen als auch beim vibrationsunterstützten Drehen kann 
die plastische Verformung, die ein einzelner Hämmerhub einbringt, nicht alleine be-
trachtet werden. Erst die Überlagerung der Werkzeugeindrücke und die Wechselwir-
kung deren plastisch verformter Zonen bewirken die Einbringung von Eigenspannun-
gen im Bauteil. Die Reichweite des Werkzeugs kann somit die tatsächliche Fläche des 
Werkzeugeindrucks deutlich überschreiten. In Abbildung 6-55 ist die Entwicklung der 
im Prozess auftretenden Spannungen im Bauteil über fünf Werkzeugeindrücke darge-
stellt. Es handelt sich hierbei nicht um Eigenspannungen, da diese nicht im thermischen 
und mechanischen Gleichgewicht vorliegen. Bei allen Spanwinkeln ist ersichtlich, dass 
die höchsten Druckspannungen direkt nach dem ersten Werkzeugeindruck auftreten. 
Bei einem Spanwinkel γ = -6° treten für das Hämmernde Drehen größere und tiefere 
Druckspannungen auf, welche dementsprechend auch zu höheren Zugspannungen tie-
fer im Bauteil führen. Beim vibrationsunterstützten Drehen ist eine Verlagerung der 
Spannungen bis zum dritten Werkzeugeindruck zu beobachten, während dies beim 
Hämmernden Drehen hauptsächlich auf die ersten beiden beschränkt ist. Beim Häm-
mernden Drehen findet kaum eine Verlagerung der oberflächennahen Spannungen bis 
in eine Tiefe von 50 µm statt, es kommt jedoch zu einem Spannungsabbau in größerer 
Tiefe, der stärker ausfällt als beim vibrationsunterstützten Drehen. Für einen positiven 
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Spanwinkel γ = 6° zeigt sich insbesondere beim vibrationsunterstützten Drehen nahe 
der Oberfläche ein sehr labiles Verhalten der Spannungen. Der positive Spanwinkel 
resultiert in einem äußerst geringen Freiwinkel α = 1°, was starke Scherkräfte an der 
Oberfläche hervorruft, die zu starken Schwankungen der Spannungen in der Simulation 
führen können. Des Weiteren führt jeder weitere Werkzeugeindruck zu einer Umlage-
rung der Druckspannungen, die dadurch kontinuierlich verringert werden. Beim Häm-
mernden Drehen ist aufgrund der Entkopplung und verringerten Gleitbewegung nur 
eine geringfügige Veränderung festzustellen. Die Druckspannungen weisen eine hohe 
Reichweite in der Tiefe auf, wobei deren Betrag nicht hoch ist. Ein optimaler Kompro-
miss stellt eine neutrale Werkzeugorientierung mit einem Spanwinkel γ = 0° dar. Hierbei 
zeigen die Spannungen während des vibrationsunterstützten Drehens eine Verände-
rung der Spannungsverteilung vom ersten zum zweiten Werkzeugeindruck, während 
für den dritten bis fünften Werkzeugeindruck keine wesentliche Veränderung der Ver-
teilung festgestellt werden kann. Daraus lässt sich ableiten, dass sich der Einflussbe-
reich der plastisch verformten Zone bis zu zwei Eindrücke erstreckt, was ungefähr 
120 µm entspricht. Beim Hämmernden Drehen zeigen die Ergebnisse der Simulation, 
dass der Einfluss der plastisch verformten Zone größer ist, da eine Änderung der Span-
nungsverteilung bis zum dritten Werkzeugeindruck erkennbar ist, was einer Reichweite 
von ca. 180 µm entspricht. Dies lässt sich durch die Reduktion der Gleitgeschwindigkeit 
während des Hämmerhubs beim Hämmernden Drehen erklären, was eine Vergröße-
rung der Einflusszone zu Folge hat, da auch ein rückwärtsgewandter Materialfluss statt-
findet. Beim Hämmernden Drehen liegt nach dem ersten Werkzeugeindruck ein lokal 
begrenztes Minimum nahe der Oberfläche vor, dies ist jedoch nicht so ausgeprägt wie 
beim vibrationsunterstützten Drehen. Der zweite Werkzeugeindruck verursacht jedoch 
eine unterschiedliche Entwicklung der Spannungen in den beiden Prozessen. Während 
beim vibrationsunterstützten Drehen keine wesentliche Veränderung der Charakteristik 
des Profils zu beobachten ist, tritt beim Hämmernden Drehen beim zweiten Werkzeug-
eindruck eine deutliche Änderung auf. Das lokal begrenzte Minimum, wird zu einem 
plateauähnlichen Bereich mit hohen Druckspannungen von weniger als σ11 = -850 MPa 
bis in eine Tiefe von über 50 µm aufgeweitet. Dies deutet auf einen erheblichen Mate-
rialfluss zwischen diesen Werkzeugeindrücken hin, der mit einer starken Umverteilung 
der Spannungen einhergeht. Diese werden durch den Materialfluss tiefer in die Rand-
schicht eingebracht.  
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Abbildung 6-55: Entwicklung der Spannungen im Prozess über fünf Werkzeughübe 

für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen 
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In Abbildung 6-56 ist der Übergang des Spannungszustandes hin zum Eigenspan-
nungszustand nach der Abkühlzeit von 30 s und Entfernung des Werkzeugs dargestellt. 
Die Simulationen zeigen für beide Prozesse einen deutlichen Rückgang der Span-
nungswerte, wobei dieser für das Hämmernde Drehen deutlich ausgeprägter ist. Da die 
bei der niedrigen Schnittgeschwindigkeit auftretenden Temperaturen relativ niedrig 
sind, ist anzunehmen, dass die Spannungsrelaxation durch das Entfernen der Werk-
zeuggeometrie der entscheidende Faktor ist. Es bleibt jedoch bei einem Spanwinkel 
γ = 0° das Druckspannungsplateau beim Hämmernden Drehen mit einem Wert σ11 < -
500 MPa erhalten. Hervorzuheben ist, dass sich der Charakter des Spannungsverlaufs 
beim Hämmernden Drehen verändert und nach dem Entfernen des Werkzeugs Zug-
spannungen direkt unter der Oberfläche auftreten, die so nur geringfügig beim vibrati-
onsunterstützten Drehen vorliegen. 

   
Abbildung 6-56: Spannungen und Eigenspannungen in Schnittrichtung nach 

Abkühlzeit und Entfernung des Werkzeugs in der Simulation 
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Zweidimensionale Spannungsverteilung 

Die zweidimensionale FEM-Simulation ermöglicht die detaillierte Untersuchung der 
Spannungsverteilungen im Werkstück sowie des Werkzeugs während eines Hämmer-
hubs für die beiden Prozesse, was in dieser Form nur in einer Simulation möglich ist. 
Abbildung 6-57 visualisiert die Spannungen in σ11-Richtung, der Schnittrichtung, für 
eine komplette Periode des Hämmernden Drehens und vibrationsunterstützten Dre-
hens in vier charakteristischen Zeitpunkten eines Hämmerhubs. Die Abbildung 6-57 a) 
stellt den Zeitpunkt vor einem Hämmerhub des Hämmernden Drehens dar, in dem der 
positive Geschwindigkeitsanteil der überlagerten Schwingung einsetzt und die effektive 
Schnittgeschwindigkeit zunimmt. Es ist ein lokal begrenztes Druckspannungsmaximum 
direkt unter dem letzten Werkzeugeindruck zu erkennen. Dieses liegt etwa 60 µm un-
terhalb der Oberfläche, während direkt an der Oberfläche Zugspannungen, die auf-
grund des Gleichgewichts aus Druck- und Zugspannungen bedingt sind, vorliegen. Es 
wird ebenfalls ersichtlich, dass zu diesem Zeitpunkt die Spannungen im Werkzeug wei-
testgehend verschwinden, was durch die Entkoppelung der Zerspanung bedingt ist. Für 
das vibrationsunterstützte Drehen in Abbildung 6-57 e) ist dieses Druckspannungsma-
ximum unter der Oberfläche nur minimal vorhanden, die Zugspannungen in der Ober-
fläche sind aber vorhanden und werden durch die aufgeprägte Kraft des Werkzeugs 
verstärkt. Im Werkzeug liegen jedoch deutliche Druckspannungen vor. Die Abbildung 
6-57 b) und f) zeigen den Zeitpunkt der reinen Zerspannung für das vibrationsunter-
stützte Drehen und Hämmernde Drehen. Zugspannungen nehmen nahe der Bauteil-
oberfläche zu, ebenso Druckspannungen im Werkzeug. Beim Hämmernden Drehen 
sind die Spannungen etwas höher, da die effektive Schnittgeschwindigkeit den doppel-
ten Betrag aufweist. Der Zeitpunkt des Hämmerhubs ist in Abbildung 6-57 c) und g) 
abgebildet. Während des Hämmerhubs formt sich ein Druckkegel unter der Schneid-
kante aus. Beim Hämmernden Drehen ist dieser wesentlich größer und tiefer als beim 
vibrationsunterstützten Drehen. Diese Druckspannungen führen zu einer plastischen 
Deformation, was die Voraussetzung für die dauerhaft anhaltende Druckspannung un-
ter der Oberfläche ist. Beim Hämmernden Drehen kommt es zu einem Materialfluss 
entgegen der Schnittrichtung, infolgedessen die Randschicht direkt unter der Oberflä-
che komprimiert wird. Es kommt zu einer Neuordnung des Druckspannungsmaximums, 
das sich mit dem Werkzeug unter der Oberfläche weiterbewegt und hohe Druckspan-
nungen hinterlässt.  
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Abbildung 6-57: Spannungen in Schnittrichtung während des Hämmernden Drehens 

a) bis d) und vibrationsunterstützten Drehens e) bis h) 
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Dies ist eine Erklärung für die starke Veränderung der Eigenspannungsverteilung vom 
ersten zum zweiten Werkzeugeindruck, wie sie zuvor beschrieben wurde. Beim Häm-
mernden Drehen bauen sich hohe Zugspannungen im Werkzeug auf, die wesentlich 
höher sind als beim vibrationsunterstützten Drehen, da die Krafteinleitung ins Werk-
zeug aus Normalenrichtung zur Oberfläche erfolgt und nicht geneigt durch die überla-
gerte Gleitgeschwindigkeit. In Abbildung 6-57 d) und h) hebt das Werkzeug in beiden 
Prozessen von der Oberfläche wieder ab, wobei beim vibrationsunterstützten Drehen 
die Zerspanung nicht unterbrochen wird. Dadurch steht das Werkzeug weiter unter 
Spannung, während diese beim Hämmernden Drehen wieder abfällt. Im Vergleich zu 
Abbildung 6-57 a) und e) ist das Druckspannungsmaximum unter der Oberfläche um 
einen Eindruckabstand nach vorne gewandert und der Prozesszyklus beginnt von 
neuem. Die Analyse der Spannungsverteilung im Werkzeug zeigt, dass sich beim Häm-
mernden Drehen im Werkzeug Druck und Zugspannungen abwechseln, während beim 
vibrationsunterstützten Drehen hauptsächlich Druckspannungen vorliegen. Im Ver-
gleich werden beim Hämmernden Drehen tiefreichendere Druckspannungen in die 
Randschicht eingebracht. 

Die Eigenspannungen in der Randschicht sind in Abbildung 6-58 nach dem Abkühl-
schritt und dem Entfernen des Werkzeugs für das Hämmernde Drehen, vibrationsun-
terstützte Drehen und Drehen dargestellt. Obwohl die höheren Druckeigenspannungen 
nach dem vibrationsunterstützten Drehen erkennbar sind, liegen diese beim Hämmern-
den Drehen fast doppelt so tief in der Randschicht vor und weisen weniger starke Gra-
dienten auf. Darüber hinaus zeigt sich eine unterschiedliche Mikrotextur auf der Ober-
fläche, welche für das Hämmernde Drehen eine bessere Einglättung vorweist. Neben 
der Topographie weisen auch die Eigenspannungen eine Textur in Schnittrichtung auf, 
die nicht homogen in der Randschicht vorliegt. Beim Hämmernden Drehen sind deutlich 
die Druckspannungsmaxima tief in der Randschicht zu sehen, die durch jeden Häm-
merhub ausgebildet werden. Ebenfalls weisen die Spitzen der Topographie Zugspan-
nungen auf, die beim vibrationsunterstützten Drehen nur minimal auftreten. Diese Zug-
spannungen können beim Hämmernden Drehen durch den rückwärtsgerichteten Ma-
terialfluss unter der Oberfläche bedingt sein. Beim Drehen liegen nahe der Oberfläche 
Zugspannungen vor, die in Schnittrichtung keinen Gradienten aufweisen.  
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Abbildung 6-58: Verteilung der Eigenspannungen in Schnittrichtung nach dem 

Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 
Weiter ermöglicht die 2D-FEM-Simulation die visuelle Darstellung des Materialflusses. 
Dieser ist in Abbildung 6-59 in Schnittrichtung für die zwei vibrationsunterstützten Pro-
zesse zum Zeitpunkt eines Hämmerhubs gezeigt und für das Drehen. Es wird deutlich, 
dass beim Hämmernden Drehen ein rückwärtsgerichteter Materialfluss zu beobachten 
ist, während dies beim vibrationsunterstützten Drehen kaum der Fall ist. Dieser reicht 
beim Hämmernden Drehen deutlich über die Länge eines Werkzeugeindrucks hinaus 
und verformt damit bestehende Eindrücke plastisch, was auch zu Ausbildung der un-
terschiedlichen Topographietextur führt. Beim vibrationsunterstützten Drehen hingegen 
wird nur ein hauptsächlich nach vorne gerichteter Materialfluss beobachtet, der in den 
Span übergeht. Zudem sind unterschiedliche Spandicken zu beobachten. Beim Häm-
mernden Drehen ist der Span dünner und der Scherwinkel steiler als beim 
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vibrationsunterstützten Drehen und Drehen. Dies ist auf die höhere effektive Schnittge-
schwindigkeit und den hochfrequent unterbrochenen Schnitt zurückzuführen. Die 
größte Spanstauchung weist das vibrationsunterstützte Drehen auf. Die Modellierung 
der Prozesse, bei den es sich um dreidimensionale Prozesse des Außenlängsdrehens 
handelt, in einer zweidimensionalen Simulation stellt eine wesentliche Abstraktion dar. 
Die 2D-FEM-Simulation ermöglicht aber eine feine räumliche Diskretisierung bei akzep-
tablen Rechenzeiten. Der sonst dreidimensionale Spannungszustand und Materialfluss 
kann nur planar zweidimensional dargestellt werden, was im realen Prozess nur unmit-
telbar senkrecht unter der Schneidkante der Fall ist. Die Ergebnisse der Simulation 
können daher nur bedingt quantitative Werte liefern, helfen aber beim Prozessverständ-
nis der wirkenden Mechanismen. 

  
Abbildung 6-59: Materialfluss in Schnitttrichtuing beim Hämmernden Drehen, 

vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 
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6.5.4.3 Eigenspannungsmessungen 

In der Abbildung 6-60 werden die röntgenographisch gemessenen Eigenspannungstie-
fenverläufe der Proben des Hämmernden Drehens, vibrationsunterstützten Drehens 
und Drehens für die σ11- und σ22-Spannungskomponenten dargestellt. Die beiden vib-
rationsunterstützten Prozesse zeigen einen erheblichen Aufbau von Druckeigenspan-
nungen von σ22 < -450 MPa und σ11 < -1000 MPa. Auch die Eigenspannungen der rei-
nen Zerspanung sind an der Oberfläche im Druckspannungsbereich deutlich ausge-
prägt, was auf die niedrige Schnittgeschwindigkeit und große Schneidkantenverrun-
dung zurückzuführen ist. Diese sind jedoch nicht sehr tiefreichend und fallen nach ca. 
50 µm ab. Bei der σ22-Eigenspannungskomponente der beiden vibrationsunterstützten 
Prozesse resultiert der für eine mechanische Oberflächenbehandlung typische Verlauf, 
der sein Minimum unterhalb der Oberfläche aufweist. In diesem Fall liegen die Minima 
beider vibrationsunterstützter Prozesse in einer Tiefe von ca. 100 µm unter der Ober-
fläche, während die Druckeigenspannungen über 200 µm in die Randschicht hineinrei-
chen. Im Vergleich zum vibrationsunterstützten Drehen zeigt das Hämmernde Drehen 
etwas höhere Druckeigenspannungen von σ22 < -500 MPa. Die σ11-Eigenspannungs-
komponente zeigt Profile mit einem Minimum an der Oberfläche, reichen aber in ähnlich 
große Tiefe in die Randschicht hinein. Die Druckeigenspannungen sind für das vibrati-
onsunterstützte Drehen etwas größer als für das Hämmernde Drehen mit  
σ11 < -1150 MPa. Bezüglich der Normalspannungen zeigen sich bei den Prozessen vib-
rationsunterstütztes Drehen und Hämmerndes Drehen sehr ähnliche Eigenspannungs-
tiefenverläufe, sowohl in der Qualität als auch in der Quantität. 
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Abbildung 6-60: Gemessene Eigenspannungstiefenverläufe σ11 und σ22 nach dem 

Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 
Die Auswertung der τ12-Scherspannungskomponente in Abbildung 6-61 zeigt einen 
markanten Unterschied zwischen dem Hämmernden Drehen und vibrationsunterstütz-
ten Drehen. Die Messung der gedrehten Probe ergab Scherspannungen  
τ12 < -145 MPa an der Oberfläche. Für das vibrationsunterstützte Drehen liegen die 
Scherspannungen ebenfalls in diesem Bereich und reichen bis über 200 µm in die 
Randschicht. Das Spannungsprofil besitzt oberflächennah ein Plateau und steigt dann 
weiter zur Oberfläche hin an. Hier wird deutlich, dass die Ausformung der Mikrotextur 
mit einer Überlagerung der Gleitgeschwindigkeit zu starken Scherungen in der Rand-
schicht führt und der spanende Charakter erhalten bleibt. Im Gegensatz dazu ist die 
Schereigenspannung beim Hämmernden Drehen betragsmäßig geringer und erreicht 
maximal τ12 < -90 MPa in einer Tiefe von ca. 50 µm. Der qualitative Verlauf ist dabei zu 
beachten, da er nicht, wie bei den anderen Prozessen, zur Oberfläche hin abfällt, son-
dern steigt und an der Oberfläche nur einen Wert von τ12 = -50 MPa aufweist. Es erfolgt 
hier eine geringere Scherung der oberflächennahen Randschicht, welche durch den 
rückwärtsgewandten Materialfluss teilweise wieder abgebaut wird. Zudem ist die Reich-
weite der Scherspannungen nicht so tief wie beim vibrationsunterstützten Drehen und 
reicht nur bis ca. 150 µm. Die Eigenspannungstiefenverläufe legen nahe, dass eine 
mechanische Oberflächenbehandlung der Randschicht von bis zu 200 µm erfolgt, die 
eine deutliche Steigerung der Druckeigenspannung mit einem typischen Profil für diese 
Prozesse zu Folge hat.  
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Abbildung 6-61: Gemessene Eigenspannungstiefenverläufe τ12 nach dem 

Hämmernden Drehen, vibrationsunterstützten Drehen und Drehen 

6.5.5 Diskussion und Zusammenfassung der Randschichtzustände 

Die Untersuchung des Einflusses der Prozessstellgrößen auf die Topographie und die 
Eigenspannungen an der Oberfläche zeigt, dass durch die Wahl des Vorschubs, der 
Schnittgeschwindigkeit und des Hämmerhubs hohe Druckeigenspannungen in die 
Randschicht eingebracht und gleichzeitig Topographien von geringer Höhe erzeugt 
werden können. Diese zerstörungsfreien Analysemethoden erlauben es jedoch nicht, 
das Tiefenprofil der Randschichtzustände zu untersuchen. Aus diesem Grund wurden 
zerstörende Prüfverfahren eingesetzt, um diese Verläufe zu bestimmen. Bei allen Pro-
zessen konnte ein Anstieg der Mikrohärte bis in eine Tiefe von ca. 100 µm erfasst wer-
den. Eine Kaltverfestigung der Randschicht konnte durch die röntgenographische Halb-
wertsbreite nachgewiesen werden, die für die beiden vibrationsunterstützten Prozesse 
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Hämmernde Drehen eine nanokristalline Schicht von 3,34 µm dicke, die scharf vom 
Grundgefüge abgegrenzt ist, ohne einen breiten, stark gescherten Übergangsbereich 
aufzuweisen. Die Körner wirken gestaucht und die geringe Scherung kann erklärt wer-
den durch den rückwärtsgewandten Materialfluss beim Hämmernden Drehen, der diese 
verringert. Die Verzerrung des Gefüges ist beim Drehen und vibrationsunterstützten 
Drehen deutlich ausgeprägt. Beim vibrationsunterstützten Drehen tritt eine starke Sche-
rung der Oberfläche auf, die einerseits zu einer inhomogenen Dicke der nanokristalli-
nen Schicht führt und andererseits Risse im Material hervorrufen kann. Der Eigenspan-
nungstiefenverlauf wurde sowohl experimentell als auch mit einem vereinfachten 2D-
FEM-Modell simulativ ermittelt, wobei die Entstehung der Eigenspannungen analysiert 
wurde. In der Simulation wurde ein Spanwinkel γ = 0° und Freiwinkel α = 7° identifiziert, 
für den die höchsten Druckeigenspannungen vorliegen. Ebenfalls konnte gezeigt wer-
den, dass die eingebrachte plastische Verformung bei Entkoppelung der Gleitge-
schwindigkeit zu einem Druckeigenspannungsplateau direkt unter der Oberfläche führt. 
Obwohl die Beträge der Druckeigenspannungen geringer sind als beim vibrationsun-
terstützten Drehen, reichen diese weiter in die Randschicht hinein. In der Simulation 
wurde auch die Reichweite der Wirkzone der Werkzeugeindrücke in Schnittrichtung un-
tersucht. Es konnte gezeigt werden, dass beim vibrationsunterstützten Drehen die Ei-
genspannungen durch den nachfolgenden Werkzeugeindruck stark beeinflusst werden, 
was einer Reichweite von ca. 120 µm entspricht, während beim Hämmernden Drehen 
durch die Entkopplung die Reichweite der Wirkzone auf ca. 180 µm gesteigert werden 
kann. Die Verläufe der Eigenspannungsprofile entsprechen beim vibrationsunterstütz-
ten Drehen am ehesten einer Streckung der Oberfläche, die zu einem Spannungsmini-
mum an dieser führt. Dies kann auf den hohen Gleitanteil bei der plastischen Verfor-
mung zurückgeführt werden. Im Gegensatz dazu zeigt sich beim Hämmernden Drehen 
ein Verlauf der Eigenspannung, der ähnlich einer Hertzschen Pressung mit einem Mi-
nimum unter der Oberfläche ist bzw. wie in diesem Fall zu einem Plateau führt. Was 
darauf hindeutet, dass die plastische Verformung nur unter geringen tangentialen Kräf-
ten erfolgt. Im Vergleich zu den röntgenographischen Messungen des Eigenspan-
nungstiefenverlaufs zeigt die Simulation geringere Werte. Die Simulation des Häm-
mernden Drehens und des vibrationsunterstützten Drehens ermittelt Druckeigenspan-
nungen in Schnittrichtung im Bereich σ11 = -500– -600 MPa, während in den Messun-
gen höhere Werte σ11 < -1000 MPa gemessen wurden. Dieser Unterschied lässt sich 
durch verschiedene Faktoren erklären. In der Simulation ist aufgrund der Abstraktion 
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durch das 2D-Modell lediglich eine Betrachtung in Schnittrichtung möglich. Der Einfluss 
benachbarter Werkzeugwege, die einen signifikanten Einfluss auf die Spannungen ha-
ben, kann nicht berücksichtigt werden. Ein weiterer Einflussfaktor ist die Größe des 
simulierten Materialvolumens. In der Simulation liegen im Bauteilinneren starke Zug-
spannungen vor, da die Druckeigenspannungen an der oberflächennahen Schicht aus-
geglichen werden und ein Spannungsgleichgewicht vorliegen muss. In den Messungen 
liegen aufgrund des großen Probenvolumens nur geringfügig Zugspannungen vor, da 
wesentlich mehr Material vorhanden ist, das die Zugspannungen aufnehmen kann. 
Dies führt zu deutlich höheren oberflächennahen Druckeigenspannungen, obwohl die 
Differenz zwischen maximaler und minimaler Spannung ähnlich ist. Die gemessenen 
σ11-Eigenspannungen weisen in Schnittrichtung ein Profil auf, wie es für die Streckung 
der Oberfläche mit einem Spannungsminimum direkt an dieser typisch ist. Die Zer-
spanung bei niedriger Schnittgeschwindigkeit führt zu niedrigen Temperaturen, was 
wärmebedingte Zugeigenspannungen vermeidet. Durch die zusätzliche plastische Ver-
formung bei den beiden vibrationsunterstützten Prozessen kommt es zu einer Stre-
ckung. Da beim experimentellen Hämmernden Drehen auch eine tangentiale Kraft nicht 
zu vermeiden ist, tritt aber kein reines Spannungsprofil wie bei einer reinen Hertzschen 
Pressung auf. Doch weist das Profil eine leichte Andeutung des Spannungsminimums 
unter der Oberfläche in Form eines Sattelpunkts auf und die Druckeigenspannungen 
sind geringfügig kleiner als beim vibrationsunterstützten Drehen. In Vorschubrichtung, 
(σ22-Komponente) liegen die Minima für das Hämmernde Drehen und das vibrationsun-
terstützte Drehen unterhalb der Oberfläche, was typisch für eine Hertzsche Pressung 
ist. Dies ist darauf zurückzuführen, dass der Gleitanteil des Vorschubs in diese Rich-
tung vernachlässigbar klein ist und es somit kaum zu einer Streckung der Oberfläche 
kommt. Die Eigenspannungsprofile sind hier nahezu identisch für beide Prozesse. 
Durch die plastische Verformung während der Reduktion der Schnittgeschwindigkeit 
beim Hämmernden Drehen ist dies näher an einer idealen Hertzschen Pressung und 
die Druckeigenspannungen sind geringfügig größer als beim vibrationsunterstützten 
Drehen ohne Reduktion der Schnittgeschwindigkeit. Die Profile zeigen typische Ver-
läufe, wie sie für eine mechanische Oberflächenbehandlung charakteristisch sind, mit 
einer Tiefe der Druckeigenspannungen über 200 µm (Schütz 1993). Die Messung der 
Schereigenspannung zeigt, dass für das vibrationsunterstützte Drehen ähnliche Sche-
rungen wie beim Drehen auftreten und das Minimum an der Oberfläche liegt. Für das 
Hämmernde Drehen wurde eine deutliche Reduktion der Schereigenspannungen an 
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der Oberfläche festgestellt, was darauf hindeutet, dass der rückwärtsgewandte Materi-
alfluss zu einer Verringerung der oberflächennahen Scherung führt. In Tabelle 6-5 sind 
für die gemessenen Randschichtzustände die maximalen bzw. minimalen Werte sowie 
die Tiefe, bis zu der die Veränderung des Randschichtzustandes reicht, aufgelistet. 

Tabelle 6-5: Maximal- bzw. Minimalwerte der Randschichtzustände und deren Reich-
weite für das Hämmernde Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen 

Messgröße Hämmerndes 
Drehen 

Vibrationsunterstütz-
tes Drehen  

Drehen 

 Wert Tiefe 
in µm 

Wert Tiefe 
in µm 

Wert Tiefe 
in µm 

Mikrohärte 440 HV0,01 100 420 HV0,01 100 410 HV0,01 100 
Halbwertsbreite 3,47 ° 200 3,95 ° 200 3,19 ° 50 
Nanokristalline 
Randschicht - 3,34 - 1,09 - 1,47 

Eigenspannung 
σ11  -1004 MPa 200 -1157 MPa 250 -537 MPa 50 

Eigenspannung 
σ22  -506 MPa 200 -450 MPa 225 -205 MPa 50 

Eigenspannung 
τ12 -85 MPa 150 -163 MPa 250 -146 MPa 75 

6.6 Bauteilverhalten 
Eine isolierte Betrachtung der Randschichtzustände erlaubt noch keine Aussage über 
das Bauteilverhalten, das für den praktischen Einsatz relevant ist. Dieses ergibt sich 
aus der Wechselwirkung aller Randschichtzustandsgrößen mit sich selbst und den äu-
ßeren Bedingungen. 

6.6.1 Tribologische Untersuchung 

Die Topographie und Härte sind zwei entscheidende Größen, die das tribologische Ver-
halten beeinflussen können. Dies wurde auf zwei unterschiedlichen Tribometern unter-
sucht. 
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6.6.1.1 Zylinder-auf-Scheibe-Tribometer 

Das tribologische Verhalten in einem lokalisierten, sehr abrasiven Szenario wurde auf 
dem Zylinder-auf-Scheibe Tribometer untersucht. Hierbei wurde sowohl die Topogra-
phie als auch die sehr oberflächennahe Randschicht einbezogen, da bei diesem Auf-
bau ein stark lokalisierter tribologischer Kontakt zu lokalem Verschleiß und infolgedes-
sen zu einer Veränderung der Topographie und Materialabtrag führt. Dadurch werden 
neben der Topographie auch die tribologischen Eigenschaften des Grundwerkstoffs 
und insbesondere dessen Verschleißverhalten untersucht. 

Gleitreibungskoeffizienten 

In Abbildung 6-62 a) und b) sind die ermittelten Gleitreibungskoeffizienten µG für Proben 
der drei Prozesse über einen Gleitgeschwindigkeitsbereich vg = 20–2000 mm/s, mit un-
terschiedlicher Relativrichtung dargestellt. Es wurde das Kurzzeitverhalten untersucht, 
da jede der 15 Gleitgeschwindigkeitsstufen nur 20 s lang gehalten wurde. Infolgedes-
sen spielt der Verschleiß keine entscheidende Rolle und stattdessen ist der Einfluss-
faktor der Topografie ausgeprägter. Die Gleitreibungskoeffizienten der beiden durch 
das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen texturierten Oberflächen, 
zeigen einen ähnlichen Verlauf. Mit zunehmender Gleitgeschwindigkeit sinkt der 
Gleitreibungskoeffizient, bleibt jedoch im mittleren Bereich auf einem Plateau. Für die 
Topographie des Hämmernden Drehens ist eine Anisotropie des Reibungskoeffizienten 
für die Richtung der Relativgeschwindigkeit bei niedrigen Gleitgeschwindigkeiten zu be-
obachten. Bei einer Bewegung in Gegenrichtung zur Bearbeitung treten höhere Werte 
auf. Dieser Effekt nimmt jedoch mit steigender Gleitgeschwindigkeit ab. Für die Ober-
flächen des vibrationsunterstützten Drehens könnte auch eine Anisotropie vorliegen. 
Da diese jedoch nicht ausgeprägt ist, sind Messungenauigkeiten denkbar, da hohe 
Standardabweichungen vorliegen. In Abbildung 6-62 c) sind die Reibungskoeffizienten 
gemittelt über beide Richtungen aufgetragen. Bei beiden mikrotexturierten Oberflächen 
sind die Werte höher als die der gedrehten Oberflächen und nähern sich erst bei einer 
sehr hohen Gleitgeschwindigkeit vg = 2000 mm/s an deren Werte an. In ähnlicher 
Weise ist für die gedrehten Oberflächen bei einer kleinen Gleitgeschwindigkeit 
vg = 20 mm/s ein Anstieg des Reibungskoeffizienten zu beobachten, der sich dem der 
mikrotexturierten Oberflächen annähert. Dies lässt darauf schließen, dass die Mikrotex-
turen das Aufschwimmen auf dem Ölfilm abschwächen, dadurch den Ausklinkpunkt zu 
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höheren Gleitgeschwindigkeiten verschieben und so im mittleren Gleitgeschwindig-
keitsbereich einen erhöhten Reibungskoeffizienten bewirken. 

  
Abbildung 6-62: Kurzzeitverhalten der Zylinder-auf-Scheibe Gleitreibungs-
koeffizienten µG im Gleitgeschwindigkeitsbereich vg = 20–2000 mm/s für 

unterschiedliche Relativrichtung a), b) und gemittelt c) 
Die zeitliche Entwicklung des tribologischen Verhaltens hinsichtlich des Gleitreibungs-
koeffizienten ist in Abbildung 6-63 über eine längere Zeitspanne hinweg dargestellt. Es 
wurde jede Gleitgeschwindigkeitsstufe für 100 Sekunden gehalten und die Geschwin-
digkeitsrampe dreimal iteriert. Diese tribologische Belastung über insgesamt 4500 s 
führte zu einem Abtrag der Topographie. Dementsprechend ist der Grundwerkstoff für 
das tribologische Verhalten maßgebend, weshalb keine Differenzierung der Gleitge-
schwindigkeitsrichtung vorgenommen wurde. Für alle Proben kann im Vergleich zum 
kurzzeitigen Kontakt eine deutliche Abhängigkeit von der Gleitgeschwindigkeit festge-
stellt werden. Diese lässt sich durch eine Vergrößerung der Kontaktfläche und durch 
eine mögliche Verringerung des zur Verfügung stehenden Schmierstoffs durch Austrag 
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erklären. Es kommt zu einem Anstieg des Gleitreibungskoeffizienten mit zunehmender 
Wiederholungszahl, wobei dieser Effekt bei niedriger Gleitgeschwindigkeit stärker aus-
geprägt ist als bei hoher. Eine Ausnahme stellt die Probe des vibrationsunterstützten 
Drehens dar, bei der sich bei mittleren und hohen Gleitgeschwindigkeiten eine Reduk-
tion des Reibungskoeffizienten zeigt. Dies ist aber nur minimal ausgeprägt. Bei den 
anderen Proben ist eine deutliche Änderung vom ersten zum zweiten Versuchsdurch-
lauf zu verzeichnen. Bei den beiden mikrotexturierten Proben ist durch den zunehmen-
den Verschleiß eine größere Abhängigkeit der Gleitgeschwindigkeit zu beobachten, 
während diese für die gedrehte Oberfläche nahezu konstant bleibt. Alle Messwerte wei-
sen eine hohe Standardabweichung auf 

  
Abbildung 6-63: Zeitverhalten der Zylinder-auf-Scheibe Gleitreibungs- 

koeffizienten µG im Gleitgeschwindigkeitsbereich vg = 20–2000 mm/s für 4500s 
Bei dieser Art der tribologischen Untersuchung ist neben der Betrachtung der Rei-
bungskoeffizienten auch der Materialabtrag von entscheidender Bedeutung. Um diesen 
zu quantifizieren, wurde die Verschleißfläche an den zylindrischen Proben ermittelt, die 
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in Abbildung 6-64 dargestellt ist. Die Ergebnisse zeigen, dass der Materialabtrag für 
alle drei Arten der Oberfläche ähnlich ist, wobei dieser bei der vibrationsunterstützt ge-
drehten Probe geringfügig kleiner ausfällt und bei der gedrehten etwas größer als für 
das Hämmernde Drehen. Somit ist der Materialabtrag bei allen Proben ähnlich und es 
lagen für die tribologischen Untersuchungen auch vergleichbare Randbedingungen vor, 
was die Kontaktfläche betrifft. Diese Untersuchung zeigt, dass Mikrotexturen im kurz-
zeitigen tribologischen Kontakt den Einfluss der Geschwindigkeitsabhängigkeit, insbe-
sondere bei niedrigen Gleitgeschwindigkeiten, reduzieren können. Hämmernd ge-
drehte Oberflächen weisen hierbei eine leichte Anisotropie des Reibungskoeffizienten 
auf und können diesen erhöhen. Durch den Abtrag der Topographie verändert sich das 
tribologische Verhalten erheblich und die Geschwindigkeitsabhängigkeit nimmt stark 
zu, wobei für alle Oberflächen der Materialabtrag ähnlich verläuft. Für die gedrehten 
Oberflächen konnte hierbei ein geringfügig erhöhter Reibungskoeffizient festgestellt 
werden. 

 
Abbildung 6-64: Verschleißfläche nach tribologischer Untersuchung über 4500 s auf 

dem Zylinder-auf-Scheibe-Tribometer 

6.6.1.2 Zylinder-auf-Pin-Tribometer 

Zur tribologischen Untersuchung der Mikrotexturen wurde ein Tribometer konzipiert, bei 
dem der lokalisierte Verschleiß durch eine Rotation auf die Mantelfläche der zylindri-
schen Proben verteilt wird und der lokalisierte Verschleiß auf dem Reibpartner auftritt. 
Dies wurde in der Zylinder-auf-Pin-Anordnung durchgeführt, wobei neben der Gleitge-
schwindigkeit und der Richtung auch die Kontaktkräfte variiert wurden. 
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Gleitreibungskoeffizient 

Die Bestimmung des Gleitreibungskoeffizienten in reversierende Richtung erfolgte un-
ter stufenloser Variation der Normalkraft im Bereich 10–120 N. Diese sind für die drei 
untersuchten Topographiearten in den Farbdiagrammen in Abbildung 6-65 dargestellt, 
sowohl für den ersten Versuchsdurchlauf als auch für den zweiten, jeweils mit einer 
Dauer von 900 s. Die Topographie der Drehbearbeitung zeigt bei niedrigen Gleitge-
schwindigkeiten vg = 2 mm/s einen hohen Reibungskoeffizienten µG > 0,2, der unab-
hängig der Normalkraft ist. Mit zunehmender Gleitgeschwindigkeit nimmt der Reibungs-
koeffizient ab, steigt aber bei hohen Gleitgeschwindigkeiten vg = 150 mm/s wieder 
leicht an. Dies kann auf eine zunehmende Fluidreibung im Schmierspalt zurückgeführt 
werden und den Ausklinkpunkt darstellen. Im zweiten Versuchsdurchlauf weitet sich 
der Bereich mit einem hohen Reibungskoeffizienten auf höhere Gleitgeschwindigkeiten 
und höheren Reibungskoeffizienten µG = 0,25 aus, dies kann möglicherweise auch auf 
den Austrag von Schmierstoff zurückzuführen sein. Eine ausgeprägte Abhängigkeit von 
der Normalkraft ist nicht zu erkennen. Der Anstieg des Reibungskoeffizienten bei nied-
riger Gleitgeschwindigkeit ist auf die unzureichende Schmierstoffversorgung zurückzu-
führen. Dieser Effekt tritt auch bei den beiden mikrotexturierten Oberflächen durch das 
Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen auf, wobei die Gleitreibungsko-
effizienten nicht so hohe Werte annehmen. Diese liegen deutlich unter µG = 0,19, was 
darauf hindeuten kann, dass der Schmierstoff besser an den Oberflächen haftet oder 
gespeichert wird und seine Tragfähigkeit auch bei niedrigen Drehzahlen beibehält. Eine 
verringerte Kontaktfläche kann ebenfalls den Reibungskoeffizienten reduzieren. Bei 
beiden Topographien ist nach der Einlaufphase im zweiten Versuchsdurchlauf auch 
eine Ausweitung der erhöhten Reibungskoeffizienten auf höhere Gleitgeschwindigkei-
ten zu beobachten, wobei sich bei den Proben des Hämmernden Drehens ein sehr 
gleichmäßiger Reibungskoeffizient über Gleitgeschwindigkeit und Normalkraft einstellt. 
Auch die anfänglich leichte Abhängigkeit von der Normalkraft nimmt ab. Für beide mik-
rotexturierten Topographien tritt aber ein Anstieg des Reibungskoeffizienten bei einer 
Gleitgeschwindigkeit vg = 50 mm/s auf. Dieser weist beim Hämmernden Drehen eine 
leichte Normalkraftabhängigkeit auf, bei der der Gleitreibungskoeffizient mit Zunahme 
dieser ansteigt, bis auf Werte von µG = 0,21. 
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Abbildung 6-65: Gleitreibungskoeffizienten µG in reversierender Richtung unter 

Variation der Normalkraft und Gleitgeschwindigkeit vg 

Prozess: ap: 0,1 mm aH: 20 µm Tribometer:
fc: 0,05 mm/U fc,o: 100 Hz Kontakt: Geschmiert
vc: 0,5 m/min di: 83,3 µm Anordnung: Zylinder-auf-Pin
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Zur Gegenüberstellung der Gleitreibungskoeffizienten, die in den Farbdiagrammen nur 
schwer quantitativ erfassbar sind, wurden für die drei Topographien die Mittelwerte über 
die Kraft berechnet. Die Gleitreibungskoeffizienten sind in Abhängigkeit der Gleitge-
schwindigkeit in Abbildung 6-66 logarithmisch aufgetragen. Die Mittelung über die Kraft 
erfolgte, da deren Einfluss gegenüber der Gleitgeschwindigkeit deutlich untergeordnet 
ist. Für den ersten Versuchsdurchlauf ist deutlich erkennbar, dass die Proben des Häm-
mernden Drehens und vibrationsunterstützten Drehens bis zu einem Betrag der Gleit-
geschwindigkeit vg = 10 mm/s unabhängig der Relativrichtung deutlich niedrigere 
Gleitreibungskoeffizienten aufweisen als die Proben mit einer gedrehten Topographie. 
Bei diesen texturierten Proben liegt der Ausklinkpunkt, an dem die Gleitreibung in die 
Fluidreibung übergeht bei einer Gleitgeschwindigkeit vg = 10–20 mm/s, während dieser 
bei der gedrehten Probe bei vg = 60–70 mm/s liegt. Bei den Proben des Hämmernden 
Drehens liegt eine sehr geringe Abhängigkeit von der Gleitgeschwindigkeit im Bereich 
vg = 8–60 mm/s im Vergleich zu den gedrehten Proben vor. Für größere Gleitgeschwin-
digkeit vg > 60 mm/s ist ein Anstieg zu verzeichnen, bei dem die Fluidreibung deutlich 
zunimmt. Obwohl der Verschleiß an den beiden texturierten Proben nicht lokalisiert auf-
tritt, kommt es zu einer Veränderung tribologischen Verhalten. Dies kann aber auch 
durch die Gegenkörper hervorgerufen werden, an denen der Verschleiß örtlich be-
grenzt auftritt. Für das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen ist ein 
deutlicher Anstieg bei niedrigen Gleitgeschwindigkeiten bis vg = 20 mm/s zu erkennen. 
Ebenfalls ist für das Hämmernde Drehen ein starker Anstieg bei einer Gleitgeschwin-
digkeit vg = 50 mm/s für die Relativgeschwindigkeit in Bearbeitungsrichtung zu erken-
nen, was aber auch auf mögliche Vibrationen zurückzuführen sein kann, die hier die 
Messung beeinflusst haben. Für das vibrationsunterstützte Drehen ist dieser Effekt 
ebenfalls ersichtlich, jedoch in einem geringeren Ausmaß. Die Oberfläche des Drehens 
zeigt beim zweiten Versuchsdurchlauf einen gleichmäßigen Anstieg über die gesamte 
Kurve. Auffällig ist der starke Anstieg bei einer Gleitgeschwindigkeit vg = 60–70 mm/s 
im zweiten Versuchsdurchlauf bei den hämmernd gedrehten und vibrationsunterstützt 
gedrehten Proben. Hier liegt eine starke Anisotropie der Richtung vor. Im Allgemeinen 
ist ein deutlicher Anstieg aller Reibungskoeffizienten im zweiten Versuchsdurchlauf zu 
beobachten, wobei dieser bei den gedrehten Proben kleiner ausfällt. Für alle Proben ist 
eine minimale Anisotropie mit Ausnahme des oben beschriebenen Bereichs des Rei-
bungskoeffizienten festzustellen. 
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Abbildung 6-66: Gleitreibungskoeffizienten µG in Abhängigkeit der 

Gleitgeschwindigkeit vg in reversierende Richtung 
Haftreibungskoeffizienten 
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Die Haftreibung wurde in Abhängigkeit der Normalkraft analysiert und mithilfe einer li-
nearen Regression evaluiert, was in Abbildung 6-67 dargestellt wird. Die Ergebnisse 
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beobachten, die Werte zeigen fast identische Verhältnisse. Hingegen liegt für die bei-
den mikrotexturierten Topographien insbesondere beim trockenen Kontakt eine Aniso-
tropie sowohl des Betrags als auch der Abhängigkeit vor. In Relativrichtung gegen die 
Bearbeitungsrichtung ist ein deutlicher Abfall des trockenen Haftreibungskoeffizienten 
mit der Zunahme der Normalkraft zu verzeichnen, während dies für die entgegenge-
setzte Relativrichtung nicht gegeben ist. Für die Relativrichtung in Bearbeitungsrichtung 
liegen für den geschmierten sowie trockenen Kontakt ähnliche Werte vor, während dies 
für die andere Relativrichtung für hohe Normalkräfte über 100 N gilt. Für die Topogra-
phien durch das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen ist hervorzu-
heben, dass in positiver Richtung kaum eine Abhängigkeit des Haftreibungskoeffizien-
ten vom Schmierzustand und der Normalkraft festzustellen ist.  

 

 
Abbildung 6-67: Haftreibungskoeffizienten µH bei geschmiertem und trockenem 

Kontakt auf dem Zylinder-auf-Pin-Tribometer 
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Diese Erkenntnis legt nahe, dass die Mikrotextur stets einen effektiven Kontakt zwi-
schen den Reibpartnern gewährleistet, der auf den Spitzen der Topographie nahezu 
einem trockenen Kontakt entspricht. Es ist jedoch zu beachten, dass dieser Effekt in 
hohem Maße von der Relativrichtung abhängt. 

Topographieveränderung 

Auch wenn der tribologisch beanspruchte Bereich an der Probe nicht lokalisiert ist, son-
dern sich über die gesamte Mantelfläche erstreckt, kann dies dennoch zu einer Verän-
derung der Topographie führen. Um diese Veränderung zu quantifizieren und mit tribo-
logischen Messergebnissen zu korrelieren, wurde der Versuchsdurchlauf mehrmals 
wiederholt und die Topographie durch Abformmasse erfasst und vermessen. Da der 
Verschleiß sich auf die Spitzen der Topographie beschränkt, eignet sich der Topogra-
phieparameter des Spitzenmaterialvolumens Vmp10% für eine Quantifizierung der Verän-
derung. In Abbildung 6-68 ist dieser Parameter für die drei Topographien über insge-
samt sechs Versuchsdurchläufe dargestellt. Für alle Proben kommt es zu einer Reduk-
tion der Werte, wie dies bei einem tribologischen Kontakt durch den Abtrag der Rau-
heitsspitzen zu erwarten ist. Für die Proben des Hämmernden Drehens und vibrations-
unterstützten Drehens ist dieser am ausgeprägtesten, wobei für die Proben des Häm-
mernden Drehens nach zwei Versuchsdurchläufen der Abfall stagniert. Die initialen 
Werte der vibrationsunterstützt gedrehten Probe sind bereits höher als die der anderen 
Proben und nehmen im Verlauf der ersten beiden Versuchsdurchläufe deutlich ab. Die-
ser Abfall setzt sich in den darauffolgenden Durchläufen mit geringerer Steigung fort. 
Die Werte der gedrehten Topographie fallen ebenfalls, wobei zunächst ein Anstieg ver-
zeichnet wird. Dieser kann jedoch auf Messungenauigkeiten zurückzuführen sein. Der 
Abfall der Werte ist nicht so ausgeprägt wie bei den anderen zwei Topographien, was 
darauf zurückzuführen ist, dass hier nicht nur die Spitzen der Mikrotextur, sondern die 
komplette Topographie der Oberfläche betrachtet werden muss. In Abbildung 6-69 sind 
konfokalmikroskopische Aufnahmen der Topographie der drei Prozesse im Ausgangs-
zustand und nach dem sechsten tribologischen Versuchsdurchlauf zu sehen. Wie die 
Messwerte der Topographie zeigen, werden bei den beiden mikrotexturierten Oberflä-
chen vor allem die Rauheitsspitzen abgetragen und abgeflacht, so dass sich die Kon-
taktfläche nur geringfügig vergrößert. Der Materialabtrag ist hierbei sehr gleichmäßig 
über die Spitzen verteilt. Die Topographie der gedrehten Probe zeigt einen deutlich 
abgeflachten Teilbereich, der eine zusammenhängende Fläche bildet. Dieser Bereich 
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führt zu einer starken Vergrößerung der Kontaktfläche. In anderen Bereichen der Probe 
ist dagegen kaum ein Abtrag zu erkennen, was zeigt, dass die Kontaktflächenvergrö-
ßerung an den Proben inhomogen verteilt ist. Diese Faktoren tragen zur Erklärung der 
veränderten Gleitreibungskoeffizienten bei, da die Proben bereits nach dem ersten Ver-
suchsdurchlauf eine signifikante Veränderung der Topographie aufweisen. 

  
Abbildung 6-68: Spitzenmaterialvolumen Vmp10% a) und normierte Veränderung des 

Spitzenmaterialvolumens Vmp10% b b) über die Versuchsdurchläufe aufgetragen 
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Abbildung 6-69: Konfokalmikroskopische Aufnahmen der Topographie im initailen 

Zustand und nach dem sechsten tribologischen Versuchsdurchlauf 
Die Auswirkung der Einlaufphase der Topographie auf die Gleitreibungskoeffizienten 
ist in Abbildung 6-70 für vier tribologische Versuchsdurchläufe dargestellt. Es treten bei 
den texturierten Topographien des Hämmernden Drehens und vibrationsunterstützten 
Drehens zwischen dem zweiten und vierten Durchlauf keine größeren Veränderungen 
der Gleitreibungskoeffizienten bei niedriger Gleitgeschwindigkeit bis vg = 20 auf. Dies 
spiegeln auch die Messungen der Topographie wieder, bei denen zwischen der zweiten 
und den darauffolgenden Messungen eine geringere Differenz besteht, als dies zwi-
schen der initialen und der zweiten Messung der Fall ist. Die gedrehte Probe besitzt 
eine längere Einlaufphase, bei der erst im dritten und vierten Versuchsdurchlauf eine 
Stagnation der Messwerte eintritt. Im zweiten Durchlauf kommt es erst zu einem starken 
Anstieg des Gleitreibungskoeffizienten, der im dritten Durchlauf wieder abfällt. Bei den 
beiden mikrotexturierten Topographien liegen sehr hohe Gleitreibungskoeffizienten für 
eine Gleitgeschwindigkeit vg > 30 mm/s vor, besonders bei einer Relativgeschwindig-
keit in Bearbeitungsrichtung. Dies muss auf eine starke Anregung des Messaufbaus 
mit Schwingungen zurückzuführen sein, die hier zu hohen Messwerten führt. 
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Abbildung 6-70: Gleitreibungskoeffizienten µG der drei Topographien über vier 

Versuchsdurchläufe auf dem Zylinder-auf-Pin-Tribometer 
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6.6.2 Schwingfestigkeit 

Die Erhöhung der Schwingfestigkeit stellt einen entscheidenden Aspekt der mecha-
nischen Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung durch das Hämmernde Drehen 
dar. Die Mikrotexturierung kann zu einer Verminderung der Schwingfestigkeit durch 
Spannungsüberhöhung aufgrund derer Topografie führen. Die eingebrachten 
Druckeigenspannungen reduzieren die Spannungen in der Randschicht und können 
somit die Schwingfestigkeit steigern. Idealerweise überwiegt der Effekt der 
Druckeigenspannungen und erhöht die Schwingfestigkeit über den rein zerspanten 
Zustand hinaus. 

6.6.2.1 Wöhlerkurven 

Die mittels des Biegeumlaufversuchs bestimmten Zeitfestigkeitsgeraden der Wöhler-
kurven sowie deren Durchläufer sind in Abbildung 6-71 a) – b) für das Hämmernde 
Drehen, vibrationsunterstützte Drehen und Drehen dargestellt. Für beide vibrationsun-
terstützten Prozesse zeigt sich eine deutliche Steigerung der Schwingfestigkeit im Ver-
gleich zu den gedrehten Proben. Dabei ist insbesondere die flachere Steigung der Zeit-
festigkeitsgeraden beim Hämmernden Drehen mit einer Neigung k = 8,72 zu berück-
sichtigen, was auf die Topographie zurückzuführen ist. Beim vibrationsunterstützten 
Drehen und Drehen weisen diese Geraden eine größere Steigung mit ähnlichen Nei-
gungswerten auf. Die gedrehten Proben besitzen dagegen die geringste Streuspanne 
TN = 2,28 des Verhältnisses zwischen den Ausfallwahrscheinlichkeiten N90 % und N10 %, 

welche bei den beiden vibrationsunterstützten Prozessen größer ist. Für das Häm-
mernde Drehen beträgt diese TN = 4,04 und für das vibrationsunterstützte Drehen 
TN = 3,20. Dies deutet darauf hin, dass die randschichtverbessernden Eigenschaften 
durch die hämmerähnliche mechanische Oberflächenbehandlung deutlich schwanken 
können, was zu dieser Streuung führt. Neben der Zeitfestigkeit wird auch die Dauerfes-
tigkeit durch das Hämmernde Drehen erheblich gesteigert. So treten beim Drehen 
Durchläufer bei σa = 400 MPa auf, während beim Hämmernden Drehen Durchläufer mit 
σa = 575 MPa und beim vibrationsunterstützten Drehen mit σa = 540 MPa auftreten. Die 
Abbildung 6-71 c) zeigt die Lastspielzahl für eine 50-prozentige Ausfallwahrscheinlich-
keit N50 % bei einer Randspannung σa = 600 MPa. Eine mechanische Oberflächenbe-
handlung mittels des vibrationsunterstützten Drehens führt zu einer Steigerung um 
124 % gegenüber dem gedrehten Zustand, während das Hämmernde Drehen sogar 
eine Steigerung über das Vierfache der Lastspielzahl ermöglicht. Es wird deutlich, dass 
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durch das Hämmernde Drehen signifikante Steigerungen der Schwingfestigkeit und 
Dauerfestigkeit gegenüber dem Drehen und vibrationsunterstützten Drehen erzielt wer-
den können. 

  
Abbildung 6-71: Wöhlerkurven für die Bearbeitung mit dem Hämmernden Drehen, 

vibrationsunterstützten Drehen und Drehen a) – c), sowie die Lastspielzahl N50 % bei 
einer Randspannung σa = 600 MPa d) 
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von großer Relevanz, dass alle Proben auch vergleichbare Ausgangszustände aufwei-
sen. Um dies zu gewährleisten, wurden die Eigenspannungen an der Oberfläche sowie 
die Topographie aller Proben vermessen. 

Ausgangszustand der Proben 

In Abbildung 6-72 werden die Komponenten des Eigenspannungstensors für die gefer-
tigten Proben in deren Fertigungsreihenfolge dargestellt. Hierbei ist die Bearbeitung der 
Proben immer paarweise erfolgt. Die Normaleigenspannungskomponenten σ11 und σ22 
sowie die Halbwertsbreite zeigen für die beiden Prozesse Hämmerndes Drehen und 
vibrationsunterstütztes Drehen, dass diese sehr gleichbleibende Werte liefern. Für das  

 
Abbildung 6-72: Gemessene Eigenspannungen der Proben für die 

Biegeumlaufprüfung in der Fertigungsreihenfolge 
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Drehen sind deutlich größere Schwankungen zu beobachten, insbesondere bei der 
Druckeigenspannung σ11 der 14. und 15. Probe. Nach diesen Proben ist ein Werkzeug-
wechsel erfolgt, um im Toleranzbereich der Werte zu bleiben. Neben dem Eigenspan-
nungszustand wurde auch die Topographie der Proben erfasst, die anhand der Höhen-
parameter mittlere arithmetische Höhe Sa und maximale Höhe Sz quantifiziert wurde. 
Die gemessene Topographie der Proben in der Fertigungsreihenfolge ist in Abbildung 
6-73 dargestellt. Die arithmetische Höhe Sa zeigt für die Proben der Prozesse Häm-
merndes Drehen und vibrationsunterstütztes Drehen niedrigere, gleichbleibende Werte 
auf, während bei den gedrehten Proben größere Schwankungen zu erkennen sind, ins-
besondere bei der 15. Probe. Die maximale Höhe Sz weist für das Drehen und vibrati-
onsunterstützte Drehen größere Schwankungen auf, während das Hämmernde Drehen 
stabilere Werte liefert. Dieser Wert ist jedoch besonders anfällig, da die Spitzenhöhen 
der Mikrotextur einen starken Einfluss auf den Wert haben. Bei der Zerspanung führt 
die geringe Schnittgeschwindigkeit nicht zu einer optimalen Spanbildung, was sich in 
entsprechenden Topographien niederschlägt. 

 
Abbildung 6-73: Gemessene Höhenparameter mittlere arithmetische Höhe Sa und 

maximale Höhe Sz der Proben  in der Fertigungsreihenfolge 
  

Hämmerndes Drehen ap: 0,1 mm aH: 20 µm
Vibrationsunterstütztes Drehen fc: 0,05 mm/U ac,o:13,3 µm 
Drehen vc: 0,5 m/min di: 83,3 µm
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Eigenspannungsabbau 

Die zyklische Überlagerung der Eigenspannungen mit den positiven als auch negativen 
Randspannungen im Biegeumlaufversuch resultiert in einem Abbau durch plastische 
Verformung, auch wenn die Streckgrenze nicht überschritten wird (Zhuang & Halford 
2001). Die Veränderung der Spannungskomponenten des Eigenspannungstensors der 
Durchläufer in Abhängigkeit der aufgebrachten Randspannung ist in Abbildung 6-74 
dargestellt. Die Proben erfuhren hierbei eine Lastspielzahl nL = 107. Bei allen Kompo-
nenten führt eine höhere Randspannung zu einem größeren Eigenspannungsabbau. 
Für die σ22-Eigenspannungskomponenten scheinen die Proben des Hämmernden Dre-
hens stärker betroffen zu sein als die des vibrationsunterstützten Drehens. Der Eigen-
spannungsabbau ist hier jedoch mit Ausnahme einer Probe nicht größer als 150 MPa. 
Die σ11-Eigenspanungskomponenten zeigen einen deutlichen Eigenspannungsabbau. 
Eine lineare Korrelation könnte vermutet werden, ist aber aufgrund der geringen Ver-
teilung der Messpunkte schwer auszumachen. Der Eigenspannungsabbau ist immer 
kleiner als die Randspannungsamplitude, es verbleiben daher immer Druckeigenspan-
nungen in der Randschicht und es können keine Zugeigenspannungen durch plasti-
sche Verformung entstehen. Der Abbau der Schereigenspannung τ12 ist hingegen nur 
minimal. 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Investigation%23_CTVL001c887840579994e128d86db4105652581
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Abbildung 6-74: Eigenspannungsabbau der Durchläufer bei der Biegeumlaufprüfung 

in Abhängigkeit zur aufgebrachten Randspannung 

6.6.3 Diskussion und Zusammenfassung des Bauteilverhaltens 

Kenntnis der Randschichtzustände erlaubt noch keine direkte Aussage über das Bau-
teilverhalten. Dieses wird erst durch die Wechselwirkung der Randschichtzustände mit 
sich selbst und der Umgebung bestimmbar. Aus diesem Grund wurden praktische Un-
tersuchungen des tribologischen Verhaltens und der Schwingfestigkeit durchgeführt. 
Bei der Untersuchung des tribologischen Verhaltens wurde neben dem Gleit- und Haft-
reibungskoeffizienten auch das Verschleißverhalten untersucht. Zu diesem Zweck wur-
den zwei verschiedene Arten von Tribometern eingesetzt, dabei konnte nachgewiesen 
werden, dass die mikrotexturierten Oberflächen durch das Hämmernde Drehen und 
vibrationsunterstützte Drehen je nach Dauer der tribologischen Belastung und Gleitge-
schwindigkeit einen niedrigeren Gleitreibungskoeffizienten aufweisen können als die 
gedrehten Proben. Besonders hervorzuheben ist, dass die Mikrotexturen eine 
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wesentlich geringere Geschwindigkeitsabhängigkeit bewirken als die gedrehte Topo-
graphie, besonders im niedrigen Gleitgeschwindigkeitsbereich vg < 10 mm/s. Unter-
schiede in den Ergebnissen zwischen den zwei Tribometern zeigen, dass mit dem Zy-
linder-auf-Scheibe-Tribometer niedrigere Reibungskoeffizienten für die gedrehten Pro-
ben gemessen wurden, wobei keine so großen Differenzen zwischen den Topogra-
phien auftraten. Dies kann auf die unterschiedliche Schmierstoffversorgung zurückzu-
führen sein. Da das Zylinder-auf-Scheibe-Tribometer einen horizontalen Aufbau auf-
weist, die Zylinder-auf-Stift-Anordnung jedoch vertikal aufgebaut ist, unterscheidet sich 
der Schmierstoffaustrag wesentlich. Bei der Zylinder-auf-Scheibe Anordnung kann 
durch eine Überversorgung mit Schmierstoff sehr schnell der Bereich der hydrodyna-
mischen Reibung auftreten. In der Messung der Gleitreibungskoeffizienten ist bei keiner 
der Topographien ein typischer Verlauf einer Stribeck-Kurve erkennbar, da mit zuneh-
mender Gleitgeschwindigkeit der Reibungskoeffizient kontinuierlich abfällt. Hier kann 
ein Sonderfall aufgrund der geringen Prüflast von 40 N und der Schmierstoffüberver-
sorgung eintreten, bei dem aufgrund der Gleitgeschwindigkeit der reale Kontaktanteil 
schnell abnimmt und mit zunehmender Gleitgeschwindigkeit sich weiter reduziert. Der 
Gleitreibungskoeffizient nimmt dabei ab, da die Kontaktflächenabnahme die zusätzli-
chen Scherkräfte im Fluid überwiegt. Diese Entwicklung lässt sich auch bei wiederhol-
ten Versuchsdurchläufen beobachten. Die aus der Topographie herausstehenden Rau-
heitsspitzen werden abgetragen und es kommen größere Flächen in Kontakt, wodurch 
sich der Gleitreibungskoeffizient mit zunehmender Anzahl der Durchläufe erhöht, was 
auch im Experiment beobachtet wurde. Dies erklärt auch, warum die Gleitreibungsko-
effizienten in den drei Versuchsdurchläufen bei sehr niedrigen Gleitgeschwindigkeiten 
deutlich voneinander abweichen, während sie bei hohen Gleitgeschwindigkeiten auf 
einen Punkt zulaufen, an dem der Kontakt vollständig unterbrochen ist und sich keine 
Rauheitsspitzen mehr berühren. Im Gegensatz dazu zeigt das Zylinder-auf-Stift-Tribo-
meter einen typischen U-förmigen Verlauf einer Stribeck-Kurven, wobei die gedrehten 
Topographien im initialen Zustand insbesondere im niedrigen Gleitgeschwindigkeitsbe-
reich höhere Gleitreibungskoeffizienten aufweisen. Dies legt die Vermutung nahe, dass 
die mikrotexturierten Proben eine bessere Schmierstoffspeicherung oder Adhäsion auf-
weisen und in der Lage sind, bei mangelnder Schmierstoffzufuhr einen Fluidfilm aufzu-
bauen. Dies kann auch die geringe Abhängigkeit von der Prüflast erklären, da hier 
hauptsächlich Grenz- und Mischreibung vorliegen und keine hydrodynamische Rei-
bung, bei der die Tragfähigkeit des Schmierstofffilms stark von der Normalkraft 
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abhängt. Durch die wiederholte tribologische Beanspruchung der Topographie des Dre-
hens reduziert sich jedoch der Gleitreibungskoeffizient und wird niedriger als der bei 
Vorliegen von Mikrotexturen. Hierbei treten großflächige Kontaktbereiche auf, die bei 
den Mikrotexturen nicht vorhanden sind. Diese großflächigen Kontaktbereiche begüns-
tigen den Aufbau eines hydrodynamischen Schmierfilms, welcher zu einer Reduktion 
der Gleitreibung führen kann. Die Kontaktfläche der Mikrotexturen ist jedoch kleiner und 
nicht zusammenhängend, was die Ausbildung eines tragfähigen Schmierfilms er-
schwert. Die Untersuchungen des trockenen und geschmierten tribologischen Kontak-
tes bei den mikrotexturierten Proben zeigen, dass hier, vor allem bei hoher Normalkraft, 
wenig Unterschied zwischen dem trockenen und geschmierten Haftreibungskoeffizien-
ten besteht. Bei den gedrehten Proben ist dagegen ein deutlicher Unterschied zwischen 
geschmierter und trockener Haftreibung sowie eine starke Abhängigkeit von der Nor-
malkraft zu beobachten, die bei den texturierten Proben nicht in diesem Maß auftritt. 
Dies legt die Vermutung nahe, dass bei der Mikrotextur vor allem die Rauheitsspitzen 
tragen und der Schmierstoff nur bedingt unter diese gelangen kann. So dass auch hier 
im geschmierten Zustand ein nahezu trockener tribologischer Kontakt an den Spitzen 
vorliegt. Die Anisotropie der trockenen Haftreibung bei den Mikrotexturen zeigt, dass in 
einer Richtung eine höhere Haftreibung vorliegt, was stärker für das Hämmernde Dre-
hen ausgeprägt ist, besonders bei geringer Normalkraft. Es besteht die Möglichkeit, 
dass es aufgrund der Mikrotextur zu einer leichten Verzahnung mit dem Gegenkörper 
kommt, die die Haftreibung erhöht. Die Verschleißuntersuchung belegt, dass sich das 
tribologische Verhalten in der Einlaufzeit der Proben verändert. Der niedrige Gleitrei-
bungskoeffizient der mikrotexturierten Proben nimmt insbesondere im Bereich niedriger 
Gleitgeschwindigkeiten zu. Dies lässt vermuten, dass durch den Abtrag der Rau-
heitsspitzen die Kontaktfläche zunimmt und damit auch der Gleitreibungskoeffizient an-
steigt. Topographie- und Gleitreibungsmessungen zeigen aber, dass diese Einlauf-
phase nach dem ersten Versuchsdurchlauf nahezu abgeschlossen ist. Auf dem Zylin-
der-auf-Scheibe-Tribometer wurde aber auch das tribologische Verhalten des Grund-
werkstoffes betrachtet. Es zeigt sich, dass der verschleißbedingte Materialabtrag unab-
hängig vom Fertigungsprozess ist. Diese Erkenntnis lässt sich durch die für diese Ei-
genschaft relevanten Randschichtzustände, Härte und Mikrostruktur gut erklären. So 
beschreibt das Rabinowicz-Gesetz in Abschnitt 2.1.2, dass das Verschleißvolumen 
maßgeblich mit der Härte eines Werkstoffes zusammenhängt. Alle drei Fertigungsver-
fahren führen zu einer vergleichbaren Härte im oberen Bereich der Randschicht, was 
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in Abschnitt 6.5.2.1 gemessen wurde. Ebenfalls zeigen die röntgenographischen Mes-
sungen der Halbwertsbreite in Abschnitt 6.5.2.2 bei allen einen Anstieg der Kaltverfes-
tigung nahe der Oberfläche, zudem weisen alle Proben eine nanokristalline Rand-
schicht von mindestens 1 µm auf, wie in Abschnitt 6.5.3 gezeigt. Dieses nanokristalline 
Gefüge kann sich positiv auf das tribologische Verhalten auswirken, da es nach der 
Hall-Petch-Beziehung in Abschnitt 2.1.2 zu einer Erhöhung der Härte führt.  

Die Schwingfestigkeitsuntersuchungen im Biegeumlaufversuch zeigen, dass hier be-
sonders die tieferliegenden Randschichtzustände entscheidend sind und nicht wie bei 
den tribologischen Untersuchungen nur die Topographie oder wenige Nanometer der 
Randschicht. Die mechanische Oberflächenbehandlung durch die vibrationsunter-
stützte Zerspanung, beeinflusst das Bauteilverhalten erheblich. Zum einen kann durch 
die hohen Druckeigenspannungen, welche in Abschnitt 6.5.4.3 gezeigt sind, die bis in 
eine Tiefe von 200 µm reichen, das Schwingfestigkeitsverhalten im Vergleich zu den 
gedrehten Proben, bei denen nur geringe Druckeigenspannungen vorliegen, enorm 
verbessert werden. Darüber hinaus zeigt sich ein deutlicher Einfluss der Topographie. 
Da die Proben durch das Hämmernde Drehen und vibrationsunterstützte Drehen ver-
gleichbare Druckeigenspannungen aufweisen, müsste ihr Verhalten sehr ähnlich sein, 
dennoch liegen für das Hämmernde Drehen höhere Lastspielzahlen vor als für das vib-
rationsunterstützte Drehen. Ein Grund hierfür kann die Topographie sein, da die Proben 
des vibrationsunterstützten Drehens insbesondere hinsichtlich der maximalen Höhe Sz 
höhere Werte aufweisen. In Verbindung mit dem relativ vergleichbaren arithmetischen 
Mittelwert Sa der Oberfläche weist dies auf eine Topographie mit unregelmäßigen ho-
hen Spitzen und Tälern hin. In diesen kommt es zu einer verstärkten Spannungsüber-
höhung, die dazu führt, dass hier ein Anriss erfolgt, wie dies in Abschnitt 2.4.6 diskutiert 
wurde. Ebenfalls können durch die nanokristallinen Randschichten die Initialrissbildung 
gehemmt und durch die größeren Körner in der Tiefe das Risswachstum verlangsamt 
werden. Da diese Schicht, wie die Analyse in Abschnitt 6.5.3 zeigt, für das Hämmernde 
Drehen größer ist, kann diese dazu beitragen, die Lastspielzahlen der Proben zu erhö-
hen. 
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7 Diskussion Hämmerndes Drehen 
Das Hämmernde Drehen ist eine Sonderform eines synchronisierten vibrationsunter-
stützten Drehprozesses, der eine hauptzeitparallele mechanische Oberflächenbehand-
lung und Mikrotexturierung ermöglicht. Die Ergebnisse der FEM-Simulationen und ex-
perimentellen Untersuchungen zeigen, dass die beim Hämmernden Drehen überla-
gerte Schwingung in Schnittrichtung eine effektive periodische Entkopplung der tan-
gentialen Relativgeschwindigkeit der Zerspanung ermöglicht. Dies führt dazu, dass die 
Richtung und der Betrag der wirkenden Kräfte maßgeblich beeinflusst werden können, 
was Auswirkungen auf die Mechanismen, die bei der Randschichtmodifikation wirken, 
hat. Das Hämmernde Drehen erlaubt eine Modifikation der Randschichtzustände des 
Vergütungsstahls 42CrMo4, wobei die Tiefenwirkung über die einer Zerspanung deut-
lich hinausreicht. Es wurde nachgewiesen, dass typische Mechanismen und Effekte 
einer mechanischen Oberflächenbehandlung wirken. Einer dieser Mechanismen ist die 
Einglättung der Oberfläche. Mithilfe des Hämmernden Drehens können Topographien 
gefertigt werden, die einen arithmetischen Mittelwert Sa < 0,5 µm und eine maximale 
Höhe Sz < 5 µm aufweisen, was eine deutliche Senkung im Vergleich zum zerspanten 
Zustand darstellt. Zudem kann eine Kornfeinung in der Randschicht hervorgerufen wer-
den, die mit einer Tiefenwirkung von 3,34 µm die durch die zerspanende Bearbeitung 
hervorgerufene übersteigt. Ein elementarer Bestanteil der mechanischen Oberflächen-
behandlung stellt die Einbringung von Druckeigenspannungen und die Kaltverfestigung 
der Randschicht dar. Eine Kaltverfestigung durch das Hämmernde Drehen wurde durch 
eine röntgenographische Messung der Halbwertsbreite bis in eine Tiefe von 200 µm 
nachgewiesen. Dieser Effekt wurde auch in Mechanismenversuchen an einer Alumi-
nium-Kupfer-Legierung beobachtet, bei der ebenfalls ein Anstieg des Mikrohärtetiefen-
verlaufs bis in eine Tiefe von 150 µm nachgewiesen wurde. Aus der plastischen Ver-
formung, die durch das Hämmernde Drehen bis in eine Tiefe von 200 µm induziert wird, 
resultieren Druckeigenspannungen in Schnittrichtung σ11 < -1000 MPa und in Vor-
schubrichtung σ22 < -500 MPa. Die Größe und Tiefe der Druckeigenspannungen in die-
sem Vergütungsstahl sind vergleichbar mit denen anderer mechanischer Oberflächen-
behandlungen. Durch das Festwalzen des gleichen Werkstoffs können Druckeigen-
spannungen in Vorschubrichtung bis zu σ = -575 MPa generiert werden (Meyer & 
Kämmler 2016). Der Vergleich mit der Prozesskombination Komplementärzerspanung 
zeigt, dass bei der gleichen Materialcharge ähnlich hohe Druckeigenspannungen er-
reicht werden können. Allerdings weisen diese eine andere Verteilung der Spannungen 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Surface%23_CTVL001412dce70c15641458ac3d1828ee9fcfe
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auf, so treten in axialer Richtung σ11 = -1190 MPa und in tangentialer Richtung 
σ22 = -550 MPa auf, dies kann auf unterschiedliche Richtungen er Materialverdrängung 
zurückgeführt werden (Gerstenmeyer & Zanger et al. 2018). Durch die mechanische 
Oberflächenbehandlung mithilfe des Hämmernden Drehens konnte in Schwingfestig-
keitsuntersuchungen eine erhebliche Lebensdauersteigerung von über 400 % im Ver-
gleich zum zerspanten Zustand bei einer Randspannungsamplitude σa = 600 MPa er-
mittelt werden. Dauerfeste Durchläufer treten bis σa = 575 MP auf, während dies bei 
den gedrehten proben nur bis σa = 400 MP der Fall ist. Zwar erlauben etablierte Ver-
fahren der mechanischen Oberflächenbearbeitung, wie das Festwalzen oder Kugel-
strahlen, absolut gesehen an diesem Werkstoff höhere Schwingfestigkeiten, doch steht 
bei diesen Verfahren die Einglättung der Probenoberfläche deutlich mehr im Fokus und 
nicht die Mikrotexturierung. Des Weiteren führen die periodischen Hämmerhübe beim 
Hämmernden Drehen zu einer Mikrotexturierung der Oberfläche, wobei eine Vorzugs-
richtung der Topographie abweichend von der Schnittrichtung bis zu 90° erreicht wer-
den kann. Diese Texturen weisen eine Topographie auf, die durch lineare oder rotato-
rische Bewegungen nicht erzeugt werden kann. Im Gegensatz zu den für das Drehen 
typischen linearen Texturelementen, wie der kinematischen Rauheit, sind diese durch 
eine periodische Struktur in Schnittrichtung definiert. Die vorliegenden Topografien ent-
sprechen einer Fläche, die periodische Spitzen in Schnitt- sowie Vorschubrichtung auf-
weist, die durch die Prozessstellgrößen definiert werden. Dies belegt, dass das Häm-
mernde Drehen eine Prozesskombination darstellt, die die vibrationsunterstützte Zer-
spanung und mechanische Oberflächenbehandlung kombiniert und in einen Drehpro-
zess integriert. Die Erzeugung hochverfestigter Mikrotexturen wird ermöglicht ebenso 
wie die Einstellung der Randschichtzustände. Diese Texturen erlauben die gezielte 
Veränderung des tribologischen Verhaltens. So kann das Einlaufverhalten im tribologi-
schen Kontakt beschleunigt werden, da die Texturen ausschließlich an ihren Spitzen 
mit dem Reibpartner in Kontakt kommen. Hierbei stellt sich schneller ein stationärer 
Zustand der Textur ein. Darüber hinaus kann der Unterschied des Haftreibungskoeffi-
zienten zwischen dem trockenen und dem geschmierten Kontakt reduziert werden. 
Dies kann in technischen Systemen die Abhängigkeit des Reibkontakts vom Schmie-
rungszustand reduzieren. Des Weiteren konnte eine mögliche negative Auswirkung der 
Texturen durch die erhöhte Kerbwirkung auf die Lebensdauer durch die effektive me-
chanische Oberflächenbehandlung reduziert werden. Es stellt sich vielmehr eine Ver-
längerung der Lebensdauer im Vergleich zum zerspanten Zustand ein. 

file://///sccfs-home.scc.kit.edu/home/10_Diss/Influence%23_CTVL0010e91d4d80a6b4962818063f6c3fa1bc8
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8 Zusammenfassung und Ausblick 
Es folgt eine Zusammenfassung der Arbeit sowie ein Ausblick auf eine potenziell reali-
sierbare Anpassung des Hämmernden Drehens, um höhere Schnittgeschwindigkeiten 
zu erreichen. 

8.1 Zusammenfassung  
Die Zielstellung der vorliegenden Arbeit bestand in der Entwicklung einer Prozesskom-
bination und einem geeigneten Werkzeugsystem für einen Drehprozess, der eine me-
chanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung der Oberfläche hauptzeitpa-
rallel mithilfe der vibrationsunterstützten Zerspanung ermöglicht. Diese Prozesskombi-
nation wird als Hämmerndes Drehen bezeichnet. Zunächst wurden Analogieversuche 
mithilfe der Maschinenkinematik einer Drehmaschine durchgeführt, mit denen nachge-
wiesen wurde, dass eine Bearbeitung ähnlich dem maschinellen Oberflächenhämmern 
mit konventionellen Wendeschneidplatten aus dem industriellen Umfeld möglich ist. Im 
Rahmen der Untersuchung erfolgte eine Analyse des Einflusses der Prozessstellgrö-
ßen auf die Prozesskräfte, die Topographie sowie den Eigenspannungszustand. In die-
ser Untersuchung konnte experimentell nachgewiesen werden, dass Prozesskräfte bis 
zu 160 N durch die Hämmerhübe hervorgerufen werden und dies nicht zum Versagen 
der Wendeschneidplatten führt. Bei der Bearbeitung des Vergütungsstahls 42CrMo4 in 
den Analogieversuchen konnten Druckeigenspannungen σ11 < -750 MPa induziert wer-
den. Auf Basis der in den Analogieversuchen gewonnenen Erkenntnisse wurden ein für 
das Hämmernde Drehen geeignetes piezoelektrisches Werkzeugsystem entwickelt und 
geeignete Stellgrößen identifiziert. Es erfolgte eine Charakterisierung der dynamischen 
und statischen Eigenschaften des Werkzeugsystems, um sicherzustellen, dass die 
hohe Dynamik der Auslenkungen bis 400 Hz bzw. 1200 Hz, die für das Hämmernde 
Drehen erforderlich sind, zuverlässig erfüllt werden können.  

In einer nachfolgenden Untersuchung der Randschichtzustände wurde der Einfluss der 
Prozessstellgrößen auf die Eigenspannungen, Topographie und Prozesskräfte unter-
sucht. Des Weiteren erfolgte eine detaillierte Untersuchung der Randschichtzustände 
an einer ausgewählten Parameterkombination mit Schnittgeschwindigkeit 
vc = 0,5 m/min, Vorschub fc = 0,05 mm/U und Hämmerhub aH = 20 µm. Diesbezüglich 
wurden die Mikrostruktur und das Gefüge, die Kaltverfestigung sowie der Eigenspan-
nungstiefenverlauf untersucht. Hierbei wurde sowohl das Hämmernde Drehen, welches 
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sich durch seine zweiachsige synchronisierte Schwingung auszeichnet, als auch eine 
weitere Variante der vibrationsunterstützten Zerspanung untersucht, die lediglich eine 
einfache Schwingung aufweist. Dieser als vibrationsunterstütztes Drehen bezeichnete 
Prozess sowie ein klassischer Drehprozess wurden als Referenz für eine Einordnung 
und den Vergleich der Ergebnisse herangezogen. Die Untersuchung des Einflusses der 
Prozessstellgrößen wurde nicht nur experimentell, sondern auch mittels FEM-Simulati-
onen und geometrischer Simulationen durchgeführt. Die 2D-FEM-Simulation ermög-
lichte eine detaillierte Analyse der Entstehung der Eigenspannungen in Schnittrichtung 
und deren Vergleich und Gegenüberstellung mit den Ergebnissen des vibrationsunter-
stützten Drehens ohne eine Entkoppelung der Zerspanung. Hierbei erfolgte auch eine 
Analyse der idealen Prozesskräfte, ohne eine Überlagerung von Störgrößen. Mithilfe 
der geometrischen Simulation konnten die idealen Topographien und Höhenparameter 
berechnet werden, wie diese gemäß der Werkzeugtrajektorie erzeugt werden. 

Abschließend wurde das Bauteilverhalten, das durch das Hämmernde Drehen beein-
flusst werden kann, in Form des tribologischen Verhaltens sowie der Schwingfestigkeit 
untersucht. In diesem Kontext konnte ein erhebliches Potenzial des Hämmernden Dre-
hens bezüglich der Schwingfestigkeitssteigerung im Vergleich zum zerspanten Zustand 
nachgewiesen werden. Bei einer Randspannungsamplitude σa = 600 MPa konnte eine 
vierfache Steigerung der Lebensdauer beobachtet werden. Dies veranschaulicht, dass 
das Hämmernde Drehen den Charakter einer mechanischen Oberflächenbehandlung 
besitzt und durch die Einbringung hoher Druckeigenspannungen eine Steigerung der 
Schwingfestigkeit erzielt. Die Prozesskombination beeinflusst jedoch nicht nur die tief-
liegende Randschicht, sondern auch die Topographie. 

Durch die Texturierung, die durch die Bearbeitung mit dem Hämmernden Drehen er-
folgt, kann das tribologische Verhalten gegenüber gedrehten Topographien beeinflusst 
werden. Es konnte eine Verkürzung des Einlaufverhaltens der Proben beobachtet wer-
den. Zudem wurde eine Reduktion der Abhängigkeit des Haftreibungskoeffizienten vom 
Schmierzustand festgestellt. Dies verdeutlicht, dass das Hämmernde Drehen als eine 
Prozesskombination, das Potenzial besitzt, gegenüber der reinen Zerspanung eine me-
chanische Oberflächenbehandlung und Mikrotexturierung in den Prozess zu integrie-
ren. 

  



184 Zusammenfassung und Ausblick 

 

8.2 Ausblick 
Eine der größten Defizite des Hämmernden Drehens ist die geringe Schnittgeschwin-
digkeit, die technisch bedingt nur realisierbar ist. Dies ergibt sich aus der Synchronisa-
tion der Achsen und der erforderlichen nichtresonanten Schwingung. Die diskontinuier-
liche Form des Hämmerhubs als Halbwelle einer Sinusschwingung lässt jedoch nur ein 
nichtresonantes System zu. Sollen für die industrielle Anwendung Schnittgeschwindig-
keiten um den Faktor 50 auf vc > 100 m/min bei einem Eindruckabstand di = 83,3 µm 
gesteigert werden, so muss die Betriebsfrequenz fc,o > 20 kHz und die Frequenz, aus 
der sich der Hämmerhub ableitet, entsprechend größer als 60 kHz sein. Diese Frequen-
zen sind für nichtresonante Systeme weit entfernt von jeglicher technischen Realisier-
barkeit. Diese Arbeit hat gezeigt, dass in vielen technisch relevanten Aspekten durch 
das vibrationsunterstützte Drehen ohne eine Entkoppelung der Zerspanung ebenfalls 
gute oder sogar vergleichbare Ergebnisse bezüglich der Bauteileigenschaften erzielt 
werden können. Ein möglicher Ansatz stellt die Kombination des Hämmernden Dre-
hens mit dem vibrationsunterstützten Drehen dar. Dies impliziert, dass der Hämmerhub 
keine diskontinuierliche Schwingung darstellt, sondern eine kontinuierliche Sinus-
schwingung. Dies würde es ermöglichen, von dem nichtresonanten piezoelektrischen 
Werkzeugsystem zu einem resonanten System überzugehen, das in der Lage ist, Fre-
quenzen im Kiloherzbereich abzubilden. In diesem Fall würde während der Entkopp-
lung der Zerspanung ein Hämmerndes Drehen erfolgen, gefolgt von zwei Hämmerhü-
ben, die dem vibrationsunterstützten Drehen entsprechen, wobei eine erhöhte Gleitge-
schwindigkeit vorliegt. Hierbei würde die Schwingung der Hämmerfrequenz im Bereich 
zwischen 50 kHz und 100 kHz liegen, was selbst bei einer resonanten Schwingung sehr 
hohe Anforderungen an die Mechanik stellt. Würde die Frequenz der Hämmerhübe 
nicht mit der dreifachen Betriebsfrequenz gewählt, sondern mit einer anderen Vielfa-
chen der Frequenz, z. B. mit der doppelten Frequenz, würde die Frequenz der Häm-
merhübe reduziert, was die technische Realisierbarkeit vereinfacht. Eine weitere Über-
legung könnte darin bestehen, für die überlagerte Schwingung und die Hämmerhübe 
dieselbe Frequenz zu wählen. Somit würde nur ein Hämmerndes Drehen vorliegen, 
wobei das Auslegungsprinzip, dass bei maximaler Auslenkung die Entkoppelung er-
folgt, weiterhin bestehen bliebe. Während eines Hämmerhubs würden jedoch höhere 
Gleitgeschwindigkeiten auftreten.  
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Mauerwerkabaus und der Elektroinstallation auf Baustellen 

Band 82
Dr.-Ing. Dipl.Wirtschaftsing. Simone Riedmiller

Der Prozesskalender - Eine Methodik zur marktorientierten 
Entwicklung von Prozessen 

Band 83
Dr.-Ing. Dietmar Tilch

Analyse der Geometrieparameter von Präzisionsgewinden auf der Basis einer 
Least-Squares-Estimation 

Band 84
Dr.-Ing. Dipl.-Kfm. Oliver Stiefbold

Konzeption eines reaktionsschnellen Planungssystems für Logistikketten auf 
Basis von Software-Agenten 



Band 85
Dr.-Ing. Ulrich Walter

Einfluss von Kühlschmierstoff auf den Zerspanprozess beim Fräsen: Beitrag 
zum Prozessverständniss auf Basis von zerspantechnischen Untersuchungen 

Band 86
Dr.-Ing. Bernd Werner

Konzeption von teilautonomer Gruppenarbeit unter Berücksichtigung  
kultureller Einflüsse 

Band 87
Dr.-Ing. Ulf Osmers

Projektieren Speicherprogrammierbarer Steuerungen mit Virtual Reality 

Band 88
Dr.-Ing. Oliver Doerfel

Optimierung der Zerspantechnik beim Fertigungsverfahren 
Wälzstossen: Analyse des Potentials zur Trockenbearbeitung 

Band 89
Dr.-Ing. Peter Baumgartner

Stufenmethode zur Schnittstellengestaltung in der internationalen Produktion

Band 90
Dr.-Ing. Dirk Vossmann

Wissensmanagement in der Produktentwicklung durch Qualitäts- 
methodenverbund und Qualitätsmethodenintegration

Band 91
Dr.-Ing. Martin Plass

Beitrag zur Optimierung des Honprozesses durch den Aufbau einer  
Honprozessregelung 

Band 92
Dr.-Ing. Titus Konold

Optimierung der Fünfachsfräsbearbeitung durch eine kennzahlen- 
unterstützte CAM-Umgebung 



Band 93
Dr.-Ing. Jürgen Brath

Unterstützung der Produktionsplanung in der Halbleiterfertigung durch 
risikoberücksichtigende Betriebskennlinien 

Band 94
Dr.-Ing. Dirk Geisinger

Ein Konzept zur marktorientierten Produktentwicklung 

Band 95
Dr.-Ing. Marco Lanza

Entwurf der Systemunterstützung des verteilten Engineering mit Axiomatic 
Design 

Band 96
Dr.-Ing. Volker Hüntrup

Untersuchungen zur Mikrostrukturierbarkeit von Stählen durch das Ferti-
gungsverfahren Fräsen 

Band 97
Dr.-Ing. Frank Reinboth

Interne Stützung zur Genauigkeitsverbesserung in der Inertialmesstechnik: 
Beitrag zur Senkung der Anforderungen an Inertialsensoren 

Band 98
Dr.-Ing. Lutz Trender

Entwicklungsintegrierte Kalkulation von Produktlebenszykluskosten auf Basis 
der ressourcenorientierten Prozesskostenrechnung 

Band 99
Dr.-Ing. Cornelia Kafka

Konzeption und Umsetzung eines Leitfadens zum industriellen 
Einsatz von Data-Mining 

Band 100
Dr.-Ing. Gebhard Selinger

Rechnerunterstützung der informellen Kommunikation in verteilten  
Unternehmensstrukturen 



Band 101
Dr.-Ing. Thomas Windmüller

Verbesserung bestehender Geschäftsprozesse durch eine 
mitarbeiterorientierte Informationsversorgung 

Band 102
Dr.-Ing. Knud Lembke

Theoretische und experimentelle Untersuchung eines bistabilen 
elektrohydraulischen Linearantriebs 

Band 103
Dr.-Ing. Ulrich Thies

Methode zur Unterstützung der variantengerechten Konstruktion von  
industriell eingesetzten Kleingeräten 

Band 104
Dr.-Ing. Andreas Schmälzle

Bewertungssystem für die Generalüberholung von Montageanlagen –Ein 
Beitrag zur wirtschaftlichen Gestaltung geschlossener Facility- Managment-
Systeme im Anlagenbau 

Band 105
Dr.-Ing. Thorsten Frank

Vergleichende Untersuchungen schneller elektromechanischer 
Vorschubachsen mit Kugelgewindetrieb 

Band 106
Dr.-Ing. Achim Agostini

Reihenfolgeplanung unter Berücksichtigung von Interaktionen: 
Beitrag zur ganzheitlichen Strukturierung und Verarbeitung von
Interaktionen von Bearbeitungsobjekten 

Band 107
Dr.-Ing. Thomas Barrho

Flexible, zeitfenstergesteuerte Auftragseinplanung in segmentierten 
Fertigungsstrukturen 

Band 108
Dr.-Ing. Michael Scharer

Quality Gate-Ansatz mit integriertem Risikomanagement 



Band 109
Dr.-Ing. Ulrich Suchy

Entwicklung und Untersuchung eines neuartigen Mischkopfes für das Wasser 
Abrasivstrahlschneiden 

Band 110
Dr.-Ing. Sellal Mussa

Aktive Korrektur von Verlagerungsfehlern in Werkzeugmaschinen 

Band 111
Dr.-Ing. Andreas Hühsam

Modellbildung und experimentelle Untersuchung des Wälzschälprozesses 

Band 112
Dr.-Ing. Axel Plutowsky

Charakterisierung eines optischen Messsystems und den Bedingungen des 
Arbeitsraums einer Werkzeugmaschine 

Band 113
Dr.-Ing. Robert Landwehr

Konsequent dezentralisierte Steuerung mit Industrial Ethernet und offenen 
Applikationsprotokollen 

Band 114
Dr.-Ing. Christoph Dill

Turbulenzreaktionsprozesse 

Band 115
Dr.-Ing. Michael Baumeister

Fabrikplanung im turbulenten Umfeld 

Band 116
Dr.-Ing. Christoph Gönnheimer

Konzept zur Verbesserung der Elektromagnetischen Verträglichkeit (EMV) in 
Produktionssystemen durch intelligente Sensor/Aktor-Anbindung 

Band 117
Dr.-Ing. Lutz Demuß

Ein Reifemodell für die Bewertung und Entwicklung von Dienstleistungs-
organisationen: Das Service Management Maturity Modell (SMMM) 



Band 118
Dr.-Ing. Jörg Söhner

Beitrag zur Simulation zerspanungstechnologischer Vorgänge mit Hilfe der 
Finite-Element-Methode 

Band 119
Dr.-Ing. Judith Elsner

Informationsmanagement für mehrstufige Mikro-Fertigungsprozesse 

Band 120
Dr.-Ing. Lijing Xie

Estimation Of Two-dimension Tool Wear Based On Finite Element Method

Band 121
Dr.-Ing. Ansgar Blessing

Geometrischer Entwurf mikromechatronischer Systeme 

Band 122
Dr.-Ing. Rainer Ebner

Steigerung der Effizienz mehrachsiger Fräsprozesse durch neue 
Planungsmethoden mit hoher Benutzerunterstützung 

Band 123
Dr.-Ing. Silja Klinkel

Multikriterielle Feinplanung in teilautonomen Produktionsbereichen – Ein  
Beitrag zur produkt- und prozessorientierten Planung und Steuerung 

Band 124
Dr.-Ing. Wolfgang Neithardt

Methodik zur Simulation und Optimierung von Werkzeugmaschinen in der 
Konzept- und Entwurfsphase auf Basis der Mehrkörpersimulation 

Band 125
Dr.-Ing. Andreas Mehr

Hartfeinbearbeitung von Verzahnungen mit kristallinen diamantbeschichte-
ten Werkzeugen beim Fertigungsverfahren Wälzstoßen 

Band 126
Dr.-Ing. Martin Gutmann

Entwicklung einer methodischen Vorgehensweise zur Diagnose von 
hydraulischen Produktionsmaschinen 



Im Shaker Verlag erschienene Bände:

Band 132
Dr.-Ing. Andreas Bechle

Beitrag zur prozesssicheren Bearbeitung beim Hochleistungs- 
fertigungsverfahren Wälzschälen

Band 133
Dr.-Ing. Markus Herm

Konfiguration globaler Wertschöpfungsnetzwerke auf 
Basis von Business Capabilities

Band 134
Dr.-Ing. Hanno Tritschler

Werkzeug- und Zerspanprozessoptimierung beim Hartfräsen 
von Mikrostrukturen in Stahl

Band 127
Dr.-Ing. Gisela Lanza

Simulative Anlaufunterstützung auf Basis der Qualitätsfähigkeiten von 
Produktionsprozessen 

Band 128
Dr.-Ing. Ulf Dambacher

Kugelgewindetrieb mit hohem Druckwinkel 

Band 129
Dr.-Ing. Carsten Buchholz

Systematische Konzeption und Aufbau einer automatisierten 
Produktionszelle für pulverspritzgegossene Mikrobauteile 

Band 130
Dr.-Ing. Heiner Lang

Trocken-Räumen mit hohen Schnittgeschwindigkeiten 

Band 131
Dr.-Ing. Daniel Nesges

Prognose operationeller Verfügbarkeiten von Werkzeugmaschinen unter  
Berücksichtigung von Serviceleistungen 



Band 135
Dr.-Ing. Christian Munzinger

Adaptronische Strebe zur Steifigkeitssteigerung 
von Werkzeugmaschinen

Band 136
Dr.-Ing. Andreas Stepping

Fabrikplanung im Umfeld von Wertschöpfungsnetzwerken und 
ganzheitlichen Produktionssystemen

Band 137
Dr.-Ing. Martin Dyck

Beitrag zur Analyse thermische bedingter Werkstückdeformationen 
in Trockenbearbeitungsprozessen

Band 138
Dr.-Ing. Siegfried Schmalzried

Dreidimensionales optisches Messsystem für eine effizientere 
geometrische Maschinenbeurteilung

Band 139
Dr.-Ing. Marc Wawerla

Risikomanagement von Garantieleistungen

Band 140
Dr.-Ing. Ivesa Buchholz

Strategien zur Qualitätssicherung mikromechanischer Bauteile 
mittels multisensorieller Koordinatenmesstechnik

Band 141
Dr.-Ing. Jan Kotschenreuther

Empirische Erweiterung von Modellen der Makrozerspanung 
auf den Bereich der Mikrobearbeitung

Band 142
Dr.-Ing. Andreas Knödel

Adaptronische hydrostatische Drucktascheneinheit

Band 143
Dr.-Ing. Gregor Stengel

Fliegendes Abtrennen räumlich gekrümmter Strangpressprofile mittels 
Industrierobotern



Band 144
Dr.-Ing. Udo Weismann

Lebenszyklusorientiertes interorganisationelles Anlagencontrolling

Band 145
Dr.-Ing. Rüdiger Pabst

Mathematische Modellierung der Wärmestromdichte zur Simulation 
des thermischen Bauteilverhaltens bei der Trockenbearbeitung

Band 146
Dr.-Ing. Jan Wieser

Intelligente Instandhaltung zur Verfügbarkeitssteigerung 
von Werkzeugmaschinen

Band 147
Dr.-Ing. Sebastian Haupt

Effiziente und kostenoptimale Herstellung von Mikrostrukturen durch 
eine Verfahrenskombination von Bahnerosion und Laserablation

Band 148
Dr.-Ing. Matthias Schlipf

Statistische Prozessregelung von Fertigungs- und Messprozess zur 
Erreichung einer variabilitätsarmen Produktion mikromechanischer Bauteile

Band 149
Dr.-Ing. Jan Philipp Schmidt-Ewig

Methodische Erarbeitung und Umsetzung eines neuartigen 
Maschinenkonzeptes zur produktflexiblen Bearbeitung räumlich 
gekrümmter Strangpressprofile

Band 150
Dr.-Ing. Thomas Ender

Prognose von Personalbedarfen im Produktionsanlauf
unter Berücksichtigung dynamischer Planungsgrößen

Band 151
Dr.-Ing. Kathrin Peter

Bewertung und Optimierung der Effektivität von Lean Methoden 
in der Kleinserienproduktion



Band 152
Dr.-Ing. Matthias Schopp

Sensorbasierte Zustandsdiagnose und -prognose von Kugelgewindetrieben

Band 153
Dr.-Ing. Martin Kipfmüller

Aufwandsoptimierte Simulation von Werkzeugmaschinen

Band 154
Dr.-Ing. Carsten Schmidt

Development of a database to consider multi wear mechanisms 
within chip forming simulation

Band 155
Dr.-Ing. Stephan Niggeschmidt

Ausfallgerechte Ersatzteilbereitstellung im Maschinen- und Anlagenbau  
mittels lastabhängiger Lebensdauerprognose

Band 156
Dr.-Ing. Jochen Conrad Peters

Bewertung des Einflusses von Formabweichungen in der 
Mikro-Koordinatenmesstechnik

Band 157
Dr.-Ing. Jörg Ude

Entscheidungsunterstützung für die Konfiguration 
globaler Wertschöpfungsnetzwerke

Band 158
Dr.-Ing. Stefan Weiler

Strategien zur wirtschaftlichen Gestaltung der globalen Beschaffung

Band 159
Dr.-Ing. Jan Rühl

Monetäre Flexibilitäts- und Risikobewertung



Band 160
Dr.-Ing. Daniel Ruch

Positions- und Konturerfassung räumlich gekrümmter Profile auf Basis 
bauteilimmanenter Markierungen

Band 161
Dr.-Ing. Manuel Tröndle

Flexible Zuführung von Mikrobauteilen mit piezoelektrischen
Schwingförderern

Band 162
Dr.-Ing. Benjamin Viering

Mikroverzahnungsnormal

Band 163
Dr.-Ing. Chris Becke

Prozesskraftrichtungsangepasste Frässtrategien zur schädigungsarmen
Bohrungsbearbeitung an faserverstärkten Kunststoffen

Band 164
Dr.-Ing. Patrick Werner

Dynamische Optimierung und Unsicherheitsbewertung der lastabhängigen 
präventiven Instandhaltung von Maschinenkomponenten

Band 165
Dr.-Ing. Martin Weis

Kompensation systematischer Fehler bei Werkzeugmaschinen durch
self-sensing Aktoren

Band 166
Dr.-Ing. Markus Schneider

Kompensation von Konturabweichungen bei gerundeten Strangpressprofilen 
durch robotergestützte Führungswerkzeuge

Band 167
Dr.-Ing. Ester M. R. Ruprecht

Prozesskette zur Herstellung schichtbasierter Systeme mit integrierten
Kavitäten



Band 168
Dr.-Ing. Alexander Broos

Simulationsgestützte Ermittlung der Komponentenbelastung für die
Lebensdauerprognose an Werkzeugmaschinen

Band 169
Dr.-Ing. Frederik Zanger

Segmentspanbildung, Werkzeugverschleiß, Randschichtzustand und
Bauteileigenschaften: Numerische Analysen zur Optimierung des
Zerspanungsprozesses am Beispiel von Ti-6Al-4V

Band 170
Dr.-Ing. Benjamin Behmann

Servicefähigkeit 

Band 171
Dr.-Ing. Annabel Gabriele Jondral

Simulationsgestützte Optimierung und Wirtschaftlichkeitsbewertung
des Lean-Methodeneinsatzes

Band 172
Dr.-Ing. Christoph Ruhs

Automatisierte Prozessabfolge zur qualitätssicheren Herstellung von
Kavitäten mittels Mikrobahnerosion

Band 173
Dr.-Ing. Steven Peters

Markoffsche Entscheidungsprozesse zur Kapazitäts- und Investitionsplanung
von Produktionssystemen

Band 174
Dr.-Ing. Christoph Kühlewein

Untersuchung und Optimierung des Wälzschälverfahrens mit Hilfe von
3D-FEM-Simulation – 3D-FEM Kinematik- und Spanbildungssimulation

Band 175
Dr.-Ing. Adam-Mwanga Dieckmann

Auslegung und Fertigungsprozessgestaltung sintergefügter Verbindungen
für µMIM-Bauteile



Band 176
Dr.-Ing. Heiko Hennrich

Aufbau eines kombinierten belastungs- und zustandsorientierten Diagnose-
und Prognosesystems für Kugelgewindetriebe

Band 177
Dr.-Ing. Stefan Herder

Piezoelektrischer Self-Sensing-Aktor zur Vorspannungsregelung in
adaptronischen Kugelgewindetrieben

Band 178
Dr.-Ing. Alexander Ochs

Ultraschall-Strömungsgreifer für die Handhabung textiler Halbzeuge
bei der automatisierten Fertigung von RTM-Bauteilen

Band 179
Dr.-Ing. Jürgen Michna

Numerische und experimentelle Untersuchung zerspanungsbedingter
Gefügeumwandlungen und Modellierung des thermo-mechanischen
Lastkollektivs beim Bohren von 42CrMo4

Band 180
Dr.-Ing. Jörg Elser

Vorrichtungsfreie räumliche Anordnung von Fügepartnern auf Basis
von Bauteilmarkierungen

Band 181
Dr.-Ing. Katharina Klimscha

Einfluss des Fügespalts auf die erreichbare Verbindungsqualität beim  
Sinterfügen

Band 182
Dr.-Ing. Patricia Weber

Steigerung der Prozesswiederholbarkeit mittels Analyse akustischer  
Emissionen bei der Mikrolaserablation mit UV-Pikosekundenlasern

Band 183
Dr.-Ing. Jochen Schädel

Automatisiertes Fügen von Tragprofilen mittels Faserwickeln



Band 184
Dr.-Ing. Martin Krauße

Aufwandsoptimierte Simulation von Produktionsanlagen durch Vergrößerung 
der Geltungsbereiche von Teilmodellen

Band 185
Dr.-Ing. Raphael Moser

Strategische Planung globaler Produktionsnetzwerke
Bestimmung von Wandlungsbedarf und Wandlungszeitpunkt mittels
multikriterieller Optimierung

Band 186
Dr.-Ing. Martin Otter

Methode zur Kompensation fertigungsbedingter Gestaltabweichungen für 
die Montage von Aluminium Space-Frame-Strukturen

Band 187
Dr.-Ing. Urs Leberle

Produktive und flexible Gleitförderung kleiner Bauteile auf phasenflexiblen 
Schwingförderern mit piezoelektrischen 2D-Antriebselementen

Band 188
Dr.-Ing. Johannes Book

Modellierung und Bewertung von Qualitätsmanagementstrategien in  
globalen Wertschöpfungsnetzwerken

Band 189
Dr.-Ing. Florian Ambrosy

Optimierung von Zerspanungsprozessen zur prozesssicheren Fertigung nano-
kristalliner Randschichten am Beispiel von 42CrMo4

Band 190
Dr.-Ing. Adrian Kölmel

Integrierte Messtechnik für Prozessketten unreifer Technologien am Beispiel 
der Batterieproduktion für Elektrofahrzeuge

Band 191
Dr.-Ing. Henning Wagner

Featurebasierte Technologieplanung zum Preforming von textilen Halbzeugen



Band 192
Dr.-Ing. Johannes Gebhardt

Strukturoptimierung von in FVK eingebetteten metallischen 
Lasteinleitungselementen

Band 193
Dr.-Ing. Jörg Bauer

Hochintegriertes hydraulisches Vorschubsystem für die Bearbeitung kleiner 
Werkstücke mit hohen Fertigungsanforderungen

Band 194
Dr.-Ing. Nicole Stricker

Robustheit verketteter Produktionssysteme
Robustheitsevaluation und Selektion des Kennzahlensystems der Robustheit

Band 195
Dr.-Ing. Anna Sauer

Konfiguration von Montagelinien unreifer Produkttechnologien am Beispiel 
der Batteriemontage für Elektrofahrzeuge

Band 196
Dr.-Ing. Florian Sell-Le Blanc

Prozessmodell für das Linearwickeln unrunder Zahnspulen
Ein Beitrag zur orthozyklischen Spulenwickeltechnik

Band 197
Dr.-Ing. Frederic Förster

Geregeltes Handhabungssystem zum zuverlässigen und energieeffizienten 
Handling textiler Kohlenstofffaserzuschnitte

Band 198
Dr.-Ing. Nikolay Boev

Numerische Beschreibung von Wechselwirkungen zwischen Zerspanprozess 
und Maschine am Beispiel Räumen

Band 199
Dr.-Ing. Sebastian Greinacher

Simulationsgestützte Mehrzieloptimierung schlanker und ressourcen- 
effizienter Produktionssysteme



Band 200
Dr.-Ing. Benjamin Häfner

Lebensdauerprognose in Abhängigkeit der Fertigungsabweichungen  
bei Mikroverzahnungen

Band 201
Dr.-Ing. Stefan Klotz

Dynamische Parameteranpassung bei der Bohrungsherstellung in 
faserverstärkten Kunststoffen unter zusätzlicher Berücksichtigung 
der Einspannsituation

Band 202
Dr.-Ing. Johannes Stoll

Bewertung konkurrierender Fertigungsfolgen mittels Kostensimulation und 
stochastischer Mehrzieloptimierung
Anwendung am Beispiel der Blechpaketfertigung für automobile Elektromotoren

Band 203
Dr.-Ing. Simon-Frederik Koch

Fügen von Metall-Faserverbund-Hybridwellen im Schleuderverfahren
ein Beitrag zur fertigungsgerechten intrinsischen Hybridisierung

Band 204
Dr.-Ing. Julius Ficht

Numerische Untersuchung der Eigenspannungsentwicklung für sequenzielle 
Zerspanungsprozesse

Band 205
Dr.-Ing. Manuel Baumeister

Automatisierte Fertigung von Einzelblattstapeln in der Lithium-Ionen-
Zellproduktion

Band 206
Dr.-Ing. Daniel Bertsch

Optimierung der Werkzeug- und Prozessauslegung für das Wälzschälen von 
Innenverzahnungen



Band 207
Dr.-Ing. Kyle James Kippenbrock

Deconvolution of Industrial Measurement and Manufacturing Processes 
for Improved Process Capability Assessments

Band 208
Dr.-Ing. Farboud Bejnoud

Experimentelle Prozesskettenbetrachtung für Räumbauteile am Beispiel 
einer einsatzgehärteten PKW-Schiebemuffe

Band 209
Dr.-Ing. Steffen Dosch

Herstellungsübergreifende Informationsübertragung zur effizienten  
Produktion von Werkzeugmaschinen am Beispiel von Kugelgewindetrieben

Band 210
Dr.-Ing. Emanuel Moser

Migrationsplanung globaler Produktionsnetzwerke
Bestimmung robuster Migrationspfade und risiko-effizienter Wandlungsbefähiger

Band 211
Dr.-Ing. Jan Hochdörffer

Integrierte Produktallokationsstrategie und Konfigurationssequenz in 
globalen Produktionsnetzwerken

Band 212
Dr.-Ing. Tobias Arndt

Bewertung und Steigerung der Prozessqualität in globalen 
Produktionsnetzwerken

Band 213
Dr.-Ing. Manuel Peter

Unwuchtminimale Montage von Permanentmagnetrotoren durch  
modellbasierte Online-Optimierung

Band 214
Dr.-Ing. Robin Kopf

Kostenorientierte Planung von Fertigungsfolgen additiver Technologien



Band 215
Dr.-Ing. Harald Meier

Einfluss des Räumens auf den Bauteilzustand in der Prozesskette 
Weichbearbeitung – Wärmebehandllung – Hartbearbeitung

Band 216
Dr.-Ing. Daniel Brabandt

Qualitätssicherung von textilen Kohlenstofffaser-Preforms mittels 
optischer Messtechnik

Band 217
Dr.-Ing. Alexandra Schabunow

Einstellung von Aufnahmeparametern mittels projektionsbasierter Qualitäts-
kenngrößen in der industriellen Röntgen-Computertomographie

Band 218
Dr.-Ing. Jens Bürgin

Robuste Auftragsplanung in Produktionsnetzwerken
Mittelfristige Planung der variantenreichen Serienproduktion unter Unsicherheit der 
Kundenauftragskonfigurationen

Band 219
Dr.-Ing. Michael Gerstenmeyer

Entwicklung und Analyse eines mechanischen Oberflächenbehandlungs
verfahrens unter Verwendung des Zerspanungswerkzeuges

Band 220
Dr.-Ing. Jacques Burtscher

Erhöhung der Bearbeitungsstabilität von Werkzeugmaschinen durch  
semi-passive masseneinstellbare Dämpfungssysteme

Band 221
Dr.-Ing. Dietrich Berger

Qualitätssicherung von textilen Kohlenstofffaser-Preforms mittels prozess
integrierter Wirbelstromsensor-Arrays

Band 222
Dr.-Ing. Fabian Johannes Ballier

Systematic gripper arrangement for a handling device in lightweight 
production processes



Band 223
Dr.-Ing. Marielouise Schäferling, geb. Zaiß 

Development of a Data Fusion-Based Multi-Sensor System for Hybrid 
Sheet Molding Compound

Band 224
Dr.-Ing. Quirin Spiller

Additive Herstellung von Metallbauteilen mit dem ARBURG Kunststoff-
Freiformen

Band 225
Dr.-Ing. Andreas Spohrer

Steigerung der Ressourceneffizienz und Verfügbarkeit von Kugelgewinde-
trieben durch adaptive Schmierung

Band 226
Dr.-Ing. Johannes Fisel

Veränderungsfähigkeit getakteter Fließmontagesysteme
Planung der Fließbandabstimmung am Beispiel der Automobilmontage

Band 227
Dr.-Ing. Patrick Bollig

Numerische Entwicklung von Strategien zur Kompensation thermisch 
bedingter Verzüge beim Bohren von 42CrMo4

Band 228
Dr.-Ing. Ramona Pfeiffer, geb. Singer

Untersuchung der prozessbestimmenden Größen für die anforderungsge-
rechte Gestaltung von Pouchzellen-Verpackungen

Band 229
Dr.-Ing. Florian Baumann

Additive Fertigung von endlosfaserverstärkten Kunststoffen mit dem  
ARBURG Kunststoff-Freiform Verfahren

Band 230
Dr.-Ing. Tom Stähr

Methodik zur Planung und Konfigurationsauswahl skalierbarer Montage
systeme – Ein Beitrag zur skalierbaren Automatisierung



Band 231
Dr.-Ing. Jan Schwennen

Einbringung und Gestaltung von Lasteinleitungsstrukturen für im RTM-
Verfahren hergestellte FVK-Sandwichbauteile

Band 232
Dr.-Ing. Sven Coutandin

Prozessstrategien für das automatisierte Preforming von bebinderten textilen 
Halbzeugen mit einem segmentierten Werkzeugsystem

Band 233
Dr.-Ing. Christoph Liebrecht

Entscheidungsunterstützung für den Industrie 4.0-Methodeneinsatz
Strukturierung, Bewertung und Ableitung von Implementierungsreihenfolgen

Band 234
Dr.-Ing. Stefan Treber

Transparenzsteigerung in Produktionsnetzwerken
Verbesserung des Störungsmanagements durch verstärkten Informationsaustausch

Band 235
Dr.-Ing. Marius Dackweiler

Modellierung des Fügewickelprozesses zur Herstellung von leichten 
Fachwerkstrukturen

Band 236
Dr.-Ing. Fabio Echsler Minguillon

Prädiktiv-reaktives Scheduling zur Steigerung der Robustheit in der  
Matrix-Produktion

Band 237
Dr.-Ing. Sebastian Haag

Entwicklung eines Verfahrensablaufes zur Herstellung von Batteriezellstapeln 
mit großformatigem, rechteckigem Stapelformat und kontinuierlichen  
Materialbahnen



Band 238
Dr.-Ing. Raphael Wagner

Strategien zur funktionsorientierten Qualitätsregelung in der 
Serienproduktion

Band 239
Dr.-Ing. Christopher Ehrmann

Ausfallfrüherkennung von Ritzel-Zahnstangen- Trieben mittels 
Acoustic Emission

Band 240
Dr.-Ing. Janna Hofmann 

Prozessmodellierung des Fünf-Achs-Nadelwickelns zur Implementierung 
einer trajektoriebasierten Drahtzugkraftregelung

Band 241
Dr.-Ing. Andreas Kuhnle 

Adaptive Order Dispatching based on Reinforcement Learning
Application in a Complex Job Shop in the Semiconductor Industry

Band 242
Dr.-Ing. Andreas Greiber 

Fertigung optimierter technischer Oberflächen durch eine 
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