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Kurzfassung

Der eigenspannungsbedingte Bauteilverzug ist ein Problem bei der Herstellung diinnwandiger
Aluminium-Strukturbauteile. Im Rahmen dieser Arbeit wurde er mithilfe eines linear elasti-
schen Simulationsmodells, basierend auf der Finite-Elemente-Methode (FEM), fiir verschie-
dene Geometrien, Bearbeitungsstrategien sowie initiale (I-) und prozessinduzierte Eigenspan-
nungen (P-ES) vorhergesagt. Als Simulationseingabe dienten die gemessenen ES. Anhand ab-
geleiteter Kennzahlen konnte sowohl die Form bzw. das Profil des Verzugs als auch die maxi-
male Verformung quantifiziert werden. Dabei wurde die Form mit einer héheren Genauigkeit
im Vergleich zur maximalen Verformung bestimmt. Es wurde festgestellt, dass die P-ES und
der Bauteilverzug nach dem Frésen prinzipiell wiederholbar sind. Dabei trat eine geringe Streu-
ung der P-ES unter gleichen Herstellbedingungen auf, die geringfiigige, aber messbare Abwei-
chungen der maximalen Verformung zur Folge hatte. Der Vergleich unterschiedlicher Materi-
alchargen von Aluminium 7050-T7451 zeigte zudem, dass bereits geringe Unterschiede des
Betrags der I-ES und des ES-Verlaufs signifikante Unterschiede der maximalen Verformung
bewirken. Die Verzugsform ist dagegen nicht betroffen. Mithilfe des validierten FEM-Verzug-
Modells konnten verzugbestimmende Faktoren identifiziert werden. Es wurde gezeigt, dass
eine allgemeingultige Aussage dariiber nicht sinnvoll ist, welcher ES-Typ bei einer bestimmten
Wandstérke den Bauteilverzug dominiert. Dies muss fiir jeden Fall individuell betrachtet wer-
den, da der Verzug nicht ausschlielich von der Bauteilgeometrie und den ES selbst abhéngt,
sondern ebenso von der gewahlten Bearbeitungsstrategie, wie z. B. dem Bearbeitungsweg oder
der Positionierung des Bauteils im Halbzeug. So wurde festgestellt, dass die Bauteiltopologie
und die Fraswegstrategie einen wechselseitigen Einfluss auf den Verzug haben. Die induzierten
Schubspannungen spielen dabei eine entscheidende Rolle. Darauf basierend wurden Kompen-
sationstechniken zur Minimierung des Bauteilverzugs abgeleitet, die sich durch die Optimie-
rung der Prozessparameter, der Bauteiltopologie oder der Prozessstrategie auszeichnen.

Abstract

Residual stress induced part distortion is a problem during the production of thin-walled alumi-
num structural components. Within this work, the part distortion was predicted by using a linear
elastic finite element (FE) model for different geometries, machining strategies and both initial
bulk (IB) and machining induced residual stresses (MIRS). Derived key figures were used to
quantify both the distortion shape and the maximum deformation. The distortion shape was
determined with a higher accuracy compared to the max. deformation. In principle, the MIRS
and the part distortion are repeatable. A slight dispersion of the MIRS under the same manu-
facturing conditions is also accompanied by small deviations in the max. distortion. The com-
parison of different material batches of AA7050-T7451 showed that even small changes in the
magnitude and the profile of the IBRS led to significant differences in distortion magnitude.
However, the shape was not affected. By employing the validated FE distortion model factors
driving the distortion could be identified. It was demonstrated that it is not feasible to make a
general statement on which type of RS has dominance over distortion. This must be considered
individually for each case, since the distortion depends not only on the geometry and the RS
themselves, but on the process strategy. For example, the topology and the milling path strategy
have a reciprocal influence on the distortion. Hereby, the induced shear RS play a decisive role.
Compensation techniques for minimizing the distortion were derived, which are characterized
by the optimization of the process parameter, the part topology or the process strategy.
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1 Einleitung

Die Gebrlder Wright setzten bei dem ersten motorisierten Flugzeug der Menschheit aufgrund
des leichten Gewichts Aluminium fiir das Kurbelgeh&use ein [Leye86]. Der sog. ,,Wright Flyer*
absolvierte den ersten bemannten Flug im Jahre 1903. Dieser Meilenstein lautete den Beginn
der Verwendung von Aluminiumlegierungen als Leichtbaumaterial in der Luft- und Raumfahrt-
technik ein. Heutzutage kommen Aluminiumbauteile in Flugzeugen vorwiegend in Form von
dinnwandigen monolithischen Strukturbauteilen in Bereichen des Rumpfs, der AuRenhaut und
der Tragflachen, wie beispielsweise Tragflachenholme und -rippen (siehe Abbildung 1-1a), vor.
Obwohl die zunehmende Verwendung von Verbundwerkstoffen den Anteil an Aluminium bis
zu einem gewissen Grad reduziert hat, bleiben hochfeste Aluminiumlegierungen im Flugzeug-
bau présent. Aluminium ist ein leichtes und gut warmebehandelbares Metall, das hohen Span-
nungen standhalten kann und zudem vergleichsweise geringe Herstellungs- und Wartungskos-
ten aufweist [Durs14]. Die Strukturbauteile haben somit hervorragende Materialeigenschaften
flir Leichtbauanwendungen, wie z. B. ein hohes Verhaltnis von Festigkeit zu Gewicht und eine
gute Korrosionsbestandigkeit. Darliber hinaus zeichnen sie sich durch weitere Vorteile wie die
gute Zerspanbarkeit und die bekannte Leistungsféhigkeit aus. Es bestehen etablierte Konstruk-
tions-, Herstellungs- und zuverléssige Prifverfahren [Durs14]. Der Massenanteil an Alumini-
umlegierungen betragt z. B. 72 % des Gesamtgewichts eines Airbus A320 [Caull5, Zhou21].
Die Aluminiumbauteile werden auch zukinftig fir die Airbus A320-Flugzeugfamilie, insbe-
sondere in Bereichen der Struktur und der AuBenhaut, eingesetzt [AMAG24]. Der Bedarf an
Schmalrumpfflugzeugen mit nur einem Kabinengang, wie zum Beispiel der Airbus-Baureihe
A320, steigt. Dies liegt daran, dass sich der Trend in der Luftfahrtbranche von Groraumflug-
zeugen hin zu Schmalrumpfflugzeugen entwickelt. Neue Triebwerke und zusatzliche Tanks
ermdglichen das Zurticklegen groRRerer Strecken [Airb21]. So erreicht bspw. der A321XLR eine
maximale Flugzeit von 11 h und eine Flugdistanz von 8.700 km [Airb21]. Bereits in den ver-
gangenen Jahren war die A320-Baureihe die meistproduzierte Airbus-Baureihe mit 74 % der
gesamtfertiggestellten und ausgelieferten Airbus-Flugzeuge in 2019 [Airb19] bzw. 79 % in
2020 [Airb20]. Daraus lasst sich schlussfolgern, dass diinnwandige Aluminium-Strukturbau-
teile auch in Zukunft im Flugzeugbau einen hohen Stellenwert einnehmen werden.

Ein typisches Fertigungsverfahren fiir die Herstellung der Aluminium-Strukturbauteile, die bis
zu 14 m lang sind, ist das Frasen. Fir die gewichtsoptimierten, monolithischen Bauteile werden
bis zu 90 % des Materials spanend abgetragen [Denk14]. Herausfordernd bei diesen diinnwan-
digen Strukturbauteilen ist das Auftreten von hohen Bauteilverzigen infolge der fertigungsspe-
zifischen Prozesskette (siehe Abbildung 1-1b) [Denk14]. Der Bauteilverzug ist ein kritischer
Punkt im Design-, Herstellungs- und Montageprozess von Luft- und Raumfahrtstrukturen
[Jayal3]. Verzug fiihrt zu hohen Kosten durch Nacharbeit oder Ausschuss [Sim10]. So bezif-
ferte bspw. eine Studie aus dem Jahr 2001, die sich auf vier Flugzeugprogramme von Boeing
stutzte, die Kosten auf tiber 290 Millionen US-Dollar [Chan13]. Der Verzug ist definiert als die
geometrische Abweichung des Bauteils von seiner urspringlichen bzw. vorgesehenen Form,
nachdem es aus der Spannvorrichtung der Werkzeugmaschine entnommen wurde [Chan13].
Ursache dieses Verzugs sind nicht Geometrieabweichungen oder der Warmegang des Maschi-
nensystems, sondern Eigenspannungen (ES) im Bauteil [Li16]. Im fertigungstechnischen Kon-
text werden ES aufgrund ihres Ursprungs in zwei Typen unterteilt. Zum einen in prozessindu-
zierte ES (P-ES), die wahrend des Bearbeitungsprozesses in die Bauteilrandzone eingebracht



Seite 2 Einleitung

werden. Zum anderen in initiale ES (I-ES), die aufgrund vorgelagerter Prozessschritte wie Um-
formen oder Wérmebehandlungen (insb. Hérten) bereits im gesamten Bauteil vorhanden sind
[Li16]. In der Literatur herrscht keine Einigkeit, wann welcher ES-Typ dominiert [Madal8].
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Abbildung 1-1: Flugzeug A380 mit typischen diinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen
wie z. B. Tragflachenrippen (bis zu 60 pro Tragflache) [DMG21, Mits21] (a) und der eigen-
spannungsbedingte Verzug einer C-17 Frachtrampe [Schal3a] (b)

Die numerische Modellierung mit der Finite-Elemente-Methode (FEM) wird seit einigen Jah-
ren in der Zerspantechnologie angewandt. Sie ermdglicht durch die gleichzeitige Beruicksichti-
gung von plasto-mechanischen und thermischen Vorgéngen die Abbildung komplexer Vor-
génge und die Ermittlung schwer zuganglicher ProzessgréRen wahrend der Zerspanung, wie
z. B. auftretende Dehnungen, Dehnungsraten und Spannungen [Li12]. Im Kontext von eigen-
spannungsbedingtem Verzug von gefrasten, diilnnwandigen Aluminiumbauteilen bieten FEM-
Simulationen die Mdoglichkeit den Versuchsaufwand zu reduzieren und sowohl die Entstehung
der ES als auch des Verzugs numerisch zu untersuchen [Li16]. Sie stellen somit ein Werkzeug
dar, um Verzugskompensationstechniken zu entwickeln und so letztendlich den Verzug zu be-
herrschen und zu minimieren [Li16].

Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine Simulationsmethodik zur Vorhersage des eigenspan-
nungsbedingten Verzugs von gefrasten, dinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen entwi-
ckelt. Mithilfe numerischer FEM-Simulationsmodelle wurde ein tiefgehendes Verstandnis der
Auswirkungen der Bauteilgeometrie, des ES-Zustandes und der Bearbeitungsstrategie auf den
Bauteilverzug erzielt, verzugbestimmende Faktoren identifiziert und Kompensationstechniken
abgeleitet. Die Grundlage bildete die Analyse der Wiederholbarkeit bzw. Streuung der ES, so-
wohl der P-ES als auch der I-ES, und des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs. Die quan-
titative Charakterisierung des Bauteilverzugs und die Validierung der Simulationsmethodik er-
folgte anhand abgeleiteter Kennzahlen zur Beschreibung der Verzugsform und des -betrags.
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2  Stand von Wissenschaft und Technik

2.1  Grundlagen des Frasens

Frésen z&hlt nach DIN 8580 zu der Hauptgruppe der trennenden Fertigungsverfahren und zur
Untergruppe Spanen mit geometrisch bestimmter Schneide [DINO3a]. Es handelt sich dabei um
Spanen mit kreisformiger Schnittbewegung mit senkrecht bzw. schrdg zur Drehachse des
Werkzeuges verlaufender Vorschubbewegung zur Erzeugung beliebiger Werkstiickoberflachen
[DINO3b]. Die Verfahrensarten kdnnen abhangig von der erzeugten Oberflache, der Werkzeug-
form und der Kinematik in Planfréasen, Rundfrésen, Wélzfrasen, Formfrasen und Profilfrasen
unterteilt werden [DINO3b]. Im Folgenden wird auf das zur Herstellung fiir Strukturbauteile
iberwiegend verwendete Planfrasen eingegangen.

2.1.1 Kinematik

Das Planfrésen kann in Abh&ngigkeit der Vorschubrichtung zur erzeugten Oberflache wie folgt
unterteilt werden [DINO3b]:

Beim Stirnfrésen steht die Drehachse des Werkzeugs senkrecht zur erzeugten Fléche, sodass
die Bearbeitung des Werkstiicks mit den an der Stirnseite des Fraswerkzeugs liegenden Neben-
schneiden erfolgt. Dabei ist die EingriffsgroRe ae (radiale Zustellung) wesentlich gréBer als die
Schnitttiefe ap (axiale Zustellung) [Kloc18]. Ublicherweise werden hierbei hartmetallbestiickte
Messerkopfe, deren Schneiden meist aus austauschbaren Wendeschneidplatten bestehen, ein-
gesetzt [Diet20].

Beim Umfangsfréasen liegt die Drehachse parallel zur erzeugten Flache, sodass die Werkstiick-
form mit den am Umfang befindlichen Hauptschneiden bearbeitet wird. Beim Umfangsfrasen
ist die Schnitttiefe ap (axiale Zustellung) wesentlich groRer als die Eingriffsgrofie ae (radiale
Zustellung).

Das Umfangs-Stirnfrasen, zu denen das Nuten- bzw. Taschenfrasen zéhlt, stellt die Kombina-
tion aus beiden Verfahren dar. Dabei werden ublicherweise Schaftfraser eingesetzt. Eine be-
sondere Form des Nutenfrésens ist das Nuten-Schrittfrésen. Hierbei wird die Tiefe der Nut
durch schichtweises Abtragen des Materials durchgefiihrt, wodurch im Vergleich zum Nuten-
Tauchfrasen héhere VVorschiibe realisiert werden kdnnen [Diet20].

Abhéngig von der Kombination aus Werkzeugdreh- und Vorschubrichtung unterscheidet man
zudem zwischen Gleich- und Gegenlauffrasen [DINO3b]. Sind im Eingriffsbereich die Dreh-
richtung des Werkzeugs und die Werkstiickbewegung gleichgerichtet, spricht man von Gleich-
lauf. Dabei tritt die Schneide am dicken Ende des kommaférmigen Spans ein und mit der
Spanungsdicke h = 0 mm aus dem Werkstiick aus, sodass die Mindestspanungsdicke ab einem
bestimmten Eingriffswinkel unterschritten wird (siehe Abbildung 2-1) [Kloc18]. Dadurch wird
die Zerspankraft stoRartig aufgebaut, was eine ausreichend dynamische Steifigkeit der Werk-
zeugmaschine erfordert [Denk11]. Beim Gegenlauffrasen sind im Eingriffsbereich die Dreh-
richtung des Werkzeugs und die Werkstlickbewegung entgegengesetzt. Somit tritt die Schneide
zu Beginn mit der Spanungsdicke h = 0 mm in das Werkstiick ein (sieche Abbildung 2-1)
[Kloc18]. Sobald die Mindestspanungsdicke unterschritten ist, kommt es zu Quetsch- und
Reibvorgangen. Da dies beim Gegenlauffrasen beim Schneideneintritt der Fall ist, tritt aufgrund
der hohen Normal- und Reibkréfte ein starkerer Werkzeugverschleil auf [Denk11]. AuRerdem
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kdnnen durch Zuriickfedern beim Werkzeugaustritt mit endlicher Spanungsdicke im lastfreien
Zustand Zugspannungen im Schneidkeil auftreten, die zu Schneidenausbrichen fiihren
[Kloc18]. Somit ist in der Regel Gleichlauffrésen zu bevorzugen, sollte es die Maschine und
das Werkzeug zulassen [Denk11]. Beim Vollnutfrasen (bzw. bei ac > D/2) kommen beide Ver-
fahrensarten im Umfangs-Stirnfrasen gleichzeitig vor (siehe Abbildung 2-1). Die beim Planfré-
sen wichtigsten geometrischen Parameter werden im Folgenden aufgefiihrt und in Abbildung
2-1 veranschaulicht [Denk11, Groo10]:

Schnittgeschwindigkeit v, =D -m-n (Gl. 2-1)
Vorschubgeschwindigkeit: v¢ = f, - n - z, (Gl. 2-2)
Spanungsdicke h(¢@) = f, - sin (¢) - sin (k) (Gl. 2-3)

Mittenspandicke h,, = % . f;p: h(p)de =¢i - f, - sin (k) - (cos(@g) — cos(@,)) (Gl. 2-4)

ap

Spanungsbreite b = P (Gl. 2-5)
Zeitspanvolumen Q,, = ap * ac * Vs (Gl. 2-6)
Spandickenverhéltnis r = % (Gl. 2-7)
3D Ansicht % Ansicht von oben Schnittansicht vorne
n l_, f Gleichlauf

Span  Werksttick

\

& /a . \ Gégenlauf
. n
Werkstiick P i-1 Bahnkurve...

i Bahnkurve

N

Messerkopf
Wendeschneidplatten

Abbildung 2-1: Kinematik beim Planfrasen nach [DIN82, Denk11]

Die Schnittparameter beeinflussen neben dem Werkzeug und dem zu zerspanenden Werkstoff
die Spanbildung entscheidend.

2.1.2 Spanbildung

Es ist zuerst erforderlich die Grundlagen der Spanbildung zu verstehen, um Randzoneneigen-
schaften wie z. B. die durch das Zerspanen induzierten ES (siehe Kapitel 2.3) analysieren zu
konnen. Beim Spanen mit geometrisch bestimmter Schneide dringt der Schneidkeil in das
Werkstlick ein und verformt es dabei elastisch und plastisch [Kloc18]. Bei der kontinuierlichen
Spanbildung (FlieRspanbildung), lasst sich der Prozess nach WARNECKE [Warn74] durch
funf Verformungszonen (siehe Abbildung 2-2) beschreiben. Der Hauptteil der plastischen Ver-
formung findet in der primaren Scherzone (1) durch Schubverformung, auch Scherung genannt,
statt. Dabei filhrt diese zur Spanstauchung und somit zu unterschiedlichen Dicken von
Spanungsdicke h und Spandicke % ‘ [Leop00]. In den sekundéren Scherzonen vor der Span- (2)
und Freiflache (4) kommt es aufgrund der hohen Reibung zu erhdhten Temperaturen und wei-
teren Verformungen [Denk11]. Vor der Schneidkante bildet sich eine Stau- und Trennzone (3),
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in der der Werkstoff getrennt wird und zudem ein hoher Druck herrscht. Die Verformungsvor-
laufzone (5) umschliefit die Zonen 1, 3, 4 und definiert gleichzeitig bis zu welcher Tiefe die
Randzonenbeeinflussung des Werkstiicks durch plastische Verformung vorliegt [Denk11].

Werkzeug

Spanwinkel y

Freiwinkel a

Werkstiick ~ —T—.... Y.

1 primare Scherzone 4 sekundare Scherzone an der Freiflache
2 sekundare Scherzone an der Spanflache 5 Verformungsvorlaufzone
3 sekundare Scherzone an der Stau- und Trennzone

Abbildung 2-2: Zonen der Spanentstehung nach [Warn74, Denk11]

2.1.3 Mechanische und thermische Belastung

Mechanische Belastung

Die mechanische Belastung wirkt in Form von Kréften auf das Werkzeug bzw. die Werkzeug-
schneide, da diese den Widerstand des Werkstoffs durch die beschriebenen elastischen und
plastischen Verformungen Uberwinden muss [Denk11]. Charakteristisch fur das Frésen sind die
sich im Gegensatz zum Drehen stetig verdndernden Eingriffsverhéltnisse [Kien66]. So sind
z. B. die Schneiden nicht standig im Eingriff und die Spanungsdicke zeitlich veranderlich, was
zu zeitlich veranderten thermischen und mechanischen Belastungen des Werkzeugs fiihrt
[Denk11]. Die beim Frésen auftretenden Zerspankréafte an der Schneide werden neben dem
Scherwiderstand des Werkstiickwerkstoffs, der zur Zerspanung tUberwunden werden muss,
durch die Reibung zwischen dem Werkstiick und dem Werkzeug an der Span- und Freiflache
hervorgerufen [Diet20]. Als Zerspankraft F wird die von einer Schneide auf das Werkstiick
wirkende Gesamtkraft bezeichnet [DIN82]. Sie wird hauptséchlich durch die Wahl des
Schneid- und Werkstoffs, die gewdhlte Bearbeitungsstrategie sowie die Schnittparameter und
den Werkzeugverschleil beeinflusst [Pauc08]. Die Zerspankraft F wird nach DIN 6584 in die
Aktivkraft Fa, die Komponente der Zerspankraft in der Arbeitsebene, und die Passivkraft Fp,
die Komponente der Zerspankraft senkrecht zur Arbeitsebene, zerlegt (siehe Gl. 2-8 und Ab-
bildung 2-3) [DIN82].

F= [E2+F2 (Gl. 2-8)
p

Dabei ist die Schnittkraft Fc die Komponente der Aktivkraft Fa in Schnittrichtung und Fen die
Schnitt-Normalkraft und somit die Komponente der Aktivkraft Fa senkrecht zur Schnittrichtung
(siehe Abbildung 2-3) [DIN82]. Analog ist die VVorschubkraft Fr die Komponente der Aktiv-
kraft Fa in Vorschubrichtung und Fs die Komponente der Aktivkraft Fa senkrecht zur Vor-
schubrichtung (siehe Abbildung 2-3) [DIN82].
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E,=\FE2+F4 = /Ffz + F& (Gl. 2-9)
n

3D Ansicht

Ansicht von oben
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Werkstuick
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Abbildung 2-3: Zerspankrafte nach [DIN82, Denk11]

Heutzutage werden die Zerspankraftkomponenten mittels Dynamometer, welche auf dem pie-
zoelektrischen Effekt beruhen, ermittelt [Denk11]. Es werden piezoelektrische Materialien, wie
bestimmte Kristalle, z. B. Quarz (SiO2) oder Keramiken eingesetzt, die bei mechanischer Be-
lastung als Folge der elastischen VVerformung Ladungen erzeugen [Denk11]. Mithilfe von La-
dungsverstarkern kénnen diese in Spannungssignale konvertiert werden. Durch Kombination
und Verspannung dinner Quarzkristallscheiben mit unterschiedlichen kristallographischen
Orientierungen (schub- oder drucksensitiv) zu Paketen, kdnnen Kraftkomponenten in drei
Raumrichtungen aufgenommen werden. Dabei weisen diese kompakten Pakete eine hohe Stei-
figkeit mit hohen Eigenfrequenzen auf [Denk11]. Man unterscheidet zwischen Dreikomponen-
ten-Messplattformen, welche die ortsfesten Zerspankraftkomponenten Fy, Fy, F, bzw. Ff, F,
Fp messen und mitdrehenden Dynamometern, welche die umlaufenden Zerspankraftkompo-
nenten Fc und Fen messen. Die Umrechnung der Zerspankraftkomponenten von ortsfesten Ko-
ordinaten in umlaufende Koordinaten erfolgt mittels der Transformationsmatrix Ar (siehe GI.
2-10) [Denk11]:

F F sin(¢) —cos(p) O
Fon|=Ap - |B| mit Ap =|cos(p) sin(p) 0 (Gl. 2-10)
K F, 0 0 1

Die Zerspankréfte lassen sich mittels verschiedener Modelle (empirisch, analytisch, numerisch)
vorhersagen. Das bekannteste empirische Modell ist das nach KIENZLE [Kien52] und liefert
die KIENZLE-Gleichung zur Bestimmung der Schnittkraft (siehe Gl. 2-11).

F.=b kg, h(-md (GI. 2-11)

Neben der Kenntnis der Kréfte, ist die Leistung bzw. Arbeit in der Zerspanung von entschei-
dender Bedeutung. So setzt sich die Gesamtzerspanarbeit, auch Wirkarbeit genannt, aus der von
der Spanungsdicke abhangigen Verformungsarbeit (Scherung, Trennung) und der von der
Spanungsdicke unabhéngigen Reibungsarbeit (Freiflachenreibung, Spanflachenreibung) zu-
sammen [Vier53, Vier70]. Dabei wird die Gesamtzerspanarbeit zu 90 % in Wérmeenergie um-
gewandelt [Tayl34]. Der restliche Anteil wird in latenter bzw. elastischer Energie in der Werk-
stlickrandzone und im Span infolge von z. B. Eigenspannungen (siehe Kapitel 2.3) gespeichert
[Denk11].
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Thermische Belastung

Da die Warmeentwicklung aus der Verformungsarbeit resultiert, kdnnen die Warmequellen
entsprechend den Positionen der fiinf VVerformungszonen (siehe Abbildung 2-2) lokalisiert wer-
den [Kloc18]. Die hochsten Temperaturen entstehen dabei zwischen Span und Werkzeug in der
sekundéren Scherzone, da zusatzlich zur hohen Reibung der VVerformungsgrad in der FlieRzone
an der Spanrickseite wesentlich hoher als in der priméren Scherzone ist [Kloc18]. Die entste-
hende Warme wird durch Warmeleitung, Strahlung und Konvektion abgegeben [Kloc18]. Der
groBte Teil der Warme wird vom Span abgefiihrt (siehe Abbildung 2-4) [Kron54]. Die restliche
Warme wird an das Werkzeug, das Werkstlick und die Umgebung bzw. den Kiihlschmierstoff
abgegeben. Der Betrag der Warmestrome hangt von der Warmeleitfahigkeit des Werkstoffs
und den Schnittparametern ab. Die durch Konvektion an die Umgebung abgefiihrte Warme
kann bei der Trockenzerspanung vernachléssigt werden [Denk11].

Werkstilick Querkstuck

Abbildung 2-4: Warmestrome nach [Kron54]

Die beim Spanen verwendeten Temperaturmessverfahren lassen sich in zwei Gruppen abhéngig
von der Art der Wéarmelbertragung unterteilen: Temperaturmessung basierend auf Warmelei-
tung, z. B. Messung mittels Thermoelemente, und Wérmestrahlung, z. B. Messung mittels
Thermographie [Denk11]. Thermoelemente kénnen in das Werkzeug oder Werkstiick durch
(Erodier-) Bohrungen eingebracht werden und nutzen den Seebeck-Effekt zur Messung der
vorherrschenden Temperatur [Seeb25]. Das Prinzip basiert auf der Thermoelektrizitat. Frei be-
wegliche Elektronen konnen die Oberflache eines Metalls verlassen, sobald ihre kinetische
Energie mindestens gleich der materialabh&ngigen Austritts- oder Abldsearbeit entspricht
[Denk11]. Bei der Beriihrung zweier Metalloberfldchen treten einige Elektronen von einem
Metall mit niedriger Austrittsarbeit in das andere Uber, sodass eine temperaturabhéngige Be-
rihrungsspannung entsteht. Ein Thermoelement enthalt neben der Messstelle eine weitere Be-
rihrungsstelle. Weisen beide Stellen unterschiedliche Temperaturen auf, so fliet als Folge der
Thermospannung ein Thermostrom [Denk11].

2.2 Aluminium-Strukturbauteile in der Luftfahrttechnik

Aluminium ist das am héufigsten vorkommende Metall und dritth&ufigstes Element der Erde
[Card08]. Aluminiumlegierungen finden als Konstruktionswerkstoffe in zahlreichen Gebieten
wie z. B. in der Fahrzeugtechnik, der Luft- und Raumfahrttechnik, der Anlagen- und Appara-
tetechnik, der Elektrotechnik, der Lebensmitteltechnik, der chemischen Industrie und der opti-
schen Industrie Anwendung [Kloc18]. Besonders in der Luftfahrttechnik wird ein hoher Anteil
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an Aluminium, vor allem in Form von diinnwandigen monolithischen Strukturbauteilen, ben6-
tigt. So werden diese Bauteile in Flugzeugen als innere Rumpfstrukturen, Tragflachenrippen
und -holme, sowie Fenster- und Kronenrahmen, und als weitere Fliigel- bzw. Rumpfbefesti-
gungen verwendet (siehe Abbildung 2-5) [Wanh14]. Diese Integralbauteile, die aus gewalzten
Blechen, Strangpressprofilen oder Schmiedeteilen hergestellt werden, kénnen bis zu 14 m lang
sein [Denk14]. Speziell die Aluminiumlegierung 7050-T7451 findet in Tragflachenstrukturen
héufig Anwendung [Wanh14].

/ ]

Boc?enstrukturen:

Al-Li 2099-T83,

2196-T8511
<3

”1;%_1, li=  Fréasrippen

i
if

.‘ i

Tragflachenstrukturen:
AA 7XXX (oberer Flugel)
AA 2XXX (unterer Flugel)
unteres Rumpfpaneel:

AA BXXX

[Mits21]

1 1pvc21)

Abbildung 2-5: Dinnwandige Aluminium-Strukturbauteile im Flugzeug nach [Airb16,
DMG21, Mits21, Heil21, Wanh14]

Dinnwandige Aluminium-Strukturbauteile werden héufig eingesetzt, da sie hervorragende Ma-
terialeigenschaften fur Leichtbauanwendungen aufweisen, wie z. B. ein hohes Verhéltnis von
Festigkeit zu Gewicht und eine gute Korrosionsbestandigkeit [Durs14]. So betragt bspw. der
Massenanteil an Aluminiumlegierungen der Flugzeugmodelle B747, B757, B767, B777, A300,
A380, A340 und A320 zwischen 60 und 80 % des Gesamtgewichts [Warr04, Zhou21]. Wohin-
gegen in komplett neu entwickelten groReren Langstreckenflugzeugen der Anteil an Alumi-
nium durch den Einsatz von Verbundwerkstoffen reduziert wurde. So weist der A350XWB
einen Massenanteil von 19 % Aluminium im Vergleich zu 53 % Verbundwerkstoffen auf
[Caul15]. Ahnliches gilt fur den B787 mit 20 % Aluminiumanteil und 50 % Massenanteil an
Verbundwerkstoffen [Wanh17]. Allerdings spiegelt sich diese Reduktion von Aluminium nicht
fur neue Generationen bzw. Neuauflagen von Schmalrumpfflugzeugen mit nur einem Kabinen-
gang, sogenannte ,,Single-Aisle“-Flugzeugen, wider. So wurde bspw. bei der A320 Baureihe,
mit der neueren Generation A320neo, weiterhin ein Grof3teil (72 %) aus Aluminium gefertigt
[Caul15], da hier der Kostenfaktor in Form von niedrigeren Herstellungs- und Wartungskosten
eine entscheidende Rolle spielt [Sand23]. Obwohl die COVID-19-Pandemie kurzfristig zu ei-
nem Rickgang des weltweiten Fluggastaufkommens gefiihrt hat, erwartet die Luftfahrtindustrie
laut dem jlngsten von Boeing verdffentlichten Bericht (iber die Aussichten des kommerziellen
Marktes bis zum Jahr 2042 ein durchschnittliches jahrliches Wachstum von 6,1 % [Boei23]. In
diesem Zeitraum werden 42.595 neue Flugzeugauslieferungen erwartet, von denen 76 %
Schmalrumpf-Flugzeuge darstellen [Boei23]. Daraus lasst sich ableiten, dass diinnwandige
Aluminium-Strukturbauteile auch in Zukunft im Flugzeugbau eine groRe Bedeutung einneh-
men werden. Weitere Vorteile dieser Bauteile sind eine bekannte Leistungsfahigkeit, etablierte
Konstruktionsmethoden, zuverldssige Inspektionstechniken und eine gute Zerspanbarkeit
[Durs14].
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2.2.1 Frasen von Aluminium-Strukturbauteilen

Ein typisches Fertigungsverfahren fiir die Herstellung von diinnwandigen Aluminium-Struk-
turbauteilen ist das Frasen. Bei diesen gewichtsoptimierten, monolithischen Bauteilen wird der
gréBte Anteil des Materials durch die Zerspanung abgetragen [Li16]. Dabei variieren die An-
gaben in der Literatur beziiglich des maximalen Zerspanvolumens von 80 % [Sant16] tiber 90 %
[Li16] bis hin zu 95 % [Grop06] des Gesamtvolumens der Halbzeuge. Aluminiumknetlegie-
rungen zéhlen im Gegensatz zu Aluminiumgusslegierungen zu den langspanenden Werkstoffen
[Denk11]. GroRe Kontaktflachen zwischen Span und Werkzeug sowie ein hohes Spandicken-
verhaltnis sind typische Charakteristika bei der Zerspanung von duktilen Werkstoffen wie Alu-
miniumlegierungen [Sant16]. Die damit einhergehende Erhdhung der Schnittkrafte, der Zer-
spanungsleistung und der Warmeentwicklung steht die Reduktion der Schnittkréfte durch die
geringe Scherfestigkeit des Aluminiums gegenuber [Sant16]. Die Schnittkréfte bei der Zer-
spanung von Aluminiumlegierungen sind im Vergleich zur Bearbeitung von Stéhlen aufgrund
der geringeren mechanischen Festigkeit bis zu 70 % geringer [Sant16]. Bzgl. der Schnittpara-
meter gilt, dass eine erhdhte Schnittgeschwindigkeit zu einer Verringerung der Krafte fiihrt, da
die Scherspannung in der priméren Scherzone und in der FlieBzone im sekundéren Scherbereich
mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit aufgrund des damit verbundenen Anstiegs der
Schnitttemperatur abnimmt (erhdhte Scherflachenverformungsrate) [Sant16]. Allerdings kann
z. B. beim Hochgeschwindigkeitsfrésen ein iberméRiger Anstieg der Verformungsraten sowie
ein UbermaRiger Freiflachenverschleil aufgrund des Vorhandenseins von harten Partikeln in
der Aluminiumlegierung die Schnittkrafte erhdhen [Sant16]. Eine Erhéhung des Vorschubs
und/oder der Schnitttiefe vergroRert die unverformte Spandicke bzw. die Flachen der priméren
und sekundaren Scherebenen, was die Scherung des Materials behindert und zu einem hdheren
Energiebedarf fir die plastische Verformung des Werkstoffs und die Uberwindung der héheren
Reibung fuhrt [Sant16, Kloc18]. Ansteigende Schnittkrafte sind die Folge. Im Vergleich zur
Bearbeitung von anderen metallischen Werkstoffen ist jedoch die spezifische Zerspanungsener-
gie bei der Zerspanung von Aluminiumlegierungen aufgrund der hohen Vorschiibe und Schnitt-
geschwindigkeiten, die zur Erzielung einer hoheren Produktivitét eingesetzt werden, sehr ge-
ring [Sant16]. Grundsatzlich stellt die Schnitttemperatur bei der Bearbeitung von Aluminium-
legierungen kein grof3es Problem in Form von hohem Werkzeugverschleifl dar, da ihr niedriger
Schmelzpunkt die mechanischen Eigenschaften von Werkzeugen nicht verandert [Sant16]. Je-
doch kann eine Erhéhung der Schnitttemperatur zu Gefligeveranderungen, Eigenspannungen in
der Werkstuckrandschicht, Toleranzfehlern und Verformungen fiihren und das Anhaften des
Werkstoffs an den Werkzeugschneiden beschleunigen [Kell02]. AuRerdem muss bei der Bear-
beitung von Aluminium-Strukturbauteilen, insbesondere in Bereichen freistehender Stege, auf
eine Reduzierung der Schnittkréfte und des Warmeeintrags in das Bauteil geachtet werden.
Hohe Schnittkrafte beeinflussen z. B. die Qualitat des Bauteiles in Form von Abdrangungen
der Stege. Zudem muss der Einzug des Werkzeugs bei tiefen Taschen auch bei groRen Um-
schlingungen verhindert werden [Zers23]. Ublicherweise werden aufgrund des Hinterschnitts
beim Taschenfrdsen und der geringen Eckenradien Fréser mit hohen Steifigkeiten eingesetzt,
mit Durchmessern von 16 mm beim Schruppen bzw. 12 mm beim Schlichten [Mav23]. Am
haufigsten werden Hartmetallfraser mit scharfen Schneiden aufgrund ihrer VerschleiRbestén-
digkeit und Hérte zur Bearbeitung der Aluminiumlegierungen (v.a. von Knet- und untereutek-
tischen Gusslegierungen) verwendet [Kloc18]. Allgemein gilt, dass sich Unterschiede zwischen
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den Aluminiumlegierungen bzgl. ihrer chemischen Zusammensetzung und physikalischen Ei-
genschaften minimal auf die Schnittkrifte auswirken — insbesondere jede thermische oder me-
chanische Behandlung, welche die Hérte und mechanische Festigkeit beeinflussen [Sant16].

2.2.2 Warmebehandlung von Aluminiumlegierungen

Mechanische Eigenschaften metallischer Werkstoffe kénnen gezielt durch Wérmebehandlun-
gen durch die Veranderung des Gefiiges hinsichtlich der Menge, Form und Anordnung seiner
Bestandteile beeinflusst werden [Kloc18]. Die Warmebehandlung von ausscheidungshartbaren
Aluminiumknet- und Gusslegierungen beschrénkt sich jedoch héufig auf die spezifischen Ver-
fahren zur Erhdhung der Festigkeit und Harte [ASM91]. Dieses zeichnet sich durch einen drei-
stufigen Prozess aus [ASM91, GDAO7]:

e Losungsglihen: Auflsen der 16slichen Phasen
o Abschrecken: Entwicklung einer Ubersattigung durch schnelles Abkiihlen

e Auslagern: Ausscheidung von geldsten Atomen entweder bei Raumtemperatur (Kalt-
auslagerung) oder bei erhdhter Temperatur (Warmauslagerung)

Ein Eigenspannungsabbau durch kontrolliertes Recken oder Stauchen ist meist aufgrund der
hohen ES (siehe Kapitel 2.3) in Folge hoher Temperaturgradienten notwendig und findet nach
der Losungsbehandlung und vor der Ausscheidungswéarmebehandlung statt, um eine bestimmte
Menge an bleibender Verfestigung zu erreichen [GDAO7, ASM91]. Folgende Schritte werden
am Beispiel der in dieser Arbeit untersuchten Aluminiumlegierung 7050-T74 bzw. T7451 vor-
genommen: Das gewalzte 7050 Blech wird zuerst auf 475 °C erhitzt, auf Raumtemperatur ab-
geschreckt und dann in zwei Stufen bei 107 °C fiir 6 bis 8 Stunden und bei 163 °C fiir 24 bis
30 Stunden warmausgelagert (T74). Bei der T7451 Bezeichnung wird das abgeschreckte Ma-
terial vor der Warmauslagerung zum Abbau der ES kontrolliert gereckt [GDAO7, ASM91].

2.3 Eigenspannungen in der Zerspantechnologie
Die Spannung ¢ ist die Kraft pro Flache und beschreibt die Beanspruchung eines Korpers
[Gros21]. Sie ist eine vektorielle GroRe (durch fettgedrucktes Format gekennzeichnet), die in
der physikalischen Einheit Pascal (1 Pa = 1 N/m? bzw. 1 MPa = 1 N/mm?) angegeben wird
[Gros21]. Dabei wird der dreiachsige (rdumliche) Spannungszustand in einem Punkt eines Kor-
pers durch drei senkrecht zueinanderstehende Spannungsvektoren eindeutig mit dem Span-
nungstensor festgelegt (siehe Abbildung 2-6a):

Ox  Txy Txz
g = Tyx Jy Tyz (G|. 2-12)

Tzx sz 0y
Die Komponenten senkrecht zur Schnittebene werden als Normalspannungen ¢ und die Tan-
gentialkomponenten als Schubspannungen z bezeichnet. Positive Normalspannungen sind Zug-

spannungen — negative Druckspannungen. Aus dem Momentengleichgewicht geht hervor, dass
die Schubspannungen in zwei senkrecht aufeinander stehenden Schnitten gleich sind [Gros21]:

Ox Txy Txz Ox Txy Txz
g = Tyx Jy Tyz = Txy Uy Tyz (G|. 2-13)
Tzx Tzy Oz Txz Tyz O,

z
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Ein Korper verformt sich bei vorliegender Spannung mit einer werkstoffabhéngigen Verfor-
mung. Diese wird durch die dimensionslose kinematische Grofe ¢ — die Dehnung (Léngenén-
derung/ Gesamtlange) — beschrieben [Gros21]. Hierbei wird zwischen elastischer und plasti-
scher Dehnung unterschieden. Solange ein Korper nach einer Belastung wieder seinen Aus-
gangszustand annimmt, liegt elastische Dehnung vor. Bei einer plastischen Dehnung hingegen
sind die inneren Belastungen groRer als die Proportionalitdtsgrenze, sodass der Korper nach der
Belastung dauerhaft verformt bleibt. Der Zusammenhang von Spannung und Dehnung wird als
Stoffgesetz bezeichnet, das in Experimenten (z. B. Zugversuch) ermittelt und im sogenannten
Spannungs-Dehnungs-Diagramm dargestellt wird [Gros21]. Im Bereich der elastischen Verfor-
mung gilt ein linearer Zusammenhang (Hooksches Gesetz):

oc=E¢ (Gl. 2-14)

Neben dem rdumlichen Spannungszustand ist der zweiachsige ebene Spannungszustand von
grofer Bedeutung. Dieser wird unter anderem bei Flachentragwerken angenommen, deren Di-
cke im Vergleich zu den Seitenldngen gering ist und somit eine Belastung hauptsdchlich in ihrer
Ebene stattfindet (siehe Abbildung 2-6b) [Gros21]. Aufgrund der VVernachl&ssigung der Kréfte
in z-Richtung entfallen die entsprechenden Spannungskomponenten. AuRerdem wird aufgrund
der geringen Dicke des Flachentragwerks angenommen, dass die tibrigen Spannungen uber die
Dicke konstant sind:

Oy Txy
o= (Gl. 2-15)
Txy Oy

Spannungen senkrecht zu einem beliebigen Schnitt kénnen mittels der Koordinatentransforma-
tion bestimmt werden. So ergeben sich die Spannungskomponenten bspw. bei einer Drehung
des urspriinglichen Koordinatensystems x, y um den Winkel a (siehe Abbildung 2-6¢) durch
die Transformationsgleichungen (resultierend aus Krafte- und Momentengleichgewicht)
[Gros21]:

Ogs = %(Uxx + O'yy) + ; (axx - ayy) cos (2a) + Ty sin (2a) (Gl. 2-16)
1 .
Oy = %(axx + ayy) -3 (Jxx - oyy) cos(2a) — Ty sin (2a) (Gl. 2-17)
Tey = —%(O'XX - ayy) sin(2a) + 1,y cos (2a) (Gl. 2-18)
a) o, c)
1
G’T’!
‘TZ_]/T” Y, ﬂy n \/v Ten o
Y Xy \/Ef
zV I3 [_(7; 3
y T, X a), x
TXZ
OYY T"

Abbildung 2-6: Spannungstensor (a), ebener Spannungszustand (b) und Koordinatentransfor-
mation (c) nach [Gros21]

In den Hauptrichtungen (" und o +g0-, siehe (GI. 2-19)) nehmen die Normalspannungen ihre
Extremwerte an. Sie werden als Hauptspannungen o1 und o2 bezeichnet (siehe GI. 2-20), wobei
meist a1 > o2 gilt. Die Schubspannungen verschwinden in diesen Richtungen [Gros21]. In der
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um 45° zu den Hauptrichtungen gedrehten Richtungen befinden sich die maximalen Schub-
spannungen, die sog. Hauptschubspannungen tmax (Siehe GI. 2-21).

tan(2a*) = % (G. 2-19)
1 (Oxx— ) 2
O12 = 3 (O + 0yy) £ ((2522) 423, (G. 2-20)

Tmax = £5(01 = 0) (Gl. 2-21)

Neben den beschriebenen Lastspannungen, die aufgrund von dufleren Kraften auftreten, gibt es
zusatzlich Eigenspannungen (ES). ES sind definiert als die in einem Werkstiick herrschenden
mechanischen Spannungen, die sich im Kréafte- und Momentengleichgewicht befinden
[Wolf73]. Zudem treten keine thermischen Gradienten auf [Mach73]. Eigenspannungen in
Strukturbauteilen werden Ublicherweise im zweiachsigen ebenen Spannungszustand betrachtet
(siehe Gl. 2-15), da wie oben erwéhnt bei diesen Bauteilen die Materialdicke im Vergleich zur
-l&nge und -breite deutlich geringer ist [Dreil8].

2.3.1 Eigenspannungsarten und ihre Entstehung
Eigenspannungen werden nach MACHERAUCH et al. in drei Arten unterteilt [Mach73]:

e Eigenspannungen I. Art oy sind tiber groRere Werkstoffbereiche, d.h. tiber mehrere Kor-
ner hinweg, nahezu homogen. Die mit diesen ES verbundenen inneren Krafte und Mo-
mente sind beziiglich jeder Schnittflaiche bzw. Achse durch den ganzen Koérper im
Gleichgewicht.

e Eigenspannungen Il. Art oy sind tiber kleine Werkstoffbereiche, d.h. Gber ein Korn bzw.
einzelne Kornbereiche hinweg, nahezu homogen. Die damit verbundenen inneren
Kréfte und Momente sind Gber hinreichend viele Kérner im Gleichgewicht. Sie sind
Schwankungen der mittleren Korn-ES um die ES I. Art.

o Eigenspannungen Ill. Art on sind Gber kleinste Werkstoffbereiche im Sinne von meh-
reren Atomabstanden inhomogen. Sie resultieren aus Gitterbaufehlern wie z. B. Verset-
zungen oder Fehlstellen innerhalb eines einzelnen Korns [Breill]. Die damit verbunde-
nen inneren Kréfte und Momente sind in Teilen eines Korns im Gleichgewicht. Sie sind
Abweichungen der ES I. und Il. Art.

In technischen Werkstoffen liegt immer eine Uberlagerung aller drei ES-Arten vor [Wolf73].
Makroskopische MaRanderungen, worunter der Bauteilverzug fallt, treten immer bei Eingriffen
in das Gleichgewicht von Kérpern auf, in denen ES I. Art vorliegen [Wolf73].

Fast alle Fertigungsverfahren, wie Schmieden, Umformen, Tiefziehen, Frasen, Bohren, Drehen,
Schleifen, SchweiRen, Strahlen, und Warmebehandlungen erzeugen ES im Werkstiick
[Schal3b]. ES werden durch die gesamte Prozesskette beeinflusst, und kénnen die funktionel-
len Verhaltensweisen beeintréchtigen [Brin82]. So kénnen ES je nach Art, Lokalisierung und
spaterem Einsatzbereich des Bauteils vorteilhaft oder nachteilig sein [Brin82]. Druck-ES in der
Randzone verbessern z. B. das Ermudungsverhalten. Im Gegensatz dazu sind Zug-ES uner-
wiinscht, da diese die Initiierung von Rissen in der Werkstiickrandzone sowie Spannungs-
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risskorrosion beguinstigen [Schal3b]. Ursachlich fir die Entstehung von ES sind die Mechanis-
men ungleichméBige plastische Verformung, Oberflachenmodifikation und Anderungen der
Werkstoffphase respektive der Dichte [Schal3b]. Diese rufen sogenannte Deformationsinkom-
patibilitaten hervor [Hirs03]. Im produktionstechnischen Kontext werden ES aufgrund ihres
Ursprungs in die zwei Typen unterteilt: initiale und prozessinduzierte ES [Li16].

Initiale Eigenspannungen

Initiale Eigenspannungen (I-ES) (engl. ,,initial“ oder ,,bulk residual stresses®), frither auch als
Quellspannungen bezeichnet [T6ns66], entstehen im Rohteil durch vorgelagerte Prozessschritte
wie Umformprozesse oder Warmebehandlungen (insb. Harten) [Lil6]. Sie resultieren in der
Regel aus komplexen Prozesskombinationen, die thermische und mechanische Phdnomene so-
wie dadurch verursachte metallurgische VVeranderungen beinhalten [Chan13]. Die I-ES treten
im gesamten Werkstiick auf [Li16]. Durch das Frasen wird das Gleichgewicht der I-ES im In-
neren des Werkstticks gestdrt und durch die Wiederherstellung dessen kommt es zum Verzug
[Schal3b]. Die I-ES folgen gewdhnlich prozessspezifischen symmetrischen Formprofilen
(siehe Abbildung 2-7). Diese Profile stehen in direktem Zusammenhang mit dem Fertigungs-
verfahren und der Werkstiickgeometrie [Sim11].

a) Zeitt, Zeitt, > t, b) — Walzrichtung
Schrumpfung und Verfestigung  verfestigte Randschicht - '\%go ......... Querrichtung
c al
+2 100 [
g 0 >
g J z
g -100]
. 2 -200

Abbildung 2-7: Entstehung I-ES durch Abschrecken (a) nach [Li16] und ES-Profil eines ge-
walzten und abgeschrecktem Aluminiumbauteils 7050-T74 (b) nach [Prim02]

Besonders bei hohen thermischen Gradienten in Kombination mit einer erhdhten Werkstofffes-
tigkeit treten deutliche Anderungen des ES-Zustands auf [Yang13, Naval2]. Dies trifft beson-
ders auf Fertigungsverfahren mit thermischer und mechanischer Hauptwirkung zu. So weisen
z. B. ES-Profile fir ein ausscheidungsgehartetes, gewalztes Aluminiumblech eine "M"-Form
auf mit Druck-ES im Rand und Zug-ES im Kérperinneren (siehe Abbildung 2-7b) [Prim02]:
Die beim Abschrecken entstehenden Temperaturdifferenzen in den Rand- und Kernbereichen
haben unterschiedliche, jedoch gegenseitig behindernde Wérmedehnungen zur Folge [Wolf73].
So kihlen die duReren Bereiche schneller ab und es setzen Schrumpfung und Verfestigung ein
[Li16]. Dies flhrt zu Druckspannungen im Kern und Zugspannungen im Rand. Nach einer ge-
wissen Zeit beginnen die inneren Bereiche abzukiihlen und zu schrumpfen. Der Schrumpfungs-
prozess wird jedoch durch die duRere verfestigte Schicht behindert. Eine Spannungsumkehr tritt
ein, sodass nach vollstandigem Temperaturausgleich Druck-ES im Rand und Zug-ES im Kern
verbleiben [Wolf73]. Je groRer die Abkihlungsgeschwindigkeit und damit die thermischen
Gradienten sind, desto hohere I-ES sind vorzufinden [Naval2]. Dabei kdnnen die im Korper
verbliebenen I-ES die Streckgrenze des Werkstoffs nicht bersteigen [Li16]. So weisen Werk-
stlicke der Aluminiumlegierung 7050-T74 z. B. ES im Bereich von —200 MPa bis 200 MPa auf
(siehe Abbildung 2-7b) [Prim02]. Aufgrund der hohen I-ES im Halbzeug ist normalerweise ein
Prozess zur Senkung des ES-Niveaus z. B. durch kontrolliertes Recken oder Stauchen erforder-
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lich (siehe Kapitel 2.2) [GDAOQ7]. So kann z. B. der Betrag der ES von Halbzeugen der Alumi-
niumlegierung 7050-T7451 auf weniger als 20 MPa reduziert werden [Prim02]. Die ,,M“-Form
der ES mit einem lokalen Minimum in der Mitte und maximalen Druck-ES unterhalb der Ober-
flache ist auf die Inhomogenitét der mechanischen Eigenschaften (Streckgrenze und Harte) in
Abhéngigkeit der Materialdicke, die bei der Aluminiumlegierungs-Serie 7000 auftritt, zuriick-
zufiihren [Prim02]. Weiterhin sind die Unterschiede zwischen dem ES-Profil der Walz- und der
Querrichtung, insbesondere nach dem Recken, auf die plastische Anisotropie zurtickzufiihren.
Diese wird nicht nur durch die Textur, den Zusammensetzungsgradienten und das Abschrecken,
sondern auch durch die Ausscheidungsebene beeinflusst [Chak96, Prim02].

Prozessinduzierte Eigenspannungen

Prozessinduzierte ES (P-ES) (engl. ,,machining induced residual stresses*), frither auch als Zer-
spanungseigenspannungen oder Bearbeitungsspannungen bezeichnet [Tons66], werden wéh-
rend des Bearbeitungsprozesses in das Werkstlck eingebracht. Sie sind gegenuber I-ES haupt-
séchlich auf die Randzone des Werkstiicks beschrankt. Allerdings gilt zu beachten, dass die ES
trotzdem den ganzen Korper durchsetzen, um das Gleichgewicht zu gewéhrleisten. So miissen
bspw. Druck-ES in der Randzone durch Zug-ES im restlichen Korper ausgeglichen werden
[Nesp15]. P-ES wirken sich direkt auf die Lebensdauer, das Bruchverhalten, die Verschleif3-
/Korrosionsrissbestandigkeit und die strukturelle Integritat der Bauteile aus [Jawall]. Sie wer-
den durch die thermo-mechanische Belastung in der Kontaktzone induziert und resultieren in-
folge der damit verbundenen hohen plastischen Deformation in der Verformungsvorlaufzone
und untergeordnet auch Phasentransformationen [Brin82, Breill]. Prinzipiell fuhrt eine rein
mechanische Belastung aufgrund der mechanischen Spannungen im Korper zu Druck-ES. Da-
gegen resultiert eine rein thermische Belastung aufgrund der VVolumenreduktion bei der Abkiih-
lung in Zug-ES [Breill]. Bei der Zerspanung Uberlagern sich die thermischen und mechani-
schen Vorgange und sind daher nicht strikt voneinander zu trennen [Breill]. Allerdings kénnen
abhéngig von der vorherrschenden Belastungsart aus dem von JACOBUS et. al. [Jaco00] pra-
sentierten und von NESPOR [Nesp15] erweiterten schematischen Modell vier charakteristische
P-ES-Tiefenverlaufe identifiziert werden (siehe Abbildung 2-8). In Fall | resultiert die plasti-
sche Verformung aus direkten mechanischen Effekten (Deformationen aufgrund rein mechani-
scher Belastung). Es entstehen Druck-ES, die durch das Vorhandensein von indirekten thermi-
schen Effekten (Beeinflussung der mechanischen Werkstoffeigenschaften durch erhéhte Tem-
peraturen) im Betrag reduziert werden (siehe Abbildung 2-8a) [Nesp15]. Fall 1l weist positivere
ES an der Oberflache im Vergleich zur Tiefe auf (Zug- oder Druck-ES mdglich, siehe Abbil-
dung 2-8b). Der Grund hierfir sind erhdhte Temperaturen an der Werksttickoberflache und die
daraus entstehende plastische Deformationen durch Ausdehnung [Nesp15]. Mit fortschreiten-
der Tiefe ist ein globales Minimum mit den hochsten Druck-ES opmax bei der Tiefe tpmax Vorzu-
finden. Danach nehmen die Druck-ES ab und konvergieren bei der Tiefe t, gegen den ES-Wert
des Grundwerkstoffs. Fall 11l zeichnet sich durch dominante thermische Effekte aus (z. B. La-
sermaterialbearbeitung). Fall 1V beschreibt den ES-Tiefenverlauf aufgrund mechanischer Ef-
fekte ohne thermischen Einfluss, wie z. B. beim Festwalzen. So sind Zug-ES an der Oberflache
und Druck-ES in der Tiefe vorzufinden. Das ES-Minimum ist in tieferen Bereichen aufgrund
der Hertzschen Pressung vorzufinden (siehe Abbildung 2-8d). Fall I1 und 1V gleichen sich trotz
unterschiedlicher Belastungsarten. Allerdings herrscht in der Literatur keine Einigkeit, ob die
oberflachennahen ES aus thermischer oder mechanischer Belastung resultieren [Nesp15]. Die-
ser wurzelformige ,,V* ES-Tiefenprofil ist typisch fiir das Frasen. Die genaue Auspragung des
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Tiefenverlaufs ist abhéngig von den Schnittparametern und der Werkzeuggeometrie, -zusam-
mensetzung und -beschichtung [Li16].

a) |: vernachlassigbare direkte thermische Effekte b) II: direkte thermische Oberflacheneffekte
¢ __resultierender g __resultierender
Zug- Es-VerIauf Zug- E§-Verlauf
ES | . direkte mech- ES | direkte mech-
anische Effekte anische Effekte
0 0
_____ z
Druck-| g O[>
ES “Tindirekte thermische Druck- [ .
Effekte ES
c) lll: direkte dominante thermische Effekte d) IV: direkte dominante mechanische Effekte
o g
. indirekte thermische __resultierender
Zug- (4, Effekte Zug- ES-Verlauf
ES | ... ES
0 _ 0 -
Druck- — resultierender ES-Verlauf Druck-
B 1 direkte thermische Effekte ES

Abbildung 2-8: Charakteristische P-ES-Tiefenverldufe nach [Jaco00, Nesp15]

So wurde z. B. festgestellt, dass eine Erhéhung des VVorschubs pro Zahn beim Frasen der Alu-
miniumlegierung 7449-T7651 mittels Schaftfrasern und Messerkdpfen mit Wendeschneidplat-
ten zu héheren Druck-ES in groReren Tiefen fihrt [Denk08a, Denk08b, Ledn10]: Beim Frésen
mit einem Hartmetall-Schaftfraser (D = 20 mm) und einem erhéhten Vorschub pro Zahn f; von
0,05 mm auf 0,30 mm (ap = 4 mm, a. = 20 mm) wurden Druck-ES von ca. —400 MPa anstatt
—325 MPa bei vergroBerten Tiefen von 45 um gemessen [Denk08a]. Der gleiche Trend wurde
beim Frasen von Al7050-T6 mit Wendeschneidplatten [Rao01] und AlI7050-T7451 mit Schaft-
frésern [Huan13] festgestellt. Im Gegensatz dazu zeigten die Untersuchungen von TANG et al.
keinen systematischen Einfluss des Vorschubs auf die maximalen Druck-ES beim Frasen von
AIl7050-T7451 mit Schaftfrasern auf [Tang08]: So wurden fiir einen erhéhten Vorschub pro
Zahn von 0,1 auf 0,2 mm beim Frésen mit einem dreischneidigen Hartmetallfréser (D = 20 mm,
ap =2 mm, a = 10 mm, n = 16000 U/min) unveranderte max. Druck-ES von ca. —80 MPa in
einer Tiefe zwischen 15 und 20 um gemessen. Bei der Variation der Schnittgeschwindigkeit
konnte kein einheitlicher Effekt auf die P-ES beobachtet werden. So stellten DENKENA et al.
[Denk08b] und PEREZ et al. [Pere18] beim Frasen von Al7449-T7651 bzw. Al7050-T7451 mit
Wendeschneidplatten ein Anstieg der maximalen Druck-ES bei erhéhten Schnittgeschwindig-
keiten fest. In weiteren Studien von DENKENA et al. wurde unter Verwendung von Wende-
schneidplatten bei unterschiedlichen Schnittgeschwindigkeiten jedoch keinerlei Einfluss auf
die maximalen Druck-ES opmax Und deren Tiefe tpmax beobachtet [Denk08a]. So betrugen opmax
ca. —300 MPa in einer Tiefe zwischen 30 und 45 um fiir verschiedene Schnittgeschwindigkeiten
vc im Bereich zwischen 250 und 1500 m/min [Denk08a]. Dariiber hinaus zeigte sich in den
Untersuchungen von TANG et al. [Tang08], RAO et al. [Rao01] und DE LEON GARCIA
[Leon10] eine Verringerung der Druck-ES bei einer Erhéhung der Schnittgeschwindigkeit. Die
max. Druck-ES in Vorschubrichtung betrugen —120 MPa (Ve = 251 m/min) und —90 MPa (V¢ =
1000 m/min) [Tang08] bzw. —350 MPa bei vc < 100 m/min und —300 MPa fiir v¢ > 200 m/min
[Leon10]. Verschiedene Forschungsarbeiten zeigten, dass die max. Druck-ES mit zunehmender
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axialer Schnitttiefe ap ansteigen [Denk08a, Li15]. Im Gegensatz dazu wurden bei der Variation
der radialen Zustellung ae die hdchsten Druck-ES fir die niedrigste Schnittbreiten erreicht
[Denk08a]. Gegenteiliges Verhalten wurde von DE LEON GARCIA beobachtet [Leon10]. In
Bezug auf die Werkzeuggeometrie zeigten DENKENA et al. und DE LEON GARCIA, dass
eine Erhdhung des Schneidkantenradius [Denk08a, Ledn10] und eine Verringerung des Ecken-
radius [Denk08b, Ledn10] zu hoheren Druck-ES fiihren. Der Grund hierfiir sind zunehmende
Ploughing-Effekte.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass die Schnittkrafte beim Fréasen von Aluminiumle-
gierungen die dominierende Rolle in Bezug auf die Bildung von P-ES spielen. Dabei nehmen
der Betrag und die Eindringtiefe der Druck-ES mit steigender Schnittkraft zu [Li16]. In allen
genannten Untersuchungen liegt der Fokus auf den Normal-ES. Es wurden keine Untersuchun-
gen bzgl. der Schub-ES bzw. der Richtung der Hauptspannungen angestellt. Zudem wurden die
ES-Messungen meist nur an einer Probe mit begrenzter oder ohne statistische Absicherung
durchgefihrt.

2.3.2 Messung von Eigenspannungen

ES konnen durch eine Vielzahl von Messverfahren, die auf unterschiedlichen physikalischen
Prinzipien beruhen, bestimmt werden [Breill]. Dabei werden sie typischerweise in zerstérende
und zerstdrungsfreie Methoden oder in indirekte und direkte Methoden unterteilt [Tons66]. Al-
lerdings ist zu beachten, dass die Messung von ES-Tiefenverlaufen immer zerstérend erfolgt,
weswegen im Folgenden in indirekte und direkte Messverfahren unterschieden wird. Des Wei-
teren werden die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten indirekten Messverfahren Bohrloch-
methode (BLM) und Schlitzverfahren genauer beschrieben.

Indirekte Messverfahren

Bei den indirekten Methoden wird meist aus der Forméanderung, die die ES verursachen, auf sie
geschlossen [Tons66]. So wird das Kréfte- und Momentengleichgewicht durch Abtrennen von
Teilen oder ganzen Schichten des ES-behafteten Korpers gestort [Breill]. Die daraus resultie-
rende Verformung des verbleibenden untersuchten Korpers kann z. B. mittels Dehnungsmess-
streifen (DMS) oder optischer Interferenz gemessen werden [Breill]. Anschliefend kann der
ES-Zustand berechnet werden.

Das am weitesten verbreitete indirekte Messverfahren ist das Messen der ES mittels der Bohr-
lochmethode (BLM), da es anwenderfreundlich, zuverléssig, genau und nach der ASTM-Norm
standardisiert (ASTM E837) ist [Schal3c]. Dabei werden die ES im ebenen Spannungszustand
ox, oy und zxy gemessen. Es wird ein kleines Loch mit einem Durchmesser in der Gréenordnung
von wenigen Millimetern in der zu messenden Region gebohrt [Schal3c]. Der Abtrag des Ma-
terials verursacht eine Umverteilung der ES im verbleibenden Material um das Loch herum und
fuhrt damit zu lokalen Verformungen (siehe Abbildung 2-9) [Schal3c]. In Bereichen mit Zug-
ES flihrt der ES-Abbau zu einer elastischen Riickfederung und einer geringfiigigen Aufweitung
des Bohrlochrands sowie zu lokalen Oberflachenerhéhungen aufgrund der Querkontraktion
(siehe Abbildung 2-9) [Schal3c]. Gegenteiliges Verhalten ist in Bereichen mit Druck-ES der
Fall (siehe Abbildung 2-9). Der inkrementelle Abtrag in Schichten ermdglicht die Auflésung
von P-ES-Tiefenprofilen in der Werkstiickrandzone. In der ASTM E837-13a werden die erfor-
derlichen Eigenschaften der zu untersuchenden Probe, die Messung der Verformung mittels
DMS sowie die Berechnung der ES aus den gemessenen Dehnungen definiert [ASTM13]. Es
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kénnen drei verschiedene standardisierte DMS-Rosetten (Typ A, B und C) in verschiedenen
GroRen zum Einsatz kommen. Dabei wird am héufigsten Typ A, der sich durch die radiale
Anordnung dreier DMS in 0°, 45° und 90° um das Bohrloch herum auszeichnet (siehe Abbil-
dung 2-9), eingesetzt [Schal3c]. Die Wahl des DMS-Typs beeinflusst die spétere Berechnung
der ES. Hartmetallfraser mit Zentrumsschneide und einem Durchmesser von 0,6 bis 2,4 mm
kommen typischerweise zum Bohren des Sacklochs unter VVerwendung von hohen Drehzahlen
(20.000 bis 200.000 U/min) zum Einsatz [Schal3c].

gebohrtes
Loch

Lochposition

Schnitt A

abzutragende Schichten

Abbildung 2-9: Bohrlochverfahren mit Dehnungsmesstreifen nach [Schal3c]
Bei der Berechnung der ES aus den Dehnungen werden zwei Félle unterschieden [ASTM13]:

e Fall I: Die ebenen ES sind iiber die Tiefe konstant (engl. ,,uniform*)

e Fall II: Die ebenen ES variieren iiber die Tiefe (engl. ,,non-uniform*)

Der Zusammenhang von Dehnung und ebenen ES des ersten Falls ergibt sich aus Gl. 2-22 bis
25 [ASTM13]. Dabei ist @ der Winkel zwischen der DMS-Achse und der x-Achse und &, b sind
dimensionslose nahezu materialunabhéngige Kalibrierungskonstanten, welche die Dehnungs-
bzw. Spannungsempfindlichkeit definieren. Ihre Werte sind abhéngig vom Bohrlochdurchmes-
ser und Bohrlochtiefe hsL und werden mittels FEM-Simulationen bestimmt. Sie liegen fur stan-
dardisierte Durchmesser und Tiefen in Tabellen vor [ASTM13].

= 2o Qe 2oy g c0s(20) + Txyg sin(26) (Gl. 2-22)
Piso = G5z Piso Qiso =  Giso Tiso = tiso (Gl 2-23)
Piso = 22 Giso = 252 tso = 2225 (Gl 2-:24)
0y = Piso — Qiso 0y = Piso + Qiso Ty = Tiso (GI. 2-25)

Dabei sind Piso(piso), Qiso (Qiso) Und Tiso(tiso) die isotrope Spannung (Dehnung), 45° Schub- und
axiale Schubspannung (-Dehnung). Fir den in der Realitat haufig vorliegenden Fall der tiefen-
abhangigen ES resultiert die messbare Oberflachenverformung aus der Kombination aller
Spannungen Uber der Probentiefe [Schal3c]. Somit ist z. B. die isotrope Dehnung piso abhéngig
von der Bohrlochtiefe hgy:
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1 hBL A
Piso(her) = S22 [ @ (Hpy, hev) Piso () dHgy (Gl. 2-26)

Dabei ist @(H, hgy,) die Verallgemeinerung der Kalibrierungskonstante @ in Form einer Kernel-
funktion. Gleiches Verhalten gilt flr giso(hsL) und tiso(hsL). Dabei wird Gl. 2-26 als Volterra-
Gleichung der ersten Art klassifiziert, da sie ein inverses Problem (zu bestimmende Spannungs-
groRe im Integral auf der rechten Seite) beschreibt [Sch13b]. Die Lsung kann mit sogenannten
inversen Methoden wie z. B. der Integral- oder Einheitsimpuls-Methode erfolgen. Fiir eine de-
taillierte Erklarung wird auf [ASTM13] verwiesen.

Eine Alternative zur Nutzung von DMS ist die optische Messung beispielsweise mithilfe der
Elektronischen Specklemuster-Interferometrie (ESPI). Die ESPI ist ein laser-basiertes Mess-
verfahren zur beriihrungslosen Messung von Verschiebungen. Dabei wird ein kohérenter Licht-
strahl (Laser) zunéchst in einen Probenstrahl und einen Referenzstrahl aufgeteilt. Der Proben-
strahl wird auf die Probe geleitet, von dessen Oberfldche reflektiert und tiber eine Zoom-Linse
von einer Kamera eingefangen. Dort interferiert er mit dem phasenverschobenen Referenz-
strahl, wodurch ein Fleckenmuster verschiedener Grauwerte entsteht. Die Verteilung dieser
Grauwerte ist abhangig vom Verschiebungszustand der Probenoberflache und somit von den
freigesetzten ES. Durch den Vergleich der Grauwertverteilung vor und nach einer auftretenden
Verschiebung der Oberflache kann die Verschiebung in jedem Pixel des Bildes berechnet wer-
den. Typischerweise werden zwei Bildreihen pro Tiefeninkrement aufgenommen, eine vor und
eine nach der auftretenden Verformung. Dabei wird der Referenzstrahl fir je vier Einzelbilder
jeweils um ein Viertel der Lichtwellenldnge verschoben. Die Verformung der Oberflache wird
schlieRlich fur jedes Bildpixel Uber den aus den vier Interferenzbildern bestimmten Phasenwin-
kel berechnet [Stei03]. Aus diesen ESPI-Daten kdnnen die drei ES-Komponenten der Ebene
ermittelt werden. SCHAJER und STEINZIG haben diesbeziiglich eine mathematische Methode
entwickelt, die auf trigopnometrischen Zusammenhangen beruht [Scha05].

Ein weiteres indirektes Messverfahren ist die Schlitzmethode (engl. ,,Slitting*), die auch als
Crack-Compliance Methode bekannt ist. Dabei wird lediglich eine ebene Normalspannungs-
komponente senkrecht zu einer geschnittenen Ebene tber die gesamte Dicke des Werkstiicks
gemessen. Sie eignet sich insbesondere zur Messung der I-ES, die besonders tber die Tiefe des
Schlitzes und nicht tber ihre Breite variieren [Hill13]. Es wird ein diinner Schlitz meist mittels
Drahterodieren in Tiefenschritten durch die Dicke des Werkstiicks eingebracht und die resul-
tierenden Verformungen aufgrund der Freisetzung der ES in Abhéngigkeit der Schlitztiefe ge-
messen. Typischerweise wird die Verformung mittels eines DMS gemessen. Dabei hat die Lage
des DMS relativ zum eingebrachten Schlitz einen entscheidenden Einfluss auf die Auflésbar-
keit der ES [Prim99]. So begiinstigt die Platzierung des DMS auf der Bauteiloberseite in der
Né&he des Schlitzes eine Analyse der P-ES in der Werksttickrandzone und die Platzierung auf
der gegeniiberliegenden Bauteilunterseite des Schlitzes eine Analyse der I-ES (iber grofle Bau-
teiltiefen (siehe Abbildung 2-10a) [Stral3]. Die ES werden dann aus den gemessenen Dehnun-
gen {iber ein lineares System, die sogenannte Nachgiebigkeitsmatrix (engl. ,,compliance mat-
rix“) berechnet [Hill13]. Die Berechnung der ES aus der gemessenen Dehnung ist ahnlich wie
bei der Bohrlochmethode ein inverses Problem. Besonders Legendre-Polynome eignen sich fiir
die Beschreibung von ES-Tiefenprofielen, da sie automatisch zu einem Gleichgewicht (Krafte-
und Momentengleichgewicht) bei Weglassen der konstanten und linearen Terme fiihren
[Hill13].
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ox(¥) = Xj 4; B () (Gl. 2-27)

Dabei stellt P;(y) die Legendre-Polynome und A, die zu den gemessenen Dehnungen passende
Konstanten dar [Schaj13]. Die Dehnung &x(ai), die am DMS bei einer bestimmten Schnitttiefe
aj, anliegt, kann wie erwédhnt durch die Nachgiebigkeitsmatrix Cij berechnet werden:

e(a) = XL, Cij 4 (G. 2-28).

g(a) = XL, Cij 4 (G. 2-28)

Die Eintrage der Nachgiebigkeitsmatrix Cj; werden mithilfe der elastischen FEM-Modellierung
bestimmt. Fur eine detaillierte Erkl&rung der Bestimmung der Konstanten A; wird auf [Prim99]
und [Hill13] verwiesen.

Durch Einbringen von mehreren benachbarten, parallelen Schlitzen in einem Werkstlick ist es
maglich die ES zweidimensional (2D) darzustellen (siehe Abbildung 2-10b) [Olso18]. Theore-
tisch kdnnte dabei ein hinreichend groRer Abstand aufeinanderfolgender Schlitze gewahlt wer-
den, sodass folgende Messungen nicht durch das Einbringen vorangegangener Schlitze beein-
flusst werden. Dies reduziert allerdings die Auflésung der ES. Um die ES mit ausreichender
Auflésung darzustellen, kann ein engerer Abstand der Schlitze gewéhlt werden. Dabei miissen
die Auswirkungen frilherer Messungen auf nachfolgende Messungen mithilfe einer Spannungs-
korrektur, welche linear elastisches Materialverhalten annimmt, beriicksichtigt werden
[Chig22a]. Dabei wird nach OLSON und HILL ein Mindestmessabstand der Schlitze von 20 %
der Werkstlickbreite bg, bzw. eine Halbierung des Werkstlicks bei 1s/2, wenn Is/bs < 1,5 gilt,
empfohlen [Olsol18]. Durch lineare Interpolation zwischen den einzelnen Messungen und der
Randbedingung, dass die Normalspannung an ihrem jeweiligen Rand verschwinden muss
(ox(x=0,y) = ox(x=1g, y) = 0), ergibt sich das 2D ES-Profil ox(x, y) (siehe Abbildung 2-10c).
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Abbildung 2-10: Klassisches Schlitzverfahren (a) und Schlitzverfahren mit mehreren Messun-
gen (b) zur Bestimmung des 2D I-ES-Profils ox(X, y) eines Aluminiumwerkstiicks 7050-T74
(c) nach [Chig22a]

Eine Alternative zur Messung der Dehnungen an der Bauteilunterseite mittels DMS ist die Nut-
zung sogenannter Extensometer bzw. Ansetzaufnehmer (engl. ,.clip-on gage™ oder ,.crack
mouth opening displacement gage*), wie sie liblicherweise in der Bruchmechanik eingesetzt
werden [Chig22a]. Diese haben den Vorteil gegentber klassischen DMS, dass sie nicht auf-
wendig mit der Probe wasserdicht verklebt werden missen.

Weitere indirekte Messverfahren sind die Kontur-Methode oder das Schichtabtrags-Messver-
fahren (engl. ,,Layer-Removal“). Nahere Informationen zu diesen Messverfahren sind in
[Schal3b] zu finden.

Direkte Messverfahren

Die direkten Methoden beinhalten das Messen der physikalischen Eigenschaften des Kérpers,
die durch die ES beeinflusst werden, wie z. B. der Verzerrung des Kristallgitters [Breill]. Die
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meisten Verfahren basieren auf der Rontgenbeugung, auch Réntgendiffraktometrie (XRD) ge-
nannt. Das am weitesten verbreitete rontgenographische Messverfahren zur zerstorungsfreien
Messung oberflachennaher ES-Zusténde ist das sin®¥-Verfahren [Breill]. Es wird in der DIN
EN 15305 beschrieben [DINQ9]. Durch geeignete Abtragverfahren, wie z. B. dem elektroche-
mischen Abtrag, kénnen dariiber hinaus auch ES-Tiefenprofile gemessen werden [Breill]. Das
sin?P-Verfahren basiert auf der Beugung der Réntgenstrahlung an einzelnen Kristallebenen zur
Bestimmung der durch ES verursachten lateralen Gitterdehnungen (Abstdnde zwischen Ato-
men) [Brin82]. Dabei kann Uber die Differenz des eigenspannungsbehafteten und des span-
nungsfreien Kristallgitters auf die Gitterdehnung und die dazu proportionalen ES geschlossen
werden [Dreil8]. Die Gitterdehnung wird mithilfe der Braggschen Beugungsbedingung be-
stimmt (siehe Gl. 2-29): So flhrt ein veranderter Netzebenenabstand d bei konstanter Wellen-
lange A zu einem verdnderten Beugungswinkel 26 (siehe Abbildung 2-11) [Breill].

NA=2dsin@ (Gl 2-29)

Da die meisten Werkstoffe als polykristalline Substanzen vorliegen, ist die Gitterdehnung von
der geometrischen Orientierung des Kiristallits zur Kraft- bzw. Spannungsrichtung abhéngig
[Breill]. Die Messung der richtungsabhangigen Gitterverzerrung ist somit nur bei unterschied-
lichen Probenkippwinkeln ¥ maglich. Dabei ergibt sich ein linearer Zusammenhang zwischen
der Dehnung und sin?% wenn ein oberflachenparalleler zweiachsiger ES-Zustand ohne steile
Tiefengradienten vorliegt [Breill]. Der Zusammenhang aus Dehnung und ES ist in Gl. 2-30
dargestellt [Mach61].

Epw = VTH (01cos2¢ + g,sin?¢) - sin?¥ — g(al + 03) (Gl. 2-30)

Fir eine detaillierte Herleitung zur Bestimmung der ES mittels XRD wird auf MACHERAUCH
und MULLER [Mach61] verwiesen.
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Abbildung 2-11: Unbelastetes Kristallgitter (a) und durch Eigenspannungen verzerrtes Kristall-
gitter (b) bei einfallender Rontgenstrahlung nach [Breill, Schal3]

Eine weitere rontgenographische Messmethode ist das cosa-Verfahren. Dieses beruht auf der
ES-Ermittlung durch die Betrachtung und Auswertung der Dehnungen entlang des Debye-
Scherrer-Rings [Tair78]. Neben rontgenographischen Messmethoden zahlen noch die Verfah-
ren Barkhausen, Neutron-Diffraktions-Methode und Ultraschall zu direkten Messverfahren
[Dreil8].

2.3.3 Modellbasierte Vorhersage von Eigenspannungen

ES konnen durch analytische, empirische oder numerische Modelle, meist basierend auf der
FEM, vorhergesagt werden. Dabei haben im Allgemeinen analytische Modelle den Vorteil ei-
ner schnellen Abbildung des Prozesses [Kloc18]. Allerdings eignen sich diese aufgrund der
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vereinfachten Modellvorstellung nur bedingt zur Beschreibung von komplexen Prozessvorgan-
gen. Auch empirische Modelle sind in ihrer Anwendbarkeit begrenzt, da sie blicherweise nur
fur die Glltigkeit eines limitierten Prozessraums kalibriert werden [Kloc18]. JAWAHIR et al.
stellten 2011 fest, dass numerische FEM-Simulationen einen wichtigen Bestandteil der Zer-
spantechnologie bilden [Jawall], da diese im Gegensatz zu analytischen Modellen die Be-
schreibung von komplexen Prozessvorgangen erlauben [Kloc18]. Dabei sind 90 % der verwen-
deten Modelle in kommerziellen FEM-Programmen erstellt worden [Jawall]. Im Folgenden
wird zuerst ein Uberblick iiber die Grundlagen der FEM im Kontext der Zerspansimulation
gegeben, bevor Forschungsarbeiten aus der Literatur, welche die ES simulativ untersuchten,
vorgestellt werden.

Grundlagen der Finite-Elemente-Methode in der Zerspantechnologie

Die FEM wurde von RICHARD COURANT (1888-1972) entwickelt und ist ein weit verbrei-
tetes numerisches Simulationsverfahren zur Lésung von Feldproblemen bzw. partiellen Diffe-
rentialgleichungen. Urspringlich fand die FEM in der Strukturmechanik Anwendung und
wurde spater auf das Anwendungsgebiet der Kontinuumsmechanik ausgedehnt [Bett03]. In der
Zerspantechnologie wird die numerische Modellierung mit der FEM seit einigen Jahren zur
gleichzeitigen Beriicksichtigung von plasto-mechanischen und thermischen Vorgéangen einge-
setzt [Kloc18]. Dadurch wird die Abbildung komplexer Vorgéange und die Offenbarung schwer
zuganglicher ProzessgroRen, wie z. B. auftretende Dehnungen, Dehnungsraten und Spannun-
gen, wahrend der Zerspanung ermdglicht [Li12].

Bei der FEM wird das Berechnungsgebiet diskretisiert, d.h. in eine beliebig groe Anzahl an
Elementen, deren GrolRe endlich (finit) klein ist, unterteilt. Auf den Elementen werden Ansatz-
funktionen definiert, die zur Approximation der FeldgréBen genutzt werden. Einen Uberblick
lber existierende Elementtypen und zugehdrige Ansatzfunktionen gibt STEINBRUCH
[Steil3]. Durch Einsetzten der Ansatzfunktionen in die zu l6sende Differentialgleichung und
der Definition von Anfangs- und Randbedingungen entsteht ein Gleichungssystem fir die un-
bekannten Feldgroen, welches numerisch geldst werden muss [Quiz12]. Bei der Vernetzung
des Rechengebiets ist zu beachten, dass ein ausreichend feines Netz zur Sicherstellung der Kon-
vergenz verwendet wird [Dass16]. Dies wird tiblicherweise in einer Netzanalyse geprift.

Wahrend der Zerspanung wird wie in Kapitel 2.1 beschrieben Warme sowohl aus der Reibungs-
arbeit an Span- und Freiflache als auch aus der inelastischen Verformungsarbeit erzeugt. Zur
Beriicksichtigung der thermischen VVorgénge wird ein vollstandig gekoppeltes Gleichungssys-
tem aufgestellt, welches die mechanische und die thermische Berechnung miteinander verbin-
det [Kloc18].

Die Diskretisierung des Kontinuums kann grundsatzlich auf unterschiedliche Betrachtungswei-
sen, die Lagrangesche und Eulersche, und die Kombination beider (ALE: ,,Arbitrary Lagran-
gian Eulerian) erfolgen. Der Eulersche Ansatz ist fiir die Untersuchung stationérer Prozesse
geeignet, da der Materialfluss durch ein Kontrollvolumen mit ortsfesten Koordinaten erfolgt.
Zerspanungssimulationen nutzen (iberwiegend den Lagrangeschen Ansatz, da sich hier die Ele-
mente mit dem Material mitbewegen. Mit groen plastischen Deformationen einhergehende
Verzerrungen des Netzes erfordern unter Umstanden eine Neuvernetzung [Klock18].
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Die Losungsverfahren des Gleichungssystems werden in implizite und explizite Verfahren un-
terteilt. Das explizite Verfahren stellt dabei den untersuchten Prozess als ein in Zeitschritte un-
terteiltes dynamisches Problem dar, bei dem die gesuchten Gréfien zum Zeitpunkt ¢ + A¢ allein
aus den zum Zeitpunkt t verfligbaren Werten bestimmt werden [Klock18]. Das dabei einge-
setzte Differenzen-Schema ist nur stabil fur den Fall, dass der Zeitschritt 4z kleiner als tc ist.
Wobei tc die Zeit darstellt, die eine elastische Welle zur Zuriicklegung der Strecke entsprechend
der Lange der kiirzesten Elementkante bendtigt. Die mdgliche Zeitschrittweite ist somit abhén-
gig von der im Festkorper vorliegenden Schallgeschwindigkeit ¢ [Klock18]:

c= J; (Gl. 2-31)

Das explizite Verfahren ist sehr effizient fiir die Simulation von hochgradig nichtlinearen Prob-
lemen mit grofRen lokalen Verformungen, hohen Dehnungsraten und wechselnden Kontaktbe-
dingungen, wie sie bei der Zerspanung auftreten [Ozel07]. Bei der impliziten Zeitintegration
sind die AusgangsgréRen zur zukinftigen Zeit t + At fiir jeden Zeitschritt durch ein lineares
Gleichungssystem gegeben [Asta08]. Die Losung eines solchen Gleichungssystems erfolgt mit-
tels spezieller Iterationsverfahren, wie z. B. dem Newton-Raphson Verfahren [Klock18]. Das
implizite Verfahren ist besser geeignet fir die Losung linearer statischer Probleme [Ozel07].

Bei der Modellierung der Zerspanung mittels FEM handelt es sich um eine nicht-lineare Ana-
lyse, da sowohl geometrische (Veranderung der Geometrie wahrend der Berechnung) als auch
materielle Nichtlinearitaten (auBerhalb des Hookeschen Bereichs) und nichtlineare Randbedin-
gungen (Veranderung der duReren Lasten bzw. Neukontakt oder Kontaktverlust zwischen
Werkzeug und Werkstiick) auftreten [Klock18]. Besonders das nicht-lineare Materialverhalten
stellt eine Herausforderung dar. So mussen Zerspanungssimulationen die Flielspannung des
Werkstoffes in Abhéngigkeit von hohen Verformungen & sehr hohen Verformungsraten de/dt
und hohen Temperaturen T beschreiben. Die FlieRkurven kénnen experimentell, z. B. mittels
des Split-Hopkinson-Bar-Verfahren bestimmt werden [Asta08]. Dabei wird eine zwischen zwei
Staben befindliche Probe durch eine elastische Druckwelle beansprucht. Mittels DMS kénnen
Zeit-Dehnungs-Kurven gemessen werden und sowohl die Stauchgeschwindigkeit als auch die
FlieBkurve der Probe bestimmt werden [Kloc18]. Allerdings sind die Verformungsgeschwin-
digkeiten auf ca. 10* 1/s begrenzt, was eine Extrapolation auf die im Zerspanprozess hdheren
auftretenden Verformungsgeschwindigkeiten (im Bereich 10° bis 10° 1/s) bedeutet. Dadurch
wird das Zerpanmaterialverhalten nicht adédquat abgebildet. Alternativ kénnen Hochgeschwin-
digkeitsflieRkurven direkt aus dem Zerspanprozess basierend auf der Theorie der Scherebene
abgeleitet werden [Kloc18]. Konstitutive Materialgesetze ermdglichen die Anzahl der Versu-
che durch FlieRkurvenextrapolation zu reduzieren. Die gréBtenteils empirische Materialgesetze
berticksichtigen den Einfluss der Verformung (Kaltverfestigungsmechanismen), der Verfor-
mungsgeschwindigkeit und der Temperatur (thermische Entfestigung) [Klock18]. Das am wei-
testen verbreitete konstitutive Materialmodell stammt von JOHNSON und COOK (JC)
[John83] (siehe GlI. 2-32).

o = [Ayc + Bic(&ye] [1+ G In (Eiol)] [1- ()™ (Gl. 2-32)

Ty =Ty

Wobei Asc, Bic, nic, Cic und myc Materialkonstanten sind. Neben Materialmodellen sind noch
Schadigungsmodelle zur Beschreibung des duktilen Materialversagens notwendig. Meistens
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wird ein Schadenskriterium formuliert, sodass Schaden eintritt, wenn der Schadenswert wp ei-
nen kritischen Wert annimmt (siehe Gl. 2-33). So werden beispielsweise Schadenskriterien ein-
gesetzt, die auf der Annahme basieren, dass eine wirkende Belastung zu einer lokalen Uber-
schreitung der Werkstofffestigkeit fiihrt und somit eine Rissbildung eintritt [Klock18]. Eines
der bekanntesten Schéadigungskriterien stammt ebenfalls von JOHNSON und COOK (siehe GI.
2-34) [Dass14a].

wp = fﬁ:;ﬂ) =1 (G, 2-33)
&' = [dy + dyexp (4 2)][1+ du 0 ()] (1 - a5 ) (Gl. 2-34)

Zusétzlich zur Schadensmodellierung ist bei der Lagrangeschen Formulierung die Implemen-
tierung eines Trennkriteriums notwendig, welches die Trennung des Spans vom Werkstiick er-
moglicht [Kloc18]. Dabei kann die Trennung bei der FlieRspanbildung auf Basis eines geomet-
rischen Kriteriums (z. B. Distanzkriterium), physikalischen Kriteriums (z. B. Uberschreiten der
max. Vergleichsdehnung) oder der Elementldschung erfolgen. So wird die Elementléschung
meist aufgrund der vorangegangenen progressiven Materialschadigung durchgefiihrt [Kloc18].
Zudem ist die Trennung mittels Neuvernetzung moéglich. Alle Kriterien haben Vor- und Nach-
teile und missen dem Anwendungsfall entsprechend ausgewéhlt werden.

Neben der Abbildung des Materialverhaltens, spielt die Modellierung der Reibung eine wich-
tige Rolle, da diese einen wesentlichen Einfluss auf die Temperaturentwicklung in der Kontakt-
zone hat. Ublicherweise wird die Modellierung der Reibung nach dem Ansatz von COULOMB
verfolgt. Dieser setzt einen linearen Zusammenhang zwischen Reibschubspannung (zr) und der
Normalspannung (o) voraus (siehe Gl. 2-35) [Quiz12].

TR=UO (Gl. 2-35)

Da das Coulombsche Gesetz keine Begrenzung der Schubspannung vorsieht, ist dessen Einsatz
begrenzt [Dahl93]. Eine Alternative bildet z. B. das Modell von ZOREV, das zwischen Gleiten
und Haften unterscheidet [S6hn03]. Dabei wird der Coulombsche Ansatz fiir den Gleitbereich
mit konstantem Reibkoeffizienten eingesetzt, wohingegen im Haftbereich die Reibschubspan-
nung durch eine maximale Schubspannung z... begrenzt wird (siehe GI. 2-36).

TR = Tmax (GI. 2-36)

Einen umfangreichen Uberblick iiber verwendete Reibmodelle in der Zerspanungssimulation
gibt QUIZA et al. [Quiz12].

Untersuchungen zur Vorhersage von Eigenspannungen durch FEM-Modelle

Einige Forschungsvorhaben befassten sich mit numerischen Spanbildungssimulationen zur
Analyse der P-ES. Im Folgenden werden einige dieser beschrieben. Eine Vielzahl konzentrierte
sich dabei auf 2D Simulationen des orthogonalen Schnitts von Stahl. So untersuchte WIESNER
et al. bereits 1990 den thermischen Einfluss auf die P-ES beim orthogonalen Schnitt von AlSI
304 mittels 2D Spanbildungssimulationen basierend auf der Finiten Differenzen Methode
[Wies90, Wies92]. Sie schlussfolgerten, dass neben dem thermischen Einfluss auch der mecha-
nische Einfluss auf die P-ES berticksichtigt werden muss. SHIH und YANG konnten in 2D
mithilfe eines selbst entwickelten Programms basierend auf der FEM durch Beriicksichtigung
der Elastizitat, Viskoplastizitat, Temperatur, groer Dehnungen und hohen Dehnungsgeschwin-
digkeiten ein P-ES-Tiefenprofil bei der Zerspanung von AISI 1020 qualitativ vorhersagen
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[Shih93]. Mit dem Aufkommen kommerzieller FEM-Software wie z. B. ABAQUS, ANSYS
und DEFORM riickten immer mehr numerische Spanbildungsuntersuchungen in den Fokus der
Forschung, von welchen ebenfalls eine gewisse Anzahl die P-ES in der Werkstiickrandschicht,
vorwiegend bei Stahl, untersuchten [Liu00, Shet03, Ee05, Ozel05, Ozel07, Mal5h, Fan20].
Dabei wurde bei der Mehrheit der Modelle das oben beschriebene JC-Material- und Schadens-
modell bzw. Variationen dieser genutzt. Ein Vergleich der simulierten P-ES des orthogonalen
Schnitts mit Messdaten konnte dabei den realen Trend erfassen [Shet03], grofRe Abweichungen
aufweisen [Ozel07] oder eine Validierung der ES-Tiefenprofile fehlte ganzlich [Liu00, Ee05,
0zel05, Mal5b, Fan20]. MA et al. beriicksichtigten in ihrer 2D Zerspansimulation den Einfluss
der I-ES auf die P-ES bei der Zerspanung von SCM440H-Stahl [Ma15b]. Das Modell wurde
lediglich mit den gemessenen Schnittkraften und nicht mit den P-ES validiert. Es wurde ein
Abfall der Kréfte mit zunehmenden Zug-1-ES festgestellt sowie iberraschenderweise hdhere
Druck-P-ES [Mal5b]. Auch im Bereich der FEM-Spanbildungssimulation des orthogonalen
Schnitts verschiedener Aluminiumlegierungen wurden P-ES untersucht [Mabr08, Jianl3,
Akral5, Lin18]. So stellte MABROUKI et al. ein 2D Modell des orthogonalen Schnitts von
A2024-T351 in ABAQUS vor [Mabr08]. Dabei wurde das JC-Material- und Versagensmodell
eingesetzt. Zusétzlich wurde die Schadensentwickelung mit der Bruchenergie gekoppelt. Das
Modell wurde anhand der Kréfte und Rissspanbildung fur unterschiedliche Vorschibe und
Schnittgeschwindigkeiten validiert. Allerdings wurden die berechneten P-ES nicht mit Mess-
daten verglichen. Auch AKRAM et. al. [Akral5] sagten die P-ES fiir unterschiedliche Vor-
schiibe und Schnittgeschwindigkeiten beim orthogonalen Schnitt von Al-6061 in ABAQUS
voraus. Allerdings wurden auch hier keine experimentellen Ergebnisse zur Validierung heran-
gezogen. JIANG et al. konnten in AdvantEdgeTM-2D die Oberflachen-P-ES beim orthogona-
len Schnitt von AI7050-T7451 fiir eine Variation des Werkzeugdurchmessers, realisiert durch
unterschiedliche Spanungsdicken, vorhersagen [Jian13]. Eine Validierung des Tiefenprofils er-
folgte nicht. LIN et al. [Lin18] beriuicksichtigten die 1-ES von Al7075, resultierend aus dem
Abschreckvorgang, in ihrem 2D ABAQUS Modell. Trotz hoher Zug-I-ES wurde das typische
Druck-P-ES-Profil erreicht. Einen Vergleich mit Messdaten erfolgte auch hier nicht.

Weniger Forschungsarbeiten sind im Bereich der 3D Modellierung des Frésens, die eine Vor-
hersage bzgl. der P-ES treffen, zu finden [Li15, Mal5a, Wang17, Jian18, Mari18]. So wurden
bspw. die P-ES mittels 3D Frassimulationen in AdvantEdge bei der Zerspanung von Inconel
718 [Wang17], der Stahllegierung SCM440H [Mal5a], der Aluminiumlegierungen Al2024-T3
[Li15] und AI7050-T7451 [Jian18] untersucht. LI et al. [Li15] setzten dabei neben einer Neu-
vernetzung das Potenzgesetz (engl. ,,power-law*) mit Verfestigung (,,strain hardening®) und
thermischer Entfestigung (,,thermal softening®) zur Beschreibung des Materialverhaltens ein.
Lediglich die max. Druck P-ES wurden prasentiert und mit Messungen verglichen. Diese wie-
sen einen maximalen Fehler von 37 % auf. MA et al. [Mal5a] nutzten das JC-Materialmodell.
Eine Validierung in Form von ES-Messungen erfolgte nicht. JJANG et al. [Jian18] analysierten
die P-ES aufgrund unterschiedlicher Schnittparameter in verschiedenen Werkstiickbereichen
(am Rand und im Inneren). Sie kamen zu dem Schluss, dass die Oberfléchen-ES in den unter-
schiedlichen Bereichen variieren — jedoch wurden simulierte Werte nicht direkt mit den gemes-
senen verglichen. AuBerdem wurden ES-Tiefenverldufe nicht beriicksichtigt. MARIMUTHU
et al. [Maril8] konnten mithilfe des JC-Material- und Versagensmodells sowie einem ALE-
Ansatz die maximalen Druck P-ES beim Frasen von AISI 1045 Stahl in ABAQUS vorhersagen.
Jedoch wurde keine ES-Tiefenprofil gemessen bzw. validiert.
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Auch im Bereich der Vorhersage I-ES von warmebehandelten Aluminiumlegierungen mittels
FEM-Simulationen wurde geforscht. Diese Modelle zeichnen sich durch die thermisch-mecha-
nisch gekoppelte Berechnung des Abschreckvorgangs aus [Koc06]. So konnten KOC et al. die
I-ES der Aluminiumlegierung 7050 mit hoher Genauigkeit vorhersagen [Koc06]. Ebenfalls
wurde der Prozess zum ES-Abbau durch kontrolliertes Recken und Stauchen modelliert.

Fazit

Eine allgemeingiltige modellbasierte Vorhersage der P-ES erweist sich bis heute noch als
schwierig, da komplexe Prozessvorgénge sowie zahlreiche Einflussgroien in der Zerspanung
vorliegen [Dreil8]. Mit steigender Rechenleistung sowie der Verfiigbarkeit kommerzieller
FEM-Programme I6sten numerische Modelle analytische und empirische ab, da letztere meist
nur fir einen limitierten Prozessraum (Werkzeug-, Werkstlick-, Schnittparameterkombination)
glltig sind [Jawal1]. Allerdings zeigte eine Vergleichsstudie von JAWAHIR [Jawall], dass
FEM-Modelle verschiedener Forschergruppen, die den gleichen realen Prozess abbildeten,
teilw. zu grofRen Diskrepanzen in den simulierten P-ES flihrten. Mdgliche Fehlerquellen bei der
Modellierung sind unangemessene Vereinfachungen, z. B. durch Idealisierung oder falsche An-
nahmen des Zerspanungsprozesses, unsachgemale Modellierung der Randbedingungen, nume-
rische Rundungsfehler und Diskretisierungsfehler [Asta08].

AuBerdem ist festzustellen, dass es in der Literatur an validierten 3D Fréssimulationsmodellen
zur Vorhersage der P-ES mangelt. Eine vollumféangliche Validierung erfordert neben der Ana-
lyse der thermo-mechanischen Lasten, einen Vergleich der simulierten ES-Tiefenprofile aller
drei Spannungskomponenten (oxx, oyy und nicht zu vernachlassigen: zy;) mit gemessenen Tie-
fenprofilen.

2.4  Eigenspannungsbedingter Bauteilverzug

Das Problem bei der Herstellung diinnwandiger Strukturbauteile ist, dass es infolge der ferti-
gungsspezifischen Prozesskette zu hohem Bauteilverzug kommen kann [Denk14]. Dieser Ver-
zug ist ein kritischer Punkt im Design-, Herstellungs- und Montageprozess von Luft- und
Raumfahrtstrukturen [Jayal3]. Verzug filhrt zu hohen Kosten durch Nacharbeit oder Ausschuss
[Sim10]. So bezifferte Boeing im Jahr 2001 den Verlust aufgrund von Ausschuss und Nachar-
beit auf 290 Millionen US-Dollar [Chan13]. Der Verzug ist definiert als die geometrische Ab-
weichung des Bauteils von der urspriinglichen Form, nachdem es aus der Spannvorrichtung der
Werkzeugmaschine geldst wurde. Ursache dieses Verzugs sind nicht die Geometrieabweichun-
gen oder der Warmegang des Maschinensystems, sondern die ES [Sim10]. Wie zuvor darge-
stellt befinden sich vor der spanabtragenden Bearbeitung I-ES im Bauteil. Zusatzlich werden
durch das Frasen P-ES in das Bauteil eingebracht. Dabei sind hauptséachlich die folgenden zwei
Effekte fir den Bauteilverzug verantwortlich: Zum einen stért der Materialabtrag durch das
Frasen den Gleichgewichtszustand der I-ES im Bauteil [Tons66]. Die so hervorgerufenen re-
sultierenden Krafte und ihre Momente filhren zu einer bleibenden Verformung des Bauteils,
sobald es aus der Einspannung geldst wird (siehe Abbildung 2-12a) [Brin82]. Zum anderen
werden durch das Frasen P-ES in die Randschicht eingebracht, die ebenfalls das Krafte- und
Momentengleichgewicht stéren. Insbesondere bei diinnen Bauteilen fiihrt dies zu spirbaren
bleibenden Verformungen des Bauteils nach dem Ldsen der Einspannung (siehe Abbildung
2-12b) [Brin82]. Durch die Verformung wird das Gleichgewicht wieder hergestellt. Der Betrag
des Verzugs hangt neben den ES von der Gesamtsteifigkeit des Bauteils ab [Hirs03]. AuRerdem
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kann eine asymmetrische Erwarmung des Bauteils wéhrend der Bearbeitung zu einer thermi-
schen Ausdehnung und Erzeugung von Warmespannungen fihren. Allerdings klingen diese
Verformungen im Gegensatz zu den vorher beschriebenen nach dem Temperaturausgleich wie-
der ab [Brin82].

a) Querschnitt Bauteil ES-Profil Bauteilverformung nach
abgetragende Loésen der Einspannung
o Schicht ] » O
“ X Sl
T F 1 <
) -.[7_-._;.. __j Y P .-
— / vor Abtrag
b) abgetragende Yz T nach Abtrag
o Schicht

— 0,

N ..

y Z

Abbildung 2-12: Bauteilverformung aufgrund von Abtrag I-ES behafteter Schichten (a) und
Einbringung von P-ES (b)

2.4.1 Analytische Grundlagen

ES-bedingte Verformungen lassen sich analytisch mithilfe der Balkentheorie in 2D und der
Plattentheorie in 3D bestimmen [Dreil8].

Balkentheorie

Dabei umfasst die Balkentheorie die Berechnung von Spannungen und Verformungen, die bei
der Durchbiegung eines Balkens aufgrund von Lasten auftreten. So berechnet sich z. B. die
resultierende Kraft F und das Biegemoment M aus den verteilten Normalspannungen zu
[Gros21]:

F={o.dA (G. 2-37)

M= [zo,dA (Gl. 2-38)

Wie beschrieben rufen im Ungleichgewicht befindliche tiefenabhangige ES oy ebenfalls Lasten
und Momente im Bauteil hervor. Die resultierende Kraft F und das resultierende Moment M
berechnen sich wie folgt (siehe Abbildung 2-13a):

o= [P0, (2)dA=b[" 0, (2) dz (G. 2-39)
My=b[ "z 0,(z)dz (GI. 2-40)

Die Durchbiegung w(x) kann mithilfe der Euler-Bernoulli-Theorie berechnet werden. Diese ist
abhéngig von dem Biegemoment My, der L&nge des Balkens [, dem E-Modul E, dem Flachen-
tragheitsmoment I sowie der Position in Langenrichtung x [Gros20]. Bei einer durch ES indu-
zierten Belastung ist zu beachten, dass sich das Bauteil in entgegengesetzte Richtung biegt, um
das durch My verursachte Moment auszugleichen [Madal8] (siehe Abbildung 2-13). Daher
ergibt sich im Vergleich zur Euler-Bernoulli-Theorie ein negatives VVorzeichen.
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2w _ &
oz T, (Gl. 2-41)
Fur einen einseitig eingespannten schubstarren Balken, der durch ein Moment belastet wird,
ergibt sich unter Beachtung des in Abbildung 2-13 herrschenden Koordinatensystems, folgende

Biegelinie [Gros20]:

2 3
w(x) = 1\243;;; mit [, = bBl:B flir einen Rechteckquerschnitt (Gl. 2-42)
y
b
) X
4 iy - -
z w(x) 5 N

im Krafte- und Momenten-
gleichgewicht

neutrale Faser

Abbildung 2-13: Uberfiihrung der ES in ein Biegemoment (a) und die resultierende Durchbie-
gung zum Ausgleich des Moments (b)

Mittels der Timoshenko-Theorie kann die Verformung infolge der Schubspannungen z; be-
riicksichtigt werden [Gros21, Dreil8]. Allerdings kann bei diinnen Balken (ls/hs > 5) mit kom-
pakten Querschnitten die Schubabsenkung vernachléssigt werden [Gros21]. Darliber hinaus
wird bei ES wie in Kapitel 2.3.1 beschrieben ein ebener Spannungszustand mit 1y, = 7x, =0 an-
genommen. Stattdessen muss im Dreidimensionalen das aus der ebenen Schub-ES zyy resultie-
rende Torsionsmoment beriicksichtigt werden (analog zu Gl. 2-38). Der Verdrehwinkel 99 kann
mittels Gl. 2-43 bestimmt werden.

as _ My

_ (Gl. 2-43)

dx  GlIr
Damit berechnet sich die Durchbiegung infolge von Torsion in Abhéangigkeit von y wie folgt:
wr(y) = atan(¥9)y (Gl. 2-44)
Plattentheorie

Bei Strukturbauteilen ist die Bauteildicke hg kleiner als ihre Lange und Breite. In der Flachen-
tragwerkstheorie differenziert man zwischen Scheiben, Platten und Schalen, welche sich in der
Art ihrer Belastung und Verformung unterscheiden. Bei Scheiben bleibt die Mittelebene bei der
Verformung eben, wohingegen sie bei Platten verkrummt [Mang13]. Mithilfe der Kirchhoff-
schen Plattentheorie ergibt sich der Zusammenhang der Plattendurchbiegung aufgrund der ES-
induzierten Momente (siehe Gl. 2-45 bis 47) [Gulp13, Mang13]. Auch hier ist zu beachten, dass
sich die Platte in entgegengesetzte Richtung biegt, um die durch die ES-induzierten Biegemo-
mente auszugleichen (siehe Abbildung 2-14).

a2 a2 hg/2
M, =-K (a_xf”ﬁ) =" 20, dz (Gl. 2-45)
a2 a? hg/2
M, = —K(a—;/+va—;)=f_}f;/zzax dz (GI. 2-46)
a2 hg/2
Myy = —K(1—v) (ax;”y) = [ 2ty dz (Gl. 2-47)

Dabei ist K die Biegesteifigkeit der Platte und I&sst sich mittels Gl. 2-48 bestimmen.
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K = E h§
12(1-v2)

(Gl. 2-48)

a)

/I_. X M /M Schnitt:
y A o q

Schnitt:

_____________ .-/=>~im Krafte- und
Momenten-
gleichgewicht*

*Richtungen y und xy analog

Abbildung 2-14: ES-induzierte Biegemomente in einer eingespannten Platte (a) und Durch-
biegung der Platte zum Ausgleich dieser nach Entspannung (b)

2.4.2  Untersuchungen zu eigenspannungsbedingtem Bauteilverzug

Unterschiedliche Forschungsvorhaben befassten sich mit dem eigenspannungsbedingten Ver-
zug von dinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen aufgrund von ES. Dabei wurden zuerst
Erkenntnisse aus experimentellen Untersuchungen gewonnen, bevor diese mithilfe simulativer
Ansétze erweitert wurden.

Experimentelle Untersuchungen

Im historischen Kontext gesehen wurde zu Beginn der Forschung im Gebiet des eigenspan-
nungsbedingten Verzugs vorwiegend der Einfluss der I-ES auf den Bauteilverzug untersucht,
bevor die P-ES und deren kombinierter Einfluss berlicksichtigt wurden. So zeigten die Unter-
suchungen von WANG et al. [Wang05] im Jahre 2005, dass I-ES malgeblich den Verzug eines
diinnwandigen Aluminium-Strukturbauteils des Typs 7050-T7351 nach der Frasbearbeitung
beeinflussen und dieser abhangig vom abgetragenen VVolumen und somit der Umverteilung der
I-ES ist [Wang05]. CHATALAIN et al. konnten durch eine gezielte Variation der I-ES von
diinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen des Typs Al 7475-T7351 nachweisen, dass der
Verzug in Form und GroRRe eindeutig von den I-ES abhéngt [Chat12]. So wurde beispielsweise
eine maximale Abweichung von der Sollgeometrie (445x70x25 mm? mit einer Wandstérke von
2 mm) von 1 mm gemessen. Auch SCHULZE et. al. brachten das Ausmal® des Bauteilverzugs
mit dem Betrag der I-ES in Verbindung, indem sie ein 5 mm dickes T-Profil aus Al 7075-T6
wahrend des Frasens in Form eines 4-Punkt Biegeversuchs mit verschiedenen Lasten bean-
spruchten, um so unterschiedliche I-ES hervorzurufen [Schu13]. DE LEON GARCIA hingegen
konnte nachweisen, dass der Verzug von gefrasten Platten- und Taschenbauteilen des Typs Al
7449-T7651 mit geringen Wandstérken (< 5 mm) von den P-ES abhéngt [Leon10]. Auch GUL-
PAK et al. zeigten, dass der Verzug von 6 mm diinnen Stahlplatten mit den gewéhlten Schnitt-
parametern und somit mit den P-ES korreliert [Gulp13]. HUANG et al. berlcksichtigten in
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ihren Untersuchungen beide ES-Typen und schlussfolgerten mithilfe von FEM-Simulationen,
dass beim Frasen von 3 mm diinnen Aluminium-Strukturbauteilen des Typs Al 7050-T7451 die
I-ES flir 90 % des Verzugs verantwortlich waren, wahrend die P-ES die restlichen 10 % aus-
machten [Huan15a]. Auch YANG et. al. kamen bei der Untersuchung des Frésens von Al 7075-
Strukturen zu dem Ergebnis, dass I-ES hauptverantwortlich fiir den Verzug waren [Yang14].
Dabei ist jedoch zu beachten, dass die Betrége der I-ES im Vergleich zu HUANG [Huan15a]
deutlich hoher waren, da Material verwendet wurde, das keinem Prozess zur Reduktion der |-
ES unterzogen wurde. Im Gegensatz dazu kamen HUANG et al. zu dem Schluss, dass beim
Frésen von 2 mm diinnen 7050-T7451 Platten die P-ES die Hauptursache fiir den Verzug waren
[Huan15b].

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass beide ES-Typen, sowohl die I-ES als auch die P-
ES, fur den Bauteilverzug von dinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen verantwortlich
sind. Dabei herrscht im Gegensatz zu dicken Bauteilen, bei denen die I-ES hauptverantwortlich
sind, keine Einigkeit, welcher ES-Typ bei geringen Wandstarken dominiert. So wurden unter-
schiedliche kritische Werte der Wandstarke festgestellt, ab wann P-ES den Verzug dominieren
[Li16]. Diese Tatsache lasst sich darauf zurtickfiihren, dass in unterschiedlichen Untersuchun-
gen verschiedene Parameterkombinationen, die sich auf die ES und damit auf den Bauteilver-
zug auswirken, genutzt wurden. So lagen unterschiedliche I-ES vor, welche sich in ihrem Be-
trag deutlich unterschieden, und unterschiedliche P-ES, welche in ihrer Grof3e und Eindringtiefe
variierten. Aullerdem spielt die Bearbeitungsstrategie einschliel3lich der Position des fertigen
Teils im Rohmaterial [Cerul5], die Bearbeitungsreihenfolge [Fan21] und der Bearbeitungsweg
selbst [Dreil8] eine Rolle. Zudem beeinflussen die Bauteilgeometrie und die Werkstoffeigen-
schaften den Bauteilverzug (siehe Abbildung 2-15).

LT Thermo-mechanische Belastungshistorie
Herstellunq der Prozessparameter Werkzeuggeometrie
Rohlinge & Legierungen
Vorschub
Schmieden Schnittgeschwindigkeit Fraserdurchmesser
Walzen Schnitttiefe Schneidkantenverrundung
Warmebehandlung Schnittbreite Eckenradius
LY Eigenspannungen
| Initiale Eigenspannungen ‘ ‘ Prozessinduzierte Eigenspannungen ‘
' Verzug .
. | dickwandiger Bauteile ‘ ‘ dannwandiger Bauteile ‘ !
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Bauteilgeometrie Prozessstrategie Materialeigenschaften
GroRe und Struktur Systemstabilitat E-Modul
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Abbildung 2-15: Ursachen des Verzugs von Strukturbauteilen nach [Li16]
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Eng mit den experimentellen Versuchen verkniipft, sind die Untersuchungen des eigenspan-
nungsbedingten Verzugs von Strukturbauteilen und dessen Vorhersage mittels simulationsha-
sierter Methoden. Dabei sind diverse Modelle zur Vorhersage des Verzugs in verschiedenen
Forschungsvorhaben zu finden, welche auf unterschiedlichen Ansétzen basieren und sich bzgl.
ihrer berlcksichtigten Effekte (wie z. B. bericksichtigter ES-Typ und -Position, Elementl6-
schung) unterscheiden. Tabelle 2-1 gibt einen Uberblick tber jene Modelle und ihre Eigen-
schaften sowie Informationen bzgl. verwendeter Materialien, Geometrien, erfolgte Validierung
und Ergebnisgiite. Grundsétzlich wird bei den erforschten Methoden zwischen numerischen
und analytischen Modellen unterschieden [Li16].

Analytische Simulation

Analytische Simulationen basieren meist auf den mathematischen Formeln der Balken-
[Nerv09, Ledn10, Fergl6, Llan17] bzw. Plattentheorie [Li20] (siehe Kapitel 2.4.1) und sind
besonders zur Vorhersage des Verzugs einfacher Geometrien geeignet [Li16]. Der Vorteil ana-
lytischer Modelle im Vergleich zu numerischen ist die kiirzere Berechnungszeit. Ein Nachteil
ist der Modellierungsprozess, der insbesondere bei komplexen Strukturbauteilen sehr aufwen-
dig und zeitintensiv ist und somit den Vorteil der kiirzeren Berechnungszeit aufhebt [Li16]. DE
LEON GARCIA konnte mittels analytischer Simulation den Bauteilverzug aufgrund von P-ES
von einseitig bearbeiteten Platten- und Taschengeometrien voraussagen [Leon10]. NERVI et
al. verwendeten als Modelleingabe I-ES, um den Bauteilverzug diinner Z-Profile (Wandstérke
< 3,3 mm) aus Al 7050-T7451 analytisch zu bestimmen. Sie stellten allerdings fest, dass ohne
die Beriicksichtigung der P-ES keine gute Verzugsvorhersage mdglich war [Nerv09]. AURRE-
KOETXEA et al. stellten ein analytisches Modell zur VVorhersage der Verformung von Alumi-
nium 7050-T7451-Platten im Zusammenhang mit dem Schichtabtragsverfahren vor [Aurr20].
Sie kamen zu dem Schluss, dass es fiir eine erfolgreiche Messung der 1-ES und eine korrekte
Vorhersage der Verformung unerlasslich ist, neben den I-ES auch die P-ES sowie die durch die
Einspannung entstehenden Biegemomente zu ber{icksichtigen.

Numerische Simulation

Numerische Simulationsmodelle, basierend auf der FEM, werden am héufigsten zur Vorher-
sage des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs von diinnwandig monolithischen Alumi-
nium-Strukturbauteilen verwendet, da selbst komplexe Geometrien und Materialverhalten re-
lativ einfach implementiert werden konnen [Li16]. Bei der Mehrheit dieser FEM-Modelle wird
vorausgesetzt, dass die ES im Voraus bekannt sind. Sie werden als Eingabe fiir die Vorhersage
des Bauteilverzugs genutzt. Entweder wurden die ES gemessen [Denk14, Dreil8, Huan15a,
Madal8] oder sie wurden analytisch oder numerisch vorhergesagt [Jayal3, Mal19] (siehe auch
Kapitel 2.3.3). Die FEM-Modelle zur VVorhersage des Verzugs basieren meist auf der Annahme
eines linear elastischen Materialverhaltens und die ES werden als initiales Spannungsfeld im-
plementiert. Dabei wurden in der Literatur sowohl beide als auch lediglich ein ES-Typ (I-ES
oder P-ES) beriicksichtigt. Es lassen sich zwei Vorgehensweisen identifizieren: Die ES wurden
auf die finale Bauteilgeometrie angewandt [Denk14, Jayal3, Rich13, Dreil8], oder der Mate-
rialabtragprozess [Cerul3, Huan15a, Madal8, Mal19] wurde vereinfacht in Form des Léschens
der Elemente modelliert. In beiden Fallen treten als Folge des ES-Ungleichgewichts im ersten
Simulationsschritt bzw. nach dem Materialabtrag wirkende Kréfte und Momente auf.
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Tabelle 2-1: Literaturiibersicht
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Die ES zielen auf die Wiederherstellung des Gleichgewichts ab, sobald das Bauteil aus seiner
Zwangsbedingung (Einspannung) gelost ist. Die Verformung bzw. der Bauteilverzug ist das
Resultat infolgedessen [Sim10]. JAYANT] et al. zum Beispiel berticksichtigten in ihnrem FEM-
Verzug-Modell sowohl I-ES als auch P-ES sowie den Werkzeugweg und die Werkzeugdurch-
biegung [Jayal3]. Der vorhergesagte Verzug einer Tragflachenrippe und eines Druckschotts
aus Al 7050-T7451 stimmte qualitativ mit den Versuchen uiberein. Jedoch wies der vorherge-
sagte Verzug des Druckschotts betragsmaRig deutliche Abweichungen im Vergleich zum Ex-
periment auf. DREIER nutzte ein linear elastisches FEM-Modell in ABAQUS zur Vorhersage
des Verzugs unterschiedlicher Bauteilgeometrien (Platte, Taschenbauteil und komplexer Spant)
aus Al 7075-T651 aufgrund P-ES und I-ES [Dreil8]. Dabei wurden die P-ES mittels einer si-
nusoidalen Verfallsfunktion und dessen Integral beschrieben und diskretisiert. Der Verzug
wurde fur unterschiedliche Bearbeitungsstrategien (Schnittparameter und Werkzeugweg) quan-
titativ und qualitativ vorhergesagt. So ergaben sich in Abhéngigkeit der verwendeten Prozess-
strategie lokale Fehler von maximal 11 % bzw. 50 % fiir den Verzug des Spants [Dreil8]. Au-
Rerdem entwickelte er ein Steuerskript zur Automatisierung des Simulationsablaufs, inkl. auto-
matisierter Netzgenerierung. Zudem wurde die Abhéangigkeit der Simulationsgiite von den Sys-
temgréRen, wie z. B. der Elementgrofe oder der Randzonendiskretisierung, aufgezeigt. MA-
DARIAGA et al. konnten den Verzug eines T-Profils aus Al 7175-T7351 durch ein linear elas-
tisches FEM-Modell inklusive Elementldschung vorhersagen. Dabei wurden die P-ES mittels
der Subroutine SIGINI in Abaqus in 7 Schichten diskretisiert. Es ergaben sich Abweichungen
im Vergleich zum gemessenen Verzug von bis zu 15 %. Allerdings wurde lediglich ein ausge-
wabhltes Linienprofil auf der Unterseite des T-Stegs mit den Simulationen verglichen [Madal8].
RICHTER-TRUMMER et al. sagten den Verzug eines kleinen Strukturbauteils mit 4 mm bzw.
5 mm dickem Boden aufgrund von gemessenen I-ES qualitativ vorher [Rich13]. GULPAK et
al. nutzen die inverse Methode des Modells und leiteten die P-ES aufgrund unterschiedlicher
Schnittparameter in Form von effektiven Quellenspannungen aus der gemessenen Kriimmung
von gefrasten Stahlplatten ab [Gulp13]. LI et al. [Li20] und GAO et. al. [Gao22] berlicksich-
tigten in ihrem vorgestellten FEM-Verzugsmodell gemessene I-ES und vorhergesagte P-ES.
Sie untersuchten den Verzug eines 2 mm dicken Strukturbauteils aus Al 7075-T6 wahrend der
Frasbearbeitung und sagten diesen mit einem maximalen relativen Fehler von 21,84 % voraus.
Sie kamen zu dem Schluss, dass I-ES fiir den Verzug hauptverantwortlich waren. MA et al.
[Ma19] stellten einen Ansatz vor, bei dem die Entwicklung des ES-Feldes im Inneren des Bau-
teils wéhrend der Bearbeitung nachverfolgt werden kann. Der Materialabtrag entlang des Werk-
zeugwegs wurde in Form von Elementldschung realisiert. Neben den I-ES und den P-ES wurde
die mechanische Belastung fiir das Schruppen beriicksichtigt. Der Bauteilverzug wurde mit ei-
nem relativen Fehler von ca. 17 % vorhergesagt. Wurden die P-ES vernachlassigt, stieg der
Fehler auf 37 %.

Andere numerische Simulationsmodelle, bei denen die P-ES unbekannt sind, zeichnen sich
durch die Berechnung des Bauteilverzugs aufgrund der wéhrend der Zerspanung wirkenden
mechanischen und thermischen Belastung aus [Madal8]. Diese dynamischen Modelle kdnnen
neben den I-ES, auch den genauen Werkzeugweg sowie die anliegenden Spannkréfte der Werk-
stlickeinspannung beriicksichtigen. Die Zerspanung an sich wird vereinfacht, sodass keine
Werkzeug-Werkstlck Interaktion simuliert wird. Der Materialabtrag wird auch hier typischer-
weise durch das Ldschen von Elementen modelliert. Der Unterschied zu oben beschriebenem
Modell ist, dass in einem ersten Simulationsschritt die wirkenden Kréfte und Temperaturen auf
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die Netzknoten aufgebracht werden. Dabei wird das Bauteil, realisiert durch Randbedingungen,
eingespannt. Erst in einem zweiten Simulationsschritt (linear elastisch) werden die Zwangsbe-
dingungen so geéndert, dass sich das Bauteil frei verformen kann, was wie oben beschrieben
zu der Vorhersage des Bauteilverzugs fihrt. Die als Modelleingabe verwendeten Temperatur-
und Kraftdaten wurden mit unterschiedlichen Methoden ermittelt. Bl et al. verwendeten eine
FEM-Prozesssimulation in DEFORM-3D, um die Kréfte vorherzusagen, wéhrend der Wérme-
eintrag analytisch mittels der Scherenergie (aus Kraften abgeleitet) berechnet wurde [Bi09].
AuBerdem wurden die I-ES an Bauteilen der Aluminiumlegierung 7050-T7451 gemessen und
als Eingabe verwendet. Der Verzug eines Holms wurde mit einer maximalen Abweichung von
19 % zwischen einem gemessenen 2D-Hohenprofil Giber der Lange des Holms und der Simula-
tion vorhergesagt. TANG et al. verwendeten ebenfalls eine FEM-Zerspansimulation in DE-
FORM-3D, um sowohl Temperaturen als auch Kréafte zu bestimmen [Tang13]. Zusétzlich wur-
den die gemessenen I-ES an Bauteilen der Aluminiumlegierung 7050-T7451 ber(cksichtigt.
P-ES wurden ebenfalls gemessen. Allerdings geht nicht eindeutig hervor, ob und wie diese im
Modell verwendet wurden, da die thermo-mechanische Belastung bereits beriicksichtigt wurde.
Die Verformung eines 4 mm dicken Rahmens wurde mit einem relativen Fehler zwischen Si-
mulation und Experiment von 20 % vorhergesagt. CERUTTI et al. analysierten den Effekt un-
terschiedlicher Fraswegstrategien unter Beachtung der I-ES und der mechanischen und thermi-
schen Belastung des Werkstiicks sowie der realen Einspannstrategie [Cerul3]. Sie kamen zu
dem Schluss, dass die Wahl des Frasweges trotz gleicher ES-Zustdnde am Ende der Simulation
einen Einfluss auf den Bauteilverzug hat. Eine Erklarung fiir dieses Phanomen wurde nicht
geliefert. Punktuell wurden Abweichungen von Simulation zu Experiment von 25 % festge-
stellt. Problematisch bei den beschriebenen Untersuchungen ist, dass die aus der thermisch-
mechanische Belastung resultierenden P-ES unbekannt bleiben. Es wurde keine Aussage dar-
Uber getroffen, welcher ES-Typ zum Verzug beitragt. So wurde nicht untersucht, inwieweit die
angewandten thermo-mechanischen Belastungen P-ES erzeugen. Der simulierte Bauteilverzug
koénnte somit lediglich auf die verwendeten I-ES zurlickzufiihren sein.

Charakterisierung des Bauteilverzugs

Wie bereits im vorangegangenen Unterkapitel angedeutet und der Tabelle 2-1 zu entnehmen,
gibt es keinen einheitlichen Standard zur Beschreibung des Bauteilverzugs. Nur wenige Arbei-
ten dokumentieren die Charakterisierung des Bauteilverzugs, bestehend aus Messung und Ver-
arbeitung der Messdaten [Garc20]. Oft wird der VVerzug nur lokal, z. B. punktuell bei der ma-
ximalen Verformung, bzw. anhand von Linienprofilen — seltener anhand von 2D Plots — cha-
rakterisiert (siehe Tabelle 2-1). GARCIA et al. schlagt eine Charakterisierungsmethode vor,
bestehend aus Filterung und Nivellierung der Daten unter Anwendung von Bézier Flachen und
der Gausschen Kriimmung [Garc17, Garc20]. Jedoch bezieht sich die genannte Methode ledig-
lich auf Messdaten. Ein Vergleich von experimentellen und simulierten Daten sowie die Ablei-
tung von Kennzahlen erfolgte auch hier nicht. Einzig DREIER vergleicht experimentelle und
vorhergesagte zweidimensionale Verzugsdaten [Dreil8]. Allerdings wurde die Datenverarbei-
tung nicht beschrieben und neben der max. Abweichung keine weiteren Kennzahlen abgeleitet.

Fazit

Numerische Simulationsmodelle, genauer gesagt linear elastische FEM-Modelle, bieten die
Maéglichkeit den Verzug aufgrund bekannter ES fiir komplexe Bauteilgeometrien vorauszusa-
gen. Dabei zeigen die Untersuchungen aus der Literatur, dass die Beriicksichtigung beider ES-
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Typen fir die Vorhersage des Verzugs diinnwandiger Strukturbauteile notwendig ist. Eine Su-
perposition beider Typen wurde angenommen, ihre gegenseitige Beeinflussung aber nicht un-
tersucht. AulRerdem bleibt unbekannt, wann welcher ES-Typ den Verzug dominiert. Dariber
hinaus wurden die prozessinduzierten Schubspannungen nicht berticksichtigt, obwohl diese
nachweislich (siehe Kapitel 2.4.1 und [Gulp13]) ein Torsionsmoment hervorrufen und somit
den Bauteilverzug beeinflussen. Auerdem wurden die P-ES meist nur auf ausgewahlten bear-
beiteten Flachen und deren Randzonen beriicksichtigt und nicht vollumféanglich auf allen bear-
beiteten Flachen (z. B. Wénde). Auch die Charakterisierung des Verzugs, insbesondere die Va-
lidierung der Modelle, weist Schwachen auf. Es mangelt an einem einheitlichen VVorgehen bzw.
der Verarbeitung der Verzugsmessdaten und aussagekraftigen GroRen, welche die Abweichung
von Simulation und Experiment beziffern. So wurde der Verzug meist nur anhand von Linien-
profilen oder gar punktuell verglichen. Dariiber hinaus mangelt es an statistischen Absicherun-
gen, sowohl die Bestimmung der ES als auch den Verzug betreffend. Die Wiederholbarkeit
bzw. die Streuung der ES und des Bauteilverzugs unter gleichen Herstellbedingungen wurde
nicht untersucht.

2.4.3 Untersuchungen zu Kompensationstechniken

Verschiedene Forschungsprojekte haben sich mit Ansdtzen zur Minimierung des eigenspan-
nungsinduzierten Bauteilverzugs beschéftigt. Diese wurden im Literaturiiberblick von L1 et al.
in zwei Kategorien unterteilt [Lil6]: "Vorkontrolle" (engl. ,,precontrol* — vor dem Bearbei-
tungsprozess), auch als ,,Offline* Methode bezeichnet [Aurr22], und "Nachkorrektur" (engl.
»postcorrection” — nach dem Bearbeitungsprozess). Bei der Nachkorrektur wird das fertige
Bauteil nach der Bearbeitung mit thermischen oder mechanischen Verfahren bearbeitet, z. B.
durch Kugelstrahlen oder Laserwdrmebehandlungen [Li16]. Der Nachteil dieser Vorgehens-
weise ist die Erhohung der Produktionskosten. Die verzugsminimierenden Techniken der Vor-
kontrolle zeichnen sich hingegen dadurch aus, dass die Bearbeitungsbedingungen so verbessert
werden, dass vor allem der Betrag der ES reduziert wird oder eine Veranderung ihrer Verteilung
angestrebt wird [Li16]. Eine Mdglichkeit die I-ES des abgeschreckten Materials zu reduzieren,
stellt der Spannungsabbau durch kontrolliertes Recken oder Warmebehandlungen mit hohen
Alterungs- und Anlasszeiten dar [Youn07] (siehe Kapitel 2.3.1). Eine Mdglichkeit zur Redu-
zierung des P-ES ist die Anpassung der Schnittparameter, sodass geringere Prozesskrafte auf-
treten. Dies kann z. B. durch die Verringerung des Vorschubs pro Zahn realisiert werden
[Rao01]. In der Industrie missen jedoch mdglichst kurze Produktions- bzw. Taktzeiten einge-
halten werden, was die Anpassung der Schnittparameter zu einer besonderen Herausforderung
macht. Die Anderung der ES-Verteilung kann fiir I-ES durch die Anderung der Position des
Teils im Rohmaterial realisiert werden [Maru08, Kelell, Chan13, Zhan14, Cerul5]. Durch die
Verwendung groRerer Ausgangswerkstiicke mit einer optimalen Positionierung des Bauteils im
Halbzeug, die mithilfe von FEM-Simulationen vorhergesagt wurde [Cerul5, Dreil8], oder
durch die Anpassung an vorteilhafte geometrische Symmetrien [Zhan14], konnte der Bauteil-
verzug verringert werden. Dieser Ansatz ist jedoch mit einer schlechteren Ressourceneffizienz
und somit hoheren Produktionskosten verbunden. Die Anpassung der Prozessstrategie fuhrte
zu einer vorteilhaften Verteilung der P-ES im Bauteil und damit zu einer Reduzierung des Ver-
zugs [Li15, Dreil6, Dreil8, Madal8, Fan21]. FAN erreichte eine Minimierung des Bauteilver-
zugs durch die Umstellung der Bearbeitungsreihenfolge [Fan21]. MADARIAGA et al. konnten
den Verzug eines T-Profils mithilfe eines FEM-Verzug-Modells um 40 % reduzieren, indem
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sie unterschiedliche P-ES auf den verschiedenen bearbeiteten Flachen durch Anpassung der
Schnittparameter einbrachten [Madal8]. LI et. al. nutzten nachfolgende Zerspanungsschritte,
um die Randzone mit hohen P-ES, eingebracht durch Schruppen, zu entfernen und damit den
Bauteilverzug zu minimieren [Li15]. DREIER et. al. konnten den Bauteilverzug durch eine
Anderung der Frésrichtung reduzieren [Dreil16, Drei18]. Eine systematische Analyse sowie die
Erklirung zugrundeliegender Effekte, warum eine Anderung der Frésrichtung den Bauteilver-
zug drastisch beeinflusst, ist jedoch nicht erfolgt. Eine weitere Moglichkeit zur Verzugsredu-
zierung wurde von DENKENA et al. vorgestellt [Denk13]: Der vorhergesagte Verzug wurde
vor dem letzten Bearbeitungsschritt durch Frasen der vorausgesagten inversen Bauteilform auf
die Bauteilunterseite kompensiert [Denk13].

GAO et. al. nutzte die Topologieoptimierung, um die Biegesteifigkeit des Bauteils gegen Ver-
formung aufgrund der ES zu erhéhen und somit den Verzug zu minimieren. Dabei wurde die
Verformung aufgrund der ES durch &quivalente gleichméRige Belastungen vereinfacht. In
Kombination mit Ruhepausen zwischen den Fertigungsschritten, in denen Methoden des ther-
mischen ES-Abbaus zum Einsatz kamen, konnte der Verzug um bis zu 24 % reduziert werden
[Gao22]. Allerdings muss gewahrleistet werden, dass bei der Topologieoptimierung und der
damit einhergehenden Veranderung der Topologie die urspriinglichen Bauteileigenschaften zur
Verwendung im Einsatz nicht verschlechtert werden, z. B. die Belastung im Einsatz.

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass Kompensationstechniken der Kategorie Vorkon-
trolle sowohl den Betrag als auch die Verteilung der ES im Bauteil in geeigneter Weise beriick-
sichtigen missen, um den Verzug zu minimieren. Dennoch sind ihre gegenseitigen Auswirkun-
gen auf den Bauteilverzug und die daraus abgeleiteten Kompensationstechniken noch nicht
vollstédndig verstanden.

2.5 Zusammenfassende Bewertung

Diinnwandige monolithische Aluminium-Strukturbauteile sind in der Luftfahrttechnik weit ver-
breitet, insbesondere in Flugzeugen als innere Rumpfstrukturen und Tragfldchenrippen
[Wanh14]. Sie werden auch in Zukunft im Flugzeugbau eine grofe Bedeutung einnehmen, da
ein Wachstum an Schmalrumpf-Flugzeugen erwartet wird, die zum GroRteil aus Aluminium
gefertigt werden [Caull15, Boei23].

Ein typisches Fertigungsverfahren fiir die Herstellung solcher Integralbauteile, die aus gewalz-
ten Blechen, Strangpressprofilen oder Schmiedeteilen hergestellt werden, ist das Frésen. In-
folge der fertigungsspezifischen Prozesskette kann es zu einem hohen Bauteilverzug kommen.
Ursache dieses Verzugs sind Eigenspannungen (ES) im Bauteil, die im fertigungstechnischen
Kontext in prozessinduzierte ES (P-ES) und initiale ES (I-ES) unterteilt werden [Li16].

Der Verzug von diinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen wurde bisher sowohl experimen-
tell als auch simulativ untersucht. Dabei herrscht im Gegensatz zu dicken Bauteilen, bei denen
die I-ES fur den Verzug hauptverantwortlich sind, keine Einigkeit, welcher ES-Typ bei diinnen
Wandstéarken dominiert [Li16]. Diese Tatsache lasst sich darauf zurtickfiihren, dass in unter-
schiedlichen Untersuchungen verschiedene Parameterkombinationen genutzt wurden, die sich
auf die ES und damit auf den Bauteilverzug auswirken. So lagen unterschiedliche I-ES, die sich
in ihrem Betrag deutlich unterscheiden, und unterschiedliche P-ES, die in ihrer GroRe und Ein-
dringtiefe variierten, vor. Zusatzlich wurden verschiedene Bearbeitungsstrategien (Position des
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fertigen Teils im Rohmaterial, Bearbeitungsreihenfolge, Bearbeitungsweg) und unterschiedli-
che Bauteilgeometrien betrachtet. Somit ist eine Vergleichbarkeit nicht zwangslaufig gegeben.
Dariiber hinaus mangelt es an statistischen Absicherungen beziiglich der Bestimmung der ES
und des Bauteilverzugs. Die Wiederholbarkeit bzw. die Streuung der ES und des Bauteilver-
zugs, die sich unter den gleichen Herstellbedingungen ergeben, wurden nicht untersucht.

Numerische Simulationsmodelle, genauer gesagt linear elastische FEM-Modelle, bieten die
Méglichkeit den Verzug aufgrund bekannter ES fiir komplexe Bauteilgeometrien vorauszusa-
gen. Dabei zeigen die Untersuchungen aus der Literatur, dass die Beruicksichtigung beider ES-
Typen (P-ES und I-ES) fiir die Vorhersage des Verzugs diinnwandiger Strukturbauteile not-
wendig ist. Eine Superposition beider Typen wurde angenommen, ihre gegenseitige Beeinflus-
sung aber nicht untersucht. Darliber hinaus wurden die prozessinduzierten Schubspannungen
nicht beriicksichtigt, obwohl diese in der Theorie ein Torsionsmoment hervorrufen und somit
den Bauteilverzug beeinflussen. AuBerdem wurden die P-ES meist nur auf ausgewahlten bear-
beiteten Flachen und deren Randzonen beruicksichtigt und nicht vollumfénglich auf allen bear-
beiteten Flachen (z. B. Wande). Es wurde nicht untersucht, inwieweit die Annahme einer idea-
len Einspannung bei der Verzug-Modellierung die Ergebnisse beeinflusst. Auch die Charakte-
risierung und Validierung der Modelle weist Schwachen auf. Es mangelt an einer einheitlichen
aussagekraftigen GroRe, welche die Abweichung von Simulation und Experiment beziffert. So
wurde der Verzug meist nur anhand von Linienprofilen oder gar punktuell verglichen, was
keine vollumfangliche Bewertung der Eignung der Simulationsmodelle erméglicht.

Bisher werden die Methoden zur VVerzugsminimierung in zwei Kategorien unterteilt. Zum einen
in die sog. Nachkorrektur-Kategorie, bei welcher das fertige Bauteil nach der Bearbeitung mit
thermischen oder mechanischen Verfahren bearbeitet wird. Zum anderen in die sog. VVorkon-
trolle-Kategorie, bei welcher die Bearbeitungsbedingungen so verbessert werden, dass vor al-
lem der Betrag der ES reduziert wird (z. B. veranderte Schnittparameter) oder eine Veranderung
ihrer Verteilung angestrebt wird (angepasste Prozessstrategie: Position im Rohmaterial, Bear-
beitungssequenz, -weg) [Lil16]. Allerdings beruhen diese Erkenntnisse meist noch auf dem
. Irial-and-Error“-Prinzip. Ihre gegenseitigen Auswirkungen auf den Bauteilverzug und die da-
raus abgeleiteten Kompensationstechniken sind noch nicht vollstandig verstanden.

Um dariber hinaus die Prozesskette (W&armebehandlung — Frasen) und den resultierenden Bau-
teilverzug vollstdndig simulieren zu kénnen, muss ebenfalls die Modellierung der Eigenspan-
nungen beriicksichtigt werden. Dabei erweist sich eine allgemeingiltige modellbasierte Vor-
hersage der P-ES bis heute als schwierig, da komplexe Prozessvorgénge sowie zahlreiche Ein-
flussgroBen in der Zerspanung vorliegen. So zeigten Vergleichsstudien, dass FEM-Modelle
verschiedener Forschergruppen, die den gleichen realen Prozess abbildeten, teilw. zu groen
Diskrepanzen in den simulierten P-ES fiihrten. Zudem mangelt es in der Literatur an validierten
3D Fréassimulationsmodellen zur Vorhersage der P-ES, die ebenfalls die Schubspannung be-
riicksichtigen. Die I-ES kodnnen jedoch gut durch Simulation der Wéarmebehandlung abge-
schétzt werden.



Seite 38 Zielsetzung und Vorgehensweise

3  Zielsetzung und Vorgehensweise

3.1 Zielsetzung

Ziel dieser Arbeit ist die simulationsgestiitzte Vorhersage des eigenspannungsbedingten Ver-
zugs von diinnwandigen monolithischen Aluminium-Strukturbauteilen nach dem Frasen. Mit-
hilfe der zu entwickelnden und zu validierenden Simulationsmethodik sollen die Auswirkungen
des Eigenspannungszustandes und der Bearbeitungsstrategie auf den eigenspannungsbedingten
Bauteilverzug verstanden werden und Verzugs-Kompensationstechniken abgeleitet werden. Es
ist nicht das Ziel den Verzug fir einzelne Bauteile betragsméaRig exakt vorherzusagen. Zudem
soll die Frage beantwortet werden, welcher ES-Typ dominiert und inwiefern der jeweilige Typ
zum Bauteilverzug beitragt. Dabei bildet die Analyse der Wiederholbarkeit bzw. Streuung der
gemessenen Eigenspannungen, sowohl der P-ES als auch der I-ES, und des eigenspannungsbe-
dingten Bauteilverzugs die Grundlage. Zudem soll untersucht werden, ob die Eigenspannungs-
messungen durch Simulation der Warmebehandlung und der Zerspanung ersetzt werden kon-
nen.

Die Hauptanforderungen an die Simulationsmethodik werden wie folgt definiert:
e Schnelle Berechnungszeit zur Implementierung in Industrieprozessen
e Beriicksichtigung beider ES-Typen
o Anwendbarkeit auf unterschiedliche Bauteilgeometrien und Prozessstrategien

AuBerdem soll die Charakterisierung des Bauteilverzugs so erfolgen, dass ein quantitativer Ver-
gleich zwischen Messung und simulativer VVorhersage méglich wird.

3.2 Vorgehensweise

Um oben genannte Zielsetzung erreichen zu kdnnen, werden in dieser Arbeit sowohl experi-
mentell durchgefiihrte Versuche als auch numerische Simulationen eingesetzt. Die davon ab-
geleitete Vorgehensweise spiegelt sich im Aufbau der Arbeit wider (siehe Abbildung 3-1).

In Kapitel 4 ,,Versuchstechnik* werden das in den Versuchen eingesetzte Maschinensystem
(Kapitel 4.1), die Werkzeuge (Kapitel 4.2), die Werkstiicke (Kapitel 4.3) und die Versuchs-
durchfiihrungen (Kapitel 4.4) beschrieben. Auerdem erfolgt hier die Beschreibung der Mess-
groBen inklusive der verwendeten Messtechnik (Kapitel 4.5). Neben der Prozesseingangsgroie
I-ES und den Prozessergebnisgrofien P-ES (Kapitel 4.5.2) und dem Bauteilverzug (Kapitel
4.5.3) werden die Prozessgréfien Kraft und Temperatur (Kapitel 4.5.1) analysiert.

In Kapitel 5 ,,Analyse der gemessenen Eigenspannungen® werden die gemessenen [-ES unter-
schiedlicher Werkstickgruppen (Kapitel 5.1), die sich in ihrem initialen Eigenspannungszu-
stand und ihrer Orientierung unterscheiden, vorgestellt und diskutiert. AuBerdem werden die
gemessenen P-ES aufgrund unterschiedlicher Frasbearbeitungen (Kapitel 5.2) analysiert. Die
Analyse umfasst neben der mechanischen und thermischen Belastung wahrend der Bearbeitung
(Kapitel 5.2.1) die Wiederholbarkeit bzw. Streuung der ES (Kapitel 5.2.2).

In Kapitel 6 wird die Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs experi-
mentell fiir unterschiedliche Konfigurationen analysiert, die sich durch ihre Bauteilgeometrien,
P-ES, I-ES, Wandstarken und Bearbeitungsstrategien unterscheiden. Es wird untersucht, inwie-
weit die Streuung der ES den Bauteilverzug beeinflusst.
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In Kapitel 7 wird die Simulationsmethodik zur Vorhersage des eigenspannungsbedingten Bau-
teilverzugs vorgestellt. Kern der Simulationsmethodik bildet das FEM-Verzug-Modell (Kapitel
7.1), das fir unterschiedliche Konfigurationen (Bauteilgeometrien, P-ES, I-ES, Wandstérken,
Bearbeitungsstrategien) validiert wurde (Kapitel 7.1.3). Eine Optimierung der Rechenzeit bei
gleichzeitiger Sicherstellung der Konvergenz wurde durch die Netzanalyse erzielt (Kapitel
7.1.2). Magliche Fehlerquellen des FEM-Verzug-Modells, die der besseren Einordnung der
Vorhersageglite dienen, werden im Unterkapitel 7.1.4 diskutiert. Darliber hinaus wird zum ei-
nen untersucht inwieweit die als Eingabe des FEM-Verzug-Modells benétigten gemessenen
I-ES durch die Modellierung der thermischen Historie des Halbzeugs (Kapitel 7.2) substituiert
werden kénnen. Zum anderen wird geprift, ob die gemessenen P-ES durch die Modellierung
des Zerspanprozesses (siehe Kapitel 7.3) vorhergesagt werden kénnen.

In Kapitel 8 werden mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells die verzugbestimmenden
Faktoren identifiziert und Kompensationstechniken abgeleitet. Um zu beurteilen, wie die un-
terschiedlichen ES-Typen zum Bauteilverzug beitragen, werden Simulationsergebnisse fir un-
terschiedliche Geometrien, P-ES, Bearbeitungsstrategien und Wandstéarken vorgestellt (Kapitel
8.1). Die simulationsgestiitzten Kompensationstechniken zur Minimierung des Bauteilverzugs
unterteilen sich in die Auswahl einer geeigneten Einspannstrategie (Kapitel 8.2.1), die Opti-
mierung der Bearbeitungsstrategie (Kapitel 8.2.2), die Topologieoptimierung (Kapitel 8.2.3)
und das simulationsgestitzte inverse Freiformfrésen (Kapitel 8.2.4). Aufgezeigte Methoden zur
Minimierung des Verzugs werden abschlieRend nach ihren Wirkmechanismen kategorisiert
(Kapitel 8.2.5).

Kapitel 9 schlieRt die Arbeit mit einer Zusammenfassung der gewonnenen Erkenntnisse ab und
zeigt einen Ausblick auf.
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4  Versuchstechnik

4.1 Maschinensystem

Alle Frésversuche wurden auf dem 5-achs Bearbeitungszentrum Deckel Maho Gildemeister
DMU 70 eVolution durchgefiihrt. Dieses weist eine maximale Antriebsleistung von 35 kW, ein
maximales Drehmoment von 130 Nm und eine maximale Drehzahl von 18.000 U/min auf. Es
wird eine Vorschubgeschwindigkeit von 20 m/min in der Bearbeitung bzw. im Eilgang von
50 m/min erreicht. Das Werkzeugmagazin umfasst 32 Werkzeuge. Die Spindel ist mit einer
HSK 63A Werkzeugaufnahme ausgestattet. Der NC-Schwenkrundtisch weist eine Tischauf-
spannfliche von 700 x 500 mm? und eine maximale Tischbelastung von 350 kg auf. Die iTNC
530 Heidenhain CNC-Steuerung wurde verwendet. Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihr-
ten Fréasversuche an Aluminiumwerkstiicken wurden ausschlieBlich im Trockenschnitt durch-
gefuhrt.

Werkzeughalter
Werkzeug
Werkstiick

,,,,,,,,,,

Werkstiickeinspannung:
Schraubstock

itk b= " - ) g Dynamometer

Abbildung 4-1: Maschinensystem

4.2 Werkzeuge

Die Frésbearbeitung dinnwandiger Strukturbauteile aus Aluminium erfolgt tblicherweise mit
verschiedenen Werkzeugen. Wahrend zum Planfrésen in der Regel Messerkdpfe eingesetzt
werden, wird die Taschenbearbeitung typischerweise mittels Schaftfrasern durchgefuhrt (siehe
Kapitel 2.2.1). In dieser Arbeit wurde der Schaftfraser Kennametal F3AA1200AWL und der
Messerkopf Sandvik R590-050HA6-11M mit den Wendeschneidplatten R590-110504H-NL
H10 eingesetzt (siehe Abbildung 4-2). Fiir die Freiflachenbearbeitung kam der Kugelkopffraser
Alu-Power E5908120 3F Ball Neck zum Einsatz. Die Eigenschaften der genutzten Werkzeuge
kénnen Tabelle 4-1 entnommen werden.

Abbildung 4-2: Schaftfréser (a), Messerkopf mit Wendeschneidplatten (b) und Kugelkopffra-
ser (c)
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Tabelle 4-1: Werkzeugeigenschaften

Messerkopf mit Wen-

(max. KorngrofRe)

0.6 % Cr, 89.4 %
wC

Eigenschaften Schaftfréser deschneidplatten Kugelkopffraser
. Sandvik R590- Alu-Power
Herstellerbezeich. | Kennametal | 050HAG-11M E5908120 3F Ball
9 (110504H-NL H10) | Neck

Durchmesser 12 mm 50 mm 12 mm

hydraulisch / HSK-A | hydraulisch / HSK-A | hydraulisch / HSK-
Werkzeugaufnahme 63 63 A63

Vollhartmetall Vollhartmetall Vollhartmetall
Material (3 um): 10 % Co, (Sorte: H10 (keine Angabe)

Substrat: HF)

Anzahl Schneiden 3 2 3
Spiralwinkel 45° - 40°
Eckenradius - 0,4 mm -
Schneidkantenver- scharfkantig scharfkantig scharfkantig
rundung (<20 pm) (<20 ym) (<20 pm)
Lénge (inkl. Schaft) | 76 mm 71 mm 90 mm

Beschichtung

unbeschichtet

unbeschichtet

unbeschichtet

4.3  Werkstiicke

Im Rahmen dieser Arbeit wurden Versuche an vier verschiedenen Werkstoffzustdnden der Alu-
miniumlegierung 7050 durchgefuhrt. Um die Auswirkungen der I-ES auf den Bauteilverzug zu
analysieren, wurden unterschiedliche Wéarmebehandlungszustande, Orientierungen der I-ES im
Halbzeug und Chargen untersucht.

Werkstickgruppe A und B

Die Versuchswerkstlicke der ersten beiden Gruppen A und B stammten aus einer gewalzten
Aluminium-Bramme 7050-T7451 des Herstellers ,,Castle Metals“ (USA) mit den MaBen
1232x1232x102 mm?®, welche lediglich geringe I-ES aufgrund des Eigenspannungsabbaus
durch kontrolliertes Recken enthielt (sieche Kapitel 2.2.2). Es wurden sechs Blocke
(660x206x102 mm?) aus der Bramme gesagt (siehe Abbildung 4-3). Bei drei dieser Blocke
wurde der urspriingliche ES-Zustand nach der Warmebehandlung mit hohen I-ES durch die
entsprechende Warmebehandlung T74 wiederhergestellt (B1, B2, Bs): Zuerst wurden die Blocke
auf 475 °C erhitzt, danach auf Raumtemperatur abgeschreckt und letztendlich in zwei Stufen
bei 107 °C fir 6 bis 8 Stunden und bei 163 °C fiir 24 bis 30 Stunden warmausgelagert. Alle
sechs Bldcke wurden letztendlich in Versuchswerkticke mit den Dimensionen
206x102x28,5 mm?® gesagt. Dabei beschreibt die Kennzeichnung A die Werkstiicke mit gerin-
gen I-ES (7050-T7451), und B diejenigen mit hohen I-ES (7050-T74) — wobei die Indizes i
(AiN bzw. BiN) die Werkstlicke gleicher Blocke kennzeichnen (siehe Abbildung 4-3) und N
eine eindeutige Nummer zur Identifikation des Werkstlicks darstellt (z. B. A201). Die Numme-
rierung erfolgte randomisiert und unabhangig von der Position im Rohmaterial. Aufgrund der
beschriebenen Entnahme der Versuchswerkstiicke von der urspriinglichen Bramme ist zu be-
achten, dass die Langsrichtung (x) der Langs/Walzrichtung (L), die Breitenrichtung (y) der Nor-
malenrichtung (N) und die Tiefenrichtung (z) der Querrichtung (Q) entspricht (siehe Abbildung
4-3). Die I-ES sind somit von der x- und y-Position abhéangig: (X, y).
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gewalzte Platte §o, Langs-/Walzrichtung —»
7050-T7451: &
N
g'? 4 Versuchswerkstiick:
KO Normalenrichtungy 102 mm N
. q\ Langs-/ Walzrichtung (L)=>
Draufsicht: i @Q—;
Walzrichtung — Randstticke '«\é\y 2 128,5 mm
B, B, B, /A A A & &
—— / &
N ——-ra S lag &
2 = € ¥ 206 mm Querrichtung (Q)
s = 3|E Werkstiick-Kennzeichnung
>  — [l ITe}
* Lol o -
206 mm 1245 mm 7050-T7451: Versuchswerkstiicke A
[ Waérmebehandelt zu 7050-T74:
R Versuchswerkstiicke B

Abbildung 4-3: Versuchswerkstiicke der Gruppe A und B
Werkstlickgruppe C

Die Versuchswerkstiicke der Bezeichnung C entsprachen ebenfalls der Aluminiumlegierung
7050-T7451, wurden jedoch von einem anderen Hersteller (,,ThyssenKrupp®, Deutschland) er-
worben. Sie lagen in einer anderen Orientierung vor: Hier waren Quer- und Normalenrichtung
im Vergleich zu den Werkstlicken A/B vertauscht, sodass die Quer- der y- und die Normalen-
der z-Richtung entsprach. Die I-ES variieren somit tber die z-Position o(z). Die Werkstiicke
hatten eine dhnliche GréRe (206x102x30 mm?®) wie die Werkstiicke A und B. Sie stammten aus
einer gewalzten Bramme der GroRe 2500x1250x30 mm?,

Werksttickgruppe D

Die Werkstiicke der Bezeichnung D unterschieden sich von den Werkstiicken C nur in ihrer
Charge und GroRe: 485x172x30 mm?. Sie wurden vom selben Hersteller im selben Wérmebe-
handlungszustand und mit derselben Orientierung erworben. Die Messung der I-ES erfolgte an
einem  Werkstlick aus gleicher Charge, jedoch mit geringeren Abmessungen
(200x100%x30 mm?3) (siehe Kapitel 4.5.2).

Die chemische Zusammensetzung und mechanischen Eigenschaften aller Werkstoffgruppen
war vergleichbar und kann Tabelle 11-1 und Tabelle 11-2 (siehe Anhang) entnommen werden.
Die Messung der I-ES der vier unterschiedlichen Werkstiickgruppen wird in Kapitel 4.5.2 be-
schrieben und die Messergebnisse in Kapitel 5.1 diskutiert.

4.4 Versuchsdurchfiihrung

Die durchgefiihrten Frasversuche unterteilen sich hinsichtlich ihrer zu untersuchenden Ziel-
groRe hauptsachlich in zwei Versuchsgruppen: Untersuchung der prozessinduzierten ES und
Verzugsuntersuchung. In der ersten wurden die P-ES aufgrund unterschiedlicher Schnittpara-
meter bestimmt und deren Wiederholbarkeit untersucht. In der VVerzugsuntersuchung wurden
unterschiedliche dinnwandige Geometrien gefertigt und deren Bauteilverzug inkl. der Wieder-
holbarkeit gemessen. Dabei wird die Wiederholbarkeit (engl. ,,repeatability), auch Wieder-
holprazision genannt, im Sinne der Messsystemanalyse nach DIN EN 1SO 21748:2017-04
[DIN17] verwendet und auf das Fertigungsverfahren angewandt: Sie ist somit hier definiert als
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die beobachtete Streuung der ES bzw. des Bauteilverzugs, die sich unter den gleichen Herstell-
bedingungen (Maschine, Maschinenbediener, Frasparameter, Messsystem) einstellt. Dagegen
grenzt sich die Reproduzierbarkeit durch Anderungen der Randbedingungen ab (z. B. andere
Maschinenbediener, Maschine oder Messumgebung etc.).

4.4.1 Untersuchung der prozessinduzierten Eigenspannungen

In dieser Versuchsreihe wurden die Versuchswerkstlicke der Gruppen A und B der Dimension
206x102x28,5 mm? zerspant, um den Einfluss unterschiedlicher Schnittparameter auf die P-ES
festzustellen und Eingabedaten fiir das FEM-Verzug-Modell zu generieren. Zudem wurde die
Wiederholbarkeit der P-ES analysiert. In den Frésversuchen wurde die oberste Schicht entspre-
chend der Schnitttiefe ap der 28,5 mm hohen Werkstiicke zerspant und die P-ES-Tiefenprofile
mittels Bohrlochmethode (siehe Kapitel 4.5.2) gemessen. Die ES-Messungen wurden explizit
nicht an diinnwandig gefrasten Werkstiicken durchgefiihrt, da eine starke Umverteilung der
P-ES, welche mit dem Verzug der Bauteile einhergeht, vermieden werden sollte. So kann das
volle Verzugspotential der P-ES erfasst werden (siehe Kapitel 2.4.1). Der Einfluss der Schnitt-
parameter Vorschub pro Zahn f; und Schnittgeschwindigkeit vc wurde auf die P-ES untersucht:
Vier Frasmodi (M1 bis M4), drei verschiedene f; und zwei verschiedene vc, wurden fiir den
beschriebenen Schaftfraser (SF) analysiert (siehe Tabelle 4-2). Zur Untersuchung der Wieder-
holbarkeit der P-ES wurden alle VVersuche dreifach unter gleichen Rahmenbedingungen durch-
geflihrt. Die Schnittbreite a. und die Schnitttiefe ap betrugen 4 mm bzw. 3 mm. Eine Oberfla-
chenschicht wurde zerspant, was zu 25 Durchgangen mit einer konstanten Schnittbreite von
4 mm fiihrte. Die Vorschubrichtung x entsprach der Langsrichtung entlang der Werkstiicklange
(206 mm) — die orthogonale Vorschubrichtung y entlang der Werkstlickbreite (102 mm). Die
Werkzeugbewegung erfolgte in negativer x-Richtung (bezogen auf das in Abbildung 4-1 dar-
gestellte Koordinatensystem). AufRerdem wurde das Planfrasen mit Messerkopf und Wende-
schneidplatten (z = 2, a.= 40 mm, ap = 1,5 mm) untersucht (siehe Tabelle 4-2: WSP-M5). Samt-
liche Frasversuche wurden im Gleichlauf und Trockenschnitt durchgefiihrt [Webe21a].

Tabelle 4-2: Schnittdaten und Werkstiickzuordnung

Schnittge- | Vorschub- | Zeitspan-
« | Vorschub ; . x
Fré- 10 Zahn schwin- geschwin- | volumen Akronvm gefréste
ser ? . digkeit vc | digkeitvsin | Qwin Y Werkstiicke

2 inmm - . . S

in m/min | mm/min cm°/min

SF [ 0,04 200 637 7,6 SF-M1 A1l12, A218, A219
SF (01 200 1.592 19,1 SF-M2 A215, A221, A223
SF |02 200 3.183 38,2 SF-M3 A118, A120, Az04
SF 0,04 450 1.432 17,2 SF-M4 A122, A205, Azl7
WSP | 0,2 730 1.859 111,5 WSP-M5 | A206, A105
SF: Schaftfréser; WSP: Wendeschneidplatte

Die mechanische Belastung wurde wahrend des Frasens gemessen (siehe Kapitel 4.5.1). Die
Reihenfolge der Bearbeitung der Werkstiicke erfolgte randomisiert, um den Einfluss des Werk-
zeugverschleifles zu minimieren. AuBerdem wurde der Werkzeugverschleil nach der Bearbei-
tung jedes Werkstuicks mit dem Olympus Mikroskop SZ61 mit Farbkamera SC100 tberwacht.
Die Werkzeuge wurden ausgetauscht, sobald Verschleil3 in Form von Ausbriichen qualitativ
festgestellt wurde (siehe Abbildung 4-4).
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Die thermische Belastung wahrend der Zerspanung wurde durch Temperaturmessungen mittels
Thermoelemente in separaten Versuchen ermittelt: Dabei wurden die Werkstiicke der Gruppe
Ain kleine Proben mit den Abmessungen 30x20x9 mm? geségt. Die Probenabmessungen, ins-
besondere die Probenhthe, mussten im Vergleich zu den oben beschriebenen Werkstiickdimen-
sionen verringert werden, um das gefraste Sackloch fiir das Einbringen der Thermoelemente
mit einer genauen Tiefe herzustellen. Die Thermoelemente wurden von der Unterseite in der
Mitte der Probe eingesetzt. Der Nennabstand von ihrer Stirnseite zur Schnittflache betrug
100 um. Es wurden je drei Proben pro SF-Frésmodus in zufélliger Reihenfolge bearbeitet.

Abbildung 4-4: Makroskopische Aufnahmen des Schaftfrasers im neuen (a), gebrauchten (b)
und verschlissenen Zustand (c) nach [Webe21a]

4.4.2 Untersuchung des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs

Um den eigenspannungsbedingten Bauteilverzug von gefréasten, diinnwandigen Bauteilen zu
analysieren, wurden folgende Geometrien gefertigt und deren Verzug gemessen:

e Wafer: Diinne Scheibe (25x25x1 mm?) aus den zerspanten Werkstiicken (siehe Kapitel
4.4.1) mittels Drahterodieren getrennt

e Taschengeometrie: Einfache Geometrie (200x98x20 mm?®) mit einer Rippe und zwei
Taschen; unterschiedliche Wandstarken wurden untersucht

e Skalierte Fluigelrippe: Komplexe Taschengeometrie (480x170x20 mm?3); einer Tragfla-
chenrippe nachempfunden; mit einer Wandstéarke von 3 mm gefertigt

Neben der Geometrie (inklusive Wandstéarke) wurden die 1-ES (Orientierung und GroRe der
ES), die P-ES und die Bearbeitungsstrategie (Bearbeitungsweg, Position des finalen Bauteils
im Rohteil) verandert, um deren gegenseitigen Einfluss auf den Bauteilverzug, inklusive dessen
Wiederholbarkeit (Streuung unter gleichen Herstellungsbedingungen), zu analysieren. Darliber
hinaus wurde mit den Verzugsmessdaten das FEM-Verzug-Modell fur die unterschiedlichen
Anwendungsfélle validiert.

Eigenspannungsbedingter Bauteilverzug: Wafer

Diinne Scheiben, hier Wafer genannt, wurden aus den gefrasten Werkstiicken der Gruppe A, B
und C (siehe Kapitel 4.4.1) mit den Dimensionen 206x102x(28,5-a,) mm® mittels Drahterodie-
ren (engl. ,,wire electric discharge machining®, EDM) an den Positionen W1 (x = 24 mm,
y =64 mm) bzw. W» (x = 182 mm, y = 64 mm) herausgetrennt (sieche Abbildung 4-5). Das
Drahterodieren erfolgte am ,,Department of Mechanical and Aerospace Engineering* der UC
Davis an der Maschine Sodick AP350 mit einem 0,25 mm diinnen Messingdraht und dem
Schnittparametersatz C002. Zundchst wurde den gefrésten Werkstlicken ein Wurfel mit den
MaRen 25x25x(28,5-ap) mm? entnommen. Von diesem Wiirfel wurde ein 1 mm dicker Wafer,
gemessen von der gefrasten Oberflache, abgetrennt. Die Messung des Wafer-Verzugs erfolgte
mittels taktiler Koordinatenmessung (KM) (siehe Kapitel 4.5.3).
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Zur Analyse der Wiederholbarkeit des Wafer-Verzugs wurden je zwei Wafer pro Frasmodus
untersucht. Dabei stammen die Wafer aus zwei verschiedenen gefrasten Werkstiicken der
Gruppe A pro Frasmodus SF-M (siehe Abbildung 4-5c: Versuchsmatrix). Um dariiber hinaus
die Interaktion von I-ES und P-ES und deren Einfluss auf den Bauteilverzug zu untersuchen,
wurden drei Wafer aus dem Werkstiick B105 (SF-M3 gefrast) in verschiedenen Bereichen mit
unterschiedlichen I-ES (Neutral, Zug, Druck — siehe Kapitel 5.1 und 6.1) getrennt. Zudem
wurde ein Wafer aus dem Uberfrésten Werkstiick C03 (mit SF-M3 gefrést) analysiert. Alle
Messdaten dienten zudem der Validierung des FEM-Verzug-Modells.

a) Draufsicht:

|
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64 mm
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128 mm | [ Wafer Position 25 mm
182 mm ‘ & &

t1 mm

&
1y

¢) Versuchsmatrix Wafer: E
©
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Abbildung 4-5: Wafer-Positionen (a), EDM Wafer-Ausschnitt (b) und Versuchsmatrix (c)
Eigenspannungsbedingter Bauteilverzug: Taschengeometrie

Aus den Versuchswerkstiicken der Gruppen A, B und C, die sich in ihren I-ES unterscheiden
(siehe Kapitel 4.3), wurde ein vereinfachtes dinnwandiges Strukturbauteil der GroRe
200x98x20 mm? mit einer Rippe umgeben von zwei Taschen, gefrast (siehe Abbildung 4-6a).
Dieses wird nachfolgend Taschengeometrie genannt. Der Einfluss unterschiedlicher I-ES (Be-
trag: A vs. B und Orientierung: A vs. C), P-ES in den Taschen (SF-M1 vs. M3), Bearbeitungs-
strategien (Zick vs. Spiral konturfolgend, und Position z im Rohteil z5 vs. z1.5) sowie unter-
schiedlicher Wandstérken (3 vs. 7 mm) wurde auf den Bauteilverzug analysiert. Eine Kombi-
nation der genannten Einflussfaktoren wird nachfolgend als Konfiguration bezeichnet. Um den
Versuchsaufwand zu begrenzen, wurde ein teilfaktorieller Versuchsplan gewahlt: Neun Konfi-
gurationen wurden experimentell untersucht (siehe Abbildung 4-6b Versuchsmatrix). Zur Ana-
lyse der Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs wurden drei Bauteile
je Konfiguration gefertigt und deren Verzug analysiert. Dariiber hinaus dienten die Verzugs-
messdaten der Validierung des FEM-Verzug-Modells. Die Analyse iiber den experimentell un-
tersuchten Parameterraum hinaus erfolgte mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells (Ka-
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pitel 7.1). Bei der Wand- bzw. Bodenstérke von 3 mm (7 mm) wurden 81 % (66 %) des Aus-
gangsmaterials des Werkstiicks entfernt. Die folgenden Fertigungsschritte wurden zur Bearbei-
tung der Taschengeometrie durchgefiihrt (siehe Abbildung 4-6a):

e Schritt 1: Seitenfrasen (f;= 0,055 mm, vc = 450 m/min, a.= 2,5 mm Schruppen /0,5 mm
Schlichten, ap = 4,4 mm Schruppen / 22 mm Schlichten), Werkstiick in Nuten-Seiten-

spannern eingespannt
e Schritt 2: Planfrasen der Unterseite (WSP-M5), Werkstick in Nuten-Seitenspannern
e Schritt 3: Planfrasen der Oberseite (WSP-M5), Werkstiick in Schraubstock eingespannt
e Schritt 4: Bohren von Ldchern, Werkstiick in Schraubstock eingespannt

e Schritt 5: Frasen der Taschen (SF-M1/M3), Werkstiick in Nuten-Seitenspannern und
Schrauben eingespannt

B Ausgangszustand: Schritt 1: Seitenfrasen Schritt 2: Planfrasen Unterseite

Fraspfad 9%

22 mm (AB)

27 mm (AB)
22/26 mm (C)

25/28,5 mm (C)

Schritt 3: Planfrasen Oberseite  Schritt 4: Locher bohren Schritt 5: Taschenfrasen

M8 Schrauben 1 /Schaft-

v : |
Wendeschneidplatte \_*
. \ M fraser

b) Versuchsmatrix:

initiale ES: A

geringe o(x,y) hohe o(x,y) geringe o(z)
SF-M3 SF-M1

[0

=

’g 7 mm

2 3 SF-M1 SF-M1 SF-M3, z5

£ °MM sF-M3  SF-M3 SF-M3 SF-M3, z1.5

Frasstrategie Taschen: Spiral vs. Zick z5: 5 mm

3 Werkstiicke je Konfiguration gefertigt z1.5:1,5 mm

Abbildung 4-6: Bearbeitungsschritte der Taschengeometrie nach [Webe21b] (a) und Ver-
suchsmatrix (b)
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Zur Realisierung hoher Vorschilbe wurden die Taschen im Nuten-Schrittfrdsen entsprechend
den untersuchten Schnittparametern (siehe Kapitel 4.4.1: SF-M1 bzw. M3) durchgeftihrt. Die
Spane wurden nach Fertigstellung einer Schicht mittels Druckluft aus den Taschen entfernt.
Um die Auswirkungen des Bearbeitungswegs auf den Bauteilverzug zu analysieren, wurden
die verschiedenen Schichten der Taschen sowohl in Zick-Strategie (Fraspfade von links nach
rechts im Gleichlauf) als auch in spiralférmigen Bahnen der Kontur folgend (von Innen nach
AuBen im Gleichlauf) gefrést (siehe Abbildung 4-6a). Fiir beide Strategien wurde ein spiralfor-
miger Eintauchvorgang (Eintauchvorschubgeschwindigkeit vie = 159 mm/min, Eintauchdurch-
messer de = 10 mm, Eintauchwinkel og = 1°) gewdhlt. Die Bearbeitungswege wurden in Sie-
mens NX CAM erstellt. Neben dem Einspannen des Werkstiicks im Schraubstock wurde es in
Schritt 5 mithilfe von sechs Nuten-Seitenspannern (Lenzkes Spanntechnik NU-al4) mit einer
Haltekraft von 7 kN (horizontal) und 3 kN (vertikal) eingespannt. Um einen mdglichen Verzug
wahrend der Taschenbearbeitung zu verhindern, wurde das Bauteil neben den Seitenspannern
zusatzlich durch vier M8-Schrauben fixiert (sieche Abbildung 4-6). AuRerdem wurde ein Um-
spannen des Bauteils in einem Zustand mit gewisser Dicke, die in diesem Fall 20 mm betréagt,
gewahrleistet. Ein Umspannen diinnwandiger Bauteile sollte vermieden werden, da dies zu sig-
nifikanten Verformungen innerhalb der verschiedenen Bearbeitungsschritte filhren wiirde. Fur
das Bohren in Schritt 4 wurde eine externe Kuhlstrategie verwendet (D =9 mm, n=2000 U/min,
vs = 500 mm/min). Die Unterseite der Bauteile wurde vor und nach dem Frésen der Taschen
mittels KM gemessen (siehe Kapitel 4.5.3).

AuRerdem wurde der Einfluss der Position des finalen Bauteils im Halbzeug an Werkstiicken
der Gruppe C (I-ES ¢ (2)) untersucht. Da die Taschengeometrie eine Hohe von 20 mm aufwies,
waren verschiedene Héhenpositionen des Bauteils im 30 mm hohen Halbzeug méglich: Es
wurde eine symmetrische Position, bei der sowohl oben als auch unten jeweils 5 mm abgetragen
wurden (Kennzeichnung z5), und eine asymmetrische, bei der unten 1,5 mm und oben 8,5 mm
abgetragen wurden (z1.5), realisiert (sieche Abbildung 4-6b). Bei der symmetrischen Fertigung
(z5) wurde aufgrund der begrenzten Schnitttiefe des Schaftfrasers Schritt 1 mit 2 vertauscht.

Eigenspannungsbedingter Bauteilverzug: Skalierte Flligelrippe

Um zu untersuchen, ob gewonnene Erkenntnisse sowie das FEM-Verzug-Modell auch auf gro-
Bere bzw. komplexere Bauteilgeometrien tbertragbar sind, wurden zwei klein-skalierte Fltgel-
rippen der GréRe 480x170x20 mm? mit klassischen Merkmalen wie mehreren Taschen, Ver-
steifungsrippen und Aussparungen gefertigt (siehe Abbildung 4-7). Die Wahl der GroRe ist auf
die rdumliche Limitation des Maschinentischs der Werkzeugmaschine und des Koordinaten-
messgerats zurtickzufiihren. Die Werkstiicke entsprachen der Materialcharge D. Die Taschen
des Bauteils wurden zum einen in zick-, zum anderen in spiralférmigem Bearbeitungsweg ge-
frést. Die Position im Halbzeug (485x172x30 mm?®) war fir beide untersuchten Félle symmet-
risch (z5). Die Wand- bzw. Materialdicke am Boden betrug 3 mm, sodass insgesamt 83 % des
Materials zerspant wurden. Die gleichen Fertigungsschritte wie bei der Bearbeitung der verein-
fachten Taschengeometrie wurden zur Herstellung der Fliigelrippen gewéhlt. Allerdings wi-
chen die Reihenfolge und Spannstrategie wie folgt ab:

e Schritt 1: Planfrasen der Unterseite (WSP-M5), Werkstiick in Nuten-Seitenspannern
e Schritt 2: Seitenfrésen, Werkstuick in Nuten-Seitenspannern

e Schritt 3: Bohren von Lochern, Werkstiick in Nuten-Seitenspannern
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e Schritt 4: Planfrasen der Oberseite (WSP-M5), Werkstlick Nuten-Seitenspannern

e Schritt 5: Frasen der Taschen (SF-M1/M3), Werkstiick in Nuten-Seitenspannern und
mit M6-Schrauben eingespannt

Die Verformung der Unterseite der Bauteile wurde vor und nach dem Frésen der Taschen mit-
tels KM gemessen (siehe Kapitel 4.5.3).

Vorbild: Tragflachenrippe CAD Modell: Skalierte Flugelrippe

# Druckluft- M6 Schrauben

Nuten-

pue2] = Taschen seitenspanner

Abbildung 4-7: Skalierte Fliigelrippe inklusive Versuchsaufbau [Airb16, DMG21]

45 MessgroRen

In diesem Kapitel wird die Erfassung und Analyse der MessgroRen inklusive verwendeter
Messtechnik beschrieben. Neben der ProzesseingangsgroRe 1-ES und den Prozessergebnisgro-
Ben P-ES und Bauteilverzug wurden die Prozessgrofien Kréfte und Temperaturen analysiert.

45.1 Prozesskréfte und Prozesstemperaturen

Zur Charakterisierung der thermo-mechanischen Last in der Werkstlickrandzone, die entschei-
dend fiir das Verstandnis der Auswirkungen verschiedener Schnittparameter auf die P-ES ist,
wurden wahrend des Frésens die Prozesskrafte und -temperaturen gemessen. Die analogen
Messgrofen wurden mithilfe eines Desktop-PCs tber ein Multifunktions-Datenerfassungsmo-
dul (DAQ) N19215 der Firma National Instruments aufgezeichnet, mit DasyLab12 von National
Instruments weiterverarbeitet und in MATLAB R2022a von MathWorks ausgewertet. Die
MessgrofRen und die jeweilige Auswertemethodik werden nachfolgend vorgestellt und néher
erldutert.

Prozesskrafte

Die mechanische Belastung in Form von Prozesskraften wurde mit einem piezoelektrischen
Dynamometer (Kistler Typ 9255) mit einer Abtastrate von 15 kHz fir die P-ES Untersuchungen
(siehe Kapitel 4.4.1) aufgezeichnet. Die drei ortsfesten orthogonalen Krafte (Fx, Fy, Fz), wobei
Fx die Kraft in negativer Vorschubrichtung, Fy in orthogonaler Vorschubrichtung und F, die
Passivkraft darstellt, wurden analysiert. Der quadratische Mittelwert (engl. ,,root mean square*
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RMS) des Kraftsignals jedes gemessenen Durchgangs wurde berechnet. Ein- und Auslaufef-
fekte wurden aus der Analyse ausgeschlossen, indem 80 % des Kraftsignals analysiert wurde
(siehe Abbildung 4-8a). Das arithmetische Mittel F und die Standardabweichung s tiber alle
gemessenen Durchgdnge pro Werkstiick bzw. pro Bearbeitungsmodus wurden berechnet, um
die mechanischen Belastungen der verschiedenen Werkstiicke flir jeden Modus bzw. zwischen
den verschiedenen Bearbeitungsmodi zu vergleichen. Dabei gibt 8F = (1-Mittelwertmin/Mittel-
wertmax) die relative maximale Abweichung der Kraftmittelwerte der verschiedenen Werkstii-
cke je Frasmodus an. Auferdem wurden mittels Fast-Fourier-Transformation (FFT in MAT-
LAB) mdgliche Schwingungen im Signal erfasst. Dabei wurde die Schnittfrequenz fs, die hier
als die Frequenz des Kontakts jeder Schneide mit dem Material (fs= 1/t z) definiert ist, bei der
Analyse bertcksichtigt — wobei z die Anzahl der Schneiden und t; die Zeit pro Umdrehung
darstellt.

a) 400*"\.’”".26“9‘ b)35 Toa
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J | °C /
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- 5 e
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Abbildung 4-8: Beispiel eines Kraft- (a) und Temperatursignals (b) fir SF-M3

Prozesstemperaturen

Die Messung der thermischen Belastung in Form von Prozesstemperaturen erfolgte mittels
Thermoelementen des Typs K (Durchmesser 1 mm). Die Abtastrate der Temperaturmessungen
wurde auf 100 Hz festgelegt. Der Wert der Maximaltemperatur wurde durch das arithmetische
Mittel von 10 Temperaturwerten um das gesamte Temperaturmaximum jeder Probe (Bereich £
0,05 s) berechnet (siehe Abbildung 4-8b). AuRerdem wurde der tatsachliche Abstand der Ther-
moelementstirnflache zur neu erzeugten Oberflache nach dem Frasen an Querschnitten gemes-
sen.

4.5.2 Eigenspannungen

Die Messungen der Eigenspannungen erfolgten in Kooperation mit dem ,,Department of Me-
chanical and Aerospace Engineering, University of California Davis“ (UC Davis) und als Auf-
tragsmessungen, vergeben an die Firma ,,Hill-Engineering*. Sie unterteilen sich in die Messun-
gen der prozessinduzierten und der initialen ES.

Messung der prozessinduzierten Eigenspannungen

Die prozessinduzierten Eigenspannungen wurden mit der BLM (siehe Kapitel 2.3.2) an dem
Messgerat DART™ von Hill-Engineering durchgefiihrt. Die BLM wurde gewahlt, da Vorun-
tersuchungen zeigten, dass die Ergebnisse dieser Messmethode im Vergleich zu sin?¥ -XRD
und cosa-XRD sowie der Schlitzmethode am besten mit dem auftretenden Verzug korrelieren
[Chig21]. Die durchgefiihrten Messungen folgten der ASTM E837-13a Norm [ASTM13] mit
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inkrementellen Bohrschritten (siehe Kapitel 2.3.2). Ein Dehnungsmessstreifen Typ A mit einem
Durchmesser von 5,13 mm wurde auf der bearbeiteten Oberflache der Werkstticke (siehe Ka-
pitel 4.4.1) geklebt. Ein Loch mit einem ungeféhren Durchmesser von 2 mm wurde mit einem
Schaftfraser mit einem Durchmesser von 1,59 mm in einer Orbitalbahn geschnitten [Chig21].
Dabei wurden die inkrementellen Tiefenschritte aus Tabelle 11-3 (siehe Anhang) verwendet,
was in einem Profil der Dehnungsdaten in Abhéngigkeit der Tiefe resultiert. Die finale Bohr-
tiefe wurde anschlieBend per Tiefenmessbriicke gemessen und die Tiefe der Bohrschritte gege-
benenfalls korrigiert (Unterschied zwischen eingestellter und tatséachlicher Bohrtiefe) [Chig21].
Pro Werkstiick wurden drei Messungen an den Positionen | (b), 11 (b), I11 (b) (sieche Abbildung
4-5a) durchgefiihrt. Die Analyse der Wiederholbarkeit der P-ES fiir mehrere Werkstiicke er-
folgt durch Interpolation der drei unabhéngigen Messungen in jedem Werkstiick auf den jewei-
ligen Tiefenplan und der Berechnung der durchschnittlichen P-ES (o, T) und ihrer Standardab-
weichung in jeder Tiefe. Der Vergleich der P-ES von verschiedenen Frasmodi erfolgte analog:
Alle unabhangigen Messungen fiir jeden Bearbeitungsmodus wurden auf den jeweiligen Tie-
fenplan interpoliert und die durchschnittliche P-ES inklusive Standardabweichung in jeder
Tiefe berechnet. Die folgenden Merkmale fiir jedes P-ES-Profil wurden identifiziert und ver-
glichen (siehe Abbildung 2-8b):

o Die betragsmaRig maximale P-ES (opmax) Mit opmaxx iN X-, Gpmaxy IN Y- UNd TPmax,xy iN
Schubrichtung ist definiert als der hochste absolute Wert der P-ES; Einheit ist MPa

Ld Dle Tiefe thax del’ OPmax (thax,x, thax,y, thax,xy); Elnhe|t |St um

o Die Eindringtiefe t, (., ts,, t:) der P-ES; hier definiert als die Tiefe bei der der absolute
Wert der P-ES unter 20 MPa féllt; Einheit ist um

Der Querstrich tiber den Variablen (z. B. Gpmax) impliziert dabei, dass es sich um gemittelte
Werte handelt.

Neben den P-ES im Boden (durch Stirnfrasen induziert), wurden zusétzlich an der Taschenge-
ometrie die P-ES in den Wanden (durch Umfangsfrasen induziert) gemessen. Sie wurden als
Eingabe fiir das FEM-Verzug-Modell benétigt. Dazu wurden die Wande via Drahterodieren
von der Taschengeometrie mit 7 mm Wandstérke abgetrennt und drei Bohrlochmessungen je
AuBen- und Innenseite durchgefthrt.

AuRerdem wurden die vom EDM-Prozess induzierten ES gemessen, um sie bei der Verzugs-
modellierung der Wafer zu beriicksichtigen. Die Messungen mittels BLM wurden an den her-
ausgetrennten Blocken (25x25x28,5-a, mm®) durchgefiihrt.

Neben den beschriebenen Messungen der P-ES wurden weitere Messungen im Zusammenhang
mit der Entwicklung von Kompensationstechniken (siehe Kapitel 8.2.2) durchgefiihrt. Dabei
kam die ESPI Bohrlochmethode (Messgerat Stresstech Prismen) am Lehrstuhl fur Fertigungs-
technik und Betriebsorganisation der RPTU Kaiserslautern zum Einsatz. Bei der Berechnung
der ES mittels PrismS-Software wurde die Tikhonov-Regularisierung (Faktor 0,01) gewahlt,
um das Messrauschen in den Spannungstiefenprofilen gemaR den Empfehlungen der Norm
ASTM E837-13a [ASTM13] zu reduzieren. Ein Hartmetallfréser (D = 1,6 mm, Richards Micro-
Tooll, 874-T-0062 2FL SE STD CARB EM 1/16") wurde zum Fréasen des Lochs in inkremen-
tellen Schritten verwendet. Die Bohrtiefen wurden analog zu den oben aufgefiihrten Messungen
(siehe Tabelle 11-3 im Anhang) gewahlt. Die Tiefenkorrektur erfolgte mittels optischer Mes-
sung der Bohrtiefe am NanoFocus psurf Explorer unter Verwendung der DIN EN 1SO 5436-1



Seite 52 Versuchstechnik

[DINOO]. Zur Gewabhrleistung der Vergleichbarkeit der beiden ES-Messmethoden, wurden die
Ergebnisse beider Messmethoden verglichen und in [Webe23] veroffentlicht.

Messung der initialen Eigenspannungen

Die Messung der I-ES erfolgte mittels Schlitz-Methode mit DMS bzw. Extensiometer (siehe
Kapitel 2.3.2) fiir alle vier Werkstiickgruppen (A, B, C, D) am ,,Department of Mechanical and
Aerospace Engineering“ der UC Davis [Webe21b, Chig22a, Webe24].

Es ist bekannt, dass die ebenen I-ES hauptséchlich von der Normalenrichtung (N) des gewalz-
ten Blechs abhé&ngen [Prim02]. Das bedeutet, dass in Werkstiicken der Materialchargen A und
B die I-ES hauptséchlich von ihrer Position x und y und nicht von z abhéngen: ox(X, y) und
oyy(X, y). AuBerdem kann bei Werkstlicken der Gruppe A mit geringen I-ES (T7451) eine ho-
mogene Verteilung der I-ES axx(y) und ayy(x) entlang der orthogonalen Richtung angenommen
werden (siehe Kapitel 2.3.1). Die Bestimmung von ax«(y) und ayy(x) erfolgte durch drei Schlitz-
messungen an einem Werkstiick der Gruppe A der Dimension 206x102x28 mm? (siehe Abbil-
dung 4-9a). Die Dehnungen wurden nach jeweils 40 gleichen Schnitttiefenschritten an der ge-
genliberliegenden Seite des Schnitts mittels DMS mit aktiver L&nge L. = 1,575 mm gemessen
[Chig22].

Fir ein Werkstuck der Gruppe B wurde durch Einbringen von mehreren benachbarten, paralle-
len Schlitzen und der linearen Interpolation zwischen den Einzelmessungen die 1-ES oxx(X, ),
ayy(X, y) zweidimensional charakterisiert (siehe Abbildung 4-9b und Kapitel 2.3.2) [Chig22a].
Die Dehnungen wurden mittels Extensiometer gemessen [Chig22a].
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flSemit 206 mm (L) Draufsicht: 30,[1"”"
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Abbildung 4-9: I-ES-Messungen an Werkstlicken A, B (a, b) nach [Chig22a)] und C, D (c)
nach [Webe24]

Aufgrund der gednderten Orientierung héngen die I-ES der Materialchargen C und D von der
Tiefenrichtung z ab: ox(z) und ayy(z). Den urspriinglichen Werkstiicken (206x102x30 mm®)
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wurden kleine Proben (siehe Abbildung 4-9¢) mit den MaBen 100x5x30 mm? mittels Bandsége
entnommen. Die gesagten Oberfldchen wurden plan gefrast. Dabei wurde darauf geachtet, dass
die Probenldange mindestens das 2,4-fache der Dicke betrug, um den Einfluss der Probenent-
nahme auf die I-ES zu vernachléssigen [Prim02]. Es wurde jeweils eine Probe in Walzrichtung
(L) und in Querrichtung (Q) entnommen. Die I-ES-Komponente, die entlang der Lénge jeder
Balkenprobe wirkt, wurde mit der Schlitzmethode analog zu Werkstiicken A gemessen (siehe
Abbildung 4-9c). Die I-ES wurden aus den Dehnungsdaten im Verhaltnis zur Schnitttiefe mit-
hilfe der Impulsregulierung berechnet (siehe Kapitel 2.3.2 bzw. [Hill13]).

Die gemessenen I-ES werden mit Literaturwerten von PRIME und HILL [Prim02] verglichen
(siehe Kapitel 5.1). Auch hier wurden die I-ES o(z) von Al7050-T7451 Werkstiicken (80 mm
dick) mit der Schlitzmethode gemessen. AuRerdem werden die unterschiedlichen I-ES als Ein-
gabe des FEM-Verzug-Modells (siehe Kapitel 7.1) verwendet.

45.3 Bauteilverzug

Der Bauteilverzug wird hier als die Verformung der Bauteilunterseite aus der Ebene hinaus (in
z-Richtung) definiert. Er wurde mittels taktiler Koordinatenmessung (KM) mit dem Koordina-
tenmessgerat (KMG) Tesa micro Hite 3D DCC NS 454 gemessen. Es besitzt einen Messbereich
von 440x500x410 mm? und eine Messunsicherheit gemaR DIN EN 1SO10360-2 bzw. eine Ge-
nauigkeit von 4 pm [Tesa23]. Es ist mit einem Tastkopf TESASTAR-i mit einer unidirektio-
nellen Wiederholprézision von unter 0,35 pum und einer Wiederholprézision beim Positionieren
kleiner 1,5 um ausgestattet. Zur Messung wurde der Tasteinsatz mit einer Lange von 40 mm
und einem Kopfdurchmesser von 2 mm und 3 mm verwendet. Die Rohdaten (x, y, z Koordina-
ten) wurden in der Software PC-DMIS PRO als .txt-Datei exportiert. Die Datenaufbereitung
und Analyse erfolgte in MATLAB. Die Verzugsmessung aller drei Werkstlickgeometrien wird
nachfolgend beschrieben.
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Unterseite

Positionier-2

element Controller I\
S A i

Abbildung 4-10: Koordinatenmessung des Verzugs fiir Wafer (a), vereinfachte Taschengeo-
metrie (b) und skalierte Flugelrippe (c)

Bauteilverzug: Wafer

Um die Wafer zu positionieren und anzutasten, wurden sie in einer Aufnahme mittels Knet-
masse befestigt. Dabei lag der Nullpunkt in der unteren linken Ecke (siehe Abbildung 4-10a).
Die 25x25 mm? groRe funkenerodierte Oberflache (gegeniberliegend zur gefréasten Oberflache)
wurde an Punkten mit einem Abstand von 0,5 mm in beide Richtungen gemessen. Die x-Rich-
tung entsprach der Vorschub-, die y-Richtung der orthogonalen Vorschubrichtung. Die Mess-
punkte wurden 1 mm von den Kanten entfernt gesetzt, was zu einer Messflache von 23x23 mm?
flihrte. Insgesamt wurden 2.209 Punkte gemessen. Zur statistischen Absicherung wurden je drei
Messungen pro Wafer durchgefiihrt und die Mittelwerte der einzelnen Messpunkte gebildet.



Seite 54 Versuchstechnik

Die Aufbereitung der Daten erfolgte in der Software MATLAB und wird wie folgt beschrieben:
Zundchst wurde jeder Datensatz, bestehend aus x-, y- und z-Koordinaten nivelliert, indem eine
in die Hohendaten gefittete flache Ebene subtrahiert wurde (MATLAB-Befehle: ,pre-
pareSurfaceData“, . fit“, ,residuals®). Danach wurde der z-Nullpunkt in die tiefste gemessene
Stelle verschoben. Die Visualisierung des Verzugs erfolgt anhand einer zweidimensionalen
Kartierung der Hoheninformationen durch die MATLAB ,,scatter3“-Funktion. Als Kennzahl
wurde die maximale Verformung zmax identifiziert. Zum Vergleich zweier Verzugsdatensatze
(experimentelle oder simulative Daten) wurde wie folgt vorgegangen: Nach dem Nivellieren
und Verschieben wurde der zweite Datensatz um einen Offset (zofr) S0 verschoben, dass die
mittlere Abweichung aller Punkte (AZmean) minimal wurde (siehe Abbildung 4-11). Dabei wurde
eine Auflésung der Verschiebung in z-Richtung von 1 pm (im Bereich von —Zmax bis +Zmax)
gewahlt. Zur Visualisierung der Unterschiede beider Datensétze wurde ein zweidimensionaler
Plot der Abweichungen erstellt (siehe Abbildung 4-11). Dariiber hinaus werden folgende Kenn-
zahlen zur Beurteilung des Vergleichs zweier Datensatze herangezogen:

e Der Unterschied der maximal auftretenden Verformung AZmax = Zmax,Datal - Zmax,Data2 Und
die relative Abweichung SZmaxz(Zmax,Data]_ - Zmax,DataZ) /Zmax,Data]_ in %

o Die mittlere Abweichung aller Punkte: (Az)mean S (nachfolgend als AzZmean geschrie-
ben) und die relative mittlere Abweichung 8Zmean= AZmean /Zmax,Data1 i %

o Der Wert Azgg gibt den Grenzwert in um an, unter welchem 99 % der Abweichungs-
Werte liegen.

Zum Vergleich simulierter mit experimentellen Daten wurde analog vorgegangen.

3D: X Vereinfachte Frontansicht in 2D:
0 X

Datensatz 1

Datensatz 2 - z,,

r AZ,

mean

=; Az /n,

Datensatz 2 Datensatz 1 z z,, 0 wahlen, dass Az, .., mininimal wird

Abbildung 4-11: Vorgehen beim Vergleich von zwei Verzugsdatensatzen

Bauteilverzug: Taschengeometrie

Die Verformung der Bauteilunterseite (200x98 mm?) in z-Richtung wurde vor (PRE-Datensatz)
und nach dem letzten Bearbeitungsschritt, dem Taschenfrasen, (POST-Datensatz) gemessen.
Die POST-Datensatze wurden analysiert bzw. zur Validierung des FEM-Verzug-Modells her-
angezogen. Die PRE-Datensétze liefern zusétzliche Informationen beziiglich der Verformun-
gen aufgrund der Fraskinematik WSP-M5 und des eigenspannungsbedingten Verzugs dicker
Bauteile aufgrund der I-ES o(z) (siehe Kapitel 6.2). Der Koordinatenursprung befand sich in
der unteren linken Ecke (siehe Abbildung 4-10b). Es wurde ein Abstand der Messpunkte von
2 mm mit einem Abstand von 1 mm zum Rand gewahlt, was in insgesamt 4.900 Messpunkten
resultierte. Die Datenpunkte im Bereich der funf Bohrldcher wurden nicht berlcksichtigt, was
die Datenmenge auf 4.714 Punkte reduzierte. Die Auswertung, Visualisierung und der Ver-
gleich der Verzugsdaten erfolgten analog zum oben beschriebenen Vorgehen des Wafer-Ver-
zugs (Nivellierung und Verschiebung des z-Nullpunkts in das Minimum).



Versuchstechnik Seite 55

Bauteilverzug: Skalierte Flugelrippe

Der Bauteilverzug der skalierten Fliigelrippe wurde anhand der Verformung der Bauteilunter-
seite in z-Richtung bestimmt. Da die zu messende Fl&che nicht rechteckig war, wurden entspre-
chende Leisten zur wiederholbaren Positionierung der Bauteile verwendet (siehe Abbildung
4-10c). Die Messpunkte wurden in einem Abstand von 4 mm gesetzt, was zu insgesamt 4.419
Messpunkten flihrte. Die Auswertung, Visualisierung und der Vergleich der Verzugsdaten er-
folgten analog zum oben beschriebenen VVorgehen des Wafer- bzw. Taschengeometrie-Verzugs
(Nivellierung und Verschiebung des z-Nullpunkts in das Minimum). Aufgrund der Bauteilge-
ometrie und der Limitation des Messraums entsprach die Langsseite der y‘-Achse im Messma-
schinenkoordinatensystem. Zur Gewahrleistung der Vergleichbarkeit der Datensdtze mit den
simulierten Verzugsdaten, wurden die Messdatensétze wéhrend der Analyse in das gewohnte
Koordinatensystem (Langsseite in x-Richtung) tberfuhrt.
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5 Analyse der gemessenen Eigenspannungen

Im ersten Teil dieses Kapitels werden die gemessenen I-ES der unterschiedlichen Werkstuick-
gruppen (A, B, C, D) vorgestellt. Im zweiten Teil des Kapitels werden die an den gefrasten
Werkstlicken A gemessenen P-ES analysiert. Die Ergebnisse wurden teilweise bereits verof-
fentlicht [Webe21a, Webe21b, Chig22a, Webe24].

5.1 Analyse der initialen Eigenspannungen

Wie in Kapitel 4.3 und 4.5.2 erldutert, wurden verschiedene Werkstticke mit unterschiedlichen
Warmebehandlungszustanden (Gruppe A vs. B), Orientierungen der I-ES (A vs. C) und Char-
gen (C vs. D) eingesetzt. Nachfolgend werden zuerst die Ergebnisse der I-ES Messungen pra-
sentiert und diskutiert, bevor in Kapitel 6 deren Einfluss auf den Bauteilverzug analysiert wird.
Zusatzlich werden die Messergebnisse als Eingabe fiir die FEM-Verzug-Modellierung (Kapitel
7.1) und zur Validierung der Warmebehandlungssimulation (siehe Kapitel 7.2) genutzt.

Werkstickgruppe A

In Abbildung 5-1 sind die an einem Werkstiick der Gruppe A (7050-T7451) gemessenen I-ES
abgebildet. Die ES-Reduktion durch Strecken reduzierte die I-ES auf ein typisches Niveau von
—15 bis 15 MPa (ox) bzw. —6 bis 2 MPa (ayy) [Chig22]. Die Licken in den Messungen sind
darauf zurtickzufthren, dass bei der Schlitzmethode tblicherweise nur bis zu einer Tiefe von
95 % der Materialdicke gemessen wird (siehe Kapitel 2.3.2). Ein Vergleich mit Literaturwerten
und Werkstlicken anderer Orientierung folgt im Unterkapitel Werkstlickgruppe C und D. Fir
die FEM-Verzug-Modellierung wurden die nicht gemessenen Bereiche (jeweils die letzten 5 %
der Materialdicke) symmetrisch ergénzt (oxx(y)) bzw. interpoliert (ayy(x)).

20 . . O § . . 5 g,
MPa MPa
(}) 10 1 0/’_\‘”77"’\7—7—
w o0
P -5
w©-10 . [ [ ] 1 10 ‘
T 0 20 40 60 80 mm 100 0 40 80 120 160 mm 200
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Abbildung 5-1: Gemessene I-ES 7050-T7451 nach [Webe21b, Chig22a]

Werkstiickgruppe B

In Abbildung 5-2a sind die gemessenen I-ES eines Werkstiicks der Gruppe B (7050-T74) dar-
gestellt. Es liegen hohe I-ES im Bereich von —150 MPa bis 100 MPa vor. Die abgeschreckten
Werkstlicke weisen aufgrund der thermischen Historie (siehe Kapitel 2.3.1) die typische para-
bolische Verteilung der Normalspannungen mit einer signifikanten Richtungsabhangigkeit, mit
Druck-ES aufRen und Zug-ES im Inneren, auf. Im Zentrum liegt nahezu ein einachsiger Span-
nungszustand vor, wobei oxx viel groRer als oyy ist [Chig22a].

Es wurden P-ES- und Verzugsmessungen der extrahierten Wafer in Bereichen mit unterschied-
lichen I-ES (oxx) durchgefiihrt (siehe Abbildung 5-2a): nahe Null (Pos. h), Zug (Pos. i) oder
Druck (Pos. k). Die P-ES in der Randzone der SF-M3 gefrésten Oberflache zeigen das typische
ES-Tiefenprofil, wobei sich die ES-Werte in groReren Tiefen (> 0,2 mm) den I-ES in den ent-
sprechenden Bereichen annahern (siehe Abbildung 5-2b). Es ist auferdem zu erkennen, dass
die I-ES den Betrag der apmax beeinflussen [Chig22b].
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Abbildung 5-2: Gemessene I-ES 7050-T74 (a) und P-ES (b) nach [Webe21h, Chig22a,b]
Werkstiickgruppe C und D

In Abbildung 5-3 sind die gemessenen I-ES der Werkstlicke der Gruppen C, D und die Litera-
turwerte von PRIME und HILL (gemessen an 80 mm dicken AI7050-T7451 Werkstiicken)
[Prim02] dargestellt. Die I-ES in x- und y-Richtung sind Uber der Tiefe, normiert auf die Dicke
der jeweiligen Werkstiicke, aufgetragen. Zusétzlich sind die I-ES oxx der Werkstlickgruppe A
abgebildet — aufgrund der Orientierung der Werkstiicke A kann nur ox« verglichen werden. Die
meisten ES-Tiefenprofile weisen die typische M-Form mit Druck-ES nahe der Oberflache und
Zug-ES in der Mitte auf. Werkstiickgruppe C weist eher eine N-Form als eine M-Form auf, was
auf die Verteilung der Festigkeit Gber die Dicke der entsprechenden Platte zuriickzufiihren sein
kdnnte [Prim02].
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Abbildung 5-3: Gemessene I-ES der 7050-T7451 Werkstiickgruppen nach [Webe24]

Die Maximalwerte der I-ES der drei gemessenen Werkstiickgruppen A, C und D waren dhnlich
und lagen zwischen 10 und 15 MPa. Die ES entlang der Walzrichtung (x) waren etwas grofer
als die ES entlang der Querrichtung (y). Die Spannungswerte in den vorliegenden Proben sind
geringfiigig kleiner als die in der Literatur [Prim02] gemessenen Werte, wo ES von 20 MPa
erreicht wurden. Der Trend in x-Richtung fiir Gruppe C in Tiefen von weniger als 20 % der
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Plattendicke spiegelt ein abweichendes unrealistisches Verhalten wider, dessen Ursache unklar
ist. Asymmetrische Effekte kdnnen bspw. auf das Abschrecken zurlickgefiihrt werden, da hier
eine Seite zuerst in das Wasser eintauchte. Insgesamt stimmen die gemessenen ES mit denen
aus der Literatur [Prim02] berein. Dort wurden &hnliche Trends bei zwei Plattendicken
(80 mm und 25 mm) festgestellt, wobei die dickere Platte eine deutlichere M-Form aufwies.

5.2 Analyse der prozessinduzierten Eigenspannungen

In diesem Unterkapitel werden die mit der BLM gemessenen P-ES in der Randzone der gefras-
ten Werkstiicke der Gruppe A (siehe Kapitel 4.4) analysiert. Die Analyse umfasst einerseits die
Untersuchung des Einflusses unterschiedlicher Schnittparameter auf die P-ES unter Bertick-
sichtigung der mechanischen und thermischen Belastung wahrend der Zerspanung. Anderer-
seits wird die Wiederholbarkeit der P-ES unter gleichen Herstellbedingungen fiir unterschied-
liche Frasmodi analysiert. Zusatzlich werden die Messdaten als Eingabe firr das FEM-Verzug-
Modell (Kapitel 7.1) und zur Validierung der Zerspansimulation (Kapitel 7.3) genutzt.

5.2.1 Mechanische und thermische Belastung

Mechanische Belastung

Die Kréfte in y-Richtung Fy sind bei allen Frdsmodi am hdchsten (siehe Abbildung 5-4), da dies
die Hauptschnittrichtung ist. Die Krafte Fx und F; sind deutlich geringer. Insgesamt sind die
Kréfte innerhalb der einzelnen Modi konsistent, d.h. auf einem &hnlichen Niveau mit einer re-
lativen max. Abweichung 8F von bis zu 24 % (vgl. F; von A218 vs. A219). Die Streuung der
Kréfte innerhalb der Frasmodi kénnen z. B. auf den WerkzeugverschleiR in Form von Schnei-
denausbriichen zuriickzufiihren sein (siehe Kapitel 4.4, Abbildung 4-4).
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Abbildung 5-4: Mittelwert der RMS-Kréfte pro Werkstiick in x-, y- und z-Richtung; Fehler-
balken zeigen Standardabweichung (je 6 Messungen) nach [Webe21a]
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Die Krafte Fx von SF-M4 bilden eine Ausnahme, da sie mit einer max. Abweichung von 60 %
starker streuen. Besondere Trends werden zusammen mit den P-ES in Kapitel 5.2.2 diskutiert.
Der Vergleich der gemittelten RMS-Krafte der unterschiedlichen Fraésmodi zeigt, dass mit stei-
gendem Vorschub pro Zahn die Schnittkréfte zunehmen (siehe Mittelwerte SF-M1 bis SF-M3
in Abbildung 5-4). Dies ist auf die gréRere unverformte Spandicke und das groRere Zeitspan-
volumen bei erhéhtem Vorschub pro Zahn zuriickzufiihren, was zu einem héheren Energiebe-
darf fiir die plastische Verformung des Werkstoffs und die Uberwindung der héheren Reibung
flihrt [Klock18]. Eine Erhéhung der Schnittgeschwindigkeit fiihrt zu einer Verringerung der
Kréfte Fy und F; und einer Erhdhung von Fx aufgrund der damit einhergehenden héheren Vor-
schubgeschwindigkeit (vgl. Mittelwerte SF-M1 und SF-M4 in Abbildung 5-4).

In Abbildung 5-5 sind beispielhaft die Kraftsignale in z-Richtung einer gefrasten Bahn je Fras-
modus dargestellt. Neben der Ansicht des gesamten Signals ist eine VergrofRerung im Bereich
weniger Millisekunden gezeigt, in der eine Umdrehung des Werkzeugs abgebildet wird. Es ist
zu erkennen, dass aufgrund der gegebenen Schnittbreite (ae = 4 mm) und des Werkzeugdurch-
messers (D = 12 mm) jeweils nur eine der drei Schneiden an der Zerspanung beteiligt ist. Auf-
grund der Werkzeuggeometrie zieht das Werkzeug das Material hauptsachlich in negativer z-
Richtung. Mithilfe der Fast-Fourier-Transformation (FFT) der Kraftsignale ist zu erkennen,
dass die dominierende Frequenz fir SF-M1, 2 und 3 die Schnittfrequenz fs (265 Hz) selbst ist.
Die FFT des Kraftsignals von SF-M4 zeigt, dass die dominierende Frequenz hier das Doppelte
von fs ist (1194 Hz). Dies deutet darauf hin, dass bei SF-M4 und dem verwendeten Versuchs-
aufbau (siehe Kapitel 4.4.1) Prozessinstabilitdten durch bspw. Schwingungen auftraten.

a) SF-M1:£,= 0,04 mm; |b) SF-M2: 7, = 0,1mm; | c) SF-M3: £, = 0,2 mm; | d) SF-M4: £, = 0,04 mm;

v, =200 m/min v, =200 m/min v, =200 m/min v, =450 m/min
100
. N
w o
T
Z-100
-200 12 3 4 2 4 6 10
0/5 10 15s\2000/2 4 6 s\10 O s 0 s
Zeit t - Zeit t - Zeitt — Zeitt -
100
t N N A
e 0\‘\ /’/ YA AL FREEEY A EEE A AA ‘J,«‘/‘
= N W Y \ \ \
o £ I\
1% e 00113 ‘ <t=00055"
t,=0, s L s > =0, s
200 t=0,0113s

114 118 s 126 |678 682 686 s 69 | 344 348 s 356 ,852 854 s 858

FFTF, FFTF, FFTF, FFTF,

JI“‘JJ Lo I

[ | 1 | ol S
265 795 Hz 2000 265 795 Hz 2000| 265 795 Hz 2000 597 1194 Hz 2000
Frequenz - Frequenz - Frequenz - Frequenz -

Kraft F~

= N W [
oo o o Z

Abbildung 5-5: Kraftsignal F; und FFT je Frasmodus nach [Webe21a]
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Thermische Belastung

Die maximale Temperatur wird erreicht, sobald sich das Werkzeug oberhalb des Thermoele-
ments befindet. Abbildung 5-6 zeigt die durchschnittliche Temperatur Tmax fur jeden Frasmo-
dus. Dabei wurde die Temperatur fur je drei Proben pro Frésmodus fiir die Werkstiickgruppe A
gemessen. Alle Tmax, gemessen in einer Tiefe von etwa 100 um, liegen auf einem niedrigen
Niveau im Bereich zwischen 30 und 55 °C. Der tatsachliche Abstand der Thermoelementstirn-
flache zur Oberflache variierte und lag im Bereich von 75 bis 125 um. Er hat aber keinen Ein-
fluss auf die gemessenen Temperaturen (siehe Abbildung 5-6b). Die hochsten Temperaturen
wurden fir SF-M1 mit dem geringsten Vorschub gemessen. Eine Erhéhung des VVorschubs pro
Zahn (SF-M1 < M2 < M3) fiihrt zu einem Rickgang der Temperaturen. Hohere Schnittge-
schwindigkeiten (bei konstantem Vorschub pro Zahn) fiihren zu einer leichten Abnahme der
Temperaturen (vgl. SF-M1 und M4), da sich das Werkzeug bei SF-M1 (niedrigste Vorschub-
geschwindigkeit) langsamer bewegt und somit weniger Zeit zur Erwarmung der Probe zur Ver-
fugung steht. Ein Vergleich von SF-M2 und M4 (dhnliche Vorschubgeschwindigkeiten — siche
Tabelle 4-2) zeigt, dass SM-4 aufgrund der héheren Schnittgeschwindigkeit, und damit mehr
Reibung, zu héheren Temperaturen fiihrt.
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Abbildung 5-6: Mittelwert der maximalen Temperatur je Frasmodus (a) und Temperaturver-
teilung Uber den Abstand zur gefrésten Oberflache (b) nach [Webe21a]

5.2.2 Wiederholbarkeit der prozessinduzierten Eigenspannungen
Wiederholbarkeit der P-ES innerhalb eines Werkstlicks

Die Streuung der P-ES innerhalb eines Werkstiicks werden beispielhaft fir A221 (SF-M2) dis-
kutiert. In Abbildung 5-7 sind die Ergebnisse der drei ES-Messungen, gemessen an den Positi-
onen I, I und 11, dargestellt. Insgesamt stimmen die drei Messungen gut tiberein. Sie zeigen
ahnliche ES-Profile mit Druck-ES nahe der Oberflache mit einer ahnlichen Eindringtiefe t,. Fur
zwei der drei Messungen (Pos. 11 und 111) ist eine hohe Ubereinstimmung fur Tiefen groRer als
20 um gegeben. An Position | sind tiefere opmax als an Positionen Il und 111 vorzufinden. Im
Allgemeinen ist ein Unterschied der P-ES nahe der Oberflache (< 20 um) aufgrund der hohen
Unsicherheit der Bohrloch-Messmethode flir geringe Tiefen (siehe Fehlerbalken) festzustellen
[Chig21].

Die Messung an Position Il erfasst Zug-ES in x- und y-Richtung flir Tiefen groRer als 80 um.
Dabei handelt es sich um die I-ES, welche in den Werkstlickgruppen A von x und y abhéngen.
An Position I und 111 sind in diesen Tiefenregionen Druck-ES entsprechend ihrer Position naher
an den Randern vorzufinden [Webe21a].
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Abbildung 5-7: P-ES Messung am Beispiel von A;21 (SF-M2), Fehlerbalken représentieren
die Unsicherheit der BLM, nach [Webe21a]

Wiederholbarkeit der P-ES bei mehreren im gleichen Modus gefrasten Werksticken
Alle drei gemittelten prozessinduzierten ES-Verldufe der SF-M1 Bearbeitung (A112, A218,
A219 — bestehend aus je drei Einzelmessungen) zeigen das aus der Literatur bekannte V-Tie-
fenprofil fur alle drei ES-Komponenten 6xx(z), ayy(z) und Txy(z), mit der Ausnahme, dass die
opmax in der geringsten Tiefe auftreten, sodass temax sehr klein ist (siehe Abbildung 5-8). Die
Normalspannungen sind in ihrer GréRenordnung dhnlich. Die Schubspannungen sind kleiner.
Die P-ES von A112 und A219 sind sehr wiederholbar im Sinne einer geringen Streuung. Die
gemittelten P-ES fast aller Tiefeninkremente liegen innerhalb der Standardabweichung der je-
weils anderen. Die Gpmax betragen ca. —125 + 34 MPa (A112) und —146 = 5 MPa (A219) in x-
Richtung und —141 + 35 MPa (A12), —137 + 19 MPa (A219) in y-Richtung. lhre Eindringtiefen
t, liegen bei ca. 60 um fiir die Normal-ES. Die Schub-ES Tpmax betragen —44 + 5 MPa (A112)
bzw. —43 + 8 MPa (A219) bei einer Eindringtiefe von etwa 50 pm. Das ES-Profil von A218 ist
ahnlich, aber im Allgemeinen flacher mit geringeren &emax (=75 = 32 MPa in x-Richtung und
—95 + 39 MPa in y-Richtung). Auch die Eindringtiefe ist im Vergleich zu A:12 und A219 mit
etwa 35 pum (fiir Normal-ES) geringer. Die Schub-ES Tpmax sind ebenfalls kleiner (—13 + 8 MPa)
und in der ersten gemessenen Tiefe (13 pm) vorzufinden. Ein Vergleich der Kréfte zeigt den
gleichen Trend fur Fy und F; (siehe Abbildung 5-4). Fy und F; von A218 sind kleiner als die
von A112 und A219. Dieser Trend ist bei Fx nicht zu erkennen [Webe21a].
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Abbildung 5-8: SF-M1 P-ES, Fehlerbalken aus Standardabweichung (je drei Messungen),
nach [Webe21a]

Ahnlich zu SF-M1 zeigen die ES-Tiefenprofile in der Randzone der in SF-M2 gefrasten Werk-
stlicke negative ES fir alle drei Spannungskomponenten, wobei &pmax in der ersten (A215,
Az21) bzw. zweiten (A223) gemessenen Tiefe liegt (siehe Abbildung 5-9). Die P-ES von A15
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und A»23 sind in hohem Malie wiederholbar, da fast alle interpolierten ES innerhalb der Stan-
dardabweichung des jeweils anderen liegen. A223 weist betragsméaRig hohere ES in Tiefen von
50 bis 76 pm auf. Die gpmax betragen ca. —162 + 31 MPa (A223), —189 £+ 16 MPa (A215) und
—207 + 43 MPa (A221) in x-Richtung und —164 + 28 MPa (A223), —195 + 14 MPa (A215) und
—189 + 33 MPa (A221) in y-Richtung. Ihre Eindringtiefe t, liegt bei etwa 65 um (A221, A223)
und 85 pum (A215). Die Tpmax betragen —44 + 10 MPa (A221), =51 + 20 MPa (A223) und —61 +
18 MPa (A215) mit t; bei 40 pm (A221, A223) und 64 pm (A215). Ein Vergleich der Krafte
zeigt, dass Fy bei A215 ebenfalls am groRten ist (siehe Abbildung 5-4). Bei F; und Fy ist dieser
Trend nicht zu erkennen [Webe21a].
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Abbildung 5-9: SF-M2 P-ES, Fehlerbalken aus Standardabweichung (je drei Messungen),
nach [Webe21a]

Die ES-Tiefenprofile der SF-M3 gefrasten Werkstiicke zeigen das typische V-férmige Tiefen-
profil mit ausgeprégten &emax flr alle drei Werkstiicke in gréBeren Tiefen (siehe Abbildung
5-10). Die Opmax betragen ca. —103 + 8 MPa (A120), —148 + 14 MPa (A204) und —145 + 9 MPa
(A118) in x-Richtung und —124 + 9 MPa (A120), —165 = 17 MPa (A204) und —127 + 9 MPa
(A118) in y-Richtung. Es werden vergleichsweise geringe Standardabweichung erzielt, da hier
die apmax in groReren Tiefen vorzufinden sind (bei geringerer Messunsicherheit der BLM
selbst). Die Trmax betragen —47 + 8 MPa (A120), —55 + 12 MPa (A204) und —46 + 13 MPa
(A118). Die Tiefe der pmax betragt etwa 64 um (A120), 51 pm (A118, A204 x-Richtung) und
38 um (A204 y-Richtung). Die Tiefe der Temax liegt bei 38 um (A118, A120) und 25 pm (A204).
Die Eindringtiefe t, ist bei den Normalspannungen gleich (180 pum) und in Schubrichtung t. =
90 pm (A120, A204) bzw. 140 um (A118). Bei der Bearbeitung von A:20 wurde die kleinste
Kraft F;im Vergleich zu den anderen beiden Werkstlicken gemessen (siehe Abbildung 5-4).
Abgesehen davon ist kein Trend oder Zusammenhang mit den ES erkennbar [Webe21a].
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Abbildung 5-10: SF-M3 P-ES, Fehlerbalken aus Standardabweichung (je drei Messungen),
nach [Webe21a]
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Die ES-Tiefenprofile in Normalenrichtung der SF-M4 gefrasten Werkstiicke variieren (siehe
Abbildung 5-11) starker als bei den vorangegangenen Frasmodi. Die Gpmax VOn A122 und A217
sind in der ersten interpolierten Tiefe aufzufinden — die &pmax VON A205 dagegen in der zweiten
interpolierten Tiefe in x- und y-Richtung. Es ist jedoch zu beachten, dass die Standardabwei-
chung der P-ES von A305 in der ersten interpolierten Tiefe relativ hoch ist (35 und 50 MPa).
Die GroRenordnung von Gpmax variiert stiarker als bei den anderen Modi: —224 + 19 MPa (A217),
—162 + 6 MPa (A205), —63 + 18 MPa (A122) in x-Richtung und —217 + 6 MPa (A217), —134 +
13 MPa (A205), =61 + 16 MPa (A122) in y-Richtung. Ab einer gréReren Tiefe (30 um) sind die
normalen ES-Tiefenprofile von A205 und A:22 ahnlich mit einer Eindringtiefe von 75 um. Das
ES-Tiefenprofil von A122 ist deutlich flacher mit einer Eindringtiefe von lediglich 40 um. Die
Schub-ES in den Randzonen der Werkstlicke A217 und A205 weisen eine geringe Streuung auf
und sind mit Tpmax = —54 £ 15 MPa in der ersten gemessenen Tiefe vorzufinden. Ihr Eindring-
tiefe betragt 40 um. Das Schubspannungsprofil von A:122 ist flacher mit kleinerem Tpmax
(33 + 3 MPa) und trmax = 20 um. Wie bereits in Kapitel 5.2.1 analysiert, ist in z-Richtung ein
oszillierendes Verhalten der Krafte zu erkennen. Die FFT zeigt ihren hochsten Ausschlag bei
der doppelten Schnittfrequenz (siehe Abbildung 5-5). Somit filhren die Prozessinstabilitaten bei
Verwendung des gezeigten Versuchsaufbaus und der Schnittparameter SF-M4 zu einer Varia-
tion der mechanischen Belastung, was ebenfalls in groBen Unterschieden der P-ES-Tiefenpro-
file resultiert [Webe21a].
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Abbildung 5-11: SF-M4 P-ES, Fehlerbalken aus Standardabweichung (je drei Messungen),
nach [Webe21a]

Zusammenfassend zeigt der Vergleich der verschiedenen Werkstiicke, die mit demselben Frés-
modus bearbeitet wurden, dass die prozessinduzierten Eigenspannungen prinzipiell wiederhol-
bar sind. Dabei ist zu beriicksichtigen, dass sich fiir SF-M1 bis SF-M3 ein Profil von den ande-
ren beiden in Form eines flacheren (SF-M1) bzw. tieferen (SF-M2) ES-Tiefenprofils oder ge-
ringeren Gpmax (SF-M3) unterscheidet. Die in SF-M4 (héhere Schnittgeschwindigkeit) gefrasten
Werkstlicke dagegen weisen deutlich gréRere Unterschiede der ES-Tiefenprofile auf. Dies ist
auf die variierende mechanische Beanspruchung aufgrund von Prozessinstabilitaten zurlickzu-
fuhren. Die Variationen innerhalb der verschiedenen Bearbeitungsmodi werden im néchsten
Abschnitt quantifiziert.

Vergleich der P-ES bei verschiedenen Bearbeitungsarten und deren Wiederholbarkeit
Abbildung 5-12 verdeutlicht, dass hohere Vorschiibe zu einer grof3eren Eindringtiefe des ES-
Profils und zu einer groReren Tiefe der Gemax filhren. Nur SF-M3 zeigt ein ideales V-formiges

Tiefenprofil mit ausgeprégten &emax in groferen Tiefen und weniger Druck-ES in der Néhe der
Oberfliche — wihrend die Gpmax flir niedrigere Vorschiibe (SF-M1, 2) naher an der Oberflache
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liegen. Hier weist SF-M2 die hochsten Gpmax auf. Eine Erklarung fiir diese Effekte ist, dass die
héhere Belastung der Werkstuicke aufgrund der groReren Spanungsdicke und des Materialab-
trags zu groReren plastisch verformten Bereichen und damit zu tieferen ES und zur Verlagerung
der opmax in das Werkstlick filhrt. Sobald sich Gpmax in groReren Tiefen befindet, sind die ES an
bzw. nahe der Oberfléche geringer, um im mechanischen Gleichgewicht zu bleiben (siehe SF-
M3: Abbildung 5-10) [Denk08]. Dartiber hinaus resultiert die Druckeigenspannungsverteilung
aus der kombinierten Wirkung der beiden konkurrierenden Prozesse, der direkten plastischen
Oberflachenverformung und der plastischen Verformung tieferer Schichten aufgrund der Hertz-
schen Pressung [Wohl84]. Es scheint, dass bei SF-M1 und 2 viel Energie fir die direkte plasti-
sche Verformung der Oberflache verbraucht wird, sodass die Wirkung der Hertzschen Pressung
nicht dominiert. Hier sollte jedoch auch beriicksichtigt werden, dass die BLM ihre gréfite Un-
sicherheit in der ersten gemessenen Tiefe hat. Das VVorhandensein reiner Druckeigenspannun-
gen, deutet darauf hin, dass im Vergleich zur mechanischen Belastung die thermische eine un-
tergeordnete Rolle spielt (vgl. Kapitel 2.3.1, Abb. 2-8) [Webe21a].
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Abbildung 5-12: Vergleich P-ES Variation Vorschub (SF-M1-2-3), Fehlerbalken représentie-
ren die Standardabweichung aus je neun Messungen, nach [Webe21a]

Die Variation der Schnittgeschwindigkeit (siehe Abbildung 5-13) zeigt, dass die durchschnitt-
lichen P-ES-Tiefenprofile dahnlich aussehen, obwohl SF-M4 die gréfite Streuung aufweist (siehe
hohe Standardabweichung). Dies lasst sich durch &hnlich hohe Kréfte und Temperaturen erkla-
ren (siehe Abbildung 5-6) [Webe21a].
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Abbildung 5-13: Vergleich P-ES Variation Schnittgeschwindigkeit (SF-M1-4), Fehlerbalken
représentieren die Standardabweichung aus je neun Messungen, nach [Webe21a]

Zur Quantifizierung der Wiederholbarkeit der P-ES wurde der Durchschnitt der P-ES o(z) fiir
jedes Tiefeninkrement je Frasmodus inkl. Standardabweichung analysiert. Dabei wurden die
durchschnittlichen Gpmax Sowie der Durchschnitt der Eindringtiefe £, inkl. Standardabweichung
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aus allen neun P-ES-Messungen je Frasmodus bestimmt (siehe Tabelle 5-1). Wie bereits be-
schrieben, weisen die Normalspannungen des SF-M4 die gréRten Schwankungen auf, wobei
die Standardabweichung 54 % der Gpmax erreicht. Bei den anderen Frasmodi ist die Standardab-
weichung niedriger (insbesondere bei SF-M2 bis 3), wo die hochste Standardabweichung 34 %
(SF-M1), 21 % (SF-M2) und 18 % (SF-M3) ihrer Gpmax betragt. In Schubrichtung ist prozentual
die groBte Standardabweichung bei Tpmax,sr-m1 (49 %) zu finden. Generell ist anzumerken, dass
die Standardabweichung der armax bei niedrigeren und flacheren P-ES zunimmt (siehe Tabelle
5-1: SF-M1, 4). Die BLM selbst kommt in diesen oberflachennahen Regionen bzgl. der Auflo-
sung an ihre Grenzen [Chig21a]. Ein &hnlicher Trend ist bei der Eindringtiefe t, festzustellen,
bei der die groRte Streuung bei den niedrigsten Schub-ES auftritt (SF-M1: 52 %, SF-M4: 41 %).
Die Variation von temax scheint fur alle Frasmodi gering zu sein, da bei fast allen P-ES-Tiefen-
profilen (auBer SF-M3) die &pmax in der ersten gemessenen Tiefe vorzufinden sind. Sie kann
nicht quantifiziert werden, da die erste gemessene Tiefe variiert (4 um bis 12 um). Bei SF-M3
wurde fir tpmax eine Variation von 50 £ 8 um (x-Richtung), 52 + 6 um (y-Richtung) und 31 £
22 pum (Schub-) festgestellt [Webe21a].

Tabelle 5-1: Vergleich der P-ES [Webe21a]

Druck-ES / Modus SF-M1 SF-M2 SF-M3 SF-M4

EPmax,xi S in MPa
(S/TPmaxx N %)
EPmax,yi S in MPa
(S/EPmax,y in %)
meax,xy i' S in MPa
(S/‘EPmax,xy in %)

115+39 (34 %) |[185+39(21%) | 135+24(18%) | 139+ 73 (53 %)

125+36 (29%) |182+33(18%) | 141+23(16%) | 136 +73 (54 %)

33+16(49%) |52+16(31%) |[48+10(21%) |47+14 (30 %)

toxE Sin um

ol 56 +22 (39 % 74 +£12 (16 % 177 £62 (35%) | 62+18 (29 %
(s/tsxin %) (39%) (16 %) (35 %) (29 %)
I
tay®S InpM 56+19(34%) |70+11(16%) |180+22(12%) | 6218 (29 %)
(sltsy in %)
toxy £ SN pm

2011 (52%) | 49+14(29%) | 10526 (25%) | 34 %14 (41 %)

(s/txin %)

Neben den mit Schaftfréser bearbeiteten Werkstiicken, wurde das Planfrasen mit Messerkopf
untersucht. In Abbildung 5-14a sind die gemittelten P-ES (vier Einzelmessungen an einem
Werkstlick) dargestellt. Die Normalspannungen weisen das typische Druck-ES-Tiefenprofil auf
Mit Gpmaxx= —24 = 14 MPa und Gpmaxy = —24 + 13 MPa nahe der Oberfléche. Der Betrag der
P-ES ist somit sehr gering im Vergleich zu SF-M. Der Grund hierfir sind die veranderte Werk-
zeuggeometrie und die verwendeten Prozessparameter, die in einem grundverschiedenen Be-
lastungszustand resultieren (siehe Abbildung 5-14b). Schubspannungen sind kaum vorhanden
mit Trmax = 10 + 14 MPa. Insgesamt ist zu beachten, dass die Standardabweichungen im Ver-
gleich zum Betrag der P-ES sehr hoch sind. Dies liegt zum einen an der Messunsicherheit der
BLM, da hier sehr geringe ES nahe der Oberflache vorzufinden sind. Zum anderen ist es nicht
auszuschlieRen, dass diese geringen ES uber die Eingriffsbreite aufgrund der Fraskinematik
variieren: es wird sowohl im Gleichlauf als auch im Gegenlauf gefrast (a. > D/2).
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Abbildung 5-14: P-ES (a) und Krafte (b) WSP-M5; Fehlerbalken reprasentieren die Stan-
dardabweichung

5.3 Fazit zur Analyse der gemessenen Eigenspannungen

Die Messung der I-ES verschiedener Gruppen von A7050-T7451 stimmen weitgehend mit de-
nen der Literatur [Prim02] (berein: Es zeigte sich eine klare, symmetrische M-Form der ES-
Verldufe in Werkstiickgruppe A, eine weniger klare und weniger symmetrische M-Form in
Gruppe B und eine N-Form fiir Werkstiicke der Gruppe C. Die GréfRenordnung der gemessenen
I-ES lag im Bereich von —15 bis +15 MPa und war somit um etwa 5 MPa kleiner als die Lite-
raturwerte. Die I-ES des 7050-T74 Werkstiicks der Gruppe B wies die aufgrund des thermi-
schen Abschreckens typische parabolische Verteilung der Normalspannungen mit einer signi-
fikanten Richtungsabhéngigkeit (Druck-ES auBen und Zug-ES im Inneren) auf. Dabei wurden
Betrége im Bereich von —150 MPa bis +100 MPa gemessen.

Die P-ES waren fiir die Frasmodi SF-M1 bis 3 prinzipiell wiederholbar. Indikator fiir eine ge-
ringe Streuung sind die Standardabweichungen der max. Normalspannungen &pmax, die in ei-
nem Bereich zwischen 16 % und 34 % der Grmax lagen. Die P-ES der SF-M4 bearbeiteten Werk-
stlicke wiesen eine hdhere Streuung aufgrund der variierenden mechanischen Belastung durch
Prozessinstabilitaten auf (Standardabweichung bis zu 54 % der Grmax). Grundsatzlich gilt, dass
héhere Vorschiibe pro Zahn in einer héheren Eindringtiefe der P-ES und in einer hdheren Tiefe
der Gpmax resultieren. Der Grund hierfir ist die mit steigendem f, erhdhte mechanische Belas-
tung, die zu grdReren plastischen Verformungen fuhrt. Das Planfrésen mit Messerkopf fuhrte
aufgrund der geringen mechanischen Belastung zu sehr geringen P-ES mit Gpmax= —24 +
14 MPa.

Der Einfluss der Streuung der ES auf den Bauteilverzug wird im néchsten Kapitel untersucht.
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6 Analyse der Wiederholbarkeit des eigenspannungsbe-
dingten Bauteilverzugs

In diesem Kapitel wird die Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs ex-
perimentell fir die Wafer- und Taschengeometrie untersucht. Sie wird fir unterschiedliche
Konfigurationen (P-ES, I-ES, Wandstarke, Bearbeitungsweg) analysiert. Eine Analyse der
Wiederholbarkeit ist notwendig, um spéter die Vorhersagegiite des FEM-Verzug-Modells zu
beurteilen. Die Ergebnisse wurden teilweise bereits verdffentlicht [Webe2la, Webe21b,
Webe22a].

6.1 Wafer

Abbildung 6-1 zeigt den Verzug zweier Wafer, die aus demselben Werkstiick A120 (SF-M3
gefrast) stammen. Die beiden Wafer wurden an den Positionen W1 (x = 24 mm, y = 64 mm)
und W2 (x = 182 mm, y = 64 mm) herausgetrennt (siehe Abbildung 4-5). Der Verzug ist hier
definiert als die Verformung in z-Richtung aus der xy-Ebene heraus. In Abbildung 6-1a ist die
Draufsicht auf die gefraste Oberflache zu sehen, wobei die z-Richtung einen positiven Verzug
in die Ebene hinein darstellt. Der Wafer verformt sich konvex (N-férmig) aufgrund der in die
Randzone der gefrasten Oberflache induzierten Druckeigenspannungen (siehe Abbildung
6-1a, b). Die grofite Hohendifferenz, die max. Verformung zmax, tritt zwischen der oberen linken
(0 mm, 0 mm) bzw. unteren rechten Ecke (25 mm, 25 mm) und der Mitte der Wafer auf. Diese
verdrehte Form des Verzugs stellt sich ein, da die prozessinduzierten Schub-ES vy zusétzlich
zum Biegemoment aufgrund der Normal-ES ein Torsionsmoment induzieren. Inwiefern die
prozessinduzierten Schubspannungen fur den Betrag und die Form verantwortlich sind wird in
Kapitel 8.1.1 quantitativ analysiert. Beide Wafer zeigen sowohl was die Form als auch den
Betrag des Verzugs angeht nahezu identische Ergebnisse. Im Mittel weichen die z-Verformun-
gen AZmean um 2 £ 1 pm (8Zmean= 1 %) ab und 99 % der Messwerte haben eine Abweichung
kleiner als zg9 = 6 um (siehe Abbildung 6-1c). Die max. Verformung zmax liegt bei 153 pum bzw.
156 um. So ergibt sich eine relative Abweichung von 8zZmax= 2 %. Die Wiederholbarkeit der
Wafer-Verziige innerhalb eines Werksticks ist somit auf die Wiederholbarkeit der P-ES inner-
halb eines Werkstiicks (siehe Kapitel 5.2.2) zurlickzufiihren. Die I-ES spielen fiir den Wafer-
Verzug der Werkstlickgruppe A keine Rolle, da die Wafer sehr diinn sind und der Betrag der
I-ES sehr gering ist.

Die Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs fur die Wafer-Geometrie
verschiedener Werkstlicke wird an je zwei Wafern pro Frdsmodi analysiert. Dabei stammen
diese jeweils aus den zwei Werkstlicken, welche den grofRten Unterschied der P-ES aufwiesen
(siehe Kapitel 5.2.2):

e SF-M1: A218 vs. A112
e SF-M2: A215 vs. Az23
e SF-M3: A120 vs. A04
e SF-M4: A122 vs. Az05

Die Benennung der Wafer erfolgte analog zur Benennung der Werkstiicke: Wafer A215 bedeu-
tet, dass der Wafer aus dem Werkstiick A215 herausgetrennt wurde.
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Abbildung 6-1: Wafer A120 Vergleich

In Abbildung 6-2 ist der Wafer-Verzug und der Vergleich zwischen den Frasmodi SF-M1 bis
SF-M4 abgebildet. Es ist zu erkennen, dass alle Wafer aufgrund der in die Randzone einge-
brachten Druck-ES die gleiche beschriebene tordierte konvexe Verformung aufweisen. Der
Verzug der beiden SF-M1 (f;= 0,04 mm, vc = 200 m/min) gefrasten Wafer A112 und A218 wird
in Abbildung 6-2a verglichen. Die max. Verformung von A218 (Zmax = 58 pm) ist um 29 %
kleiner als die von A112 (zmax = 81 pm). Im Mittel weichen die z-Verformungen AZmean Um 4 £
4 pum (3Zmean = 5 %) ab, wobei 99 % der Werte eine Abweichung kleiner als zgg = 18 pm auf-
weisen. Aus der ortsaufldsenden Abweichungsgrafik geht hervor, dass in der Mitte des Wafers
sowie an der linken unteren und rechten oberen Ecke die geringsten Abweichungen vorzufinden
sind. Dagegen treten in den gegeniberliegenden Ecken die grofiten Abweichungen auf. Diese
lassen sich durch die festgestellten Unterschiede der P-ES-Profile erklaren (siehe Kapitel 5.2.2).
A218 hat ein flacheres P-ES-Profil mit geringeren opmax in allen Richtungen und kleinere Ein-
dringtiefen t, im Vergleich zu A112. Dadurch werden geringere Biegemomente induziert. Ein
&hnlicher Trend zeigt sich fur die restlichen drei Fraésmodi:

Der in SF-M2 (f;= 0,1 mm, vc = 200 m/min) bearbeitete A223 Wafer mit flacheren und gerin-
geren P-ES weist eine um 22 % geringere max. Verformung als A215 auf (Zmax,a223 = 121 vs.
Zmax,A215 = 156 um, siehe Abbildung 6-2b). Im Mittel weichen die z-Verformungen AZmean Um 6
+ 6 um (dzmean = 4 %) ab und 99 % der Messwerte haben eine Abweichung kleiner als zgg = 29
um. Die grofiten Abweichungen sind an &hnlichen Stellen wie bei den in SF-M1 bearbeiteten
Wafern zu lokalisieren. Die verdrehte Form der Abweichungsgrafik weg von der Diagonalen
deutet auf unterschiedlich groBe Normalspannungen hin.
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Abbildung 6-2: Wafer-Verzug Vergleich SF-M1 (a), SF-M2 (b), SF-M3 (c) und SF-M4 (d)

Der SF-M3 (f;= 0,2 mm, vc = 200 m/min) gefraste Wafer A120 mit flacheren und geringeren
P-ES weist ebenfalls einen um 22 % geringere max. Verformung als A204 auf (zmax,a20= 153
VS. Zmax,A204 = 196 pm, siehe Abbildung 6-2c). Im Mittel weichen die z-Verformungen AZmean
um 8 + 8 um (8zmean= 4 %) ab und 99 % der Messwerte haben eine Abweichung kleiner als zgo
=37 um (siehe Abbildung 6-2c). Die Abweichungen sind ahnlich zu SF-M1 und -M2 verteilt.

Fir den Bearbeitungsfall SF-M4 (f; = 0,04 mm, vc = 450 m/min) weist einer der beiden Wafer
(A122) eine deutlich geringere max. Verformung (60 %) im Vergleich zu A205 auf (zmax,a122 =
50 VS. Zmax,az20s = 126 pum, siehe Abbildung 6-2d). Auch im Mittel liegen hohere Abweichungen
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mit AZmean= 11 £ 12 pm (8Zmean= 9 %) vor. 99 % der Messwerte haben eine Abweichung, die
kleiner als zgo = 55 pm ist (siehe Abbildung 6-2d). Die in Kapitel 5.2.2 beschriebenen starken
Unterschiede der P-ES, die aufgrund der Prozessinstabilititen bei dem verwendeten Versuchs-
aufbau und den Schnittparametern SF-M4 auftraten, wirken sich somit analog signifikant auf
den Wafer-Verzug aus.

In Abbildung 6-3 ist der Verzug der mit Wendeschneidplatten (WSP-M5) bearbeiteten Wafern
dargestellt. Im Gegensatz zu den mit Schaftfréser gefrasten Werkstlicken (SF-M) tritt eine kon-
vexe Verformung mit den Maxima in allen vier Ecken auf. Der Grund hierfir sind die sehr
geringen induzierten Schubeigenspannungen. Diese induzieren zwar ein geringes Torsionsmo-
ment, das jedoch von den vom Drahterodieren eingebrachten Schub-ES (siehe Anhang Abbil-
dung 11-1) fast vollstandig ausgeglichen wird. Insgesamt ist der Verzug deutlich geringer als
SF-M1, da die P-ES ebenfalls deutlich geringer sind (siehe Kapitel 5.2.2). Die Verformung
beider Wafer weist eine gute Ubereinstimmung mit AZmean=2 = 1 pm (8Zmean= 5 %) bzw. 8Zmax=
15 % (Zmax.a206 = 34 M VS. Zmax,a05 = 29 um) auf.

y.  A06 v A05 Zoyy Verglaich: Az [WSP-M5 NN
5 10 15 mm250° 5 mm 0" 5 10 15 mm 25 /[ |a.=40mm
v - - um [ - a=15mm
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| [Werkstlickgr. A

Zw=34um <6=15%— Zz,.,=29um 0 AZ=21um(6=5%) g

Abbildung 6-3: Wafer-Verzug Vergleich WSP-M5

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass der Ausschnitt von Wafern eine gute Mdglichkeit
darstellt das Verzugspotential der P-ES aufzuzeigen. Dabei gilt, dass kleine Unterschiede in
den P-ES fir SF-M1, -M2 und -M3 zu kleinen Abweichungen der max. Verformung
(zmax < 29 %) fuhren. Wohingegen bei auftretenden Storfaktoren im Zerspanprozess, z. B.
Schwingungen, die groRen Unterschiede in den P-ES (SF-M4) auch in grofRen Unterschieden
der max. Verformung (bis zu 60 %) resultieren. AuBerdem wurde verdeutlicht (siehe Abbildung
6-2), dass im Mittel mit zunehmendem Vorschub die max. Verformung aufgrund tieferer und
héherer P-ES steigt. Bei einem Vergleich der Variation der Schnittgeschwindigkeit (SF-M1 vs.
SF-M4) kann jedoch kein eindeutiger Trend festgestellt werden, da SF-M4 eine grofRere Streu-
ung der P-ES und somit auch eine groRere Variation im Verzug aufweist. Im Allgemeinen gilt,
dass die P-ES und die Wafer-Verformungen stark miteinander korrelieren, wobei groRere
und/oder tiefere prozessinduzierte P-ES zu einem groReren Verzug fuhren.

Der Verzug der Wafer der Werkstiickgruppen B und C wird zusammen mit den simulierten
Ergebnissen in Kapitel 7.1.3 diskutiert.

6.2 Taschengeometrie

Die Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs der Taschengeometrie
wurde fiir unterschiedliche Konfigurationen untersucht. In Abbildung 6-4 ist der Verzug der
Taschengeometrie aller experimentell untersuchten Konfigurationen dargestellt. Analog zu den
Wafern wird die Draufsicht mit positiver z-Verformung in positive z-Richtung in die Ebene
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hinein und beispielhaft der qualitative VVerzug in 3D einzelner Konfigurationen gezeigt. Es wur-
den drei Taschengeometrien je Konfiguration gefertigt. Abgebildet sind die Mittelwerte pro
Konfiguration. Bevor auf die Wiederholbarkeit des Bauteilverzugs eingegangen wird, werden
die Verziige der unterschiedlichen Konfigurationen kurz erldutert.

Ein Vergleich des Verzugs der Taschengeometrie mit niedrigen (A, C) und hohen I-ES (B)
zeigt, dass sich sowohl die Verzugsform als auch ihr Betrag grundsétzlich unterscheiden. Die
Taschengeometrien der Werkstiickgruppe B mit hohen I-ES verformen sich konvex (N-formig).
Dabei tritt die groBRte Hohendifferenz zwischen den linken (x = 0 mm) bzw. rechten Ré&ndern
(x =200 mm) und der Mitte der Werkstiicke (x = 100 mm) auf. Die max. Verformung betragt
z. B. flir eine Taschengeometrie mit einer Wandstarke von 3 mm, deren Taschen mit SF-M3
bearbeitet wurden, zmax = 630 + 26 um. Im Gegensatz zu den Taschengeometrien mit hohen
I-ES, ist die Verzugsform der Werkstlicke mit geringen I-ES (A, C) konkav (U-férmig) bzw.
X-formig tordiert mit deutlich geringeren max. Verformungen (z. B. Zmax = 121 = 9 pm flir A,
3 mm, SF-M3, Zick). Die unterschiedlichen Verzugsformen und -betrége sind auf die verschie-
denen vorliegenden I-ES zurlckzufiihren. Der Betrag der hohen I-ES ist um den Faktor zehn
groRer als der Betrag der geringen I-ES (siehe Kapitel 5.1). Die Entfernung des Materials fiihrt
zu einem Ungleichgewicht der I-ES. Der Verzug ist die Folge der Umverteilung der ES in den
Gleichgewichtszustand nach dem Ldsen der Einspannung.

Neben den I-ES beeinflussen die P-ES die Form und den Betrag des Verzugs. Vor allem fiir die
Taschengeometrien mit niedrigen I-ES (A, C), bearbeitet mit Zick Frésstrategie, ist dieser Ein-
fluss in Form der X-férmigen tordierten Verzugsform mit Maxima in den Ecken ersichtlich.
Analog zu dem Wafer-Verzug verursachen die vom Taschenfrdsen induzierten Schub-ES zu-
sétzlich zu den Biegemomenten aufgrund der Normalspannungen ein Torsionsmoment. Dieses
ist starker und flihrt zu einem groéReren Verzug je groRer die P-ES sind (vgl. SF-M3 zu SF-M1).
Ein dhnliches Verhalten ist fiir die Taschengeometrien mit hohen I-ES zu erkennen.

Mit zunehmender Wandstarke ist ein geringerer Verzug fiir die Taschengeometrien der Werk-
stlickgruppe A festzustellen, da die Steifigkeit durch ein erhdhtes Flachentragheitsmoment
(siehe GI. 2-41) steigt. In Theorie gilt dies auch fiir die Werkstticke der Gruppe B. Jedoch liegen
hier die maximalen Verformungen der Taschengeometrien mit einer Wandstarke von 7 und
3 mm auf einem gleichen Niveau. Hier sollte jedoch die erhdhte Standardabweichung der 7 mm
dicken Taschengeometrien beriicksichtigt werden. Eine Ursache fiir die erhdhte Standardab-
weichung sind mdgliche Unterschiede in den hohen I-ES vereinzelter Werkstticke aufgrund
ihrer urspriinglichen Positionierung in Randbereichen des Halbzeugs (siehe Kapitel 7.2.2).
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Abbildung 6-4: Ubersicht Taschengeometrie-Verzug; beachte unterschiedliche Skalen



Seite 73 Analyse der Wiederholbarkeit des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs

Eine Anderung der Frasstrategie von Zick zu Spiral bewirkt eine Anderung der Verzugsform
von X- zu U-férmig und reduziert die max. Verformung. Aufgrund der Richtungséanderung des
Frasweges bei der spiralformigen Frésstrategie andert sich das VVorzeichen der Schub-ES in 90°
zueinander versetzen Bereichen (siehe Abbildung 6-5) entsprechend der Koordinatentransfor-
mation (siehe Gl. 2-16 bis 18). Dies fiihrt zu einem fast vollstdndigen Ausgleich des induzierten
Torsionsmoments aufgrund der Schub-ES.

Gefrastes Bauteil

Abbildung 6-5: VVorzeichen der prozessinduzierten Schubeigenspannungen

Die Anderung der z-Position des finalen Bauteils im Halbzeug der Gruppe C beeinflusst den
Betrag des Verzugs, da hier die I-ES o(z) von der Tiefe abhangen. Eine symmetrische Positio-
nierung (z5) fuhrt im Vergleich zur asymmetrischen (z1.5) zu geringeren Verzigen aufgrund
der kleineren induzierten Biegemomente, die aus dem Ungleichgewicht der I-ES resultieren
(mehr dazu in Kapitel 8.2.2). In Kapitel 8 wird mithilfe des FEM-Verzug-Modells analysiert,
inwieweit beide ES-Typen fir unterschiedliche Konfigurationen zum Verzug beitragen.

Im Folgenden wird die Wiederholbarkeit des Verzugs reprasentativ an den gefertigten Taschen-
geometrien der Gruppe A, deren Taschen mit SF-M3 (f, = 0,2 mm, v¢ = 200 m/min) in Zick-
Strategie mit 3 mm Wandstarke gefrést wurden, erldutert. Représentativ bedeutet in diesem Fall
nicht, dass die Verzugsformen gleich sind. Aufgrund der hohen Messdauer (~4 h je Einzelmes-
sung) wurde der Verzug (POST-Messung) stichprobenartig (an sechs aus neun Konfig.) dreimal
pro Bauteil gemessen — fiir die restlichen Konfigurationen erfolgte mindestens eine Messung
pro Bauteil. In Abbildung 6-6a sind die Mittelwerte der gemessenen z-Verformungen aus je
drei KM pro Werkstiick abgebildet. Es ist festzuhalten, dass trotz einer Wiederholgenauigkeit
des KMGs von 4 pm innerhalb der drei Messungen je Bauteil punktuell max. Abweichungen
bis zu 11 pm (10 % bezogen auf zmax) auftraten. Mdgliche Griinde sind Kratzer oder Staubkor-
ner in der bzw. auf der Werkstiickoberflache. Beim Vergleich der drei Bauteilverziige gleicher
Konfiguration ist zu erkennen, dass alle die gleiche X-férmige Verformung aufweisen und der
Betrag der max. Verformung ist flir zwei von drei Werkstiicken auf einem &hnlichen Niveau
(8Zmean < 10 %, siehe Abbildung 6-6a). Dabei tritt die grofite Hohendifferenz zwischen den
Regionen nahe der oberen linken (0 mm, 0 mm) bzw. unteren rechten Ecke (200 mm, 98 mm)
und den diagonal gegeniiberliegenden Ecken (0 mm, 98 mm) bzw. (200 mm, 0 mm) auf (siehe
Abbildung 6-6a). Die max. Verformung von A212 (Zmax.a212 = 128 um) ist die grofte. Sie ist
5 % groler als die max. Verformung von Az10 (Zmax,asio = 122 pm) bzw. 15 % groRer als die
von A211 (Zmax,A211 = 108 pum). Der Vergleich von A212 und Asl10 zeigt weiterhin, dass die
z-Verformungen im Mittel AZmean lediglich 2 2 um (8Zmean= 1 %) abweichen, wobei 99 % der
Messwerte eine Abweichung kleiner als zgo = 7 um aufweisen (siehe Abbildung 6-6b).
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Abbildung 6-6: Vergleich des Taschengeometrie-Verzugs fur Konfig. A, 3 mm, SF-M3, Zick

Der Vergleich von A212 vs. A211 bzw. Az10 vs. A211 zeigt, dass die Unterschiede der z-Ver-
formungen auf einem &hnlichen Niveau liegen. Kleinere linienférmige Abweichungen, die den
Ubergang zweier benachbarter mit dem Messerkopf gefréaster Bahnen mit Schnittbreite a. dar-
stellen, sind auf die Kinematik des Frasprozesses zurlickzufiihren. Dies wird in den Koordina-
tenmessungen der Werkstiickunterseite, die vor dem Taschenfrasen durchgefiihrt wurden
(PRE), deutlich ersichtlich (siehe Abbildung 6-7).

PRE-Verformung A,12 z 1% PRE-Verformung A,05 z e
0**5 100 mm 200 050 100 mm 200 | jur |WSPMENGR]
yés : “m 12 D=_ 50 mm
10 a,=40 mm
a,=1.5mm
50 43 R f=0,2 mm
mm 5 4 |v.=730 m/min
100 2,5 el . Werkstuickgr. A
Zore max— 16 ym 0 Zore max— 18 pm 0

Abbildung 6-7: Taschengeometrie-Verzug PRE-Messung nach Planfrasen Unterseite

Analog zu den Beobachtungen des Wafer-Verzugs weicht die max. Verformung einer Taschen-
geometrie pro Frdsmodus signifikant (8zmax > 10 %) im Vergleich zu den anderen beiden ab.
Die Abweichungen treten vor allem in Bereichen der Ecken als Resultat unterschiedlich groRer
Biege- und Torsionsmomente auf. Dieses Verhalten ist unabhéngig vom Frasmodus (siehe An-
hang Abbildung 11-2), den I-ES (siehe Anhang Abbildung 11-3 und Abbildung 11-4), der
Wandstérke (siehe Anhang Abbildung 11-5), bzw. der Frésstrategie (siehe Anhang Abbildung
11-6) und ist auf die P-ES zuriickzufiihren (siehe Tabelle 6-1): Wie bereits in den Untersuchun-
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gen zur Wiederholbarkeit der P-ES zu sehen, weicht dort ebenfalls ein P-ES-Tiefenprofil in-
nerhalb eines Frasmodus von den anderen beiden ab. Dabei ist 8Zmax < 19 % und 8Zmean < 8 %
(siehe Tabelle 6-1).

Tabelle 6-1: Wiederholbarkeit des Taschengeometrie-Verzugs unterschiedlicher Konfigurati-
onen (Werkstlickgruppe, Frasmodus, Wanddicke, Frasweg)

igu- Zmax AZmean,1-2 AZmean,1-3 AZmean.2-3

oo [ 10 || e s | e | i |2 | s |
pm max (3Zmean) (8Zmean) (8Zmean)

A, M3, A12 | 128
3mm, Asl0 | 122 | 15% 2110 /2 7 3‘2i0/3 13 2210/2 .
Zick Al | 108 (1%) (2%) 2 %)
A, M3,3 |Adld| g3
mm, Al ] 76 | 12% 3+2 8 5)_;4 18 34_;2 1
Spiral AD7 | 73 (3%) (6 %) “%)
A, M1, A4 | 103
3 mm, A08 | 84 | 190 | SES | o6 | A4 | oge | OO | g
Zick A08 | 83 (6%) (4.%) (7 %)
A M3, 7 | All7 | 46
mm, A5 | 46 | 119 | 4%2 9 1£1 5 342 .
Zick A08 | 41 (8 %) (3 %) (6 %)
B, M3, B,05 | 662
3 mm, B:03 | 640 | 9% | A4 | 15 | 8%E8 | 55 | 9%6 | o
Zick B.,03 | 606 (1%) (1%) (1%)
B, M1, Bs02 | 609
3mm, Bsl2 | 572 | 6% 65 | ) | 1259 | g9 | 12£10 | g
Zick B,13 | 570 1%) 2 %) 2 %)
B, M1, B304 | 619
7 mm, B306 | 599 | 13% 3£3 1 | 712 | oo | 14210 i
Zick B212 | 540 (<1%) (3 %) 2 %)
C,z5,M3, [ CO05 | 106
3mm, co7 | 117 | 9w 41;3 1 5¢04 16 3%3 u
Spiral co8 | 113 (3%) (4 %) (3 %)
C,z15, C06 | 141
[EEnmy ey 150 | 1% 421:)/3 17 321::/2 9 42%/4 20
Spiral C10 | 141 (2%) (2 %) (2 %)
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7  Simulationsmethodik zur Vorhersage des Bauteilver-
ZUgs

Den Kern der Simulationsmethodik bildet das FEM-Verzug-Modell (siehe Kapitel 7.1), mit-
hilfe dessen der Bauteilverzug aufgrund der P-ES in der Randzone und vorliegender I-ES im
Inneren des Bauteils vorhersagt wird (siehe Abbildung 7-1). Dabei liegen die als Eingabe des
Modells bendétigten ES beider Arten als Messdaten aus den Analogieversuchen vor (siehe Ka-
pitel 5). Das FEM-Verzug-Modell wurde anhand der gemessenen Bauteilverziige fur unter-
schiedliche Einzelfélle, die sich durch verschiedene Bauteilgeometrien und Konfigurationen
(P-ES, I-ES, Wandstarke, Bearbeitungsstrategie) auszeichnen, validiert (siehe Kapitel 7.1.3).
Die gewonnenen Erkenntnisse wurden mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells erweitert,
um die verzugbestimmenden Faktoren zu identifizieren und Kompensationstechniken abzulei-
ten (siehe Kapitel 8). Dartiber hinaus wurde untersucht, ob eine Vorhersage der I-ES durch die
Modellierung der thermischen Historie des Halbzeugs (siehe Kapitel 7.2) und die Vorhersage
der P-ES durch die Modellierung des Zerspanprozesses (siehe Kapitel 7.3) die gemessenen ES
als Eingabe des Verzug-Modells substituieren kénnen. Die Schnittstelle zwischen dem FEM-
Verzug-Modell und den vorliegenden ES-Daten, bildet das in MATLAB entwickelte ES-Ein-
gabe-Programm (ES-Prog.). Die Visualisierung des Bauteilverzugs in 2D (Bauteilunterseite),
der Vergleich zwischen Messdaten und Simulationsergebnissen und die Ableitung der Kenn-
groRen erfolgte mit einem in MATLAB R2022a entwickelten Visualisierungs-Programm (Vis-
Progr.).

Teile der Simulationsmethodik und simulative Ergebnisse wurden bereits veroffentlicht
[Webel9, Webe21a, Webe21b, Webe21c, Webe22a, Webe22b, Webe23, Webe24].

‘Eigenspannungen >ES-Progr. >FEM-Verzug-ModeII >Vis-Progr. > Verzug

Messung (Datenbank)

J
-
,
~

Import Eigenspannungen
Verknupfungilt Elementen
xport, Visualisierung
Vergleich
4"!,1
i ] =
@ |

mE
[
{

Substltut/on durch Modellierung?

V (\ Entwicklung von Kompensationstechniken N/‘

Abbildung 7-1: Simulationsmethodik zur Vorhersage des Bauteilverzugs
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7.1 Modellierung des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs

7.1.1 Modellbeschreibung

Ein statisch, linear-elastisches FEM-Verzug-Modell wurde in ABAQUS 2021 von Simulia
(Dassault Systemes) erstellt. Ziel ist mithilfe des Modells den eigenspannungsbedingten Bau-
teilverzug bei bekannten ES, sowohl P-ES als auch I-ES, vorherzusagen. Die gemessenen ES
wurden auf die finale Bauteilgeometrie angewandt, sodass kein Materialabtrag simuliert wurde.
Folgende Annahmen wurden getroffen:

e Die ES sind das Ergebnis der mechanischen und thermischen Belastung wahrend des
Frasens (P-ES) und durch vorgelagerte Prozessschritte (I-ES)

e Die Verformung der Bauteilunterseite aus der Ebene (in z-Richtung) ist von Interesse
und wird analog zu den Versuchen analysiert

e Der Verzug entsteht ausschlieRlich durch das Ungleichgewicht der ES (siehe Kapitel
2.3)

e Verzug tritt nicht wahrend des Frasens auf, sondern nachdem das Werkstiick aus der
Einspannvorrichtung entfernt wurde (siehe Kapitel 7.1.4)

e Die P-ES sind wiederholbar fiir die untersuchten Frasparameter und variieren nicht sig-
nifikant entlang des Frasweges (siehe Kapitel 5.2.2)

e Es herrscht ein ebener Spannungszustand o2z = 7x; = 7yz = 0 (Siehe Kapitel 2.3)

Pre-Processing: Geometrie, Materialverhalten, Randbedingungen und Diskretisierung

Die CAD-Datei (.step) der entsprechenden Bauteilgeometrie (siehe Kapitel 4.4.2: Wafer, Ta-
schengeometrie, skalierte Flugelrippe) wurde in ABAQUS importiert. Dabei entsprach die
z-Achse der Tiefenrichtung der P-ES in der Werkstlickrandzone (Wafer, siehe Abbildung 7-2)
bzw. den Taschenbdden (Taschengeometrie, skalierte Fliigelrippe, siehe Abbildung 7-3 bzw.
Abbildung 7-4) mit dem Nullpunkt auf der gefrésten Oberflache.

50 P-ES, z. B. SF-M3 EDM P-ES
MPa —F= O
(}J OT 1= == ayy
w50/ \% z
d
-100 —i— G,
-150 =i g r
rx
-200:
0 100 200 pm 300 20 40 pupm 70
Tiefe z - = Tiefe z -
= *—r,y: Vorzeichenwechsel
aufgrund Koordinatensystem

Abbildung 7-2: FEM-Verzug-Modell fur Wafer inkl. verwendeter ES

Ein linear-elastisches Materialverhalten (v = 0,33; E = 71.700 MPa) wurde angenommen. Um
eine starre Bewegung der Korper zu vermeiden, jedoch eine freie Verformung zu ermdglichen,
wurden alle 6 Freiheitsgrade des starren Kdrpers mit einer minimalen Anzahl an Randbedin-
gungen (3-2-1 Zwangsbedingungs-Methode nach [Huan15a]) eingeschrankt: Ein Punkt wurde
in den drei translatorischen Freiheitsgraden, ein zweiter Punkt in zwei translatorischen Frei-
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heitsgraden und ein dritter in einem translatorischen Freiheitsgrad eingeschrankt (siehe Abbil-
dung 7-2 bzw. 7-3). Im Rahmen der Fehleranalyse wurde das Modell um die reale Einspannung
erweitert (siehe Kapitel 7.1.4). Das Netz des jeweiligen Bauteils bestand aus ,,eight-node-brick*
Elementen (C3D8). Es wurde in den Randzonen der bearbeiteten Oberflachen in z-Richtung
verfeinert, um die P-ES mdglichst genau aufzulésen. An anderen Stellen wurde ein groberes
Netz verwendet, um die Gesamtzahl der Elemente und somit die Rechenzeit zu verringern
(siehe Abbildung 7-2 bis 7-4). Mithilfe einer Netzanalyse (siehe Kapitel 7.1.2) wurden die Ele-
mentgroRen fur nachfolgende Simulationen bestimmt. Dabei bestand der Zielkonflikt zwischen
einer mdglichst geringen Rechenzeit und einem feinen Netz zur Sicherstellung der Konvergenz.

a) P-ES Taschengeometrie )
Taschenboden Ober-, Riickseite
50 40
MPal
t 0
7]
w501\
o { :
-150 —*— (__J‘w 1 - [ +
200 Ty ) | |[E0 =0,y =T
0 100 200 ym 300 0 20 40 60 pm 100
Tiefe z - Tiefe z -
Innenwand AuBenwand
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Abbildung 7-3: FEM-Verzug-Modell der Taschengeometrie inkl. verwendeter ES

Die Informationen (iber Material, Randbedingungen und Netz (Position der Elemente und zu-
gehorige Knoten) wurden in der von ABAQUS erzeugten Eingabe-Datei (.inp) gespeichert.

Pre-Processing: Applikation der Eigenspannungen via ES-Eingabe-Programm

Die ES wurden als Ausgangszustand mittels eines vordefinierten Spannungsfeldes (ABAQUS
Befehl ,,initial condition type=stress*), das jedem Element entsprechend seiner Position im
Werkstlick einen ES-Wert zuordnet, implementiert. Die Zuordnung der ES-Werte zu den Ele-
menten erfolgte mit dem in MATLAB entwickelten ES-Eingabe-Programms. Mithilfe dessen
wird auf die in einer Datenbank gespeicherten gemessenen ES (siehe Kapitel 5) zuriickgegriffen
und eine ES-Eingabe Datei (.txt Format) erzeugt. Bei der Verzug-Modellierung der Wafer wur-
den neben den P-ES in der Randzone der gefrésten Oberflache und den I-ES im Inneren des
Wafers auch die vom Drahterodieren induzierten ES auf der Unterseite beachtet (siehe Abbil-
dung 7-2). Diese weisen im Gegensatz zu den frésbedingten ES Zug-ES aufgrund der dominie-
renden thermischen Effekte beim Drahterodieren auf. Das gemittelte ES-Tiefenprofil aus drei
Einzelmessungen wurde verwendet. Zu beachten ist, dass die geringen positiven Schubspan-
nungen mit einem negativen VVorzeichen im Modell versehen werden, da sie auf der Unterseite
des Wafers vorzufinden sind (Koordinatentransformation entsprechend vorliegendem KS not-
wendig).

Bei der Verzug-Modellierung der Taschengeometrie und skalierten Fligelrippe wurden die
P-ES in den Taschenbdden, der Bauteilunter- und Bauteiloberseite und die I-ES im Inneren
berlicksichtigt (siehe Abbildung 7-3). Analog zum Vorgehen der ES-Applikation auf der
Wafer-Unterseite, muss ein Vorzeichenwechsel der Schubspannungen auf der Bauteilunterseite
erfolgen. Fur die Werkstiickgruppe A, C und D (A7050-T7451) mit geringen I-ES wurden im
Vergleich zu den geringfligig asymmetrischen Messdaten (siehe Kapitel 2.3.1) symmetrische
I-ES-Profile als Eingabe fiir die Simulation genutzt (die Halfte der gemessenen I-ES gespiegelt,
siehe Abbildung 7-3). Vorarbeiten zeigten, dass diese zu verbesserten Ergebnissen fiihren.

Bei der Modellierung der Taschengeometrie wurden zudem die P-ES in der Randzone der
Wande berticksichtigt, um deren Einfluss auf den Verzug zu beurteilen (siehe Abbildung 7-3).
Diese P-ES weisen aufgrund der geénderten Prozesskinematik des Umfangsfrésens im Ver-
gleich zum Stirnfrasen (SF-Mx) Zug-ES nahe der Oberflache in Vorschub- und Vorschubnor-
malenrichtung auf (siehe gemittelte ES-Tiefenprofile aus je drei Einzelmessungen in Abbildung
7-3). Da die Eindringtiefe der gemessenen P-ES in den Wénden sehr gering sind (< 50 um),
wird sowohl fir die Innen- als auch die AuRenwande ein dquivalenter ES-Wert ow auf einer
konstanten Schicht implementiert (siehe Gl. 7-1 nach [Dreil8], Tabelle 7-1). Dabei wird das
gleiche Biegemoment wie das entsprechende Biegemoment des ES-Tiefenprofils induziert:

_ [o@az (Gl. 7-1)

w td

Tabelle 7-1: Aquivalente P-ES in den Wénden fiir eine Tiefenschicht von 50 pm

Eigenspannung AuRere Wand Innere Wand
of 44 Mpa 82 Mpa
Ofn 31 Mpa 96 Mpa
0 Moa +/- 10 Mpa
oy P (Vorzeichen je nach Richtung der Wand)
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Die restlichen gemessenen P-ES (oxx, ayy, xy) wurden Uber die Tiefe z an den Elementschwer-
punkten in der Randzone der gefrésten Oberflache (Wafer) bzw. der Oberflachen des Taschen-
bodens, der Unterseite und der Oberseite der Werkstiicke (Taschengeometrie, skalierte Flugel-
rippe) linear interpoliert (siehe Abbildung 7-4d). Neben den Normalspannungen wurden die
Schubspannungen berlicksichtigt. Fir Tiefen, die kleiner als die erste gemessene Tiefe waren,
wurde der erste gemessene ES-Wert verwendet. Fir die Werkstlickbereiche, die tiber die Ein-
dringtiefe der P-ES hinaus gehen, wurden die gemessenen I-ES (oxx, ayy) entsprechend ihrer
Orientierung (A/B: oxx (X, Y), oyy (X, ¥); C/D: oxx (2), oyy (z)) linear interpoliert. Die Legitimation
dieser bereichsweisen getrennten Applikation von P-ES und I-ES wird in Kapitel 7.1.3 aufge-
zeigt.

a) Vernetzung (ABAQUS):
Taschengeometrie skalierte Flugelrippe

Y /4
u=u=0

gefraste Flache (z=0)

b) Geometrie (CAD) und Werkzeug-
weg (CAM) erstellen (Siemens NX):

Werkzeug

c) G-Code einlesen (MATLAB) Lnge x

G-Code: 0

: 2. P-ES

N168 G1 Y68.226 > 7 g Bereich

N170 G2 X170226 Y85.R20. | @ 25 /7/// '/ / S

N172 G1 X115 D o} PP

N174 Y65.363 = 50 - N 6

N176 G2 X120.Y49. R20. © y _T,TX A\ /\ 0'(_,

N178 G1 X116 Y mm T

180 G2 X107.5 Y34.867 R16. 2

- o, a) x
100 X

d) ES-Eingabe-Programm (MATLAB): e) Verzug-Visualisierung:

“INITIAL CONDITION, TYPE = STRESS
1, 9.9¢+06, -4.1e+06, 0, 0, 0,0
2.-9.5e+7,-9.3¢+7, 0, 5.1e+7, 0,0

é15560, 1, 1e+6, 2e+6, 0,1e+6, 0, 0

z
qualitativ 600
(ABAQUS) um
. o 400
[\ o
w
T o Messpunkte 200
auf Element-
4 schwerpunkte h 0
interpoliert quantitativ (Export ABAQUS; Import MATLAB)

Abbildung 7-4: Vorgehensweise bei der FEM-Modellierung des Bauteilverzugs
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Wurden die Taschen mit einer komplexeren Bearbeitungsstrategie als einfache horizontale Li-
nien (Zick-Strategie) gefertigt, z. B. in spiralformigen Bahnen, ist eine Koordinatentransforma-
tion der P-ES entsprechend der Frésrichtung erforderlich (siehe Abbildung 7 4b). Dazu wurde
die Information des Werkzeugwegs, welche im G-Code enthalten ist (exportierte cnc-Datei aus
CAD/CAM-System Siemens NX), mithilfe eines von WILLIAMSON entwickelten Open-
Source MATLAB-Codes [Will21] berlicksichtigt. Um die gefrasten Bereiche den verschiede-
nen Frésrichtungen und deren Winkeln o zuzuordnen, wurden alle Punkte (siehe rote Punkte in
Abbildung 7-4c), an denen eine Anderung der Vorschubrichtung stattfindet, identifiziert und
die dazwischenliegende Bahn linear interpoliert. Die gefrasten Bereiche um die Bahnen, be-
grenzt durch die Werkzeugdurchmesser D, wurden identifiziert und den jeweiligen zugehdrigen
Elementen in diesen Regionen wurden die P-ES entsprechend ihrer Richtung zugeordnet. Die
Berechnung des ES-Werts je Element erfolgte tber die Koordinatentransformation der gemes-
senen Spannungskomponenten oxx, oy, 7xy zU den gedrehten oz(c), oyy(a), () (siehe Gl. 2-16
bis 18 und Abbildung 7-4c). Im Falle einer Uberlappung wurde die Bearbeitungshistorie be-
riicksichtigt und die bereits hinterlegten ES-Werte wurden nicht tiberschrieben. In den Berei-
chen, in denen der Fraser zum ersten Mal in das Material eintauchte, wurden aufgrund der sehr
geringen Vorschubgeschwindigkeit (vie = 159 mm/min) und der damit einhergehenden gerin-
gen mechanischen Belastung keine P-ES angenommen.

Processing

Aufgrund des Ungleichgewichts der ES wurde mittels eines impliziten Berechnungsansatzes
der Verzug in ABAQUS/Standard berechnet: An jedem Element wird ein zusétzlicher kiinstli-
cher Spannungswert definiert. Diese Spannungen besitzen den gleichen Betrag wie die aufge-
brachten ES, haben aber ein entgegengesetztes Vorzeichen. Die Summe aus den kinstlichen
Spannungen und den ES ergibt zu Beginn des initialen Zeitschrittes Null. Die kiinstlichen Span-
nungen werden wahrend des ersten Berechnungsschrittes zeitlich linear abgebaut. Am Ende des
Schrittes sind die kiinstlichen Spannungen vollstandig abgebaut und die verbleibenden Span-
nungen im Material entsprechen dem Spannungszustand im Gleichgewicht [Dass14b].

Die Berechnung erfolgte parallel auf 8 Prozessoren (Intel Core i7-6700) auf einem Desktop-
PC. Neben der eigentlichen Berechnungszeit wird eine bestimmte Zeit zur Erstellung der ES-
Eingabe-Datei in MATLAB bendtigt. Konkrete Berechnungszeiten werden im Rahmen der
Netzanalyse in Kapitel 7.1.2 diskutiert.

Post-Processing: Charakterisierung und Visualisierung des simulierten Bauteilverzugs

Die Verschiebungen in z-Richtung der Bauteilunterseite wurden aus ABAQUS exportiert und
mit dem MATLAB Visualisierung-Programms analysiert (sieche Abbildung 7-4e). Dabei wurde
analog zum Vorgehen der Analyse der Messdaten vorgegangen (Nivellierung und Verschie-
bung der Daten, siehe Kapitel 4.5.3). Zum Vergleich von simulierten und experimentellen Da-
ten wurden die simulierten Verzugsdaten auf ein dquidistantes Gitter entsprechend der Auflo-
sung der Messdaten interpoliert. Zur Beurteilung der Ubereinstimmung von simulierten und
gemessenen Daten wurden dieselben Kriterien wie beim Vergleich von experimentellen Daten
untereinander (siehe Kapitel 4.5.3) herangezogen.

Semi-Automatisierung der Simulationskette

Die Verkniipfung der aus der Datenbank ausgewéhlten ES mit den Elementen, die Koordina-
tentransformation entsprechend des Fréspfads sowie das Processing und das Post-Processing
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erfolgten vollautomatisch in MATLAB. Einzig die Erzeugung der Eingabedatei (.inp), die den
Geometrie-Import und die Vernetzung in ABAQUS umfasst, erfolgte manuell.

7.1.2 Netzanalyse
Wafer

Die Netzanalyse erfolgte anhand der Wafer, die im Frasmodus SF-M3 (Werkstiick A) bearbeitet
wurden. Zuerst wurde die globale Elementgrofe (x- und y-Richtung) bei konstanter Element-
groRe in z-Richtung variiert (siehe Tabelle 7-2a bis e). Als Konvergenzgroe wurde die max.
Verformung zmax herangezogen. Diese nahert sich dem Wert 158 um bei einer Elementkanten-
lange von 0,2 mm an (siehe Tabelle 7-2e). Beachtet man die Simulationszeit (sie setzt sich aus
der Zeit zur Erstellung der Eingabedatei mit Informationen zu ES und der Processing-Zeit zu-
sammen) sowie v.a. die Aufldsung der Messung (0,5 mm) wird eine globale ElementgrdRe von
ebenfalls 0,5 mm als ausreichend (siehe Tabelle 7-2d, zmax=153 um) eingestuft und flr nach-
folgende Wafer-Simulationen verwendet. Dies entspricht 50 Elementen pro Werkstlickkanten-
lange. Die Netzanalyse in z-Richtung zeigt, dass mindestens eine Elementkantenlédnge von
10 pm in der Randzone benétigt wird, um die P-ES aufzulésen. Um weiterhin die Anzahl der
Elemente und damit die Rechenzeit zu reduzieren, wird mittels , Biasing“-Option ein Ubergang
der ElementgréRen von der kleinsten Kantenlange 5 um direkt an den gegeniiberliegenden
Oberflachen hin zu einer Kantenléange von 75 um in der Mitte gewéhlt (vgl. Tabelle 7-2d zu f).

Zur Reduktion der Rechenzeit flr zukinftige Simulationen, welche die gleichen ES als Eingabe
nutzen, wurden die Verkniipfungen zwischen ES und Elementen je Geometrie in einer Daten-
bank gespeichert.

Tabelle 7-2: Netzanalyse FEM-Verzug-Modell Wafer

ModellgréRen ErgebnisgroRen

Globale Ele- ElementgroRe | Anzahl Ele- | Gesamte Rechenzeit .

mentgréBe (x, y) | in z-Richtung | mente (ABAQUS Processing*) | ™
a) | 5mm 5-75um 975 225 (185) 48 um
b) | 2 mm 5-75um 6.084 285 (205) 95 um
c)|1mm 5-75um 24.375 535(295) 139 um
d)| 0,5mm 5-75pum 97.500 160 s (66 s) 153 ym
e) | 0,2 mm 5-75um 609.375 34 min (25 min) 158 um
f) ] 0,5mm 10 /100 pm 102.500 169 s (69 s) 153 ym
g) | 0,5mm 20/100 um 60.000 104 s (40 s) 151 um
h) ] 0,5 mm 50 /100 pm 32.500 685 (3059) 169 um

*Auf Desktop PC, parallele Rechnung auf 8 CPUs (Intel® Core™ i7-6700)

Taschengeometrie

Zur Netzanalyse der Taschengeometrie wurde die Konfiguration A, 3 mm, SF-M3, Zick ver-
wendet. Sie wurde lediglich fir die globale ElementgréRe (x,y) durchgefiihrt. In der Randzone
wurde eine Elementkantenlange von 10 pm in z-Richtung entsprechend den Ergebnissen der
Wafer-Netzanalyse gewahlt. Eine Elementkantenlénge von 1,5 mm wurde als ausreichend ein-
gestuft und fir nachfolgende Simulationen gewahlt (Tabelle 7-3d), da eine Verfeinerung des
Netzes auf 1 mm die Rechenzeit um das 6,5-fache erhohte, ohne eine signifikante Auswirkung
auf zmax (4 um Anderung) zu erzielen. Dies entspricht 65 Elementen pro Werkstiickkantenlange
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bei einer Rechenzeit von 36 min, welche durch die Verwendung zusatzlicher CPUs weiter mi-
nimiert werden kann.

Tabelle 7-3: Netzanalyse FEM-Verzug-Modell vereinfachte Taschengeometrie fiir I-ES a(x,y)

ModellgréRen ErgebnisgroRen

Globale Element- Gesamte Rechenzeit

groRe (x, y) ) S (ABAQUS Processing*) | “™
a) |5mm 123.130 4 min (1 min) 124 pm
b) |3mm 234.176 10 min (4 min) 145 um
c) [2mm 415.757 21 min (11 min) 151 ym
d |15mm 669.888 36 min (22 min) 156 um
e) | 1mm 1.358.096 234 min (205 min) 160 um

*Auf Desktop PC, parallele Rechnung auf 8 CPUs (Intel® Core™ i7-6700)

7.1.3 Validierung

Die Validierung des FEM-Verzug-Modells erfolgte fiir drei unterschiedliche Geometrien
(Wafer, Taschengeometrie, skalierte Flugelrippe) und verschiedene Konfigurationen (P-ES,
I-ES, Wandstérke, Bearbeitungsstrategie).

Validierung Wafer

In Abbildung 7-5 ist der Verzug der SF-M1 gefrasten Wafer A112, A218, und der jeweilige
simulierte Verzug aufgrund der gemessenen gemittelten P-ES Tiefenprofile Ggawuz(z) bzw.
o218 (z) dargestellt. Die simulierte Form des VVerzugs, die zuvor beschriebene tordierte konvexe
Verformung, stimmt flir beide Wafer mit der gemessenen uberein. Die mittlere Abweichung
liegt bei AZmean,A112=6 £ 5 pm (8Zmean,A112 = 7 %) Mit Zgg a112=21 um bzw. AZmeanA218=5 + 4 um
(8Zmean,A218 = 8 %) Mit Zgg 218 = 16 pm.

a)A, 12 Exp. Vergleich

0”5 10 15 mm 25 ‘o 15 mn2s 7 o 10 15 mm 25 Az
Yi o2 i
50
10
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25 —J

z,=81luym «5=-7%— Z,=87um =6+5pum (6— %)

SF-M1
a,=4 mm
b)A18 Vergleich Az |@=3mm
x- -. x 19 £=0,04 mm
10 1! 15 mm_25 10 15 _mm 25 5 mm s v.=200 m/min
¥ g u ns: Werkstuckgr. Al
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8
m : : 4
z, —58 um -6—-10%— Z,.,= 63 um 0 AZu..=5%4um(0=8%) ¢

Abbildung 7-5: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M1 Wafer A112 (a) und A218 (b)
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Die max. Verformung wird fir beide Wafer von der Simulation leicht (berschatzt:
Zmax,A112 = 81 UM VS, ZmaxAitzsim = 87 pum mit dZmaxaiz = —7 % bzw. Zmax,a218 = 58 pm vs.
Zmax,Az18sim = 63 pm (8Zmax,a218 = —10 %). Jedoch wird der Unterschied des Betrags der Verfor-
mung beider Wafer von der Simulation erfasst. Die grof3ten Abweichungen zwischen Simula-
tion und Messung befinden sich flir beide Wafer am linken und rechten Rand der Wafer, da die
simulierten Wafer-Verziige im Vergleich zu den gemessenen leicht verdreht sind. Diese Ver-
drehung ist darauf zurlickzufiihren, dass die Normalspannungstiefenprofile oxx(z) und ayy(z)
nicht gleich sind und somit ein Biegemoment in eine Richtung Uberwiegt und dass die
Schubspannungen unter- bzw. Uiberschétzt werden. Die Abweichungen von Simulation und Ex-
periment sind sehr wahrscheinlich darauf zuriickzufiihren, dass die gemessenen P-ES leicht von
den tatséchlichen im Wafer vorliegenden P-ES abweichen. Wie bereits in Kapitel 5.2.2 be-
schrieben weist die BLM flir Messungen kleiner 20 um in Bereichen der opmaxse-m1 die grofite
Standardabweichung auf. Insgesamt kann der Verzug mit dem Modell fir SF-M1 jedoch gut
vorhergesagt werden.

Abbildung 7-6 zeigt den Verzug der SF-M2 gefrasten Wafer A215 sowie A223 und den jewei-
ligen simulierten Verzug aufgrund der gemessenen gemittelten P-ES Tiefenprofile Ga.15(z)
bzw. Ga223(z). Auch hier stimmt die simulierte Form des Verzugs fiir beide Wafer mit der ge-
messenen Uberein. Analog zu SF-M1 ist in den Vergleichsgrafiken eine leichte Verdrehung
ersichtlich. Die mittlere Abweichung liegt auf einem &hnlichen Niveau wie bei SF-M1 mit
AZmeanpo1s = 5% 4 UM (0zmeana215 = 3 %), 2994215 = 17 um fiir bzw. AZmeanaz2z = 8 = 6 um
(8Zmean,a223 = 6 %), Z99,a223 = 25 um. Die max. Verformung wird fiir beide Wafer von der Simu-
lation leicht unterschétzt: Zmax,a215 = 156 UM VS. Zmax,A215sim = 150 um, was lediglich eine Abwei-
chung von 8Zmax,a215 = 4 % entspricht bzw. Zmax,a23= 121 UM VS. Zmax,A223sim= 111 pm (8Zmax,A-23
=9 %). Auch flir SF-M2 wird der Unterschied des Betrags der VVerformung beider Wafer von
der Simulation erfasst.
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b) A,23
__ Sim. x
10 15 mm_25 10 15 mm 25 )
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. L
zm,- 121uym  «5=9%- Zz,.,=111pum 0 Az,,=8%6um(6=6 %)

Abbildung 7-6: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M2 Wafer A215 (a) und A223 (b)
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In Abbildung 7-7 ist der Verzug der SF-M3 gefrasten Wafer A120, A204, und der jeweilige
simulierte Verzug aufgrund der gemessenen gemittelten P-ES G ai20(z) bzw. Gax04(z) dargestellt.
Hier stimmt die simulierte Form des Verzugs fir beide Wafer mit der gemessenen sehr gut
iiberein. Die mittlere Abweichung betrégt lediglich AZmean,a120= 2 £ 2 um (8Zmean,a120 = 1 %)
mit Zgg A120=9 um bzw. AZmean,A204= 5 = 4 pm (8Zmean,A204 = 2 %) Mit Zg9,a204 = 16 pm. Die max.
Verformung betragt Zmax,ai20 = 153 UM VS. Zmax,a120sim = 157 pm, was lediglich eine Abweichung
von 0Zmax,A120 = —3 % entspricht bzw. Zmax,A204 = 196 UM VS. Zmax,A204sim = 179 pm (8Zmax,A204 =
9 %). Insgesamt wird eine hohere Vorhersagegite im Vergleich zu SF-M1 oder -M2 erreicht,
da opmax in gréReren Tiefen vorliegt (hhere Genauigkeit der BLM) und die Verformungen ins-
gesamt groRer sind. Auch fir SF-M3 wird der Unterschied des Betrags der Verformung beider
Wafer von der Simulation erfasst.

a)A20  Exp. Sim.

10 15 mm 25

-

52 . =153ym -6=-3%— z_=157 ym

Sim.
10 15 mm 25

v,=200 m/min
H |Werkstiickgr. A

5= 9 %-— um

Z,,= 196 pm

o AZ..=5%4um ©0=2%) 0

Abbildung 7-7: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M3 Wafer A120 (a) und A204 (b)

In Abbildung 7-8 ist der Verzug der SF-M4 gefrasten Wafer A205, A122, und der jeweilige
simulierte Verzug aufgrund der gemessenen gemittelten P-ES & a05(2) bzw. & ai22(z) dargestellt.
Auch hier stimmt die simulierte Form des Verzugs fiir beide Wafer mit der gemessenen tiberein.
Im Vergleich zu SF-M1 und SF-M2 ist eine deutlichere Verdrehung der Verzugsform ersicht-
lich. Die mittlere Abweichung liegt auf einem &hnlichen Niveau wie bei SF-M1/M2 mit
AZmean A205= 7 £ 6 um (8Zmean= 6 %), Z99,A205 = 22 pm bzw. AZmean Ai22 =5 = 4 UM (Ozmean = 10 %),
Zgo,a122 = 17 pm. Die max. Verformung wird flr A205 von der Simulation unterschéatzt mit
Zmax,A205 = 126 M VS. Zmax Az05sim = 109 um, was eine Abweichung von 8Zmax.az0s = 13 % ent-
spricht. Die max. Verformung wird fiir A122 von der Simulation (berschétzt mit zmax,a22 =
50 UM VS. Zmax,A122sim = 60 pm (3Zmax,a122 = —20 %). Eine groBere Abweichung im Vergleich zu
den anderen Frasmodi ist zu erkennen, da beim Frésen SF-M4 Prozessinstabilitaten und damit
variierende mechanische Belastungen auftraten. Dies flihrte zu gréReren Standardabweichun-
gen der P-ES auch innerhalb der Einzelwerkstiicke (siehe Kapitel 5.2.2). Auch fiir SF-M4 wird
der Unterschied des Betrags der Verformung beider Wafer von der Simulation erfasst.
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Abbildung 7-8: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M4 Wafer A205 (a) und A122 (b)

In Abbildung 7-9 ist der gemessene Verzug der WSP-M5 gefrasten Wafer A206, A105, und der
jeweilige simulierte Verzug aufgrund der gemessenen P-ES Gai0s(2) bzw. Gaz06(z) abgebildet.
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Abbildung 7-9: Validierung FEM-Verzug-Modell WSP-M5 Wafer A206 (a) und A105 (b)

Trotz des geringen Verzugs ist es moglich sowohl dessen Form als auch dessen Niveau erfolg-
reich mit dem FEM-Verzug-Modell vorherzusagen. Die mittlere Abweichung betrégt fur beide
Félle AZmean=2 £ 2 pm (8Zmean = 6 % bzw. 7 %) mit Zeg,a206 = 9 UM bzw. zg9 a105 = 8 pm. Die
max. Verformung wird um 2 um (A206) bzw. 3 um (A105) leicht Giberschatzt, was allerdings
im Bereich der Messungenauigkeit liegt. Die gréten Abweichungen treten in Bereichen der
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Ecken auf. Aufgrund der sehr geringen P-ES, haben die auf der Unterseite induzierten ES des
EDM Prozesses einen grofReren Einfluss auf den Verzug im Vergleich zu den Wafern, die im
SF-Modus gefrast wurden. Inshesondere kleinste Anderungen der Schubspannungen im Be-
reich der Messunsicherheit beeinflussen hier die Verzugsform und die max. Verformung deut-
lich.

In Abbildung 7-10 ist der Verzug der drei Wafer, die aus einem SF-M3 gefrasten Werkstlick
der Gruppe B mit hohen I-ES stammen, dargestellt (siehe Kapitel 5.1). In Bereichen neutraler
I-ES nahe 0 MPa (Position h) &hnelt der VVerzug, sowohl die Form als auch der Betrag, dem der
Wafer aus Werkstlicken A (vgl. z. B. A204 in Abbildung 7-6). Die leicht veranderte Form und
der erhohte Betrag sind durch die erhdhten Druck- bzw. Zug-1-ES im oberen bzw. unteren Be-
reich des Wafers zu erkldren. In anderen Bereichen ist eine deutlich veranderte Verzugsform
und ein verénderter Betrag im Vergleich zu den Wafern mit niedrigen I-ES (Werkstlicke A)
ersichtlich. Der Grund hierfur sind die hdheren I-ES. Diese wirken wie eine zusatzliche Belas-
tung. Wenn die Wafer in Bereichen mit Zug-1-ES entlang der Frésrichtung beansprucht werden,
verformt sich das Material starker in Zugrichtung, was zu einer Rotation der konvexen Verfor-
mung weg von der Diagonalen hin zur Frésrichtung fiihrt (Position i, Abbildung 7-10b)
[Chig22b, Jons21]. Zudem steigt der Betrag des VVerzugs. Bei Wafern in Bereichen mit Druck-
I-ES tritt das Gegenteil ein: Die konvexe Verformung dreht sich noch weiter von der Frésrich-
tung weg (Position k, Abbildung 7-10b). Der Betrag des Verzugs sinkt.

Wie in Kapitel 7.1 beschrieben wurden Simulationen mit bereichsweiser Betrachtung der ES
durchgefiihrt. Als Simulationseingabe dienten in der Wafer-Randzone die P-ES, die an Werk-
stlicken der Gruppe A (SF-M3) gemessen wurden, und im Wafer-Inneren die I-ES, die an Werk-
stlicken der Gruppe B gemessen wurden. Ein Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Ver-
zugsmessungen zeigt, dass sowohl die Form als auch der Betrag des Verzugs mit einer ahnli-
chen Genauigkeit wie fiir Wafer der Werkstlickgruppe A vorausgesagt werden (siehe Abbil-
dung 7-10). Fiir Position h liegt die mittlere Abweichung bei AZmeanh=7 £ 5 pm (8Zmeanh = 3 %)
mit zegn = 25 um und die max. Verformung wird von der Simulation unterschatzt (zmaxh =
209 pm vs. Zmaxhsim = 190 pm). Fir Position i liegt die mittlere Abweichung etwas hoher bei
AZmeani= 11 £ 4 pm (8Zmean,i = 4 %) mMit zgo,i = 42 um und die max. Verformung wird von der
Simulation deutlicher unterschétzt (zmax,i = 271 UM VS. Zmax,isim = 218 pm). Fur Position k liegt
die mittlere Abweichung bei AZmeank =9 = 8 um (8Zmeank = 5 %) Mit zogx = 34 um und die max.
Verformung wird von der Simulation tberschétzt (zmaxk = 162 UM VS. Zmaxk-sim = 179 um). Es
ist zwar, wie in Kapitel 5.1 gezeigt, ein Einfluss der hohen I-ES (Gruppe B: T74) auf die P-ES
vorhanden. Dieser kann jedoch bei der Verzugsmodellierung vernachlassigt werden, wenn die
P-ES (gemessen an Werkstiicken mit niedrigen 1-ES Gruppe A) und die hohen I-ES (Gruppe
B) bereichsweise getrennt verwendet werden. Die Simulationsgenauigkeit ist dabei &hnlich
oder sogar héher als bei der Verwendung der gemessenen P-ES in Werkstiicken mit hohen I-
ES (vgl. Anhang Abbildung 11-7 bzw. [Chig22b]: Hier wurde der P-ES-Wert der letzten ge-
messenen Tiefe dem Rest des Wafer-Inneren zugeordnet; vgl. Anhang Abbildung 11-7). Es
zeigt sich somit, dass die positionsabhangige Modellierung der I-ES, die in diesem Fall von x
und y abhangen, zu genaueren Verzugsvorhersagen fiihrt.

Prinzipiell ist es somit mdglich zur Verzugsvorhersage von komplexen Bauteilen auf eine Da-
tenbank von P-ES, welche an einfachen gefrasten Werkstiicken mit niedrigen I-ES gemessen
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wurden, und I-ES der zu untersuchenden Werksttickgruppe zurtickzugreifen (siehe nachfolgen-
des Unterkapitel ,,Validierung der Taschengeometrie®).

o 00
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Abbildung 7-10: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M3 Wafer B, Position h (), i (b), k (c)

In Abbildung 7-11 wird der Verzug eines herausgetrennten Wafers aus einem Werkstiick der
Gruppe C, der mit den Frésparametern SF-M3 bearbeitet wurde, dargestellt. Als Eingabe der
Simulation dienten die in A120 gemessenen P-ES. Ein Vergleich mit Abbildung 7-7 zeigt, dass
die Anderung der Orientierung der I-ES lediglich einen geringen Einfluss auf die max. Wafer-
Verformung hat. Diese wird reduziert. Das FEM-Verzug-Modell ist fahig diese Reduktion ab-
zubilden. Die mittlere Abweichung liegt bei AZmean,cos= 3 £ 3 pm (8Zmean,cos = 2 %) Mit Zgg,cos
=11 pm. Die max. Verformung wird von der Simulation leicht {iberschatzt (zmax.exp = 131 pm
VS. Zmaxsim= 139 pm). Dies entspricht einer Abweichung 8Zmax,cos von —6 %.

Zn,
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Abbildung 7-11: Validierung FEM-Verzug-Modell SF-M3 Wafer C03
Validierung Taschengeometrie

Fur die Verzugsmodellierung der Wafer wurden tberwiegend die am entsprechenden Bauteil
selbst gemessenen P-ES als Eingabe genutzt. Da mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells
zukiinftig Vorhersagen getroffen werden, wurde fiir die Taschengeometrie auf vorherige Mess-
werte, bestehend aus den Mittelwerten der P-ES (iber mehrere Werkstiicke je Frasmodus (siehe
Kapitel 5.2.2), zuriickgegriffen. Die Validierung des FEM-Verzug-Modells der Taschengeo-
metrie erfolgte flr unterschiedliche Konfigurationen, die sich durch unterschiedliche P-ES in
den Taschenbdden, Wandstarken, Bearbeitungsstrategien und I-ES auszeichnen. Zur statisti-
schen Absicherung wurden je drei Bauteile pro Konfiguration gefertigt.

In Abbildung 7-12 ist der gemittelte Verzug der SF-M1 in Zick-Strategie gefrésten Taschenge-
ometrie aus Werkstiickgruppe A (geringe I-ES o(x, y)) mit einer Wandstérke von 3 mm und der
entsprechende simulierte Verzug dargestellt. Die simulierte Form des Verzugs, die zuvor fir
die Zick-Frasstrategie beschriebene charakteristische tordierte X-formige Verformung, stimmt
mit der gemessenen sehr gut Uberein. Die mittlere Abweichung liegt bei AZmean= 3 + 3 um, was
3 % der gemessenen max. Verformung entspricht (6zmean). Dabei haben 99 % der z-Verformun-
gen eine Abweichung kleiner als zgg = 12 pm. Die max. Verformung wird von der Simulation
um 22 % unterschétzt (Zmaxexp = 87 £ 10 UM VS. Zmaxsim = 68 um). Die Abweichungen liegen
somit im Bereich der experimentellen Wiederholbarkeit (siehe Kapitel 6.2: Tabelle 6-1). Die
groBRten Abweichungen zwischen Simulation und Messung befinden sich in Nahe der rechten
oberen bzw. linken unteren Ecke. Sie sind auf die Unsicherheiten der induzierten Schubspan-
nungen, insbesondere nahe der Oberflache in den Taschen (SF-M1) und vor allem auf der Un-
terseite des Werkstiicks (WSP-M5, siehe Abbildung 7-3), zurtickzufiihren. Wie bereits in Ka-
pitel 5.2.2 beschrieben weist die BLM fur Messungen kleiner 20 um und sehr geringe ES-Werte
die grofte Standardabweichung auf. In Kapitel 7.1.4 wird naher auf diese Fehlerquelle einge-
gangen und der daraus resultierende Fehler quantifiziert. AuRerdem treten wie in Kapitel 6.2
aufgezeigt bereits geringe z-Verformungen auf der Bauteilunterseite nach dem Planen und vor
dem Taschenfrasen auf (siehe PRE-Messung in Abbildung 6-6d). Diese sind fir Werkstiicke
der Gruppe A hauptsachlich auf die Fraskinematik zuriickzufiihren und werden nicht von der
Simulation abgebildet. Durch Subtraktion der PRE von der POST-Messung (POST-PRE) kon-
nen die experimentellen Daten um diese Effekte bereinigt werden. Jedoch &ndern sich die Kenn-
zahlen der Simulationsgiite dadurch nur geringflgig. Eine Ausnahme bilden dabei Konfigura-
tionen mit sehr geringen max. Verformungen (siehe Tabelle 7-4).
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Abbildung 7-12: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie A, 3 mm, SF-M1, Zick
Tabelle 7-4: Validierung FEM-Verzug-Modell — Kennzahlen fiir Taschengeometrie

Zmax,Exp Zmax,Sim AZmax in AZmean in um [ Zgg in

in pm inpum | um (8Zmax) (8Zmean) pm
A 3 mm SF-M1 Zick (POST) 87+10 63 19 (22 %) 3+3(3%) 12
A 3 mm SF-M1 Zick (POST-PRE) 88+9 20 (22 %) 3+3(3%) 12
A 3 mm SF-M3 Zick (POST) 121+9 152 31 (=26 %) 65 (5 %) 21
A 3 mm SF-M3 Zick (POST-PRE) 118+7 33 (-28 %) 65 (5%) 26
A 7 mm SF-M3 Zick (POST) 43+3 2 1(2%) 4+3(9%) 11
A7 mm SF-M3 Zick (POST-PRE) 36+1 6 (—18 %) 2+ 2 (7 %) 9
A 3 mm SF-M3 Spiral (POST) 75+5 47 28 (38 %) 6+5 (8 %) 21
A 3 mm SF-M3 Spiral (POST-PRE) | 66+5 19 (29 %) 5+ 4 (7 %) 15
B 3 mm SF-M1 Zick (POST) 583+ 19 550 33 (6 %) 119 (2 %) 39
B 3 mm SF-M1 Zick (POST-PRE) | 574+36 24 (4 %) 10+10(2%) | 40
B 3 mm SF-M3 Zick (POST) 630 + 26 602 28 (5 %) 11+102%) | 39
B 3 mm SF-M3 Zick (POST-PRE) 617 +6 15 (3 %) 109 (2 %) 39
B 7 mm SF-M3 Zick (POST) 586 + 36 510 76 (13 %) 119 (2 %) 38
B 7 mm SF-M3 Zick (POST-PRE) | 555+ 15 45 (8 %) 7+7(1%) 29
C z5 3 mm SF-M3 Spiral (POST)
I-ES nach [Prim02] 10845 96 12 (11 %) 3+2(3%) 9
1-ES: Messung C - 46 62 (57 %) 11+9 (11 %) 38
I-ES: Messung D 60 48 (44 %) 8+7(8%) 28
C2z53mm SF-M3 Spiral (POST-PRE)
1-ES nach [Prim02] 7343 96 23(-31%) | 7+4(10%) 19
I-ES: Messung C - 46 27 (37 %) 64 (8 %) 17
I-ES: Messung D 60 13 (18 %) 3+2(4%) 8
C z1.5 3 mm SF-M3 Spiral (POST)
I-ES nach [Prim02] 146 + 10 112 34 (23 %) 516 (4 %) 17
I-ES: Messung C - 80 66 (45 %) 12 £9 (8 %) 37
I-ES: Messung D 110 36 (25 %) 6+6(4%) 21

In Abbildung 7-13 ist der gemittelte Verzug der SF-M3 in Zick-Strategie gefrasten 3 mm Ta-
schengeometrie der Werkstiickgruppe A und der entsprechende simulierte Verzug dargestellt.
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Die Verzugsform sowie die im Vergleich zu SF-M1 erhéhten Verformungen und die Verschie-
bung der max. Verformung in Richtung der Ecken werden mithilfe des FEM-Verzug-Modells
korrekt vorhergesagt. Dabei betragt die mittlere Hohenabweichung von Simulation zu Experi-
ment AZmean = 6 = 5 pm, was bezogen auf die max. experimentelle Verformung 6zmean = 5 %
entspricht. Dabei haben 99 % der simulierten z-Verformungen eine Abweichung kleiner als
21 um. Die max. Verformung wird um 26 % Uberschétzt (Zmaxexp = 121 £ 9 UM VS. Zmaxsim =
152 pm). Ahnlich wie bei der SF-M1 Bearbeitung sind die groten z-Abweichungen in den
Ecken vorzufinden, was auf die Unsicherheit der induzierten Schubspannungen der Unterseite
zuriickzufiihren ist (siehe auch Kapitel 7.1.4).

Exp. (POST) Sim. qualitative Verformung

0 5 100 mm 200 X" 50 100 mm 200 {152
5 um
100
75
50

25 skaliert mit Faktor 300
Zoweo= 12129 UM <5z _=-26% —  Zpyan= 152 4m 0

‘max

Vergleich 0 X~ 50 100 mm 200 2547
i - gm

s B
25 Az, Zick-Strategie
f,=0,2 mm
50 15 v,=200 m/min
10 a,=4mm
mm = a,=3 mm
100 '@ 5] Werkstiick A 3 mm

Az,.,,=6£5um (0Z,,=5%) 0

Abbildung 7-13: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie A, 3 mm, SF-M3, Zick

Der Verzug der Taschengeometrie wird bei einer Anderung der Wandstérke von 3 auf 7 mm
trotz niedriger z-Verformungen erfolgreich mithilfe des FEM-Verzug-Modells abgebildet. Da-
bei betragt die mittlere Abweichung AZmean= 4 = 3 pm (8Zmean = 9 %) Mit zgo = 11 pm (siehe
Abbildung 7-14). Die max. Verformung wird lediglich um 1 pm (8Zmax = 2 %) unterschatzt.
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Abbildung 7-14: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie A, 7 mm, SF-M1, Zick
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In Abbildung 7-15 ist der gemittelte Verzug der SF-M3 in Spiral-Strategie gefrasten 3 mm
Taschengeometrie der Werkstickgruppe A und der entsprechende simulierte Verzug darge-
stellt. Die im Vergleich zur Zick-Strategie geénderte VVerzugsform und der reduzierte Betrag
der Verformung werden mithilfe des FEM-Verzug-Modells vorhergesagt. Dabei betragt die
mittlere Hohenabweichung von Simulation zu Experiment AZmean = 6 £ 5 pm, was bezogen auf
die max. experimentelle Verformung 8zmean = 8 % entspricht. Dabei haben 99 % der vorherge-
sagten z-Verformungen eine Abweichung kleiner als zgo = 21 pm. Die max. Verformung wird
um 38 % unterschétzt (Zmaxexp = 75 £ 5 UM VS. Zmax,sim = 47 um). Aufgrund der Aufhebung der
Schubspannungen im Boden der Taschen und dem einhergehenden reduzierten Verzug, fiihrt
die Unsicherheit der induzierten Schubspannungen der Unterseite zu gréeren Abweichungen
im Vergleich zur Zick-Strategie (siehe auch Kapitel 7.1.4). Zudem ist ersichtlich, dass in Be-
reichen, in denen das Werkzeug in das Material eintaucht (Mitte der Taschen), eine Differenz
von Simulation und Experiment auftritt. Dies konnte auf das Vorhandensein von abweichenden
P-ES in diesen Regionen aufgrund der unterschiedlichen Prozesskinematik zuriickzufiihren
sein. AuBerdem spielen besonders fiir niedrige VVerformungen die Abweichungen vor dem Ta-
schenfrasen (PRE) aufgrund der Prozesskinematik des Planfrasens oder Ungenauigkeiten des
Maschinensystems eine Rolle. Beachtet man diese (POST-PRE) reduziert sich die max. gemes-
sene Verformung auf 66 pm und somit deren Abweichung zur Simulation auf 29 % bzw. AZmean
auf 5+ 4 um (8Zmean = 7 %) (siehe Tabelle 7-4 und Anhang Abbildung 11-8).

mean
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Abbildung 7-15: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie A, 3 mm, SF-M3, Spiral

Die Anderung der Verzugsform und des -betrags aufgrund von vorliegenden hohen 1-ES der
Werkstlicke aus Gruppe B wurde durch das FEM-Verzugs-Modell fiir unterschiedliche P-ES
(SF-M3 siehe Abbildung 7-16 vs. SF-M1 siehe Abbildung 7-17) und Wandstéarken (3 mm siehe
Abbildung 7-17 vs. 7 mm siehe Abbildung 7-18) abgebildet. Dabei liegt die mittlere Abwei-
chung zwischen Simulation und Experiment fiir alle drei Fille bei AZmean= 11 pm (8Zmean =
2 %). Die Abweichungen der max. Verformung 8zmax betragen 5 % (SF-M3, 3 mm), 6 % (SF-
M1, 3 mm) und 13 % (SF-M1, 7 mm). Werden die PRE-Messdaten subtrahiert, verbessern sich
die Abweichungen zu 8Zmax = 3 % (SF-M3, 3 mm), 4 % (SF-M1, 3 mm) und 8 % (SF-M1,
7 mm) (siehe Tabelle 7-4).
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Abbildung 7-16: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie B, 3 mm, SF-M3, Zick
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Abbildung 7-17: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie B, 3 mm, SF-M1, Zick
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Abbildung 7-18: Validierung FEM-Verzug-Modell Taschengeometrie B, 7 mm, SF-M1, Zick
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In Abbildung 7-19 ist der gemessene mittlere Verzug der Werkstiicke aus Gruppe C mit einer
symmetrischen z-Positionierung z5 und in SF-M3 Spiral-Strategie gefrést sowie drei Simulati-
onsergebnisse dargestellt. Fur die drei Simulationen wurden, wie in Kapitel 7.1.1 beschrieben,
unterschiedliche I-ES als Eingabe verwendet: Literaturwerte nach [Prim02], Messung am
Werkstlick der Gruppe C und D. Die U-formige Verzugsform, einschlielich der Position der
max. Verformung mittig im Werkstiick, wird von allen drei Simulationen qualitativ korrekt
vorhergesagt. Die mittlere Hohenabweichung Azmean VOn Simulation zu Experiment betragt 3 +
2 UM (8Zmean = 3 %) (I-ES: Literaturwerte), bzw. 11 + 9 um (8Zmean = 11 %) (I-ES: Messung C)
und 8 £ 7 um (8zmean = 8 %) (I-ES: Messung D). 99 % der vorhergesagten z-Verformungen
haben eine Abweichung Kkleiner als zeg= 9 um (I-ES: Literaturwerte) bzw. 38 um (I-ES: C) und
28 um (I-ES: D). Analog zu den in Spiral-Strategie gefrasten Werkstiicken A ist in den Berei-
chen, in denen das Werkzeug in das Material eintaucht (Mitte der Taschen), aufgrund der un-
terschiedlichen Prozesskinematik eine deutliche Differenz von Simulation und Experiment er-
sichtlich. Der Betrag der vorhergesagten max. Verformung variiert (iberraschenderweise erheb-
lich bei Verwendung unterschiedlicher I-ES als Eingabe, obwohl der Betrag der I-ES lediglich
Anderungen von etwa 5 MPa aufzeigte. Der Grund hierfir sind die leicht variierenden ES-
Verlaufe (siehe Kapitel 5.1). Die max. Verformung zmax Wurde teilweise deutlich unterschétzt
mit 8Zmax= 11 % (I-ES: Literaturwerte), 57 % (I-ES: C) und 44 % (I-ES: D). Ein Grund fur die
hohen Abweichungen aus Simulation und Experiment war u.a. eine mangelhafte Einspannung
wahrend des Planfrasens der Unter- und Oberseite, die zu einer ,,verfilschten* Verformung des
Bauteils vor dem Taschenfrasen (PRE) in der Realitét fiihrte. Diese Fehlerquelle wird in nach-
folgendem Kapitel 7.1.4 naher erlautert. Um trotzdem die tatséchliche Simulationsglite abschat-
zen zu kdnnen, wurden zusétzlich die Kennzahlen fir die POST-PRE-Messdaten abgeleitet und
mit den Simulationsergebnissen verglichen (siehe Tabelle 7-4). Dies ist fur Werkstlickgruppe
C (I-ES a(2)) nur fur den Fall der symmetrischen Positionierung z5 sinnvoll, da hier in Theorie
unter Annahme einer sym. I-ES-Verteilung kein Verzug nach den Planfrasen-Schritten vorlie-
gen sollte (siehe nachfolgendes Kapitel 7.1.4). Durch Abzug der PRE-Verformung von der
POST-Verformung ergibt sich eine reduzierte gemessene max. Verformung von Zmaxexp= 73
3 um. Dadurch wird der Verzug von der Simulation, die Literaturwerte als 1-ES nutzte, deutlich
iberschitzt (8Zmax= —31 % statt 11 %) und von den Simulationen, welche Messwerte nutzen,
weiterhin unterschéatzt. Die Abweichungen dzmax reduzierten sich von 57 % auf 37 % (I-ES: C)
und von 44 % auf 18 % (I-ES: D). Auch die mittleren Hohenabweichung 8Zmean VOn Simulation
zu Experiment reduzierten sich teilweise deutlich fur die Simulationen, die Messungen als I-ES
nutzten: 6Zmean = 8 % (I-ES: C) und 8Zmean = 4 % (I-ES: D). Die Simulation, welche Literatur-
werte als I-ES Eingabe nutzte, verschlechterte sich auf 6zmean = 10 % (siehe Tabelle 7-4).
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Abbildung 7-19: Validierung fiir Taschengeometrie C, z5, 3 mm, SF-M3, Spiral

In Abbildung 7-20 ist der gemessene mittlere Verzug der Werkstiicke aus Gruppe C mit SF-
M3 in Spiral-Strategie gefrast flr eine asymmetrische z-Positionierung z1.5 und die drei Simu-
lationsergebnisse dargestellt. Die im Vergleich zur Position z5 erhdhte max. Verformung wird
mithilfe des Verzug-Modells abgebildet. Dabei betrdgt die mittlere Hohenabweichung AZmean
von Simulation zu Experiment 5 + 6 um (4 %) (I-ES: Literaturwerte) bzw. 12 + 9 um (8 %) (I-
ES: Messung C) und 6 + 6 um (4 %) (I-ES: Messung D, siehe Tabelle 7-4). 99 % der vorher-
gesagten z-Verformungen haben eine Abweichung kleiner als zgo = 17 pm (I-ES: Literatur-
werte) bzw. 37 pm (I-ES: C) und 21 pm (I-ES: D). Auch fir diesen Fall wurde die max. Ver-
formung zmax aufgrund der mangelhaften Einspannung wéhrend des Planfrésens teilweise deut-
lich unterschétzt mit 6zmean = 23 % (I-ES: Literaturwerte), 45 % (I-ES: C) und 25 % (I-ES: D).
Im Gegensatz zur symmetrischen Positionierung (z5) kann bei der asymmetrischen Positionie-
rung (z1.5) zur Bestimmung des Fehlers keine Subtraktion der PRE-Messdaten erfolgen, da
bereits nach dem Planfrésen der Unter- und Oberseite ein von den I-ES induzierter Verzug
auftritt.
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Abbildung 7-20: Validierung fur Taschengeometrie C, z1.5, 3 mm, SF-M3, Spiral

Es lasst sich zusammenfassen, dass sowohl bei Verwendung von Literaturwerten als auch
Messdaten flir die I-ES die Verzugsform erfolgreich vorausgesagt wird (8Zmean < 10 %). Bei der
max. Verformung treten gréBerer Abweichungen fiir die Nutzung der Literaturwerte (8zmax bis
zu =31 %) im Vergleich zu Messdaten auf. Dabei fuhrte die Nutzung der I-ES aus Messung D
zu den besten Ergebnissen (8Zmean < 4 %, 8Zmax < 25 %, siehe Tabelle 7-4).

Validierung Skalierte Flugelrippe

In Abbildung 7-21 ist der gemessene (a) und simulierte Verzug (POST) der 3 mm dicken ska-
lierten Flugelrippe (Werkstlckgruppe D), deren Taschen mit SF-M3 in Zick-Strategie gefrést
wurden, dargestellt. Dabei sind analog zu den Taschengeometrien der Werkstlickgruppe C drei
Simulationsergebnisse (Abbildung 7-21b, c, d), die auf unterschiedlichen I-ES als Modell-Ein-
gabe beruhen, abgebildet. Ahnlich zu den Beobachtungen des Verzugs der kleineren Taschen-
geometrie, stellt sich die fir die Zick-Strategie charakteristische tordierte Verzugsform auf-
grund der induzierten Schubspannungen mit einer max. Verformung von Zmax.exp= 753 pum ein.
Dabei wurde die Verzugsform von allen drei Simulationen qualitativ korrekt mit einer mittleren
Hohenabweichung Azmean von Simulation zu Experiment von 24 £ 19 pm (8Zmean = 3 % mit zgo
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= 89 um) bei Verwendung der I-ES aus der Literatur, 94 £ 70 pm (8Zmean = 13 % mit zgg =
284 pm) bei Verwendung der gemessenen I-ES an Werkstiickgruppe C und 75 + 56 pm (8Zmean
= 10 % mit zg9 = 231 pum) bei Verwendung der gemessenen I-ES an Werkstiickgruppe D vor-
hergesagt. Die max. Verformung wurde um 8zmax = 13 % (I-ES: Literaturwerte), 46 % (I-ES:
C) und 38 % (I-ES: D) teilweise deutlich unterschétzt. Der Grund hierfiir war wiederum eine
mangelhafte Einspannung wahrend des Planfrasens der Unter- und Oberseite, die zu einer ,,ver-
falschten” Verformung des Bauteils vor dem Taschenfrasen (PRE) in der Realitét fiihrte (siche
Abbildung 7-22). Diese Fehlerquelle wird in nachfolgendem Kapitel 7.1.4 néher erldutert. Um
trotzdem die tatsachliche Simulationsgtite abschétzen zu kénnen, wurden analog zum Vorgehen
bei der Taschengeometrie zusétzlich die Kennzahlen fiir die POST-PRE-Messdaten der sym-
metrischen Positionierung z5 abgeleitet und mit den Simulationsergebnissen verglichen (siehe
Abbildung 7-22).

a) Experiment (POST) o Taschen: SF-M3
0 X- 120 240 mm 480 ZS3 qualitative Verformung m

600 z-Pos: 25
£=0,2 mm
v,=200 m/min

¥ a,=4 mm

500 a,=3 mm
Faktor 150 [\werkstiick D 3 mm

170
Zpep= 753 W um

b) Sim. Eingabe I-ES: [Pr|m02]

Z,0= 655 ym 0z,,= 13 %

c) Sim. Eingabe I-ES: C

56 pm (82,,,,.= 10 %)

mm— 466 ym 0z,,= 38 %

Abbildung 7-21: Validierung FEM-Verzug-Modell skalierte Fliigelrippe D, 3 mm, z5, SF-M3,
Zick fur POST Messung

Nach Abzug der PRE- von der POST-Verformung ergab sich eine reduzierte gemessene max.
Verformung von Zmax.exp= 553 pum (siehe Abbildung 7-22). Dadurch wird der Verzug von der
Simulation mit Literaturwerten als I-ES iiberschitzt (8zmax= —19 % statt 13 %) und von den
Simulationen, welche Messwerte nutzten, weiterhin unterschatzt. Wobei sich die Abweichun-
gen 8Zmax VON 46 % auf 26 % (I-ES C) und von 38 % auf 15 % (I-ES D) reduzierten. Auch die
mittleren Hohenabweichung 6zmean VOn Simulation zu Experiment reduzierten sich teilweise
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deutlich auf BZmean: 4 % (Litel’aturwerte), SZmean: 10 % (I'ES C) und SZmean: 6 % (I'ES DY
siehe Abbildung 7-22).

D, 3mm, z5, SF-M3, Zick
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|

0 40 80 Azpmi77
Az
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49
Z,p 5= 665 pm, 0z,,= -19 %, Z, 0= 407 um, 8z, = 26 %, Z, 1 oam= 466 pm, 6z,,= 15 %,
Az,,,=21+20m, 0z,.,=4% Az  =54+41pmdz,,=10% AZ,,=35+*27 umdz,.,=6%

Abbildung 7-22: Validierung FEM-Verzug-Modell skalierte Fliigelrippe D, 3 mm, z5, SF-M3,
Zick fur POST-PRE Messung

In Abbildung 7-23 ist der gemessene und simulierte Verzug (POST) der skalierten Fliigelrippe,
deren Taschen mit SF-M3 in Spiral-Strategie gefrast wurden, dargestellt. Auch hier stellt sich
die flr die spiralférmige Bearbeitung der Taschen charakteristische Verzugsform (U-Form) ein.
Die max. gemessene Verformung betrégt Zmax.exp = 693 pm. Sowohl die Abweichung der mitt-
leren Hohendifferenz 8zmean (6 %, 16 %, 13 %) als auch der max. Verformung 8Zmax (31 %,
71 %, 60 %) von Simulation zu Experiment sind im Vergleich zur Zick-Bearbeitung deutlich
gestiegen, da hier der Effekt der I-ES auf den Verzug tberwiegt. Wie oben beschrieben fiihrte
auch hier eine mangelhafte Einspannung wahrend des Planfrésens der Unter- und Oberseite zu
einer ,,verfalschten* PRE-Verformung (siehe Abbildung 7-24). Durch Bereinigung dieses Ef-
fekts durch Subtraktion der PRE Messdaten (POST-PRE) verbesserte sich die VVorhersagegiite
der Simulationen deutlich zu 8Zmean = 3 % (Literaturwerte), 14 % (I-ES: C), 11 % (I-ES: D) und
8Zmax = 2 % (L iteraturwerte), 59 % (I-ES: C), 43 % (I-ES: D, siehe Abbildung 7-24).

Es ist festzuhalten, dass es mithilfe des FEM-Verzug-Modells mdglich ist den Verzug der ska-
lierten Flugelrippe qualitativ und quantitativ vorherzusagen. Interessant ist dabei, dass im Ge-
gensatz zur Taschengeometrie flir beide Strategien die besten Ergebnisse mittels Simulationen,
welche die Literaturwerte als I-ES nutzen, erzielt wurden [Webe24]. Fur die Zick-Strategie
weisen ebenfalls die Simulationen, welche die I-ES-Messung D als Eingabe nutzten, eine gute
Ubereinstimmung mit der Verzugsmessung auf. Mégliche Griinde fir dieses Verhalten werden
in der nachfolgenden Fehleranalyse betrachtet.
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Abbildung 7-23: Validierung fiir skalierte Fliigelrippe D, 3 mm, z5, SF-M3, Spiral (POST)
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7.1.4 Fehleranalyse

In diesem Kapitel werden unterschiedliche Fehlermdglichkeiten untersucht, um die Vorhersa-
geglite des FEM-Verzug-Modells noch besser einordnen zu kénnen. So wird differenziert, wel-
che Abweichungen auf die Simulationsmethodik und welche auf die experimentellen Ausfiih-
rungen zurlickzufiihren sind. Es werden folgende Fehlermdglichkeiten analysiert:

o Verzug wéhrend des Planfrasens aufgrund der gewéhlten Einspannstrategie
e Abweichung der Bodendicke vom Soll-Wert

e Abweichung der z-Position im Halbzeug vom Soll-Wert

e Variation der P-ES

Verzug wahrend des Frasens aufgrund der gewéhlten Einspannstrategie

Sowohl bei der Vorhersage des Verzugs der Taschengeometrie fiir Werkstlicke der Gruppe C
als auch der skalierten Fliigelrippe (Werkstlickgruppe D) ist eine deutliche Abweichung des
vorhergesagten und gemessenen Betrags des Verzugs zu beobachten: Die max. Verformung
Zmax Wird teilw. deutlich unterschétzt. Aufgrund der Orientierung der I-ES dieser Werkstiick-
gruppen (I-ES von der Bauteiltiefe z abhéngig), wurde ein Verzug dieser Bauteile wéhrend des
Planfrasens der Werkstlickoberseite und -unterseite festgestellt. Die Einspannstrategie in diesen
Bearbeitungsschritten, die lediglich aus den Nutenseitenspannern bestand (siehe Kapitel 4.4),
war somit nicht ausreichend, um eine Verformung wahrend des Planfrasens zu verhindern. Im
FEM-Verzug-Modell wurde jedoch eine ideale Einspannstrategie (kein Verzug wahrend der
Bearbeitung) angenommen. In Abbildung 7-25 wird der resultierende Fehler aufgrund einer
mangelhaften Einspannung qualitativ dargestellt: Bei einem ideal eingespannten Bauteil (siehe
Abbildung 7-25a) tritt wahrend des Planfrésens der Unterseite kein Verzug auf (Schritt 1). Die-
ser stellt sich erst nach dem Ldsen der Einspannung ein (Schritt 2). Durch die ideale Einspan-
nung der Unterseite wird ein Biegemoment aufgebracht, sodass die flache Oberseite in Schritt
3 ohne auftretende Verformungen bearbeitet wird. Da in dem diskutierten Fall eine symmetri-
sche Positionierung (z5) des finalen Bauteils im Halbzeug vorliegt, hebt sich die entstehende
Durchbiegung unter Annahme einer symmetrischen 1-ES-Verteilung nach dem Lésen der Ein-
spannung in Schritt 4 mit der urspringlichen Durchbiegung aus Schritt 2 auf. Das Resultat ist
ein nicht verformtes Bauteil. Im vorliegenden realen Fall biegt sich das Bauteil bereits wéhrend
des Planfrasens der Unterseite im ersten Schritt durch. In Abbildung 7-25b ist die Durchbiegung
wahrend der Zerspanung dargestellt. Da diese Durchbiegung im Vergleich zur Materialab-
nahme von 5 mm (bzw. ap = 1.5 mm) klein ist, entsteht im Extremfall eine vollstandig ebene
Flache bzw. eine geminderte Durchbiegung auf der Unterseite und eine vollstandige Durchbie-
gung der Oberseite (Schritte 2). Ein analoges Verhalten ist beim Planfrasen der Unterseite
(Schritt 3) zu beobachten. Da jedoch keine (Extremfall) bzw. eine geminderte Vorbiegung der
Unterseite vorhanden ist, entsteht im letzten Schritt 4 eine Durchbiegung der Unterseite. D.h.
der Anteil des Verzugs, welcher sich bereits wahrend des Planfrasens der Unterseite einstellt,
wird zerspant und ,,fehlt* somit als entgegengesetztes Biegemoment nach dem Planfrésen der
Oberseite.
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Abbildung 7-25: Verformung wihrend des Planfrésens ideal (a) vs. real bei ,,schlechter Ein-
spannung (b) fiir Position z5

Mithilfe des FEM-Verzug-Modells I&sst sich der Extremfall einer maximalen Durchbiegung
nach Schritt 4 vorhersagen. Dies kann entweder durch Simulation von Schritt 1+2, was in die-
sem speziellen Fall der inversen Verformung nach Schritt 4 entspricht, oder durch Simulation
der Einzelschritte geschehen. In Abbildung 7-26 ist der gemessene und simulierte Verzug nach
dem Planfrésen der Oberseite des Halbzeugs der skalierten Fligelrippe aufgrund unterschied-
licher I-ES dargestellt. Es ist festzuhalten, dass alle drei Simulationen den gemessenen PRE-
Verzug qualitativ richtig vorhersagen. Es wurden mittlere Hohenabweichungen Azmean VON Si-
mulation zu Experiment von 16 £ 13 um (8Zmean = 8 % mit zgg = 63 pm) bei Verwendung der I-
ES aus der Literatur, 7 £ 7 pm (8Zmean = 3 % mit zgg = 33 um) bei Verwendung der gemessenen
I-ES an Werkstiickgruppe C und 8 + 7 pm (8Zmean = 4 % mit zgo = 30 pum) bei VVerwendung der
gemessenen I-ES an Werkstiickgruppe D erreicht. Die max. Verformung wurde um 48 % (Li-
teraturwerte), 25 % (Messung C) und 6 % (Messung D) unterschatzt. Die gréBten Abweichun-
gen treten in den beiden oberen (Literaturwerte, C) bzw. unteren Ecken (D) auf. Ein moglicher
Grund hierfir ist, dass in der Realitét die Durchbiegung wéhrend der Zerspanung mit fortlau-
fendem Materialabtrag in negativer y-Richtung groRer wird. Dieses transiente Phanomen wird
im Simulationsmodell nicht beriicksichtigt. Es wird lediglich der Extremfall abgebildet.

Durch die Erweiterung des Simulationsmodells um einen vorgelagerten Schritt, in welchem die
reale Einspannung modelliert wird, kann der tatsdchliche maximale Fehler aufgrund der man-
gelhaften Einspannung im Vorhinein besser abgeschétzt werden. Nachfolgend wird der Bau-
teilverzug wahrend des Planfrésens der Unterseite bei Nutzung der realen Einspannstrategie fur
die skalierte Fliigelrippe analysiert. Dabei wird die Bewegung der mit Nuten-Seitenspannern
gepressten Kontaktflachen mittels Randbedingungen eingeschrénkt. Die Krafteinwirkung bzw.
entstehenden Momente der realen Einspannung und damit deren Einfluss auf die ES werden
vernachléssigt.



Seite 102 Simulationsmethodik zur VVorhersage des Bauteilverzugs

a) Experiment: Unterseite (PRE), D, z5 Z 506 qualitative Verformung Frontansicht:
" 0 X- 120 240 mm um
4 - —oa - .
50 160 Oberseite
120
mm) 80
L . 40 Unterseite
170 e
Z oo™ 206 um )

7942
b) Sim. Eingabe I-ES: [Prim02]

Zmaxsim= 107 ym 6z,,= 48 %
c) Sim. Eingabe I-ES: C

Zpsm= 155 ym  8z,,=25 %
d) Sim. Eingabe I-ES: D

2= 84T M (5200, = 4 %)

=6%

=192 ym oz

pa—_—

max

Abbildung 7-26: Validierung FEM-Verzug-Modell PRE — Extremfall eines ,,schlecht* einge-
spannten Werkstticks beim Planfrésen

In Abbildung 7-27 ist der simulierte Verzug nach dem Planfrésen (nach Schritt 1) der Unterseite
mit der realen Einspannung mittels Nutenseitenspannern fiir die drei unterschiedlichen I-ES als
Eingabe fir die Position z5 dargestellt. Es ist zu erkennen, dass ein Verzug bereits vor dem
Ldsen der Einspannung auftritt.
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Abbildung 7-27: Simulation des Verzugs nach dem Planfrésen der Unterseite unter realen
Einspannbedingungen
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Eine max. Verformung von zmax = 64 um (Literaturwerte) bzw. 82 um (Messung C) bzw. 107
um (Messung D) stellt sich ein. Dieser ist geringer als fiir den oben ermittelten Extremfall (107
pm / 155 pm / 192 pm). Die Differenz aus Extremfall und dem dargestellten simulierten Er-
gebnis ergibt den tatsdchlichen Fehler nach dem Taschenfrasen. Dieser ist geringer als der ge-
messene (siehe Abbildung 7-26: zmax,pre = 206 um). Daher werden nachfolgend weitere mogli-
che Fehlerquellen diskutiert. In Kapitel 8.2.2 wird zudem die Einspannstrategie mithilfe der
Erweiterung des FEM-Verzug-Modells optimiert und in einem Experiment umgesetzt.

Abweichung der Bodendicke vom Soll-Wert

Eine schlechte Einspannung oder Abweichungen des Bauteils von der Soll-Hohe kénnen zu
Abweichungen der Bodendicke fiihren. Analog zur Modellierung des Verzugs beim Planfrasen
mit realer Einspannung kann der Verzug wahrend (bzw. am Ende) des letzten Schritts, dem
Taschenfrésen, unter realen Einspannbedingungen und der daraus resultierende Fehler simuliert
werden. Es ist eine max. Verformung wéhrend des Taschenfrésens in Zick-Strategie von 67 pum
(I-ES: Literaturwerte) bzw. 50 pm (I-ES: Messung D) durch Anheben der linken und rechten
Randbereiche zu beobachten (siehe Abbildung 7-28). Daher wurden in einer weiteren Simula-
tion die Auswirkungen eines zusatzlichen Materialabtrags von bspw. 100 um beim Taschen-
frésen (Bodenstéarke 2,9 mm statt 3 mm) auf den Verzug untersucht. Dabei stieg die max. Ver-
formung im Vergleich zu einer Bodenstarke von 3 mm um 29 um (4 % bezogen auf zmax,3mm
mit I-ES: Literaturwerte) bzw. um 24 um (5 %, I-ES: Messung D) an. Im Vergleich zu den
aufgetretenen Abweichungen der max. Verformung (siehe Kapitel 7.1.3) und dem Fehler der
mangelhaften Einspannung ist eine 100 um Abweichung der Bodendicke vom Soll-Wert als
gering einzustufen.

Simulation reale Einspannung Taschenfréasen

Faktor 500 Z, 0 sm= 67 ym 0

Abbildung 7-28: Simulation des Verzugs nach dem Taschenfrésen unter der realen Einspann-
bedingungen

Abweichung der z-Position im Halbzeug

Aufgrund der symmetrischen Positionierung des finalen Bauteils im Rohteil (z5), hat bereits
eine geringe Anderung der z-Position erhebliche Auswirkungen auf die max. Verformung.
Grund sind die I-ES, deren Gleichgewicht bei einer symmetrischen Positionierung nicht gestort
wird. So konnte mithilfe des FEM-Verzug-Modells gezeigt werden, dass eine Anderung der
z-Position um 0,3 mm (1 % der Materialdicke des Halbzeugs bzw. 10 % der Bodenstarke) beim
Planfrasen eine Erhdhung der max. Verformung von 40 um (PRE) und der finalen Fligelrippe
von 31 um (POST) zur Folge hat. Diese Tatsache bekraftigt, dass Abweichungen von Simula-
tion und Experiment nicht zwangsléufig aufgrund der Modellierung, sondern auch auf Unge-
nauigkeiten in der Fertigung des Bauteils zuriickzufiihren sein kénnen.

Variation der P-ES auf der Bauteilriickseite

In Kapitel 5.2.2 wurde aufgezeigt, dass kleine Unterschiede in den P-ES innerhalb der SF-Fras-
modi ebenfalls zu geringen, aber messbaren Abweichungen der max. Verformung (8zmax <
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29 %) flhrten. Auerdem wurden die P-ES auf der Bauteilunterseite aufgrund des Planfrasens
analysiert. Es wurden sehr geringe maximale Schubeigenspannungen von 10 MPa nahe der
Oberflache und eine geringe Eindringtiefe von 40 pm im Mittel gemessen — wobei im Vergleich
zu den Absolutwerten hohe Standardabweichungen auftraten (siehe Abbildung 5-14). In diesem
Kapitel wird untersucht welchen Einfluss diese Unsicherheit, resultierend aus der Messung, auf
die Verzugsvorhersage hat. In Abbildung 7-32 ist der vorhergesagte VVerzug aufgrund dreier
unterschiedlicher Schubspannungsprofile (Referenz, keine Schubspannung, doppelte max. ge-
messene Schubspannung) fir die skalierte Fliigelrippe (Konfig.: z5, SF-M3, Spiral, I-ES: Lite-
raturwerte) dargestellt. Es ist zu erkennen, dass alle drei Verziige eine dhnliche, jedoch leicht
rotierte Form aufweisen. Diese Rotation ist auf die unterschiedlichen Vorzeichen der Torsions-
momente zuriickzufiihren. Bereits geringe Anderungen der Schubspannungen filhren zu Ande-
rungen der max. Verformung im Bereich von 5 % (15 um bzw. 11 pm). Fir die Taschengeo-
metrie resultieren diese Anderungen der Schubspannungen sogar in Anderungen der max. Ver-
formung bis zu 10 %.

D, z5, 3mm, SF-M3, Spiral, I-ES: Messung D:
(2)=0 Referenz Tyunerseie(Z) 2 Ty et

T,

Xy, Unterseite

B
b Ol UM N L | pm B P Hm
T 200 . 200 L 200
10 L1501, e W50 g, 150
MPa. 100 | | |00 | « 100
22 50 ‘ | @50 > 50
2,88 2,92 mm¢-3 M0 Tiefe t— 0 Tiefe t,—~ 0

Abbildung 7-29: Verzug aufgrund unterschiedlicher Schubspannungen auf der Unterseite

Zusammenfassend lasst sich festhalten, dass mithilfe des FEM-Verzug-Modells sowohl die
Verzugsform als auch das Verzugsniveau in Ubereinstimmung mit den Messungen vorherge-
sagt wurden. Es wurde nachgewiesen, dass die auftretenden Abweichungen nicht auf eine feh-
lerhafte Modellierung, sondern maBgeblich auf experimentelle Unsicherheiten zurlickzufihren
sind. Es ist somit nicht das Ziel mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells den Verzug be-
tragsméaRig exakt vorherzusagen. Dies ist aufgrund gezeigter Unsicherheiten nicht mdglich. Es
sollen vielmehr grundlegende Mechanismen des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs
identifiziert und verstanden werden (siehe Kapitel 8.1), sodass dadurch Kompensationstechni-
ken abgeleitet werden konnen (siehe Kapitel 8.2). AuBerdem wird nachfolgend untersucht, in-
wieweit die Unsicherheiten durch weitere Simulationsmodelle eingegrenzt werden kénnen.

7.2 Warmeubertragungssimulation: Modellierung der initialen Eigen-
spannungen

7.2.1 Modellbeschreibung

Wie in Kapitel 2.2.2 beschrieben ist das Abschrecken bei der Warmebehandlung T74 fiir die
hohen I-ES verantwortlich. Der Abschreckvorgang der AI7050 Brammen in Wasser von 475 °C
auf 20 °C (fiur 500 s) wurde mithilfe eines transienten thermo-mechanischen FEM-Modells in
ABAQUS simuliert, um die I-ES vorherzusagen. Das anschliefende Zuségen der Werkstiicke
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wurde durch Elementldschung erreicht. Bei der T7451 Bezeichnung wurde das abgeschreckte
Material zusétzlich gereckt. Das Warmauslagern wurde vernachldssigt, da es keinen signifikan-
ten Einfluss auf die I-ES hat [Koc06]. Es wurden Simulationen fiir alle drei Werkstiickgruppen
(A, B, C, siehe Kapitel 4.3) durchgefiihrt. Mithilfe des Modells A (C) wurde das Abschrecken,
kontrollierte Recken und Zusagen der Bramme 1245x1245x102 mm? (2500x1250%x30 mm?®)
auf Versuchswerkstlicke A (C) modelliert (siehe Abbildung 7-30). Aufgrund mangelnder An-
gaben des Herstellers bzgl. des Reckverhéltnisses, wurde das Recken in dem typischen Bereich
von 1,5 % bis 3 % modelliert [Prim02]. Das Recken erfolgte in Walzrichtung durch Aufbringen
einer einheitlichen Verschiebung der Knoten an beiden Réndern von je 9,34 mm (1,5 %) und
1,87 mm (3 %) der Bramme. Mithilfe des Modells B wurde das Abschrecken und Zuségen des
bereits teilweise gesagten Blocks 660x206x102 mm? auf Versuchswerkstiick B (T74) simuliert.
Allen drei Modellen wurden die temperaturabh&ngigen Materialdaten aus der Literatur zuge-
ordnet (siehe Tabelle 11-4 bis Tabelle 11-7 im Anhang) [Jean85, Bamb86, Koc06]. Diese wur-
den zwar fiir AlI7075 und nicht 7050 bestimmt. Dies ist jedoch eine valide Annahme, da sich
die Aluminiumlegierungen 7050 und 7075 bzgl. ihrer Zusammensetzung kaum unterscheiden
[Koc06]. Aufgrund vorliegender symmetrischer Gegebenheiten wurde jeweils nur 1/8 der
Bramme bzw. Platte modelliert. Es wurden 58.280 (Modell A), 173.349 (Modell B) bzw.
39.975 (Modell C) Elemente des Typs C3D8RT verwendet. In Bereichen der zugeségten Werk-
stlicke wurde eine feinere Netzauflosung im Vergleich zum Rest der Bramme bzw. Platte ge-
wahlt (siehe Abbildung 7-30). Die simulierten 1-ES wurden mit den gemessenen (siehe Kapitel
7.2.2) verglichen. Dariiber hinaus wurde untersucht, inwieweit sie die gemessenen I-ES als
Eingabe der Verzug-Modellierung substituieren kdnnen.

Werkstuick B

Werkstiick C

Abbildung 7-30: Modell Werkstiick A (a), B (b) und C (c)

7.2.2 Validierung

Modell Werkstiick A

In Abbildung 7-31 ist der Vergleich der gemessenen und simulierten I-ES mit einem Streck-
verhéltnis von 1,5 % und 3 % fiir Werkstlickgruppe A dargestellt. Die typischen I-ES mit Zug-
ES im Inneren und Druck-ES an den Randern sowie der Betrag der I-ES wurden mithilfe der
Simulation abgebildet. Dabei wurden fiir ein Streckverhéltnis von 1,5 % (3 %) maximal 12,5
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MPa (10,6 MPa) und minimal —13,7 MPa (=10,4 MPa) in x-Richtung vorhergesagt im Ver-
gleich zu gemessenen 13,1 MPa bzw. —12,8 MPa. In y-Richtung wurden maximale Zugspan-
nungen von 3,8 MPa (2,8 MPa) und minimale Druckspannungen von —10,4 MPa (9,0 MPa)
erreicht im Vergleich zu gemessenen 1,2 MPa bzw. —5,6 MPa. Dabei zeigt die Simulation, bei
welcher ein Streckverhdltnis von 1,5 % eingesetzt wurde, eine geringere Abweichung der I-ES
zu den gemessenen Werten in x-Richtung, wohingegen mit einem Streckverhaltnis von 3 %
geringere Abweichungen in y-Richtung erzielt werden. Das simulierte ES-Profil weist eher eine
N-Form als eine M-Form auf, was auf eine in der Realitat vorliegende variierende Festigkeit
(iber die Materialdick zuriickzufiihren sein kénnte [Prim02]. Diese wird im Simulationsmodell
nicht bericksichtigt. Die Abweichungen der I-ES von Simulation und Messung in Bereichen
der Rénder kdnnen auf die Effekte des Zusagens oder des Warmauslagerns zuriickgefiihrt wer-
den, welche im Simulationsmodell vernachl&ssigt wurden.

Die Berechnungsdauer betrug 42 h auf dem Hochleistungsrechner ,,Elwetritsch der RPTU
Kaiserslautern (parallele Rechnung auf 16 CPUs).

2T 69 X+ 400 mm 206 FESO 50 100 __mm 208
MPa ‘
10
5
0
-5
10
-15 777777777777777777777777777777777777777777
= 103 mm, y) (X, y =51 mm) —Messung A
Simulation 1,5 %
— Simulation 3 %
j@\
= §0 mm 100 0 X 100 150 mm 200

Abbildung 7-31: Gemessene nach [Chig22a, b] und simulierte I-ES des Werkstlicks A
Modell Werkstiick B

In Abbildung 7-32 ist der Vergleich der gemessenen und simulierten I-ES fiir Werkstiickgruppe
B dargestellt. Auch hier wurde die Verteilung und der Betrag der I-ES qualitativ mithilfe der
Simulation vorhergesagt. Das ES-Maximum bzw. -Minimum wurde tiberschatzt: 141 MPa (Si-
mulation) vs. 96 MPa (Messung) und —179 MPa (Simulation) vs. =163 MPa (Messung) in X-
Richtung bzw. 59 MPa (Simulation) vs. 37 MPa (Messung) und —170 MPa (Simulation) vs.
—113 MPa (Messung) in y-Richtung. Die Abweichungen der I-ES von Simulation und Messung
in Bereichen der Rander kénnen wieder auf die Effekte des Zuségens oder des Warmauslagerns
zuriickgefiihrt werden, welche im Simulationsmodell vernachlassigt wurden.

Die Berechnungsdauer betrug 149 h auf dem Hochleistungsrechner ,,Elwetritsch® der RPTU
Kaiserslautern (parallele Rechnung auf 16 CPUs).
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Abbildung 7-32: Gemessene nach [Chig22a, b] und simulierte I-ES des Werkstiicks B
Modell Werksttick C/D

In Abbildung 7-33 ist der Vergleich der gemessenen und simulierten I-ES mit einem Streck-
verhéltnis von 1,5 % und 3 % fur Werkstuckgruppe C bzw. D dargestellt. Auch hier wurde die
Verteilung und der Betrag der I-ES qualitativ mithilfe der Simulation vorhergesagt. Dabei wie-
sen die Ergebnisse der Simulation mit einem Streckverhaltnis von 3 % eine gute Ubereinstim-
mung mit der Messung D auf: Maximale Zug-ES von 9,1 MPa (Simulation) vs. 12,6 MPa (Mes-
sung) und minimal —9,8 MPa (Simulation) vs. —11,4 MPa (Messung) in x-Richtung bzw.
12,2 MPa (Simulation) vs. 8,9 MPa (Messung) und —17,8 MPa (Simulation) vs. —11,1 MPa
(Messung) in y-Richtung. Abweichungen sind analog zu Werkstlickgruppe A zu benennen.

Die Berechnungsdauer betrug 5 h auf dem Hochleistungsrechner ,,Elwetritsch® der RPTU Kai-
serslautern (parallele Rechnung auf 16 CPUs).
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Abbildung 7-33: Gemessene und simulierte I-ES des Werkstiicks C
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Auswirkungen auf den Verzug

In Abbildung 7-34 ist der Verzug aufgrund der gemessenen und simulierten I-ES der Taschen-
geometrie mit einer Wandstérke von 3 mm (z5) fur jede Werkstiickgruppe dargestellt. Dabei
wurden die P-ES vernachléssigt, um die Auswirkungen der Unterschiede der simulierten und
gemessenen |I-ES auf den Verzug zu analysieren. Nur bei Werkstiickgruppe A stellte sich auf-
grund der beschriebenen Abweichungen der I-ES eine unterschiedliche Verzugsform ein (U vs.
N-Form, siehe Abbildung 7-34a). Fiir Werkstlickgruppe B und C wurde die richtige Form vor-
hergesagt, was einen quantitativen Vergleich ermdglicht. Die mittlere Hohenabweichung
AZmeang betragt 30 £ 29 um (5 % bezogen auf die maximale Verformung) mit zeg = 130 pum fiir
die Werkstiickgruppe B (siehe Abbildung 7-34b). Die max. Verformung wurde bei der Simu-
lation mit vorhergesagten I-ES als Eingabe um 24 % Uberschétzt (zmaxs = 706 pm vs. 567 um),
da die ES auch hoher als die gemessenen waren. Die mittlere Hohenabweichung Azmean,c betragt
5+ 4 pum (10 % bezogen auf zmax) mit ze9= 15 pm fiir die Werkstiickgruppe C (siehe Abbildung
7-34c). Wurden vorhergesagte I-ES als Modell-Eingabe benutzt, war das Biegemoment um die
y-Achse groRer als um die x-Achse, wohingegen bei der Eingabe von gemessenen I-ES die
Biegemomente ausgeglichen waren. Die max. Verformung ist bei der Nutzung von vorherge-
sagten I-ES 35 % kleiner als bei der Nutzung von gemessenen I-ES als Simulationseingabe.

Abgesehen von den Werkstiicken A, die vermutlich eine starke Variation der Festigkeit tber
die Breite aufwiesen, kdnnen die vorhergesagten I-ES als Eingabe des Verzug-Modells zur Ab-
schétzung der Verzugsform und des Betrags genutzt werden. Jedoch kénnen sie die Messdaten
quantitativ nicht ersetzen. Eine Mdglichkeit, das Simulationsmodell zu verbessern, besteht da-
rin, die mdgliche Variation der Festigkeit Uber die Materialdicke zu beriicksichtigen.
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Abbildung 7-34: Simulierter Verzug aufgrund vorhergesagten und gemessenen I-ES
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7.3 Zerspansimulation: Modellierung der prozessinduzierten Eigenspan-
nungen

7.3.1 Modellbeschreibung

Mittels expliziter, dynamischer, elastisch-plastischer, dreidimensionaler FEM-Zerspanungssi-
mulationen wurde die Werkzeug-Werkstlick-Interaktion in ABAQUS modelliert, um die P-ES
vorherzusagen [Webe21c]. Es wurden zwei verschiedene Frasprozesse, SF-M3 und WSP-M5
(siehe Tabelle 4-2), modelliert (siehe Abbildung 7-35). Als Eingangsdaten des Simulationsmo-
dells dienten die Prozesseingangsgrofen VVorschubgeschwindigkeit vs und Drehzahl n. Die vom
Werkzeugersteller verfugbaren vereinfachten CAD-Daten der Werkzeuge und die mechani-
schen Werkstoffdaten aus der Literatur (siehe Tabelle 11-8 im Anhang) wurden verwendet. Die
Werkzeuge selbst wurden als starre Kdrper angenommen, sodass Verschleil vernachlassigt
wurde. Diese Annahme ist zutreffend, da nur eine Umdrehung (SF-M3) bzw. zwei (WSP-M5)
simuliert wurden und der E-Modul der Werkzeuge deutlich héher im Vergleich zum Alumini-
umwerkstiick ist, was zu einer geringen elastischen Durchbiegung im Vergleich zu der grofen
plastischen Verformung des Werkstiicks fihrt. Um zudem Rechenzeit einzusparen wurde der
Schaftfraser auf eine Lange von 5 mm gekdirzt, die zwei gegeniiberliegenden Wendeschneid-
platten wurden ohne Halter modelliert, die Werkstiicke wurden im Vergleich zum Experiment
(siehe Kapitel 4) verkleinert (10x8x15 mm? bzw. 50x45x20 mm?®) und mit einer runden Aus-
sparung entsprechend des Werkzeugdurchmessers versehen. Um thermische und mechanische
Effekte zu berticksichtigen, wurden fiir das Werkstiick 1.705.935 (883.971) thermo-mechani-
sche Elemente (C3D8RT Rechteckelemente bzw. C3D6T Dreieckselemente) gewahlt. In der
Schnittzone wurde ein feines Netz realisiert (siehe Abbildung 7-35), insbesondere im oberfla-
chennahen Bereich, um das P-ES-Tiefenprofil genau aufzuldsen. Das Werkstiick wurde mit-
hilfe von Randbedingungen (RB) fixiert, die alle Freiheitsgrade an den in Abbildung 7-35 mar-
kierten Flachen einschrénken (u = 0). AuBerdem wurde die Verschiebung der Knoten der Bo-
genflache in x- und y-Richtung eingeschrankt, da hier in der Realitat Material vorzufinden ist.
Der Schaftfraser (Wendeschneidplatte) bestand aus 29.217 (27.206) C3DAT Tetraederelemen-
ten mit einer globalen ElementgréRe von 0,5 mm und einem feineren Netz in der Nahe der
Schneidenecke (siehe Abbildung 7-35). Der Kontakt zwischen Werkstiick und Werkzeug
wurde durch eine allgemeine Kontaktwechselwirkung mit Coulomb-Reibung (1 = 0,3 [Jin12])
modelliert. Das elastisch-plastische Materialverhalten wurde temperaturabhéngig mit Werten
aus der Literatur [Koc06] modelliert (siehe Kapitel 7.2.1 bzw. Tabelle 11-4 bis Tabelle 11-7 im
Anhang). Die Materialschadigung wurde durch das Johnson-Cook-Schadenseinleitungskrite-
rium implementiert (siehe Kapitel 2.3.3). Die Schadensparameter wurden entsprechend der Li-
teratur [Lesu99] bestimmt (siehe Tabelle 11-9 im Anhang). Eine lineare Entwicklung der Scha-
densvariable und ein Distanzkriterium fiir endgltiges Versagen wurden gewahlt: Die effektive
plastische Verschiebung am Versagenspunkt ﬁ;’l wurde zu 20 pm entsprechend der kleinsten
Elementlénge bestimmt. Die I-ES wurden vernachldssigt. Die durch die Verformung des Ma-
terials mit hohen unelastischen Dehnungen entstehende Wéarme wurde mittels eines volumetri-
schen Wirmestroms (,,inelastic heat fraction B) modelliert. Entsprechend Literaturwerten
wurde angenommen, dass 90 % der durch die Verformung verursachten Energie in thermische
Energie umgewandelt wird [Liu00]. Weiterhin wurde definiert, dass die gesamte durch Reibung
dissipierte Energie als Warme freigesetzt wird. Neben der Simulation des Zerspanvorgangs
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selbst, wurden zwei Entlastungsschritte (Abkihlvorgang und das Ldsen der fixierten RB) am
Ende durchgefiihrt, um zu gewahrleisten, dass sich die ES im Gleichgewicht befinden.

Die P-ES, die aus der plastischen Verformung und den Temperaturgradienten wéhrend des Zer-
spanungsprozesses resultieren, wurden in der Randzone der bearbeiteten Oberflache analysiert.
Dazu wurden die Spannungen an den Knotenpunkten in einem Bereich, welcher der GréRe des
Messbereichs der BLM entspricht (siehe Kapitel 4.5.2), mittels eines entwickelten MATLAB-
Skriptes extrahiert und fiir jede Elementtiefe (iber den Auswertungsbereich gemittelt. AulRer-
dem wurde die Standardabweichung der ES Uber den ausgewerteten Bereich berechnet. Dar-
(iber hinaus wurden simulierte Kréafte und Temperaturen mit gemessenen Daten verglichen.

a) m b) 50 mm
40 m ] _ somm
S S enatiaser RB: fixiert RB: u,=u,= 0; D= 50 mm
o
3 &\ ¢

Wendeschneidplatte
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Abbildung 7-35: Zerspanmodell fiir SF-M3 (a) und WSP-M5 (b) nach [Webe23]

AuRerdem wurde in einer weiteren Studie die Auswirkungen der Veranderungen der Schnei-
denmikrogeometrie auf die P-ES untersucht. Dazu wurde die Mikrogeometrie des Schaftfrasers
mittels digitaler Streifenprojektion (GFM MikroCAD) gemessen (Freiwinkel an der Haupt- und
Nebenschneide sowie die Schneidkantenverrundung) und das CAD-Modell inkl. der Vernet-
zung entsprechend angepasst (siehe Abbildung 7-35c¢ und vgl. Tabelle 5-1). Die Schneidkan-
tenverrundung wurde zu rg= 6 pm gemessen und im Modell mit softwareseitig minimal még-
lichen 12 pm realisiert.

7.3.2 Validierung

In Abbildung 7-36 sind die simulierten und gemessenen Prozesskrafte fir SF-M3 (a) und WSP-
M5 (b) fiir je eine Umdrehung abgebildet. Die drei bzw. zwei Kraftausschlage je Kraftkompo-
nente entsprechen dem Eingriff der drei Schneiden des Schaftfrasers bzw. den zwei Wende-
schneidplatten des Messerkopfs. Die Kréfte Fy waren jeweils am groBten, da die Schnittbewe-
gung hauptsachlich in dieser Richtung erfolgte. Fir SF-M3 (siehe Abbildung 7-36a) wurden
die Prozesskrafte Uberschétzt, z. B. in y-Richtung um 250 N (588 N vs. 828 N). Der Verlauf der
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Kréfte wurde in y- und z-Richtung korrekt vorhergesagt. In x-Richtung wurde teilweise ein
entgegengesetztes VVorzeichen im Vergleich zur Messung festgestellt. Aufgrund der vereinfach-
ten CAD-Geometrie in Form eines nicht vorhandenen Freiwinkels der Umfangsschneiden,
tberwog der Anteil des Driickens der Hauptfreiflache in Vorschubrichtung (negative x-Rich-
tung) dem eigentlichen Schneidvorgang in positive x-Richtung. Abgesehen von dieser Be-
obachtung wurde eine gute Ubereinstimmung von simulierten und gemessenen Prozesskréften
erreicht. Die in einer Tiefe von 100 um unterhalb der gefrasten Oberflache gemessenen Tem-
peraturen (Tmax = 32,2 °C, siehe Kapitel 5.2.1) wurden ungefihr von der Simulation abgebildet
(Tsim= 40,5 °C).

Fir das Planfrasen mit Wendeschneidplatten wurden die Prozesskréfte deutlich unterschatzt,
z. B. iny-Richtung um 231 N (89 N vs. 320 N). Auch hier spielen die Abweichungen der ver-
einfachten CAD-Werkzeuggeometrie von der Realgeometrie eine entscheidende Rolle. Zusétz-
lich wurde die Spanbildung aufgrund der Elementldschung der sehr kleinen Elemente in der
Schnittzone nicht realitdtsnah abgebildet. Ein weiterer moglicher Grund ist die abweichende
Werkstiickgeometrie von der realen Geometrie, insbesondere durch den runden Ausschnitt. So
wurde der Hinterschnitt (zweite nicht im Eingriff befindliche WSP bewegte sich auf der neu
gefrasten Oberflache) nicht im Simulationsmodell abgebildet.

! [WsP-m5: '
a,= 40 mm

a,=1,5mm
i f=0,2 mm
=300 = ™ v.=730 m/min

02 4 6 8 10 msi4
Zeit t —~ Zeit t —~
Abbildung 7-36: Vergleich simulierte und gemessene Krafte fir SF-M3 (a) und WSP-M5 (b)

In Abbildung 7-37 sind die gemessenen und simulierten P-ES Tiefenverldufe fir SF-M3 und
WSP-M5 dargestellt. Das fiirs Frasen charakteristische wurzelférmige ES-Tiefenprofil mit den
maximalen Druck-ES nahe der Oberflache wurde mithilfe der Simulation erzielt. Auch das
durch die Prozesskinematik bedingte VVorzeichen der induzierten Schubspannungen wurde je-
weils korrekt vorhergesagt. Der Betrag der simulierten P-ES weicht signifikant von den gemes-
senen ab. Flr SF-M3 wurden niedrigere Werte flir die opmax Und eine geringere Eindringtiefe
vorhergesagt (siehe Abbildung 7-37a und vgl. Tabelle 5-1): opmaxxsim = =50 £76 MPa (Acpmax
=81 MPa bzw. 62 %) bei tpmax,sim= 50 um in x-Richtung; opmax.y,sim = —180 £124 MPa (Aopmax
= 43 MPa bzw. —31 %) bei tpmaxsim = 30 um in y-Richtung; tpmaxsim = —31 £42 MPa (At =
17 MPa bzw. 35 %) Dbei tpmaxsim = 30 pm; Eindringtiefe von tssim = 90 = 20 um (normal) und
tosim= 70 + 20 um (Schub). Die sich unterscheidenden opmax fiir die x- und y-Richtung kénnen
auf die auftretenden Prozesskréfte zuriickgefuhrt werden, welche ebenfalls Unterschiede in ih-
ren Maximalbetragen aufwiesen. Besonders auffallig sind die hohen Standardabweichungen
der simulierten P-ES fiir geringe Tiefen (< 50 um), welche auf eine inhomogene Verteilung der
P-ES uber den Spanungsquerschnitt hinweisen. Neben den bereits oben aufgefiihrten Griinden
fur die Abweichungen der Kréfte (diskontinuierliche Spanbildung, Elementverzerrung bzw.
-l6schung, Hinterschnitt, abweichende Mikrogeometrie), spielt bei den Abweichungen der ES
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die Néhe des Auswertungsbereiches zum Rand eine Rolle (Randbedingungen). Die ES-Mes-
sungen wurden in einem ausreichend grofRen Abstand zum Rand durchgefuhrt, um unge-
wiinschte Randeffekte (z. B. kein ebener ES-Zustand) auszuschlieen (siehe Kapitel 2.3.2).
Eine Simulation weiterer Umdrehungen ist aufgrund der hohen Rechenzeit nicht méglich. Au-
RBerdem wurden mdgliche Auswirkungen konsekutiver Bearbeitungsdurchgénge in orthogona-
ler Vorschubrichtung auf die P-ES nicht von der Simulation erfasst. Zudem basierte die Mo-
dellierung des Materialverhaltens und der Reibung auf Literaturwerten.

Fir das Planfrésen WSP-M5 traten trotz geringerer simulierter Prozesskrafte hohere Werte fiir
opmax Und eine hohere Eindringtiefe auf (siehe Abbildung 7-37b). Allerdings handelt es sich
hierbei wie in Kapitel 5.2.2 erlautert um sehr geringe P-ES: opmaxxsim= —37 £29 MPa (Aopmax,sim
= 13 MPa bzw. —54 %) bei tpmaxxsim= 20 UM in X-Richtung; opmaxy,sim= —62 £21 MPa (Aopmax
=38 MPa bzw. —158 %) bei tpmax,y.sim= 40 um in y-Richtung; rmaxsim=—31 £42 MPa (Atpmax =
21 MPa bzw. —110 %) bei tpmaxsim= 80 um; Eindringtiefe von t;sim= 60 pm (x-Richtung) bzw.
to,sim >200 pum (y- und Schubrichtung).
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MPaﬂ 0, -exp —sim

\- T, ~€exp —sim
N 11113 < -

0}

Eigenspannung -
st
o
. o

-200
v.=200 m/min v.=730 m/min
-300 -100 d
0 50 100 150 200 pm 300 0 50 100 ym 200
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Abbildung 7-37: Vergleich der simulierten und gemessenen P-ES fiir SF-M3 (a) und WSP-
M5 (b) nach [Webe23]

Die Berticksichtigung der gemessenen Mikrogeometrie fiihrte unter anderem zu einer Verbes-
serung des ES-Tiefenprofil in x-Richtung (siehe Abbildung 7-38). Die Betrdge und Tiefe der
opmax in Normalenrichtung werden im Mittel sehr gut vorhergesagt: opmaxsim= —130 = 162 MPa
(Aopmax = 5 MPa bzw. 4 %) in x-Richtung, opmaxsim = —139 £ 155 MPa (Aopmax = 2 MPa bzw.
1 %) bei tpmaxsim = 50 um flr beide Richtungen; zpmaxsim = —32 + 25 MPa (Atpmax = 16 MPa
bzw. 33 %) bei tpmaxsim = 50 pm. Die Eindringtiefe wird leicht unterschétzt mit tosim = 130 *
20 pum. Die hohen Standardabweichungen bleiben unveréndert.
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Abbildung 7-38: Vergleich simulierte und gemessene P-ES flir angepasste Werkzeuggeomet-
rie (SF-M3)
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Obwohl die Simulationen auf dem Hochleistungsrechner "Elwetritsch™" an der RPTU Kaisers-
lautern durchgeftihrt wurden, betrug die Rechenzeit 15 Tage (parallele Rechnung auf 32 CPUs).
Eine Modellierung der Zerspanung mit kleineren VVorschiiben pro Zahn als den analysierten f;
= 0,2 mm wirde kleinere Elemente im Schnittbereich erfordern, was die ohnehin schon hohe
Simulationszeit weiterhin drastisch erhdhen wiirde. Zudem waére eine erneute Validierung no-
tig. Dariiber hinaus sind die Zerspanmodelle von der Existenz guter Material- und CAD-Mo-
delle abhangig.

Auswirkungen auf den Verzug

In Abbildung 7-39a ist der Verzug der Taschengeometrie mit einer Wandstarke von 3 mm in
Zick-Strategie (SF-M3) gefrast aufgrund der gemessenen (1) und simulierten P-ES (Il: verein-
fachte CAD-Geometrie und Ill: angepasste CAD-Geometrie des Schaftfrasers) dargestellt. In
Abbildung 7-39b ist der Verzug aufgrund der gemessenen (1) und simulierten P-ES (I1) auf der
Bauteilunterseite (WSP-M5) dargestellt. Es wurden jeweils nur die simulierten P-ES in der fur
den entsprechende Fall relevanten Randzone aufgebracht (keine I-ES und andere P-ES), um die
Auswirkungen der Unterschiede der simulierten und gemessenen P-ES auf den Verzug zu ana-
lysieren. Bei der Verwendung der mithilfe des Zerspanmodells vorhergesagten P-ES (SF-M3)
als Eingabe fiir das Verzug-Modell wurde die gleiche X-férmige Verzugsform wie bei der Nut-
zung der gemessenen P-ES als Eingabe erreicht. Die mittlere Hohenabweichung Azmean - be-
trug 14 £ 12 um (8zmax = 8 %). Bei der Verwendung der angepassten Werkzeugmikrogeometrie
wurde eine leichte Verbesserung auf AZmean,1-im= 12 + 12 pm (8zmean= 7 %) erzielt. Die groften
Abweichungen sind im Bereich der Ecken zu finden, da flr beide Félle die max. VVerformung
deutlich unterschatzt wurde: 8Zmax,l-t = 74 % bzw. 8Zmax,-m = 66 % (siehe Abbildung 7-39b).
Dieses Verhalten ist auf die geringen vorhergesagten opmax, insbesondere zpmax, und die unter-
schatze Eindringtiefe zuriickzufiihren. Im Gegensatz dazu wurde der vorhergesagte Verzug der
WSP-MS5 induzierten ES auf der Unterseite deutlich tiberschatzt, wenn mithilfe der Zerspansi-
mulation vorhergesagte und (iberschétzte P-ES als Eingabe genutzt wurden (siehe Abbildung
7-39b).

Diese Ergebnisse der Verzug-Simulationen lassen nur den Schluss zu, dass eine Substitution
der gemessenen P-ES durch Vorhersage der P-ES mittels vorgelagerter Zerspanmodellierung
nicht sinnvoll ist. Sie kdnnen einzig zur groben Einschétzung der induzierten Verzugsform die-
nen. Stattdessen ist eine Nutzung von Mess- und Literaturdaten der P-ES, die in einer Daten-
bank gesammelt werden konnen, als Eingabe fiir das FEM-Verzug-Modell sinnvoller. Wie in
dieser Arbeit gezeigt, kdnnen zukiinftig die Messungen der P-ES ressourcenschonend an einfa-
chen Proben (z. B. kleine Quader), welche mit den gleichen Schnittparametern wie das Bauteil
selbst bearbeitet wurden, erfolgen. Eine Messung an den finalen komplexen Bauteilen selbst ist
nicht nétig, sodass Ausschuss im Vorhinein vermieden werden kann (siehe Kapitel 8.2).
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a) Verzug Simulation: Nur Eingabe P-ES Taschen SF-M3
1607455
1) P-ES: Messung um I) P-ES: Sim vereinf. WZ  |ll) P-ES: Sim angepasstes WZ
O 120 {40 © : = Ok
80k130
20 ’
o 9l B 7, J@e)
z,,= 162 um oMo  Z,.=43um (5,= 74 %) Z,,= 55 um (3,,= 66 %)
Vergleich | vs. Il 5em Az Vergleich | vs. Ill 53mAZ
- Az h _ AZ
® , pm Iy iy Hm
30 30 p_
20 20 f=02mm
- d 10 % 10 v,=200 m/min
AZ,,=14+12um (0=8%) 0 AZ,,=1221Mum©®=7%) 0
b) Verzug Simulation: Nur Eingabe P-ES Unter- & Oberseite WSP-M5
z—9 z—104
1) P-ES: Messung um Il) P-ES: Sim vereinf. wz 221
| () %
[ g 60
, L 40
. »L 2 20 v.=730 m/min
Zyp= 9 UM 0 Zy= 104 um 0

Abbildung 7-39: Simulierter Verzug aufgrund vorhergesagter und gemessener P-ES; beachte
unterschiedliche Skalen

7.4  Fazit zur Simulationsmethodik

Mithilfe des statisch, linear-elastischen FEM-Verzug-Modells wurde bei VVerwendung von ge-
messenen ES als Eingabe sowohl die Verzugsform als auch der -betrag unterschiedlicher An-
wendungsfalle (Geometrien, I-ES-Orientierungen, Fraswegstrategien) in Ubereinstimmung mit
den Messergebissen vorhergesagt. Dabei wurde die Verzugsform mit einer hoheren Genauig-
keit im Vergleich zur max. Verformung bestimmt. Bei der Wafer-Verformung (Taschengeo-
metrie) wurden max. relative mittlere Abweichungen 8Zmean VONn 10 % (7 %) zwischen Simula-
tion und Experiment erzielt. Die max. Verformung wurde mit relativen Abweichungen 8Zmax
bis 20 % (29 %) vorhergesagt. Bei der skalierten Fliigelrippe wurden unter Berticksichtigung
der PRE-Verformung mittlere Abweichungen 8Zmean VON 4 % (Zick-Strategie, I-ES: Literatur-
werte nach [Prim02]) bzw. 3 % (Spiral Strategie, I-ES: Literaturwerte) und relative Abweichun-
gen dZmax von —19 % (Zick-Strategie, |-ES: Literaturwerte) bzw. 2 % (Spiral Strategie, I-ES:
Literaturwerte) erreicht. Die Abweichung aus vorhergesagter und gemessener max. Verfor-
munyg ist nicht zwangslaufig auf die Modellierung zuriickzuftihren. Es wurden unterschiedliche
Fehlerquellen identifiziert: In den Versuchen war bereits ein Verzug wéhrend des Planfrésens
aufgrund der gewdhlten Einspannstrategie zu beobachten. Dieser fihrte zu Abweichungen des
finalen Verzugs von dem berechneten. Mithilfe der Erweiterung des FEM-Verzug-Modells um
die reale Einspannstrategie konnte der Fehler nachgewiesen werden. AuBerdem fiihrte bereits
eine geringe Abweichung der z-Position des finalen Bauteils im Halbzeug oder der Bodenstérke
vom Soll-Wert zu Abweichungen des vorhergesagten und gemessenen Bauteilverzugs. Zudem
beeinflussen Ungenauigkeiten in der P-ES Messung, insbesondere bei niedrigen P-ES nahe der
Oberflache (z. B. auf der Bauteilunterseite), den Betrag des VVerzugs.
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Eine geringfligige Variation des Betrags (~5 MPa) und des Tiefenverlaufs der I-ES der Werk-
stlickgruppe C bzw. D hatte signifikante Auswirkungen auf die max. Verformung zmax der Bau-
teile. Dagegen wurden kaum Auswirkungen auf die Verzugsform festgestellt.

Es wurde zudem gezeigt, dass zur Charakterisierung des Bauteilverzugs und zur Beurteilung
der Giite des FEM-Verzug-Modells die gesamte verzogenen Bauteilflache untersucht werden
muss. Punktuelle oder linienartige Darstellungen bzw. Vergleiche von Messung und Experi-
ment, wie iberwiegend in der Literatur vorkommend, sind unzureichend.

Mithilfe des Warmedlibertragungsmodells und des Zerspanmodells konnten die I-ES und P-ES
qualitativ abgeschatzt werden. Eine Substitution der ES-Messdaten als Eingabe des Verzug-
Modells ist hingegen nicht sinnvoll, da die Ergebnisse lediglich einen qualitativen Charakter
bei gleichzeitig hohem Aufwand (Modellerstellung, Rechenzeit, Validierung) aufweisen. Statt-
dessen ist eine Nutzung von Mess- und Literaturdaten beider ES-Typen, welche beispielsweise
in einer Datenbank gesammelt werden, als Eingabe fiir das FEM-Verzug-Modell sinnvoller.
Wie in dieser Arbeit gezeigt, kdnnen zukinftig die Messungen der P-ES ressourcenschonend
an einfachen Proben (z. B. kleine Quader), welche mit den gleichen Schnittparametern wie das
Bauteil selbst bearbeitet wurden, erfolgen. Trotzdem ist zu beachten, dass durch das FEM-Ver-
zug-Modell aufgrund genannter Unsicherheiten nicht der betragsméaRig exakte reale Bauteil-
verzug bestimmt werden kann. Stattdessen dient das Modell vielmehr dazu grundlegende Me-
chanismen des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs zu identifizieren und zu verstehen, so-
dass die verzugbestimmenden Faktoren und Kompensationstechniken abgeleitet werden kdn-
nen (siehe nachfolgendes Kapitel 8).
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8  Simulationsgestitzte Minimierung des eigenspan-
nungsbedingten Bauteilverzugs

Die Grundlage der Ableitung von Kompensationstechniken bildet die Identifikation der ver-
zugbestimmenden Faktoren mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells. Teile der Ergeb-
nisse wurden bereits verdffentlicht [Webe22a, Webe22b].

8.1 Identifikation der verzugbestimmenden Faktoren

8.1.1 Prozessinduzierte Schubspannungen

Um den Einfluss der prozessinduzierten Schubspannungen bei einer Zick-Bearbeitungsstrate-
gie quantitativ zu beurteilen, wurden Simulationen zur Vorhersage des Verzugs, die zum einen
nur die prozessinduzierten Schubspannungen und zum anderen nur die prozessinduzierten Nor-
malspannungen berlcksichtigten, gegeniibergestellt. In Abbildung 8-1 ist der simulierte Wafer-
Verzug der beiden Félle und der Referenz (Kombination bzw. Superposition beider Falle) in
gewohnter Draufsicht dargestellt. Es wird deutlich, dass die Schubspannungen fiir die globalen
Maxima in den gegenuberliegenden Ecken, welche aufgrund des induzierten Torsionsmoment
entstehen, verantwortlich sind. Die relative Abweichung der max. Verformung 8zmax,- (bezogen
auf die Referenz) betrégt lediglich 11 %. Werden dagegen nur Normalspannungen ber{icksich-
tigt stellen sich Maxima in allen vier Ecken aufgrund der ahnlich groRen Biegemomente in x-
und y-Richtung ein. Die Position des Minimums in der Mitte des Wafers stimmt mit der Refe-
renz liberein. Die relative Abweichung der max. Verformung 8Zmax,- bezogen auf die Referenz
betrégt hingegen 44 %.
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Abbildung 8-1: Simulation des Wafer-Verzugs fiir unterschiedliche P-ES Eingaben; beachte
unterschiedliche Skalen

In Abbildung 8-2 ist der simulierte Verzug der Taschengeometrie (a) bzw. der skalierten Fli-
gelrippe (b) fiir die oben beschriebenen drei Falle dargestellt. Es ist zu erkennen, dass hier die
Schubspannungen hauptverantwortlich fiir den Verzug, sowohl den Betrag als auch die Form,
sind. Die Normalspannungen haben einen geringen Einfluss, da beide Bauteile in diesen Rich-
tungen durch die Rippen bzw. Wande versteift sind.

Eine Vernachlassigung der Schubspannungen wiirde zu deutlichen Abweichungen der vorher-
gesagten Form und des Betrags des Bauteilverzugs im Vergleich zur Realitat fiihren. Aufge-
zeigte Phdnomene gelten nur fiir die betrachteten Zick-Bearbeitungsstrategien. Eine Anderung
zur spiralen Bearbeitungsstrategie fiihrt zu einem differenzierten Verhalten aufgrund des Aus-
gleichs der Torsionsmomente durch die Richtungsanderung (siehe Kapitel 8.1.2 und 8.2.2).
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a) P-ES: SF-M3
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Abbildung 8-2: Simulation Taschengeometrie-Verzug (a) und skalierte Fliigelrippe (b) fir un-
terschiedliche P-ES Eingaben; beachte unterschiedliche Skalen

8.1.2 Prozessinduzierte vs. initiale Eigenspannungen

Um zu beurteilen, wie die unterschiedlichen ES-Typen (initiale und prozessinduzierte) zum
Bauteilverzug beitragen, wurden folgende Simulationen fiir unterschiedliche P-ES, Bearbei-
tungsstrategien (Weg: Zick, Spiral; z-Position im Rohteil: z5, z1.5) und Wandstarken (3 mm,
7 mm) sowohl fiir die Taschengeometrie als auch fur die skalierte Fliigelrippe durchgefuhrt:

o 0) Referenz. Alle ES, einschlieBlich I-ES und P-ES in Taschenbdden, Bauteilunter- und
Oberseite und in Wanden (nur Taschengeometrie) wurden berticksichtigt — in Kapitel
7.1.3 an Messdaten validiert

e 1) Nur I-ES wurden berticksichtigt

e 2) Nur P-ES in Taschenbdden wurden berticksichtigt

o 3) Nur P-ES auf Bauteilunterseite wurden beriicksichtigt

e 4) Nur P-ES auf Bauteiloberseite wurden berticksichtigt

e 5) Nur P-ES in den Wanden wurden beriicksichtigt (nur bei Taschengeometrie)

Taschengeometrie

In Abbildung 8-3 ist der simulierte VVerzug aller oben genannten Félle beispielhaft fur die Ta-
schengeometrie der Werkstlickgruppe A mit einer Wandstarke von 3 mm in Zick-Frésstrategie
bearbeitet dargestellt. Es ist zu erkennen, dass sich die Form des Verzugs nur unter Beriicksich-
tigung der I-ES (1) von der Referenz (0) und damit der Messung unterscheidet. Statt der X-
formigen Verzugsform stellt sich ein U-formiger Verzug ein. Zudem betrégt die max. Verfor-
mung Zmax,1 nur 35 pm, was 22 % der Referenz zmaxrer (156 pm, siehe Abb. 8-3) entspricht.
Werden im Gegensatz dazu nur die P-ES in den Taschenbdden (2) beriicksichtigt, entspricht
sowohl die Form als auch der Betrag des Verzugs der Referenz. Die max. Verformung ist an
gleichen Positionen zu finden. Sie betrégt zmax,2 = 162 um und bersteigt somit die Referenz
leicht um 4 %. Abweichungen der Verzugsform sind lediglich in der Mitte der Geometrie vor-
zufinden. Die P-ES auf der Bauteilunterseite (3) induzieren trotz ihres geringen Betrags ein
entgegengesetztes Biege- bzw. Torsionsmoment, da es sich bei den P-ES (WSP-M5) ebenfalls
um Druck-ES bzw. negative Schubspannungen (beachte positives VVorzeichen der gemessenen
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Schubspannung, aber nach Koordinatentransformation negativ, da auf Bauteilunterseite vorzu-
finden, siehe Kapitel 7.1.1) handelt und diese auf der gegeniiberliegenden relativ groen Flache
wirken (zmax,3= 9 pm). Auf der Oberseite haben sie jedoch aufgrund der geringen Flache kaum
Auswirkungen (zmax4= 1 pm) (4). Die P-ES in den Wéanden haben einen geringen Einfluss auf
den Bauteilverzug der Unterseite (zmax,s =7 UM, 5 % vON Zmax,ref) (5).

Zusammenfassend l&sst sich festhalten, dass fiir die Taschengeometrie mit geringen I-ES A mit
einer Wandstérke von 3 mm, deren Taschen mit SF-M3 in Zick-Strategie gefrast wurden, die
P-ES in den Taschenbdden hauptverantwortlich fiir den Verzug sind, sowohl was die Form als
auch den Betrag betrifft. Der Einfluss der I-ES an der max. Verformung betrégt 22 % (siehe
Tabelle 8-1a).
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Abbildung 8-3: Simulierter Verzug der Taschengeometrie aufgrund unterschiedlicher ES fiir
Konfig. A 3 mm Zick SF-M3, beachte unterschiedliche Skalen

Werden die Taschen mit einem geringeren Vorschub pro Zahn (SF-M1 anstatt SF-M3) gefrést,
erhoht sich der Anteil der I-ES an zmax auf 50 % (siehe Tabelle 8-1b). Der Grund hierfir ist der
reduzierte Gesamtverzug (Zmaxref = 70 um) im Vergleich zu SF-M3 aufgrund der betragsmaRig
kleineren P-ES und deren reduzierte Eindringtiefe (siehe Kapitel 5.2).

Ahnliches Verhalten ist zu beobachten, wenn die Taschen spiralférmig (SF-M3) anstatt in Zick-
Strategie bearbeitet werden. Der Anteil an zmax, welcher auf die I-ES zuriickzufiihren ist, erhéht
sich auf 73 %, da der Gesamtverzug (Zmax,ret = 48 um) aufgrund des Ausgleichs der Torsions-
momente in den Taschen sinkt (siehe Tabelle 8-1c). Jetzt werden sowohl die Verzugsform als
auch der Betrag hauptséchlich durch die I-ES dominiert (siehe Abbildung 8-4).
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Abbildung 8-4: Simulierter Verzug der Taschengeometrie aufgrund unterschiedlicher ES fir
Konfig. A, 3 mm, SF-M3, Spiral; beachte unterschiedliche Skalen

Durch die Anderung der Orientierung der I-ES (bei gleichbleibender SF-M3 Spiral-Bearbei-
tung) betrégt der Anteil, welcher auf die I-ES zuriickzufiihren ist, an der max. Verformung 87 %
(z5, I-ES: Literaturwerte nach [Prim02], siehe Tabelle 8-1d) bzw. 76 % (z5, I-ES: D, siehe
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Tabelle 8-1d). Eine Anderung der z-Position zu z1.5 filhrt zu keinen erheblichen Unterschieden
(89 % bei Nutzung der Literaturwerte bzw. Messung D, siehe Tabelle 8-1e).

Besonders bei Werkstiicken der Gruppe B mit hohen I-ES sind eben diese fur den Bauteilverzug
hauptverantwortlich. Fiir die 3 mm Taschengeometrie, in SF-M3 Zick-Strategie bearbeitet, be-
trégt der Anteil der I-ES an der max. Verformung bspw. 92 % (siehe Tabelle 8-1f).

Aufgrund der héheren Steifigkeit sinkt die max. Verformung bei Erhéhung der Wand- bzw.
Bodenstéarke von 3 auf 7 mm. Der Anteil der I-ES an der max. Verformung bleibt aber tberra-
schenderweise auf einem dhnlichen Niveau (22 % bzw. 19 %, vgl. Tabelle 8-1a und g).

Tabelle 8-1: Anteil an der max. Verformung

Taschengeometrie Skalierte Flugelrippe
Konfiguration Zmax I-ES Zmax I-ES
Zmax Rt (8Zmax,I-ES) AT (8Zmax,I-ES)
a) A, 3 mm, SF-M3, Zick 156 pm 35 um (22 %) 576 um | 347 pm (60 %)
b) A, 3 mm, SF-M1, Zick 70 um 35 um (50 %) 421 um | 347 um (82 %)
c) A, 3 mm, SF-M3, Spiral 48 ym 35 um (73 %) 388 um | 347 um (89 %)
d) C, z5, 3 mm, SF-M3, Spiral
I-ES nach [Prim02] 98 um 85 um (87 %) 493 um | 451 um (92 %)
I-ES: Messung D 62 um 47 um (76 %) 289 um 232 um (80 %)
e) C, z1.5, 3 mm, SF-M3, Spiral
I-ES nach [Prim02] 115pum | 102 pm (89 %) | 587 um | 543 um (93 %)
I-ES: Messung D 113 um 101 pm (89 %) 554 um 511 pm (92 %)
f) B, 3 mm, SF-M3, Zick 615 um | 567 pm (92 %) | 1226 pm | 1036 pm (85 %)
g) A, 7 mm, SF-M3, Zick 43 um 8 um (19 %) 328 um | 310 pm (95 %)

Skalierte Flugelrippe

In Abbildung 8-5 ist der simulierte Verzug aller oben genannter Falle beispielhaft fur die ska-
lierte Fltgelrippe mit einer Wandstérke von 3 mm in Zick-Frésstrategie bearbeitet, I-ES der
Werkstiickgruppe A, dargestellt. Es ist zu erkennen, dass beide ES-Typen, I-ES (1) und P-ES
(2), in ahnlichen Anteilen zum Betrag (Zmax,1 = 347 UM, Zmax,2 = 418 UM, Zmax,ref = 576 pm) und
der Form des Verzugs beitragen. Im Vergleich zur Taschengeometrie steigt der Einfluss der
I-ES am Gesamtverzug deutlich von 22 % auf 60 % (siehe Tabelle 8-1a). Dies verdeutlicht,
dass der Anteil des jeweiligen ES-Typs am Verzug nicht nur von der Bearbeitungsstrategie,
sondern insbesondere auch von der Bauteilgeometrie selbst abhangt. Analog zur Taschengeo-
metrie induzieren die P-ES auf der Bauteilunterseite ein entgegengesetzten Biege- und Torsi-
onsmoment mit Zmax,z = 33 um, (6 % vON Zmaxref) Und die P-ES auf der Oberflache haben kaum
einen Einfluss auf den Betrag des Verzugs (Zmax4 =6 tm, 1 % vON Zmax,Ref).

Folgende flr die Taschengeometrie beschriebene Trends, lassen sich auch auf die skalierte Ta-
schengeometrie Ubertragen: Bei einem Wechsel der Frasparameter von SF-M3 auf SF-M1
(siehe Tabelle 8-1b), bei einer Anderung der Bearbeitungsstrategie von Zick zu Spiral (siehe
Tabelle 8-1c) und bei Werkstiicken der Gruppe B (siehe Tabelle 8-1f) steigt der Einfluss der
I-ES am Gesamtverzug im Vergleich zum Referenzfall (siehe Tabelle 8-1a) signifikant.

Eine Anderung der Orientierung der I-ES von Werkstiickgruppe A zu Werkstiickgruppe C hat
abhangig von der Position des finalen Bauteils im Halbzeug Auswirkungen auf die max. Ver-
formung, jedoch kaum Auswirkungen auf den Anteil der I-ES am Gesamtverzug (siehe Tabelle
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8-1d bzw. e und vgl. a). In Kapitel 8.2.2 wird die optimale Positionierung bzw. Ausrichtung
des finalen Bauteils im Halbzeug analysiert.

Analog zur Taschengeometrie hat eine Erhdhung der Wandstérke eine Reduktion des Verzugs
zur Folge. Im Gegensatz zur Taschengeometrie steigt jedoch der Anteil der I-ES am Gesamt-
verzug erheblich von 59 % auf 95 % (siehe Tabelle 8-19).

0) Referenz (A, Zick, SF-M3) 1) I-ES (Gruppe A) 2) P-ES Taschen (Zick, SF-M3)

- 1 sl
0 100 200 300 400 pm 576 0 50 100150200250 um 347 0 100 200 300 um 418
3) P-ES Unterseite (WSP-M5)  4) P-ES Oberseite (WSP-M5)

B

| a4 [ b4
0 5 10 15 20 25 um 33 0 1 2 3 4pum6é

Abbildung 8-5: Simulierter Verzug aufgrund unterschiedlicher ES fiir Konfiguration A 3 mm
Zick SF-M3; beachte unterschiedliche Skalen

8.1.3 Fazit zur Identifikation der verzugbestimmenden Faktoren

Mithilfe des FEM-Verzug-Modells konnte nachgewiesen werden, dass eine universelle Aus-
sage nicht sinnvoll bzw. mdglich ist, welcher ES-Typ (I-ES oder P-ES) bei einer bestimmten
Wandstarke den Verzug der Aluminium-Strukturbauteile dominiert. Dies muss fir jeden Fall
individuell betrachtet werden, da der Bauteilverzug neben der Bauteilgeometrie und den ES
selbst (Betrag und Eindringtiefe) von der Bearbeitungsstrategie, z. B. dem Bearbeitungsweg
oder der Positionierung des finalen Bauteils im Halbzeug, abhéngt. Allerdings lassen sich bau-
teillibergreifend gewisse Trends erkennen.

Im speziellen Fall der bearbeiteten Taschengeometrie lasst sich festhalten, dass die P-ES in den
Taschenbdden, insbesondere die Schubspannungen, den Verzug bei der Zick-Strategie domi-
nieren. Im Gegensatz dazu sind die I-ES bei einer spiralférmigen Bearbeitungsstrategie flr den
Verzug hauptverantwortlich, da sich die prozessinduzierten Schubspannungen in den Taschen-
bdden fast vollstandig ausgleichen. Dennoch ist bei beiden Strategien die Uberlagerung von
I-ES und P-ES ersichtlich. AuRerdem miissen die P-ES auf der Bauteilunterseite beriicksichtigt
werden, da sie auf einer groen Flache wirken. Eine geeignete Auslegung der Bearbeitungs-
strategie bietet somit Potential den Verzug zu minimieren. Bei der skalierten Flugelrippe sind
&hnliche Phanomene zu beobachten, jedoch ist der Einfluss der 1-ES im Vergleich zur Taschen-
geometrie grofer einzustufen.

8.2 Kompensationstechniken zur Minimierung des Bauteilverzugs

Kompensationstechniken zur Minimierung des Bauteilverzugs kénnen in erfahrungsbasierte
(,,Trail-and-Error“-Prinzip) und simulationsgestiitzte unterteilt werden. Die abgeleiteten simu-
lationsgestiitzten Kompensationstechniken zur Minimierung des Bauteilverzugs unterteilen
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sich in die Auswahl einer geeigneten Einspannstrategie, die Optimierung der Bearbeitungsstra-
tegie (Auswahl ortsabhé&ngiger Schnittparameter, des Bearbeitungswegs und der Positionierung
im Halbzeug), die Topologieoptimierung und das inverse Freiformfrésen.

8.2.1 Auswahl der Einspannstrategie

Mithilfe des FEM-Verzug-Modells und der Erweiterung um die reale Einspannung kann bei
bekannten I-ES abgeschatzt werden, ob die gewéhlte Spannstrategie ausreichend, im Sinne ei-
ner vollstandigen Unterdriickung des VVerzugs wahrend der Zerspanung, ist. Beispielhaft wur-
den vier unterschiedliche Einspannstrategien untersucht. Dabei orientiert sich die Auswahl der
untersuchten Einspannungen am Design der Flugelrippe (Position der Bohrungen im Bereich
der Rippen und Position der Seitenspanner im Bereich der Nuten der T-Nutenplatte). In Abbil-
dung 8-6 ist der simulierte Verzug nach dem Planfrésen (nach Schritt 1) der Unterseite der
skalierten Fllgelrippe fir unterschiedliche Einspannungen dargestellt. Aufgrund des vorliegen-
den initialen ES-Zustands strebt das Bauteil nach einem Materialabtrag von 5 mm an der Un-
terseite eine Durchbiegung um die y‘-Achse mit einer max. Verformung von zmax = 194 pm an
(siehe Abbildung 8-6a). Eine Einspannung nur mit Nutenseitenspannern reduziert zwar die
max. Verformung (zmax = 107 um), reicht aber allein nicht zur vollstdndigen Unterdriickung des
Verzugs wéhrend der Zerspanung aus (siehe Abbildung 8-6b). Mithilfe des zusétzlichen Ein-
satzes von acht M6 Schrauben kann zmax auf 42 pm reduziert werden (siehe Abbildung 8-6c).
Durch Einbringen von insgesamt 26 statt acht M6 Schrauben (speziell vier im Bereich der R&n-
der) kann die max. Verformung wahrend des Planfrasens auf zmax = 9 pum reduziert werden
(siehe Abbildung 8-6d).

Variation Einspannstrategie Planfrasen Unterseite (I-ES Werkstiickgr. D)

a) Keine Einspannung = Zustand
nach Losen der Einspannung  z

b) nur Nutenseltenspanner

194 Z107

pm um

120 60 |, Einspannung:
80 40 u=u=u=0
40 20

2 X z,=19um 0 z,,= 107 ym 0
c) Nutenseitenspanner + 8x M6 d) Nutenseitenspanner + 26x M6
i e x 29 I-ES: D
um
6 ' \
- 4 @ \ ‘
IE—— 2 N Vi
Z,,= 42 um Z,,= 9 pm 0 Tiefe z

Abbildung 8-6: Simulation unterschiedlicher Einspannungen fiir das Planfrésen der Unter-
seite; beachte unterschiedliche Skalen

Zur Validierung wurde eine skalierte Fliigelrippe mit der optimierten Einspannstrategie (Nu-
tenseitenspanner und 26x M6 Schrauben) gefertigt. In Abbildung 8-7 ist der gemessene Verzug
nach dem Taschenfrasen dargestellt. Die max. VVerformung liegt bei zmax= 405 pum und ist somit
um 42 % im Vergleich zur Einspannung nur mit Nutenseitenspannern (zmax =693 um) reduziert
(siehe Anhang Tabelle 11-10). Dies zeigt, dass eine gute Einspannstrategie flr jeden Ferti-
gungsschritt Grundvoraussetzung fir einen geringen Verzug ist.

Diese Beobachtungen sind unabhéngig von der Bauteilgeometrie. Fiir die Taschengeometrie
der Werkstiickgruppe C der Konfiguration z5 (z1.5), in Spiral-Strategie SF-M3 bearbeitet,
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konnte durch die Anderung der Einspannstrategie wihrend des Planfrisens (Hinzufiigen von
5x M8 Schrauben) die max. Verformung von Zmax= 108 pm (146 pm) um 44 % (17 %) auf Zmax
=61 um (121 um) reduziert werden (siehe Anhang Tabelle 11-11).

Planfrasen Untersreiter ___ Messung: Verzug nach dem Taschenfrasen
f. 26xM6 Einspannung nur mit Nutenseitenspanner
o i y, 0 X 120 240 ~mm 480
o 2693
600
pm
Zpeo= 693 pm 400
Einspannung mit Nutenseitenspanner + 26xM6 300
200
100
0
Zpeo= 405 pm

Abbildung 8-7: Verzug nach dem Taschenfrasen aufgrund unterschiedlicher Einspannungen

8.2.2 Optimierung der Bearbeitungsstrategie

Die Optimierung der Bearbeitungsstrategie kann durch eine geeignete ortsabhangige Auswahl
der Schnittparameter und damit der Beeinflussung der P-ES und induzierten Biegemomente,
der Auswahl eines geeigneten Bearbeitungswegs und/ oder einer geeigneten Positionierung des
finalen Bauteils im Halbzeug erfolgen.

Auswahl der ortsabhéngigen Schnittparameter

Im Allgemeinen fiihrt wie bereits in Kapitel 6, 7.1.3 und 8.1 aufgezeigt eine Reduktion der
P-ES und deren Eindringtiefe zu einer Minimierung des Bauteilverzugs aufgrund reduzierter
Biegemomente. Dies ist vor allem durch eine Reduktion des VVorschubs pro Zahn und der damit
einhergehenden Reduktion der mechanischen Belastung aufgrund geringerer Spanungsdicken
und Zeitspanvolumina moglich (siehe Kapitel 5.2.2). Eine Anderung der Schnittparameter beim
Taschenfrasen von SF-M3 (f;= 0,2 mm) zu SF-M1 (f; = 0,04 mm) filhrte zu einer Reduktion
der max. Verformung zmax der Wafer von 50 %, der Taschengeometrie (3 mm, Gruppe A) von
55 % (Zick) und 10 % (Spiral) bzw. der skalierten Fligelrippe (3 mm, Gruppe A) von 24 %
(Zick) und 1 % (Spiral — auf die Auswirkungen des Frasweges wird nachfolgend detailliert
eingegangen). Jedoch missen in der Industrie moglichst kurze Produktions- bzw. Taktzeiten
eingehalten werden, wodurch eine Anpassung der Schnittparameter besonders herausfordernd
ist. Ublicherweise werden zweistufige Prozesse, bestehend aus Schruppen (hohes Zeitspanvo-
lumen) und Schlichten (geringer Vorschub und Zustellung) eingesetzt. So kann bspw. der
Schlichtprozess so ausgelegt werden, dass die Schnitttiefe a, die Eindringtiefe der P-ES aus
dem Schruppprozess Uberschreitet. Es wurde ein moglicher Schruppprozess fur den Schaftfra-
ser SF-Mscr mit einem hohen Zeitspanvolumen (Qw = 993 cm®min; f, = 0,2 mm; v, =
650 m/min; ap =16 mm; a. =6 mm, Gleichlauf) untersucht. Die P-ES sind in Abbildung 8-8a
abgebildet (BLM mit ESPI). Die Eindringtiefe t, der P-ES und somit die minimale Zustellung
des Schlichtprozess betrug 223 um. Es traten aufgrund der hohen mechanischen Belastung
(siehe Abbildung 8-8b) hohe Druck-ES mit Gpmaxx= —244 + 22 MPa auf.
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Abbildung 8-8: P-ES SF-Mscnr mit ESPI1-Methode gemessen

Nachteil dieser Methode ist der Verlust der positiven Bauteileigenschaften aufgrund hoher
Druck-ES in der Randzone, wie z. B. der Steigerung des Ermiidungsverhaltens und die Bestan-
digkeit gegen die Entstehung und Fortpflanzung von Rissen und gegen Spannungsrisskorro-
sion.

Eine weitere Mdglichkeit den Bauteilverzug zu minimieren, bietet wie in Kapitel 8.1 aufgezeigt
das Einbringen gegensatzlicher Biege- und Torsionsmomente in den Taschen und der Bauteil-
unterseite. So konnte mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells gezeigt werden, dass sich
der Verzug durch Frasen der Unterseite mit den gleichen Schnittparametern wie den Taschen,
SF-M3 anstatt WSP-M5, um 39 % reduzierte. In Abbildung 8-9 ist der simulierte VVerzug auf-
grund der beschriebenen Frésstrategie und die Referenz dargestellt. Um ein sich ausgleichendes
Torsionsmoment zu erzielen, musste der linienartige Frasweg auf der den Taschenbdden ge-
genliberliegenden Unterseite um 90° rotiert werden. Ein Nachteil dieser Methode ist, dass auf-
grund des geringeren Zeitspanvolumens bei der Bearbeitung der Riickseite die Bearbeitungszeit
um den Faktor 8 steigt.

Referenz Minimierung

X =
2156
0 : 50 100 mm 200 100 mm 200 Taschen: SF-M3
HM | Zick-Strategie €4
100 [|la,=4 mm
a;=3 mm

75 1202 mm

> 50 v.=200 m/min

© 25 | |Werkstiick A3 mm

Zppre= 156 PM <82, = -39 % — Zyumo= 95 UM 0

Unterseite: WSP-M5 m Unterseite: SF-M3
Zick-Strategie 90° Zick-Strategie \
a,= 40 mm a, =4 mm

a,= 1,5 mm a,=3 mm

f=0,2 mm f=0,2 mm

v.=730 m/min v,=200 m/min
Werkstick A3 mm Werkstuck A3 mm

Abbildung 8-9: Minimierung des Verzugs durch gegensatzliche Biegemomente

Auswahl des Bearbeitungswegs

Wie bereits in Kapitel 6, 7.1.3 und 8.1 aufgezeigt fiihrt die Anderung der Fraswegstrategie in
den Taschen von Zick zu Spiral zu einer Reduktion des Bauteilverzugs aufgrund des Ausgleichs

der induzierten Torsionsmomente. Diese wird hier simulativ am Beispiel der Taschengeometrie
flir die unterschiedlichen Wandstarken 2 mm, 3 mm und 7 mm quantifiziert. Mit abnehmender
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Wandstarke nimmt der Bauteilverzug aufgrund der abnehmenden Bauteilsteifigkeit zu. Unab-
héngig von der Wandstarke konnte durch die Anderung des Friasweges von Zick zu Spiral eine
Reduktion der max. Verformung zmax um ca. 70 % erzielt werden (siehe Abbildung 8-10). Auch
die Position der maximalen Durchbiegung weg von den Ecken hin zur Mitte ist unabh&ngig von
der Wandstarke. Der Bauteilverzug hangt bei der spiralen Bearbeitung hauptséchlich von den
I-ES ab. Wahrend die I-ES bei der Zick-Bearbeitung fiir 5/22 /19 % (2/3 /7 mm Wandstérke)
der max. Verformung zmax verantwortlich sind, erhéht sich der Anteil zu 50 / 73 / 62 % bei der
Spiral-Bearbeitung. Die Bearbeitungszeit der beiden Strategien unterscheidet sich nicht.

Zick Spiral
o 5 100 mm 2000 X 100 mm 200 []°%7
Q \( Taschen: SF-M3!
0 a,=4mm |
150 |a=3 mm
f=0,2 mm
100 v.=200 m/min
Werkstlck A 2 mm

«62 =-73% —  Z,,=82um

™ 156
Taschen: SF-M3
100 a,=4 mm
a,=3 mm
f=0,2 mm
z,.,=48 um

v,.=200 m/min
Werkstick A 3 mm

©)

z,,= 156 ym «6z =-69 % —

— um Taschen: SF-M3
30 |a=4mm )
a,;=3 mm
f=0,2 mm
20 |/ =200 m/min
10 |Werkstick A7 mm
0

z,=43um <0z, =-70% —  Z,=13pum

Abbildung 8-10: Minimierung des Verzugs durch Anderung des Frasweges fiir unterschiedli-
che Wandstérken fur Taschengeometrie

Auch bei der skalierten Fliigelrippe ist eine Minimierung des Verzugs durch Anderung des
Frasweges in den Taschen von einer Zick- zur Spiral-Strategie zu beobachten (siehe Abbildung
8-11). Im Gegensatz zur Taschengeometrie ist diese allerdings von der Wandstéarke abhéngig.
Wahrend bei einer Wandstarke von 3 mm eine Reduktion von 41 % erreicht wurde, tritt bei
einer Wandstarke von 7 mm lediglich eine Reduzierung der max. Verformung zmax von 14 %
auf. Dies liegt daran, dass die P-ES einen geringeren Anteil am Verzug fir eine Wandstérke
von 7. mm im Vergleich zu 3 mm aufweisen (siehe Kapitel 8.1.2).
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Abbildung 8-11: Minimierung des Verzugs durch Anderung des Frasweges fir unterschiedli-
che Wandstarken fiir die skalierte Flligelrippe

Das Aufheben der Torsionsmomente I&sst sich ebenso durch lineare Frasbahnen, die um 90°
zueinander gedreht sind, erreichen (siehe Abbildung 8-12). Die max. Verformung zZmax kann so
bspw. fiir die Taschengeometrie um 71 % reduziert werden. Dies entspricht dem Minimierungs-
potential der Spiral-Strategie (69 %).

+45° -45° 0 X— 50 mm 200 F45

um |Taschen: SF-M3
+45°-Zick Strategie

30 |a,=4 mm
a;=3 mm

20 |£=02 mm

10 v,=200 m/min
Werkstiick A 3 mm

me— 45 pum

Abbildung 8-12: Minimierung des Verzugs durch Anderung des Frasweges zu + 45°

Auch eine Anderung der Fraskinematik von Gleichlauf zu Gegenlauf filhrt zu entgegengesetz-
ten Vorzeichen der Schubspannungen und damit zu entgegengesetzten Torsionsmomenten. Die
ES-Messungen (BLM mit ESPI) fir unterschiedliche Schnittparameter sind in Abbildung 8-13
dargestellt. Wie in Kapitel 5.2 beschrieben, gilt auch beim Gegenlauffrasen, dass mit zuneh-
mendem Vorschub héhere und tiefere P-ES erzielt werden. So kdnnten bspw. lineare Frasbah-
nen abwechselnd in Gleich- und Gegenlauf (Zick-Zack-Strategie) gefréast werden, um die Tor-
sionsmomente annahrend auszugleichen.

Da der Verzug nach Ausgleich der prozessinduzierten Torsionsmomente hauptsachlich von den
I-ES abhangt, gilt es weitere Kompensationstechniken in Bezug auf die I-ES abzuleiten.
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Abbildung 8-13: Schub-ES (a) und Normal-ES (b) fir verschiedene Schnittparameter: Gleich-
vs. Gegenlauf

Auswahl der Positionierung im Halbzeug

Wie in Kapitel 6.2 und 7.1.3 aufgezeigt hat die Orientierung der I-ES im Bauteil und die Posi-
tionierung des finalen Bauteils im Rohteil einen Einfluss auf den Bauteilverzug. Mithilfe des
validierten FEM-Verzug-Modells kann das Potential zur Verzugsminimierung quantifiziert
werden. In Abbildung 8-14, ergédnzt von Tabelle 8-2, ist der Verzug der 3 mm Taschengeomet-
rie aufgrund unterschiedlicher Orientierungen (A vs. C) bzw. Positionierungen (Czo bis Cz10in
1 mm Abstanden) sowohl fiir die Zick- (Abbildung 8-14a) als auch fiir die Spiral-Bearbeitung
(Abbildung 8-14b) dargestellt. Dabei kamen die I-ES der Messung A und D (siehe Kapitel 5.1
bzw. 7.1.3) zum Einsatz. Die Variable bzw. der Index zu (C.u) beschreibt dabei den Abstand
der Unterseite der Taschengeometrie vom Boden des Halbzeugs.

Die Anderung der Orientierung der I-ES von Werkstoffgruppe Czs zu A hat kaum einen Einfluss
auf die Form des Verzugs und lediglich einen geringen Einfluss auf die max. Verformung zZmax.
Dabei ist sie um 1 % (Zick) bzw. 23 % (Spiral) reduziert. Eine Anderung der z-Position der
Taschengeometrie im Halbzeug hat dagegen gréfRere Auswirkungen auf den Verzug. Dabei
fuihrt fir die beiden untersuchten Anwendungsfalle jeweils eine z-Positionierung von zy=7 mm
zum geringsten Zmax von 153 pm (Zick) und 21 pum (Spiral). Im Vergleich zum jeweils ungiins-
tigsten Fall der jeweiligen Bearbeitungsstrategie (Cz2 — siehe Tabelle 8-2) ist zmax um 19 %
(Zick) bzw. 82 % (Spiral) reduziert. Vergleicht man gar (unabhéngig von der Bearbeitungsstra-
tegie) den ungunstigsten (Cz2 Zick) mit dem giinstigsten Fall (C7 Spiral) wurde eine Reduzie-
rung von zmax von 89 % erreicht. Dies zeigt, dass eine symmetrische Positionierung (Czs) des
Bauteils im Halbzeug nicht zwangsléufig die beste Positionierung ist. Vielmehr kann das Bie-
gemoment, welches durch asymmetrische Positionierung aufgrund der I-ES entsteht, genutzt
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werden, um Biegemomente der P-ES auszugleichen. Das ist wiederum wie gezeigt von der
Bearbeitungsstrategie (z. B. vom Frésweg) abhéangig.

E [Taschen: SF-M3| Planen: WSP-M5

o [@a=4mm | |a.=40 mm

@ la=3mm a,=15mm
f=0,2 mm f=0,2 mm
v.=200 m/min v,=730 m/min

C,z=0mm C, z=3mm C,z=5mm C,:z=7mmC,, z,=10mm

[ B

Zick

z,,=156pm z,=182um 2z _=180um z =157 pym z,_=153 pm

.uull

z.,=48um z_=108pym z,_,=105pym 2z =62pym z_=21uym Zz _=60pum

Spiral

x

Abbildung 8-14: Verzug der Taschengeometrie aufgrund unterschiedlicher Positionierungen
im Halbzeug fur Zick- (a) und Spiral-Bearbeitung (b)

Tabelle 8-2: Max. Verformung der 3 mm Taschengeometrie fiir unterschiedliche Konfig.
10 *
;(m 2::‘:]9””/] A | Co [Ca|C |[Cs | Cu|Cs|Cs|Cz|Cs | Co|Cuo
SF-M3, Zick 156 | 182 | 186 | 188 | 180 | 167 [ 157 | 153 | 153 | 153 | 153 | 154
SF-M3, Spiral | 48 | 108 | 113 | 116 | 105 [ 86 62 | 42 21 31 | 48 60

*Fir C-Konfigurationen: Messung D als Eingabe fiir Verzug-Modell (Begriindung siehe Kapitel 7.1.3)

Analog zur Taschengeometrie ist in Abbildung 8-15 und Tabelle 8-3 der Verzug der 3 mm
skalierten Flugelrippe aufgrund unterschiedlicher Orientierungen (A vs. D) bzw. Positionierun-
gen (Dzo bis Dz10) sowohl fir die Zick- (Abbildung 8-15a) als auch fur die Spiral-Bearbeitung
(Abbildung 8-15hb) dargestellt. Im Gegensatz zur Taschengeometrie fihrt die Anderung der
Orientierung von Dzs auf die Werkstiickgruppe A zu einer um 19 % (Zick) bzw. 34 % (Spiral)
erh6éhten max. Verformung zmax. Die Verzugsform wird dagegen kaum beeinflusst. Fir die Va-
riation der z-Position sind die gleichen Trends wie fiir die Taschengeometrie zu beobachten:
Bei einer z-Positionierung von zy = 7 mm wurden die geringsten zmax von 392 um (Zick) und
48 pum (Spiral) erreicht. Dabei ist der Verzug im Vergleich zum ungiinstigsten Fall (Dz2- siehe
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Tabelle 8-3) um 46 % (Zick) bzw. 91 % (Spiral) reduziert. Vergleicht man gar den ungtinstigs-
ten (D22 Zick) mit dem ginstigsten Fall (D7 Spiral) wurde eine Reduzierung von Zmax von 93 %
erreicht.

a)

Z,0= 486 um z,.=392um z_= 508 um

2512
um
400
300
200
100
N 0

Z s A X
z,=388um 2z _=512pym 2z _=490um z ,=289um z =48pum 2z =319 pum

b)

Spiral

Abbildung 8-15: Verzug der skalierten Fliigelrippe aufgrund unterschiedlicher Positionierun-
gen im Halbzeug firr Zick- (a) und Spiral-Bearbeitung (b)

Tabelle 8-3: Max. Verformung der 3 mm skalierten Fltgelrippe furr unterschiedliche Konfig.

Konfig.
Zm‘::i:?w’n A | Do | D | Dz | Dz | Dus | Dis | Das | Dar | Dis | Do | Dao

SF-M3, Zick 576 | 688 | 718 | 729 | 666 | 566 | 486 | 404 [ 392 | 395 | 449 [ 508
SF-M3, Spiral | 388 | 512 [ 542 | 553 | 490 | 391 | 289 | 169 | 48 | 151 | 247 | 319

8.2.3 Topologieoptimierung: Auslegung der Bauteilgeometrie

Wie bereits in Kapitel 6, 7.1.3 und 8.1 aufgezeigt, hat die Bauteilgeometrie einen signifikanten
Einfluss auf den Bauteilverzug. In diesem Unterkapitel wird der Einfluss der Bauteiltopologie
anhand der Taschengeometrie simulativ analysiert. Dabei wurde der Winkel der Versteifungs-
rippe von 45° uiber 90° bis 135° variiert (siehe Abbildung 8-16). Zur Vereinfachung wurde bei
der Geometrieerstellung auf die M8-Bohrungen verzichtet. Bei einer Anderung des Winkels
der Versteifungsrippe von 90° auf 45°, reduzierte sich der Betrag des Verzugs beim Frasen in
Zick-Strategie deutlich. Die max. Verformung sank um 78 % von zmax = 250 pm auf 54 pm
(vgl. Abbildung 8-16a zu d), da das Bauteil mit der 45° Rippe entlang der Hauptrichtung der
P-ES versteift wurde, in welcher auch die max. Verformung auftrat. Dadurch reduzierte sich
der Anteil der P-ES am Gesamtverzug von 86 % auf 28 %. Bei der spiralférmigen Bearbeitung
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hingegen wurde eine Erhéhung des Verzugs firr die 45°-Versteifung (zmax = 87 um, siehe Ab-
bildung 8-16e) beobachtet, da sich die Schubspannungen nicht mehr vollstandig entlang des
Frasweges ausgleichen. Der Anteil der P-ES am maximalen Gesamtverzug stieg von 30 % auf
56 %.

Das in Zick-Strategie bearbeitete Bauteil mit einer 135°-Versteifungsrippe wies eine ahnliche
Verzugsform und -groRe (zmax= 212 pm) wie das mit einer 90°-Versteifung auf — unterscheidet
sich aber grundlegend vom Bauteil mit einer 45°-Versteifungsrippe, obwohl diese nur gespie-
gelt wurde (siehe Abbildung 8-16g). Dies ist auf die erwéhnte Ausrichtung der 45°-Versteifung
mit der Hauptrichtung der ES zurlickzufiihren. Die P-ES waren fiir 82 % der max. Verformung
verantwortlich. Eine spiralformige Bearbeitung kann die max. Verformung auf zmax= 136 um
und den Anteil der P-ES an der max. Verformung auf 72 % reduzieren (siehe Abbildung 8-16h).

Abgesehen von den Auswirkungen des Versteifungswinkels auf den eigenspannungsbedingten
Verzug, wird die Steifigkeit des Bauteils selbst beeinflusst. Das bedeutet, dass beim Design des
Bauteils sowohl der eigenspannungsbedingte Verzug als auch die bendtigte Bauteilsteifigkeit
unter realer Beanspruchung im Einsatz bertcksichtigt werden muss.

qualitative Verformung Zick Spiral nur I-ES: A
skallert mit Faktor 200 a) : P c) (keine P-ES) Z e
e y/?
£
£
<
X Zpa= 250 um Z,.= 50 um Z,.= 36 um
Ly4”
<z 150
T
£
S
S 100
R zma =54 ym z =87 um i z =38 um
9 X
2 y/{“ 50
X
S
S 0
Z,= 212 um Z,,= 136 ym z,.,= 38 um

Abbildung 8-16: Variation des Winkels der Versteifungsrippe nach [Webe22b]

In Abbildung 8-17 ist der Einfluss der Anzahl der Versteifungsrippen bei gleichen auReren
Malen der Taschengeometrie auf den VVerzug dargestellt. Eine Erhdhung der Anzahl der Rip-
pen von eins auf zwei reduziert bei der Zick-Bearbeitung die max. Verformung um 16 % (von
Zmax= 250 pum auf 209 um) aufgrund der Erhdhung der Steifigkeit des Bauteils. Uberraschender-
weise erhoht sich der Verzug bei der Erhéhung der Anzahl der Rippen von eins auf zwei fur
die spirale Bearbeitung um 72 % (von zmax = 50 pm auf 87 pum). Dies liegt daran, dass bei der
Taschengeometrie mit einer Versteifungsrippe die horizontalen und vertikalen Fraswege je Ta-
sche gleich lang sind. Somit gleichen sich die von den Schubspannungen induzierten Torsions-
momente vollstadndig aus. Bei der Erhdhung der Anzahl der Versteifungsrippen steigt das Ta-
schenl&nge zu -breite Verhéltnis an. Ein vollstandiger Ausgleich der Torsionsmomente ist nicht
mehr gegeben. Ein Taschenl&nge zu -breite VVerhéltnis von eins ist somit bei der spiralen Bear-
beitung zu bevorzugen.
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Abbildung 8-17: Variation der Anzahl der Versteifungsrippen

Generell I&sst sich festhalten, dass die ideale Wahl des Frasweges von der Bauteiltopologie in
Form des Winkels und der Anzahl der Versteifungen abhangt.

Ist eine groRere Anpassung des Bauteildesigns moglich, kdnnen klassische Topologieoptimie-
rungsansatze, welche die glinstigste Grundgestalt fiir Bauteile unter mechanischer Belastung
vorhersagen, angewandt werden. Dabei resultiert in diesem Fall die mechanische Belastung aus
den im Bauteil vorliegenden ES. Mithilfe des in ABAQUS integrierten Topologieoptimierungs-
algorithmus von TOSCA wurden zwei unterschiedliche eigenspannungsbedingte Belastungs-
zusténde analysiert. Es wurde je eine 3 mm Taschengeometrie, die in Zick-Strategie in SF-M3
bearbeitet wird, fur die I-ES-Zustande der Werkstiickgruppe A und B untersucht (vereinfacht
ohne M8 Bohrungen). Als Optimierungsraum wurde das komplette innere Taschenvolumen
definiert. Somit wurden keine Versteifungsrippen als Randbedingungen vorgegeben. Als Refe-
renz diente somit der Bauteilverzug der Taschengeometrie mit nur einer durchgehenden Tasche
ohne Versteifungsrippe (siehe Abbildung 8-18). Als Randbedingung wurde vorgegeben, dass
lediglich 3 % des Taschenvolumens an Material verbleiben diirfen. Dies entspricht ungefahr
dem Volumen einer 3 mm dunnen 90°-Versteifungsrippe. Dabei wurde als ZielgroRe die Mini-
mierung der Dehnungsenergie (,,Strain-Energy*) im Boden der Taschengeometrie definiert und
die Ergebnisse nach 150 Iterationen ausgewertet. Das Werkstlick B musste aufgrund zu vieler
verzerrter Elementreste geometrisch nachbearbeitet bzw. geglattet werden. Die max. Verfor-
mung konnte im Vergleich zur Referenz um 26 % (Werkstiickgruppe A) bzw. 17 % (Werk-
stlickgruppe B) durch Versteifungen in den Eckenbereichen reduziert werden (siehe Abbildung
8-18). Im Vergleich zur Taschengeometrie mit einer 90° Versteifung ist dies eine Reduktion
um 12 % (Werkstiickgruppe A, siehe Abbildung 8-17a) bzw. 5 % (Werkstuckgruppe B). Jedoch
wurde die zuvor vorgestellte Minimierung fur Werkstuckgruppe A, die sich durch den Einsatz
einer 45° Versteifungsrippe einstellt (zmax = 54 um), nicht vom Topologieoptimierungsalgorith-
mus erreicht. Nachteil an der Nutzung des kommerziellen Codes von ABAQUS ist, dass eine
komplexere Bearbeitung als eine einfache Zick-Strategie, z. B. die Spiral-Strategie fiir runde
Aussparungen, aufgrund der geschlossenen Software-Struktur nicht méglich ist. So kann der
Bearbeitungsweg und somit die prozessinduzierte ES im Taschenboden nicht iterativ an die
jeweilige neue Geometrie angepasst werden.
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Grundsétzlich konnte das Potenzial solcher Topologieoptimierungsansatze zur Minimierung
des eigenspannungsbedingten Verzugs aufgezeigt werden. Zukinftig gilt es bspw. durch An-
passung der Randbedingungen diese Simulationen zu optimieren. Abgesehen von der inneren
Belastung durch die ES, kann zukiinftig zudem die &uRRere Last im Einsatz des Bauteils bei der
Topologieoptimierung beriicksichtigt werden.

Werkstiickgruppe A Z 596 Werkstlickgruppe B Z 185
N r_
2 7 pm ' um
2
& 600
200 ‘
abzutragendes Material 7 =296 um 2 =785 um 500
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>
o 300
g 200
S
100
SF M3 Z,.,=219 pm .
Zlck-Strategle
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V= 200 m/min
a,= 4 mm
a,=3 mm
[Werkstiick 3 mm

Abbildung 8-18: ABAQUS Topologieoptimierung mit TOSCA Algorithmus

8.2.4 Simulationsgestutztes inverses Freiformfréasen

Bei Werkstiicken der Gruppe B werden aufgrund der hohen I-ES andere als die bereits vorge-
stellten Kompensationstechniken bendtigt. So wurde die von DENKENA et al. [Denk13] vor-
gestellte Technik des inversen Freiformfrésens auf der Bauteilunterseite, mit dem Ziel des Aus-
gleichs der Verzugsform nach dem Taschenfrasen, untersucht. Die inverse Form des vorherge-
sagten Verzugs der Taschengeometrie (3 mm, Zick, Gruppe B) wurde in einem zusatzlichen
Schritt vor dem Taschenfrasen via Freiformfrasen auf die Bauteilunterseite aufgebracht (siehe
Abbildung 8-19a). Als Werkzeug wurde der Kugelkopffraser AluPower E5908120 3F Ball
Neck eingesetzt (siehe Tabelle 4-1). Die inverse Freiformflache wurde im CAD-Programm
(Siemens NX 1872) durch Import der Koordinaten (vorhergesagte z-Verschiebungen der Un-
terseite) erzeugt. Zur zusatzlichen Validierung wurde die inverse Flache vor dem Taschenfrasen
gemessen (siehe Abbildung 8-19b). Firr den nachfolgenden Schritt des Taschenfrasens, wird
das Bauteil fest eingespannt, sodass es eben auf der Bauteilunterseite aufliegt. Durch die Uber-
lagerung des eigenspannungsbedingten Verzugs mit der gefrésten inversen Form konnte der
Verzug um 80 % reduziert werden (siehe Abbildung 8-19c). Allerdings muss beachtet werden,
dass das Freiformfrésen aufgrund der vielen Frasbahnen mit sehr geringen Schnittbreiten von
ae = 0.08 mm sehr zeitintensiv (~ 2 h) ist. Die Schnittbreite musste so klein gewahlt werden,
um die Freiformflache mdglichst genau zu fertigen.
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Abbildung 8-19: Inverses Freiformfrésen der Unterseite nach [Webe22a]

8.2.5 Einordnung der Kompensationstechniken

Die vorgestellten Methoden zur VVerzugsminimierung lassen sich entsprechend der Literatur zu
,-Vorkontrolle*-Kompensationstechniken [Li16] ordnen. Diese Methoden kénnen weiterhin in
drei Kategorien unterteilt werden (siehe Abbildung 8-20):

o Die Prozessparameter, wie z. B. die Werkzeugeigenschaften und Schnittparameter, ha-
ben direkten Einfluss auf die P-ES und damit auf den Bauteilverzug.

o Die Prozessstrategie wirkt sich sowohl auf die P-ES als auch auf die I-ES aus. Zum
Beispiel hat die Positionierung des fertigen Teils im Rohmaterial einen Einfluss darauf,
welche I-ES im finalen Bauteil verbleiben, wéhrend die Wahl der Fraswegstrategie die
von den P-ES induzierten Biege- und Torsionsmomente beeinflusst.

o Die Bauteiltopologie bestimmt, wo das Material abgetragen wird, und wirkt sich daher
auf die Gleichgewichtsverteilung der I-ES nach dem Materialabtrag und somit den Bau-
teilverzug aus. AuBerdem wird dadurch die Steifigkeit des Bauteils selbst beeinflusst.
Zudem wird indirekt die Prozessstrategie, z. B. der Frasweg, beeinflusst.

=Werkzeug q « Schnittsequenz L
»Geometrie ’ = Position im Halbzeug
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Abbildung 8-20: Identifikation unterschiedlicher Kategorien der “Vorkontrolle”-Kompensati-
onstechniken
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9  Zusammenfassung und Ausblick

Dunnwandige monolithische Aluminium-Strukturbauteile kommen vor allem in der Luftfahrt-
technik zum Einsatz. Sie werden als innere Rumpfstrukturen und Tragflachenrippen in Flug-
zeugen verbaut. Infolge der fertigungsspezifischen Prozesskette treten hohe Bauteilverziige auf.
Diese sind auf die Eigenspannungen (ES) im Bauteil zuriickzufiihren, welche im fertigungs-
technischen Kontext in prozessinduzierte ES (P-ES) und initiale ES (I-ES) unterteilt werden.
Numerische Finite-Elemente-Methode (FEM) Simulationen erméglichen die Vorhersage des
eigenspannungsbedingten Verzugs fir komplexe Bauteilgeometrien und verschiedene ES-Zu-
stande. Jedoch miissen hierfiir die Wirkzusammenhénge zwischen den P-ES, den I-ES und dem
Bauteilverzug bekannt und verstanden sein. Trotz zahlreicher experimenteller und simulativer
Untersuchungen in der Literatur besteht bei diinnwandigen Bauteilen im Gegensatz zu dick-
wandigen, bei denen die I-ES fiir den Verzug hauptverantwortlich sind, keine Einigkeit dartiber,
welcher ES-Typ dominiert. Darliber hinaus fehlen bisher statistische Absicherungen beziiglich
der Bestimmung der ES und des Verzugs. Es mangelt an einer quantitativen Charakterisierung
und Validierung der Modelle. Zudem wurden in den numerischen Verzug-Modellen aus der
Literatur die prozessinduzierten Schubspannungen nicht berlicksichtigt. Aufgezeigte Kompen-
sationstechniken in der Literatur beruhen meist noch auf dem ,,Trial-and-Error“-Prinzip und
sind noch nicht vollstandig verstanden.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine validierte Simulationsmethodik zur Vorhersage des ei-
genspannungsbedingten Verzugs von gefrasten, diinnwandigen Aluminium-Strukturbauteilen
entwickelt. Den Kern der Simulationsmethodik bildet das FEM-Verzug-Modell, das sich durch
einen linear elastischen Ansatz mit schneller Berechnungszeit sowie die Beriicksichtigung bei-
der ES-Typen und der Bearbeitungsstrategie auszeichnet. Es wurde gezeigt, dass fir eine um-
fassende Charakterisierung des Bauteilverzugs und zur Beurteilung der Giite des Modells die
gesamte verzogene Bauteilunterseite untersucht werden muss. Punktuelle oder linienartige Dar-
stellungen bzw. Vergleiche von Messung und Simulation, wie (iberwiegend in der Literatur
vorkommend, sind unzureichend. Neben der rein visuellen Beurteilung der Verformungsgrafi-
ken, wurden die Kennzahlen mittlere Abweichung Azmean und maximale Verformung AZmax zur
Quantifizierung der Ubereinstimmung von Verzugsform und -betrag abgeleitet. Mithilfe des
FEM-Verzug-Modells wurde unter Verwendung von gemessenen ES als Eingabe sowohl die
Verzugsform als auch der -betrag unterschiedlicher Anwendungsfélle (Geometrien, I-ES, Be-
arbeitungsstrategien wie z. B. Frasweg) in Ubereinstimmung mit den Messungen vorhergesagt.
Dabei wurde die Verzugsform mit einer hoheren Genauigkeit im Vergleich zur max. Verfor-
mung bestimmt. Es wurden drei Bauteilgeometrien untersucht: Wafer (1 mm diinne Scheibe),
Taschengeometrie (einfache kleine Geometrie mit einer Rippe und zwei Taschen) und skalierte
Fligelrippe (komplexere groRere Geometrie mit mehreren Taschen und Rippen). Bei der
Wafer-Verformung (Taschengeometrie) wurden max. relative mittlere Abweichungen 6Zmean
von 10 % (7 %) zwischen Simulation und Expriment erzielt. Die max. Verformung wurde mit
relativen Abweichungen 6zmax bis zu 20 % (29 %) vorhergesagt. Die Abweichung aus vorher-
gesagter und gemessener max. Verformung ist nicht zwangsldufig auf die Modellierung zu-
riickzufiihren. Als Fehlerquellen wurden neben den Unsicherheiten der ES-Messungen, die Ein-
spannstrategie und die Abweichung der z-Position des finalen Bauteils im Halbzeug oder die
Abweichungen der Bodenstarke vom Soll-Wert identifiziert. Die P-ES und der Bauteilverzug
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sind prinzipiell wiederholbar, wobei eine geringe Streuung der P-ES unter gleichen Herstellbe-
dingungen auftritt und geringfligige, aber messbare Abweichungen der maximalen Verformung
(8zmax < 29 %) zur Folge hat. Dabei gilt der Zusammenhang, dass groRere oder tiefere P-ES zu
grolReren Bauteilverziigen flihren. Traten dagegen Instabilitaten, z. B. Schwingungen, wéhrend
des Fréasens auf, wurde eine groRe Streuung der P-ES und somit auch der max. Verformung
(8zmax bis zu 60 %) festgestellt.

Die mit der Schlitzmethode gemessenen I-ES unterschiedlicher Werkstlickgruppen von Alumi-
niumblocken A7050-T7451 stimmten groBtenteils mit der typischen M-Form mit Druck-ES
nahe der Oberflache und Zug-ES in der Bauteilmitte Gberein. Der Betrag der gemessenen I-ES
war um etwa 5 MPa kleiner als die Literaturwerte von PRIME und HILL [Prim02]. Mithilfe
des FEM-Verzug-Modells konnte gezeigt werden, dass diese geringen Unterschiede der I-ES
und die geringen Abweichungen der Tiefenprofile zu deutlichen Anderungen der max. Verfor-
mung (8zmax bis zu 58 %), besonders fur die skalierte Fliigelrippe, fuhrten. Die Verzugsform
wurde dagegen kaum beeinflusst. Es wurde gezeigt, dass bei Verwendung der I-ES aus der
Literatur im Vergleich zur Nutzung von I-ES-Messdaten als Simulationseingabe vergleichbare
(Taschengeometrie) bzw. genauere Ergebnisse (skalierte Fliigelrippe) beziiglich des Bauteil-
verzugs erzielt wurden.

Der Verwendungszweck des FEM-Verzug-Modells besteht nicht darin, den Betrag des Bauteil-
verzugs exakt vorherzusagen. Dies ist aufgrund gezeigter Unsicherheiten nicht méglich. Viel-
mehr konnten grundlegende Mechanismen des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs iden-
tifiziert und verstanden werden. Dies ermdglichte die Ableitung von Kompensationstechniken.
So konnte mithilfe des validierten FEM-Verzug-Modells gezeigt werden, dass eine allgemein-
gliltige Aussage nicht sinnvoll ist, welcher ES-Typ (I-ES oder P-ES) bei einer bestimmten
Wandstérke den Bauteilverzug dominiert. Dies muss fir jeden Fall individuell betrachtet wer-
den, da der Verzug neben der Bauteilgeometrie und den ES selbst (Betrag und Eindringtiefe)
von der Bearbeitungsstrategie, z. B. dem Bearbeitungsweg oder der Positionierung des finalen
Bauteils im Halbzeug, abhangt. Bei den untersuchten Bauteilen (Taschengeometrie und ska-
lierte Fliigelrippe) und Schnittparametern stellte sich heraus, dass die P-ES in den Taschenbd-
den, insbesondere die durch Schubspannungen induzierten Torsionsmomente, den Verzug bei
einem linienformigen Bearbeitungsweg (Zick-Strategie) erheblich beeinflussen. Dieser Ein-
fluss konnte durch Anderung der Bearbeitungsrichtung, bspw. zu einer spiralférmigen Bearbei-
tung (Ausgleich der Torsionsmomente), oder einer Anderung der Topologie (Versteifung des
Bauteils in Richtung der Torsionsmomente), minimiert werden. Diese Kompensationstechni-
ken gehdren der Kategorie ,,Vorkontrolle® an. Sie zeichnen sich durch eine Verbesserung der
Bearbeitungsbedingungen im Sinne einer Reduktion des Betrags der ES oder einer Verénde-
rung ihrer Verteilung aus. Es konnten drei Untergruppen von Vorkontrolle-Kompensations-
techniken identifiziert werden: die Optimierung der Prozessparameter, der Bauteiltopologie
und der Prozessstrategie.

Die Prozessparameter, wie z. B. die Werkzeugeigenschaften und Schnittparameter, haben di-
rekten Einfluss auf die P-ES und damit auf den Bauteilverzug. So fihrte eine Reduktion des
Vorschubs pro Zahn beim Taschenfrasen von SF-M3 (f; = 0,2 mm) zu SF-M1 (f; = 0,04 mm)
zu einer Reduktion der max. Verformung zmax der Wafer von 50 %, der Taschengeometrie
(3 mm, Gruppe A) von 55 % (Zick) bzw. 10 % (Spiral) und der skalierten Fliigelrippe (3 mm,
Gruppe A) von 24 % (Zick) bzw. 1 % (Spiral).
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Durch das Design der Bauteiltopologie wird bestimmt, wo Material abgetragen wird. Dies wirkt
sich daher auf das Wiederherstellen des Gleichgewichtszustands der ES nach dem Materialab-
trag und somit auf den Bauteilverzug aus. Auerdem wird dadurch die Steifigkeit des Bauteils
selbst beeinflusst. Lediglich durch eine Anderung des Winkels der Versteifungsrippe von 90°
auf 45°, in Hauptrichtung der P-ES, konnte die max. Verformung der 3 mm Taschengeometrie
bei der Zick-Bearbeitung um 66 % reduziert werden. Dadurch reduzierte sich der Anteil der
P-ES am Gesamtverzug von 81 % auf 46 %. Dabei hangt die ideale Positionierung der Verstei-
fungen von der gewahlten Bearbeitungsrichtung ab. AuRerdem ist bei einer spiralen Bearbei-
tung ein Taschenlangen zu -breiten Verhaltnis von eins zu bevorzugen. Somit haben die Bau-
teiltopologie und die Fraswegstrategie einen wechselseitigen Einfluss auf den Bauteilverzug.
Weiterhin konnte aufgezeigt werden, dass klassische Topologieoptimierungsansétze ebenfalls
zur Minimierung des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs eingesetzt werden konnen. So
wurde bspw. eine Reduktion des Verzugs der Taschengeometrie von 26 % erreicht. Abgesehen
von der inneren Belastung durch die ES, kann zukiinftig zudem die dufere Last im Einsatz des
Bauteils bei der Topologieoptimierung berticksichtigt werden.

Die Prozessstrategie wirkt sich sowohl auf die P-ES als auch auf die I-ES aus. Zum Beispiel
hat die Positionierung des fertigen Teils im Rohmaterial einen Einfluss darauf, welche I-ES im
finalen Bauteil verbleiben, wéhrend die Wahl der Fraswegstrategie die von den P-ES induzier-
ten Biege- und Torsionsmomente beeinflusst. So konnte bei der Taschengeometrie durch die
Anderung des Frasweges von Zick zu Spiral eine Reduktion der max. Verformung unabhangig
von der Wandstarke von ca. 70 % erzielt werden. Bei der skalierten Fltigelrippe wurde bei einer
Wandstérke von 3 mm eine Reduktion von 41 % und bei einer Wandstarke von 7 mm von 14 %
erzielt. Weiterhin kann durch eine geeignete Auswahl der z-Position des finalen Bauteils im
Halbzeug der Verzug minimiert werden. Dabei kann durch eine asymmetrische Positionierung
das von den I-ES induzierte Biegemoment genutzt werden, um das Biegemoment der P-ES
auszugleichen. So wurde bspw. bei der 3 mm skalierten Fliigelrippe, in Spiral-Strategie gefrést,
bei einem Abstand der Bauteilunterseite zur Unterseite des Halbzeugs zu von 7 mm eine Mini-
mierung des Verzugs im Vergleich zur symmetrischen Positionierung (zu = 5 mm) um 83 %
bzw. im Vergleich zur unglinstigsten Positionierung (zu = 0 mm) um 91 % erzielt.

Das Freiformfrésen der inversen vorhergesagten Verformung ist v.a. fiir Bauteile mit einem
hohen Verzug (z. B. bei Al 7050-T74 mit hohen I-ES) eine weitere Méglichkeit den Bauteil-
verzug zu minimieren. Mit diesem Verfahren konnte der Verzug einer Taschengeometrie der
Werkstlickgruppe B um 80 % reduziert werden. Der Nachteil dieser Methode ist die enorm
erhdhte Produktionszeit.

Die Erweiterung des FEM-Verzug-Modells um die reale Einspannung erméglicht zudem eine
Abschéatzung, ob die gewahlte Einspannstrategie ausreichend im Sinne einer vollstandigen Un-
terdriickung des Verzugs wéhrend allen Fertigungsschritten ist. Basierend auf den Simulations-
ergebnissen, konnte die Einspannstrategie optimiert werden. So wurde der Verzug der skalier-
ten Fliigelrippe (Taschengeometrie) um 42 % (44 %) reduziert.

AuRerdem wurde das FEM-Verzug-Modell durch ein Wéarmelbertragungsmodell und ein Zer-
spanmodell ergénzt. Mit deren Hilfe konnten die I-ES und P-ES qualitativ abgeschétzt werden.
Jedoch ist eine Substitution der ES-Messdaten als Eingabe des FEM-Verzug-Modells aktuell
aufgrund des hohen zusatzlichen Modellierungsaufwands (Modellerstellung, Rechenzeit, zu-
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satzliche Validierung) und der reduzierten Ergebnisgtite nicht sinnvoll. Stattdessen ist es sinn-
voller, Mess- und Literaturdaten beider ES-Typen, die bspw. in einer Datenbank gesammelt
werden, als Eingabe fur das FEM-Verzug-Modell zu nutzen. Wie in dieser Arbeit gezeigt
wurde, kénnen zukiinftig die Messungen der P-ES ressourcenschonend an einfachen Proben
(z. B. an kleinen Quadern) erfolgen, die mit den gleichen Schnittparametern wie das Bauteil
selbst bearbeitet werden.

Trotz des bereits bestehenden hohen Automatisierungsgrads der Simulationsmethodik sind zu-
kiinftig weitere Schritte zur Automatisierung des Pre-Processings (z. B. die Netzerstellung) und
die Entwicklung einer grafischen Nutzeroberflache (GUI) zur einfachen Handhabung und Im-
plementierung in Industrieprozessen nétig. Zudem sollten die durchgefiihrten Analysen der
Wiederholbarkeit bzw. Streuung der P-ES und des Bauteilverzugs auf die Untersuchung der
Reproduzierbarkeit, d. h. Gber die Laborgrenze hinweg, erweitert werden. In sog. Round-Robin-
Versuchen kann bspw. der Maschineneinfluss berlcksichtigt werden. Interessant ware auch die
Untersuchung der I-ES weiterer Chargen von A7050-T7451 und deren Auswirkungen auf den
Bauteilverzug. Zudem ware eine Erweiterung der Datenbank um prozessinduzierte ES-Tiefen-
verlaufe der Frasbearbeitung weiterer Werkstoffe, wie z. B. Titan (Triebwerksschaufeln), oder
unter Einsatz unterschiedlicher Kiihlstrategien (Emulsionskiihlung, Minimalmengenschmie-
rung, kryogene Kuhlung), denkbar. In der Literatur wurde z. B. durch den Einsatz einer kryo-
genen Kihlung bei der Zerspanung von Aluminiumlegierungen eine Zunahme der Festigkeit,
eine Verringerung der Gratbildung sowie eine Verbesserung des Ermudungsverhaltens und der
Oberflache erreicht. Vor allem die Erhdhung der Festigkeit und die Verbesserung des Ermi-
dungsverhaltens wiirden zu einer gewichtseinsparenden und energieeffizienten Bauteilausle-
gung fihren. Die genannten vorteilhaften Eigenschaften sind auf hohere prozessinduzierte
Druck-ES in der Randzone der Bauteile zurlickzuftihren. Allerdings fiihren diese erhdhten ES
auch zu einem groReren Bauteilverzug. Dabei ware besonders von Interesse, inwieweit durch
die im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten Kompensationstechniken der Bauteilverzug bei
gleichzeitigem Erhalt der hohen Druck-ES minimiert werden kann. Zudem wére es sinnvoll,
den Einsatz des Maschinellen Lernens (ML), insbesondere die Kombination aus physik- und
datenbasierten hybriden Modellen, im Gebiet des eigenspannungsbedingten Bauteilverzugs zu
untersuchen.
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11 Anhang

Tabelle 11-1: Chemische Zusammensetzung

Chemie .
(Wt%) Sl FE CuU MN [ MG | CR ZN TI Vv ZR | Weit
A/B 0,04 | 0,09 | 2,20 | 0,01 2,0 0,01 6,3 0,03 ] 001 0,11 | 0,03
C 0,04 | 0,07 | 2,20 | 0,03 | 2,07 [ 0,001 6,16 | 0,04 | 0,01 | 0,20 | 0,03
D 0,04 | 0,07 | 2,20 | 0,03 | 2,07 | 0,001 | 6,16 | 0,04 | 0,01 [ 0,20 | 0,03

Tabelle 11-2: Mechanische Eigenschaften

Werkstiick/ | Dichtein | E-Modul in | M2 SHELS | L Az Elongation
Eigenschaft kg/m® N/mm? grenze in TEl@iili (o in %
g g N/mm2(LT) | N/mm2(LT)
A (Prifbericht) - - 476 536 10
C (Prifbericht) - - 477 539 12
D (Prufbericht) - - 473 535 12
Literaturwert 2.830 71.700 469 524 11
Tabelle 11-3: Inkrementelle Tiefenschritte der Bohrlochmessungen [Webe21a]
Inkrement in mm Tiefe in mm Inkrement in mm Tiefe in mm
0 - 0,0254 0,1524
0,0127 0,0127 0,0254 0,1778
0,0127 0,0254 0,0254 0,2032
0,0127 0,0381 0,0254 0,2286
0,0127 0,0508 0,0254 0,2540
0,0127 0,0635 0,0254 0,2794
0,0127 0,0762 0,0508 0.3302
0,0127 0,0889 0,0508 0,3810
0,0127 0,1016 0,0508 0,4318
0,0127 0,1143 0,0508 0,4826
0,0127 0,1143 0,0508 0,5334
0,0127 0,1270 0,0508 0,5842

Tabelle 11-4: Temperaturabhéngige mechanische Eigenschaften fiir AI7075 [Jean85, Koc06]

Temperatur | E-Modul | Querkontrak- Streck_— Dichte p Thermlscher' S

in °C inGPa | tionszanlv | IZEIN | inkgim? | SIOMSKOTTZent 00
a in 10°

0 72,45 0,29 * 2796 *

20 * * * * 21,8

66 * * 221 * *

100 69,69 0,29 * 2768 23,6

200 64,86 0,29 * 2768 24,5

250 * * 212 * *

300 58,65 0,29 150 2740 25,4

350 * * 87 * *

400 53,82 0,29 60 2713 *

477 * * 26 * *

500 * * * 2685 *

600 * * * 2657 *

* interpoliert bzw. extrapoliert
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Tabelle 11-5: Spannungs-Dehnungswerte bei Raumtemperatur fiir AlI7075 [Koc06]

Dehnung 0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 05 06
Spannung in
MPabeizsec | 221 | 286 | 289 | 200 | 304 | 317 | 357 | 368

Tabelle 11-6: Thermische Eigenschaften [Koc06]

Temperatur in °C 0 20 100 200 300 400 477 500
Thermische Leitfa-
higkeit At in W/mK
Spezifische Warme-
kapazitét cp in J/kgK
* interpoliert bzw. extrapoliert

110 * 120 140 150 160 * 170

* 837 896 963 * 1.130 | 1.193 *

Tabelle 11-7: Warmelibergangskoeffizient von Aluminium in Wasser [Bamb86, Koc06]

Temperatur in °C 50 | 100 | 150 | 200 | 250 | 300 | 350 | 400 [ 450 | 500 | 550

Warmeiibertragungs-
koeffizient an (Al in | 200,1 | 4 9 |135(175]| 16 | 13 | 11 9 7 |58
Wasser) in kW/m?K

Tabelle 11-8: Werkzeugeigenschaften Vollhartmetall Zerspanmodell

E-Modul | Querkon- | Dichte | Warmeleit- | Spezifische War- | Thermischer Ex-
inGpa | traktions- | pin | fahigkeit/ | mekapazititcyin | pansionskoeffizient
zahly | kg/m3 | in W/mK JIkgK o.in 10-6 1/K

640 0,22 15.000 55 240 6

Tabelle 11-9: Johnson Cook Versagensparameter [Lesu01]

d1 dz ds da ds Ts Ti 4 !
-0,77 1,45 -0,47 0 1,6 600 °C 20 °C 1 20 ym

In Abbildung 11-1 sind die P-ES des EDM Prozesses dargestellt. Aufgrund der dominieren-
den thermischen Effekte sind Zug-ES nahe der Oberflache vorzufinden.

EDM

i

=
=

Abbildung 11-1: EDM prozessinduzierte ES auf Wafer-Rickseite

Das in Kapitel 6.2 beschriebene Verhalten der Wiederholbarkeit des Verzugs ist unabhéngig
vom Frésmodus (siehe Abbildung 11-2), den I-ES (siehe Abbildung 11-3 und Abbildung 11-4),
der Wandstérke (siehe Abbildung 11-5), bzw. der Frésstrategie (siehe Abbildung 11-6).
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Abbildung 11-2: Vergleich des Taschengeometrie-Verzugs fur SF-M1, A, 3 mm, Zick
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Abbildung 11-3: Vergleich des Taschengeometrie-Verzugs fur SF-M1, B, 3 mm, Zick
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Abbildung 11-4: Vergleich des Taschengeometrie-Verzugs fur SF-M3, B, 3 mm, Zick
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Abbildung 11-6: Vergleich des Taschengeometrie-Verzugs fur SF-M3, A, 3 mm, Spiral
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Abbildung 11-7: Vergleich Simulation (nur P-ES bis Tiefenende ohne I-ES) vs. Messung des
Wafer-Verzugs WS-B, SF-M3 gefrést, an Position h (a), i (b) nach [Chig22b]
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Abbildung 11-8: Vergleich Simulation vs. Messung (POST-PRE): Verzug Taschengeometrie
in WS-A, 3mm, SF-M3, Spiral gefrést



Anhang

Seite 151

Tabelle 11-10: Validierung FEM-Verzug-Modell skalierte Fligelrippe — opt. Einspannung

I-ES: Messung D

ZmaxExp | ZmaxSim | AZmaxinum | AZmeanin um Z99
in um in um (8Zmax) (0Zmean) in ym

D z5 3 mm SF-M3 Zick (POST)
I-ES nach [Prim02] 753 655 98 (13%) | 24+19(3%) | 89
I-ES: Messung C 407 346 (46 %) | 94+ 70 (13%) | 284
I-ES: Messung D 466 287 (38%) | 75+56 (10%) | 231
D z53mm SF-M3 Zick (POST-PRE)
I-ES nach [Prim02] 553 655 | -102(-19%) | 21£20(4%) | 94
I-ES: Messung C 407 146 (26 %) | 54 +41(10%) | 172
I-ES: Messung D 466 87 (15%) | 35+27(6%) | 122
D z5 3 mm SF-M3 Spiral (POST)
I-ES nach [Prim02] 603 476 217 (31%) | 4029 (6%) | 127
I-ES: Messung C 198 495 (71 %) | 112476 (16 %) | 303
I-ES: Messung D 275 418 (60 %) | 92+69 (13%) | 273
D z5 3 mm SF-M3 Spiral (POsT-
PRE)

- 476 10 (2 %) 15+15(3%) | 64
I-ES nach [Prim02] 486 198 | 288(59%) | 70+51(14%) | 216
I-ES: Messung C 275 | 211(43%) | 51£37 (11 %) | 164
I-ES: Messung D
Opt: D z53 mm SF-M3 Spiral
(POST)

. 476 7L(-17%) | 21x20(5%) | 91
I-ES.nach [Prim02] 405 198 | 207 (51%) | 51£38(13%) | 152
I-ES: Messung C 157 118(39%) | 32+25(8%) | 98

Tabelle 11-11: Validierung FEM-Ve

rzug-Modell Taschengeommetrie — opt. Einspannung

ZmaxExp | Zmax,Sim AZmaxin pm | AZmean in um Z99
in pm in gm (8Zmax) (8Zmean) | inpm

C z5 3 mm SF-M3 Spiral (POST)
I-ES nach [Prim02] 108 +5 96 12 (11 %) 3+2(3%) 9
I-ES: Messung C - 46 62(57%) | 11+9(11%) | 38
I-ES: Messung D 60 48 (44 %) 8+7(8%) 28
C z5 3 mm SF-M3 Spiral (PosT-
PRE)

f 96 23(-31%) | 74(10%) 19
I-ES nach [Prim02] 73+3 46 27 (37 %) 6+ 4(8%) 17
I-ES: Messung C 60 13(18%) | 3+2(4%) 8
I-ES: Messung D
Opt: C z5 3 mm SF-M3 Spiral
I-ES nach [Prim02] 61 96 35(-57 %) | 12 +8 (20 %) 36
I-ES: Messung C 46 15 (24 %) 3+2(5%) 9
I-ES: Messung D 60 1(2 %) 4+£3(7 %) 13
C z1.5 3 mm SF-M3 Spiral
I-ES nach [Prim02] 146 £ 10 112 34 (23 %) 5+6 (4 %) 17
I-ES: Messung C - 80 66 (45 %) 12+ 9 (8 %) 37
I-ES: Messung D 110 36 (25 %) 6+6 (4 %) 21
Opt: C z1.5 3 mm SF-M3 Spiral
I-ES nach [Prim02] 121 112 (7 %) 4+ 3 (4 %) 15
I-ES: Messung C 80 (34 %) 6+5 (5 %) 23
I-ES: Messung D 110 (9 %) 4+3(3%) 14
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