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Kurzfassung

Untersuchung zum Einfluss des thermomechanischen Belastungskol-
lektivs auf die Oberflächenkonditionierung beim BTA-Tiefbohrprozess

Die moderne Produktionstechnik strebt ökonomische Effizienz und Nachhal-
tigkeit an, ohne die Qualität der gefertigten Bauteile zu beeinträchtigen. Die
Auswahl und Anpassung von Fertigungsprozessen und die damit einhergehen-
de Erzeugung relevanter Randschichteigenschaften ist entscheidend. Der BTA-
Tiefbohrprozess ist ein produktives Verfahren zur Fertigung tiefer Bohrungen mit
großen Durchmessern. Das BTA-Tiefbohren ist ein wichtiger Bearbeitungsschritt
für die Fertigung hochbelasteter und sicherheitsrelevanter Bauteile wie z.B. Flug-
zeuglandebeine, Kurbelwellen und Schwerstangen in der Offshore-Industrie. Nach
dem Bohrprozess kommt es häufig zu einer Nachbearbeitung der Bohrungsober-
fläche, ohne dass der initiale Randschichtzustand bekannt ist. Eine optimierte
Bohrprozessauslegung kann die Produktionskette an dieser Stelle verkürzen.

In dieser Arbeit wird die Oberflächenkonditionierung durch den BTA-Tiefbohr-
prozess in einem Vergütungsstahl und einer nichtrostenden austenitischen Stahl-
legierung untersucht. Zur Separierung der Konditionierungsmechanismen an den
Wirkelementen des BTA-Werkzeugs wurde ein Analogieversuch entwickelt. Wäh-
rend der BTA-Experimente wurden sowohl werkzeug- als auch werkstückseitige
Messmethoden eingesetzt, um das thermomechanische Belastungskollektiv zu
erfassen. In Verbindung mit zerstörenden und nicht zerstörenden Messungen
der Bohrungsrandzonen wurde die Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung be-
schrieben.

Ein analytisches Modell zur Berechnung der resultierenden Oberflächenkondi-
tionierung wurde entwickelt, basierend auf der 3D Schneiden- und Führungsleis-
teneingriffsmodellierung in Verbindung mit der Eigendehnungstheorie. Zudem
wurden charakteristische Prozessschwingungen analysiert und in Verbindung
mit den entstehenden Oberflächenmarken gebracht, wodurch ein bestehendes
Dynamikmodell erweitert werden konnte.



Abstract

Investigation on the influence of the thermomechanical load collective
on the surface integrity by the BTA deep drilling process

Modern production technology strives for economic efficiency and sustainability
without compromising the quality of the manufactured components. The selection
and adaptation of manufacturing processes and the associated generation of the
surface integrity are crucial. The BTA deep hole drilling process is a productive
method for producing deep bores with large diameters. BTA deep hole drilling
is an important step for the production of highly stressed and safety-relevant
components such as aircraft landing gear, crankshafts and drill collars in the
offshore industry. After the drilling process, the bore surface is often reworked
without information about the surface integrity. An optimized design of the
drilling process can shorten the production chain.

In this work the surface conditioning by the BTA deep hole drilling process
in a quenched and tempered steel and a stainless austenitic steel alloy is analy-
sed. An analogue test was developed to separate the conditioning mechanisms
on the guide pad and cutting edge. During the BTA experiments, in-process
measurementtechniques at the tool and the workpiece were used to record the
thermomechanical load collective. The process-structure-property relationship
was described in conjunction with destructive and non-destructive test of the
bore surface and the sub-surface zone.

An analytical 3D model was developed to simulate the resulting surface integrity
based on the cutting edge and guide pad engagement due to the eigenstrain theory.
In addition, process vibrations were analysed and linked to the characteristic
surface marks. This allowed an existing dynamics model to be extended.
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1. Einleitung

Ein wichtiger Aspekt in der modernen Produktionstechnik ist das Bestreben,
sowohl die Wirtschaftlichkeit als auch die Nachhaltigkeit von Fertigungsprozessen
zu steigern. Gleichzeitig muss die Qualität von teilweise komplexen und/oder
sicherheitsrelevanten Bauteilen sichergestellt werden. Durch Zerspanungsprozesse
wird die Randschicht eines Bauteils beeinflusst, die seine Eigenschaften unter
Betriebsbelastungen bestimmt. Für den fortschreitenden Wandel zu einer funkti-
onsorientierten Produktion von hochbelasteten Bauteilen, müssen die relevanten
Randschichteigenschaften durch eine geeignete Auswahl und Anpassung der
Fertigungsprozesse erzeugt werden. Ein umfangreiches Wissen über die Auswir-
kungen von Fertigungsprozessen auf die Surface Integrity (SI) des Bauteils ist
hierfür unerlässlich, um diese Aufgabe ressourceneffizient zu bewältigen [Kar+22;
Sch+20].
Im Gegensatz zum Drehen, Fräsen und Schleifen sind Bearbeitungsverfahren
wie (Tief-)Bohren oder Reiben nur unzureichend hinsichtlich der entstehenden
Randschicht untersucht. Die ganzheitliche Bewertung des Randschichtzustands
von Bohrungen ist eine wissenschaftliche und technologische Herausforderung,
denn es ist nahezu unmöglich z.B. die Eigenspannungen zerstörungsfrei zu ermit-
teln. Die bisherigen Analysen konzentrierten sich auf kritische Oberflächen, die
leicht zugänglich waren, während Bohrungen eine geringere Beachtung fanden.
Infolgedessen wurden bei der Bearbeitung bzw. Erzeugung gut zugänglicher
Oberflächen Verbesserungen erzielt. Aufgrund der abweichenden Bedingungen
während des Bohrprozesses, können die gewonnen Erkenntnisse nur teilweise auf
Bohrprozesse übertragen werden. Bohrungen profitieren daher nur indirekt von
den Erkenntnissen der leicht zugänglichen Oberflächen [RHV08].
Des Weiteren hat die Zunahme der thermomechanischen Belastungen, denen
einige Teile, wie Kurbelwellen mit der Leistungssteigerung von Motoren oder
Turbinenbauteile durch höhere Wirkungsgrade, ausgesetzt sind, zu Ausfällen
geführt. Infolgedessen wurden vermehrt Verfahren zur Verfestigung der Oberflä-
chenrandschicht wie Rollieren oder Autofrettage eingesetzt, um Druckspannungen
zu erzeugen und die Bohrungsrandzone zu verbessern. Dies zeigt deutlich, wie ein
Mangel an Wissen, über die Randzonenintegrität von Bohrungen, zu überhöhten
Produktionskosten durch eine Verlängerung der Prozesskette, führt. Durch eine
geeignete Auslegung des Bohrprozesses besteht das Potenzial, die geforderten
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1. Einleitung

Randzoneneigenschaften zu erzeugen und die Prozesskette zu verkürzen [Bie+18;
RHV08; Nic23].

Eine sichere Erzeugung von funktionsrelevanten Eigenschaften ist gerade beim
BTA-Tiefbohren besonders relevant, da in fast allen Anwendungsfällen dieses
Verfahren als ein wichtiger Endbearbeitungsschritt von ressourcenintensiven,
hochbelasteten und teuren Werkstücken, wie z.B. Flugzeuglandebeinen, Kurbel-
wellen oder Schwerstangen in der Offshore-Industrie, eingesetzt wird [Bie+18;
Abr17].
Hier setzt die vorliegende Arbeit an. Im Mittelpunkt steht die Untersuchung
des BTA-Tiefbohrprozesses mit Hilfe kombinierter in-prozess-Sensorik, um die
Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung im Hinblick auf die Oberflächenkondi-
tionierung durch den Prozess zu ermitteln. Dafür wird das thermomechanische
Belastungskollektiv des BTA-Prozesses werkzeug- und werkstückseitig aufgenom-
men und analysiert. In Analogieversuchen wird eine Separierung der charakte-
ristischen Konditionierungsmechanismen des BTA-Prozesses durchgeführt, um
ein erweitertes Verständnis der Oberflächenkonditionierung an den einzelnen
Wirkelementen des BTA-Bohrkopfs zu erlangen. Das gewonnene Verständnis der
Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung bildet die Grundlage für den Aufbau
eines Modells zur Berechnung der resultierenden Bohrungsrandzone auf Basis
der Modellierung des charakteristischen Schneiden- und Führungsleisteneingriffs
beim BTA-Tiefbohren.
Ein weiteres Ziel der Arbeit ist es, beim BTA-Tiefbohrprozess charakteristische
Prozessschwingungen in verschiedenen Richtungen und an unterschiedlichen
Stellen zu analysieren und miteinander in Verbindung zu bringen. Die erzeugten
Oberflächen werden mit den Prozessschwingungen in einen Zusammenhang ge-
bracht. Zu diesem Zweck wird mit bestehenden BTA-Prozessdynamikmodellen
gearbeitet.

Die Untersuchungen wurden im Rahmen eines durch die Deutsche Forschungs-
gemeinschaft (DFG) geförderten Schwerpunktprogramms SPP 2086 „Oberflä-
chenkonditionierung in der Zerspanung“ durchgeführt. Innerhalb des SPP 2086
haben das Institut für Spanende Fertigung (ISF) und der Lehrstuhl für Werk-
stoffprüftechnik (WPT) der Technischen Universität (TU) Dortmund in enger
Zusammenarbeit das Projekt „Prozessintegriertes Mess- und Regelungssystem
zur Ermittlung und sicheren Generierung von funktionsrelevanten Eigenschaften
in Oberflächenrandzonen beim BTA-Tiefbohren“ bearbeitet. Diese Arbeit stellt
einen Teil der generierten Ergebnisse und Erkenntnisse dar. Besonders in Bezug
auf die Methoden der Werkstoffprüfung wird auf die im Rahmen des Projekts

2



entstandenen gemeinsamen Veröffentlichungen sowie auf die Dissertation von
Simon Strodick M.Sc. (WPT) verwiesen. Für die Arbeiten zur Simulation und
Modellierung innerhalb dieses Projekts sei auf die Veröffentlichungen speziell
von apl. Prof. PD. Dr.-Ing. Dipl.-Inform. Andreas Zabel (ISF) und Dr. Xin-
da Huang (Shanghai Aircraft Manufacturing Co. Ltd – COMAC) verwiesen
[Hua+21; Zab+21a; Zab+21b].
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2. Stand der Technik

2.1. Tiefbohren - Grundlagen

Der Bohrprozess zeichnet sich durch eine kreisförmige Schnittbewegung aus.
Die Orientierung der Drehachse des Werkzeugs entspricht der Vorschubrichtung.
Des Weiteren sind die Mittellinie der erzeugten Innenfläche und die Drehachse
des Werkzeugs identisch. Bei rotierendem Werkstück ändert sich die Lage der
Drehachse während des Prozesses nicht. Das Deutsche Institut für Normung
e.V. (DIN) beschreibt das Bohren zusammen mit dem Senken und dem Reiben
in der Untergruppe 3.2.2 der DIN 8589-2. Die Bohrverfahren werden in dieser
Untergruppe in über 20 Kategorien genauer unterteilt [DIN03].
Eine für diese Arbeit nützlichere Unterteilung ist die Einteilung der Bohrver-
fahren in zwei Kategorien. Die erste Kategorie, das konventionelle Bohren mit
Wendelbohrern, ist die häufigste aller Bohrmethoden. Die zweite Kategorie von
Bohrverfahren ist das Tiefbohren. Tiefbohrprozesse werden in der Regel mit
hochspezialisierten Werkzeugen und, vor allem in der Vergangenheit, häufig auf
speziellen Maschinen durchgeführt. Tiefbohrprozesse und -Werkzeuge auf einem
Bearbeitungszentrum (BAZ) einzusetzen, gehört seit vielen Jahren zum Stand
der Technik [VDI15].
Eine generelle Abgrenzung der Tiefbohrverfahren von den konventionellen Bohr-
verfahren ist laut dem Verein Deutscher Ingenieure (VDI) nicht möglich. Jedoch
können charakteristische Eigenschaften für Tiefbohrverfahren benannt werden
[VDI13b]:

• hohe Bohrungsqualität (Rz = 16–5 µm) und Maßgenauigkeit (IT 7 bis
IT 10),

• große Produktivität,

• Bohrungsdurchmesser D𝐵 = 0,5…1.500 mm in Verbindung mit,

• einem Verhältnis von Bohrweg (l𝐵) zu Bohrungsdurchmesser (D𝐵) von
l𝐵
D𝐵

> 10,

• Abstützung und Führung des Werkzeugs in der erzeugten Bohrung durch
Führungselemente,
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2. Stand der Technik

• Führung des Werkzeugs beim Anbohrvorgang in speziellen Buchsen oder
Führungsbohrungen und

• keine Ausspanhübe erforderlich, durch stetige Spanabfuhr.

Im Allgemeinen wird ein Bohrverfahren als Tiefbohrverfahren bezeichnet, wenn
das Verhältnis von Länge zu Durchmesser (l𝐵/D𝐵) der Bohrung größer als zehn
ist, oder wenn Tiefbohrwerkzeuge und -Methoden verwendet werden. Einer der
grundlegendsten Unterschiede zwischen konventionellen und Tiefbohrwerkzeu-
gen ist der symmetrische bzw. asymmetrische Aufbau der Schneide(n) [Bie+18;
VDI13b].
Anwendungsbeispiele für Tiefbohrungen sind sicherheitsrelevante Bauteile in
der Luft- und Raumfahrtindustrie und hochbelastete Teile in der Petrochemie
[Bie+18]. Abbildung 2.1 zeigt, dass der Anwendungsbereich für Tiefbohrver-
fahren deutlich größer ist als der für konventionelle Bohrverfahren. Dennoch
wird das konventionelle Bohren insgesamt häufiger eingesetzt, vor allem wegen
seiner hohen Produktivität, der geringen Kosten und der relativen Einfachheit.
Wenn jedoch die Qualität der Bohrungen von entscheidender Bedeutung ist,
werden Tiefbohrverfahren und -Werkzeuge häufig unabhängig von Durchmesser
und Länge/Durchmesser-Verhältnis eingesetzt. In Tabelle 2.1 werden einige
der wichtigsten Merkmale von konventionellem Bohren und Tiefbohrverfahren
verglichen.
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2.1. Tiefbohren - Grundlagen

1500

 
L

ä
n

g
e

 
- 

zu
 
- 

D
u

rc
h

m
e

ss
e

r 
- 

V
e

rh
ä

lt
n

is
 

Durchmesser (mm)

200

6

60
 
l/D

 
- 

V
e

rh
ä

ltn
is

 

Doppelrohr
system 

(Ejektor-
 bohren)

Durchmesser

Einzelrohr-
system
(BTA)

Einzelrohr-
system 
(BTA)

150

50

6

100060060

Bereich der Tiefbohrmethoden
Bereich konventioneller
Bohrungen

Wendelbohren 

Einlippen
bohrer (ELB)

Asym., 
einschneidige 
Ausführung    

Symmerische
zweischneid.
Ausführung

Schneid-
kante

d/2

E
in

lip
p
e
n
b
o
h
re

r

d

W
e
n
d
e
lb

o
h
re

r
 

   

0

1000

Abbildung 2.1.: Einsatzbereiche der konventionellen- und Tiefbohrverfahren nach
[Bie+18]
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2. Stand der Technik

Tabelle 2.1.: Eigenschaften von konventionellen Bohrverfahren und Tiefbohrver-
fahren [Bie+18]

Konventionelle Verfahren Tiefbohrverfahren
Einsatz von Wendelbohrern Einsatz von Tiefbohrwerkzeugen
+ Einfach und preiswert − Kostenintensiv
+ Mech. Unterstützung bei der
Spanabfuhr

+ Keine mech. Unterstützung bei
der Spanabfuhr

Symmetrische Schneidengestalt Asymmetrische Schneidengestalt
+ Hohe Vorschübe − Niedrige Vorschübe
− Kräftegleichgewicht + Ungleichgewicht der Kräfte
− Geringere Oberflächenqualität + Höhere Oberflächenqualität
− Höherer Mittenverlauf + Geringerer Mittenverlauf
− Durchmesserabweichung + Geringere Durchmesserabw.
KSS-Versorgung (↓ ̇𝑉) KSS-Versorgung (↑ ̇𝑉)

+ Gleichmäßige Spanabfuhr
− Entspanungshübe ab bestimmten
l𝐵/D𝐵 nötig

+ Konstante Kühlung und Schmie-
rung

2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

Das BTA-Tiefbohren wird in der Regel für größere Bohrungsdurchmesser einge-
setzt, als das Einlippentiefbohren. Ab DB ≥ 40 mm kommt für tiefe Bohrungen
nahezu ausschließlich das BTA-Prinzip zum Einsatz [VDI13a; VDI14].
Zur Herstellung von langen BTA-Tiefbohrungen werden horizontale CNC-Sonder-
maschinen eingesetzt. Diese Maschinen verfügen über zusätzliche Vorrichtungen
zur Führung des Werkzeugs beim Anbohren, einem Apparat zur bedarfsgerechten
Versorgung mit Bohröl/KSS und Abdichtung des Systems nach außen, sowie
einer leistungsstarken Hydraulik- und Pumpeneinheit. Häufig verfügen BTA-
Tiefbohrmaschinen über eine Werkzeug- und eine Werkstückspindel. Dadurch
kann wahlweise mit rotierendem Werkstück, Werkzeug oder im Gegenlauf gebohrt
werden [Bie+18]. Eine BTA-Tiefbohrmaschine mit den genannten Vorrichtungen
und Anlagen ist in Abbildung 2.2 dargestellt.
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2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

Maschinenbett

Hochdruck 
KSS-Einheit

Werkstückspindel
Werkstück BOZA Werkzeugspindel

Lünette
Bedienpult Schwingungsdämpfer

Bohrstange

Steuerung

Abbildung 2.2.: Schematische Darstellung einer CNC-BTA-Tiefbohrmaschine
[Wag23]

Wie in Kapitel 2.1 beschrieben, zeichnen sich BTA-Tiefbohrwerkzeuge durch
eine asymmetrische Schneidenanordnung aus. Dieser asymmetrische Aufbau er-
fordert beim BTA-Tiefbohren ebenfalls den Einsatz von Führungselementen, den
so genannten Führungsleisten. Der Anbohrvorgang wird in der Regel mit Hilfe
einer Bohrbuchse durchgeführt [Pau+08; VDI13b].
Die Anzahl der Schneiden kann je nach Bohrungsdurchmesser variieren. Die
BTA-Werkzeuge für kleine Bohrungsdurchmesser D𝐵 ≤ 20 mm verfügen meistens
über eine eingelötete Schneide und zwei Führungselemente. Ab einem größeren
Bohrungsdurchmesser kommen mehrschneidige BTA-Werkzeuge zum Einsatz.
Mehrschneidige Werkzeuge verfügen in der Regel über geschraubte Schneiden und
Führungsleisten, sodass diese bei Bedarf ausgetauscht werden können [Pau+08;
Fuß86]. In Abbildung 2.3a ist der Aufbau eines zweischneidigen BTA-Bohrkopfs
dargestellt. Die Außenschneide wird in Abbildung 2.3b detailliert beschrieben.
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1. Erste Führungsleiste

2. Zweite Führungsleiste

3. Dritte Führungsleiste

4. Innenschneide

5. Außenschneide

6. Spanmaul
1

2

3

4 5

6

(a) Frontalansicht BTA-Kopf

Rundschlifffase
Spanbrecher

Nebenschneide
Hauptschneide

(b) Außenschneide am BTA-
Kopf

Abbildung 2.3.: Aufbau eines zweischneidigen BTA-Bohrkopfs nach [Abr17]

Das BTA-Tiefbohrwerkzeug kann in zwei Bereiche unterteilt werden. Zum
einen den Bohrkopf mit den Schneiden und Führungsleisten, zum anderen das
Bohrrohr (ugs. Bohrstange), vgl. Abbildung 2.2. Das Bohrrohr und der Bohrkopf
werden mit einem ein- oder viergängigen Gewinde zusammengefügt. Des Weiteren
stellt das Bohrrohr die Verbindung zur Antriebsspindel dar und ist für die Kraft-
übertragung zum Bohrkopf nötig. Dabei ist der Durchmesser des Bohrrohres stets
kleiner, als der des Bohrkopfes. Die erreichbaren Tiefen der Bohrungen hängen
unter anderem von der Länge des Bohrrohres ab. Bei sehr großen Bohrtiefen ist
es möglich, mehrere Bohrrohre zu verbinden, um die gewünschte Endbohrtiefe
zu erreichen [Abr17]. In der Regel besteht eine Bohrstange aus einem spitzenlos
geschliffenen Rohr aus Vergütungsstahl mit eng tolerierten Rundlaufeigenschaften
und Anschlussgewinden an den Enden. Im Gegensatz zum Einlippentiefbohren
wird der Kühlschmierstoff, meistens Bohröl, durch einen Ringspalt zwischen
Bohrrohr und Anbohrbuchse über den Bohrölzuführapparat (BOZA) gepumpt
und nicht durch einen Kühlmittelkanal im Inneren des Werkzeugs. Bei grö-
ßeren Bohrungsdurchmessern können durch den BOZA Volumenströme von

̇𝑉 = 50…600 L/min mit einem Druck von p = 4…10 bar gepumpt werden. Der
Kühlschmierstoff gelangt durch die erzeugte Bohrung zur Werkzeugspitze bzw.
Wirkzone, wie in Abbildung 2.4 dargestellt ist. Das Bohröl umströmt die
Führungsleisten und die Schneiden, kühlt und schmiert den Prozess und spült die
Späne durch das Innere des Bohrrohrs aus der Bohrung heraus. Die Späne haben
keinen Kontakt mit der Bohrungswand. Dadurch ist es möglich Bohrungsqualitä-
ten im Bereich von IT 10 bis IT 8 und eine praxisübliche Rautiefe Rz = 15…5 µm
zu erreichen [Bie+18; VDI13a].
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2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

Werkstück

Bohrkopf

BOZA (Bohrölzuführapparat) Öl-Späne-Gemisch

Bohrstange

KSS/ÖlzufuhrAnbohrbuchse Hinterenddichtung
   (Stopfbuchse)

Konische 
Werkstück-
aufnahme

Abbildung 2.4.: Prinzip der KSS-Versorgung und des Spanabtransports beim
BTA-Tiefbohren, in Anlehnung an [FB23]

Beim BTA-Tiefbohren werden zwei Hochdruckdichtungen im BOZA zur Ab-
dichtung gegenüber der Umgebung benötigt. Die erste Dichtung sitzt an der
Anbohrbuchse und dichtet das System werkstückseitig ab. Eine Möglichkeit
ist es eine Weichstoffdichtung (z.B. einen O-Ring) stirnseitig an der Anbohr-
buchse gegen das Werkstück zu pressen. Verfügt der BOZA über eine konische
Werkstückaufnahme kann über den passenden Konus am Werkstück das System
abgedichtet werden. Die zweite Dichtung dichtet das System in Richtung Werk-
zeugspindel ab. Dabei wird im hinteren Teil des BOZA eine Hinterenddichtung
auf das Bohrrohr gepresst, wodurch eine zusätzliche Lagerung und Führung
des Bohrrohrs entsteht [FB23]. Das Gemisch aus Kühlschmierstoff und Spänen
wird durch die Werkzeugspindel in den Späneförderer geleitet. Dort wird das
Öl-Späne-Gemisch grob getrennt, gefiltert und dann in den Tank zurückgeführt.
Beim Aufbohren einer Durchgangsbohrung können die Späne in Vorschubrich-
tung aus der Bohrung gespült werden. Die Späne werden in diesem Fall durch
die Werkstückspindel in den Späneförderer gespült [Bie+18].
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2. Stand der Technik

2.2.1. Prozesskräfte und -Dynamik beim BTA-Tiefbohren

Zusammen mit der Vorschub- oder Axialkraft (F𝐴) ist der Aufwand zur Bestim-
mung des Bohrmoments M𝐵 am geringsten, siehe Kapitel 5. Daher wird das
Bohrmoment in den meisten Untersuchungen zum BTA-Tiefbohren genutzt, um
den Prozess zu charakterisieren, den Einfluss verschiedener Prozessstellgrößen zu
analysieren oder unterschiedliche Werkzeugkonfigurationen gegenüberzustellen.
Wird das Bohrmoment über den Bohrweg (l𝐵) bei einer Durchgangsbohrung auf-
getragen, können sieben Phasen im BTA-Tiefbohrprozess unterschieden werden
[SW77; Web78]. Diese Phasen sind in Abbildung 2.5 dargestellt.
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Vorschubrichtung

Bohrkopfkontur

Spanbrecher

Abbildung 2.5.: Darstellung der sieben Phasen des BTA-Tiefbohrprozess anhand
des Bohrmoment nach [Gri93; Bie+18]
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2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

Die abgebildete Bohrmomentkurve wurde mit konstanter Schnittgeschwin-
digkeit (v𝑐), konstantem Vorschub (f) und dem angedeuteten Bohrkopfprofil
aufgenommen. Die Startphase des Bohrprozesses kann in drei verschiedene Pha-
sen unterteilt werden (B-D). Bevor der eigentliche Bohrprozess beginnt wird
das Werkzeug in der Bohrbuchse oder der Vorbohrung geführt (A). Hier tritt
ein Reibmoment (M𝑅) auf, das vernachlässigt werden kann, bzw. als Offset aus
dem Messschrieb herausgerechnet werden kann. Nach dem ersten Kontakt der
Schneide mit dem Werkstück/ Bohrungsgrund steigt das Bohrmoment mit dem
Bohrweg kontinuierlich an. Je nach Kontur/Auslegung des Bohrkopfs und der
Spanbrechergestalt kann das Bohrmoment für einen gewissen Bohrweg nahezu
konstant bleiben (B). In Bereich (C) sind alle Schneiden im Eingriff, während
der Bohrkopf noch in der Anbohrbuchse geführt wird. Dadurch wird in diesem
Bereich (C) das gesamte Zerspanmoment (M𝐶) gemessen. Je nach Aufmaß der
Bohrbuchse und der Materialeigenschaften entsteht ein Zerspanmoment zwischen
der Buchse und dem Werkzeug. In der Regel entsteht dieses Moment an den
Führungsleisten. Die Länge dieser Phase entspricht dem Rückstand der Füh-
rungsleisten gegenüber der Außenschneide (siehe Abbildung 2.13 (l1-l2). In
Phase (D) beginnt der Kontakt der Führungsleisten mit der Bohrungswand.
Der gefertigte Bohrungsdurchmesser in Phase (C) ist ungefähr um den dop-
pelten Wert des Übermaßes der Anbohrbuchse kleiner, als der Durchmesser
des Bohrkopfs. Somit beginnt der Eingriff der Führungsleisten und damit eine
Aufweitung der Bohrung, auf den Durchmesser des Bohrkopfs. Das Material in
der Bohrungswand wird plastisch verformt und zum Fließen gebracht. An der
Stirnseite des Werkstücks, bzw. dem Anfang der Bohrung, herrscht entgegen
der Bohrrichtung ein geringerer (Material-)Widerstand. Das Material fließt in
Richtung des geringeren Widerstands, wodurch sich die Bohrung trichterför-
mig aufweitet. Es entsteht der sogenannte Anbohrtrichter (eng.: Bellmouthing).
Während dieses Vorgangs steigt das Bohrmoment vorübergehend, bis in Phase
(E) ein nahezu konstantes Bohrmoment erreicht wird. In dieser Phase ist das
Verhältnis von Zerspanmoment zu Reibmoment M𝐶/M𝑅 nahezu unabhängig vom
Bohrungsdurchmesser [Bie+18; SW77; K S+81].
In der oben beschriebenen Anbohrphase (A-D) wirken hohe Belastungen am
Bohrkopf. Insbesondere die ohne Freiwinkel geschliffene Nebenschneide der Außen-
schneide, der sog. Rundschlifffase (vgl. Abbildung 2.3b), als auch die stirnseitige
Fase der Führungsleiste werden stark belastet. Dementsprechend hat die An-
bohrphase einen signifikanten Einfluss auf die Standzeit des Werkzeugs und die
Bohrungsgüte z.B. Mittenverlauf und Maßfehler [Bie+18; FB23].
Am Ende der Bohrung, der Ausbohrphase (F), sinkt das Bohrmoment, da
nicht mehr die gesamte Schneide im Eingriff ist. Die Richtung der resultieren-
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den Zerspankraft ändert sich, daher wird bei einigen Bohrköpfen eine dritte
Führungsleiste eingesetzt. Je nach Auslegung des Bohrkopfs entsteht ein sog.
„Ausbohrteller“, nicht zerspantes Material welches aus der Bohrung gedrückt wird.
Nach dem Durchbohrvorgang (G) gibt es verschiedene Auslaufstrategien, um
eine Beschädigung des Werkzeugs durch das Eigengewicht der freien Bohrstange
und des Bohrkopfes zu vermeiden [Bie+18].

Kraftkomponenten am BTA-Bohrkopf

Durch den asymmetrischen Aufbau des Bohrkopfs kommt es zu einer ungleichmä-
ßigen Kraftverteilung der Zerspankräfte an den Schneiden. Um ein Verlaufen der
Bohrung zu verhindern, werden Führungsleisten eingesetzt, die den Bohrkopf in
der Bohrung abstützen und führen. Durch das Abstützen entstehen zwischen den
Führungsleisten und der Bohrungswand Reibungskräfte. Werden die auftretenden
Kräfte durch das Bohröl und die dynamischen Drehkräfte betrachtet, entsteht ein
komplexes Kräftesystem. Griffiths konnte dieses komplexe Kräftesystem um die
Hauptachsen am BTA-Bohrkopf mit 26 Hauptkomponenten beschreiben. Diese
Hauptkomponenten werden in vier Hauptgruppen eingeteilt [Gri93; GG93]:

• Kräfte aus dem KKS-Strom F𝐾𝑆𝑆,

• Schnittkräfte F𝑐, F𝑓 und F𝑝,

• Verformungskräfte / Glättungskräfte B𝐴, B𝑅 und

• Reibungskräfte F𝑅, F𝐴

Abbildung 2.6 beschreibt ein vereinfachtes momentanes Kräfteverhältnis an
den Schneiden und Führungsleisten eines mehrschneidigen BTA-Bohrkopfs. Des
Weiteren sind die Kräfte, die aus dem KSS-Strom resultieren, angetragen.
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Kräfte an den Führungsleisten Kräfte an den Schneiden
F𝑁 : Normalkraft F𝑐 : Schnittkraft
F𝐴 : Axialkraft F𝑝 : Passivkraft
F𝑅 : Reibkraft F𝑓 : Vorschubkraft

F𝑅𝑒𝑠 : resultierende Zerspankraft

Ff 
(Ff,Res)

Fp

FC

FRes
FKSS,A

BR,i ,FR,i

FN,i

BA,i ,FA,i
FKSS,R

FC

Fp

Ff
H

H0

Abbildung 2.6.: Momentaufnahme auftretender Kräfte an einem BTA-Bohrkopf
in Anlehnung an Fuß [Fuß86; RB01; Abr17]

Abbildung 2.6 zeigt, dass sich aus den einzelnen Schnittkräften eine resultieren-
de Zerspankraft (F𝑅𝑒𝑠) bilden lässt. Die Richtung der resultierenden Zerspankraft
ergibt sich unter anderem durch den Aufbau des Bohrkopfes und die Gestalt der
Schneiden. Durch die Orientierung des resultierenden Kraftvektors unterscheiden
sich die Belastungen an den einzelnen Führungsleisten. In der Regel wird die
Führungsleiste 1, (vgl. Abbildung 2.3), am stärksten belastet und verschleißt
dadurch schneller als die zweite Führungsleiste [Fuß86]. Abrahams konnte in
Analogieversuchen zeigen, dass sich je nach Bohrkopfgestalt und dynamischen
Verhalten der Kräfte an den Schneiden die Orientierung der resultierenden
Schnittkraft ändern kann [Abr17]. Die Kraftkomponenten am Bohrkopf können
in zwei Gleichgewichtsgleichungen zusammengefasst werden [COS85].
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Kräftegleichgewicht in Vorschubrichtung:

𝐹𝐴,𝑅𝑒𝑠 = 𝐹𝐾𝑆𝑆,𝑎 + 𝐹𝑓,𝑅𝑒𝑠 +
3

∑
𝑖=1

(𝐵𝐴,𝑖 + 𝐹𝐴,𝑖) (2.1)

Das Momentengleichgewicht:

M𝐵 = 𝐹𝐾𝑆𝑆,𝑅 × 𝐻0 + 𝐹𝑐,𝑅𝑒𝑠 × 𝐻 + 𝐷
2

×
3

∑
𝑖=1

(𝐵𝑅,𝑖 + 𝐹𝑅,𝑖) (2.2)

Durch Experimente mit verschiedenen Stellgrößen haben Chandrashekar et al.
aus eigenen Messungen Formeln für die resultierende Kraft in Vorschubrichtung
und das Moment (M) empirisch ermittelt. Das Verhalten der Kraft und des
Moments kann sehr ähnlich dargestellt werden [COS85]:

𝐹𝐴,𝑅𝑒𝑠 = 𝐶1 × 𝑓𝑎 × D𝑏 (2.3)

M = 𝐶2 × 𝑓𝑐 × D𝑒 (2.4)

𝐶1, 𝐶2, 𝑎, 𝑏, 𝑐 & 𝑒 sind experimentell bestimmte Koeffizienten die von den Zerspa-
nungsbedingungen wie Werkstoff und Bohrkopfgestalt abhängig sind. Auffällig
ist, dass neben dem Durchmesser (D) des Bohrkopfes und dem Vorschub (f) die
Schnittgeschwindigkeit (v𝑐) keinen Einfluss auf die Kraft bzw. das Moment hat
[RB01].
Während die Erfassung der Kraft in Vorschubrichtung und das Moment im
BTA-Prozess sicher mit Dehnungsmessstreifen (DMS) möglich ist, stellt das
Erfassen von mechanischen Belastungen an Führungsleisten und/oder Schneiden
hohe Anforderungen an die verwendete Messtechnik. Im (Tief-)Bohrprozesses
sind die Wirkzonen, in denen die Prozesskräfte wirken, nicht direkt zugänglich.
Aus diesem Grund müssen Sensoren entweder im Bohrkopf integriert oder Analo-
gieversuche zur Herleitung einzelner Werte durchgeführt werden [Fuß86; Bru01].
Tabelle 2.2 zeigt eine Übersicht diverser Forschungsarbeiten die sich mit der
Erfassung und Ermittlung der Normalkraft (F𝑁) und dem Reibungskoeffizient (𝜇)
an der Führungsleiste befasst haben.
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2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

Tabelle 2.2.: Übersicht einiger Untersuchungen zur Ermittlung der mechanischen
Belastungen beim BTA-Tiefbohren

Autor Rand-
bedingungen

Messmethode Ergebnisse
F𝑁in kN; 𝜇 -

Greuner
[Gre70]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 35 mm
v𝑐 = 108 m/min
f = 0,15 mm

Berechnung aus
Zerspankraftkom-
ponenten beim
Anbohren

F𝑁1 = 3,9–4,6
F𝑁2 = 3,4–4,8
𝜇 = 0,21–0,29

Griffiths
[Gri75]

Werkstoff: C45
D𝐵 = 22 mm
v𝑐 = 97 m/min
f = 0,05 - 0,18 mm

Berechnet aus
Zerspankraftkom-
ponenten während
des stationären
Bohrens

F𝑁1 = 1,6–6,4
F𝑁2 = 0,9–4,5
𝜇 = 0,21–0,28

Stockert
[SW77]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 50 mm
v𝑐 = 97 m/min
f = 0,14 mm

DMS an den
Führungsleisten
beim Anbohren

F𝑁1 = 8,0
F𝑁2 = 3,8

Fuß
[Fuß86]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 90 m/min
f = 0,07–0,15 mm

Messkopf mit
integrierten
piezoelektrischen
Kraftaufnehmern

F𝑁1 = 6,0–11,0
F𝑁2 = 1,8–2,9

Hagemeyer
[Hag93]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 90 m/min
f = 0,07–0,6 mm

Vorgehensweise
wie bei Fuß beim
Aufbohren

F𝑁1 = 0,45–2,4
F𝑁2 = 0,5–2,5

Bruchhaus
[Bru01]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 100 mm
v𝑐 = 100 m/min
f = 0,03–0,1 mm

Kapazitive
Kraftsensoren und
den
Führungsleisten
beim Kernbohren

F𝑁1 = 0,5–1,5
F𝑁2 = 0,9–2,5

Biermann
Kersting
Kessler
[BKK09]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 90 m/min
f =0,12 mm

Berechnung auf
der Grundlage
von Ringspanver-
suchen

F𝑁1 = 1,2
F𝑁2 = 0,7
𝜇 = 0,16
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Kessler
[Kes11]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 26 mm
v𝑐 = 90 m/min
f =0,13 mm

Einsatz
piezoelektrischer
Kraftmessfolien
unter den
Führungsleisten

𝜎𝑁1 = 1.678 MPa
𝜎𝑁2 = 529 MPa

Abrahams
[Abr17]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 100 m/min
f = 0,12 mm

Ermittlung der
Reibwerte auf
einem
Versuchsstand
und Ermittlung
der Orientierung
der resultierenden
Kraft mit
piezoelektrischen

F𝑁1 = 3,6–8,1
F𝑁2 = 2,4–2,7
𝜇 = 0,1

Werkstoff:
X5CrNi18-10
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 100 m/min
f = 0,12 mm

Kraftmessplattfor-
men.
Anschließende
Berechnung über
die Gleichgewichte

F𝑁1 = 2,9–12,2
F𝑁2 = 2,7–9,3
𝜇 = 0,4

In allen Untersuchungen und Überlegungen ist die erste Führungsleiste stets
höher belastet als die zweite Führungsleiste (F𝑁1 > F𝑁2). Unter der Voraus-
setzung, dass Schneide, erste und zweite Führungsleiste um jeweils 90∘ versetzt
sitzen, können die Normalkräfte an den ersten beiden Führungsleisten in Abhän-
gigkeit des Reibungskoeffizient (𝜇), der Schnittkraft (F𝑐) und der Passivkraft (F𝑝)
dargestellt werden [Hag93]:

F𝑁1 = 1
1 + 𝜇2 × (F𝑐 + 𝜇 × F𝑝) (2.5)

F𝑁2 = 1
1 + 𝜇2 × (F𝑝 + 𝜇 × F𝑐) (2.6)

Laut Hagemeyer lassen sich hieraus drei Aussagen ableiten [Hag93]:

1. Je höher der Reibungskoeffizient, desto höher die Belastung der ersten
Führungsleiste.

2. Der Einfluss des Reibungskoeffizienten wächst mit zunehmenden Verhältnis
von Schnittkraft (F𝑐) und Passivkraft (F𝑝) F𝑐

F𝑝
.
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2.2. Boring and Trepanning Association (BTA)-Tiefbohren

3. Die zweite Führungsleiste wird erst dann stärker als die erste Führungsleiste
belastet, wenn ein Mindestverhältnis von F𝑐

F𝑝
unterschritten wird.

2.2.2. Prozessdynamik beim BTA-Tiefbohren

Um die die beim Tiefbohren angestrebten Verhältnisse von Bohrungslänge zu
Bohrungsdurchmesser (l𝐵/D𝐵) zu erreichen, müssen schlanke Werkzeugsysteme
eingesetzt werden. Diese Systeme, bestehend aus Bohrkopf und Bohrstange,
weisen relativ geringe dynamische Torsions- und Biegesteifigkeiten auf. Durch
die geringen Steifigkeiten können beim BTA-Tiefbohren dynamische Prozessstö-
rungen auftreten, die die Prozesssicherheit und die Prozessstabilität gefährden
können. Mögliche Folgen dieser Instabilität können erhöhter Werkzeugverschleiß,
starke Schallemission und unbrauchbare Werkstücke sein [Web07; Bie+18]. Dyna-
mische Prozessstörungen treten in der Regel als Schwingung auf. Schwingungen
an spanenden Werkzeugmaschinen können in zwei Kategorien eingeteilt werden;
in eine selbsterregte oder eine fremderregte Schwingung. In Tabelle 2.3 sind
mögliche Ursachen für beiden Schwingungsformen aufgelistet [WT77].

Tabelle 2.3.: Mögliche Ursachen für fremd- und selbsterregte Schwingungen
[WT77]

Selbsterregung Fremderregung
- Schwankung der

Schnittkräfte
- Eingeleitete Störkräfte aus dem

Fundament
- Fallende Bohrmoment-

Schnittgeschwindigkeitskennlinie
- Unwuchten oder Lagerfehler

- Aufbauschneidenbildung - Wechselnde Schnittkräfte
- Lagekopplung - Unterbrochener Schnitt
- Regenerativeffekt

Regenerativeffekt, Lagekopplung und wechselnde Schnittkräfte sind von dem
dynamischen Steifigkeitsverhältnis von Werkzeug und Werkstück abhängig. Diese
Phänomene sind für die dynamische Beurteilung eines Systems am wichtigsten.
Die übrigen Schwingungsursachen können in der Regel auf Maschinenelemente
oder Umgebungseinflüsse zurück geführt werden [WT77; AW04].
Laut Kersting kann bei einem Bohrprozess generell zwischen vier Schwingungs-
zuständen unterschieden werden. Diese vier Zustände sind in Abbildung 2.7
dargestellt.

19



2. Stand der Technik

Unbelasteter Zustand

Longitudinalschwingung

Torsionsschwingung

Biegeschwingung

BTA-Kopf WKZ-Spindel

Abbildung 2.7.: Darstellung der vier Schwingungszustände [Ker09]

Die Longitudinalschwingung zeichnet sich durch eine hohe Frequenz bei geringer
Amplitude aus. Die Ausbreitungsrichtung ist identisch mit der Schwingungs-
richtung. Im Gegensatz zur Biegeschwingung und Torsionsschwingung kann die
Longitudinalschwingung vernachlässigt werden, da sie kaum Einfluss auf den
Tiefbohrprozess hat [Ker09].
Biegeschwingungen können einen großen Einfluss auf den Tiefbohrprozess haben.
Laut Webber sind Biegeschwingungen eine der Ursachen für das Drallbohren. Die
Torsionsschwingungen werden durch den Effekt der Lagekopplung hervorgerufen,
wodurch der Rattereffekt entsteht [Web07].

Drallbohren

Beim Drallbohren ändert sich der ursprünglich runde Bohrungsquerschnitt zu
einem Querschnitt mit drei, fünf oder sieben gleichförmigen Ausbuchtungen, die
sich wendelförmig entlang der Bohrungsachse fortsetzen [Web07; Bie+18]. Der
„Drall“ hat direkten Einfluss auf die Form- und Maßabweichung der Bohrung.
Häufig führt eine Drallbohrung zum Ausschuss des Werkstücks [SW77; Web78].
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Stockert konnte mit seinen Untersuchungen nachweisen, dass Drallbohren ent-
weder am Start der Bohrung, reproduzierbar in verschiedenen Bohrtiefen oder
zufällig auftreten kann [Sto78]. Untersuchungen von Gessesse und Lantinovic
haben später gezeigt, dass bei einer Übereinstimmung der Drallfrequenz mit
der Biegeeigenfrequenz ein wiederholbarer Drall auftritt. In Experimenten bei
denen Werkzeuge mit Konzentrizitätsfehlern eingesetzt wurden, neigten diese,
unabhängig von ihren Eigenfrequenzen, zu Drallbohren [GLO94].
Dem Drallbohren kann entgegenwirkt werden, indem Werkzeuge ohne Konzentri-
zitätsfehler eingesetzt werden. Des Weiteren kann starker oder ungleichmäßiger
Verschleiß der Führungsleisten ebenfalls zum Drall führen. Prozessdynamisch
tritt Drall auf, wenn die Spindeldrehzahl einem ungeraden Vielfachen der Bie-
geeigenfrequenz des Tiefbohrwerkzeugs entspricht. Als Gegenmaßnahme sollte
die Drehzahl verändert werden oder ein System mit anderer Eigenschwingung
genutzt werden [Web07; GLO94].

Rattern

Rattern wird durch selbsterregte Schwingungen des Maschinensystems ausgelöst.
Bei nahezu jeder spanenden Bearbeitung mit geometrisch bestimmter Schneide
kann Rattern auftreten [AW04]. Wie in Kapitel 2.2.2 erwähnt, sind Regenerativ-
effekt, Lagekopplung oder wechselnde bzw. fallende Schnittkraft/Schnittgeschwin-
digkeitskennlinien verantwortlich für Ratterschwingungen beim BTA-Tiefbohren
[WT77; Web07].
In Abbildung 2.8 sind die Entstehungsursachen der selbsterregten Schwingun-
gen schematisch dargestellt. Der Regenerativeffekt kann immer auftreten, wenn
der Überdeckungsgrad größer als null ist. Der Überdeckungsgrad gibt an, ob es
eine Überdeckung zwischen einem Schnitt und dem darauffolgenden gibt. Bei
der Zerspanung entsteht durch das Grundrauschen der Zerspankraft eine wellige
Oberfläche. Die Welligkeit ist abhängig von der Resonanzfrequenz des gesamten
Systems. Im Falle eines einschneidigen BTA-Bohrkopfs wird nach einer Umdre-
hung der wellige Bereich ein weiteres Mal bearbeitet. Je nach Lage der Schneide
zum Wellenprofil der Oberfläche kann das System weiter angeregt oder gedämpft
werden. Die aus dem Wellenprofil resultierende Schwankung der Spanungsdicke
ist für die Dämpfung oder Anregung verantwortlich (Abbildung 2.8 (a)) [Web07].
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Abbildung 2.8.: Ursachen selbsterregter Schwingungen [Bol91]

Gibt es keine Überdeckung der Schnitte, so kann eine selbsterregte Schwin-
gung durch den Effekt der Lagekopplung entstehen. Das Werkzeug muss dabei
mindestens zwei Freiheitsgrade besitzen in denen es sich relativ zum Werkstück
bewegen kann. Des Weiteren müssen Schwingungen in diesen beiden Freiheits-
graden existieren. Die Schwingungen müssen die gleiche Frequenz besitzen und
phasenverschoben zueinander sein. Tritt dieser Fall ein, so bewegt sich die Schnei-
de auf einer elliptischen Bahn, (Abbildung 2.8 (b)) [Web07].
Die fallende Schnittkraft/Schnittgeschwindigkeitskennlinie, bzw. für das BTA-
Tiefbohren die Bohrmomentkennlinie, hat nur bei geringen Schnittgeschwindig-
keiten eine Bedeutung. Bei den heutigen Schnittparametern spielt dieser Effekt
eine untergeordnete Rolle [Web07].
Streicher hat bei Versuchen mit Einlippenbohrern festgestellt, dass beim Rattern
in der Regel die erste Torsionseigenfrequenz des Systems angeregt wird. Bei
längeren Werkzeugen konnte sich auch die zweite Torsionseigenfrequenz einstellen.
Aus dem hohen Torsionsanteil am dynamischen Bohrmoment wird gefolgert,
dass die Schneide periodisch aus dem Eingriff gerät [Str75]. Thai hat in seiner
Arbeit das Prinzip der Lagekopplung in Verbindung mit den phasenverschobenen
Torsions- und Längsschwingungen als Hauptursache für selbsterregte Torsions-
schwingungen (Rattern) herausgestellt. Eine Stabilisierung des Prozesses soll
nach Thai über die Reduzierung des Vorschubs möglich sein. Das von Streicher
angenommene „Aus dem Eingriff geraten“ der Schneide kann von Thai, bei
starken Torsionsschwingungen, nachgewiesen werden [Tha83; Web07].
Eine Anregung der Torsionsschwingung durch Reibmomente, die an den Füh-
rungsleisten angreifen, konnte von Bergmann nachgewiesen werden. Bei der
Betrachtung der Reibung mit Hilfe eines physikalischen Modells konnten Sprün-
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ge im Reibmoment von bis zu 40 % festgestellt werden. Diese Sprünge sind auf ein
„Nicken“ des Bohrkopfes in Verbindung mit einem „Stick-Slip-Effekt“ ähnlichen
Vorgang ohne Stillstand zurückzuführen [Ber87].
Ratterschwingungen haben keinen direkten messbaren negativen Einfluss auf die
Oberflächenqualität oder den Bohrungsdurchmesser. Jedoch entstehen charak-
teristische sog. „Rattermarken“ am Bohrungsgrund und an der Bohrungswand
des Werkstücks. Der Werkzeugverschleiß wird durch Rattern deutlich verstärkt,
wodurch die Bohrungsgüte negativ beeinflusst wird. Des Weiteren kommt es
beim Rattern zu einer starken Lärmbelästigung [Tha83; Bol91; Web07].
Webber konnte zeigen, dass die auftretenden Torsionsschwingungen vielfache
der Eigenschwingungen des BTA-Systems sind. Des Weiteren konnte er zeigen,
dass sich das dynamische Verhalten, bzw. die ermittelte Torsionseigenfrequenz,
mit zunehmender Bohrtiefe ändern kann, wie in Abbildung 2.9 dargestellt ist
[Web07].
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Abbildung 2.9.: Ausbildung unterschiedlicher Torsionsschwingung beim BTA-
Tiefbohren in Abhängigkeit der Bohrtiefe, nach [Web07]
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Nach Webber können die Eigenfrequenzen mithilfe eines kontinuierlichen Torsi-
onsschwingungsmodells eines Torsionsstabs berechnet werden. Die Eigenfrequen-
zen des Bohrrohres sind abhängig von den Werkstoffeigenschaften, der Geometrie
des Bohrrohrs sowie der Auskraglänge des Bohrrohrs aus der Werkzeugspin-
del. Die Eigenkreisfrequenzen eines einseitig eingespannten Torsionsstabs mit
konstantem Querschnitt und homogener Massenverteilung lassen sich mit Glei-
chung 2.7 bestimmen. Die Gleichung lässt sich analog zur eindimensionalen
Wellengleichung, siehe Anhang A.1, lösen [Web07]

𝑓0,r × 2𝜋 = 𝜔0,𝑟 = 2𝜋𝑟 − 𝜋
2𝑙

√𝐺𝐼t
𝜌𝐼p

; 𝑚𝑖𝑡 𝐼p = 𝐼t (2.7)

Hierbei ist G das Schubmodul, 𝜌 die Dichte, I𝑡 das Torsionsträgheitsmoment und
I𝑝 das polare Flächenträgheitsmoment. Die beiden Trägheitsmomente können,
aufgrund des kreisförmigen Querschnitts des Rohrs, gleichgesetzt werden.

Neuere Studien beschäftigen sich mit dem Einsatz von Bohrrohren aus einer
Kombination von Carbon-faserverstärkter Kunststoff (CFK) und Glasfaserver-
stärkter Kunststoff (GFK), aufgrund der charakteristischen auftretenden Pro-
zessschwingungen. So konnte Abrahams die guten Dämpfungseigenschaften eines
Bohrrohrs aus zwei CFK- und einer GFK-Lage beim Vollbohren von X5CrNi18-
10 nachweisen, erst ab einem Vorschub von f > 0,3 mm konnten Schwingungen
detektiert werden [Abr17].
Michel et al. konnten die Ergebnisse zu den Dämpfungseigenschaften von Abra-
hams bestätigen. Des Weiteren konnte ein geringerer Schalldruck und eine vor-
teilhaftere Spanbildung beim Einsatz eines CFK-GFK-Bohrrohrs nachgewiesen
werden [Mic+22].

2.2.3. Temperaturen beim BTA-Tiefbohren

Dem BTA-Prozess wird mechanisch Energie über die Spindeln und hydraulische
Energie über den Bohrölkreislauf zugeführt. Die Spindelleistung wird in Zerspa-
nungsleistung an den Schneiden und Umformung der Bohrungsoberfläche an den
Führungsleisten umgesetzt. Des Weiteren wird ein Anteil in Reibung an den
Wirkelementen umgesetzt und als Leistungsverlust gewertet. Der Reibungsanteil
an den Führungsleisten ist deutlich höher, als an den Schneiden [Web78]. Die
hydraulische Leistung stellt einen signifikanten Anteil der Gesamtleistung dar,
wie in Abbildung 2.10 gezeigt ist.
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Abbildung 2.10.: Aufteilung der zugeführten Leistung im BTA Tiefbohrprozess
[Bru01]

Der Reibungsanteil wird an der Nebenschneide und Rundschlifffase der Außen-
schneide und den Führungsleisten in Wärme umgewandelt. Die hier entstehende
Reibleistung (P𝑅) kann mit folgender Gleichung vereinfacht beschrieben wer-
den, wenn folgende Randbedingungen angenommen werden. Die Passiv- und
Normalkräfte wirken orthogonal auf die Bohrungswand, der Reibungskoeffizient
ist gleich zwischen Bohrungswand/Führungsleiste und Bohrungswand/Außen-
schneide (Rundschlifffase)[Hag93].

P𝑅 = 𝜇 × (F𝑁1 + F𝑁2 + F𝑝) × v𝑐 (2.8)
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Unter der Annahme, dass diese Leistung vollständig in Wärme umgewandelt
wird, kann nach Archard ein Zusammenhang zur Temperaturerhöhung in der
Kontaktzone aufgestellt werden. Durch die Potenzen kann ein allgemein höherer
Einfluss der Gleitgeschwindigkeit (v𝑔) auf die Temperaturerhöhung angenommen
werden [Arc59].

𝛥T ∼ (𝐹𝑁,𝑃)𝑛 × v𝑔
𝑚 ; 0 < 𝑛 ≤ 𝑚 ≤ 1 (2.9)

In Abbildung 2.11 wird der Wärmefluss im BTA-Prozess schematisch dar-
gestellt. Hierbei wird zwischen zwei verschiedenen Kontaktzonen unterschieden.
In Bezug auf die Bohrungswand können beide Kontaktzonen durch umlaufende
Wärmequellen beschrieben werden. Von der Außenschneide bzw. Führungsleiste
aus betrachtet sind diese Wärmequellen stationär. Führungsleiste und Bohrungs-
wand bilden die erste Kontaktzone. Hier entstehen Wärmeströme aus der Reib-
und Umformarbeit. Da die Führungsleisten zu einem großen Teil vom Werkzeug
eingefasst sind, fließt nur ein geringer Wärmestrom (𝑄̇F) von der Führungsleiste
direkt in das Bohröl. Ein größerer Teil fließt über den Werkzeuggrundkörper
oder über das Werkstück in das Bohröl. Ein weiterer Teil wird über das Werk-
stück an die Umgebung abgegeben. In der Kontaktzone zwischen Außenschneide
und Bohrungswand entsteht Wärme durch Reib- und Umformprozesse an der
Rundschlifffase sowie durch den Zerspanprozess. Da die Außenschneide deut-
lich besser umspült wird als die Führungsleiste, sind die Wärmeströme durch
Werkzeug, Werkstück und an die Umgebung geringer, als an der Führungs-
leiste. Durch die Zerspanung ergibt sich ein weiterer Wärmestrom (𝑄̇SP), der
zum größten Teil in den Span fließt und von dort in das Bohröl. Zusätzlich
entstehen kleinere Wärmeströme die, wie die Wärmeströme aus Reibung und
Umformung, über das Werkzeug und das Werkstück in das Bohröl fließen [Hag93].
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𝑃Z,R,U: Zerspan-, Reib- und Umformleistung
𝑄̇AS: Wärmestrom durch die Außenschneide
𝑄̇T: Wärmestrom in das Tiefbohröl
𝑄̇F: Wärmestrom durch die Führungsleiste

𝑄̇Umg: Wärmestrom in die Umgebung
𝑄̇WST: Wärmestrom durch das Werkstück

𝑄̇WZ: Wärmestrom durch den Werkzeuggrundkörper
𝑄̇SP: Wärmestrom durch den Span

Abbildung 2.11.: Wärmeflussmodell der Außenschneiden- und Führungsleisten-
kontaktzone nach [Hag93]

Die Wärmeströme durch die Wirkelemente und durch das Werkstück können
die Standzeit der Werkzeuge, die Oberfläche und den Randschichtzustand der
Bauteile beeinflussen. Aus diesem Grund ist die Ermittlung der Temperatur
nahe der Wirkzone, oder direkt in der Wirkzone, sowohl werkzeugseitig, als
auch werkstückseitig, Gegenstand zahlreicher Untersuchungen in der spanen-
den Produktionstechnik. Für die Durchführung dieser Untersuchungen werden
spezielle Messmethoden und Sensoren sowohl in den Werkzeugen, als auch im
Werkstück integriert [Lia+21; Ble+23]. Die Herausforderungen bei der Erfassung
der thermischen Belastung im BTA-Tiefbohrprozess sind sehr ähnlich wie bei
der Erfassung der mechanischen Belastung. Aufgrund der unzugänglichen Kon-
taktzone müssen Sensoren entweder im Bohrkopf oder tief in der Bohrprobe, in
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der Nähe der Bohrungswand, eingebracht werden [Bie+18; Ble+23]. Tabelle 2.4
fasst die Untersuchungen zur thermischen Belastung in Tiefbohrprozessen zusam-
men. Hier werden alle Tiefbohrprozesse berücksichtigt, da die werkstückseitigen
Messmethoden prinzipiell bohrmethodenübergreifend einsetzbar sind.

Tabelle 2.4.: Übersicht einiger Untersuchungen zur Ermittlung der thermischen
Belastungen in Bohrprozessen

Autor Rand-
bedingungen

Messmethode Ergebnisse

Weber
BTA
[Web78]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 50 mm
v𝑐 = 150 m/min
f = 0,14 mm

Thermoelemente
1 mm unter der
Leistenoberfläche

𝜗𝐹𝐿11 = 600∘C
𝜗𝐹𝐿22 = 400∘C

Fuß
BTA
[Fuß86]

Werkstoff: C60
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 150 m/min
f = 0,12 mm

Wie Weber mit
Kalibrierung auf
Oberflächentempe-
ratur

𝜗𝐹𝐿11 =800∘C
𝜗𝐹𝐿22 = 500∘C

Wittkopp
ELB
[Wit07]

Werkstoff: 1.4462
D𝐵 = 15 mm
v𝑐 = 60 m/min
f = 0,03 mm

Thermoelemente
0,2 mm unter der
Leistenoberfläche

𝜗𝐹𝐿11 =180∘C

Iovkov
WTB
[IB16]

Werkstoff:
EN AC-46000
D𝐵 = 10 mm
v𝑐 = 175 m/min
f = 0,3 mm

Thermografieka-
mera auf
Außenfläche der
Probe 1 mm
Abstand von der
Bohrungswand

𝜗𝑀𝑀𝑆 ≈ 100∘C
𝜗𝐾𝑆𝑆 ≈ 35∘C

Abrahams
BTA
[Abr17]

Werkstoff: 1.4301
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = 80 m/min
f = 0,2 mm

Thermografieka-
mera auf
Außenfläche der
Probe D = 70 mm

𝜗 ≈ 30–90∘C
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Wegert et al.
ELB
[Weg+20a;
Weg+21]

Werkstoff:
42CrMo4+QT
D𝐵 = 18 mm
v𝑐 = 80 m/min
f = 0,07 mm

Thermoelemente
radial in der
Probe in
a = 0,2 mm
Abstand von der
Bohrungswand;
Thermoelemente
unter AS und FL

𝜗 = 60∘C
𝜗𝐴𝑆 = 55∘C
𝜗𝐹𝐿1 = 85∘C

Bücker
WTB
[BB21]

Werkstoff:
Inconel718
D𝐵 = 14 mm
v𝑐 = 45 m/min
f = 0,14 mm

Quotientenpyro-
meter mit
Lichtwellenleiter,
der mit zerspant
wird, längs in der
Probe

𝜗𝐴𝑆 = 651∘C

Michel et al.
BTA
[Mic+22]

Werkstoff:
42CrMo4+QT
D𝐵 = 60 mm
v𝑐 = var
f = var

Thermoelement
am Übergang von
Bohrrohr zu
Bohrkopf

𝜗𝑊𝐾𝑍 = 𝜗𝑂𝑒𝑙

Nickel
ELB
[Nic23]

Werkstoff:
42CrMo4+QT
D𝐵 = 5 mm
v𝑐 = 65 m/min
f = 0,1 mm

Quotientenpyro-
meter mit
Lichtwellenleiter,
der mit zerspant
wird, radial in der
Probe; zusätzliche
Thermoelemente
in 0,1 mm
Abstand von der
Bohrungswand

𝜗 = 107∘C
𝜗𝐴𝑆 = 776∘C

Die Tabelle zeigt, dass verschiedene Ansätze zur Erfassung der Temperatur
in der Wirkzone und im Werkstück in früheren Untersuchungen verfolgt wur-
den. Dabei wurden verschiedene Messmethoden und Messprinzipien erfolgreich
eingesetzt.
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2.3. Oberfläche - Randzone - Surface Integrity (SI)

Der Begriff Oberfläche oder Oberflächentechnik hat in verschiedenen Disziplinen
unterschiedliche Bedeutungen. In der Vergangenheit haben Ingenieure, Wissen-
schaftler oder Technologen Oberflächen aus individuellen Blickwinkeln betrachtet,
die bestimmte Interessen in den Vordergrund stellen. Der Begriff Oberfläche
kann daher nicht aus dem Blickwinkel einer einzelnen Disziplin allgemein de-
finiert werden. Um das Gesamtbild zu formen und die Oberfläche vollständig
zu definieren, müssen die Blickwinkel aller Disziplinen berücksichtigt werden
[Gri01].
Eine Oberfläche kann z.B. als eine Grenze zwischen einem Bauteil und seiner
Umgebung definiert werden. Ein bestimmtes Teil, das zu einem mechanischen
System gehört, hat mehrere Oberflächen. Einige Oberflächen haben mechanischen
Kontakt mit einem anderen Bauteil, während andere Oberflächen mit Stoffen aus
dem Umgebungsmilieu oder einem Vakuum in Berührung kommen. Infolgedessen
ist die Spezifikation für jede Oberfläche je nach ihrer Funktion unterschiedlich
[RHV08; Sch+20]:

• Mechanische Funktion: z.B. tragen einer mechanischen Last

• Thermische Funktion: z.B. Warmfestigkeit oder Wärmeleitfähigkeit

• Tribologische Funktion bzw. Interaktion mit anderen Oberflächen: z.B.
Dichtigkeit, Reib-\Rollwiderstand

• Optische Funktionen: z.B. Lichtreflexion

• Strömungsfunktionen: z.B. Beeinflussung des Strömungszustands

Die Randzone (Synonym: Randschicht) beschreibt den Bereich zwischen der
bearbeiteten Oberfläche und dem unveränderten Grundmaterial des Werkstücks.
In dieser Definition wird die oben beschrieben Oberfläche der Randzone zu-
geordnet. Der Randschichtzustand (Synonym: Randschichteigenschaften) kann
durch technologische, physikalische oder chemische Charakteristika beschrieben
werden. Diese Charakteristika können z.T. durch chemische und physikalische
Größen direkt beschrieben werden. Einige technologische Charakteristika sind
nicht direkt messbar und werden über Hilfsgrößen beschrieben z.B. Rauheit oder
Härte [Sch+20].
Der Begriff Surface Integrity (SI) wurde von Field und Kahles 1964 eingeführt,
als Mittel zur Bestimmung des Zustands der Oberfläche in Bezug auf die vor-
aussichtliche Leistungsfähigkeit. Der Begriff wurde von ihnen definiert als „Die
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inhärente oder verbesserte Beschaffenheit einer Oberfläche, die durch eine maschi-
nelle Bearbeitung oder einen anderen oberflächenerzeugenden Vorgang entsteht“
[FK64].
Heute beschreibt SI die geometrischen und stofflichen Randzoneneigenschaften,
die für die Funktionseigenschaften eines Bauteils relevant sein können. Der Begriff
SI lässt sich vereinfacht in die zwei zuvor beschriebenen Bereiche unterteilen:
Zum einen, die äußeren Aspekte z.B. die Topografie, Textur, Oberflächenbe-
schaffenheit und die chemische Reaktion mit der Umgebung und zum anderen
die inneren, unter der Oberfläche liegenden Aspekte, dazu gehören die mechani-
schen Eigenschaften und die der Metallurgie, z.B. Korngröße und Eigenspannung
[Gri01; Sch+20]. Tabelle 2.5 stellt den Einfluss einiger Randzoneneigenschaften
auf verschiedene Versagensarten gegenüber.

Tabelle 2.5.: Wechselbeziehung zwischen Versagensarten und Randzoneneigen-
schaften [RHV08; Gri01; TB80]

Randschichteigenschaften

Versagensart St
re

ck
gr

en
ze

H
är

te

Fe
st

ig
ke

it

E
ig

en
sp

an
nu

ng

O
be

rfl
äc

he
ng

es
ta

lt

M
ik

ro
ri

ss
e

Plastische Verformung ++ ++
Abrasion/Adhäsion ++
Zerrüttung + + + +
Dauerfestigkeit ++ ++ ++
Kavitation + +
Verschleiß ++ +
Diffusion +
Korrosion + ++ ++

++ : signifikanter Einfluss; + : potentieller Einfluss

In der funktionsorientierten Produktion nimmt die SI eine zentrale Rolle ein.
Daher ist die SI Inhalt zahlreicher aktueller Forschungsprogramme. Im Januar
2008 wurde die CIRP’s Collaborative Working-Group (CWG) on Surface Inte-
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grity and Functional Performance of Components gegründet, welche in einer
groß angelegten Ringstudie experimentelle und theoretische Untersuchungen zur
Surface Integrity bei abtragenden Prozessen durchführte [Jaw+11].
Im DFG SPP 2086 Oberflächenkonditionierung in der Zerspanung ist das Ziel der
23 beteiligten Institute mittels in-process Messungen Softsensoren für verschie-
denste Zerspanprozesse zu entwickeln. Mit diesen Softsensoren sollen zum einen
das Wissen über die Prozesse vergrößert werden und zum anderen verschiedenste
dynamische Vorsteuerungen bzw. -regelungen der Prozesse realisiert werden,
um Bauteile mit definierter Gestalt und eingestelltem Randschichtzustand zu
fertigen [Sta+21].
Weitere nationale und internationale Forschungsprojekte sind:

• Sonderforschungsbereich SFB/TRR 136 Funktionsorientierte Fertigung auf
der Basis charakteristischer Prozesssignaturen [Kar+22]

• Schwerpunktprogramm SPP 2013 Gezielte Nutzung umformtechnisch indu-
zierter Eigenspannungen in metallischen Bauteilen[Vol+21]

• Schwerpunktprogramm SPP 2183 Eigenschaftsgeregelten Umformprozessen
[Roz+23]

• EU-CORDIS ISTRESS Prestandardisation of incremental FIB micro-
milling for intrinsic stress evaluation at the sub-micron scale [Seb+17]

• EU-CORDIS EASI-STRESS European Activity for Standardization of
Industrial residual STRESS characterization [Roy+22]

2.3.1. Surface Integrity in der Zerspanung

In Zerspanungsprozessen wird durch eine Kombination von mechanischen und
thermischen Belastungen die Randschicht eines Bauteils beeinflusst. Das thermo-
mechanische Belastungskollektiv wird durch die Zerspanungsparameter beein-
flusst, z. B. führt eine höhere Schnittgeschwindigkeit zu erhöhten Prozesstem-
peraturen, während die Prozesskräfte aufgrund der thermischen Entfestigung
gleich bleiben oder abnehmen. Im Gegensatz zur Schnittgeschwindigkeit erhöhen
Vorschub und Werkzeugverschleiß die Prozesskräfte und damit die mechanische
Oberflächenbelastung, während die Prozesstemperaturen durch Reibungswärme
ansteigen. Daher sollte der durch den Fertigungsprozess entstandene Randschicht-
zustand in metallischen Werkstoffen bekannt sein [Sch+20; Sil20].
Tabelle 2.6 stellt einige Oberflächen- und Randzonenveränderungen in Ab-
hängigkeit verschiedener Werkstoffe und der geometrischen Bestimmtheit der
Schneide gegenüber.
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Tabelle 2.6.: Übersicht der Oberflächenveränderung einiger spanender Produkti-
onsmethoden [Pau+08]

Werkstoff Drehen und Fräsen Schleifen
nicht härtbarer Stahl R R

PV PV
C 15 R&F –
härtbarer Stahl R R

PV PV
40 CrNiMo 7 R&F –

MB MB
M M

AM AM
Werkzeugstahl R R

PV PV
X 155 CrVMo 12-1 R&F –

MB MB
M M

AM AM
nichtrostender Edelstahl R R
(martensitisch) PV PV

R&F –
X 10 Cr 13 MB MB

M M
AM AM

nichtrostender Edelstahl R R
(austenitisch) PV PV
X 3 CrNiN 17-8 R&F –
nichtrostender R R
Sonderedelstahl PV PV
X 5 CrNiCuNb 17-4 R&F –

AS AS
martensitisch härtbarer R R
(18%Ni) Stahl PV PV

KA KA
maragin steel, grade 250 R&F –

AS AS
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Ni-Co-Legierung WBZ WBZ
Inconel 718 R R
Rene 41 PV PV
HS 31 R&F –
IN-100 MB MB
Titanlegierung WBZ WBZ

R R
Ti-6Al-4V PV PV

R&F –
hitzebeständige R R
Legierungen PV PV
TZM R&F –

R : Oberflächenrauheit AM : Angelassener Martensit
PV : Plastische Verformung AS : Anlasssprödigkeit

R&F : Risse und Faltungen KA : Karbidauflösung
MB : Mikrobrüche : Austenitrückwandlung
M : Martensit WBZ : Wärmebeeinflusste Zone

2.3.2. Untersuchungen zur SI beim (BTA-)Tiefbohren

Wie einleitend erwähnt, wurden Bohrungen und Tiefbohrungen nur selten, im
Gegensatz zu anderen Zerspanungsprozessen, hinsichtlich der Randzoneneigen-
schaften untersucht oder die Prozesse dahingehend optimiert. Gründe hierfür
waren [RHV08]:

• Die Prozesssicherheit in Verbindung mit der Bohrungsgestalt wurden prio-
risiert.

• Die Oberflächen wurden nicht als kritisch eingestuft, besonders bei geringen
Durchmessern.

• Die Oberflächen waren nicht zugänglich.

• Eine Analyse der gesamten Bohrungsqualität war nur mit einer zerstörenden
Prüfung möglich.

• Nachbearbeitungsverfahren wurden entwickelt und eingesetzt um die Boh-
rungsoberfläche zu konditionieren.
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Der Begriff der Bohrungsqualität wird häufig verwendet, um die Güte von
Bohrungen zu beschreiben und zu bewerten. In Abbildung 2.12 wird der Be-
griff der Bohrungsqualität in die Unterkategorien Bohrungsgeometrie (Synonym:
Bohrungsgestalt) und Oberflächenbeschaffenheit aufgeteilt. Die Oberflächenbe-
schaffenheit kann für die weitere Diskussion vereinfacht mit dem Begriff der
Surface Integrity (SI) gleichgesetzt werden, vgl. Kapitel 2.3.

Bohrungsqualität

Bohrungsqualität/
Bohrungsgestalt

Oberflächenbeschaffenheit

Maß Form
Oberflächen
geometrie

Oberflächen
struktur

Physikalische 
Eigenschaften

Durchmesser
Mittenversatz
Mittenverlauf

Kreisform
Zylinderform

O-Textur
O-Charakter
Rauigkeit
Leeregrad
…

Schichtaufbau
Schichttextur
Gefügeaufbau
…

Härte,
Eigen
spannung
Leitfähigkeit
…

Abbildung 2.12.: Einteilung der Surface Integrity innerhalb der Bohrungsqualität
[FB23]

In den 1980er Jahren wurden die ersten Untersuchungen bezüglich der Ober-
flächenbeschaffenheit/SI von BTA tiefgebohrten Proben durchgeführt. In den
Arbeiten von Fuß und Griffiths wird der entstehende Bohrungsgrund mithilfe
einer Bohrunterbrechungsvorrichtung untersucht. Durch den Führungsleisten-
rückstand konnte der Bohrungsgrund in zwei Bereiche unterteilt werden. Ein
Bereich, der nur von der Schneide beeinflusst wurde und ein Bereich, der von
Außenschneide und Führungsleiste konditioniert wurde. Beide Bereiche weisen
eine deutlich höhere Härte in der Randzone, als das Grundgefüge auf. Laut
Fuß erzeugt die Konditionierung durch die Führungsleiste eine höhere Härte in
der Randzone als es für den konventionellen gehärteten Zustand des Werkstoffs
üblich ist [Fuß86]. Aus den Arbeiten lässt sich Abbildung 2.13 ableiten, in der
die zweistufige Konditionierung der Bohrungsoberfläche dargestellt ist.
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Führungsleiste

Außen-
schneide

Bohrkopf
Bohrkopf Bohrungs-

oberfläche

Werkstück
Vorschubmarken der 

Außenschneide

Führungsleiste

FL-Rückstand

Werkstück

Bohrungsoberfläche

Vorschubrichtung Vorschubrichtung

Drehrichtung
Drehrichtung

Rundschlifffase

κ

Abbildung 2.13.: Konditionierung der Bohrungsoberfläche durch die Außenschnei-
de und Führungsleiste(n), nach Fuß und Griffiths [Fuß86; GG85]

Fuß und Griffith sind ebenfalls die ersten Autoren, die von „weißen Schichten“
beim BTA-Tiefbohren berichten. Diese weißen Schichten weisen eine sehr hohe
Härte auf und lassen sich nicht lichtmikroskopisch auflösen, daher erscheinen sie
weiß. Beide konnten ebenfalls die drei charakteristischen Oberflächenstrukturen
identifizieren, die beim BTA-Prozess entstehen können. Diese Oberflächenstruk-
turen sind in Abbildung 2.14 schematisch dargestellt [Fuß86; GG85].
Ramakrisha und Shunmugam konnten die zweistufige Konditionierung der Ober-
fläche ebenfalls in ihren Untersuchungen nachweisen. Des Weiteren konnte ein
Zusammenhang von höheren Härtewerten mit höheren Schnittgeschwindigkeiten
gezeigt werden. Eigenspannungsmessungen zeigten, dass durch die Konditionie-
rung der Schneide Zugeigenspannungen in die Oberfläche eingebracht wurden, die
mit steigender Schnittgeschwindigkeit steigen. Nach dem Glätten und Einebnen
durch die Führungsleiste(n) wurden in der Randzone Druckeigenspannungen
nachgewiesen. Die Druckeigenspannungen durch die Führungsleisten wurden
ebenfalls mit steigender Schnittgeschwindigkeit größer [RS87].
Abrahams setzte Führungsleisten mit angepasster Mikro- und Makrogestalt beim
Bohren von X5CrNi18-10 ein. Unter anderem wurde der Führungsleistenradius in
Umgangsrichtung verringert. Des Weiteren wurde anstelle der charakteristischen
Fase im Einlaufbereich ein Radius genutzt. Die Mikrogestalt der Führungsleisten
wurde durch das Kurzhub-Außen-Rundhonen, ugs. „Mikrofinishen“ oder „Super-
finishen“ genannt, angepasst. Er konnte in der Randschicht eine Erhöhung der
Mikrohärte durch Kaltverfestigung und eine deutliche plastische Verformung der
Randzone nachweisen [Abr17].
Li konnte die ursprünglichen Ergebnisse von Fuß und Griffith beim BTA-
Tiefbohren von SA–508–Gr. 3, einem Stahl für Hochdruckanwendungen in
Kernkraftwerken, bestätigen. Die Dicke der beeinflussten Randschicht wird mit
s ≈ 130 µm angegeben. Die Abhängigkeit der Druckeigenspannung von der
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Schnittgeschwindigkeit wurde ebenfalls nachgewiesen. Vorschub und Bohrtie-
fe hatten keinen eindeutigen Einfluss auf die resultierenden Eigenspannungen
[Li+23b].
Durch Elektronenrückstreubeugung (EBSD)-Messungen war es Li möglich, hoch-
auflösende Rasterelektronenmikroskop (REM)-Bilder der Bohrungsrandzone
aufzunehmen. Die konditionierten Oberflächen zeigten zwei Verformungsbereiche,
eine rekristallisierte Schicht und plastische Deformationsschicht. Der Gradient
des Gefüges wird durch die Schnittgeschwindigkeit und den Vorschub erheblich
beeinflusst. Mit der Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit und des Vorschubs
nimmt die Dicke des gesamten Verformungsbereichs zu [Li+23a].
In Abbildung 2.14 sind die Erkenntnisse der vorangegangenen Untersuchungen
auf Grundlage der drei charakteristischen resultierenden Oberflächentopogra-
phien beim BTA-Tiefbohren dargestellt. Hinzugefügt wurde eine Mikrostruktur
mit einem Gefügegradienten in Richtung Oberfläche. Eigenspannungen und Mi-
krohärte sind qualitativ dargestellt. White Etching Layer (WEL) die „weißen
Schichten“ sind angedeutet.

Vorschub

offenes Profil teilweise geschlossenes
Profil

geschlossenes
Profil

Plateau

Rille

Riefen

Gefüge

EigenspannungenKorngröße Mikrohärte

WEL

σ- σ+

Abbildung 2.14.: Schematische Darstellung der SI einer Bohrungsrandzone nach
einem (BTA-)Tiefbohrprozess, nach Fuß und Nickel [Fuß86;
GG85; Nic23]

Baak und Nickel untersuchten die SI von ELB-Tiefgebohrten (D𝐵 = 5 mm)
Proben auf 42CrMo4+QT. Es konnten die gleichen Effekte wie beim BTA-
Tiefbohren identifiziert werden. Zusätzlich wurde die Kühlstrategie variiert, was
einen signifikanten Einfluss auf die Bildung von WEL gezeigt hat. Durch die
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Korrelation von klassischen Analysemethoden für die SI mit mikromagnetischen
Analysemethoden, war es den Autoren möglich, die SI von tiefgebohrten Proben
zerstörungsfrei zu charakterisieren und diese Proben im Anschluss in Ermü-
dungstests auf ihre Dauerfestigkeit zu untersuchen. Proben mit WEL zeigten
dabei ein anderes Ermüdungsverhalten als Proben ohne WEL. Das magnetische
Verhalten der Proben hat sich während der Ermüdungsuntersuchungen ebenfalls
geändert und konnte mittels magnetischen Barkhausenrauschen MBR und der
Wirbelstromprüfung versuchsbegleitend und zerstörungsfrei analysiert werden
[Baa23; Baa+23; Nic23].

2.3.3. Modellierung und Simulation von Tiefbohrprozessen

Die Modellierung und Simulation des (BTA)-Tiefbohrprozesses befasst sich in der
Regel mit der thermomechanischen Belastung an der/den Schneide(n) und/oder
Führungsleisten, dem dynamischen Verhalten des Werkzeugsystems oder der
resultierenden Gestalt der Bohrung. Die Analyse dieser Merkmale und Eigen-
schaften ist aufgrund der Unzugänglichkeit der Bohrung nicht trivial. Aus diesem
Grund konzentrieren sich einige Forschungsprojekte auf die Entwicklung von
Simulationsmodellen von Tiefbohrprozessen, um die Prozesssicherheit zu erhöhen
und kostspieligen Ausschuss zu reduzieren.
Bruchhaus nutzte die Finite Elemente Methode (FEM), um das Spannungsver-
halten für verschiedene Führungsleistenformen zu analysieren. Die Simulation
zeigte, dass eine abgerundete Führungsleistenstirnseite vorteilhaft ist. Außerdem
simulierte Bruchhaus die Verformung des Bohrkopfes unter Belastung und erklär-
te damit die gemessenen Überschreitungen der Durchmessertoleranzen [Bru01].
Biermann et al. entwickelten ein Simulationsmodell auf der Basis eines diskreten
Volumenmodells für das BTA-Tiefbohrverfahren. Mit dieser Simulation war es
möglich, den Querschnitt der Bohrung zu berechnen. Mit diesen Querschnitten
kann eine Bohrungsoberfläche für eine Analyse der dynamischen Störungen wie
Rattern und Drall erzeugt werden [BSW09].
Weinert et al. erarbeiteten ein Finite Elemente Analyse (FEA) Modell zur Be-
rechnung der Strukturdynamik des BTA-Werkzeugsystems einschließlich der
Dämpfungswirkung der Stopfbuchse am BOZA (vgl. Abb 2.4). Das Modell wurde
mit experimentellen Daten validiert, die eine Korrelation zwischen der Bohrtiefe
und den modalen Dämpfungskoeffizienten zeigten [WWP05].
Simulationen zur Surface Integrity bei Tiefbohrverfahren wurden in der Ver-
gangenheit nur selten untersucht. In neueren Forschungsarbeiten zur Surface
integrity sind verstärkt Modellierungs- und Simulationsmethoden zum Einsatz
gekommen. Huang et al. entwickelten ein analytisches 3D-Modell auf der Grund-
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lage der Eigendehnungstheorie zur Berechnung des Eigenspannungszustands in
der Oberflächenrandzone von BTA-Bohrproben. Des Weiteren konnten beide
Mechanismen der Konditionierung der Oberfläche, an der Schneide und der
Führungsleiste, modelliert werden. Der Eigenspannungszustand konnte qualitativ
in der Bohrungsrandzone vorhergesagt werden [Hua+21].
Wegert et al. verwendeten FEM-Simulationen, um die Spanbildung beim ELB-
Tiefbohren vorherzusagen. Außerdem wurde die thermische Belastung an der
Schneidkante berechnet und mit experimentell ermittelten Werten validiert. Die
Bohrungsrandzone zeigte in den Simulationen große Verformungen was unter
anderem dazu geführt hat, dass hohe Druckeigenspannungen berechnet wur-
den [Weg+20b]. In weiteren Forschungsarbeiten implementierten Guski et al.
die Coupled-Eulerial-Lagrangian (CEL)-Methode für den zuvor genannten Tief-
bohrprozess. Sie waren in der Lage, den ELB-Prozess in 3D mit realistischen
Parametern zu modellieren. Aufgrund des Weglassens des Kühlmittels in den
Simulationen wurden einige Abweichungen von den experimentell gemessenen
Größen beobachtet [Gus+22].
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Im Kontext der funktionsorientierten Produktion ist die Surface Integrity (SI)
von entscheidender Bedeutung für die Funktionsfähigkeit und Leistungsfähig-
keit der hergestellten Bauteile. Durch die Forderung nach immer effizienteren
Prozessen z.B. in Turbinen, werden diese Bauteile immer größeren Belastungen
ausgesetzt, bei gleichbleibenden oder steigenden Anforderungen an Lebensdauer
und Sicherheit. BTA-tiefgebohrte Komponenten sind dabei häufig besonders si-
cherheitsrelevant, hoch belastet, ressourcen- und kostenintensiv. Beispiele finden
sich in der Luft- und Raumfahrt z.B. Flugzeuglandebeine, in der Offshoreindus-
trie als Schwerstangen oder Wärmetauscher in der chemischen Industrie. Des
Weiteren werden das BTA-Verfahren und verwandte Tiefbohrverfahren aufgrund
der hohen Produktivität und vorteilhaften Oberflächenintegrität immer häufiger
außerhalb der typischen lB/DB-Verhältnisse, für die die Verfahren ursprünglich
entwickelt wurden, eingesetzt. Eine thermische oder mechanische Nachbearbei-
tung der Bauteile bzw. der Bohrungen ist in der Regel fester Bestandteil der
Prozessroute zur Sicherstellung der gewünschten Oberflächenintegrität in der
Bohrungsrandzone. Diese Nachbehandlung wird häufig durchgeführt ohne quan-
tifizierbares Wissen über den Zustand der SI in der Bohrungsrandzone nach dem
BTA-Tiefbohrprozess.
Hieraus ergibt sich die Zielsetzung dieser Arbeit: Die gezielte Erweiterung des
Prozesswissens über die Oberflächenkonditionierung der Bohrungsrandzone im
BTA-Tiefbohrprozess. Das Vorgehen, um dieses Prozesswissen zu erlangen und
nutzbar zu machen, ist in Abbildung 3.1 dargestellt. Der Zusammenhang
zwischen Prozess, (Mikro-)Struktur und den resultierenden Eigenschaften der
Oberfläche ist maßgeblich, um das Verständnis der Oberflächenkonditionierung
im BTA-Tiefbohrprozess zu ermöglichen und zu quantifizieren.
Prozessseitig soll durch in-process-Messungen das thermomechanische Belas-
tungskollektiv am Bohrkopf analysiert werden. Der Einfluss der Außenschneide
und der Führungsleiste soll in Analogieversuchen separiert werden. Die Prozess-
dynamik wird in Abhängigkeit der eingestellten Prozessstellgrößen aufgenommen,
analysiert und mit verfügbaren Schwingungsmodellen verglichen.
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Kontaktflächen,

Temperaturen &

Eigenspannungen

Effektanalyse der Oberflächenkonditionierung beim BTA-Tiefbohren

Entwicklung eines Analogieversuchs-
stands zur Analyse des Einflusses der 

Außenschneide auf die Randzone

Aufnahme des thermomechanischen 
Belastungskollektivs beim 

BTA-Tiefbohren

Zerstörungsfreie Prüfung Zerstörende Prüfung

Berechnung der Eigendehnungen

Analyse der Versuchsproben zur Ermittlung der Struktur und Eigenschaften 

Aufbau eines analytischen 3D-Modells zur Vorhersage des Eigenspannungszustands

Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung

Kontaktmodellierung der Wirkelemente
und der Bohrungswand

Abbildung 3.1.: Untersuchungen zur Oberflächenkonditionierung beim BTA-
Tiefbohren

Werkstückseitig werden überwiegend off-process-Messungen und metallogra-
phische Analysen durchgeführt. Hierbei wird die entstehende Mikrostruktur
der Randzone mit den Prozessstellgrößen und dem daraus resultierenden Last-
kollektiv sowie dem Schwingungszustand korreliert. Nachfolgend werden die
Eigenschaften der Oberfläche z.B. Eigenspannungen und Mikrohärte analysiert.
Um das Prozesswissen effizient nutzbar zu machen, wird ein analytisches Simula-
tionsmodell zur Vorhersage der resultieren Randzonenintegrität entwickelt. Mit
einem solchen Modell besteht die Möglichkeit, vor dem Prozess Vorhersagen
zu den Randzoneneigenschaften zu generieren. Hierdurch können erforderliche
Nachbearbeitungsschritte gezielter eingesetzt, oder im besten Fall, eingespart
werden.
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Durch die wechselseitige Verknüpfung der Simulation mit dem gewonnen Pro-
zesswissen aus der Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung kann ein Kreislauf
aufgebaut werden. Dieser Kreislauf ist in Abbildung 3.2 dargestellt.
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Abbildung 3.2.: Prozess-Struktur-Wechselwirkung beim BTA-Tiefbohren

Das Prozesswissen kann dazu genutzt werden, um die Simulation und das
Modell zu validieren. Umgekehrt kann die Simulation dazu genutzt werden das
Prozesswissen innerhalb und außerhalb der bekannten Prozessgrenzen zu erwei-
tern. Daraus lassen sich Stellgrößen für den Prozess ableiten, um eine gewünschte
Eigenschaft zu erzeugen, oder unerwünschte Eigenschaften zu vermeiden. Mit
diesem Vorgehen können beim BTA-Tiefbohren kosten- und ressourcenintensive
Vorversuche sowie Ausschussproduktion reduziert werden.
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4. Experimentelle Randbedingungen

In diesem Kapitel werden die Werkstoffe und Betriebsmittel zur Durchführung
der Untersuchungen beschrieben. Zu den wichtigsten Betriebsmitteln zählen die
Maschinen und die Werkzeuge in. Die eingesetzten Mess- und Analysemethoden
werden in Kapitel 5 vorgestellt.

4.1. Versuchswerkstoffe

Im Zuge der Untersuchungen wurden zwei unterschiedliche Stahlwerkstoffe be-
trachtet. Bei dem ersten Werkstoff handelt es sich um einen niedriglegierten
Vergütungsstahl 42CrMo4+QT in vergütetem Zustand. Diese Stahllegierung
wird unter anderem im Automobil- und Flugzeugbau für Komponenten, die eine
hohe Zähigkeit erfordern, eingesetzt [Klo18; KK08].

Tabelle 4.1.: Werkstoffeigenschaften von 42CrMo4+QT

Eigenschaft 42CrMo4+QT
Werkstoffnummer : 1.7225 / AISI 4140
Dichte 𝜌 : 7,72 g/cm3

Dehngrenze 𝑅p0,2 : 879 N/mm2(1)

Streckgrenze 𝑅eH : 891 N/mm2(2)

Zugfestigkeit 𝑅m : 978 N/mm2(1); 992 N/mm2(2)

Bruchdehnung 𝐴5 : 17,9 %(1); 21 %(2)

Härte nach Brinell HB : 294 HB(1); 313 HB(2)

Austenitisierungstemp. 𝜗 : > A𝐶3 = 780 °C
Härtetemperatur 𝜗ℎ : > A𝐶3

(1); 880 °C(2)

Haltezeit tℎ : 105 min(1); 13 min(2)

Anlasstemperatur 𝜗𝑎 : 640 °C(1); 680 °C(2)

Haltezeit tℎ : 205 min(1); 25 min(2)

1,2 Den Prüfzeugnissen der verwendeten Chargen entnommen

Die chemische Zusammensetzung des niedriglegierten Vergütungsstahls ist
in Tabelle 4.2 dargestellt. Molybdän (Mo) verbessert die Härtbarkeit und
verringert die Anlasssprödigkeit. Das Element Chrom (Cr) kann die Dehnung
verringern, wodurch sich die Verschleißfestigkeit des Stahls erhöht [Klo18; KK08].
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4. Experimentelle Randbedingungen

Tabelle 4.2.: Chemische Zusammensetzung von 42CrMo4+QT
(Angaben in Masse-%)

Element C Mn Si Cr Mo Cu S
Min. 0,38 0,60 0,10 0,90 0,15 - -
Charge 1 0,43 0,74 0,29 1,05 0,22 0,07 0,021
Charge 2 0,42 0,77 0,24 1,05 0,19 0,22 0,024
Max. 0,45 0,90 0,40 1,20 0,30 0,40 0,035

In Abbildung 4.1a ist das Gefüge des Versuchswerkstoffs 42CrMo4+QT dar-
gestellt. Es handelt sich um ein charakteristisches feinkörniges und nadelförmiges
Vergütungsgefüge.
Der zweite eingesetzte Werkstoff ist der rostfreier Edelstahl X2CrNi18-9 im
lösungsgeglühten Zustand nach ASTM. Aufgrund der hohen Korrosionsbestän-
digkeit und guten Verarbeitungseigenschaften findet er in zahlreichen Gebieten
Anwendung, wie zum Beispiel der Lebensmittelindustrie, der petrochemischen-
bzw. Erdölindustrie oder dem Schiffsbau. Abbildung 4.1b zeigt das austeniti-
sche Gefüge des rostfreien Edelstahls. Als Austenit wird der 𝛾-Mischkristall des
Eisens bezeichnet. Karbidausscheidungen an den Korngrenzen, die Ausbildung
von Zwillingsebenen und geringe Anteile von 𝛿-Ferrit sind charakteristisch für
diesen Werkstoff.

(a) Gefügeschliff des Vergütungsstahls
42CrMo4+QT

(b) Gefügeschliff des Edelstahls
X2CrNi18-9

Abbildung 4.1.: Gefügequerschliffe der eingesetzten Versuchswerkstoffe

Durch Kaltverformung lassen sich die Festigkeitskennwerte, siehe Tabelle 4.3,
teilweise signifikant erhöhen. Jedoch neigt der Werkstoff zur Bildung von ver-
formungsinduzierten Martensit, wodurch die Dehnung stark abnimmt [Klo18;
KG08].
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4.1. Versuchswerkstoffe

Tabelle 4.3.: Werkstoffeigenschaften von X2CrNi18-9

Eigenschaft X2CrNi18-9
Werkstoffnummer : 1.4307 / AISI 304L
Dichte 𝜌 : 7,9 g/cm3

Dehngrenze 𝑅p0,2 : 260 N/mm2(1)

Zugfestigkeit 𝑅m : 599 N/mm2(1)

Bruchdehnung 𝐴5 : 57 %(1)

Härte nach Brinell : 161 HB(1)

Lösungsglühtemperatur 𝜗𝑙 : 1.100 °C(1)

1 Dem Prüfzeugnis der verwendeten Charge entnommen

Die chemische Zusammensetzung der Legierung ist in Tabelle 4.4 dargestellt.
Durch den Nickelanteil in der Legierung wird die Austenitphase stabilisiert.
Dadurch ist der Werkstoff nicht magnetisch. Dieser Werkstoff ist vergleichbar
mit dem bekanntesten rostfreien Werkstoff X5CrNi18-10, welcher unter dem
umgangssprachlichen Namen V2A bekannt ist. Lediglich der geringere maximale
Kohlenstoffanteil unterscheidet den X2CrNi18-9 vom X5CrNi18-10. Durch den
reduzierten Kohlenstoffanteil wird die Bildung von Chromkarbiden bei Tempera-
turen zwischen 𝜗 = 450 … 850 °C, wie sie z.B. beim Schweißen auftreten können,
reduziert. Durch die Bildung von Chromkarbiden können sog. chromverarmte
Zonen im Gefüge entstehen, wodurch sich die Anfälligkeit für interkristalline
Korrosion erhöht [vW01].

Tabelle 4.4.: Chemische Zusammensetzung von X2CrNi18-9
(Angaben in Masse-%)

Element C Mn Si Cr P Ni S
Min. - - - 17,50 - 8,00 -
Charge 0,01 1,7 0,24 18,15 0,028 8,13 0,026
Max. 0,03 2,0 1,0 19,50 0,045 10,5 0,03
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4. Experimentelle Randbedingungen

4.2. Versuchsmaschinen

In diesem Abschnitt werden die Versuchsmaschinen für die BTA-Tiefbohrversuche
und die Analogieversuche beschrieben.

4.2.1. Die BTA-Tiefbohrmaschine

Für die Durchführung der BTA-Tiefbohrexperimente wurde die Giana GGB 560
CNC des Unternehmens Giuseppe Giana S.p.A. (Mailand, Italien), eine horizon-
tale BTA-Tiefbohrmaschine genutzt. Durch die Werkstück- und Werkzeugspindel
kann der BTA-Prozess mit rotierendem Werkstück oder rotierendem Werkzeug
durchgeführt werden. BTA-Bohren mit drehendem Werkstück und Werkzeug im
Gleich- und Gegenlauf ist ebenfalls mit der Maschine möglich. Die wichtigsten
Kenndaten der Maschine sind in Abbildung 4.2 abgebildet.

Werkstückspindel

Werkzeugspindel

Lanchesterdämpfer

Steuerung

Leistungsdaten :
Leistung: P = 125 kW
Max. Bohrtiefe: lt,max = 3.000 mm
Max. Bohr-Ø: D = 180 mm

BohrrohrBohrkopf BOZA

Abbildung 4.2.: Die Versuchsmaschine Giana GGB 560 CNC

Die maximale Spindeldrehzahl beträgt n = 1.600 1/min bei einer Maschinenge-
samtlänge l𝐺𝑒𝑠 = 11.900 mm. Um während des Bohrprozesses eine ausreichende
Versorgung mit Kühlschmierstoff (KSS) zu gewährleisten besitzt die Maschine
eine leistungsfähige Pumpenanlage. Die Pumpenanlage liefert einen stufenlos
einstellbaren Volumenstrom von ̇𝑉 = 40..600 L/min bei einem maximalen Druck
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4.2. Versuchsmaschinen

von p = 40 bar. Als Kühlschmierstoff kommt das Tiefbohröl Berucut RMO TC
22 der Firma Bechem (Hagen) zum Einsatz. Damit das Tiefbohröl zur Wirk-
stelle gelangt, besitzt die Maschine einen Bohrölzuführapparat (BOZA). Für
das Abdichten wird zwischen Bohrrohr und BOZA eine Stopfbuchse verwen-
det. Zwischen Werkstück und BOZA wird diese Aufgabe durch eine konische
Werkstückaufnahme und einer Fase am Werkstück erfüllt. Dabei müssen die
Steigungen der Fase und der konischen Werkstückaufnahme unterschiedlich sein
[FB23].

4.2.2. Drehfräszentrum

Die Analogieversuche (Kapitel 6) wurden auf dem Drehfräszentrum INDEX
G250 der Firma INDEX-Werke GmbH & Co. KG Hahn & Tessky (Esslingen)
durchgeführt, das in Abbildung 4.3 dargestellt ist.

HSK 63-Motorfrässpindel

Arbeitsraum

Steuerung Hauptspindel

Gegenspindel

VDI 40 Revolver

Abbildung 4.3.: Die Versuchsmaschine INDEX G250

Die Maschine besteht aus einer Haupt- und einer Gegenspindel, einer Frässpin-
del und einem VDI 40 Sternrevolver, die alle während der Versuche verwendet
wurden. Bei der Steuerung handelt es sich um eine Siemens Sinumerik 840D
Powerline, welche eine Mehrkanalprogrammierung ermöglicht. Die Gegenspindel
kann wahlweise als Reitstock genutzt werden. Zusammen mit einer Lünette
am Revolver ist die Bearbeitung von langen Bauteilen möglich. Beide Spindeln
können als steuerbare Rundachsen genutzt werden und ermöglichen damit eine
Komplettbearbeitung von Bauteilen und komplexe 5-Achs-Operationen mit der
hydrostatisch gelagerten Motorfrässpindel. Des Weiteren sind sämtliche Plätze
am Werkzeugrevolver angetrieben, wodurch simultane Dreh- und Fräsoperationen
möglich sind. Eine angetriebene Schleifeinheit im Revolver ermöglicht zusätzlich

49



4. Experimentelle Randbedingungen

eine Feinstbearbeitung von Bauteiloberflächen. Die wichtigsten Kenndaten zur
Maschine sind in Tabelle 4.5 zu finden.

Tabelle 4.5.: Kenndaten der INDEX G250

Antriebsleistung der Haupt- Gegenspindel
bei 100 %/40 % ED P = 44/60 kW
max. Drehzahl n = 3,500 1/min
max. Drehmoment M = 400…600 N m
max. Drehdurchmesser D = 560 mm
max. Werkstücklänge l = 1.400 mm
Motorfrässpindel
Leistung P = 27,5 kW
Drehmoment M = 75…115 N m
Drehzahl n = 12.000 1/min
max. Kühlmitteldruck p = 80 bar
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4.3. Versuchswerkzeuge

4.3. Versuchswerkzeuge

Sowohl für die Tiefbohrversuche, als auch für die Analogieversuche für den
Einfluss der Außenschneide wurde der BTA-Vollbohrkopf botek Typ 12 der Firma
botek Präzisionsbohrtechnik GmbH (Riederich) aus Abbildung 4.4 eingesetzt.
Der Bohrkopf hat einen Durchmesser von D = 60 mm.

Abbildung 4.4.: Das Versuchswerkzeug Botek Typ 12 auf der Giana GGB 560

Der Bohrkopf ist für das Vollbohren ausgelegt und kann über ein eingängiges
BTA-Gewinde auf ein Bohrrohr geschraubt werden. Die Führungsleisten und
Schneiden (vgl. Kapitel 2.2) sind verschraubt und auswechselbar. Im Zuge der
Untersuchungen konnten so verschiedene Führungsleisten- und Außenschneiden-
ausführungen genutzt werden.

4.3.1. Schneiden- und Führungsleistenausführungen

Tabelle 4.6 zeigt die verschiedenen Wendeschneidplatten aus Hartmetall. Die
Wendeschneidplatten unterscheiden sich in Bezug auf die Beschichtung, die
Schneidkantenausführung und den Eckenradius. Der Unterschied zwischen den
ersten beiden Außenschneiden ist die Beschichtung. Die erste Außenschneide
ist mit Titannitrid (TiN) beschichtet, während die zweite Außenschneide un-
beschichtet ist. Die Aufnahmen des Rasterelektronenmikroskops (REM) zeigen
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den Eckenradius (r𝑐) und die abgerundete Schneidkante. Bei den ersten beiden
Außenschneiden sind diese beiden Merkmale aufgrund des gleichen Präparations-
verfahrens des Herstellers, bestehend aus Schleifen und Strahlen, sehr ähnlich.
Die dritte Außenschneide hat den Präparationsprozess nicht komplett durch-
laufen und befindet sich im geschliffenen Zustand, im Weiteren „schliffscharf“
genannt. Während die Abmessungen mit den übrigen Wendeschneidplatten nahe-
zu gleich sind, sind Eckenradius und Schneidkantenradius (r𝐶𝐸) kleiner, wie auf
dem REM-Bild zu erkennen ist. Die vierte Außenschneide ist mit Aluminium-
Titan-Nitrid (AlTiN) beschichtet und für die Zerspanung von rostfreien Stählen
ausgelegt. Die Wendeschneidplatte besteht aus einem K10-Hartmetall, welches
aus feineren WC-Körnern, weniger Zusatzkarbiden und weniger Kobalt (Co)
besteht als das P25-Hartmetall.

Tabelle 4.6.: Eingesetzte Außenschneiden

Hartmetall P25 P25 P25 K10
Beschichtung TiN Keine Keine AlTiN
Schichtdicke ≈3 µm - - ≈3 µm
Schneidkanten-
ausführung verrundet verrundet scharf verrundet

Schneidkantenra-
dius (r𝐶𝐸) ≈33 µm ≈30 µm < 2 µm ≈33 µm

Span- /Freiwinkel 0 ∘/ 12 ∘

Eckenradius (r𝑐) 0,8 mm 0,8 mm < 0,1 mm 0,8 mm

REM-Bild
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5. Mess- und Analysemethoden

5.1. Messung der Prozesskräfte am Bohrrohr

Die Kraftsituation am Bohrkopf und Bohrrohr ist bereits in Kapitel 2.2.1 be-
schrieben worden. Das Bohrmoment (M𝐵) und die Axialkraft (F𝐴) sind nicht
direkt messbar. Um beide Größen zu bestimmen, muss die aus dem Bohrmoment
resultierende Torsion und die aus der Axialkraft resultierende Stauchung des
Bohrrohrs ermittelt werden. Torsion und Stauchung sogen für eine Dehnung
des Bohrrohrs. Diese Dehnung wird mit Hilfe von Dehnungsmessstreifen (DMS),
die direkt auf das Bohrrohr geklebt werden, ermittelt. DMS bestehen aus einer
Trägerfolie, z.B. aus Polymid und einer Messgitterfolie, z.B. aus Konstantan. Das
Messgitter stellt einen dünnen mäanderformigen Leiter dar, an dem eine Span-
nung anliegt. Durch die Verformung des Bohrrohres verformt sich der aufgeklebte
DMS proportional mit, dadurch ändern sich Querschnitt und Länge der Messgit-
ter und damit der elektrische Widerstand. Durch die Verschaltung der einzelnen
DMS zu einer Wheatstonebrücke und Anlegen einer geringen Gleichspannung
lassen sich kleinste Widerstandsänderungen messen, Temperatureinflüsse werden
dabei kompensiert. Der Zusammenhang zwischen Dehnung des DMS und der
Änderung des elektrischen Widerstands wird vom Hersteller mit dem “k-Faktor“
angegeben [Hof; Kei17]. Abbildung 5.1 zeigt die Messstelle, den Aufbau der
Messkette und die DMS mit den Messgittern im Detail.
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Messrechner

Messkarte

Mikrofon

(a) Messstelle an der Giana GGB560

TrägerfolieMessgitter

(b) DMS auf dem Bohrrohr

Abbildung 5.1.: Messaufbau zur Ermittlung der Axialkraft (F𝐴) und des Bohr-
moments (M𝐵) mit Dehnungsmessstreifen (DMS)

Die gemessenen Spannungen werden über die Messkarte NI 9237 im Daten-
erfassungsmodul CDAQ-9174 der Firma National Instruments Corporation an
den Messrechner weitergeleitet. Da die Messungen mit einer Abtastfrequenz von
bis zu F𝑎𝑏 = 25 kHz stattfanden, ist eine Analyse der Frequenzen durch den
Alias-Effekt auf F = 12,5 kHz begrenzt. Zur Einmessung der Dehnungsmessstrei-
fen wurde ein definiertes Drehmoment und eine definierte Axialkraft auf den
Bohrkopf aufgebracht, während die Werkzeugspindel arretiert war.

5.2. Messung der Führungsleistennormalkraft

Um Erkenntnisse über die Führungsleistennormalkräfte zu gewinnen, wurde ein
modifizierter BTA-Vollbohrkopf vom Typ 12 der Firma botek Präzisionsbohrtech-
nik GmbH eingesetzt. Abbildung 5.2 (a) zeigt den verbauten modifizierten
Bohrkopf auf der BTA-Tiefbohrmaschine und den Aufbau und die Positionierung
der Kraftsensoren unter der Führungsleiste (Abbildung 5.2 (b)).
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5.2. Messung der Führungsleistennormalkraft

BOZA

Bohrkopf Signalkabel

(a) Messstelle an der Giana GGB560

Kraftsensoren

Führungsleiste 1

Bohrkopf

Normalkraft

(b) Kraftsensoren unter der Führungsleiste

Abbildung 5.2.: Modifizierter Bohrkopf zur Messung der Führungsleistennormal-
kraft

Zwei piezoelektrische Kraftsensoren (SlimLine-Sensor (SLS) 9133B21, Kistler
Instrumente AG) mit einer maximalen Belastbarkeit von F𝑁 = 14 kN wurden
unter der ersten Führungsleiste integriert. Bei der notwendigen Modifikation des
Führungsleistensitzes müssen einige wichtige Punkte beachtet werden.
Die Position der Führungsleiste am Umfang des Bohrkopfes darf im Vergleich
zum Standardbohrkopf nicht verändert werden, um die Vergleichbarkeit zu ge-
währleisten. Um die Sensoren korrekt unter der Führungsleiste zu positionieren,
muss daher der Führungsleistensitz zurückgesetzt werden. Anschließend werden
die Taschen für die Sensoren eingebracht. Beide Änderungen müssen in demsel-
ben Winkel wie die ursprüngliche Neigung des Führungsleistensitzes bearbeitet
werden. Dadurch wird sichergestellt, dass die Kontaktsituation der Führungsleiste
und der Bohrungswand erhalten bleibt. Jede Tasche muss dabei an den jeweiligen
Sensorring angepasst werden.
Die Führungsleiste darf nur in Richtung der Normalkraft mit dem Sensor in
Kontakt sein. Des Weiteren darf die Führungsleiste nur auf den Kraftmessringen
aufliegen, um einen Kraftnebenschluss über den Führungsleistensitz zu verhin-
dern.
Um den Anschluss der Sensoren zu gewährleisten, wurde eine Nut für die Kabel
der Kraftmessringe in den Bohrkopf und das Bohrrohr gefräst. Dadurch konnten
die empfindlichen Kabel der Kraftmessringe sicher aus der Bohrung und durch
den BOZA geführt werden. Beide Nuten wurden anschließend mit einer ölresisten-
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5. Mess- und Analysemethoden

ten Abdichtmasse versiegelt. Vor jeder Messung wurden die Kraftmesssensoren
über die Klemmschraube der Führungsleiste mit F𝑁 = 1 kN vorgespannt. Das
Signal aus den Kraftmesssensoren wird über einen Ladungsverstärker (Typ 5018;
Kistler Instrumente AG) an dem Messrechner zur Aufnahme mit SignalExpress
und Auswertung mit Diadem – National Instruments Corporation geleitet
Zur Ermittlung des Ansprechverhalten der Kraftringe muss die Führungsleiste mit
einer definierten Referenzkraft (F𝑅𝑒𝑓) belastet werden. Diese Referenzmessungen
wurden mit einem kalibrierten Referenzsensor vom Typ 9331B der Firma Kistler
Instrumente AG durchgeführt. Zusätzlich lässt sich mit diesen Referenzmessungen
ermitteln, ob ein Kraftnebenschluss vorliegt. Der Bohrkopf wurde zusammen mit
dem Referenzsensor in einer Vorrichtung eingespannt und mit unterschiedlichen
Referenzkräften F𝑅𝑒𝑓 belastet. Durch den Aufbau konnte sichergestellt werden,
dass die gesamte Kraft den Referenzsensor durchläuft und an verschiedenen Stel-
len der Führungsleiste eingeleitet wird, wie in Abbildung 5.3 (a) schematisch
dargestellt.

Kraftring Nr.1

Führungs-
leiste 1

Bohrkopf

Krafteinleitung (FN, FRef)
A B C

Kraftring Nr.2

(a) Positionen der Krafteinleitung

Kraftpos. Nr.1 Nr.2 1+2
Pos. A 0,584 0,120 0,703
Pos. B 0,359 0,357 0,715
Pos. C 0,131 0,576 0,708

(b) Gemessene normierte Kräfte unter der Füh-
rungsleiste

Abbildung 5.3.: Einmessen der Kraftmessringe unter der Führungsleiste

In Abbildung 5.3 (b) sind resultierenden Umrechnungsfaktoren bei einer nor-
mierten Referenzkraft F𝑅𝑒𝑓 = 1 kN. Durch die Referenzmessung wird deutlich,
dass unabhängig von der Krafteinleitung entlang der Führungsleiste 70–72 %
der eingeleiteten Referenzkraft gemessen werden. Durch die Verschraubung und
die seitliche Abstützung der Führungsleiste entstehen zwei nicht vermeidbare
Kraftnebenschlüsse, wodurch die Abweichung um ∼30 % erklärt werden kann.

5.3. Einsatz der Schalldruckmessung

Wie in Kapitel 2.2.2 erwähnt wurde, können durch dynamischen Störungen wäh-
rend des BTA-Tiefbohrprozesses Schallemissionen auftreten. Neben der Ableitung
der dynamischen Prozesseigenschaften aus den mechanischen Prozessgrößen, er-
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folgt daher eine prozessbegleitende Aufnahme des Schalldrucks mithilfe eines
Mikrofons. Ein Vorteil dieser Methode ist, dass sie kontaktlos und sehr flexibel
ist, wodurch die Prozessführung unabhängig von der Messung ist. Durch die
Kabel bei den Messungen mit DMS und piezoelektrischen Kraftsensoren kann
ausschließlich mit rotierendem Bauteil gearbeitet werden. Das Mikrofon 4189-
A-021 des Herstellers Brüel & Kjær wurde in einem Abstand von a ≈ 150 mm
zur Bohrstange positioniert. Die Positionierung erfolgte mithilfe eines an der
Maschine angebrachten Magnetstativs. Zur Aufzeichnung wurde die Messkarte
NI 9234 im Datenerfassungsmodul CDAQ-9174 der Firma National Instruments
Corporations verwendet und an den Messrechner angeschlossen. Es wurde eine
Abtastfrequenz von F𝑎𝑏 = 25 kHz gewählt. In Abbildung 5.1 (a) ist die Positio-
nierung des Mikrofons im Messaufbau dargestellt.

5.4. Messung der Temperatur

Zur Messung der thermischen Belastung in der Randzone der Bohrungswand und
in der Kontaktzone zwischen Werkzeug und Werkstück wurden zwei verschiedene
Messprinzipien eingesetzt. Für die Messung der Temperaturen in der Randzone
werden Thermoelemente in definierten Abständen zur Bohrungswand radial in
der Probe appliziert und an das Temperaturmessmodul National Instruments
9213 angeschlossen. Thermoelemente sind passive Temperatursensoren und kön-
nen über den thermoelektrischen Effekt, dem sog. Seebeck-Effekt, die Temperatur
in einem großen Messbereich (𝜗 ≈ -40…1.200 °C) ermitteln. Die Applikation und
thermische Kopplung der Thermoelemente ist dabei entscheidend für belastbare
Messergebnisse (vgl. Kapitel 5.4.1).
Die Temperaturmessungen in der Kontaktzone wurden mit einem Quotientenpy-
rometer FIRE-3 der Firma en2Aix durchgeführt. Ein Quotientenpyrometer analy-
siert die entstehende Wärmestrahlung, welche über einen Lichtwellenleiter (LWL)
mit einem Lichtwellenleiterdurchmesser D𝐿𝑊𝐿 = 330 µm zur Auswerteeinheit
übertragen wird. Der LWL wird dabei bis in den Bohrungsverlauf geführt und
während des Versuchs durchbohrt. Auf die genauere Funktionsweise und die
Signalverarbeitung wird in Kapitel 5.4.2 eingegangen. Abbildung 5.4 zeigt
den Messaufbau für die Temperaturmessung schematisch.
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TE    : Thermoelement
LWL : Lichtwellenleiter

TE TE TE
TE TE TE

TE

TE TE

LWL LWL

LWL

LWL LWL

Pyromether
Fire3NI-9213 PC 2PC 1

a

Abbildung 5.4.: Schematischer Aufbau der Temperaturmessung mit unterschied-
lichen Messprinzipen

Jede Probe wurde präpariert, um bis zu acht Versuche durchzuführen. Die
Proben wurden dafür auf der INDEX G250 (vgl. Kapitel 4.2.2) auf den Durch-
messer D = 75 mm abgedreht und die Fase zur Aufnahme auf der Giana GGB
560 angebracht. Anschließend wurden entlang der Probenlänge an acht Stellen,
im Abstand von a = 50 mm, vier Bohrungen am Umfang für die Sensoren ein-
gebracht. Dadurch muss die Probe während der Temperaturmessungen nicht
ausgespannt werden, lediglich die Sensoren werden umgesetzt. Dieses Vorgehen
ermöglicht eine effiziente Versuchsdurchführung bei möglichst definierter Lage
der Bohrungen zur Bohrungswand.

5.4.1. Vergleich der Applikationsmethoden für Thermoelemente

Im Zuge der Voruntersuchungen wurden zwei Thermoelemente mit den Durchmes-
sern D𝑇 𝐸 = 250 µm und D𝑇 𝐸 = 500 µm mit einer Abtastfrequenz F𝑎𝑏 = 100 Hz
eingesetzt. Der Durchmesser hat einen Einfluss auf das Ansprechverhalten des
Sensors und auf die Handhabung während den Temperaturmessungen. Insgesamt
neun Applikationsmethoden wurden für die Temperaturmessungen entwickelt
und hinsichtlich ihrer Durchführbarkeit und Vor- sowie Nachteile bewertet, siehe
Anhang A.2. Die Methoden beschreiben entweder Mikrobohrungen, in die
das Thermoelemente direkt eingebracht werden kann, oder deutlich größere
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5.4. Messung der Temperatur

Bohrungen die mit Messingrohren und medizinischen Kanülen auf den richtigen
Durchmesser verkleinert werden. Letzteres erhöht die Prozesssicherheit bei der
Probenpräparation deutlich. Aus diesem Grund wurden für die Vorversuche die
Konzepte 5 , 7 und 9 ausgewählt. Die Ergebnisse der Vorversuche sind in
Abbildung 5.5 dargestellt.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = 80 m/min Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = 0,2 mm Beschichtung: Keine
Abstand : a = var. Konzept: var

Abstand zur Bohrungswand a = 1 mm: 1

0 10 s 30
0

30
60
90
°C

150

Zeit

Te
m

pe
ra

tu
r

𝜗 A1 5
A2 5

0 10 s 30
Zeit

A1 7
A2 7

0 10 s 30
Zeit

A1 9
A2 9

Abstand zur Bohrungswand a = 0,5 mm: 1

0 10 s 30
0

30
60
90
°C

150

Zeit

Te
m

pe
ra

tu
r

𝜗 B1 5
B2 5

0 10 s 30
Zeit

B1 7
B2 7

0 10 s 30
Zeit

B1 9
B2 9

Abstand zur Bohrungswand a = 0,25 mm: 1

0 10 s 30
0

30
60
90
°C

150

Zeit

Te
m

pe
ra

tu
r

𝜗 C1 5
C2 5

0 10 s 30
Zeit

C1 7
C2 7

0 10 s 30
Zeit

C1 9
C2 9

Abbildung 5.5.: Vergleich der Temperaturverläufe der Applikationskonzepte
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5.4. Messung der Temperatur

Auffällig ist, dass Konzept 7 unabhängig vom radialen Abstand zur Bohrungs-
wand die niedrigsten Temperaturen aufweist. Bei einem Abstand von a = 0,25 mm
und a = 1 mm zeigt sich bei den Konzepten 5 und 9 nur ein geringer Unter-
schied in den maximal erfassten Temperaturen. Im Applikationskonzept 5 sind
bei einem Abstand von a = 0,5 mm höhere Temperaturen messbar im Vergleich
zum Konzept 9 . Jedoch weist Konzept 9 eine höhere Prozesssicherheit auf,
dank eines größeren Werkzeugdurchmessers von D𝐵 = 3 mm im Gegensatz zu
Konzept 5 mit D𝐵 = 1 mm. Zusätzlich treten bei a = 0,25 mm aufgrund der
geringen Ansprechzeit des Thermoelements mit D𝑇 𝐸 = 250 µm Anomalien in der
Temperaturmessung auf, welche mit der Rotationsfrequenz des BTA-Bohrkopfs
korrelieren und den Einfluss der Schneiden- und Führungsleistenposition auf
die Bohrungsrandzone verdeutlichen. Aufgrund dieser Resultate, der Prozesssi-
cherheit, dem Ansprechverhalten und den Maschinenanforderungen wurde das
Applikationskonzept 9 gewählt.

5.4.2. Verarbeitung der thermischen Strahlung

Während bei herkömmlicher Messung der Infrarotstrahlung (IR) der Emissions-
koeffizient (𝜀) der Oberfläche ermittelt werden muss, ist es mit Hilfe der faser-
optischen Quotientenpyrometrie möglich, Temperaturen von Oberflächen mit
niedrigen Emissionsgraden berührungslos zu bestimmen. Eine faseroptische Mes-
sung wurde entwickelt, um metallische Oberflächen mit eingeschränkter optischer
Erreichbarkeit und variierendem Emissionsgrad zu untersuchen. Die faseroptische
Temperaturerfassung ist mit sehr hoher zeitlicher (Abtastfrequenz F𝑎𝑏 = 100 kHz)
und örtlicher Auflösung an mechanisch oder thermisch belasteten sowie schwer
zugänglichen Stellen möglich [Lel07; MR01].
In Abbildung 5.6 ist der Aufbau einer faseroptischen Messeinrichtung abgebil-
det. Ein Lichtwellenleiter (LWL) leitet die Infrarotstrahlung in das Pyrometer.
Dort wird die Infrarotstrahlung mit einer Linse parallelisiert und die Farben
mit einem dichroitischen Spiegel aufgeteilt. Bandpassfilter filtern zwei Wellenlän-
genbereiche heraus. Diese werden auf zwei Fotodetektoren fokussiert, an denen
zwei Spannungen aufgebaut werden. Die Temperatur wird aus dem Verhältnis
der spektralen Strahlungsintensitäten (resultierenden Spannungen) der beiden
Wellenlängen berechnet.
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5. Mess- und Analysemethoden

Abbildung 5.6.: Schematischer Aufbau des Quotientenpyrometers [Lel07]

Die an den Detektoren entstehenden Spannungen U1 und U2 werden jeweils mit
einem Verstärkungsfaktor verrechnet und dann gespeichert. Zur Reduktion der
großen Datenmengen, durch die hohe Abtastfrequenz und zur Eliminierung von
Störsignalen während der Messung, wird ein Bandpassfilter auf die gemessenen
Spannungen angewendet. Dieses Vorgehen sorgt für die Entfernung sämtlicher
Messpunkte, deren Spannung innerhalb des Rauschpegels liegt aus dem erfassten
Datensatz, wodurch das Signal-zu-Rauschen-Verhältnis vergrößert wird. Das
Ergebnis ist in Abbildung 5.7 zu sehen.
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Abbildung 5.7.: Gefilterte Spannung aus beiden Messkanälen des Quotientenpy-
rometers
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5.4. Messung der Temperatur

Die mit Hilfe der Fotodetektoren aufgenommenen, gefilterten, analogen Span-
nungen werden um die am Zwei-Farben-Quotientenpyrometer eingestellten Ver-
stärkungsfaktoren (𝐺𝑖) und dem detektierten Systemrauschen (𝑧𝑖) der beiden
Messkanäle mit der Gleichung 5.1 bereinigt.

𝑈clear,𝑖 = 𝑈𝑖 − 𝑧𝑖
𝐺𝑖

(5.1)

Anschließend erfolgt die Temperaturberechnung unter Verwendung der Glei-
chung 5.2. Die bereinigten Spannungen (Uclear𝑖) beider Messkanäle werden unter
Berücksichtigung der Faktoren des Dämpfungspolynoms (𝑝𝑗) des verwendeten
Lichtwellenleiters dividiert, um die Temperatur an der Messstelle zu erhalten.

𝜗𝐿𝑊𝐿 =
5

∑
𝑗=0

𝑝𝑗 ⋅ (
𝑈clear,1

𝑈clear,2
)

𝑗

(5.2)

Der theoretische Messfehler der Absoluttemperatur wird vom Hersteller für
die meisten Oberflächen mit < 5 angegeben. Für polierte Oberflächen kann die
Ungenauigkeit, laut Hersteller, höher sein. Da in den Versuchen ein Kontakt
zwischen der Außenschneide und der Faser besteht, kann eine absolute Messunsi-
cherheit von unter 5 angenommen werden [Lel07].
Die relative Temperaturgenauigkeit bzw. die Temperaturauflösung ist von den
eingestellten Verstärkungsfaktoren, dem Durchmesser des LWL und dem Signal-
zu-Rauschen-Verhältnis abhängig. Mit dem verwendetem Faserdurchmesser
D𝐿𝑊𝐿 = 330 µm, den eingestellten Verstärkungsfaktoren G1 = 1E8 und G2 = 1E7
und dem Einsatz des Bandpassfilters kann von einer Temperaturauflösung
T < 10 K für niedrige Temperaturen 𝜗 < 400 °C und T < 1 K für Tempera-
turen ab 𝜗 > 600 °C ausgegangen werden [Lel07; MR01].

Nach der Umrechnung wird die Messzeit mithilfe des Zusammenhangs von
Schnittgeschwindigkeit und Bohrkopfdurchmesser in Rotationen des Bohrkopfes
transformiert. Hierdurch lassen sich die wiederkehrenden Überläufe der Außen-
schneide identifizieren, sowie Messsignale die zwischen zwei Außenschneidenüber-
läufen aufgenommen wurden. Aus den Überlegungen ergibt sich die Darstellung
in Abbildung 5.8 für die Auswertung der Wärmestrahlung in der Kontaktzone.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: 42CrMo4
Vorschub: f = 0,3 mm Beschichtung: TiN
Volumenstrom : ̇𝑉 = 300 L/min KSS: RMO TC 22

1

0

200

400

600

°C

1.000

0 5 10
Werkzeugumdrehungen

Te
m

pe
ra

tu
r

𝜗 L
W

L

1

0
200
400
600
°C

1.000

Außenschneide

Te
m

pe
ra

tu
r

𝜗 L
W

L

1. Führungsleiste

Abbildung 5.8.: Darstellung der Temperaturen in der Kontaktzone als Übersicht
und Detailansicht

Die erste Gruppe an Messpunkten resultiert aus dem Erstkontakt mit der Au-
ßenschneide. Es ist der Start des Betrachtungszeitraums bzw. Umdrehung Nr. 0.
Die periodisch auftretenden Messungen resultieren jeweils von einem Außenschnei-
denüberlauf. Messungen die ungefähr bei einer Viertel- oder halben Umdrehung
ermittelt werden, resultieren von einem Überlauf der ersten beziehungsweise zwei-
ten Führungsleiste. Aufgrund des Abstands zwischen den Führungsleisten und
der äußeren Schneide (wie im Kapitel 2.3.2 dargelegt) können die Temperaturen
der Führungsleiste erst nach einer definierten Anzahl von Werkzeugumdrehungen,
abhängig vom Vorschub, ermittelt werden.
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5.5. Metallographische Untersuchung der Bohrproben

Die Mikrostruktur der Bohrungsrandzonen ist zentraler Bestandteil der Surface
Integrity (SI). Zur Analyse der Struktur müssen kleine Proben aus den Bohrpro-
ben herausgetrennt, warm eingebettet, präpariert und geätzt werden. Der Ablauf
des Präparationsprozesses mit den dazugehörigen Geräten ist in Abbildung 5.9
dargestellt. Die Proben wurden in Schnitt- und Vorschubrichtung eingebettet.

(a) Struers Cito
Press -10

(b) Struers Tegramin
25

(c) Zeiss Axio Imager
M1m

(d) Shimadzu HMV-
G21 FA

Abbildung 5.9.: Prinzipieller Ablauf des Präparationsprozesses der Bohrproben
für beide Werkstoffe

Mit dem Mikrohärteprüfsystem (Abbildung 5.9d) wurden die Bohrproben
im Bereich der Randzone teilautomatisiert nach Vickers HV0,01 vermessen.
Der Ablauf für das Schleifen, Polieren und Ätzen ist für beide Werkstoffe in
Tabelle 5.1 zusammengefasst.

Tabelle 5.1.: Schleif- und Polierstufen der Bohrproben

Schritt 42CrMo4+QT X2CrNi18-9
Schleifen SiC-Folie, Körnung 360, 520, 800, 1.200 µm
Polieren Diamantsuspension, Körnung 9, 6, 3, 1 µm
Ätzen Nitallösung V2A-Beize

5.6. Eigenspannungsmessung mittels Röntgenbeugung

Neben Mikrostruktur und -härte sind die Eigenspannungen ebenfalls wichtiger
Bestandteil der Surface Integrity (SI). Eigenspannungen sind, im Gegensatz zu
Lastspannungen, diejenigen Spannungen, die in einem Bauteil auftreten, ohne
dass äußere Kräfte, Momente oder Temperaturgradienten anliegen. Nach Rech
et al. können Eigenspannungen in der Zerspanung immer auf einen der folgenden
vier Mechanismen zurückgeführt werden [RHV08]:
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• Plastische Verformung durch mechanische Belastung: Die äußere Eigen-
spannung ist eine Druckspannung, da die Oberflächenschicht durch eine
mechanische Einwirkung verdichtet wird. Es gibt keine (oder nur sehr
begrenzte) Erwärmungseffekte.

• Plastische Verformung durch thermische Belastung (ohne Phasenumwand-
lung): Die äußere Eigenspannung ist eine Zugspannung, weil sich die Ober-
fläche bei der Erwärmung stark ausdehnt, während der Untergrund dies
nicht tut. Die Oberfläche wird durch Druck plastisch verformt. Beim Ab-
kühlen strebt die Oberfläche danach, ihre ursprüngliche Gestalt wieder
anzunehmen, was aufgrund der plastischen Verformung nicht mehr möglich
ist. Daraus resultiert ein Zugspannungszustand.

• Plastische Verformung durch Phasenumwandlungen: Die Eigenspannung
kann durch eine Volumenänderung aufgrund einer Phasenumwandlung
verursacht werden. Wenn die Phasenumwandlung zu einer Volumenverrin-
gerung führt (z. B. die Umwandlung von Martensit in Austenit), zieht sich
die Oberflächenschicht zusammen, das darunterliegende Grundmaterial
widersetzt sich dieser Entwicklung. Das Ergebnis ist, dass die Oberflä-
chenschicht unter Spannung steht, während die darunterliegende Schicht
unter Druck steht. Wenn die Phasenumwandlung zu einer Volumenver-
größerung führt (z. B. die Umwandlung von Austenit in Martensit), wird
die Eigenspannung auf Kompression beruhen. Dies ist bei konventionellen
Wärmebehandlungen von Stahl der Fall. Ebenso verhält es sich beim Ni-
trieren oder Einsatzhärten, bei denen die Volumenzunahme durch Diffusion
verursacht wird.

• Thermisch-plastische Verformung: In der Praxis tritt eine Kombination
der vorgenannten Mechanismen auf, die entweder zu größeren Druck- oder
Zugbeanspruchungen führt.

Die Verfahren zur Messung von Eigenspannungen lassen sich in zerstörende,
teilzerstörende und zerstörungsfreie Methoden unterteilen. Aufgrund des rela-
tiv geringen Aufwands werden Eigenspannungen häufig über die zerstörende
Bohrloch-Methode bestimmt. Hierbei werden DMS rosettenförmig auf dem
zu messenden Bauteil appliziert. Durch sukzessives Einbringen einer Bohrung
werden partielle Dehnungen ausgelöst, die durch die DMS registriert und in
Eigenspannungen umgerechnet werden [JK12]. Zur Messung der Eigenspan-
nungen in den BTA-Tiefgebohrten Proben wird die Röntgenbeugung (englisch:
X-Ray-Diffraction XRD) eingesetzt. Das Verfahren beruht auf der Beugung
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von Röntgenstrahlen am Atomgitter nach Bragg. Wird die emittierte Rönt-
genstrahlung mit einer Wellenlänge (𝜆) unter einem Braggwinkel (𝛳) (auch
Glanzwinkel genannt) auf ein Kristallgitter gelenkt, so wird dieses mit einer
bestimmten Intensität und dem doppelten Braggwinkel 2𝛳 gebeugt. Die durch
konstruktive Interferenzen und Beugung reflektierte Strahlung kann über einen
Detektor erfasst und hierüber der Abstand der Gitterebenen bestimmt werden.
Sollte das Kristallgitter durch Eigenspannungen belastet sein, ändert sich der
Abstand der Gitterebenen. Mithilfe von Elastizitätskonstanten lässt sich der
Eigenspannungszustand errechnen. Durch die Änderung der Kippwinkel von
Probe und/oder Röntgenröhre und Detektor, lassen sich Eigenspannungen in
verschiedenen Orientierungen ermitteln.
In Abbildung 5.10 ist die Eigenspannungsmessung der BTA gebohrten Proben
auf dem Bruker D8 Discover der Bruker Corp. Billerica, MA, USA gezeigt.
Prinzipiell ist XRD ein zerstörungsfreies Prüfverfahren. Aufgrund der Gefahr
durch die Röntgenstrahlung ist der Bauraum der Messgeräte häufig begrenzt,
sodass große Bauteile zerteilt werden müssen. Je nach Bohrungsdurchmesser
und Glanzwinkel müssen die Proben ebenfalls in Segmente geteilt werden, damit
die Bohrungsrandzone analysiert werden kann. In diesem Fall mussten Ringe
mit einer Länge l = 50 mm aus den BTA-Proben entnommen werden. Durch die
relativ große Bohrung war es möglich die Bohrungsoberfläche zu analysieren,
ohne die Ringe längs aufzutrennen.

Abbildung 5.10.: Messaufbau mit ringförmiger Probe auf dem Bruker D8 Discover

Das dargestellte Diffraktometer arbeitet nach der sin2(𝜓)-Methode. Der Name
leitet sich von der Größe der Iterationen ab, in welchen die Netzebenenabstände
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erfasst werden. Messungen können, je nach Größe des Messpunkts, wenige Minu-
ten bis mehrere Stunden benötigen.
Eine neuere Methode, die jedoch weniger etabliert ist, ist die cos(𝛼)-Methode.
Hiermit kann flexibler, ohne Umhausung, und schneller (t ≈ 60 s in ferritischem
Gefüge) die Eigenspannung gemessen werden. Dies gilt ebenfalls für eine Messung
eines Tiefenverlaufes der Eigenspannungen. Für diese Untersuchung muss die
Probe längs getrennt und nach jedem Messpunkt elektropoliert werden, damit
ein neuer Bereich der Randzone zugänglich ist. Durch dieses Vorgehen steigt der
zeitliche und technische Aufwand der Untersuchung.
Die Eigenspannungsmessung mittels XRD wird aufgrund der zuvor beschrie-
benen Umstände als teilzerstörende für BTA-Tiefgebohrte Bauteile eingestuft.
Jedoch kann auf Grundlage der metallurgischen Analysen und XRD-Messungen
ein zerstörungsfreies Prüfverfahren qualifiziert werden, was im nächsten Kapitel
beschrieben wird.

5.7. Zerstörungsfreie Analyse der Surface Integrity

Für die zerstörungsfreie Analyse der SI wird ein mikro-magnetisches Verfahren
eingesetzt. Das magnetische Barkhausenrauschen MBR ist eine zerstörungsfreie
Prüfmethode, die zur schnellen und zuverlässigen Charakterisierung ferromagne-
tischer Werkstoffe eingesetzt werden kann, zum Beispiel zur Untersuchung der
Härte von Eigenspannungen oder Gefügeveränderungen. Pro Messpunkt beträgt
die Messzeit mit dem MBR nur wenige Sekunden und bietet damit Potential
für die Analyse der Bohrungsrandzone auf der Maschine (off-process) oder für
eine Prozessregelung (in-process). Durch den Bohrungsdurchmesser D𝐵 = 60 mm
konnte der MBR-Prüfkopf FracDim vom Fraunhofer IKTS, Dresden mit einer
Vorrichtung genutzt werden, wie in Abbildung 5.11a gezeigt wird. Mit dem
Messaufbau war es möglich die SI der Proben in Schnitt- und Vorschubrichtung
zu analysieren.
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(a) Messaufbau der MBR-Messungen
B

H

(b) Magentische Hysteresekurve (c) Aufbau eines MBR-Sensors

Abbildung 5.11.: Überblick der MBR-Messung der BTA-Proben

Das allgemeine Prinzip der MBR-Methode besteht in der Analyse der in-
stationären Änderung der Größe und Ausrichtung magnetischer Domänen in
einem Material, die sich aus einer Variation des angelegten Magnetfeldes ergibt
(Abbildung 5.11c). Wenn eine periodisch wechselnde äußere Magnetisierungskraft
auf ein ferromagnetisches Material einwirkt, bewegen sich die Blochwände, die
diese magnetischen Domänen voneinander trennen, diskontinuierlich. Diese sog.
Blochwandsprünge treten stochastisch verteilt auf, dadurch ist das induzierte
Spannungssignal ein Rauschsignal, das magnetische Barkhausenrauschen (vgl.
Abbildung 5.11b).
Die Intensität dieser Bewegung der Blochwände erreicht ihr Maximum (M𝑀𝐴𝑋),
wenn die Koerzitivfeldstärke (H𝐶) angelegt wird. Die Koerzitivfeldstärke ist die
Feldstärke, um einen ferromagnetischen Werkstoff vollständig zu entmagnetisie-
ren. Sie ist charakteristisch für ein Material und wird von mikrostrukturellen
Eigenschaften wie Versetzungsdichte, Einschlüssen und anderen Gitterfehlern
sowie von der Magnetostriktion beeinflusst [Sch+12]. Dieser Zustand ist in
Abbildung 5.12a schematisch dargestellt.
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Abbildung 5.12.: Einfluss der SI auf das MBR nach [Alt90; Sch+12]

Aus der Abbildung wird deutlich, dass das MBR, bzw. M𝑀𝐴𝑋 von mehreren
Teilaspekten der SI beeinflusst wird. So wird aus der M𝑀𝐴𝑋-Amplitude z.B. nicht
deutlich, ob es sich um einen harten Werkstoff mit Zugeigenspannungen, oder
einen weichen Werkstoff mit Druckeigenspannungen handelt. Hieraus folgt, das
eine Effektseparierung erfolgen muss, um mit dem MBR Aussagen über die SI der
BTA-gebohrten Proben treffen zu können. Um die einzelnen Effekte zu ermitteln
und anschließend mit den M𝑀𝐴𝑋-Amplituden zu korrelieren, werden die zuvor
besprochenen zerstörenden und teilzerstörenden Prüfverfahren eingesetzt.
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5.8. Messung der Oberflächenrauheit

5.8. Messung der Oberflächenrauheit

Für die taktilen Messungen kam das stationäre Rauheitsmessgerät MahrSurf
XR20 der Firma Mahr GmbH (Göttingen) zum Einsatz, siehe Abbildung 5.13a.
Dabei wurden der Mittenrauwert (Ra) die Rautiefe (Rz) nach DIN EN ISO 4287
bestimmt. Die Grenzwellenlänge (𝜆𝑐) wurde entsprechend dem Vorschub nach
DIN EN ISO 4288 gewählt.

(a) MarSurf XR20 (b) Aufbau und Messpositionen

Abbildung 5.13.: Aufbau der taktilen Rauheitsmessung der BTA-Proben

Die Oberflächenrauheit der BTA-Proben wird auf beiden Seiten in zwei Tiefen
und in jedem Quadranten gemessen. Die deutlich kürzeren Ringproben aus dem
Analogieversuchen werden analog in jedem Quadranten vermessen.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Aus den früheren Untersuchungen, die in Kapitel 2.3.2 beschrieben werden,
wird deutlich, dass der endgültige Zustand der Bohrungsoberfläche sowie der
Bohrungsrandzone durch den Einfluss der Außenschneide und der Führungsleisten
entsteht. Die Konditionierungseffekte der Außenschneide wurden bisher nur im
Bereich des Führungsleistenrückstands (vgl. Abbildung 2.13) untersucht, wie
z.B. von [RS87]. Dieser Bereich ist zu klein für umfangreiche Messungen der
Oberfläche und der Randzone. Des Weiteren kann der Effekt der Rundschlifffase
nicht von dem Effekt der Führungsleisten unterschieden werden. Aus diesem
Grund wurden Analogieversuche mit einem BTA-Bohrkopf ohne Führungsleisten
auf dem Bearbeitungszentrum INDEX G250 (Kapitel 4.2.2) durchgeführt.

6.1. Analogieversuchsstand auf der INDEX G250

Abbildung 6.1 zeigt den Aufbau im Arbeitsraum der INDEX G250 sowie das
eingesetzte Werkzeug ohne Führungsleisten. Ohne den selbstführenden Effekt
durch die Führungsleisten kann der Prozess nicht sicher und reproduzierbar
durchgeführt werden. Um den BTA-Bohrkopf ohne Führungsleisten einsetzen
zu können, müssen bestimmte Randbedingungen erfüllt sein. Durch den kurzen
Aufbau aus Bohrhalter und BTA-Adapter ist das System weniger schwingungsan-
fällig und bietet eine ausreichende Steifigkeit, um die entstehenden Prozesskräfte
bei isolierter Verwendung der Außenschneide aufzunehmen.

Probe vorgebohrt
auf Db = 25 mm

Mb

Fz

Fx

Ringprobe
Db = 60 mm

(a) Arbeitsraum der INDEX G250

Bohrhalter BTA-Adapter BTA-Kopf

(b) BTA-WKZ ohne Führungsleisten

Abbildung 6.1.: Versuchsaufbau der Analogieversuche
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Da die Spanabfuhr durch den Bohrkopf und den Adapter nicht möglich ist, wur-
de die Probe auf einen Innendurchmesser D𝐵 = 25 mm vorgebohrt und direkt vor
dem Versuch D𝐼 = 55 mm aufgefräst, um die Menge der entstehenden Späne zu
reduzieren. Dies resultierte in einer Schnitttiefe für die Versuche von a𝑝 = 2,5 mm.
Nach dem Versuch fährt die Gegenspindel mit der Probe zur Hauptspindel. Dort
wird der gebohrte Bereich von der Hauptspindel gespannt und abgestochen.
Die entstehende Ringprobe hat einen Außendurchmesser D𝐴 = 79 mm, einen
endgültigen Bohrungsdurchmesser D𝐵 = 60 mm und eine Dicke s = 10 mm.

6.1.1. Messung der Antriebsmomente mit der Tracefunktion

Um die Prozesskräfte zu ermitteln, werden die Drehmomente an den Antrie-
ben (Spindeln) von drei Achsen gemessen. Dies ist mit der in der Siemens
Sinumerik 840Di CNC-Steuerung implementierten Trace-Funktion möglich. Die
Trace-Funktion kann Servo- und Antriebssignale der Maschine während der
Bearbeitung aufzeichnen, wobei bis zu vier Signale gleichzeitig mit einem Puffer
für je 2048 Werte aufgezeichnet werden können. Aufgrund der Prozessstellgrö-
ßenvariationen variiert die Versuchszeit und damit die Messzeit der einzelnen
Versuche. Die längste Zeit bei den niedrigsten Prozessstellgrößen (v𝑐 = 60 m/min;
f = 0,15 mm) beträgt t = 18,22 s, während die kürzeste Versuchszeit bei den
höchsten Prozessstellgrößen (v𝑐 = 100 m/min; f = 0,3 mm) t = 5,46 s beträgt.
Aufgrund der maximalen Anzahl von Werten pro Puffer berechnet die Funktion
eine Abtastrate entsprechend der Messzeit. Die linearen Bewegungen in X- und
Z-Richtung am Revolver werden durch Servomotoren erzeugt, die an einen Kugel-
gewindetrieb angeschlossen sind. In jedem Versuch wurden die Drehmomente an
folgenden Antrieben aufgezeichnet und in die entsprechende Kraft umgerechnet:

• Gegenspindel:
Bohrmoment (M𝐵) → M𝐵 = Fc × DB

2
⇒ Schnittkraft (F𝑐)

• Z-Achse:
Antriebsmoment Z-Achse (M𝑍) → FZ ⇒ Vorschubkraft (F𝑓)

• X-Achse:
Antriebsmoment X-Achse (M𝑋)→ FX ⇒ Passivkraft (F𝑝)

Die gemessenen Drehmomente an den Antrieben der X- und Z-Achse werden
durch die Kugelgewindetriebe in Linearbewegungen mit korrespondierenden Kräf-
ten übersetzt. Mit Gleichung 6.1 lassen sich die Momente in die resultierenden
Kräfte umrechnen.
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6.1. Analogieversuchsstand auf der INDEX G250

𝐹𝑝,𝑓 = 𝐹𝑋,𝑍 =
2 × 𝜋 × 𝜂 × 𝑀𝑋,𝑍

Ph × 10−3 (6.1)

Dabei ist 𝜂 der Wirkungsgrad und Ph die Steigung des jeweiligen Kugelgewinde-
triebs. Die Werte sind in Tabelle 6.1 angegeben.

Tabelle 6.1.: Parameter der Kugelgewindetriebe

Achse X-Achse Z-Achse
Wirkungsgrad (𝜂) 0,855 0,940
Steigung (Ph) 10 mm 20 mm

In Abbildung 6.2 sind die gemessenen Drehmomente und berechneten Kräfte
von zwei Versuchen gegenübergestellt. Die beiden Versuche sind Beispiele für die
beiden häufigsten Messverläufe während der Experimente.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN
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Abbildung 6.2.: Umrechnung der aufgenommenen Momente der Achsantriebe
in die Prozesskräfte für einen Versuch ohne und mit Späne-
stau(rechts)

Der Versuch mit der niedrigeren Prozessstellgrößenkombination zeigt einen
Messverlauf ohne Spänestau. Zu Beginn der Messung sind die Drehmomente im
Freilauf, ohne Last, zu sehen. Für die Berechnung der Kräfte wird das Drehmo-
ment im Freilauf vom Drehmoment subtrahiert. Im Vergleich zum Bohrmoment
an der Gegenspindel sind die Drehmomente an den Achsantrieben deutlich gerin-
ger. Während des Versuchs erreichen alle Messschriebe ein konstantes Plateau,
hier werden die Kräfte ermittelt. Die mittlere Schnittkraft beträgt F𝑐 = 756 N.
Die Schnittkraft ist nur geringfügig größer als die mittlere Passivkraft F𝑝 = 669 N.
Die durchschnittliche Kraft in Vorschubrichtung beträgt F𝑓 = 220 N und ist
trotz des größeren Drehmoments geringer als F𝑝. Durch die unterschiedlichen
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6.1. Analogieversuchsstand auf der INDEX G250

Steigungen und Wirkungsgrade der Kugelgewindetriebe (vgl. Tabelle 6.1) ist das
Niveau der Drehmomente nicht identisch mit dem der Kräfte.
Der Versuch mit den höheren Stellgrößen zeigt einen Messverlauf mit Spänestau.
Während der Bearbeitung sammeln sich die Späne im Spanmaul des BTA-Kopfs
und in der zuvor bearbeiteten Bohrung. Bei dem gezeigten Versuch drückt der
Bohrkopf die Späne zusammen, was zu steigendem Bohrmoment und signifikant
höheren Kräften in Vorschub- bzw. Z-Richtung führt. Die Schnittkraft erhöht sich
nach Erreichen des Plateaus von F𝑐 = 998 N um mehr als 50 % auf F𝑐 = 1.539 N.
Die Kraft in Vorschubrichtung erreicht ein Maximum von F𝑓 = 2.760 N und
übertrifft die Schnittkraft. Dies entspricht einem Anstieg von etwa 1000 % ge-
genüber dem Plateauwert von F𝑓 = 270 N. Aufgrund der Kompression der Späne
zeigt die Passivkraft einen unstetigen Verlauf und eine große Streuung. In der
weiteren Auswertung wird bei einem Spänestau ein Durchschnittswert aus dem
Plateau, in diesem Fall bei t = 3…5 s, gebildet.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

6.2. Analyse der Kräfte und Momente

Auf Basis der im Vorhinein gezeigten Ermittlung und Umrechnung der Pro-
zesskräfte erfolgt die Durchführung der Experimente. Dabei werden die beiden
Werkstoffe 42CrMo4 und X2CrNi18-9 (Kapitel 4.1) und verschiedene Schnei-
denausführungen (vgl. Tabelle 4.6) mit unterschiedlichen Prozessstellgrößen
eingesetzt.

6.2.1. Einfluss der Prozessstellgrößen

Abbildung 6.3 zeigt die Prozesskräfte in Abhängigkeit der gewählten Stellgrößen.
In jedem Versuch ist die Schnittkraft (F𝑐) die höchste Kraft und die Vorschubkraft
(F𝑓) ist im Durchschnitt die niedrigste Kraft.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN
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Abbildung 6.3.: Einfluss der Prozessstellgrößen auf die Kräfte

Die Passivkraft ist stets deutlich größer als die Vorschubkraft. Bei konven-
tionellen Drehprozessen übersteigt die Passivkraft die Vorschubkraft, wenn
der Einstellwinkel (𝜅) des Werkzeugs kleiner als 𝜅 < 90° oder die Schnitt-
tiefe a𝑝 < 0,75×r𝑐 ist [Klo18]. Der Eckenradius (r𝑐) der Schneidplatte misst
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6.2. Analyse der Kräfte und Momente

r𝑐 = 0,8 mm, während die Schnitttiefe in allen Versuchen a𝑝 = 2,5 mm beträgt.
Der Schneidkantenwinkel des Werkzeugs ist 𝜅 = 72° und damit deutlich geringer
als 90°, wie in Abbildung 2.13 angedeutet ist. Der Einstellwinkel bestimmt den
Anteil des Kraftvektors in Passiv- und Vorschubrichtung. Darüber hinaus steht
die Rundschlifffase (vgl. Abb 2.3b) dauerhaft in Kontakt mit der Bohrungs-
oberfläche. Mit steigendem Bohrweg vergrößert sich die Kontaktfläche stetig,
in Abhängigkeit des Vorschubs. Durch diese beiden Umstände kann die hohe
Passivkraft erklärt werden.
Eine Steigerung des Vorschubs sorgt für eine Erhöhung der Kräfte. Eine Ver-
dopplung des Vorschubs f = 0,15→0,3 mm resultiert in einer Erhöhung der
Schnittkraft um F𝑐∼+70 %, die Passivkraft und die Vorschubkraft steigen da-
bei um F𝑓∼+20 %. Durch eine Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit entstehen
häufig höhere Temperaturen in der Wirkzone, welche aufgrund der thermischen
Entfestigung oft zu geringeren Schnittkräften führen. Mit diesem Effekt lässt
sich der geringe Abfall der Kräfte bei Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit
(v𝑐 = 60→100 m/min) erklären (F𝑐∼−7 %, F𝑝∼−15 %, F𝑓∼−20 %). Eine Aus-
nahme bildet die Passivkraft bei dem Vorschub f = 0,15 mm.

6.2.2. Einfluss des Versuchswerkstoffs und der Schneidenausführung

Während der Analogieversuche werden pro Werkstoff drei Schneidenausführungen
eingesetzt (vgl. Tabelle 4.6). Die unbeschichtete (Unb.) und die schliffscharfe
(Scharf) Ausführung werden in beiden Werkstoffen eingesetzt, während die
AlTiN-Beschichtung im austenitischen Werkstoff und die TiN-Beschichtung im
Vergütungsstahl eingesetzt werden. Abbildung 6.4 stellt die Schneiden in den
jeweiligen Werkstoffen gegenüber. Es wurde der Parametersatz gewählt, der in
beiden Werkstoffen getestet wird.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Schnittgeschw.: v𝑐 = 100 m/min Werkstoff: var.
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Ausführung: var.

Abbildung 6.4.: Prozesskräfte der unterschiedlichen Schneidenausführungen in
beiden Versuchswerkstoffen

Innerhalb der Werkstoffgruppen gibt es keine signifikanten Kraftunterschiede
zwischen den Schneidenausführungen. Lediglich bei einzelnen Kraftkomponenten
kommt es zu Unterschieden. Der größte Unterschied im austenitischen Werkstoff
besteht zwischen der unbeschichteten und der schliffscharfen Schneide bei der
Vorschubkraft. Bei Einsatz der schliffscharfen Schneide wird eine Erhöhung um
F𝑓∼+20 % festgestellt, gleichzeitig sind die Passivkraft und Schnittkraft nahezu
identisch. Der deutlichste Unterschied im Vergütungsstahl besteht zwischen der
unbeschichteten und der TiN-Schneide. Mit der TiN-Schneide wird eine um
F𝑝∼+15 % erhöhte Passivkraft gemessen. Die insignifikanten Unterschiede zwi-
schen den Schneiden innerhalb der Werkstoffe kann zum Teil mit der geringen
Versuchszeit erklärt werden. Durch den geringen Bohrweg l𝐵 = 10 mm können
Verschleißeinflüsse ausgeschlossen werden.
Werkstoffübergreifend besteht der größte relative Unterschied in der Vorschub-
kraft. Im Mittel ist die Vorschubkraft in X2CrNI18-9 um F𝑓∼+17,5 % höher als
in 42CrMo4+QT. Die Passivkraft ist um F𝑝∼+5 % höher und die Schnittkraft

80



6.2. Analyse der Kräfte und Momente

ist im Durchschnitt identisch beim Vergleich der Werkstoffe. Der austenitische
Werkstoff weist eine geringere Dehngrenze, Zugfestigkeit und Härte auf. Vor
dem Hintergrund sind die leicht erhöhten Prozesskräfte im Vergleich zum Vergü-
tungsstahl nicht direkt plausibel. Die deutlich höhere Bruchdehnung gibt einen
Hinweis auf die höhere Duktilität des Edelstahls. Gleichzeit ist der austenitische
Werkstoff für adhäsives Verhalten und hohe Reibwerte bekannt (vgl. Tabelle 2.2).
Da während der Versuche ein Kontakt zwischen Bohrungswand und Rundschliff-
fase besteht, entstehen dort erhöhte Reibkräfte in Vorschub- und Schnittrichtung.
Des Weiteren können Materialaufschmierungen auf der Nebenfreifläche oder an
der Rundschlifffase zu einer Verdickung führen, womit die höhere Passivkraft zu
erklären ist.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

6.3. Analyse der Oberflächenrauheit

Der Vergleich der Rautiefenmessung der Bohrungsoberflächen ist in Abbil-
dung 6.5 dargestellt. Jedes Diagramm fasst die Messungen der Proben aus
einem Werkstoff zusammen. Jeder Werkstoff wird mit unterschiedlichen Prozess-
stellgrößen und Werkzeugausführungen bearbeitet. Sowohl die schliffscharfen, als
auch die unbeschichteten Außenschneiden werden in beiden Werkstoffen einge-
setzt. Des Weiteren wird dem Werkstoff entsprechend jeweils eine beschichtete
Außenschneide eingesetzt. In dem Vergütungsstahl kommt eine Beschichtung
aus Titannitrid (TiN) zum Einsatz. Die Außenschneide für den austenitischen
Werkstoff ist mit Aluminium-Titan-Nitrid (AlTiN) beschichtet (vgl. Tabelle 4.6).

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: var.
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: var.
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Abbildung 6.5.: Ergebnisse der Rautiefenmessung der Analogieversuche

Ein signifikanter Einfluss der Prozessstellgrößen kann für keinen Werkstoff und
keine Schneidenausführung ermittelt werden. So werden für den Vergütungsstahl
die beiden geringsten Rautiefen Rz = 2,2 µm mit der schliffscharfen Außenschnei-
de bei v𝑐 = 80 m/min und f = 0,3 mm sowie Rz = 4,1 µm bei v𝑐 = 100 m/min
und f = 0,3 mm gemessen. Bei der zweiten Prozessstellgrößenkombination konnte
mit allen Schneidenausführungen sehr geringe Rautiefen ermittelt werden. Bei
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6.3. Analyse der Oberflächenrauheit

X2CrNi18-9 sind die beiden geringsten Rautiefen jeweils Rz = 6,6 µm mit der
BX(AlTiN)-beschichteten Schneide ebenfalls bei v𝑐 = 80 m/min und f = 0,3 mm
und bei v𝑐 = 100 m/min und f = 0,3 mm gemessen worden.
Dem Vorschub und dem Eckenradius wird in der Literatur ein signifikanter
Einfluss auf die Rauheit von gedrehten Oberflächen zugerechnet [Klo18]. In
diesen Untersuchungen konnten diese Einflüsse nicht bestätigt werden. Die Mes-
sungen deuten darauf hin, dass die Außenschneide eine relativ gleichmäßige
Oberfläche erzeugt. Es ist wahrscheinlich, dass die Rundschlifffase eine glät-
tende Wirkung auf die Oberfläche der Bohrungswand hat, ähnlich wie eine
Wiper-Wendeschneidplatte oder eine Führungsleiste, wodurch der Einfluss des
Vorschubs und des Eckenradius reduziert wird.
Wie in Kapitel 2.1 beschrieben, gibt die VDI-Richtlinie 3210 für das BTA-
Tiefbohren mit Vollbohrwerkzeugen erreichbare Bohrungsrautiefe von Rz = 16–5 µm
an [VDI13b]. Alle untersuchten Proben erfüllen diese Richtlinie oder weisen teil-
weise sogar geringere Rautiefen als der geringste Richtwert auf. In den Proben
aus 42CrMo4+QT werden die geringsten und die höchsten Rautiefen gemessen.
Aufgrund dieser gegensätzlichen Ergebnisse kann kein signifikanter Einfluss des
Versuchswerkstoffs auf die Oberflächenrauheit in den Analogieversuchen festge-
stellt werden.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

Abbildung 6.6 zeigt die Schliffbilder der 42CrMo4-Proben in Schnitt- und
Vorschubrichtung. Das feine Vergütungsgefüge ist in beiden Richtungen gut zu
erkennen. Die Schliffe zeigen, dass sich während der Zerspanung, abhängig von
der Wahl der Zerspanungsparameter weiße Ätzschichten, sog. White Etching
Layer (WEL), mit einer Dicke von bis zu ca. s𝑊𝐸𝐿 ≈ 10 µm in der Bohrungs-
randzone bilden.
Aus der Beobachtung der WEL in den Proben lässt sich schließen, dass sich beim
BTA-Tiefbohren WEL bereits während des Schneideneingriffs bilden können be-
vor die Führungsleisten des Werkzeugs die bearbeitete Oberfläche und Randzone
konditionieren.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN

Vorschub f in mm

Sc
hn

itt
ge

sc
hw

in
di

gk
ei

t v
c

in
 m

/m
in

WEL ↑

↑ WEL

←
vc
←
vc20µm←

f

WEL↑ WEL↑

WEL↑WEL↑

WEL↑ ↑ WEL

0,150 0,225 0,300 0,150 0,225 0,300

60
80

10
0

Abbildung 6.6.: Randzonen der Analogieproben aus 42CrMo4 in Vorschubrich-
tung und Schnittrichtung

Die WEL sind unabhängig von der Schnittgeschwindigkeit bei den höheren
Vorschüben aufgetreten. Bei erhöhten Vorschüben wirken höhere Schnittkraft
und Passivkraft auf die Bohrungsoberfläche. Ein quantitativer Zusammenhang
zwischen der Dicke des WEL und dem Vorschub bzw. der Kräfte kann nicht
festgestellt werden.
Auffällig ist, dass die WEL deutlich besser in Vorschub-, als in Schnittrichtung
detektiert werden können. Von sechs detektierten WEL in Vorschubrichtung
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6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

konnten nur zwei in Schnittrichtung nachgewiesen werden. Neben der Entstehung
scheint auch die Ausbildung der WEL durch den Vorschub beeinflusst zu werden.
Abbildung 6.7 gibt weitere Hinweise auf den Einfluss des Vorschubs auf die
Bildung der WEL. Über den gesamten Weg in Vorschubrichtung ist ein fragmen-
tarischer WEL zu erkennen.

Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,225 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN

1 mm

50µm
0,225 mm

Abbildung 6.7.: Schliff in Vorschubrichtung über den gesamten Bohrweg einer
Probe aus 42CrMo4+QT

In der Vergrößerung wird deutlich, dass die Bereiche mit WEL im Abstand des
Vorschubs auftreten. Die Bildung der weißen Schicht ist scheinbar auf einen klei-
nen Bereich an der Nebenschneide oder Rundschlifffase begrenzt. Dieser Bereich
wandert während des Prozesses, durch den kontinuierlichen Vorschub helixförmig
über die Bohrungswand. Die Schliffe der höchsten Stellgrößenkombination haben
in beiden Richtungen durchgehende WEL gezeigt. Der Bereich, in dem sich der
WEL an der Schneide bildet, kann demnach größer als der Vorschub werden.

In Abbildung 6.8 sind die Schliffbilder in Schnitt- und Vorschubrichtung des
austenitischen Werkstoffs X2CrNi18-9 gezeigt. Im Gegensatz zu den Vergütungs-
stahlproben ist die deutlichste Beeinflussung der Randzone in Schnittrichtung
zu sehen. In Vorschubrichtung ist das charakteristische Austenitgefüge mit den
Zwillingskorngrenzen (vgl. Abb. 4.1b) deutlich sichtbar. Teilweise sind in dieser
Ansicht dunkle Bereiche, in denen sich Gleitlinien bilden, in der Randzone vor-
handen. Die länglichen dunklen Bereiche z.B. bei v𝑐 = 80 m/min und f = 0,2 mm
können als Seigerungen/Einschlüsse im Gefüge identifiziert werden. In Schnitt-
richtung sind die Gleitlinien deutlicher in der Randzone zu erkennen. Zum Teil
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

sind die Bereiche so ausgeprägt, dass das Grundgefüge nicht mehr zu erken-
nen ist. Die Einschlüsse stellen sich in dieser Ansicht als schwarze Punkte an
den Korngrenzen dar. Hieraus lässt sich schließen, dass die Umformung der
Bohrungsrandzone durch die Außenschneide in Schnittrichtung größer ist als in
Vorschubrichtung.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: AlTiN
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Abbildung 6.8.: Randzonen der Proben aus X2CrNi18-9 in Schnitt- und Vor-
schubrichtung

Es ist bekannt, dass an sich schneidenden Scherbändern/Gleitebenen die Keim-
bildung für 𝛼-Martensit, also eine Phasenumwandlung des Gefüges, begünstigt
wird. Gleichzeitig hat die Temperatur während der Verformung einen signifikan-
ten Einfluss auf die Phasenumwandlung von Austenit in Martensit. Die Bildung
von verformungsinduziertem Martensit in der Randzone kann aufgrund der
Schliffbilder nicht ausgeschlossen werden, da martensitische Phasenanteile durch
die verwendete Ätzung ebenfalls dunkel dargestellt werden. Des Weiteren ist die
Erhöhung der Randzonenhärte durch die für diesen Werkstoff charakteristische
Kaltverfestigung sehr wahrscheinlich [Nik08].
Um eine mögliche Martensitbildung in den Analogieproben zu quantifizieren,
wurden Messungen mit einem Ferritscope durchgeführt. Ein Ferritscope misst, auf
Grundlage der Wirbelstromprüfung, den ferromagnetischen Anteil des Gefüges,
das sog. Ferrit-Äquivalent. Verformungsinduzierter Martensit ist ferromagnetisch
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6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

und wird daher bei der Messung in das Ferrit-Äquivalent eingerechnet. Tabel-
le 6.2 stellt die Messungen der X2CrNi18-9-Proben mit einer lösungsgeglühten
X2CrNi18-9-Probe und einer Probe aus 42CrMo4+QT gegenüber.

Tabelle 6.2.: Ferrit-Äquivalent in Prozent der Analogieproben im Vergleich

X2CrNi18-9 X2CrNi18-9+AT 42CrMo4+QT
0,32–0,55 % 0,10–0,25 % 95,12 %

Unter der Annahme, dass im lösungsgeglühten Zustand kein Martensit mehr
vorliegt, kann das geringe Ferrit-Äquivalent nur mit dem Vorliegen von 𝛿-Ferrit
erklärt werden. Die ermittelten Werte deuten darauf hin, dass durch die Bearbei-
tung mit der Außenschneide ein geringer Anteil verformungsinduzierter Martensit
umgewandelt wurde. Das Ferrit-Äquivalent beträgt dennoch nur ein Bruchteil
von dem des Vergütungsstahls. Insgesamt ist der ferromagnetische Anteil zu
gering, um zuverlässige Messungen mit dem magnetischen Barkhausenrauschen
durchzuführen. Aus diesem Grund werden mit dem austenitischen Werkstoff
keine Messungen zur Qualifizierung des MBR durchgeführt.
Aus den lichtmikroskopischen Untersuchungen wird deutlich, dass unabhängig
des Werkstoffs eine Betrachtung der Randzonen in Vorschub- und Schnittrichtung
sinnvoll ist. Je nach Werkstoff ist der Konditionierungseffekt oder eine beginnende
Phasenumwandlung der Randzone bereits bei geringeren Prozessstellgrößen in
einer der beiden Richtungen erkennbar.

6.4.1. Analyse der Randzonenhärte

Zur Ermittlung der Randzonenhärte wurden in den Proben Mikrohärtemessungen
nach Vickers HV 0,01 in einem Raster durchgeführt. Das Raster in den Vergü-
tungsstahlproben besteht aus zehn Reihen in einem Abstand von a = 100 µm,
jede Reihe beginnt a = 5 µm unter der Bohrungsoberfläche. Darauf folgen sieben
weiteren Messungen im Abstand a = 15 µm zueinander.
Abbildung 6.9 zeigt die Ergebnisse der Raster-Mikrohärtemessungen. Direkt
unter der Bohrungsoberfläche wurde in allen Proben ein signifikanter Anstieg
der Härte festgestellt. In Proben, die mit höheren Prozessstellgrößen gebohrt
wurden, kann die Aufhärtung bis zu a = 20 µm unter der Bohrungsoberfläche
festgestellt werden. In größeren Abständen weisen alle Proben die Grundhärte
H ≈ 330 HV 0,01 auf. Die geringste Härtesteigerung wird bei der kleinsten
Schnittgeschwindigkeit ermittelt. Die maximale Steigerung für v𝑐 = 60 m/min
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

beträgt ca. das Doppelte der Grundhärte H ≈ 660 HV 0,01.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN
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Abbildung 6.9.: Darstellung der Randzonenhärte der Vergütungsstahlproben
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6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

Mit erhöhten Prozessstellgrößen steigen die Aufhärtung und die Größe der be-
einflussten Randzone signifikant. Proben mit einer WEL-Dicke von s𝑊𝐸𝐿 > 5 µm
(vgl. Abb. 6.6) können eine Randzonenhärte aufweisen, die mehr als doppelt so
hoch ist wie die Härte des Grundmaterials. Beim Einsatz der höchsten Parameter
(v𝑐 = 100 m/min; f = 0,3 mm) kann eine Härtesteigerung auf etwa das Dreifache
der Grundhärte H ≈ 960 HV 0,01 festgestellt werden. Die Härte der Proben mit
WEL ist in der Nähe der Bohrungsoberfläche höher als die der Proben ohne
WEL. Neben der Bildung von WEL muss es einen zweiten Mechanismus zur
Härtesteigerung in der Bohrungsrandzone geben (siehe Kapitel 7.4.3).

Abbildung 6.10 zeigt analog zu den Vergütungsstahlproben die Härtemes-
sungen der Edelstahlproben. In den Schliffbildern der austenitischen Proben ist
eine tiefere Beeinflussung der Randzone als bei den Vergütungsstahlproben zu
sehen (vgl. Abb. 6.8). Aus diesem Grund wurde das Raster der Messpunkte
geändert. Das Raster besteht aus drei Reihen in einem Abstand von a = 500 µm,
welche a = 10 µm unter der Bohrungsoberfläche mit neun weiteren Messungen
im Abstand a = 20 µm angeordnet sind. Der größere Abstand zum Rand ist
nötig, da der Werkstoff X2CrNi18-9 weicher ist als 42CrMo4+QT (Grundhärte
X2CrNi18-9; H ≈ 220…250 HV 0,01).
Alle Proben weisen einen mehr oder weniger stark ausgeprägten Härtegradi-
enten auf. Durch den Einsatz höherer Prozessstellgrößen steigt die maximale
Randzonenhärte. Mit den geringsten Stellgrößen wird direkt unter der Boh-
rungsoberfläche mehr als das Doppelte der Grundhärte erreicht H ≈ 550 HV
0,01. Bei der höchsten Prozessstellgrößenkombination wird fast das Dreifache
der Grundhärte H ≈ 742 HV 0,01 und in einem Abstand a = 50 µm eine Härte
von H > 500 HV 0,01 erreicht. Die Aufhärtung ist auf die Kaltverfestigung des
Werkstoffs zurückzuführen. Die Verformung ist direkt unter der Oberfläche am
größten und nimmt mit zunehmendem Abstand ab. Direkt unter der Oberfläche
können geringe Martensitanteile vorliegen, wodurch sich die sehr hohen Härten
erklären.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = var Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: Unb. + poliert
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Abbildung 6.10.: Darstellung der Randzonenhärte der austenitischen Proben

6.4.2. Analyse der Eigenspannungen

Die Ergebnisse der XRD-Messungen der oberflächennahen Eigenspannungen
sind in Abbildungen 6.11 dargestellt. Alle Messungen sind in einer Bohrtiefe
l𝐵 = 5 mm ermittelt worden. Die Fehlerbalken geben den statistischen Fehler bei
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6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

der Berechnung der Intensität der Eigenspannung (𝜎) an. Überwiegend weisen die
Proben Druckeigenspannungen in Umfangs- bzw. Schnittrichtung auf. Bei hohen
Schnittgeschwindigkeiten (v𝑐 = 100 m/min) und hohen Vorschüben werden bei
den mit TiN-beschichteten und unbeschichteten Schneiden bearbeiteten Proben
Zugeigenspannungen mit geringer Intensität beobachtet.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Ausführung: var.
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Abbildung 6.11.: Messung der oberflächennahen Eigenspannungen

Im unbeschichteten scharfen Zustand erzeugten die Außenschneiden stets
Druckeigenspannungen von bis zu 𝜎 ≈ 1.250 MPa (v𝑐 = 80 m/min; f = 0,3 mm).
Für sieben der neun untersuchten Parameterkombinationen führt die Außenschnei-
de im schliffscharfen Zustand zur höchsten Intensität der Druckeigenspannungen.
Der Grund dafür kann in der thermomechanischen Belastung liegen, die durch die
unterschiedlichen Schneidkantenausführungen auf die Randzone einwirken. Outei-
ro konnte nachweisen, dass im Orthogonalschnitt in einem C45-Vergütungsstahl
erhöhte oberflächennahe Zugeigenspannungen mit größeren Schneidkantenradien
auftreten. Je geringer der Schneidkantenradius, bzw. je schärfer die Schneidkante,
desto ausgeprägter die Druckeigenspannungen in der Randzone ab einem Abstand
von der Oberfläche a > 25 µm [Sil20; Out20].
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Ein weiterer Grund könnte eine Unstetigkeit des Eigenspannungszustands über
den Bohrweg sein. Abbildung 6.12 zeigt die Eigenspannungsmessung entlang
des Bohrwegs in Abständen von a = 1 mm. Aufgrund der Größe des Messflecks
können der vorderste und hinterste Bereich der Probe nicht gemessen werden.

Schnittgeschw.: v𝑐 = 80 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,15 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN
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Abbildung 6.12.: Oberflächennahe Eigenspannungen entlang der Bohrtiefe

Das Diagramm zeigt, dass der Eigenspannungszustand sich nicht gleichförmig
über den Außenschneideneingriff ausprägt. Jeder betrachtete Bereich der Oberflä-
che wurde unterschiedlich häufig von der Nebenschneide und der Rundschlifffase
überfahren, wodurch sich die unterschiedlichen Messwerte erklären lassen. Es ist
zu erkennen, dass über den Bereich des Nebenschneideneingriffs eine Druckei-
genspannung aufgebaut wird und über den Eingriffsbereich der Rundschlifffase
weitere Druckeigenspannungen eingebracht werden. Die drei Messpunkte am
Ende der Probe deuten einen Trend in Richtung der Schneidenecke an. Der
Trend lässt vermuten, dass initial durch die Schneide eine sehr leichte Druck-
oder Zugeigenspannung eingebracht wird. Der Vorschub bestimmt wie häufig ein
Bereich von der Nebenschneide und der Rundschlifffase konditioniert wird. Der

92



6.4. Analyse der Oberflächenrandzone

Bereich bei dem Bohrweg l𝐵 = 9 mm ist bereits sechsmal von der Außenschneide
überlaufen. Aufgrund der gezeigten Zusammenhänge kann nicht ausgeschlossen
werden, dass bei höheren Prozessstellgrößen auch Zugeigenspannungen in der
Probenmitte vorliegen können.

6.4.3. Mikromagnetische Analyse der Randzone

Die Ergebnisse der XRD-Messungen und der Gefügeanalysen werden in Abbil-
dung 6.13 mit den Messungen des magnetischen Barkhausenrauschen MBR
verglichen. Dabei sind die Balken die Ergebnisse der Eigenspannungsmessun-
gen und werden auf der linken Achse dargestellt, eine Schraffur steht für eine
Randzone ohne WEL, die schwarzen Markierungen sind die MBR-Messungen
und beziehen sich auf die rechte Achse.
Alle Proben mit WEL weisen geringere MBR-Amplituden von M𝑀𝐴𝑋 < 5 mV, als
Proben ohne WEL auf (M𝑀𝐴𝑋 ≈ 9–17 mV). Die unterschiedlichen Amplituden
können aus der Mikrostruktur z.B. der Korngröße innerhalb der Bohrungsrand-
zone resultieren. Eine feinere Mikrostruktur führt zu einer höheren Anzahl von
Korngrenzen sowie einer hohen Versetzungsdichte, wodurch die MBR-Amplitude
beeinflusst wird (vgl. Kapitel 5.7). Die Mikrohärte ist abhängig von der Mikro-
struktur des Gefüges und hat einen Einfluss auf die MBR-Amplitude. Ob die
Randzonenhärte oder die Mikrostruktur das MBR-Signal stärker beeinflussen,
lässt sich an den Versuchen mit den Prozessstellgrößen v𝑐 = 60 m/min und
f = 0,3 mm sowie v𝑐 = 100 m/min und f = 0,15 mm herausfinden. Beide wei-
sen sehr ähnliche Mikrohärteverläufe auf; die MBR-Amplituden unterschieden
sich jedoch signifikant. Die Auswertung der Mikrohärte deutet darauf hin, dass
die WEL überwiegend aus Martensit bestehen, der magnetisch hart ist und
daher zu relativ niedrigen MBR-Amplituden führt. Der WEL der Probe mit
v𝑐 = 60 m/min und f = 0,3 mm ist zu klein, um die durchgeführte Mikrohär-
temessung signifikant zu beeinflussen. Trotzdem zeigt die Probe vergleichbare
MBR-Amplituden, wie Proben mir stark ausgeprägten WEL. Hieraus lässt sich
schließen, dass ein WEL einen dominierenden Effekt auf das MBR-Signal hat.
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6. Einfluss der Außenschneide auf die Surface Integrity

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Schnitttiefe : a𝑝 = 2,5 mm Beschichtung: TiN

0

5

10

15

20

mV

30

-600

-450

-300

-150

0

MPa

300

0,15 0,225 0,3 0,15 0,225 0,3 0,15 0,225 0,3

60 80 100

M
BR

-A
m

pl
itu

de
 M

M
AX

Ei
ge

ns
pa

nn
un

g 
σ

Vorschub in mm
Schnittgeschwindigkeit in m/min

MBR-AmplitudeMit WELOhne WEL

Abbildung 6.13.: Eigenspannung und WEL-Bildung im Vergleich mit der MBR-
Amplitude

Die Ergebnisse der MBR-Analyse lassen keine eindeutige Korrelation zwi-
schen dem Eigenspannungszustand und der MBR-Amplitude erkennen. Eine
mit geringer Schnittgeschwindigkeit und hohem Vorschub ( v𝑐 = 60 m/min
und f = 0,3 mm) gebohrte Probe zeigt trotz deutlich ausgeprägter Druckei-
genspannungen in der Randzone ähnliche MBR-Amplituden wie eine mit den
höchsten Parametern (v𝑐 = 100 m/min und f = 0,3 mm) gebohrte Probe, wel-
che Zugeigenspannung aufweist. Auf der Grundlage dieser Ergebnisse kann die
Schlussfolgerung gezogen werden, dass die MBR-Analyse zur schnellen und zerstö-
rungsfreien WEL-Detektion verwendet werden kann und dass das Vorhandensein
von WEL den Einfluss anderer Eigenschaften auf die MBR-Amplitude über-
decken kann. Diese Schlussfolgerung wird bei der Analyse der BTA-gebohrten
Proben (Kapitel 7.4.4) ein weiteres Mal überprüft.
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7. Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs
beim BTA-Tiefbohren

Beim BTA-Tiefbohren sind die Kräfte und Temperaturen, die auf die Wirkele-
mente einwirken, nicht auf punktuelle Bereiche beschränkt. Vielmehr erfolgt eine
komplexe Verteilung von thermischen und mechanischen Belastungen entlang
der dreidimensionalen Kontaktflächen der Werkzeugelemente. Diese Kontaktflä-
chen an der Außenschneide und der ersten Führungsleiste sind beispielhaft in
Abbildung 7.1 darstellt.

Kontaktfläche an 
Führungsleiste 1

Kontaktfläche an 
der Außenschneide

Probe

Abbildung 7.1.: Beispielhafte Kontaktflächen an der Außenschneide und der
ersten Führungsleiste beim BTA-Tiefbohren

Diese Belastungsverteilung ist jedoch nicht homogen über die Flächen verteilt.
In den anschließenden Untersuchungen werden diese komplexen Lastverteilun-
gen oft durch einzelne Messwerte oder statistische Auswertungen vereinfacht
dargestellt, um eine bessere Handhabbarkeit und Interpretation der Daten zu
ermöglichen.
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7. Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs beim
BTA-Tiefbohren

7.1. Analyse der mechanischen Prozesskenngrößen beim
BTA-Tiefbohren

Abbildung 7.2 zeigt die in diesem Kapitel analysierten mechanischen Prozess-
kenngrößen und Prozesszustände. Grundsätzlich wird zwischen dem stabilen
und dem dynamisch angeregten Zustand unterschieden. Diagramm 7.2a zeigt
das Bohrmoment (M𝐵) und die Axialkraft (F𝐴) die am Bohrrohr aufgenommen
werden (vgl. Kapitel 5.1).

Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.2.: Axialkraft, Bohrmoment und Normalkraft unter der Führungs-
leiste in Abhängigkeit des Prozesszustands des BTA-Prozesses

Daneben wird in Diagramm 7.2b die Führungsleistennormalkraft, die unter
der ersten Führungsleiste gemessen wird, dargestellt. In beiden Diagrammen ist
sowohl der stabile Bereich, als auch der dynamisch angeregte Bereich zu erkennen,
der mit „Rattern“ gekennzeichnet ist. Alle mechanischen Prozesskenngrößen sind
im dynamisch angeregten Zustand deutlich verändert. Aus diesem Grund muss
das Verhalten der mechanischen Prozesskenngrößen im stabilen Zustand anders
betrachtet werden als im instabilen Zustand.

96



7.1. Analyse der mechanischen Prozesskenngrößen beim BTA-Tiefbohren

7.1.1. Bohrmoment- und Axialkraftanalyse

Im stabilen Prozesszustand, ohne Ratterschwingungen, können die mechanischen
Prozesskenngrößen wie in Abbildung 7.3a dargestellt werden. Die Balken zeigen
den Mittelwert (geglättete Kurven in Abbildung 7.2a) an. Die Fehlerindikatoren
zeigen die Schwankungsbreite um den Mittelwert an. Da keine Schwingungen oder
andere äußere Einflüsse vorliegen, verteilen sich die Werte um den Mittelwert ähn-
lich einer Normalverteilung. In Abbildung 7.3b und 7.3c sind diese Verteilungen
des Bohrmoments und der Axialkraft aus einem festen Zeitraum in einem Histo-
gramm aufgetragen. Die dargestellten mechanischen Prozesskenngrößen zeigen
einen Einfluss des Vorschubs und der Schnittgeschwindigkeit auf das Bohrmo-
ment. Eine Erhöhung des Vorschubs führt zu einer Steigerung des Bohrmoments,
während das Bohrmoment bei einer Zunahme der Schnittgeschwindigkeit leicht
abnimmt. Mit zunehmendem Vorschub steigt die Spanungsdicke, wodurch die
Schnittkraft ansteigt. Im Gegensatz dazu führt eine höhere Schnittgeschwin-
digkeit, aufgrund der thermischen Entfestigung, zu einer leicht verminderten
Schnittkraft. Die Momentengleichung 2.2 wird von der Schnittkraft direkt beein-
flusst. Bei stabilen Prozessbedingungen ist es plausibel, dass das Bohrmoment
sich analog zur Schnittkraft verhält.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN

0

2

4

6

kN

10

0

100

200

300

Nm

500

0,15 0,225 0,3 0,15 0,225 0,3 0,15 0,225 0,3

60 80 100
Schnittgeschwindigkeit in m/min

Vorschub in mm

Ax
ia

lk
ra

ft 
F a

Bo
hr

m
om

en
t M

b

(a) Bohrmoment und Axialkraft

Histogramm aus Abbildung 7.2 aus dem Zeitraum t = 80…120 s

(b) Verteilung des Bohrmoments (c) Verteilung der Axialkraft

Abbildung 7.3.: Mechanische Prozesskenngrößen in Abhängigkeit der Prozess-
stellgrößen

Die Axialkraft nimmt ebenfalls bei steigendem Vorschub zu. Dieses Verhalten
lässt sich analog zum Bohrmoment erklären. In der empirisch ermittelten For-
mel 2.3 für die Axialkraft ist der Vorschub einer der Haupteinflussfaktoren.
Die Histogramme in Abbildung 7.4 zeigen die Häufigkeit des gemessenen
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7.1. Analyse der mechanischen Prozesskenngrößen beim BTA-Tiefbohren

Bohrmomentes und der Axialkraft im schwingenden Prozesszustand aus Ab-
bildung 7.2a. Die Verteilung der Axialkraft in diesem Zeitraum unterscheidet
sich von der Verteilung im stabilen Zustand. Das Maximum ist in Richtung der
geringen Kräfte verschoben. Dort wo das Maximum im stabilen Zustand liegt,
ist in diesem Fall ein Sattelpunkt. Durch die Anregung des Systems ändert sich
die Verteilung der Werte. In diesem Fall ist die Ähnlichkeit zur Verteilung im
stabilen Zustand noch erkennbar.

(a) Verteilung des Bohrmoments (b) Verteilung der Axialkraft

Abbildung 7.4.: Histogramm aus Abbildung 7.2 aus dem Zeitraum t = 145–175 s

Durch auftretende Torsionsschwingungen ändert sich die Verteilung des Bohr-
moments deutlich im Gegensatz zum stabilen Zustand. Die Verteilung weist zwei
deutliche Maxima an den Enden auf. Dennoch beträgt auch in diesem Zustand
das durchschnittliche Bohrmoment M𝐵 = 370 N m. Durch die Torsionsschwin-
gungen erreichen mehr als 30 % der Messwerte über M𝐵 = 555 N m, was 150 %
des durchschnittlichen Bohrmoments entspricht. Durch diesen Vergleich wird
deutlich, dass eine Darstellung, wie in Abbildung 7.2a, im dynamisch angeregten
Fall das Bohrmoment nur unzureichend beschreibt. Aus diesem Grund wird im
Folgenden eine andere Darstellungsform gewählt.
In Abbildung 7.5 sind das Bohrmoment und die Axialkraft, aus der zweiten
42CrMo4+QT-Versuchsreihe, als Violinen-Plot dargestellt. Es handelt sich um
eine quantitative Datenvisualisierung, die neben dem Mittelwert und der Schwan-
kungsbreite auch die Messwertverteilung zeigt. Wie zuvor gezeigt, kann hieraus
auf den dynamischen Zustand des Prozesses geschlossen werden.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek T. 12 mod
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Abbildung 7.5.: Übersichtsdarstellung des Bohrmoments und der Axialkraft mit
Violinen-Plots

In der Abbildung liegen bei jeder Parametervariation Ratterschwingungen
vor, wie an den Verteilungen des Bohrmoments erkennbar ist. Das Bohrmo-
ment steigt mit der Erhöhung des Vorschubs wie bei dem stabilen Prozess in
Abbildung 7.3a. Durch die Violinen-Plots wird z.B. bei einer Schnittgeschwin-
digkeit v𝑐 = 60 m/min deutlich, dass ein signifikanter Anteil der Messwerte
weit über dem durchschnittlichen Bohrmoment liegt. Der Einfluss der Schnitt-
geschwindigkeit auf das mittlere Bohrmoment ist in diesen Messungen nicht zu
erkennen, dafür steigt die Schwankungsbreite mit der Schnittgeschwindigkeit.
In den Axialkraftmessungen werden die Schwingungen erst ab einer Schnittge-
schwindigkeit v𝑐 ≥ 80 m/min deutlich. Die Gesamtschwankungsbreite erreicht
bis zu 𝛥F𝐴 ≈ 70 kN, die meisten Messwerte liegen im Bereich F𝐴 = -10…30 kN.
Die ermittelten Axialkräfte zeigen eine ungewöhnlich hohe Schwankungsbreite,
während die durchschnittlichen Axialkräfte auf einem normalen Niveau liegen.
Es ist anzunehmen, dass die DMS in axialer Richtung durch die starken Schwin-
gungen überlastet wurden und dadurch die hohen Schwankungsbreiten gemessen
wurden. Eine detaillierte Betrachtung mit Bezug zum Bohrmoment und den
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7.1. Analyse der mechanischen Prozesskenngrößen beim BTA-Tiefbohren

Ratterschwingungen wird in Kapitel 7.2 durchgeführt. Der Einfluss des Vorschubs
ist wie im stabilen Zustand vorhanden.

Analog zu den Experimenten mit dem Werkstoff 42CrMo4+QT präsentiert
Abbildung 7.6 die Messergebnisse für Bohrmomente und Axialkräfte der Proben
aus X2CrNi18-9. Es ist ersichtlich, dass nahezu alle Bohrmomente Schwingungen
aufweisen. Die Torsionsschwingungen sind ausnahmslos unmittelbar nach der
Anbohrphase aufgetreten.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: unb/poliert
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Abbildung 7.6.: Übersichtsdarstellung des Bohrmoments und der Axialkraft beim
BTA-Tiefbohren des austenitischen Werkstoffs

Die Erkenntnisse bezüglich des Einflusses von Vorschub und Schnittgeschwindig-
keit lassen sich bei diesem Werkstoff in gleicher Weise wie zuvor für 42CrMo4+QT
feststellen. Mit zunehmendem Vorschub steigt das Bohrmoment. In Bezug auf
die Schnittgeschwindigkeit zeigt sich eine leichte Abnahme des Bohrmoments
bei Erhöhung derselben. Während die höchsten Vorschübe ein vergleichbares
mittleres Bohrmoment in Bezug zu 42CrMo4+QT erreichen, sind die Bohrmo-
mente für geringe Vorschübe niedriger. Diese Beobachtung lässt sich mit den
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7. Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs beim
BTA-Tiefbohren

Werkstoffeigenschaften erklären. Aufgrund der geringeren Festigkeit des austeni-
tischen Werkstoffs wird weniger Energie bzw. Kraft benötigt um das Material zu
trennen. Gleichzeitig weist der austenitische Werkstoff eine ausgeprägte adhä-
sive Neigung auf, wodurch die Reibungskräfte an den Führungsleisten steigen
und damit das Bohrmoment erhöht wird (vgl. Gleichung 2.2) [Bru01; Abr17].
Obwohl die Bohrmomente für die verschiedenen Messungen etwa gleich sind,
liegen die durchschnittlichen Axialkräfte für die Proben aus den Versuchsreihen
mit 42CrMo4+QT um F𝐴 ∼ 4…24 % höher als bei den Vergleichsproben aus
X2CrNi18-9. Da das Bohrmoment aus den Anteilen für Zerspanung, Reibung
und Umformung besteht und für beide Werkstoffe konstant bleibt, müssen sich
andere Komponenten ändern, wenn der Anteil der Zerspanung in Form der
Axialkraft steigt. Der Anstieg der Reibung und der damit verbundenen Um-
formung lässt sich durch die Anhaftung von Material an den Führungsleisten
erklären. Werkstoffpartikel haften an den Schneiden und insbesondere an den
Führungsleisten, was zu Schwankungen in den Kräften und zur Anregung von
Torsionsschwingungen führt.

7.1.2. Analyse der Führungsleistennormalkraft

Die Normalkraft an der ersten Führungsleiste ist ein wichtiger mechanischer Fak-
tor im thermomechanischen Belastungskollektiv und trägt zur Konditionierung
der Bohrungsrandzone durch Einebnung und Glättung bei. In Abbildung 7.7
sind die Messungen der Normalkraft aus den Versuchsreihen mit 42CrMo4+QT
und X2CrNi18-9 gezeigt. In der ersten Versuchsreihe mit dem Vergütungsstahl
sind nur bei der Stellgrößenkombination v𝑐 = 60 m/min und f = 0,3 mm Rat-
terschwingungen aufgetreten (vgl. Abbildung 7.2), wie an der erhöhten Schwan-
kungsbreite zu erkennen ist. Die Versuchsreihe mit den austenitischen Werkstoff
hat lediglich bei der Kombination v𝑐 = 80 m/min und f = 0,1 mm keine Rat-
terschwingungen gezeigt. Bei diesem Versuch ist die Schwankungsbreite am
geringsten.
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7.1. Analyse der mechanischen Prozesskenngrößen beim BTA-Tiefbohren

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: var.
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: var.
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Abbildung 7.7.: Ergebnisse der Normalkraftmessung an der ersten Führungsleiste

Der Vergleich der Prozessstellgrößen zeigt eine Abhängigkeit der gemittelten
Normalkraft zum Vorschub und der Schnittgeschwindigkeit. Eine Erhöhung des
Vorschubs resultiert in einer Zunahme der Normalkraft. Da die Schnittkraft
einen signifikanten Einfluss auf die Führungsleistennormalkraft der ersten Füh-
rungsleiste hat (Gleichung 2.5), zeigt sich derselbe Zusammenhang wie beim
Bohrmoment, den Schnittkräften und dem Vorschub. Bei steigender Schnitt-
geschwindigkeit ist eine deutliche Senkung der mittleren Normalkraft für den
Werkstoff 42CrMo4 zu beobachten. Im austenitischen Werkstoff ist eine leichte
Reduktion der Normalkräfte, mit steigender Schnittgeschwindigkeit, zu erkennen.
Da das Bohrmoment durch Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit sinkt (vgl.
Kapitel 7.1.1), ist von einer Senkung der Normalkraft durch die thermische Ent-
festigung auszugehen. Das Verhalten der mittleren Normalkraft, eine Reduktion
um F𝑁 ∼−40 % von F𝑁 = 2.480 N→1.433 N durch die Erhöhung der Schnittge-
schwindigkeit v𝑐 = 60 m/min→ v𝑐 = 100 m/min im Werkstoff 42CrMo4, kann
mit der thermischen Entfestigung allein nicht erklärt werden. Eine Erklärung
bietet die Betrachtung der resultierenden Radialkraft beim BTA-Tiefbohren.
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7. Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs beim
BTA-Tiefbohren

Die Richtung der Radialkraft am Bohrkopf ändert sich, wodurch die zweite
Führungsleiste im Verhältnis stärker belastet wird. Bei Untersuchungen von
Abrahams konnte in Analogieversuchen eine Orientierungsänderung der Radial-
kraft beobachtet werden [Abr17].
Die durchschnittliche Normalkraft ist beim BTA-Tiefbohren von X2CrNi18-9
gegenüber den Messungen in 42CrMo4+QT höher. Im Vergleich der Kräfte beim
höchsten Vorschub f = 0,3 mm wird der Unterschied am deutlichsten. Die erhöh-
ten mittleren Normalkräfte werden zum Teil durch das Rattern des Prozesses
ausgelöst, wie die Verteilungen andeuten. Aufgrund der erwähnten Adhäsion
sind Materialanhaftungen an den Führungsleisten möglich. Dadurch kann die
Führungsleiste über den Bohrweg Material ansammeln und temporär eine größere
Höhe erreichen, woraus höhere Normal- und Reibungskräfte rühren.

7.2. Analyse der Prozessdynamik beim BTA-Tiefbohren

In diesem Kapitel werden Ergebnisse aus zwei unterschiedlichen Versuchsreihen
genutzt, um die Prozessdynamik umfangreich zu beschreiben. Durch unter-
schiedliche Messmethoden und Abweichungen im Versuchsaufbau gelten für jede
Versuchsreihe andere Randbedingungen, die in Tabelle 7.1 zusammengefasst
sind.

Tabelle 7.1.: Randbedingungen der Versuchsreihen

Merkmal Versuchsreihe 1 Versuchsreihe 2

Werkstoff 42CrMo4+QT 42CrMo4+QT &
X2CrNi18-9

Messgrößen M𝐵, F𝐴, Schalldruck (p𝑎) M𝐵, F𝐴, F𝑁
Abtastfre-
quenz

F𝑎𝑏 = 25 kHz F𝑎𝑏 = 5 kHz

Torsionseigen-
frequenzen

𝜔1;2;3 = 255; 766; 1.277 Hz 𝜔1;2;3 = 243; 728; 1.213 Hz

Die Torsionseigenfrequenzen der Versuchsaufbauten werden durch Messungen
mit unterschiedlichen Methoden bestimmt. Der verwendete Ansatz für Versuchs-
reihe 2 ist der kontinuierliche Ansatz (Anhang A.1), indem der Bohrkopf als
Vereinfachung zur Bohrrohrlänge hinzugerechnet wird.
Für Versuchsreihe 1 wird der Ansatz eines diskreten Modells nach Webber ge-
nutzt [Web07]. Für die Berechnung wird das Bohrrohr in ein System mit N = 60

104



7.2. Analyse der Prozessdynamik beim BTA-Tiefbohren

Freiheitsgraden eingeteilt. Beim Vergleich mit der Berechnung durch den konti-
nuierlichen Ansatz ergibt sich eine Abweichung von weniger als 1 %. Wird das
letzte Element durch das angepasste Bohrkopf-Element ersetzt, verringern sich
die ersten drei Torsionseigenfrequenzen um 𝜔1,2,3 ∼ −5,5 %, im Vergleich zum
kontinuierlichen Ansatz mit den Randbedingungen aus Versuchsreihe 2.
In Abbildung 7.8 sind die Ergebnisse zur Schwingungsanalyse eines Versuchs
aus Versuchsreihe 2 gezeigt. Es handelt sich um die Betrachtung der mit Rattern
gekennzeichneten Bereiche aus Abbildung 7.2. Auf der linken Seite sind die
während des Bohrprozess aufgenommenen mechanischen Prozesskenngrößen zu
sehen. Auf der rechten Seite sind die Spektrogramme der angeregten Bereiche
gezeigt. Zum Erstellen der Spektrogramme werden lediglich die Amplituden und
nicht die Phasen berücksichtigt. Die Fast-Fourier-Transformation (FFT) wird mit
einer Fensterbreite von 2.048 Datenpunkten verwendet, der Überlappungsgrad
beträgt 25 %. Durch die Abtastfrequenz ergibt sich die maximal ermittelbare
Frequenz von F = 2,5 kHz.
Bei der Analyse des Bohrmoments wird die zweite Eigenfrequenz (𝜔2) als do-
minante Schwingung ermittelt. Das Spektrogramm der Normalkraft und der
F𝐴 zeigen ebenfalls 𝜔2 als dominante Eigenfrequenz. Zusätzlich sind in beiden
Spektrogrammen doppelte und dreifache der 𝜔2 deutlich zu erkennen. Aus frü-
heren Untersuchungen ist bekannt, dass die dominante Torsionsschwingung in
der Regel eine der drei ersten Eigenfrequenzen ist und weitere Vielfache dieser
dominanten Frequenz auftreten können, vgl. Kapitel 2.2.2.
Die gemessene dominante Frequenz ist keine Eigenfrequenz des Bohrrohrs in
axialer Richtung. Hier muss es zu einer Beeinflussung durch die Ratterschwin-
gungen kommen. Durch die Torsion des Bohrrohrs kann die Axialkraft auf zwei
Arten beeinflusst werden. Zum einen kann durch die Verdrillung eine kleine
Längenänderung des Bohrrohrs auftreten z.B. durch den sog. Poynting-Effekt ein
Effekt der zweiten Ordnung in der Elastizitätstheorie, wodurch die Axialkraft,
bzw. die Dehnung und damit die DMS in axialer Richtung, beeinflusst werden
[BB88; Szo94]. Zum anderen vibriert die Schneide in Schnittrichtung durch
das Rattern. Hierdurch kann die Zerspankraft mit den einzelnen Komponenten
periodischen Schwankungen unterliegen. Durch die schwankende Vorschubkraft
kann eine Schwingung in Vorschub- bzw. Axialrichtung des Bohrrohrs erzwungen
werden.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.8.: Spektrogramme des Bohrmoments, Axialkraft und der Normal-
kraft unter der ersten Führungsleiste in 42CrMo4+QT
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7.2. Analyse der Prozessdynamik beim BTA-Tiefbohren

Die Führungsleistennormalkraft steht in direkter Abhängigkeit zur Schnittkraft
und damit zum Bohrmoment, vgl. Gleichung 2.5. Schwankt das Bohrmoment
muss die Normalkraft ebenfalls schwanken.
Zu bemerken ist, dass die Vielfachen der zweiten Eigenfrequenz nicht im Mess-
schrieb des Bohrmoments ermittelt werden können, dafür in den anderen me-
chanischen Prozesskenngrößen sichtbar sind. Es ist möglich, dass die Vielfachen
der Torsionseigenschwingungen im Bohrmomentmessschrieb vorhanden sind.
Durch die gewählte Analysemethode werden diese aufgrund der logarithmischen
Skalierung nicht darstellbar. Alternativ besteht die Möglichkeit, dass sich die
Vielfachen der Eigenschwingung nur in Axialrichtung ausbilden und anschließend
auf die Normalkraft übertragen. Durch die stirnseitige Fase der Führungsleiste
(Abb. 2.13) wandelt sich eine Belastung in axialer Richtung teilweise in einen
Anteil der Normalkraft um.
Abbildung 7.9 zeigt die Spektrogramme eines Versuchs im austenitischen Werk-
stoff. Durch die Adhäsionsneigung neigt der BTA-Prozess beim Bohren dieses
Materials zu Ratterschwingungen. Im Gegensatz zu Abbildung 7.8 wird hier
die gesamte Prozesszeit ausgewertet, da die Ratterschwingungen direkt nach
dem Anbohrvorgang begonnen haben. Die Zeitachse der Normalkraft unterschei-
det sich von den anderen beiden Zeitachsen, da die Messungen aufgrund der
unterschiedlichen Messprinzipien nicht gleichzeitig gestartet und beendet wurden.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek T. 12 mod
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: BX/poliert
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Abbildung 7.9.: Spektrogramme des Bohrmoments, Axialkraft und der Normal-
kraft unter der ersten Führungsleiste in X2CrNi18-9

Die Analyse der Diagramme zeigt, dass alle Spektrogramme nach der Anbohr-
phase Schwingungen aufweisen, die sich abwechselnd durch den gesamten Verlauf
des BTA-Tiefbohrprozesses erstrecken. Es treten Frequenzen auf, in denen das
System erst später anfängt zu schwingen und die Amplitude über die Zeit steigt.
Nicht alle Frequenzen halten bis zum Ende des Prozesses an. Zustandsände-
rungen, die von der Prozesszeit oder der Bohrtiefe abhängen, führen zu einem
Wechsel des Schwingverhaltens des Systems, wie schon Webber erkannte [Web07].
Im Messschrieb des Bohrmoments lassen sich die ersten drei Torsionseigen-
frequenzen gut erkennen. Auffällig ist, dass zuerst die dritte Eigenfrequenz
𝜔3 = 1.213 Hz dominant auftritt. Ab t = 75 s treten zeitgleich die Eigenfrequen-
zen 𝜔1,2= 234; 728 Hz auf. Anschließend fällt die Amplitude von 𝜔3 deutlich
MB,𝜔3

= 220→20 N m. Danach nimmt die Amplitude bei 𝜔3 kontinuierlich ab,
nach ca. t = 175 s kann keine Amplitude mehr detektiert werden. Die erste
Eigenfrequenz weist nach t = 75 s die höchste Amplitude auf MB,𝜔1

= 240 N m,
nach t = 175 s ist diese nicht mehr detektierbar, analog zu 𝜔3. Zum Ende des
Bohrwegs ist die Amplitude von 𝜔2 auf MB,𝜔2

= 228 N m gestiegen und tritt als
einzige Eigenfrequenz auf.
Die Eigenfrequenzen treten in den Spektrogrammen der Axial- und Normalkraft
in derselben Reihenfolge auf. Des Weiteren sind in diesen beiden Spektrogrammen

108



7.2. Analyse der Prozessdynamik beim BTA-Tiefbohren

die Vielfachen der drei Eigenfrequenzen abgebildet. Im Bohrmoment sind diese
nicht erkennbar, analog zu dem Versuch in Abbildung 7.8. Die Amplituden der
jeweiligen Vielfachen zeigen das gleiche Verhalten wie die Eigenfrequenzen im
Bohrmoment. Die Vielfachen der ersten und dritten Eigenfrequenz unterscheiden
sich sowohl in der Axialkraft als auch in der Normalkraft deutlich von denen der
zweiten Eigenfrequenz.
Die Auswertung zeigt, dass die dominante Eigenschwingung im Bohrmoment
auch die dominante Schwingung in der Axialkraft und in der Normalkraft ist. In
der Axialkraft können Vielfache der Eigenschwingungen auftreten, die sich auf
die Normalkraft an der ersten Führungsleiste übertragen.

Die Ergebnisse in Abbildung 7.10 stellen die Spektrogramme des Bohr-
moments und der Axialkraft dem aufgezeichneten Schalldruck (Kapitel 5.3)
gegenüber. Durch den Einsatz der DMS wird dem Prozess ein Freiheitsgrad ent-
zogen, da ein rotierendes Bohrrohr die Verkabelung der DMS beschädigen würde.
Die Schallanalyse kann unabhängig von der genutzten Bohrtechnik eingesetzt
werden. Sie bietet potenziell eine schnelle und unkomplizierte Möglichkeit, den
dynamischen Zustand des BTA-Prozesses zu analysieren.
Im Spektrogramm des Bohrmoments sind die ersten drei Torsionseigenfrequenzen,
sowie das zweite Vielfache von MB,𝜔1

und MB,𝜔2
deutlich zu erkennen. Die erste

Torsionseigenfrequenz ist in diesem Fall dominant. In der Schwingungsanalyse
der Axialkraft sind die gleichen Frequenzen und weitere Vielfache zu sehen.
Ein Unterschied zu den vorherigen Analysen ist, dass das zweite Vielfache der
ersten Eigenfrequenz die höchste Amplitude aufweist und damit die dominante
Frequenz ist. Das Spektrogramm des Schalldrucks zeigt ebenfalls die ersten drei
Eigenschwingungen. In diesem Fall ist die zweite Eigenfrequenz MB,𝜔2

die domi-
nante Frequenz, die über den Bohrweg eine sich verringernde Amplitude aufweist.
Dieses Beispiel zeigt, dass die dominante Eigenfrequenz in den verschiedenen
Prozesskenngrößen unterschiedlich sein kann. Weiter wird gezeigt, dass mithilfe
der Schallanalyse die relevanten Prozessschwingungen identifiziert werden können.
Schon durch die Analyse der Schallemissionen beim Rattern lassen sich Aussagen
über die Kräfte am Bohrkopf ableiten. Wie sich die auftretenden Frequenzen auf
die Randzone der Bohrungen auswirken, wird in Kapitel 7.4.1 erklärt.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = 60 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.10.: Spektrogramme des Bohrmoments, Axialkraft und des Schall-
drucks

110



7.3. Analyse der auftretenden Temperaturen beim BTA-Tiefbohren

7.3. Analyse der auftretenden Temperaturen beim BTA-Tiefbohren

Die gemessenen Temperaturen im Werkstoff 42CrMo4+QT wurden in Abbil-
dung 7.11 dargestellt. Dabei wurden die Temperaturen in der Kontaktzone der
Außenschneide und in der Bohrungsrandzone mittels Quotientenpyrometer bzw.
Thermoelementen bestimmt. Die Diagramme sind jeweils mit einem Piktogramm
der eingesetzten Messmethode (vgl. Kap. 5.4) versehen.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.11.: Temperaturen in der Kontaktzone und der Bohrungsrandzone
bei BTA-Tiefbohren von 42CrMo4+QT

Die Temperaturen an der Außenschneide zeigen eine steigende Tendenz mit
höheren Prozessstellgrößen. Bei der Schnittgeschwindigkeit v𝑐 = 100 m/min ist
ein signifikanter Anstieg der Temperatur 𝜗𝐴𝑆 = 822→1.100 °C zu erkennen,
wenn der Vorschub erhöht wird. Der Einfluss der Schnittgeschwindigkeit ist
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am deutlichsten bei dem höchsten Vorschub f = 0,3 mm zu erkennen. Wird
die Schnittgeschwindigkeit erhöht v𝑐 = 60→100 m/min, steigt die Temperatur
in der Kontaktzone 𝜗𝐴𝑆 = 1.020→1.100 °C. Im Falle des mittleren Vorschubs
wurden für alle Schnittgeschwindigkeiten ähnliche Temperaturen ermittelt. Beim
geringsten Vorschub sind die Messungen nicht eindeutig.
Die Messungen der Thermoelemente in der Bohrungsrandzone zeigen, dass bei
größeren Abständen zur Bohrungswand (a = 0,5; 1 mm) die Prozessstellgrößen
keinen signifikanten Einfluss auf die Temperatur haben. Zwischen der kleinsten
und größten Stellgrößenkombination wird ein leichter Temperaturanstieg in den
beiden Abständen ermittelt 𝜗500 µm = 48 → 64 °C und 𝜗1.000 µm = 48 → 56 °C.
Jedoch ist bei dem geringsten Abstand (a = 0,25 mm) ein deutlicher Einfluss des
Vorschubs erkennbar. Die Temperaturen steigen mit zunehmendem Vorschub
deutlich an, insbesondere bei den Schnittgeschwindigkeiten v𝑐 = 60; 80 m/min.
Die Messergebnisse zeigen ein ähnliches Temperaturverhalten an der Außenschnei-
de und in der Bohrungsrandzone. Es gibt erhebliche Unterschiede im Tempera-
turniveau, welche zu einem ausgeprägten Temperaturgradienten in der Randzone
führen. In der Kontaktzone können Temperaturen 𝜗𝐴𝑆 ≥ 1.000 °C ermittelt
werden, während in einem Abstand a = 0,25 mm maximal 𝜗250 µm = 123 °C
gemessen werden. Mit steigenden Prozessstellgrößen wird mehr Wärme in die
Randzone eingebracht. Es ist zu beachten, dass die Tiefe, in der die Temperatur-
erhöhung messbar ist, begrenzt ist.
Die gemessenen Temperaturen im Werkstoff X2CrNi18-9 sind in Abbildung 7.12
gezeigt. Die Darstellung ist analog zu der Auswertung für den Vergütungsstahl.
Die Untersuchungen zeigen, dass die Temperatur der Außenschneide maßgeblich
von der Prozessführung beeinflusst wird. Bei der niedrigsten Schnittgeschwin-
digkeiten v𝑐 = 60 m/min überschreitet die gemessene Temperatur 𝜗𝐴𝑆 = 600 °C
nicht. Höhere Geschwindigkeiten in Verbindung mit größeren Vorschüben bewir-
ken einen Anstieg der Temperaturen bis auf 𝜗𝐴𝑆 = 1.058 °C.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNo18-9
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: AlTiN
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Abbildung 7.12.: Temperaturen in der Kontaktzone und der Bohrungsrandzone
bei BTA-Tiefbohren von X2CrNi18-9

Der Einfluss des Vorschubs auf die Messungen der Thermoelemente ist bei ge-
ringer Entfernung zur Bohrungswand deutlich erkennbar. Abstände a > 0,25 mm
zeigen keine signifikante Abhängigkeit der Thermoelemente von den Prozessstell-
größen. Dies liegt daran, dass die Wärmeabfuhr durch das Bohröl erfolgt, wie
bereits in den vorangehenden Untersuchungen beschrieben. Mit einem Vorschub
f = 0,3 mm werden in einem Abstand a = 0,25 mm 𝜗250 µm = 215 °C gemessen.
Das Verhalten korreliert nicht mit den ermittelten Temperaturen an der Au-
ßenschneide. Die ermittelten Temperaturen steigen stellgrößenübergreifend mit
einer Vorschuberhöhung, jedoch sinken sie mit einer Schnittgeschwindigkeitserhö-
hung. Dies lässt darauf schließen, dass die Temperaturen in der Randzone nicht
signifikant von der Temperatur der Außenschneide abhängen, sondern von der
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Temperatur in der Führungsleistenkontaktzone. Abbildung 5.5 C1- 9 und C2- 9
zeigen, dass der Einfluss der Führungsleiste bei allen Messungen mit a = 0,25 mm
stärker ausgeprägt ist als der Einfluss der Außenschneide. Die erhöhten Nor-
malkräfte bei höheren Vorschüben (Abb. 7.7b) und die Adhäsionsneigung des
Werkstoffs führen zu hohen Temperaturen in der Randzone aufgrund größerer
Reibung an den Führungsleisten.

Der Abstand der Thermoelemente zur Bohrungswand beeinflusst die detek-
tierten Temperaturen unabhängig von den Prozessstellgrößen. Hagemeyer zeigte,
dass der größte Teil der Wärme aus der Wirkzone der Führungsleiste an das
Werkstück abgegeben wird [Hag93]. Das Werkstück gibt einen vergleichsweise
kleinen Teil seiner Wärmeenergie an die Umgebung ab. Der Großteil der Wärme-
energie wird vom Werkstück an das Bohröl abgegeben (siehe Abb. 2.11). Diese
Erkenntnis zeigt sich qualitativ in den mit dem Abstand zur Bohrungswand
fallenden Temperaturen, unabhängig von den Prozessstellgrößen oder dem un-
tersuchten Werkstoff. Daraus lässt sich schließen, dass auch eine thermische
Beeinflussung der Randzone eine begrenzte Tiefe haben muss.
Es ist aus den Ergebnissen der Untersuchung der Bohrungsrandzone erkennbar,
dass beim BTA-Bohren von X2CrNi18-9 die Führungsleisten einen größeren Ein-
fluss auf die Temperatur in der Bohrungsrandzone haben als die Außenschneide.
Bei der Bearbeitung von 42CrMo4+QT ist wahrscheinlich der größere Einfluss
durch die Außenschneide zu verzeichnen. Die ermittelten Temperaturen in der
Randzone sind in beiden Werkstoffen deutlich geringer als in der Kontaktzone.
Hieraus lassen sich die Temperaturgradienten T𝑔 zwischen der Kontaktzone
und dem jeweiligen Messpunkt in der Randzone ermitteln. Hohe Temperaturen,
Temperaturgradienten und Abkühlraten können in der Bohrungsrandzone zu
thermisch induzierten Effekten führen.
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7.4. Analyse der Bohrungsrandzonen

7.4.1. Analyse der Oberflächen

Rattermarken auf der Bohrungsoberfläche

Der Schwingungszustand des Prozesses hat, wie zuvor gezeigt, Einfluss auf die
mechanischen Prozesskenngrößen und kann über die Schallemissionen zum Teil
charakterisiert werden. Des Weiteren kann sich der Schwingungszustand auf der
Bohrungsoberfläche widerspiegeln. In Abbildung 7.13 sind Aufnahmen von drei
Bohrproben aus Versuchsreihe 1 (Tabelle 7.1) bei einer Bohrtiefe l𝐵 ≈ 125 mm
dargestellt. Die sog. Rattermarken sind deutlich erkennbar. Die Muster unter-
schieden sich in ihrer Orientierung und den Abständen zwischen den Marken.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,15 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: unb.
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Abbildung 7.13.: Rattermarken auf der Bohrungsoberfläche

Zusätzlich zur Darstellung der Marken wurden diese in ihrer Ausprägung
in Schnittrichtung auf der Bohrungsoberfläche gezählt. In Abbildung 7.14 ist
die Markenanzahl (N𝑀) der Prüfkörper in Abhängigkeit von den Prozessstell-
größen und der Beschichtung der Wirkelemente dargestellt. Die N𝑀 der mit
v𝑐 = 60 m/min gefertigten Bohrungsoberflächen, ist deutlich geringer, als die
der höheren Schnittgeschwindigkeiten. Die dominante Torsionseigenfrequenz
bei den Versuchen mit v𝑐 = 60 m/min betrug 𝜔1 = 255 Hz. Bei den höheren
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Schnittgeschwindigkeiten ist die dritte Torsionseigenfrequenz 𝜔3 = 1.277 Hz die
dominante Eigenfrequenz in den Bohrmomentmessungen.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: var.
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Abbildung 7.14.: Anzahl der Rattermarken auf der Bohrungsoberfläche

Die Anzahl der Rattermarken ist abhängig von der Schnittgeschwindigkeit und
der dominierenden Torsionseigenfrequenz. Um einen Zusammenhang zwischen
der Markenanzahl auf der Bohrungsoberfläche N𝑀, der Drehzahl (n) und der
dominanten Eigenfrequenz (𝜔) zu beschreiben wird Formel 7.1 genutzt.

N𝑀 = 𝜔
n

× 60 𝑠
𝑚𝑖𝑛

(7.1)

Die Formel basiert auf der Hypothese, dass die Rattermarken aus der oszillie-
renden Bewegung des Bohrkopfs in und entgegen der Schnittrichtung resultieren.
Dafür wird die Anzahl der Oszillationen pro Umdrehung berechnet und als
Markenanzahl angenommen. Die Abbildung 7.15 stellt den Zusammenhang
als Diagramm dar. Die theoretisch erzeugten Rattermarken befinden sich auf
unterschiedlichen Geraden, in Abhängigkeit der dominanten Eigenfrequenz und
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der Drehzahl. Als zusätzliche X-Achse ist die Schnittgeschwindigkeit für den
Werkzeugdurchmesser D = 60 mm oberhalb hinzugefügt. Die ersten drei Torsi-
onseigenfrequenzen sind auf der rechten Y-Achse aufgetragen.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,15 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: unb.
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Abbildung 7.15.: Vergleich der berechneten und ermittelten Rattermarken

Die gezählten Rattermarken aus Abbildung 7.13 werden in das Diagramm als
schwarze Punkte eingetragen. Der beschriebene Zusammenhang kann für die
ermittelten Rattermarken bestätigt werden. Beginnend mit den Berechnungen
der Torsionseigenfrequenzen nach Webber, zeigen die Untersuchungen einen Zu-
sammenhang zwischen den Schallemissionen, der mechanischen Belastung am
Bohrrohr, der Normalkraft an der Führungsleiste und den Rattermarken auf der
Bohrungsoberfläche.
Aus dem Modell nach Webber und dem Zusammenhang zwischen Rattermarken,
Torsionseigenfrequenzen und Schnittgeschwindigkeit wurde die Berechnungssoft-
ware DTECT entwickelt. Diese Software zur Berechnung der Torsionseigenfre-
quenzen von BTA-Werkzeugsystemen und den möglichen Rattermarken ist in
Anhang A.3 ausführlich beschrieben.
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Analyse der Oberflächenrauheit

In Abbildung 7.16 sind die Ergebnisse der Rauhigkeitsmessungen der BTA-
tiefgebohrten Proben dargestellt. In den Diagrammen werden die untersuchten
Werkstoffe miteinander verglichen, wobei deutliche Unterschiede zu erkennen sind.
Des Weiteren haben die Prozessstellgrößen anders als bei den Rautiefenmessungen
der Analogieversuche (Abb. 6.5), einen Einfluss auf die Oberflächenrauheit.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: var.
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: var.
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Abbildung 7.16.: Vergleich der Oberflächenrauheiten BTA-tiefgebohrter Proben

Die austenitischen Proben zeigen deutlich höhere Rautiefen, Mittenrauwerte
und Varianzen. Diese höheren Rauheitskenngrößen lassen sich durch das adhä-
sive Verhalten des austenitischen Materials erklären, welches dazu führt, dass
Werkstoffteilchen an den Führungsleisten haften und dadurch die entstandene
Werkstoffoberfläche beschädigen. Lediglich bei den höchsten Prozessstellgrößen
sind die Werte beider Werkstoffe ähnlich. Die Rauheitskenngrößen des Werkstoffs
42CrMo4+QT steigen bei steigender Schnittgeschwindigkeit leicht an, während
die Rauheitskenngrößen der X2CrNi18-9-Proben fallen. In den Analogieversu-
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chen, bei denen nur die Außenschneide genutzt wurde, konnte kein signifikanter
Unterschied zwischen den Werkstoffen festgestellt werden. In diesem Fall er-
reichen nach dem BTA-Tiefbohren alle Proben aus 42CrMo4+QT die von der
VDI-Richtlinie angegebene Rautiefe Rz = 16–5 µm für das BTA-Vollbohren
[VDI13b]. Beim BTA-Vollbohren der austenitischen Proben kann die vom VDI
angegebene Rautiefe nur mit den Stellgrößenkombinationen v𝑐 = 100 m/min und
f = 0,1 mm sowie v𝑐 = 100 m/min und f = 0,3 mm erreicht werden. Alle anderen
Stellgrößenkombinationen überschreiben den VDI-Rautiefenbreich wenigstens
einmal.

7.4.2. Analyse der Mikrostruktur in der Bohrungsrandzone

Abbildung 7.17 zeigt die Schliffe in Schnittrichtung der 42CrMo4+QT-Proben.
Diese zeigen ein Vergütungsgefüge. Direkt unterhalb der Bohrungsoberfläche
wird der Einfluss des BTA-Tiefbohrens deutlich. Bei geringen Vorschüben und
Schnittgeschwindigkeiten ist in der Bohrungsrandzone nahezu keine Veränderung
des Gefüges erkennbar.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.17.: Randzonen der BTA-Tiefgebohrten Proben aus 42CrMo4+QT
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Bei den Prozessstellgrößen v𝑐 = 60 m/min und f = 0,225 mm ist direkt unter
der Oberfläche ein dunkler Bereich von ca. s ≈ 5 µm ausgebildet. Das Gefüge
in diesem Bereich ist deutlich feiner und homogener als das Grundgefüge. Bei
der genutzten Vergrößerung ist keine Struktur erkennbar. Das feinere Gefüge
wird auch als Fragmentschicht oder Anlassschicht bezeichnet [Cro+88]. Bei
noch höheren Prozessstellgrößenkombinationen bildet sich direkt unterhalb der
Bohrungsoberfläche ein WEL. Es ist nicht ersichtlich, dass ein direkter Zusam-
menhang zwischen der Dicke der WEL und den Prozessstellgrößen besteht. An
den WEL schließt sich, ähnlich wie bei den Prozessstellgrößen v𝑐 = 60 m/min
und f = 0,225 mm, eine dunkel geätzte Anlassschicht an. Diese Übergangsschicht
im Gefüge weist eine deutlich plastische Materialverformung auf. Dunkle Schich-
ten, die an WEL angrenzen, wurden in den Untersuchungen von Hosseini et
al. nur dann gefunden, wenn die WEL durch den Mechanismus der Phasen-
umwandlung entstanden sind [Hos+12]. Der Aufbau aus drei Phasen (WEL,
Anlassschicht und Grundgefüge) unterscheidet die BTA-Schliffe von denen aus
den Analogieversuchen (Kap. 6.4). Der Grund hierfür ist der zusätzliche Einfluss
der Führungsleisten, der die Bohrungswand nach der Außenschneide ein weiteres
Mal thermisch und mechanisch konditioniert. Für die Bildung der WEL sind
Temperaturen oberhalb der Austenitisierungstemperatur im Material gefolgt von
einer hohen Abkühlrate, oder starken plastischen Verformungen in Verbindung
mit dynamischer Rekristallisation erforderlich. Wie in Kapitel 7.3 gezeigt wird,
können Temperaturen über der Austenitisierungstemperatur in der Kontaktzone
und ein ausgeprägter Temperaturgradient in der Randzone entstehen. Die Rand-
zone wird prozessbedingt nach jedem Schneiden- oder Führungsleistenüberlauf
von dem Bohröl abgeschreckt, wodurch die (Neu-)Bildung von Martensit möglich
ist [IS16; Cro+88].
Durch die plastische Verformung an der Außenschneide und den Führungsleisten
häufen sich die Versetzungen innerhalb der Körner in der Bohrungsrandzone.
Dies führt zu Bereichen mit hoher Versetzungsdichte. Dadurch wird die Bildung
neuer Korngrenzen innerhalb der ursprünglichen Körner erleichtert [Bro+18].
Abbildung 7.18 stellt zwei Gefügeschliffe in Vorschub- und Schnittrichtung in
einem größeren Ausschnitt gegenüber. Es handelt sich um eine Probe aus Ver-
suchsreihe 1, die Rattermarken aufweist. Der Einfluss des Vorschubs, der bereits
in den Analogieversuchen beschrieben wurde (Kap. 6.4), kann ebenfalls bei den
BTA-Proben gezeigt werden. Die Dicke des WEL ändert sich periodisch mit dem
eingestellten Vorschub. In diesem Fall ändert sich die Dicke der WEL ebenfalls
in Schnittrichtung. Zwischen den mit A und B markierten Stellen nimmt die
Dicke der WEL zu und fällt dann wieder ab. Dies ist auf die Ratterschwingungen
zurückzuführen. Basierend auf diesen Ergebnissen kann angenommen werden,
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7.4. Analyse der Bohrungsrandzonen

dass die entstehenden WEL entlang der BTA-Tiefbohrung eine helixförmige
Struktur aufweisen können.

Schnittgeschw.: v𝑐 = 100 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,3 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Schnittrichtung

Vorschubrichtung
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Schnittrichtung
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Abbildung 7.18.: Gefügeschliffe der BTA-Tiefgebohrten Proben in Schnittrich-
tung und Vorschubrichtung

Um den Aufbau der Randzone, besonders der WEL, besser zu verstehen,
wurden Elektronenrückstreubeugung (EBSD)-Untersuchungen an den Proben
durchgeführt. Die Abbildung 7.19 zeigt die Ergebnisse zweier Analysen. Beide
Proben weisen direkt unter der Oberfläche ein deutlich feineres Gefüge auf als
das Grundgefüge. Die Probe mit dem WEL (Abb. 7.19b) verfügt über sehr kleine
Körner bis zu einem Abstand von ca. s𝑊𝐸𝐿 ≈ 12 µm, was der lichtmikroskopisch
ermittelten Dicke des WEL in dieser Probe entspricht (siehe Abbildung 7.17). In
der oberen Hälfte des WEL erscheinen die Körner im Gefüge nahezu kreisrund.
In der unteren Hälfte des WEL nehmen die Verzerrung und die Größe der
Körner zu. Unterhalb des WEL ist ein stark verzerrtes Gefüge zu beobachten,
das durch die Zerspanung der Außenschneide und das Einebnen und Glätten der
Führungsleisten entsteht. Die Probe ohne WEL (Abb. 7.19a) weist ein ähnlich
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feines Gefüge auf. Allerdings sind die Körner unter der Oberfläche deutlich
stärker verzerrt. Die Einflusszone der plastischen Verformung in Schnittrichtung
scheint geringer zu sein als bei der Probe mit WEL.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.19.: EBSD-Analyse der Bohrungsrandzone mit und ohne WEL

Die EBSD-Messungen zeigen, dass der WEL ein nanokristallines Gefüge auf-
weist. Die homogene Struktur des WEL deutet darauf hin, dass eine Neubildung
der Körner in diesem Bereich stattgefunden hat. Die Temperaturmessungen aus
Kapitel 7.3 haben gezeigt, dass mit diesen Stellgrößen eine Temperatur, in der
Kontaktzone von Außenschneide und Bohrungsrandzone, von 𝜗𝐴𝑆 ∼ 1.050 °C
auftreten kann. Die ermittelte Temperatur überschreitet die Austenitisierungstem-
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7.4. Analyse der Bohrungsrandzonen

peratur des Vergütungsstahls (A𝐶3 = 780 °C), wodurch eine Phasenumwandlung
möglich wird. Des Weiteren ist eine dunkel geätzte Fragmentschicht direkt hinter
dem WEL vorhanden (vgl. Abbildung 7.17), was zusätzlich auf eine Phasenum-
wandlung hindeutet.
Die EBSD-Messung der Probe ohne WEL zeigt ein feines und verformtes Gefüge
in der Bohrungsrandzone im Gegensatz zum Grundgefüge. Obwohl für diese
Stellgrößen ebenfalls Temperaturen oberhalb der Austenitisierungstemperatur
gemessen wurden (𝜗𝐴𝑆 ∼ 910 °C), können in der Randzone kein WEL oder eine
dunkle Fragmentschicht nachgewiesen werden. Die Kornfeinung kann in diesem
Fall durch die starke plastische Deformation erklärt werden. Durch die feinere
Struktur in der Randzone ist in diesem Bereich, aufgrund des Hall-Patch-Effekts,
eine höhere Härte zu erwarten als im Grundgefüge. Die Randzonenhärte wird in
Kapitel 7.4.3 analysiert.

Die Abbildung 7.20 zeigt Gefügebilder der Bohrungsrandzone des X2CrNi18-
9. Die Gefügebilder weisen allgemein ein austenitisches Gefüge auf, welches durch
Zwillingskorngrenzen charakterisiert wird. In der Randzone wurde das Gefüge bei
allen Proben plastisch verformt. Die Verformung ist deutlich ausgeprägter als bei
den Analogieproben. Es zeigt sich, dass die plastische Verformung hauptsächlich
durch die Führungsleisten verursacht wird. In den verformten Zonen sind keine
Korngrenzen mehr erkennbar, wodurch das Gefüge schwer zu charakterisieren
ist. Durch die Schnittbewegung wird das Gefüge „umgekämmt“, wodurch es an
ein kaltgewalztes Gefüge erinnert. Die Breite dieses beeinflussten Randgefüges
beträgt bei allen Stellgrößenvariationen nahezu s ≈ 35 µm. Außerhalb dieses
Randgefüges sind neben dem austenitischen Gefüge unregelmäßig verteilte dunkle
Bereiche mit Gleitlinien sichtbar. Es ist wahrscheinlich, dass dort Martensit
gebildet wurde. In diesem Bereich ist mit einer höheren Härte zu rechnen.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: unb./poliert
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Abbildung 7.20.: Gefügeschliffe der BTA-Tiefgebohrten austenitischen Proben
in Schnittrichtung

7.4.3. Analyse der Mikrohärte in der Bohrungsrandzone

Die Abbildung 7.21 stellt die Ergebnisse der Mikrohärtemessungen in der
Bohrungsrandzone in den Vergütungsstahlproben dar. Bei allen Proben wird
ein Härteanstieg in der Bohrungsrandzone festgestellt und bestätigt damit den
Schluss aus den EBSD-Messungen. Der ermittelte Härtegradient variiert jedoch
erheblich zwischen den Proben. Bohrungsrandzonen, die einen WEL aufwiesen,
zeigen eine sehr deutliche Aufhärtung, während Proben ohne WEL einen geringe-
ren Härteanstieg in der Nähe der Bohrungsoberfläche aufweisen. Bei den Proben
ohne WEL wird eine Härte H ≈ 550 HV 0,01 bei einem Abstand a = 5 µm zur
Oberfläche gemessen. Alle Proben mit WEL weisen den dreischichtigen Aufbau
der Randzone auf, bestehend aus der hochharten nanokristallinen Neuhärtungs-
zone, einer feinkörnigen Anlasszone mit erhöhter Härte und dem Grundmaterial
(vgl. Kapitel 7.4.2). Im Bereich von a = 5 µm Abstand zur Bohrungsoberfläche
werden Mikrohärten von H ≈ 900…1400 HV 0,01 gemessen. Das entspricht in
einigen Fällen mehr als dem Vierfachen der Grundhärte und übersteigt deutlich
die maximale erreichbare Härte von H = 655 HV 0,01, die im ZTU Diagramm
für diesen Werkstoff angegeben ist [IS16].
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN

5
m
35
50
65
80

Ab
st

an
d

vc= 60 m/min
f = 0,15 mm

vc= 60 m/min
f = 0,225 mm

vc= 60 m/min
f = 0,3 mm

5
m
35
50
65
80

Ab
st

an
d

vc= 80 m/min
f = 0,15 mm

vc= 80 m/min
f = 0,225 mm

vc= 80 m/min
f = 0,3 mm

0 0.5 mm 1
Breite

5
m
35
50
65
80

Ab
st

an
d

vc= 100 m/min
f = 0,15 mm

0 0.5 mm 1
Breite

vc= 100 m/min
f = 0,225 mm

0 0.5 mm 1
Breite

vc= 100 m/min
f = 0,3 mm

372

630

889

HV 0,01

1406

Hä
rte

Abbildung 7.21.: Darstellung der Randzonenhärte der BTA-gebohrten Vergü-
tungsstahlproben

Die einzige Ausnahme ist die Probe, die mit den höchsten Prozessstellgrö-
ßen gebohrt wurde. Hier wird eine geringere Aufhärtung gemessen als bei den
restlichen Proben mit WEL. Der Grund dafür liegt in der geringen Dicke des
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WEL s𝑊𝐸𝐿 ≈ 2 µm. Hierdurch liegt der erste Messeindruck nicht im harten
nanokristallinen Gefüge des WEL. Unabhängig von der Layerbildung wird ab
einem Abstand von a = 50 µm bei jeder Probe die Grundhärte H ≈ 330 HV 0,01
gemessen. Durch die Konditionierung der Bohrungsrandzone mit den Führungs-
leisten wird der Effekt der Aufhärtung, im Vergleich zu den Analogieversuchen,
signifikant verstärkt. Der Zusammenhang zwischen hohen Prozessstellgrößen,
Bildung von WEL und hoher Randzonenhärte ist zu erkennen.

Die Messungen an den austenitischen Proben in Abbildung 7.22 weisen
ebenfalls eine Aufhärtung der Bohrungsrandzone auf. Die Maximal ermittelte
Härte H ≈ 880 HV 0,01 ist höher als bei den Analogieversuchen. Die plastische
Verformung der Randzone wird durch den Einfluss der Führungsleisten erhöht,
wodurch es eine erhöhte Kaltverfestigung gibt. Anhand der Messungen kann
keine direkte Abhängigkeit der Härte und der Prozessstellgrößen festgestellt
werden.
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: X2CrNi18-9
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: unb./poliert
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Abbildung 7.22.: Darstellung der Randzonenhärte der BTA-gebohrten austeniti-
schen Proben

Der Härteverlauf nimmt nicht stetig mit steigendem Abstand von der Bohrungs-
oberfläche ab. Die inhomogene Härteverteilung kann damit begründet werden,
dass aufgrund der erhöhten Temperaturen in der Randzone keine ausgeprägte
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Martensitbildung erfolgen kann, sondern nur vereinzelt Martensit gebildet wird.
Die Gefügeschliffe zeigen ebenfalls eine inhomogene Verteilung der Bereiche,
in denen eine Martensitbildung möglich ist. Messungen mit einem Ferritscope
(Tab 6.2 in Kap 6.4) deuten ebenfalls darauf hin, dass eine Martensitbildung
möglich ist. Einzelne Prüfeindrücke können eine höhere Härte zeige, wenn diese
martensitisches Gefüge treffen.

7.4.4. Eigenspannungen

Zur Analyse des Eigenspannungszustandes, der beim BTA-Tiefbohren in die
Bohrungsrandzone eingebracht wird, wurden Eigenspannungstiefenprofile bei
verschiedenen Bohrtiefen (l𝐵 = 157 mm und l𝐵 = 173 mm) aufgenommen. Die
Ergebnisse werden in Abbildung 7.23 dargestellt. Für die Charakterisierung
der Proben in axialer Richtung und für das elektrochemische Polieren muss
die Bohrungsoberfläche zugänglich sein. Aus diesem Grund wurden die Proben
in Halbschalen getrennt. Um den Einfluss des Auftrennens der Proben auf
den Eigenspannungszustand zu analysieren, wurden die Eigenspannungen vor
und nach dem Trennen untersucht. Es wurde festgestellt, dass während des
Trennens keine wesentliche Veränderung der Eigenspannungen auftritt. Die
Probe stammt aus Versuchsreihe 2 und weist keinen WEL auf. Der Versuch
verlief schwingungsfrei.

Schnittgeschw.: v𝑐 = 80 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,15 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.23.: Eigenspannungstiefenprofile in axialer und tangentialer Rich-
tung an zwei Bohrtiefen vor I und nach dem Auftrennen II
sowie nach dem elektrochemischen Polieren III
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Die Analyse der aufgezeichneten Eigenspannungstiefenprofile lässt den Schluss
zu, dass während der Bearbeitung hohe oberflächennahe Druckeigenspannungen
in axialer und tangentialer Richtung in der Bohrungsrandzone aufgebaut werden.
In axialer bzw. Vorschubrichtung wurden Druckeigenspannungen mit einer Inten-
sität von 𝜎 ≈ −900 MPa registriert. In tangentialer bzw. Schnittrichtung haben
sie eine Intensität von 𝜎 ≈ −550 MPa. Bereits nach der ersten elektrochemischen
Polierstufe bei einem Abstand von a = 10 µm wird eine deutliche Abnahme
der Intensität der Druckeigenspannungen gemessen. Bei größeren Abständen
zur Oberfläche von a > 100 µm bleiben die Eigenspannungen in axialer und
tangentialer Richtung auf einem konstanten Niveau. Es wurden keine signifikan-
ten Unterschiede zwischen den Eigenspannungszuständen in beiden Bohrtiefen
festgestellt.
Abbildung 7.24 zeigt die Eigenspannungstiefenverläufe von zwei Proben. Die
Probe, die mit der geringeren Schnittgeschwindigkeit gebohrt wurde, weist keinen
WEL auf. Bei dieser Probe sind Druckeigenspannungen in axialer und tangentia-
ler Richtung vorhanden. Die Intensität der Druckeigenspannung nimmt stetig
ab, bis zu einer Tiefe von a ≈ 25 µm, wo sie etwa 𝜎 ≈ 0 MPa erreicht.

Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.24.: Eigenspannungstiefenprofile in axialer und tangentialer Rich-
tung von zwei Proben aus ratternden BTA-Prozessen
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Die Intensität der axialen Eigenspannungen für die Probe mit einem WEL fällt
nur innerhalb der ersten a ≈ 10 µm leicht ab, bis auf das Oberflächenniveau der
Probe ohne WEL. Nach dieser Tiefe ist ein stärkerer Rückgang der Druckeigen-
spannung zu beobachten. Der Grund dafür liegt in der vollständigen Entfernung
des WEL, der eine Dicke von s𝑊𝐸𝐿 ≈ 11 µm aufweist. Die Eigenspannungen in
tangentialer Richtung sind Zugspannungen und weisen direkt an der Oberfläche
𝜎 ≈ 100…250 MPa auf. Diese Intensität bleibt bis zu einem Abstand a ≈ 40 µm
konstant und fällt dann auf 𝜎 ≈ 0 MPa ab. Auffällig ist, dass das Abtragen des
WEL in diesem Fall kaum Auswirkungen hat, anders als bei den Eigenspannun-
gen in Vorschubrichtung. Das Beispiel zeigt, dass die Eigenspannungen in der
Bohrungsrandzone je nach betrachteter Orientierung unterschiedliche Niveaus
aufweisen können.
Die Abbildung 7.25 stellt die Mikrostruktur in der Randzone sowie die gemesse-
nen Eigenspannungen und die MBR-Amplitude der BTA-Tiefgebohrten Proben
in Abhängigkeit von den Prozessstellgrößen gegenüber. Für jede Prozessstellgrö-
ßenkombination wurden Druckeigenspannungen ermittelt, die um das Doppelte
oder Dreifache höher sind als in den Analogieversuchen (vgl. Diagramm 6.13).
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Schnittgeschw.: v𝑐 = var. Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = var. Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.25.: Eigenspannungen in Vorschubrichtung, MBR-Amplituden und
WEL-Bildung der BTA-Tiefgebohrten Vergütungsstahlproben
aus Versuchsreihe 2

Die elastische und plastische Verformung unter der Führungsleiste ist, neben
der Temperatur, für diesen Effekt mit verantwortlich. Trotz der deutlich höheren
Druckeigenspannungen bei den BTA-gebohrten Proben weisen die Proben mit
WEL ähnliche Amplituden (M𝑀𝐴𝑋 < 5 mV) wie die WEL-Proben aus den
Analogieversuchen auf. Diese Ergebnisse bestätigen die Schlussfolgerungen aus
den Analogieversuchen:

• Das MBR eignet sich zur Detektion von WEL in der Bohrungsrandzone

• Ist ein WEL vorhanden, dominiert dieser alle weiteren Einflüsse auf das
Messsignal z.B. durch die Härte oder die Eigenspannungen

Einfluss der Ratterschwingungen auf die Eigenspannungen

Die Abbildung 7.26 zeigt die ermittelte Amplitude des MBR am Anfang und
in der Mitte der Bohrung, gemessen am Umfang der Bohrung. Zur besseren
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Darstellung und aus Symmetriegründen ist der halbe Umfang dargestellt. In der
Mitte der Bohrung sind Rattermarken zu erkennen. Mit dem Zusammenhang aus
Kapitel 7.4.1 und der daraus entwickelten Software ergibt sich eine theoretische
Markenanzahl von N𝑀 = 40,95 aufgerundet N𝑀 = 41.

Schnittgeschw.: v𝑐 = 65 m/min Werkstoff: 42CrMo4+QT
Vorschub: f = 0,15 mm Werkzeug: Botek Typ 12
Volumenstrom ̇𝑉 = 300 L/min Beschichtung: TiN
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Abbildung 7.26.: Einfluss der Rattermarken und des Spannungsarmglühen auf
das MBR

Die Anzahl der ermittelten Maxima (N𝑀 = 20) entspricht der Hälfte der
sichtbaren Rattermarken an der Bohrungswand. Die Amplitude schwankt um
M𝑀𝐴𝑋 = 8 mV. Es lässt sich schlussfolgern, dass die Periodizität der M𝑀𝐴𝑋-
Amplitude auf Torsionseigenschwingungen zurückzuführen ist, welche die Ratter-
marken verursachen. Zu Beginn der Bohrung sind keine Rattermarken sichtbar
und in diesem Stadium des Prozesses ist keine Periodizität des MBR-Signals
zu erkennen. Am Start der Bohrung tritt eine aperiodische Variation des MBR-
Signals zwischen M𝑀𝐴𝑋 = 5,5…12 mV auf. Aufgrund der vorangegangenen Mes-
sungen (vgl. Abb. 7.25) wird von keinem WEL in der Randzone ausgegangen,
da die gemessenen MBR-Amplituden deutlich über dem charakteristischen Wert
M𝑀𝐴𝑋 > 5 mV liegen. Das Probenstück der Bohrungsmitte wurde nach der
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ersten MBR-Messung spannungsarmgeglüht bei 𝜗𝑆𝑅 = 580 °C für t = 2 h. Die
anschließende Messung zeigt eine deutlich erhöhte Amplitude M𝑀𝐴𝑋 ≈ 16 mV,
was auf eine Reduktion der Druckeigenspannung durch das Glühen hindeutet.
Die Periodizität des Signals und damit der Einfluss des Ratterns ist ebenfalls
nicht mehr vorhanden. Des Weiteren ist davon auszugehen, dass es zu einer
Rekristallisation im Gefüge gekommen ist, da der Temperaturbereich für das
Rekristallisationsglühen mit dem Spannungsarmglühen überlappt [KG08].
In Abbildung 7.25 wird ein Bereich der zuvor analysierten Proben mit dem
XRD vermessen, um die Eigenspannungsmessungen mit den MBR-Messungen zu
vergleichen. Bei der Analyse des Starts der Bohrung werden nur geringfügige Än-
derungen der M𝑀𝐴𝑋-Amplitude und der Eigenspannungen am Bohrungsumfang
festgestellt.
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Abbildung 7.27.: Vergleich der MBR-Messungen mit XRD-Messungen in einem
kleinen Winkelbereich in zwei Bohrtiefen

Am Start der Bohrung werden Druckeigenspannungen mit einer Intensität von
𝜎Axial = −184 … − 124 MPa gemessen. Die ermittelten MBR-Amplituden weisen
nur geringe Schwankungen auf, mit einem Durchschnitt von M𝑀𝐴𝑋 ≈ 8,5 mV.
In der Mitte der Bohrung ist die Periodizität von M𝑀𝐴𝑋 zu erkennen. Darüber
hinaus wurde auch eine deutliche Periodizität in den Eigenspannungen beobachtet.
Die Druckeigenspannungen und Barkhausenamplituden schwanken phasengleich
zwischen 𝜎Axial = –259…−47 MPa und zwischen M𝑀𝐴𝑋 = 5,7…8,7 mV. Aus diesen
Ergebnissen lässt sich schließen, dass die dynamischen Effekte, die während des
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7. Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs beim
BTA-Tiefbohren

Bohrprozesses auftreten, einen Einfluss auf den Eigenspannungszustand in der
Bohrungsrandzone haben. Es ist bekannt, dass es eine eindeutige Korrelation
zwischen dem Eigenspannungszustand und der MBR-Amplitude gibt. Jiles et al.
haben darauf hingewiesen, dass ein Anstieg der Druckeigenspannungen zu einer
Abnahme der MBR-Amplitude führt [Jil89].
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte,
Temperaturen und resultierenden Randzoneneigenschaften

Die Modellierung der Randzonenbeeinflussung stellt durch die Überlagerung der
Wirkmechanismen an Außenschneide und Führungsleiste eine Herausforderung
dar. Im Folgenden wird ein Modell vorgestellt, um den BTA-Tiefbohrprozess
und die resultierende Randzone zu simulieren. Folgende Vereinfachungen werden
dabei angenommen:

• Durch das Ausnutzen von Symmetrieeigenschaften erfolgt eine Reduktion
des betrachteten Bauteilmodells:

– Bei schwingungsfreien BTA-Prozessen ist die SI gleichförmig über den
Umfang ausgeprägt, daher muss nur ein kleiner Teil in Umfangsrich-
tung betrachtet werden.

– Die SI ändert sich periodisch mit dem Vorschub, dadurch muss we-
nigstens der doppelte Vorschub pro Umdrehung betrachtet werden.

• Der Materialabtrag durch die Zentrumsschneide des BTA-Bohrkopfes kann
ohne Beeinträchtigung der Modellgültigkeit vernachlässigt werden.

• Nur ein Teil der Hauptschneide, die Schneidenecke und die Nebenschneide
werden betrachtet.

• Verglichen mit den Abmessungen des BTA-Kopfes sind die Bereiche der
Wechselwirkung zwischen den Wirkelementen und der Bohrungsrandzone
relativ klein, wodurch die Kontaktflächen von Außenschneide und Füh-
rungsleiste in einer Halbraumebene simuliert werden.

– Durch diese Vereinfachung werden die Bewegungen von Außenschneide
und Führungsleiste ebenfalls in dem ebenen Halbraum simuliert.

• Die mechanischen/thermischen Effekte an der Hauptschneide werden durch
äquivalente mechanische/thermische Effekte an der Nebenschneide appro-
ximiert.

• Die Rundschlifffase an der Außenschneide wird nicht berücksichtigt.

• Das Bohröl wird nicht berücksichtigt.
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte, Temperaturen und
resultierenden Randzoneneigenschaften

8.1. Analytischer Ansatz

In Zusammenarbeit mit Dr. Xinda Huang wurde ein analytisches 3D-Modell
erstellt, um das Belastungskollektiv der Bohrungsrandzone zu beschreiben
[Hua+21]. Die Idee der äquivalenten mechanischen/thermischen Belastung wird
hier für die Modellierung des Schneideneingriffs in der Nähe der Schneidenecke
verwendet. Für die Konditionierung durch die Führungsleiste wird ein Kontakt-
modell für den Kontaktbereich zwischen der Führungsleiste und der Bohrung
entwickelt. Dabei wird eine Druckverteilung berechnet. Anschließend wird die
inkrementelle plastische Verformungsanalyse für die dreidimensionale Belas-
tung mit einem modifizierten McDowell-Hybridalgorithmus auf der Grundlage
einer elastischen Feldannäherung durchgeführt [McD97]. Schließlich wird die
Eigendehnungstheorie genutzt, um das Eigenspannungsfeld in der bearbeiteten
Oberfläche vorherzusagen. Dabei werden die unelastischen Restbeanspruchungen
berücksichtigt, die in der inkrementellen Analyse aufsummiert werden.

Das analytische 3D-Modell

Die Abbildung 8.1 beschreibt ein analytisches 3D-System für die Berechnung
der Eigenspannungen auf Grundlage sich bewegender thermischer und mecha-
nischer Lasten. In diesem Modell wird ein bewegliches, auf die Kontaktfläche
fixiertes Koordinatensystem angenommen. Es werden die bekannten Mechanis-
men betrachtet, die Eigendehnungen hervorrufen, einschließlich der plastischen
Dehnung, der thermischen Dehnung oder der möglichen Phasenübergangsdeh-
nung in den beiden Wechselwirkungszonen.
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Abbildung 8.1.: Darstellung des analytischen 3D-Modells zur Berechnung der
Eigenspannungen beim BTA-Tiefbohren [Hua+21]
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8.1. Analytischer Ansatz

Ein beliebiger Materialpunkt P unterhalb der Werkstückoberfläche durchläuft
die effektiven Interaktionszonen mehrmals. Währenddessen entstehen unelasti-
sche Dehnungen, welche eine Art von Fehlstelle zwischen dem eingespannten
Material und der umgebenden Matrix darstellen. Diese Fehlstellen erzeugen
Eigenspannungen im elastischen Festkörper. Die Eigendehnungstheorie hat sich
als leistungsfähige analytische Lösung für dieses Problem erwiesen. Der Zusam-
menhang zwischen der Dehnung (𝜀∗

𝑘𝑙) und den inneren Spannungen (𝜎r
ij) kann

beschrieben werden als:

𝜎𝑟
𝑖𝑗 = 𝐷∗

𝑖𝑗𝑘𝑙 × 𝜀∗
𝑘𝑙 (8.1)

𝐷∗
𝑖𝑗𝑘𝑙 = 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙(𝑆𝑖𝑗𝑘𝑙 − 1) (8.2)

Wobei Sijkl den Eshelby-Tensor und Cijkl den Elastizitätsmodul-Tensor dar-
stellt. Die Einflusskoeffizientenmatrix Dijkl kann explizit mit einer analytischen
Lösung erhalten werden. In diesem Fall ist die zweidimensionale Eigendehnungs-
theorie eine Lösung, da die Belastung für jeden beliebigen Punkt entlang der
Schnittrichtung (Y) als identisch angenommen werden kann, was bedeutet, dass
der endgültige Spannungszustand des Halbraums als ein Fall von ebener Dehnung
in der X-Z-Ebene behandelt werden kann. In Kombination mit dem oben erwähn-
ten 3D-Modellierungssystem wird die analytische Vorhersage der Eigenspannung
für BTA-Tiefbohrungen möglich.

Thermomechanische Belastung durch die Außenschneide

Für die 3D-Eigenspannungsmodellierung durch die Außenschneide wird ein
hybrides Modell von Valiorgue genutzt. In Abbildung 8.2 wird eine mecha-
nische/thermische Belastungsannahme wie beim Drehen für die Modellierung
der Wechselwirkung zwischen der Nebenschneide und der Bohrungsoberfläche
gewählt [Val+12].
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte, Temperaturen und
resultierenden Randzoneneigenschaften
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Abbildung 8.2.: Übertragung des hybriden Modells nach Valiorgue auf die Au-
ßenschneide beim BTA-Tiefbohren [Val+12; Hua+21]

Dabei sind Fc1, Ff1, Fc2, Ff2 die Anteile der Schnittkraft und Vorschubkraft an
der Spanfläche und der Nebenfreifläche, mit den jeweiligen Reibungskoeffizien-
ten μssz und μtsz. Zu den charakteristischen Abmessungen der Belastungszone
gehören die Kontaktbreite a auf der Freifläche, die verformte Spandicke b und
der Beeinflussungsradius c in Vorschubrichtung. Die anteiligen Wärmeflüsse
Λ1 aus der Spanverformung, Λ2 aus der primären Scherzone PSZ und Λ3 aus
der tertiären Scherzone TSZ sind für Formel 8.5 angegeben. Es wird davon
ausgegangen, dass eine gleichmäßig verteilte thermische Belastung sowohl in
der PSZ als auch in der TSZ vorliegt. In der TSZ wird auf der Nebenfreifläche
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8.1. Analytischer Ansatz

eine parabelförmig verteilte mechanische Belastung aufgebracht. Der normale
p0 und tangentiale Druck pt,0 auf die Kontaktzone wird auf der Grundlage der
Hertzschen Kontakttheorie abgeleitet:

𝑝(𝑥) =
2𝐹𝑓

𝜋(𝑎/2)2
√(𝑎/2)2 − 𝑥2 (8.3)

𝑝𝑡(𝑥) = 𝜇𝑡𝑠𝑧𝑝(𝑥) (8.4)

Der Wärmefluss q0 in der PSZ und der TSZ kann über folgende Formel
berechnet werden:

𝑞0 = 1
2(𝑎 + 𝑏)𝑐

(𝐹𝑐2v𝑐𝛬3 + 𝐹𝑐1v𝑐𝛬1𝛬2) (8.5)

Für die beweglichen mechanischen Lasten kann eine halbanalytische Lösung
für das elastische Spannungsfeld (Abbildung 8.3b) gefunden werden, die auf
der analytischen Lösung aus der Kontaktmechanik für ein rechteckiges Bauteil
unter gleichmäßigem Druck beruht (Gleichung 8.6) [Joh85].
Für die thermische Belastung wird die Theorie der beweglichen Wärmequelle
von Carslaw und Jaeger verwendet (Abbildung 8.3a). Bei der stabilisierten
Wärmeleitung mit einer rechteckigen Wärmequelle ergibt sich die grundlegende
Lösung für den Temperaturanstieg 𝛩 in Form des Integrals der Fehlerfunktion
erf(x) (Gleichung 8.7) [CJ11]:
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte, Temperaturen und
resultierenden Randzoneneigenschaften

𝜎𝑖𝑗(𝑥,𝑦,𝑧) = ∬ 𝑃(𝜉,𝜂)𝑝𝑖𝑗(𝑥,𝑦,𝑧)𝑑𝜉𝑑𝜂 (8.6)

𝛩 = 𝑞
2𝜌𝑐𝑈

√
2𝜋

∫
∞

0

𝑒
−𝑍2

2𝑢
√

𝑢
(𝑒𝑟𝑓(𝑌 + 𝐿√

2𝑢
) − 𝑒𝑟𝑓(𝑌 − 𝐿√

2𝑢
))

(𝑒𝑟𝑓(𝑋 + 𝐵 + 𝑢√
2𝑢

) − 𝑒𝑟𝑓(𝑋 − 𝐵 + 𝑢√
2𝑢

)) 𝑑𝑢

𝑋 = 𝑈𝑥
2𝑎

; 𝑌 = 𝑈𝑦
2𝑎

; 𝑍 = 𝑈𝑧
2𝑎

; 𝐿 = 𝑈𝑙
2𝑎

; 𝐵 = 𝑈𝑏
2𝑎

; 𝑎 = 𝜆
𝜌𝑐

(8.7)

Wobei U die Geschwindigkeit der sich bewegenden Wärmequelle ist, 𝜌 ist die
Dichte und c die spezifische Wärmekapazität des Werkstücks. Da thermische
Dehnung eine Art von Eigendehnung ist kann eine aus der thermischen Dehnung
resultierende Eigenspannung mit der 3D-Eigendehnungstheorie errechnet werden
[Liu+12; NOM87].
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8.1. Analytischer Ansatz

Kontakt der Führungsleiste

Um die plastische Verformung durch die Führungsleiste zu modellieren, sind
die Druckverteilung und die Größe der Kontaktfläche erforderlich. In Abbil-
dung 8.4 ist die Herleitung der Kontaktzone zwischen Führungsleiste und
Bohrungswand auf Grundlage der Führungsleistennormalkräfte aus Kapitel 7.1.2,
gezeigt. Folgende Beziehungen gelten für die Herleitung:

𝑎 ≈ √𝜌𝛿; 𝑏 ≈ 𝛿 cot 𝛼; 𝑐 ≈ 𝛿 tan 𝛽; 𝜌 ≈ ( 1
𝑅

− 1
𝑟

) (8.8)
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Abbildung 8.4.: Darstellung des Führungsleistenkontakts [Hua+21]

Auf der Grundlage der Beziehung zwischen der angenommenen elliptischen
Druckverteilung und der Verschiebung in der Kontaktmechanik [Joh85] wird eine
implizite Gleichung zur Abschätzung der Eindringtiefe 𝛿 mit der gemessenen
Normalkraft vorgestellt. 𝐾(𝑒) eine elliptische Integralfunktion erster Ordnung
und 𝜈 die Poissonzahl bzw. Querkontraktionszahl:

(1 − 𝜈2)𝐹𝑁
𝐸

𝐾 (√1 − 𝛿
𝜌

cot2 𝛼) = 𝜋
3

√𝜌𝛿3/2 (8.9)

Für den dreidimensionalen Fall wird der ursprüngliche McDowell Algorithmus mo-
difiziert. Die Hauptidee besteht darin, die inkrementellen Dehnungskomponenten
in X und Y gleichzeitig zu überlagern:

̇𝜀𝑥𝑥 = 𝜓 ̇𝜀𝑒𝑙𝑎𝑠𝑡.
𝑥𝑥 ; ̇𝜀𝑦𝑦 = 𝜓 ̇𝜀𝑒𝑙𝑎𝑠𝑡.

𝑦𝑦 ; 𝜓 = 1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝜅 ( 3ℎ
2𝐺

)) (8.10)
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte, Temperaturen und
resultierenden Randzoneneigenschaften

𝜓 ist die Überlagerungsfunktion in Abhängigkeit vom Verfestigungsmodul h. Nach
der unelastischen Dehnung, die durch die inkrementelle plastische Analyse erzielt
wird, bilden sich in der Halbebene des Werkstücks zweidimensionale Eigenspan-
nungen. Die Eigenspannung kann effizient durch Berechnung der Eigendehnung
mit der Einflusskoeffizientenmatrix aufgrund eines einzelnen rechteckigen Ein-
schlusses mit gleichförmiger Eigendehnung berechnet werden:

𝜎𝑟
𝑖𝑗 =

𝑀
∑
𝑚=1

𝑁
∑
𝑛=1

𝐷𝑖𝑗𝑘𝑙(𝑥 − 𝑥𝑚,𝑧 − 𝑧𝑛)𝜀∗
𝑘𝑙(𝑚,𝑛) (8.11)

Die Ergebnisse der numerischen Simulation sind in Abbildung 8.5 dargestellt.
Es handelt sich um die Eigenspannungstiefenverläufe in Y- bzw. Schnittrichtung
nach der Konditionierung durch die Schneide (a) sowie nach der sequenziellen
Konditionierung durch Schneide und Führungsleiste (b). Die genutzten Parame-
ter sind der Tabelle 8.1 zu entnehmen.
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8.1. Analytischer Ansatz

Tabelle 8.1.: Simulationsparameter für das analytische 3D-Modell

Parameter Außenschneide Führungsleiste
Schnittgeschwindigkeit v𝑐 = 60 m/min v𝑐 = 60 m/min
Vorschub f = 0,15 mm f = 0,15 mm

Kontaktzone
a = 0,058 mm a = 4,2 mm
b = 0,412 mm b = 0,57 mm
c = 0,15 mm c = 0,006 mm

E-Modul / Eindringtiefe E = 210 GPa 𝛿 = 0,01 mm
G-Modul / Normalkraft G = 810 GPa F𝑁 = 2.484 N
Poissonzahl / Winkel 𝜈 = 0,3 𝛼;𝛽 = 1;30°
Kontaktzonendruck 𝑝𝑚𝑎𝑥 = 3.284 MPa 𝑝𝑚𝑎𝑥 = 974 MPa
Wärmefluss /Schrittweite 𝑞0 = 448 W/mm2 𝛥 y = 0,002 mm
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Abbildung 8.5.: Eigenspannungen in Schnittrichtung des 3D-Analytischen Mo-
dells [Hua+21]

Beide Eigenspannungsdiagramme zeigen ein periodisches Verhalten mit wie-
derkehrenden Mustern, das mit dem Vorschub f = 0,15 mm übereinstimmt. In
der Randzone wurden für die Konditionierung durch die Schneide Zugeigenspan-
nungen mit hoher Intensität berechnet. Nach den Überläufen der Führungsleiste,
ergeben sich periodisch ausgeprägte Druckeigenspannungen geringerer Intensität
in der Randzone. Durch die Führungsleiste wird die Randzone in einem deutlich
größeren Abstand zur Oberfläche konditioniert als durch die Schneide allein.
Die Eigenspannungen über den Bohrweg verhalten sich ebenfalls periodisch in
Abhängigkeit des Vorschubs. Dieses periodische Verhalten wurde in den Analogie-
versuchen (Kapitel 6.4) und den BTA-Versuchen (Kapitel 7.4.2) nachgewiesen.
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8. Aufbau eines Modells zur Vorhersage der Kräfte, Temperaturen und
resultierenden Randzoneneigenschaften

Zwei Eigenspannungstiefenverlaufskurven, generiert aus den vorherigen Diagram-
men (Abbildung 8.5), sind in Abbildung 8.6 dargestellt. Des Weiteren sind zwei
Verlaufskurven, in Schnitt- und Vorschubrichtung, des realen Versuchs mit den
gleichen Prozessstellgrößen als Vergleich eingefügt (vgl. Abb. 7.24). Es ist gut zu
erkennen, dass durch den Einfluss der Führungsleiste hohe Druckeigenspannungen
in die Randzone eingebracht werden. Da trotz der hohen Zugeigenspannungen
durch die Konditionierung der Schneide nach dem Prozess Druckeigenspannungen
vorliegen. Die Intensität der simulierten Druckeigenspannung ist deutlich geringer
als in den beiden realen Messungen. Ab einem Abstand zu Oberfläche a > 10 µm
stimmen die Eigenspannungsverläufe gut überein. Ein Grund für die Abweichung
liegt in der Modellierung der Konditionierung durch die Außenschneide. Für den
Einfluss der Außenschneide wird nur der Eingriff an der Nebenschneide betrach-
tet, die Rundschlifffase wird nicht dargestellt. Des Weiteren wird der Einfluss des
Bohröls auf die Abkühlrate der Randzone nicht berücksichtigt. Insgesamt stellt
das analytische Modell einen geeigneten Ansatz dar, um Eigenspannungsverläufe
in Abhängigkeit der Schnittparameter beim BTA-Tiefbohren vorherzusagen.
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Abbildung 8.6.: Vergleich der Eigenspannungsverlaufskurven aus dem analyti-
schen 3D-Modell mit realen Messungen [Hua+21]
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9. Zusammenfassung, Fazit und Ausblick

Die Surface Integrity (SI) der gefertigten Bauteile spielt in der funktionsorien-
tierten Produktion von Hochleistungskomponenten eine entscheidende Rolle. Die
unterschiedlichen Fertigungsprozesse zeichnen sich i.d.R. durch einen charakte-
ristischen Oberflächenkonditionierungseffekt aus. Beim BTA-Tiefbohren wird
die Oberflächenkonditionierung durch zwei Effekte maßgeblich beeinflusst. Zum
einen die Konditionierung durch den Zerspanprozess an der Außenschneide und
der Rundschlifffase. Zum anderen die Verformungen durch das Einebnen und
Glätten der Führungsleisten.
Um diese beiden Effekte zu separieren, wurden Analogieversuche durchgeführt, in
denen zunächst ausschließlich der Effekt der Außenschneide auf die SI untersucht
werden konnte. Die Aufnahme der Prozesskräfte wurde in diesem Fall ohne
externe Messtechnik, nur über die Servoantriebe der Maschinenachsen realisiert.
Bei beiden untersuchten Werkstoffen war die Passivkraft stets größer als die Vor-
schubkraft. Durch den Einstellwinkel 𝜅 = 70° der Schneide ergibt sich, durch die
Orientierung der Schneidkante zur Bohrungsachse das Verhältnis von Fp/Ff > 1.
Ein höherer Vorschub hat zu einer signifikanten Erhöhung aller Prozesskräfte
geführt. Eine Änderung der Schnittgeschwindigkeit zeigte nur einen geringen
Einfluss auf die Kräfte.
Bei den Vergütungsstahlproben konnte in Quer- und Längsschliffen bei höheren
Vorschüben die Bildung von White Etching Layer (WEL) nachgewiesen werden.
Die Dicke der WEL schwankt periodisch entlang der Bohrtiefe in Abhängigkeit
des Vorschubs. Des Weiteren konnte durch die Konditionierung der Außenschnei-
de eine Erhöhung der Randzonenhärte in den Proben auf das Doppelte und im
Falle eines entstandenen WEL bis auf das Dreifache der Grundhärte festgestellt
werden. Eigenspannungsmessungen zeigten, dass überwiegend Druckeigenspan-
nungen mit Intensitäten von 𝜎 = –150…−500 MPa durch die Außenschneide in
der Randzone entstehen. Bei hohen Schnittgeschwindigkeiten und Vorschüben
konnten Zugeigenspannungen 𝜎 = 0…150 MPa gemessen werden. Messungen
entlang des Bohrwegs haben gezeigt, dass sich der Eigenspannungszustand nicht
gleichförmig über den Außenschneideneingriff ausbildet. Die Intensität der ein-
gebrachten Druckeigenspannung stieg vom Eingriff der Nebenschneide bis zum
Kontakt der Rundschlifffase. Zugeigenspannungen, die im Zuge der Zerspanung
direkt an der Schneidenecke entstehen, können nicht ausgeschlossen werden.
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Bei den austenitischen Proben konnte in der Randzone ebenfalls das Doppelte
bis Dreifache der Grundhärte ermittelt werden. Messungen mit einem Ferritscope
deuten auf geringe Martensitbildung in Verbindung mit Kaltverfestigung hin.

Zur Ermittlung des thermomechanischen Belastungskollektivs beim BTA-
Tiefbohren wurden modifizierte Werkstücke und ein angepasster Bohrkopf für
in-process-Messungen verwendet. Dadurch war es möglich, neben der Axialkraft
und dem Bohrmoment am Bohrrohr, die Temperaturen in der Wirkzone der Au-
ßenschneide und die Führungsleistennormalkräfte prozessbegleitend zu ermitteln.
Die thermische Belastung stieg mit höheren Prozessstellgrößen. Beim BTA-
Tiefbohren beider Werkstoffe werden in der Kontaktzone von Außenschneide und
Bohrungswand Temperaturen von 𝜗 > 1.000 °C gemessen. Temperaturmessungen
in der Bohrungsrandzone gaben Aufschluss über den Wärmefluss und beschrieben
den erheblichen durchschnittlichen Temperaturgradient vomT𝑔 > 3,5 K/µm bis
zu einem Abstand unter der Oberfläche von a = 250 µm. Des Weiteren zeigten
diese Messungen, dass im austenitischen Werkstoff die Führungsleisten einen grö-
ßeren Einfluss als die Außenschneide auf die eingebrachte Wärmemenge haben.
Die mechanischen Prozesskenngrößen stiegen mit dem Vorschub und verringerten
sich leicht mit steigender Schnittgeschwindigkeit, analog zu den Analogieversu-
chen. Sobald Ratterschwingungen auftreten, sind die Messwerte der mechanischen
Prozesskennwerte nicht mehr quasi-normalverteilt. Durch eine statistische Dar-
stellung und Analyse der Messwerte konnte gezeigt werden, dass im Falle eines
ratternden Prozesses mehr als 30 % der Bohrmomentmesswerte bei über 150 %
des mittleren Bohrmoments liegen.
Die auftretenden Torsionseigenfrequenzen konnten in den Messungen des Bohr-
moments, der Axialkraft und der Führungsleistennormalkraft ermittelt werden.
Häufig wurden in den letzten beiden Messschrieben zusätzlich Vielfache der auf-
tretenden Torsionseigenfrequenzen ermittelt. Spektrogramme der mechanischen
Prozesskennwerte und des Schalldrucks haben gezeigt, dass die dominante Torsi-
onseigenfrequenz eines ratternden Prozesses nicht in allen Signalen die dominante
Frequenz sein muss. Stattdessen kann eine andere Torsionseigenfrequenz, oder
ein Vielfaches einer Torsionseigenfrequenz, die höchste Amplitude aufweisen.
Die Randzonen der BTA-gebohrten Proben wiesen bei höheren Schnittwerten
stark ausgeprägte WEL auf. Bei geringeren Schnittwerten war eine nahezu
strukturlose Anlassschicht in der Randzone zu sehen. Diese Schicht schließt sich
ebenfalls an die WEL an. Die ermittelte Randzonenhärte der Vergütungsstahlpro-
ben konnte innerhalb des WEL bis zu H = 1.400 HV0,01, ungefähr das Vierfache
der Grundhärte, erreichen. In der Anlassschicht wurden Härten bis zum Dreifa-
chen der Grundhärte erreicht. EBSD-Messungen zeigten, dass die Anlassschicht
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ein deutlich verformteres und feineres Gefüge als das Grundgefüge aufwies. Die
WEL zeigten ein homogenes nanokristallines Gefüge, welches wahrscheinlich
durch eine Phasenumwandlung entstand. Das Gefüge des austenitischen Werk-
stoffs war in der Randzone in den ersten a = 50 µm derart plastisch verformt,
dass es gewalztem Gefüge nahekommt und keine Korngrenzen erkennbar waren.
Die erreichte Randzonenhärte war höher als in den Analogieversuchen, jedoch
inhomogen verteilt. Dies deutet auf eine inhomogene Martensitbildung durch
plastische Verformung in Verbindung mit einer erhöhten Temperatur.
In allen BTA-gebohrten Proben wurden deutlich höhere Druckeigenspannungen
gemessen 𝜎 = 400…1.400 MPa als mit ausschließlichen Kontakt der Außenschnei-
de, was den signifikanten Einfluss der Führungsleiste auf die SI zeigt. Tiefenprofile
der Eigenspannungen ergaben, dass diese nach a = 25–40 µm gegen einen kon-
stanten Wert nahe 𝜎 = 0 MPa konvergieren. Proben mit WEL zeigten höhere
Druckeigenspannungen als Proben ohne WEL. Parallel durchgeführte MBR-
Messungen konnten die Proben mit WEL von denen ohne WEL differenzieren.
Messungen entlang des Bohrungsumfangs einer Probe, aus einem ratternden
Prozess, zeigten eine Abhängigkeit der Eigenspannungen und des MBR-Signals
von den Rattermarken auf der Oberfläche. Hier konnte ebenfalls die Abhängigkeit
der M𝑀𝐴𝑋-Amplitude von der Intensität der Druckeigenspannung beobachtet
werden.
Auf Grundlage des Torsionsschwingungsmodells von Webber können die mög-
lichen Torsionsschwingungen berechnet werden. In den Schwingungsanalysen
der ratternden Prozesse konnten die berechneten Schwingungen nachgewiesen
werden. Durch die Auswertung der entstandenen Rattermarken konnte ein Zu-
sammenhang zwischen der dominanten Eigenfrequenz, der Drehzahl und den
Rattermarken gefunden werden. Die Anwendung DTECT wurde entwickelt mit
dem Ziel, das Torsionsschwingungsmodell von Webber um den Zusammenhang
der auftretenden Rattermarken zu erweitern. Die Software ermöglicht, durch
Eingabe der Randbedingungen, die Berechnung der Eigenfrequenzen sowie die
daraus resultierenden möglichen Rattermarken.
Zur Vorhersage der Eigenspannungen in der Bohrungsrandzone wurde ein analy-
tisches 3D-Modell auf Grundlage der Eigendehnungstheorie entwickelt und mit
experimentellen Eigenspannungsmesswerten gegenübergestellt. Dabei wurden die
Kontaktsituation der Außenschneide und der Führungsleiste separat modelliert.
Thermische und mechanische Einflüsse, sowie die charakteristischen wiederholten
Überläufe der Wirkelemente wurden simuliert. Der Druckeigenspannungszustand
konnte qualitativ realitätskonform berechnet werden. Bis zu einem Abstand von
a = 10 µm unterhalb der Oberfläche bestehen Intensitätsunterschiede zwischen
den Messungen und der Simulation, danach stimmen die Eigenspannungsverläufe
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auch quantitativ überein.
Eine Entwicklung für zukünftige Untersuchungen, die aus dem zugrundeliegenden
Forschungsprojekt resultiert, ist in Abbildung 9.1 gezeigt. Es handelt sich um
einen MBR-Sensor, der in einen BTA-Kopf integriert wurde. Mit diesem Sonder-
werkzeug soll zukünftig versucht werden, die Entstehung von WEL während des
Prozesses zu detektieren und auf Grundlage des MBR-Signals, in Verbindung mit
der Prozess-Struktur-Eigenschafts-Beziehung, eine Prozessregelung, zur gezielten
Bildung oder Vermeidung von WEL aufzubauen.

Abbildung 9.1.: BTA-Bohrkopf mit integriertem MBR-Sensor

Insgesamt kann die Integration von Oberflächenintegritätsaspekten in den
BTA-Tiefbohrprozess im Rahmen funktionsorientierter Fertigung dazu beitragen,
präzisere, effizientere und nachhaltigere Fertigungsketten zu entwickeln. Der
Fokus auf Oberflächenintegrität kann nicht nur die Leistung von Bauteilen
verbessern, sondern auch einen Beitrag zu den weltweiten Anstrengungen für
ressourceneffiziente und nachhaltige Produktionsprozesse leisten.
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A. Anhang

A.1. Lösung der eindimensionalen Wellengleichung

Durch die Verbindung der kinematischen Beziehung für den Stab 𝜀 = 𝑑𝑢
𝑑𝑥

und

dem Elastizitätsgesetz 𝜀 = 𝜎
𝐸

+ 𝛼𝑇 × 𝛥𝑇, ergibt sich das Elastizitätsgesetz für
den Stab [GHW14]:

𝑑𝑢
𝑑𝑥

= 𝑁
𝐸 × 𝐴

+ 𝛼𝑇 × 𝛥𝑇 𝑚𝑖𝑡 𝛥𝑇 = 0 ⟶ 𝑁 = 𝐸 × 𝐴 × 𝑢′ (A.1)

Die Gleichung A.1 verbindet die Stabverschiebung (u) mit der Normalkraft
(N). Für Längs- und Dehnschwingungen in einem homogenen Stab kann die
Funktion u(x,t), zur Beschreibung der Verschiebung der Querschnitte, aufgestellt
werden. Das Bewegungsgesetz lautet [Gro+14]:

𝜌 × 𝐴 × 𝑑𝑥 × 𝑢̈ = −𝑁 + (𝑁 + 𝛿𝑁
𝛿𝑥

𝑑𝑥) ⟶ 𝜌 × 𝐴 × 𝑢̈ = 𝑁 ′ (A.2)

Werden Gleichung A.1 und A.2 über die Normalkraft zusammengeführt, ergibt
sich die eindimensionale Wellengleichung.

𝐸 × 𝐴 × 𝑢″ = 𝑁 ′ = 𝜌 × 𝐴 × 𝑢̈ ⟶𝜌 × 𝑢̈ = 𝐸 × 𝑢″ ⟶ 𝛿2𝑢
𝛿𝑥2 = 𝛿2𝑢

𝛿𝑡2 × 1
𝑐2

𝑚𝑖𝑡 𝑐2 = 𝐸
𝜌

(A.3)

Analog zum Drallsatz in Kapitel Gleichung kann diese Formel mit dem Bernoulli-
Ansatz gelöst werden [Gro+14].

𝑢(𝑥,𝑡) = 𝑈(𝑥) × 𝑐𝑜𝑠(𝜔𝑡 − 𝛼) (A.4)

Das Einsetzen in Wellengleichung ergibt eine Differentialgleichung:

𝑑2𝑈
𝑑𝑥2 + (𝜔

𝑐
)

2

× 𝑈 = 0 (A.5)

Die allgemeine Lösung für diese Gleichung ist:

𝑈(𝑥) = 𝐵 × 𝑐𝑜𝑠(𝜔
𝑐

× 𝑥) + 𝐶 × 𝑠𝑖𝑛(𝜔
𝑐

× 𝑥) (A.6)
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Gleichung A.6 einsetzten in Gleichung A.4 ergibt:

𝑢(𝑥,𝑡) = (𝐵 × 𝑐𝑜𝑠(𝜔
𝑐

× 𝑥) + 𝐶 × 𝑠𝑖𝑛(𝜔
𝑐

× 𝑥)) × 𝑐𝑜𝑠(𝜔𝑡 − 𝛼) (A.7)

Die Lösung dieser Gleichung unterscheidet sich je nach betrachteter Lagersitua-
tion des Stabs. In Abbildung A.1 sind drei Lagersituationen dargestellt.

(a) Fest-Los (b) Fest-Fest (c) Los-Los

Abbildung A.1.: Lagersituationen des Stabes (nach [Gro+14]).

Im Folgenden werden für jede Lagersituation die Randbedingungen und die
Eigenfunktion bzw. die Eigenschwingungen hergeleitet. Für einen einseitig einge-
spannten Stab (Abbildung A.1(a)) gelten die Randbedingungen:

𝑢(0,𝑡) = 0 ⟶ 𝑈(0) = 0 ⟶ 𝐵 = 0

𝑢′(𝑙,𝑡) = 0 ⟶ 𝑈 ′(𝑙) = 0 ⟶ 𝐶 × 𝜔
𝑐

× 𝑠𝑖𝑛(𝜔
𝑐

× 𝑙) = 0
(A.8)

Mit 𝐶 ≠ 0 und 𝜔 > 0 folgt:

𝑐𝑜𝑠(𝜔
𝑐

× 𝑙) = 0 𝑚𝑖𝑡 𝑐 = √𝐸
𝜌

(A.9)

Damit diese Randbedingung erfüllt ist, muss für 𝜔 bzw. für die Eigenfunktionen
gelten:

𝜔𝑘 = 2 × 𝑘 − 1
2

× 𝜋√ 𝐸
𝜌 × 𝑙2

𝑈𝑘(𝑥) = 𝐶𝑘 × 𝑠𝑖𝑛(2 × 𝑘 − 1
2

× 𝜋 × 𝑥
𝑙

), 𝑘 = 1, 2, ....

(A.10)

Die Randbedingungen für einen beidseitig eingespannten Stab sind (Abbil-
dung A.1 (b)):

𝑈(0) = 0 ⟶ 𝐵 = 0, 𝑈(𝑙) = 0 ⟶ 𝑠𝑖𝑛(𝜔
𝑐

× 𝑙) = 0 (A.11)
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Daraus folgt für 𝜔 und die Eigenfunktionen 𝑈𝑘(𝑥):

𝜔𝑘 = 𝑘 × 𝜋 × √ 𝐸
𝜌 × 𝑙2

, 𝑈𝑘(𝑥) = 𝐶𝑘 × 𝑠𝑖𝑛(𝑘 × 𝜋 × 𝑥
𝑙

), 𝑘 = 1, 2, .... (A.12)

Analog ergeben sich für einen freien Stab (Abbildung A.1(c)) folgende Randbe-
dingungen:

𝑈 ′(0) = 0 ⟶ 𝐶 = 0, 𝑈 ′(𝑙) = 0 ⟶ 𝑠𝑖𝑛(𝜔
𝑐

× 𝑙) = 0 (A.13)

Für 𝜔 und die Eigenfunktionen 𝑈𝑘(𝑥):

𝜔𝑘 = 𝑘 × 𝜋 × √ 𝐸
𝜌 × 𝑙2

, 𝑈𝑘(𝑥) = 𝐵𝑘 × 𝑐𝑜𝑠(𝑘 × 𝜋 × 𝑥
𝑙

), 𝑘 = 1, 2, .... (A.14)

Die Eigenschwingungen (𝜔𝑘) der Lagersituationen “Fest-Fest“ und “Los-Los“
sind gleich. Die Eigenfunktionen (𝑈𝑘(𝑥)) unterschieden sich jedoch.
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A.2. Applikationsmöglichkeiten der Thermoelemente

Tabelle A.1.: Übersicht über Konzepte zur Messmittelapplikation

1 Mikrobohren (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 19.000 1/min
VHM Fräswerkzeug, Pilotbohrer,
Mikrobohrer 𝑑Wkz = 0,75 mm mit langer Nut
Prozessroute:
Anspiegeln → Pilotbohren → Mikrotiefbohren
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ vergleichweise geringer Vorbereitungsaufwand
⊖ Drehzahl übersteigt Max. der Vorbereitungsma-
schine
⊖ Mikrotiefbohrwerkzeug benötigt
⊖ hohe Anforderungen an Tiefbohrprozess

2 Nutfräsen in das Probenwerkstück und Mikrobohren (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 19.000 1/min,
VHM Fräswerkzeug,
Mikrobohrer 𝑑Wkz = 0,75 mm, Pilotbohrer
Prozessroute:
Fräsen der Probe → Pilotbohren → Mikrobohren
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ vergleichweise geringer Vorbereitungsaufwand
⊖ Drehzahl übersteigt Max. der Vorbereitungsma-
schine
⊖ Mikrobohrwerkzeug benötigt
⊖ starke Veränderung der Probengeometrie
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3 Abdrehen der Probe und Mikrobohren (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 19.000 1/min,
Drehprozess, VHM-Fräser,
Pilotbohrer, Mikrobohrer 𝑑Wkz = 0,75 mm
Prozessroute:
Längsdrehen → Planfräsen → Pilotbohren
→ Mikrobohren
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊖ Zusätzlicher Drehprozess
⊖ Drehzahl übersteigt Max. der Vorbereitungsma-
schine
⊖ Mikrobohrwerkzeug benötigt
⊖ starke Veränderung der Probengeometrie

4 Bohren und Mikrobohren (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 19.000 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug,
Mikrobohrer 𝑑Wkz = 0,75 mm
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Mikrobohren
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ vergleichweise geringer Vorbereitungsaufwand
⊖ Drehzahl übersteigt Max. der Vorbereitungsma-
schine
⊖ zusätzlicher Bohrprozess
⊖ schwierige Applikation des Messelements
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5 Verkleinerung durch Messingrohr 1 mm auf 0,6 mm (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 12.000 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug
𝑑Wkz = 1 mm,
Messingrohr, Säge
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Rohr einbringen
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ geringe Kosten
⊖ Veränderung des umgebenden Werkstoffs
⊖ hohe Anforderungen an Bohrprozess

6 Verkleinerung durch Messingrohre 3 mm auf 0,6 mm (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 3.200 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug
𝑑Wkz = 3 mm,
Messingrohre, Säge
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Rohre einbringen
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ geringe Kosten
⊕ geringere Drehzahlanforderung an Werkzeugma-
schine
⊖ Veränderung des umgebenden Werkstoffs
⊖ vergleichweise hoher Vorbereitungsaufwand
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7 Verkleinerung durch Messingrohre von 4 mm auf 0,6 mm (500 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 2.400 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug
𝑑Wkz = 4 mm,
Messingrohre, Säge
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Rohre einbringen
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ geringe Kosten
⊕ geringe Drehzahlanforderung an Werkzeugmaschi-
ne
⊖ Veränderung des umgebenden Werkstoffs
⊖ vergleichweise hoher Vorbereitungsaufwand

8 Verkleinerung einer 1 mm Bohrung mit einer Kanüle (250 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 12.000 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug
𝑑Wkz = 1 mm,
Messingrohr, Kanüle, Säge
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Rohr und Kanüle einbringen
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ Verringerung des Thermoelementdurchmessers
⊖ vergleichweise hoher Vorbereitungsaufwand
⊖ Veränderung des umgebenden Werkstoffs
⊖ hohe Anforderungen an Bohrprozess
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9 Verkleinerung einer 3 mm Bohrung mit einer Kanüle (250 µm)
Benötigtes Equipment:
Werkzeugmaschine mit n = 3.200 1/min
VHM-Fräswerkzeug, VHM-Bohrwerkzeug
𝑑Wkz = 3 mm,
Messingrohre, Kanüle, Säge
Prozessroute:
Anspiegeln → Bohren → Rohre und Kanüle einbrin-
gen
Vor- und Nachteile des Konzepts:
⊕ Verringerung des Thermoelementdurchmessers
⊕ geringe Drehzahlanforderung an Werkzeugmaschi-
ne
⊖ vergleichweise hoher Vorbereitungsaufwand
⊖ Veränderung des umgebenden Werkstoffs
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A.3. Deep-hole Torsional Eigenfrequency Calculation Tool (DTECT)

DTECT ist eine Software zur Berechnung der Torsionseigenfrequenzen und der
auftretenden Rattermarken beim BTA–Tiefbohren. Die Berechnung erfolgt auf
Grundlage des diskreten Torsionsschwingungsmodells nach Webber. Dabei han-
delt es sich um eine Approximierung des kontinuierlichen Modells in ein lineares,
zeitinvariantes, konservatives System mit N Freiheitsgraden [Web07].
Abbildung A.2 zeigt die Eingabemaske der Software. Hier werden die Anzahl
der Freiheitsgrade/Elemente, die Dimensionen des Bohrrohrs und optional des
Bohrkopfs angegeben. Für die Berechnung der Rattermarken kann die Schnittge-
schwindigkeit angegeben werden.

Abbildung A.2.: DTECT-Software: Eingabemaske.

Die Ergebnisdarstellung der Software ist in Abbildung A.3 gezeigt. Die ersten
drei Eigenfrequenzen und die daraus theoretisch resultierende Anzahl der Rat-
termarken (nach Formel 7.1) werden ausgegeben. Das erste Diagramm zeigt die
Entwicklung der approximierten Eigenfrequenzen mit steigender Elementanzahl
bzw. Auflösung des Systems. Mit wachsender Anzahl der Elemente konvergiert
jede der berechneten Eigenfrequenzen gegen einen Grenzwert. Bei weniger als
N = 20 Elementen sind Abweichungen von dem jeweiligen Grenzwert relativ
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groß. Besonders der Einfluss des Bohrkopfes ist in dem Berechnungsmodell bei
wenigen Elementen dominant und führt zu Abweichungen.
Das zweite Diagramm zeigt die drei Eigenfrequenzkurven im Raum der Schnitt-
geschwindigkeit und der Markenanzahl. Im Prinzip ist es eine Darstellung der
Gleichung 7.1 mit drei definierten Eigenfrequenzen. Mit der Darstellung kann
nachvollzogen werden, wie sich die Anzahl der Rattermarken Anpassung der
Schnittgeschwindigkeit potenziell ändern könnte.

Abbildung A.3.: DTECT-Software: Ergebnisseausgabe.
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