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La chaleur pénétre, comme la gravité, toutes les substan-
ces de I'univers, ses rayons occupent toutes les parties
de I'espace. Le but de notre ouvrage est d’exposer les
lois mathématiques que suit cet élément. Cette théorie
formera désormais une des branches les plus importantes
de la physique générale.

— JEAN-BAPTISTE JOSEPH FOURIER, 1822






ABSTRACT

The primary challenges in milling of carbon fiber reinforced plastic (CFRP)
workpieces are material and surface integrity as well as tool wear. Ex-
acerbating these issues are high cutting zone temperatures which are
inter alia difficult to assess due to steep temperature gradients. Further-
more, orientation of the fibers changes mechanical and thermal material
properties.

Instead of CFRP laminates consisting of differently oriented layers,
this thesis focuses on the simplified case of unidirectional (UD) CFRP.
Thus, thermal effects originating from the fiber orientation angle between
tool path and fibers can be studied selectively. Modeling the heating of the
workpiece as a moving strip-shaped heat source, an analytical formulation
of the resulting temperature field for linear tool paths is developed and
validated using experimental data. This model enables the development
of a numerical simulation tool for straight tool paths which also allows to
study nonlinear effects exceeding the scope of the analytical model. In
addition, an experimentally validated simulation for convex tool paths
with defined radii shows the influence of fiber orientation and radius on
the heat accumulation in convex UD-CFRP workpiece sections.

KURZZUSAMMENFASSUNG

Die grofiten Herausforderungen beim Frésen von Werkstiicken aus kohlen-
stofffaserverstirkten Kunststoffen (CFK) sind die Material- und Ober-
flachenintegritat sowie der Werkzeugverschleif. Verscharft werden diese
Probleme durch hohe Schnittzonentemperaturen, die u. a. aufgrund steiler
Temperaturgradienten schwer zu beurteilen sind. Weiter verédndert die
Ausrichtung der Fasern die mechanischen und thermischen Materialeigen-
schaften.

In dieser Arbeit wird statt CFK-Laminaten aus verschieden orientier-
ten Schichten der vereinfachte Fall von unidirektionalem (UD) CFK be-
trachtet. So werden thermische Effekte, die durch den Faserorientierungs-
winkel zwischen Werkzeugbahn und Fasern entstehen, gezielt untersucht.
Aus der Modellierung der Werkstiickerwarmung mittels einer bewegten
streifenférmigen Wéarmequelle wird eine analytische Formulierung des
resultierenden Temperaturfeldes fiir lineare Vorschubwege entwickelt, die
anhand experimenteller Daten validiert wird. Auf der Grundlage des
abgeleiteten Modells wird zunéchst eine numerische Simulation fiir gera-
der Schnittkanten entwickelt und zur Untersuchung nichtlinearer Effekte,
die iiber das analytische Modell hinausgehen, verwendet. Zudem zeigt
eine experimentell validierte Simulation fiir konvexe Werkzeugbahnen mit
definierten Radien den Einfluss von Faserorientierung und Radius auf den
Wiérmestau in konvexen Werkstiickabschnitten von UD-CFK.
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EINLEITUNG

Der durch menschliche Aktivitdt hervorgerufene Ausstofl von Treibhaus-
gasen fithrt zur Erhitzung des globalen Klimas. Eine drastische Reduktion
des Treibhausgasausstofes ist in Anbetracht der vorhergesagten Effekte
fir Menschheit und Natur unverzichtbar. Ein Maf fiir die gestiegene
menschliche Aktivitat ist der globale Primérenergieverbrauch, der in
Abbildung 1.1 dargestellt ist. Dieser ergibt sich aus den Bediirfnissen
des Menschen und lésst sich in die Sektoren Industrie, Gebaude und
Transport unterteilen. Letztgenannter Sektor zeichnet hierbei fiir ca. 18 %
des globalen Primérenergieverbrauchs [US 22] und ca. 21 % der globalen
COg-Emissionen verantwortlich [Sta22a; Sta22b].

600 T T T T T

Gesamte Primérenergie
Primérenergie aus Erddlprodukten

=
<

Jahr

400

300

200

100 + .

Priméarenergieverbrauch —

1970 1980 1990 2000 2010 2020

Abbildung 1.1: Historische Entwicklung des globalen Primérenergieverbrauchs
der Menschheit, Daten aus [BP 21]

Einen moglichen Beitrag zur Reduktion des Treibhausgasausstofes,
der beim Transport anfillt, leistet Leichtbau. Speziell im Luftfahrtsek-
tor sind die Auswirkungen des Leichtbaus spiirbar, da hierbei das lange
Flugzeugleben und die direkte Korrelation zwischen Masse und Triebwerks-
leistung zum Tragen kommen. Eine im Leichtbau relevante Materialklasse
ist die der Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV), im speziellen kohlenstoff-
faserverstérkte Kunststoffe (CFK), welche angesichts ihrer Eigenschaften
préadestiniert fiir den Leichtbau sind. Aufgrund des Potentials von FKV
bzw. CFK wird deren Einsatz von den Flugzeugherstellern sukzessive
erhoht. So liegt der Gewichtsanteil von CFK in aktuellen Flugzeugtypen
wie dem Airbus A350 bei etwa 53 % [Air13], der Gewichtsanteil von FKV
in der Boeing 787 bei etwa 50 % [Boe06]. Das Ziel ist hier, das Verhélt-
nis von Leergewicht (MEW) zu maximalem Startgewicht (MTOW) zu
verringern. Moderne Flugzeuge wie der A350-1000 haben ein Verhéltnis
MEW zu MTOW von knapp tiber 40 % (129to / 316to) [Norl8; Airl9].

1



EINLEITUNG

Leichtbaumafinahmen haben bei konventionellen Flugzeugen jedoch
ebenfalls eine begrenzte Wirkung in Bezug auf den Klimaschutz. Denn
selbst unter der Voraussetzung von konsequentem Leichtbau und der Nut-
zung von Biokraftstoffen (Sustainable Aviation Fuel) bleiben die Auswir-
kungen des Luftfahrtsektors auf das Klima signifikant, da die Kondensstrei-
fen ebenfalls wesentlich zur Erwarmung der Atmosphére beitragen [[Kar18].
Speziell fiir regionale Strecken bieten sich daher moglicherweise batterie-
elektrische Flugzeuge an. Diese reagieren aufgrund der wihrend des Fluges
konstant bleibenden Masse und dem hohen Gewichtsanteil der Batteri-
en besonders sensitiv auf Verdnderungen des Strukturgewichts. So hat
eine Gewichtserhohung um 10 %, ausgehend von einem Verhéltnis MEW
zu MTOW von 53 %, den gleichen Einfluss auf die (aktuell noch stark
begrenzte) Reichweite wie die Reduktion der spezifischen Energie der
Batterie um 16 % (bei einem Basiswert von 200 Wh/kg) [Hep12]. Der
FEinsatz von FKV und speziell CFK wird daher auch in Zukunft in der
Luftfahrt unerlésslich sein, solange die Werkstoffwissenschaften keinen
Nachfolger fiir diese Leichtbauanwendung gefunden haben.

Die heutzutage bei der Urformung von CFK-Grofibauteilen wie Flii-
gelschalen typischen Prozesse erfordern eine Endkonturbearbeitung, die
zumeist mittels Frasen stattfindet [She09; Klol18]. Die Wertschopfung
der sehr teuren Bauteile ist vor diesem Schritt bereits zum Grofiteil ab-
geschlossen, entsprechend viel Wert wird auf Prozesssicherheit gelegt.
Beispielsweise gibt [Mei07] fiir eine A400M-Fliigelschale aus CFK mit
900 kg Gewicht an, dass die Endkonturbearbeitung erst am 22. Tag der 50-
tdgigen Durchlaufzeit beginnt. An diesem Punkt des Produktionsprozesses
wurden bereits etwa 80 % der Wertschopfung geleistet.

Die Uberwachung der Prozesse erfordert neben der Betrachtung der
Zerspankrifte auch die Bestimmung der entstehenden Temperaturen.
Diese wird durch die schwere Zugénglichkeit der Wirkzone, hohe Tempe-
raturgradienten sowie die Anisotropie von CFK erschwert. Diese Arbeit
leistet einen Beitrag zum Verstdndnis der beim Friasen von CFK ent-
stehenden Temperaturen fiir den vereinfacht angenommenen Fall von
orthotropen Materialeigenschaften, wie sie in einzelnen Laminatschichten
eines CFK-Geleges vorkommen. Innerhalb dieser Schichten liegen die
Fasern alle in gleicher Richtung vor, sie sind unidirektional (UD) ausge-
richtet. Damit wird die Grundlage fiir die Anwendung der gewonnenen
Erkenntnisse auf mehrlagige Laminate aus unterschiedlich angeordneten
Schichten aus UD-CFK gelegt.



STAND DES WISSENS UND DER FORSCHUNG

In diesem Kapitel ist der fiir die vorliegende Arbeit bedeutsame Stand des
Wissens und der Forschung zusammengefasst. Nach einer kurzen Einfiih-
rung zu Faserverbundwerkstoffen folgt eine Erlauterung der kohlenstofffa-
serverstarkten Kunststoffe (CFK) und der Trennprozesse, mit denen CFK
bearbeitet wird. Schlieflich wird ein Uberblick iiber die experimentelle
Temperaturmessung sowie die Modellierung von Temperaturverteilungen
bei Trennprozessen gegeben.

2.1 FASERVERBUNDWERKSTOFFE

Ein Faserverbundwerkstoff (FVW) besteht aus Fasern und einer Ma-
trix, in die diese eingebettet sind. Die Integration von Fasern in einen
Werkstoff bietet Vorteile, da Feststoffe u.a. aufgrund des sogenannten
Grofeneffekts in Faserform hohere Festigkeiten und Steifigkeiten erreichen
als in Form eines gedrungenen Korpers. Damit sind Fasern in der Lage,
einen Matrixwerkstoff zu verstarken. FVW kommen sowohl natiirlich als
auch kiinstlich hergestellt vor. Bekanntestes Beispiel unter den natiirlich
vorkommenden FVW ist Holz, welches Cellulosefasern in einer Matrix
aus Lignin enthélt. Unter den kiinstlich hergestellten FVW sind Faser-
Kunststoff-Verbunde (FKV), Metal Matrix Composites (MMC) sowie
Ceramic Matrix Composites (CMC) bekannt [Sch07].

Die Klassifizierung von FVW erfolgt vorrangig iiber die Art von Fasern
und Matrices sowie Anordnung, Linge und Anteil der Fasern. Je kiirzer
die Fasern, desto starker dhnelt der FVW einem homogenen Werkstoff.
Je stirker die Ausrichtung der Fasern, desto grofler die Verstirkung
des FVW in (Haupt-)Faserrichtung. Die deutlichste Auspridgung eines
FVW ist damit die unidirektionale (UD) Anordnung von Endlosfasern.
UD-Werkstoffe sind orthotrop, d. h. ihre mechanischen und thermischen
Eigenschaften stehen senkrecht zueinander. Ist die Matrix ein homogener,
isotroper Werkstoff, sind sie zudem transversal isotrop, die genannten
Figenschaften sind somit rotationssymmetrisch zur Faserrichtung. Damit
hat der Werkstoff nur zwei Hauptrichtungen - eine in Faserrichtung und
eine senkrecht zur Faserrichtung [Sch07; She09]. Der Faservolumenanteil
ist die géngige Art, den Anteil der Fasern am FVW zu beschreiben. Er
ist bedeutsam, da Festigkeit und Steifigkeit des Verbunds direkt mit
ihm zusammenhédngen. Typische Werte fiir Faservolumenanteile hoch
belasteter Strukturteile liegen bei etwa 60 % [Sch07; Len+15].

Thema dieser Arbeit sind die Temperaturen, welche bei der Zerspa-
nung unidirektionaler kohlenstofffaserverstérkter Kunststoffe (UD-CFK)
entstehen. Eine dementsprechend grofle Rolle spielen die thermischen
Eigenschaften des Werkstoffs. Zur Einordnung sind die thermischen Eigen-
schaften ausgewéhlter transversal isotroper FVW in Tabelle 2.1 angegeben.
Auch natiirliche Faserwerkstoffe wie Holz sind ndherungsweise transversal
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isotrop. So weist Holz ein Verhéltnis der Warmeleitfahigkeiten in Langs-
und Radialrichtung von etwa 2:1 bis 3:1 auf [Vay+15]. Kiinstlich herge-
stellte Werkstoffe wie kohlenstoftfaserverstarktes Kupfer, das zu den MMC
zahlt, weisen ebenfalls transversal isotrope FEigenschaften auf. Hierbei liegt
die Warmeleitfahigkeit von Kupfer allerdings oberhalb der von Kohlenstoft-
fasern in Langsrichtung. Ein hoherer Faservolumenanteil bewirkt in diesem
Fall eine Verringerung der Warmeleitfahigkeit [Kor+02]. Ein transversal
isotropes Material aus der Klasse der CMC ist C/C-SiC, also ein koh-
lenstofffaserverstarkter Kohlenstoff-Siliziumcarbid-Verbundwerkstoff, der
ein Warmeleitfihigkeitsverhaltnis von 4:1 aufweist [Rei+15]. Nach [KLO1]
wird dieses Material vorrangig in der Raumfahrt und fiir hochbelaste-
te Bremsscheiben eingesetzt und ist laut [Sch+21] aufgrund seiner fiir
die Anwendung gilinstigen Eigenschaften ebenfalls schwer zerspanbar.
Das stérkste Orthotropieverhalten, das in dieser Recherche gefunden
wurde, war das einer speziellen Sorte von Carbon-Fiber-Reinforced Car-
bon (CFC). Hier liegt das Verhaltnis der Warmeleitfahigkeiten bei etwa
78:1 [Yua+14]. Im Vergleich dazu liegt das Wérmeleitfdhigkeitsverh&lt-
nis des hier beispielhaft zitierten CFKs mit knapp unter 9:1 in einem
mittleren Bereich [Jov-+12].

Tabelle 2.1: Thermische Eigenschaften (ndherungsweise) transversal isotroper
Werkstoffe nahe der Raumtemperatur (CFR - kohlenstofffaserverstéirkt): War-
meleitfahigkeit parallel und senkrecht zur Faserrichtung ki; und k33, Dichte p,
spezifische Warmekapazitét cp,

Material k11 k33 P Cp Quelle
WmtK™! Wm™ K1 kgm™3 Jkg T KT

Europ. Eiche 0,372 0,174 738 [Vay+15]
Europ. Buche 0,422 0,172 744 [Vay+15]
Norw. Fichte 0,321 0,102 499 [Vay+15]
CFR Kupfer 150 50 480 [Kor+-02]
CFR Carbon 14,5 2,6 1510 650 [Mac-+19]
CFR Carbon 862 11 1860 750 [Yua-+14]
C/C-8iC 140 35 2480 749 [Rei+15]
UD-CFK 6,79 0,78 1524 865 [Jov-+12]

2.2 KOHLENSTOFFFASERVERSTARKTE KUNSTSTOFFE

Kohlenstofffaserverstérkte Kunststoffe (CFK) sind FVW, bei denen Koh-
lenstofffasern in eine Kunststoffmatrix eingebettet sind. Wegen ihrer be-
sonderen mechanischen, thermischen und auch chemischen Eigenschaften
werden CFK in der Luft- und Raumfahrt, im Mobilitdts- und Trans-
portsektor, fiir Windenergieanlagen, im Sport sowie im Bauwesen einge-
setzt [Sau20; Sch07]. Der jahrliche Bedarf an CFK steigt in den genannten
Branchen bisher nahezu kontinuierlich an. So lag die durchschnittliche
jahrliche Wachstumsrate der Bedarfsmenge an CFK vor der COVID-19
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Pandemie in den Jahren 2010 bis 2019 bei +11,45 %. Der Bedarf stieg in
2019 damit bis auf einen bisherigen Spitzenwert von 138,0kt CFK pro
Jahr [Sau20)].

Die Eigenschaften, welche CFK besonders fiir die Luftfahrt attrak-
tiv machen, sind ihr sehr hoher spezifischer E-Modul, ihre sehr hohe
spezifische Zugfestigkeit, eine hohe Korrosionsbestdndigkeit sowie die
Freiheit des Konstrukteurs, {iber die Faseranordnung dem Belastungskol-
lektiv eines spezifischen Bauteils gerecht zu werden [Dav10; Klo18; Sch07;
She09]. Eine Ubersicht iiber die erreichbaren spezifischen Festigkeits- und
Steifigkeitskennwerte von UD-CFK im Vergleich zu Glasfasern (E-Glas
und S-Glas) sowie Vertretern der Metalle (mit jeweils typischen bzw.
hochfesten Vertretern von Magnesium-, Aluminium-, Stahl- und Titanle-
gierungen) zeigt Abbildung 2.1. Hier wird deutlich, dass CFK-Werkstoffe
einerseits iiber ihre mechanischen Eigenschaften eine eigene Klasse von
Konstruktionswerkstoffen bilden und andererseits eine hohe Variation
untereinander aufweisen. So liegt zwischen dem E-Modul auf Zug in Fa-
serrichtung von High Tenacity bzw. HT-Fasern (230 GPa) und dem von
Ultra High Modulus bzw. UHM-Fasern (450 GPa) nahezu ein Faktor zwei.
Umgekehrt erreichen Super Tenacity bzw. ST-Fasern eine mehr als doppelt
so hohe Zugfestigkeit wie UHM-Fasern (4510 gegeniiber 2150 MPa).

1800 : : : T ‘ ‘ ‘
Mpa | | ® UD-FKV CFK (ST)
g/em® [ | @ Metalle ° .CFK (IM) 1
1400 |
T S-Glas CFK (HT)
1200 ¢ |
+
€ 1000] 300 |
2 TiAl6V4g CFK (HM)
S 800 a X3NiCoMoTi18-9-5 .
N 600 EN AW-7075T6® CFK (UHM)
[«8]
3 400 "MgAl8Zn |
200 20 25 30 |
0 —

60 80 100 120 7% 160
spez. E-Modul ——>

Abbildung 2.1: Dichtebezogene mechanische Zug-Kennwerte von hochfesten
FKV und Metallen (FKV-Werte in Faserichtung ohne Festigkeitsbeitrag der
Matrix, Faservolumenanteil 55 %, EP-Harz mit 1,2 g/cm?; Kennwert der Metall-
Festigkeit ist die Streckgrenze), Daten aus [Dav01; LP03; Sch07; GBG18; PRO20]

Diese Werte gelten jeweils fiir Kohlenstoftffasern auf Basis von Po-
lyacrylnitril (PAN), die etwa 90 % des Marktes darstellen [Sch07]. Ein
weiteres Ausgangsmaterial fiir Kohlenstofffasern ist Steinkohlen-Pech,
welches E-Moduln von bis zu 850 GPa in Faserrichtung erméglicht. Gleich-
zeitig liegen die maximalen Warmeleitfahigkeiten fiir Fasern auf Pech-
Basis deutlich héher. Wahrend die Warmeleitfahigkeit von Kohlenstoftfa-
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sern auf PAN-Basis zwischen 5 und 74 Wm™ K~! liegt, erreichen UHM-
Kohlenstofffasern auf Pech-Basis zwischen 527 und 1162 Wm™' K1, sie-
he [Sch07]. Sowohl fiir PAN- als auch fiir Pech-Fasern sind demnach
deutlich héhere Warmeleitfahigkeiten des CFK-Verbundwerkstoffs reali-
sierbar als in Tabelle 2.1 beispielhaft fir UD-CFK angegeben.

Die genannten Festigkeiten und Steifigkeiten gelten jeweils fiir die
einzelne UD-CFK-Schicht, in der endlos lange, parallele und nicht gewell-
te Fasern vorliegen. Aufgrund der geringen Festigkeit der umgebenden
Matrix besteht bei reinem UD-CFK allerdings ein zu grofies Risiko von
Briichen entlang der Fasern. In der Praxis wird daher die in Abbil-
dung 2.2 dargestellte Kombination mehrerer, verschieden ausgerichteter
UD-Schichten zu einem Laminat, auch Mehrschichten-Verbund (MSV)
genannt, eingesetzt. Im Flugzeugbau hat sich hierbei fiir die Urformung
das Prepreg-Verfahren (pre-Impregnated fibers - vorimprégnierte Fasern)
durchgesetzt, bei welchem bereits mit Matrix benetzte Fasern in Form
von Béndern oder Schichten abgelegt, verpresst und anschliefend im
Autoklaven unter Temperatur und Druck ausgehértet werden [Len-+15].

UD-Schicht

Faser- 90°
richtung

Abbildung 2.2: Beispielhafter Laminataufbau eines FVW aus unidirektionalen
Einzelschichten nach [Sch07]

Die im Flugzeugbau vorrangig eingesetzten Matrixsysteme gehoren zu
den Epoxidharzen (EP). Nach [Ehr06] sind EP-Harze bis zu viermal so
teuer wie UP-Harze, haben allerdings hohe qualitative und mechanische
Vorteile und werden daher bevorzugt in Kombination mit hochwerti-
gen Fasern wie Kohlenstofffasern eingesetzt. Im Vergleich zu anderen
Harzen ist die Viskositéat hoher, wihrend die Aushartung langsamer ab-
lauft [Ehr06]. Diese Eigenschaften verbessern die Einsatzmoglichkeit im
Prepreg-Verfahren.

Nach Urformung und Aushéirtung von CFK-Bauteilen im Autoklaven
sind die Konturen der so erzeugten Strukturen zunéchst undefiniert, da
iiberstehende Fasern und Harzreste prozessbedingt unvermeidbar sind.
Zur Erzeugung der gewiinschten Konturen sind die Bauteile daher zu
besdumen. Weitere Bearbeitungsschritte sind die Einbringung von Aus-
schnitten und Bohrungen sowie die Erzeugung von Pass- und Fiigeflédchen,
[Fle4-18]. Da diese Bearbeitungsschritte am Ende der Wertschopfung des
Bauteils stehen, sind die Prozesse hohen Anforderungen an Qualitdt und
Zuverlassigkeit unterworfen, siehe z. B. [Mei07].
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Industriell relevante Prozesse zur Bearbeitung von FVW sind Frasen,
Bohren, Drehen, Sagen, Schleifen, Wasserstrahlschneiden und Laserstrahl-
schneiden [She09; Hin21]. Das Frisen wird als das in dieser Arbeit be-
trachtete Verfahren im Folgenden naher erldutert.

Innerhalb der Fertigungsverfahren zahlt das Frasen zur Hauptgruppe
Trennen und darin zur Gruppe des Spanens mit geometrisch bestimm-
ter Schneide. Es ist ein spanabhebendes Verfahren mit kreisférmiger
Schnittbewegung durch ein meist mehrzahniges Werkzeug (WZ). Die Vor-
schubrichtung ist senkrecht oder schrag zur Werkzeug-Drehachse. Beim
Umfangsfrasen werden nur die am Umfang befindlichen Hauptschneiden
des Frisers eingesetzt. Sind ebenfalls die Nebenschneiden im Eingriff,
bezeichnet man dies als Stirn-Umfangsfrasen [DIN85; DINO3]. Bei der
Umrissbearbeitung von FVW werden typischerweise Schaftfréser genutzt,
welche die Kontur meist in einem Schritt durch Umfangsfrésen erzeugen.
Die Schnitttiefe a;, ist dann gleich der Dicke des Bauteils ¢.

Die Schnittbewegung der Hauptschneiden wird am Werkzeugumfang
mit der Schnittgeschwindigkeit v. durchgefiihrt. Thr aufgeprigt ist die
Vorschubbewegung mit der Vorschubgeschwindigkeit v¢, wodurch die
Schneiden eine kombinierte Bewegung in Form einer Trochoide ausfiihren.
Da in der Regel v, > vf gilt, werden rotatorische und translatorische
Bewegung getrennt betrachtet. Dann gelten fiir Schnitt- und Vorschub-
geschwindigkeit

Oc=n-T0" dwz (2.1&)
VE=n-f, 2 (2.1b)
mit der Drehzahl des Werkzeugs n, dem Werkzeugdurchmesser dyyz, dem

Zahnvorschub f, und der Anzahl der Schneiden z. Das Produkt f = f, -z
wird als Vorschub bezeichnet.

Gegenlauffrasen

o é

Abbildung 2.3: Gleich- und Gegenlauffrésen im Teilschnitt nach [Klo18]

Ist das Werkzeug voll im Eingriff, wird dies als Vollschnitt bezeichnet,
es schneidet dann iiber den halben Umfang. Ist der Arbeitseingriff a,
kleiner als dwz, wird das Werkzeug im Teilschnitt eingesetzt. Diesen stellt
Abbildung 2.3 fiir ein zweischneidiges Fréswerkzeug im Gleichlauf und
im Gegenlauf dar. In der zugehorigen Definition wird die translatorische
Bewegung vom Werkstiick ausgefiihrt, sodass die Vektoren von Schnitt-
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und Vorschubgeschwindigkeit beim Gleichlauf am Werkzeugaustritt in
dieselbe Richtung zeigen, beim Gegenlauf am Eintritt in entgegengesetzte
Richtung. Im Vollschnitt arbeitet das Werkzeug gleichzeitig im Gleich-
und im Gegenlauf, auch als GL und GGL abgekiirzt.

FVW zeigen beim Frasen grundlegend andere Verhaltensweisen als
Metalle. Zu den Herausforderungen zéhlen die Anisotropie der Werkstoffe
sowie die geringe Temperaturbestandigkeit der Matrices [Klo18; She09].
Die Anisotropie ergibt sich aus den richtungsabhéngigen Eigenschaften des
Werkstoffs, welche in den vorigen beiden Abschnitten bereits angesprochen
wurden. Zur Beschreibung der jeweiligen Bearbeitungssituation beim
Fréasen ist es daher erforderlich, zusétzlich den Faserorientierungswinkel @
und den Fasertrennwinkel 6 zu definieren, fiir die in dieser Arbeit die
Konvention von [Hoh92] ibernommen wird, siche Abbildung 2.4.

Eingriffswinkel ¢s Faserorientierungswinkel ®
d=0° D =45° "
@s=90°
s N
Y h(s)
[ [\ h
0% | oo 180" ®=90° ® =135°
v —— ///
h() = f. sin ¢, % i E g
Fasertrennwinkel 0 Situation fiir ®@ = 45°
/ s s
0=0° 0 =45°
=7
< >0 e
0 =90° 0 =135°
N
0 < 0

Abbildung 2.4: Definitionen von Eingriffswinkel @, Faserorientierungswinkel
@ und Fasertrennwinkel 6 (vergrofierter Ausschnitt) sowie die Darstellung der
Situation fiir @ = 45°; nach [HHS11; Hin21] fiir das Umfangsfrisen mit nicht-
konischen Schaftwerkzeugen

Wie in der Abbildung fiir ®@ = 45° gezeigt, dndert sich der Fasertrenn-
winkel mit dem Eingriffswinkel ¢g tiber dem Schnittbogen. Dazu wird
in [Hin21] folgender Zusammenhang angegeben:

6 = .+, fir  0°< (s + @) < 180° (2.2a)
6=, +®—180°, fiir 180°< (s +P) < 360° (2.2b)
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Da nicht alle Arbeiten die Winkel-Konvention von [Hoh92] nutzen, so
z.B. [WRA95; An+18; Wan+16b; Wan+-18], dient Abbildung 2.4 auch
der Vergleichbarkeit. Die in dieser Konvention immer rechtsdrehenden
Werkzeuge werden in dieser Arbeit jeweils von oben bzw. von der Spindel
aus betrachtet. Die Seite des Gegenlaufs ist daher links von der Vor-
schubrichtung. Alle weiteren Aussagen aus der Literatur sind auf diese
Konvention tibertragen.

Die bei der Bearbeitung von CFK entstehenden mechanischen Schéden,
wie z. B. iiberstehende Faserbiindel (auch Delamination genannt) oder die
Oberflachenschédigung der Schnittkante, hdngen nachweislich mit dem
Faserorientierungswinkel @ zusammen [CR92; HHS11; Hos+14; Wan+18].
Daneben sind die Kréfte bei der Zerspanung von UD-CFK abhéngig
vom Fasertrennwinkel 6. Hierbei werden laut [KBD12] und [Vo817] die
hochsten Krifte bei 8 ~ 135° erreicht, gefolgt von 6 =~ 90°, 6 =~ 0°
und 6 =~ 45°. Die zugrundeliegenden Mechanismen wurden von [KLV83;
Hoh92; WRA95; Rum96] beschrieben. Neben den mechanischen werden
auch die thermischen Effekte bei der Zerspanung von FVW von der
Faserorientierung beeinflusst, da die Fasern speziell im Fall von CFK eine
deutlich héhere Warmeleitfadhigkeit aufweisen als die umgebende Matrix.
Einen ndheren Einblick gibt der folgende Abschnitt 2.4.

Bei CFK wird, im Gegensatz zur Bearbeitung von Metallen, auf der
Gutseite des Werkstiicks meist das Friasen im Gegenlauf empfohlen, da
hier neben der vorteilhaften Richtung der Krafteinwirkung und Riss-
ausbreitung eine abgekiihlte Schneide an der Schnittkante ins Material
eindringt und damit die thermische Belastung des Werkstiicks verringert
wird [Hoh92; MH17; Hin21]. Die Entscheidung, ob im Gleich- oder Ge-
genlauf gearbeitet wird, bestimmt jedoch abhéngig von Konturgeometrie
und Faserorientierung der Decklage auch die maximal mogliche Liange
von Delaminationen bzw. Faseriiberstdnden auf der Gutseite, da hierfiir
der Ort der initialen Fasertrennung entscheidend ist [Briil8; Hin21]. Eine
eindeutige Empfehlung fiir die Verwendung von Gegen- oder Gleichlauf
liegt daher aktuell nicht vor, die Entscheidung muss abhéngig von der
vorliegenden Situation getroffen werden.

Aufgrund der besonderen Bedingungen bei der Zerspanung von CFK
eignen sich nur wenige Schneidstoffe zum Einsatz in Fraswerkzeugen.
Zu den Herausforderungen zéhlen die hohe Héarte der Kohlenstofffasern,
hohe Werkzeug-Temperaturen wegen schlechter Abfuhr der Wérme aus
der Wirkzone, die bei allen Friasprozessen auftretende Stoflbelastung
beim Schneideneintritt, oftmals auftretende Schwingungen der CFK-
Schalenbauteile sowie die Forderung nach geringen Schneidkantenradien
zur Vermeidung von Delamination bzw. Erhalt der Oberflichenqualitét
und einem dementsprechend langsamen Verschleifl fiir hohe Standzei-
ten [Hin21]. Etabliert haben sich unter diesen Aspekten nach [Hin21]
Hartmetall und Diamant als Schneidstoffe. Hartmetall kommt sowohl un-
beschichtet als auch mit Diamantbeschichtung zum Einsatz. Diamant wird
auflerdem als Schneidstoff in Form von sog. Blanks eingesetzt, entweder
als CVD-Dickschichtdiamant mit héchster Hérte oder als gesinterter po-
lykristalliner Diamant (PKD) mit Kobalt-Matrix als Binder und deutlich
verringerter Hérte. Die Blanks werden aufgrund ihrer geringen Zahigkeit
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in Grundkorper aus Hartmetall eingelotet. Im Vergleich mit CFK weisen
die Schneidstoffe eine sehr hohe Warmeleitfihigkeit auf. Typische Werte
fiir PKD liegen bei 560 W m™! K™, fiir Hartmetall (Sorte HF-N10) bei
100 Wm™t K~ [Hin21].

2.4 THERMISCHE ASPEKTE DER CFK-BEARBEITUNG

Die thermische Schidigung bei der CFK-Zerspanung resultiert aus einer
Uberhitzung des Matrix-Werkstoffs in der Wirmeeinflusszone (WEZ) des
Werkstiicks, die Fasern sind unempfindlich gegeniiber den bei der Zer-
spanung auftretenden Temperaturen. In der WEZ werden Temperaturen
zwischen Glasiibergangs- und Zersetzungstemperatur erreicht, wodurch
die Steifigkeit der Matrix stark abnimmt [Cha09; Cam10; KO16]. Hohe
Temperaturen bewirken ebenfalls eine geringere Festigkeit und schlechtere
Abstiitzung der Fasern, was bei [Wan+16a] zu einer schlechten Oberfla-
chenqualitét fithrt. Eine Verringerung der Festigkeit begiinstigt zudem
die Entstehung von Delaminationen und Faseriiberstéinden, da eine Vor-
aussetzung fiir deren Auftreten ein minimaler Biegeradius ist, der den
Fasern bzw. Biindeln Bewegungsspielraum gibt, anstatt abgeschert zu
werden. Damit ist der Beginn einer sukzessiv fortschreitenden Rissbildung
gegeben, die tief ins Bauteil hineinreichen kann [HH13].

Die spanende Bearbeitung von CFK ohne Kiihlschmiermittel, d. h.
die trockene Bearbeitung, hat in der Industrie die grofite Bedeutung.
Neben der Moglichkeit, den Grofiteil der Stdube und Spéne wihrend
der Bearbeitung abzusaugen, ist nach der Bearbeitung keine Trocknung
und eine deutlich weniger aufwindige Reinigung erforderlich [Hin21]. Die
hier zitierten Versuchsergebnisse beziehen sich also lediglich auf trockene
Bearbeitung.

Die fiir die Zerspanung erforderliche mechanische Leistung wird fast
ausschlieBlich in Wirme umgesetzt. Ublicherweise wird dabei angenom-
men, dass sich der gesamte auftretende Wéarmestrom Qges auf Werk-
stiick (WS), Werkzeug und Spéne aufteilt, siche z. B. [SAHI8]:

Qges = Qws + Qwz + Qs (2.3)

Der Anteil von Wérmestrahlung und Konvektion wird hierbei vernachlés-
sigt. Interessant sind ebenfalls die jeweiligen Anteile am Gesamtwérme-
strom von Werkstiick, Werkzeug und Spénen,

Q.WS, Rwz = —Q.WZ, Rs = —.QS ,
Qges Qges Qges

da bei bekannten Anteilen lediglich eine Messung der mechanischen
Leistung erfolgen muss, um beispielsweise den ins Werkstiick flielenden
Wiérmestrom abzuschétzen.

Im Folgenden wird zunichst ein Uberblick iiber die in der Literatur
vorliegenden experimentellen Arbeiten und deren Ergebnisse in Bezug
auf Temperaturen bei der CFK-Zerspanung gegeben. Im Anschluss geht
es um die Modelle, die zur Beschreibung von Temperaturmessungen und
Wiérmestromen bereits erstellt worden sind.

Rws = (2.4)
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2.4 THERMISCHE ASPEKTE DER CFK-BEARBEITUNG

2.4.1  Ezperimentelle Arbeiten

Dieser Abschnitt soll einen Einblick tiber die wichtigsten in der Literatur
existierenden Ergebnisse experimenteller Arbeiten zu thermischen Effekten
bei der Zerspanung von CFK geben. Die Recherche ist auf Frasversuche
an UD-CFK fokussiert, vereinzelt werden allerdings davon abweichende
Quellen zitiert, die relevante Aussagen oder Methoden enthalten. Die
hier extrahierten Ergebnisse beziehen sich auf die Versuche mit den in
Tabelle 2.2 aufgelisteten Randbedingungen, die innerhalb der Quellen
angegeben sind. Teilweise wurden in den zitierten Quellen noch weitere
Versuche durchgefiihrt, die hier keine direkte Relevanz haben und daher
nicht aufgefiihrt sind.

Hohensee fithrte in [Hoh92] dokumentierte Frasversuche an UD-CFK
sowie Zerspanversuche an Platten aus CFK-Gewebe durch. Die Frésversu-
che an UD-CFK wurden zur Messung von Kraftniveaus und Dynamik des
Zerspanprozesses unter erstmaliger Beriicksichtigung der Kombination aus
Faserorientierungs- und Fasertrennwinkel sowie zur Feststellung der jeweils
erreichbaren Oberflachenqualitidten durchgefiihrt. Da hierbei keine Tem-
peraturen gemessen wurden, werden die daraus entstandenen Ergebnisse
nicht weiter erlautert. Mit den Zerspanversuchen an CFK-Gewebe wurden
per Warmebildkamera die maximal an der Werkzeugschneide auftreten-
den Temperaturen Tywz max in Abhéngigkeit von Vorschubgeschwindigkeit,
Arbeitseingriff, Schnittgeschwindigkeit und Werkzeugdurchmesser gemes-
sen. Hierfiir kamen bei den Hauptversuchen PKD-Friaser zum Einsatz,
zum Vergleich auch unbeschichtete Hartmetallfraser und galvanisch mit
Diamantkornern belegte Schleifstifte. Eine erhéhte Vorschubgeschwindig-
keit sowie ein erhohter Arbeitseingriff resultierten in einer Steigerung
von Tz max. Eine stationdre Werkzeugtemperatur wurde spéatestens nach
einem Vorschubweg von 400 mm erreicht. Die Schnittgeschwindigkeit
hatte bei konstanter Vorschubgeschwindigkeit (d. h. gleichzeitige Verande-
rung des Vorschubs) einen vernachlissigbaren Einfluss auf Tz max. Eine
Steigerung des Werkzeugdurchmessers fiithrte zu einer Verringerung von
Twz,max- Drastische Temperatursteigerungen zeigten sich bei der Nutzung
des Schleifstifts, die Temperaturen der Hartmetallfriser lagen abhéngig
von ihrer Geometrie einmal ober- und einmal unterhalb des Niveaus des
PKD-Frasers.

Bei Kindler [Kin10] wurde die Zerspanung von UD-CFK mittels Schaft-
fraser und Schleifstift (jeweils mit dywyz = 12,7 mm) in GL und GGL unter-
sucht. Darin wurde die Werkstiicktemperatur sowohl an der Schnittfliche
als auch im Material gemessen. Zur Messung der Schnittflichentemperatur
wurde ein Strahlungspyrometer eingesetzt, das auf einen Punkt 12,4 mm
hinter dem letzten Kontakt zwischen Werkzeug und Werkstiick gerichtet
wurde, was Abschattungen durch Werkzeug und Spéne vermied. Zur Mes-
sung der Temperatur im Material wurde ein Thermoelement eingesetzt,
dass in Abstdnden von 1 mm bis 10 mm zur Schnittfliche in einer Bohrung
platziert war. Die Thermoelementmessungen erfolgten fiir die Faserorien-
tierungen @ = 0° und 90°, die Messungen mit dem Strahlungspyrometer
iiber einen Fasertrennwinkelbereich von 6 = 0° bis 170° in Schritten von
10°. Die Modellbildung zur Extrapolation der maximalen Schnittflachen-
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temperatur aus den Messungen der Thermoelemente erfolgte iiber eine
Parabel 3. Ordnung sowie iiber einen hyperbolischen Ansatz. Die Extra-
polationen ergaben fiir @ = 0° eine maximale Schnittkantentemperatur
von ca. 56 °C, fiir @ = 90° bis zu 119°C. Aus Modellbetrachtungen der
Werkzeug-Wirmeleitung wurde weiterhin abgeleitet, wie sich der Wérme-
strom aufteilt. Nach den in [Kinl10] getroffenen Abschéitzungen war der
Werkstiick-Warmestromanteil an der mechanischen Leistung Rws < 1%,
der Werkzeug-Wirmestromanteil lag bei Rywz = 5,4%. Uber 90 % der
Wirme wurden demnach iiber die Spane abtransportiert.

Pecat et al. [PRB12] zeigten bei der Zerspanung von CFK mittels
eines Einschneiders einen idealen Temperaturbereich des fiir die Versuche
vortemperierten Werkstiicks. Bei Werkstiick-Temperaturen unter 20°C
traten Briiche in der Matrix auf, wihrend Temperaturen iiber 120°C
zu einer thermischen Schadigung sowie Faserausrissen in der Randzone
der Schnittkante bis zu einer Tiefe von 500 um fithrten. Die optimale
Werkstiick-Temperatur fiir den Frasprozess wurde mit 80 °C angegeben,
was oberhalb der mit 60 °C ausgewiesenen Glasiibergangstemperatur lag.

Hobelversuche haben den Vorteil, dass mit ihnen der Orthogonalschnitt
praktisch umsetzbar ist und damit grundlegende Effekte studiert werden
koénnen. Nutzt man sie fiir UD-CFK, liegt allerdings jeweils ein konstanter
Fasertrennwinkel vor, eine Variation ist nur durch einen erneuten Versuch
moglich und es ergibt sich keine stetige Messung der Effekte. Demgegen-
iber wurde von Hintze et al. in [HSS13] ein Bohrversuch durchgefiihrt,
in welchem das Bohrwerkzeug fixiert und das Werkstiick, festgehalten
durch eine Spannzange, rotiert wurde. Auf diese Weise lief§ sich die Quarz-
faser eines Pyrometers in einem der Bohrer-Kiihlkanéle platzieren und
so die Schnittflichentemperatur direkt hinter der Schneide messen. Als
Werkstiick wurde UD-CFK mit einer Epoxidmatrix gewéhlt, das Ergebnis
zeigt Abbildung 2.5. Die Messung demonstriert, dass das Schnittmoment
direkt mit der gemessenen Schnittflichentemperatur korreliert. Die Kur-
ve wiederholt sich periodisch bei jeder Relativbewegung von Werkstiick
und Bohrer um 180°, da sich dabei wieder derselbe Fasertrennwinkel
einstellt. Ein umgekehrter Versuch mit bewegtem Bohrwerkzeug sowie
Thermoelementen im Werkstiick zeigte in Kombination mit einer FEM-
Simulation, dass das Temperaturfeld im Werkstiick stark in Richtung der
Faserausrichtung gestreckt ist. Die hohe Warmeleitfdhigkeit der Fasern
fithrte damit bereits in einer Entfernung zur Schnittkante von 2 mm dazu,
dass die hochsten Werkstiick-Temperaturen in der Richtung von 6 = 90°
auftraten, obwohl die Schnittflachentemperaturen im Mittel um 6 = 135°
maximal waren.

Bei Yashiro et al. [YOS13] wurden die Temperaturen in Werkzeug
und Werkstiick bei der Zerspanung von CFK-Gewebe mit einem unbe-
schichteten Hartmetall-Fraser untersucht. Dazu wurden drei verschiedene
Messverfahren eingesetzt. Zum einen wurde das Thermopaar aus Werk-
stiick und Fréser genutzt, um die Wirkstellentemperatur zu erfassen. Dies
erforderte eine Kalibrierung zur Korrelation von Temperaturdifferenz
und elektromotorischer Kraft, die mittels einer quadratischen Funktion
umgesetzt wurde. Weiterhin wurde die Werkzeugtemperatur von der Seite
mittels Warmebildkamera gemessen. Zuletzt sind zwei verschiedene Vari-
anten von Thermoelement-Messungen mit jeweils einem Thermoelement
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Abbildung 2.5: Messaufbau und -ergebnis von Schnittmoment und Schnittfla-
chentemperatur beim Bohren von UD-CFK nach [HSS13; Hin21]

zum Einsatz gekommen, die Thermoelemente wurden dazu bei der Her-
stellung in das CFK-Werkstiick einlaminiert. Die Messergebnisse mit dem
Thermopaar zeigten im Teilschnitt ein Plateau der Wirkstellentemperatur
ab einer Schnittgeschwindigkeit von etwa 200 m/min, der Zahnvorschub
wurde dabei konstant gehalten. Die Wirkstellentemperatur schwankte um
einen Wert von etwa 350 °C mit einer Amplitude von ca. 150 K {iber dem
FEingriffswinkel. Diese Plateaubildung wurde von parallel durchgefiihrten
Wiérmebildkameramessungen auch fiir die Werkzeugtemperatur nachge-
wiesen, die ab einer Schnittgeschwindigkeit von 200 m/min bei knapp
unter 300°C lag. Anschliefend wurden Versuche im Vollschnitt durch-
gefiihrt, bei denen mit Thermoelementen die Werkstiick-Temperaturen
gemessen wurden. Bei einer Versuchsvariante wurden die Thermoelemen-
te in einen variablen Abstand seitlich zur Schnittkante gebracht, um
die Temperaturentwicklung im Werkstiick nachzuvollziehen. Dies dhnelt
dem in [Kinl0] beschriebenen Vorgehen. Bei der zweiten Variante war
das Thermoelement im Werkstiick in der Schnittbahn des Frisers ein-
gebracht und konnte so die Temperaturentwicklung des Werkstiicks bis
zum Kontakt mit dem Fraswerkzeug aufzeichnen. Die Messungen seitlich
der Schnittkante zeigten im geringsten Abstand zwischen Thermoelement
und Werkzeug von 0,3 mm eine Werkstiicktemperatur von iiber 100 °C.
Hierbei zeigte sich eine Verringerung der gemessenen Werkstiicktempera-
tur mit steigender Schnitt- und Vorschubgeschwindigkeit bei konstantem
Zahnvorschub. Dieser Umstand wurde damit erklédrt, dass die Warme,
welche bereits in den nachfolgenden Schnittbogen vor dem Werkzeug
eingebracht wurde, bei hoheren Schnittgeschwindigkeiten zum grofien Teil
entfernt wird. Dies begriindete auch die hoheren Temperaturschwankungen
bei niedrigen Schnittgeschwindigkeiten. Fiir eine Schnittgeschwindigkeit
von 25 m/min und eine Vorschubgeschwindigkeit von 63 mm/min wur-
den zeitweise 300 °C iiberschritten, bei einer Schnittgeschwindigkeit von
300 m/min und einer Vorschubgeschwindigkeit von 750 mm/min wurden
knapp 200 °C erreicht.
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In Ghafarizadeh et al. [GLC15] wurden diamantbeschichtete Hart-
metall-Kugelkopffriser zur oberflichlichen Zerspanung von UD-CFK ein-
gesetzt. Die Werkzeugtemperaturmessung fand mittels Thermoelementen
an der Werkzeugspitze statt. Dabei wurde ein nahezu linearer Zusam-
menhang zwischen Werkzeugtemperaturen und Schnittgeschwindigkeit
beobachtet. Bei einer Schnittgeschwindigkeit von 375 m/min (effektive
Schnittgeschwindigkeit am duflersten Punkt im Eingriff lag bei 163 m/min)
wurde fiir eine Faserorientierung von @ = 90° die hochste Werkzeugtempe-
ratur mit etwa 90 °C erreicht. Darauf folgten in absteigender Reihenfolge
O =45° ® =135° und ® = 0° mit Temperaturen zwischen 50 und 70 °C.

Kerrigan und O’Donnel, [KO16], nutzten einen unbeschichteten Viel-
zahnfriser aus Hartmetall fiir die Besitumung von quasi-isotropen CFK-
Platten. Dafiir wurde die Werkzeugtemperatur mittels eines in den Fréser
eingebetteten Thermoelements aufgenommen. Die Oberflichentempera-
tur des Werkzeugs wurde dann aus dem bereits in [KO13] vorgestellten
FE-Modell abgeleitet. Es zeigte sich, dass das Werkzeug mit steigender
Vorschubgeschwindigkeit kiihler bleibt. Weiterhin stieg die Werkzeugtem-
peratur bei Verdoppelung der Werkstiickdicke von 3 auf 6 mm um etwa
30K an. Geringer wurden die Werkzeugtemperaturen durch ein starkeres
Eintauchen des Werkzeugs.

Von Wang et al. [Wan-+16a] wurde experimentell iiber das Thermopaar
aus diamantbeschichtetem Vielzahnfriser und ins Werkstiick eingebette-
ter Konstantan-Folie die Wirkstellentemperatur bei der Zerspanung von
biaxialem CFK-Gelege gemessen. Variiert wurden Schnittgeschwindigkeit,
Vorschubgeschwindigkeit und Arbeitseingriff, um tiber eine Varianzana-
lyse deren Einfluss auf die Wirkstellentemperatur zu bestimmen. Hier
hatten Arbeitseingriff und Vorschubgeschwindigkeit nur einen geringen
Einfluss. Der dominierende Faktor war die Schnittgeschwindigkeit, die
etwa linear mit der Wirkstellentemperatur positiv korrelierte. Sobald die
Glasiibergangstemperatur an der Wirkstelle tiberschritten wurde, zeigten
Aufnahmen per Rasterelektronenmikroskop eine Abnahme der Schnitt-
kantenqualitét. Speziell in den 90°-Lagen des Geleges waren verstarkt
Faserausrisse zu beobachten.

In Wang et al. [Wan+16b] wurde ebenfalls das Thermopaar aus Fra-
ser und ins Werkstiick eingebetteter Konstantan-Folie fiir Versuche an
UD-CFK genutzt. Damit wurde fiir einen PKD-Fraser mit Arbeitsein-
griff a, = dwz/2 nachgewiesen, dass die Maximaltemperaturen an der
Wirkstelle auf der Gleichlaufseite fiir ® = 135° niedrig und fiir ® = 45°
hoch sind. Im Fall ® = 135° (dies entspricht auf der Gegenlaufseite der
Situation fiir @ = 45°) liegt die Faserrichtung giinstig im Schnittbogen des
Werkzeugs und erméglicht die Warmeableitung ins Werkstiick bzw. den
zu zerspanenden Bereich iiber den betrachteten Eingriffswinkelbereich
hinweg, die von [Wan-+16b] eingefithrte Warmetibertragungszone ist daher
grof}. Fiir ® = 45° ist die Warmeableitung vorrangig von der Warmeleit-
fahigkeit quer zur Faserrichtung abhéngig, die durch ihren geringen Wert
zu stark erhohten Maximaltemperaturen fiihrt, die Warmetibertragungs-
zone ist klein. Einen grofleren Einfluss als die Faserorientierung hatte die
Schnittgeschwindigkeit auf die iiber das Thermopaar gemessenen Tempe-
raturen. Bei der niedrigsten Schnittgeschwindigkeit lagen Temperaturen
von 125 bis 145 °C vor, bei der héchsten Schnittgeschwindigkeit zwischen
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242 und 270 °C. Damit wurde die angegebene Glasiibergangstemperatur
von 185 °C deutlich iiberschritten, was sich auch aus den per Rasterelek-
tronenmikroskop erstellten Aufnahmen der Schnittfliche ergab, deren
Oberflachenqualitidt mit steigender Temperatur sichtbar sank.

Bei Delahaigue et al. [DCL17] wurden Versuche mit diamantbeschich-
teten Hartmetallfrdsern durchgefiihrt, an denen jeweils zwei Thermoele-
mente direkt hinter den Schneiden platziert wurden. Die auf die erwartete
Endtemperatur vorgeheizten Werkzeuge wurden anschliefend genutzt,
um Teststreifen zu frisen, welche anschlielend in Zugversuchen getestet
wurden. Das neue Werkzeug erreichte eine Temperatur von 300°C, das
verschlissene Werkzeug mit abgeplatzter Diamantschicht 475 °C. Ziel der
Untersuchung war, den Einfluss des Werkzeug-Verschleifles auf die Fes-
tigkeit der Teststreifen zu bestimmen. Bei einer Streifenbreite von 6 mm
wurde eine Reduktion der Zugfestigkeit von 10 % festgestellt. Ob dies
aus mechanischer oder thermischer Schiadigung durch den Frasprozess
herriihrte, war nicht Teil der Untersuchungen.

Eine dhnliche Messanordnung wie bei Delahaigue kam bei El-Hofy et al.
in [El-417] zum Einsatz, um die Temperaturen von PKD-Frisern bei der
Zerspanung von unidirektionalem bzw. multiaxialem CFK zu bestimmen.
Die unidirektionalen Versuche wurden mit den Faserorientierungswinkeln
@ = {0°,45°,90°,135°} durchgefiihrt. Die Versuche an multiaxialem CFK
ergaben, dass Neigungswinkel der PKD-Schneiden von Ay = —3° bzw.
+3° zu geringeren Werkzeugtemperaturen fiihrten, als die, die bei gerade
genuteten Werkzeugen auftraten. Beispielsweise lag die Temperatur bei
einem der untersuchten Werkstoffe fir Ag = +3° bei 251 °C, fir Ag = =3°
bei 261 °C und fiir das gerade genutete Werkzeug bei 271 °C. Im Fall der
unidirektionalen Werkstiicke zeigte sich in dieser Hinsicht kein eindeutiger
Trend, daher beziehen sich die folgenden Werte auf das gerade genutete
Werkzeug. Die niedrigsten Werkzeugtemperaturen lagen mit 274 °C bei
® = 135° vor, die Temperaturen fiir die weiteren Faserorientierungen
lagen im Bereich 280 — 283 °C. In ergénzenden Versuchen wurde der tem-
peratursenkende Effekt eines hoheren Zahnvorschubs gezeigt. Weiterhin
wurden Versuche mit druckluftbetriebenen Wirbelrohren zur Kiihlung
des Werkzeugs durchgefiihrt, welche die Werkzeugtemperatur von einem
Niveau von etwa 350 °C um etwa 100 K reduzieren konnten.

Hintze und Klingelhoéller untersuchten in [HK17] die Aufheizung einer
diamantbesetzten Schleifscheibe mit Korngrofie D427 beim Zerspanen von
UD-CFK. Die Werkzeugtemperatur wurde wéahrend der Versuche an der
Stirnseite mit einer hochfrequent aufzeichnenden Warmebildkamera in
einem horizontalen Streifen iiber den gesamten Durchmesser gemessen.
Mittels Finite-Differenzen-Methode wurde der Aufheizprozess simuliert
und der Fehler im Vergleich mit den gemessenen Temperaturen durch
Parametervariation minimiert. Der bekannte proportionale Zusammen-
hang zwischen Schnittleistung und Vorschubgeschwindigkeit wurde ebenso
aufgezeigt wie die Unabhéngigkeit der Schnittleistung von der Schnittge-
schwindigkeit. Eine hohere Durchtauchtiefe des Werkzeugs verringerte im
Fall von ® = 90° den Werkzeug-Warmestromanteil Ryyz. Bei ® = 0° lag
eine nicht signifikante leichte Steigerung von Rz mit der Durchtauchtiefe
vor. Begrindet wurde dies mit der projizierten Kontaktzone in Faserrich-
tung. Diese fithrte bei @ = 90° in das Werkstiick hinein. Eine geringere
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Durchtauchtiefe bedingt eine gréflere Kontaktzone und vergroflert damit
den Werkstick-Wérmestromanteil Rys. Bei @ = 0° war die projizierte
Kontaktzone in Faserrichtung unabhéngig von der Durchtauchtiefe. Die
Werte von Rz lagen iiber alle Versuche zwischen 20 und 50 %. Mit einer
maximalen Werkzeugtemperatur von 300 °C wurden bei der Zerspanung
mit der genutzten Schleifscheibe die Temperaturen beim Frisen von CFK
nicht iiberschritten.

An et al. [An+18] nutzten einen diamantbeschichteten Hartmetall-
Einschneider mit 400 mm Durchmesser, um den Orthogonalschnitt an-
zundhern. Die Wirkstellentemperatur wurde iiber ein ins Werkstiick einge-
bettetes Thermoelement gemessen, welches bei der Bearbeitung ebenfalls
durchtrennt wurde. Dabei wurde festgestellt, dass die Geometrie des
Einschneiders (Freiwinkel, Spanwinkel und Schneidkantenradius) keinen
eindeutigen Einfluss auf die gemessene Temperatur hat. Die Prozess-
parameter Schnittgeschwindigkeit und Arbeitseingriff wurden ebenfalls
variiert. Es zeigte sich unabhangig vom Fasertrennwinkel in etwa eine
Verdoppelung der Temperaturerh6hung bei der Verdreifachung von v, von
100 m/min auf 300 m/min. Ebenfalls unabhéngig vom Fasertrennwinkel
lief} sich beobachten, dass die Temperaturerh6hung sich fast verdoppelte,
wenn der Arbeitseingriff sich von 5 pm auf 25 um verfiinffachte. Konsistent
zu beobachten war, dass die Temperaturerh6hung abhéngig vom Faser-
trennwinkel war und sich in der Reihenfolge 6 = 0°, 45°, 135°, 90° Grad
erhohte. Begriindet wurde dies mit den vom Fasertrennwinkel abhéngigen
Eigenschaften in Bezug auf Riickfederung und Spanbildung.

Sheikh-Ahmad et al. [SAH18] nutzten Thermoelemente und eine Wér-
mebildkamera zur Vermessung der Werkstiick- und Werkzeugtemperatu-
ren beim Frisen von Werkstiicken aus CFK-Gewebe. Zum Einsatz kamen
zwei beschichtete Vielzahnfréser aus Hartmetall und ein PKD-Fréser.
Einer der Hartmetallfrdser war diamantbeschichtet, der andere hatte
eine TiAIN-Beschichtung. Die Thermoelemente waren jeweils in einer
Linie senkrecht zur Schnittkante angeordnet. Per Ausgleichsrechnung
wurden die Parameter einer Finite-Elemente-Simulation auf die so gemes-
senen Temperaturkurven angepasst. Die Simulation berticksichtigte hierbei
auch die (geschitzte) konvektive Warmetibertragung des Werkstiicks an
die Umgebungsluft in Hohe von 50-100 Wm™2K~!. Die Werkzeugtem-
peratur wurde ebenfalls simuliert, dabei wurde ein Warmestrom von
1000 Wm2K~! an die Umgebung angenommen. Die thermischen Werk-
stoffeigenschaften des Werkstiicks wurden nicht gemessen, stattdessen
wurden Warmeleitfahigkeiten, Dichte und spezifische Wérmekapazitét
aus Joven et al. in [Jov+12] iibernommen. Die mechanische Leistung
beim Fréasprozess bewegte sich, abhéngig von den Prozessparametern,
zwischen 219 und 439 W. Aus der Simulation wurden zusammen mit den
Leistungswerten die Werkstiick- und Werkzeug-Wérmestromanteile, Ryg
und Ry, bestimmt. Ryg lag zwischen 4,4 und 15,7 %, Rywyz zwischen 29,4
und 55,8 %, der jeweils verbleibende Teil wurde als Warmestrom in die
Spane Rg betrachtet. Aus den Betrachtungen lielen sich mehrere Schliisse
ziehen. Zum einen, dass sowohl Rwg als auch Rwy sinken, wenn die
Vorschubgeschwindigkeit erhoht wird. Zum anderen, dass der PKD-Fraser
hohere Werte fiir Rg aufweist als die Vielzahnfriser. Beides wird mit der
erhohten Spanungsdicke begriindet. Die Tiefe der Zone, in der die Glas-
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iibergangstemperatur iiberschritten wird, lag maximal bei 0,43 mm. Bei
hoheren Vorschubgeschwindigkeiten wurde die Glasiibergangstemperatur
im Werkstiick nicht erreicht.

In [Wan+18] werden Hobelversuche an UD-CFK mit den Fasertrenn-
winkeln 6 = {0°,45°,90°,135°} beschrieben, um u. a. den Warmestroman-
teil von erstens Werkstiick und Spanen sowie zweitens des Werkzeugs zu
bestimmen. Die Versuche wurden mit verschiedenen Schneidengeometrien
und Vorschiiben realisiert. Dabei zeigte sich, dass der Fasertrennwinkel
einen stirkeren Einfluss auf die Warmestromanteile in Werkstiick und
Spéne hat als die genutzten Geometrien. Der Vorschub hatte speziell bei
6 = 0° und 8 = 90° Einfluss auf die Aufteilung des Warmestroms. Bei
hoheren Vorschiiben stieg der Wéarmestromanteil von Werkstiick (Rws)
und Spénen (Rg). Die héchsten Warmestromanteile von Werkstiick und
Spénen Rws + Rg wurden bei 8 = 90° und héchstem Vorschub mit etwa
98 % festgestellt, die niedrigsten bei O = 0° und niedrigstem Vorschub mit
knapp tiber 70 %. Begriindet wurde dies mittels eines Kontaktmodells,
dass die Nachgiebigkeit des Werkstoffs abhédngig vom Fasertrennwinkel be-
riicksichtigte. Weiterhin wurde per Warmebildkamera nachgewiesen, dass
das Temperaturfeld im Werkstiick entlang der jeweiligen Faserorientierung
gestreckt ist.

Fazit

Die hier zitierten Quellen zeigen eine grofie Bandbreite an Versuchsum-
gebungen, Werkstoffen und Prozessparametern, wie auch Tabelle 2.2
verdeutlicht. Neben der Vielfalt an verschiedenen CFK-Sorten und Faser-
anordnungen erfolgte in den haufigsten Féllen allerdings keine Angabe
zu den thermischen Stoffeigenschaften der Werkstoffe. Die Arbeiten von
[Kin10; HSS13; GLC15; Wan+16b; El-+17; HK17; Wan+18] verdeutlichen
den grofien Einfluss der Ausrichtung der Kohlenstofffasern auf Prozess und
entstehende Temperaturen. Die Wirkstellentemperaturen beim Frasen
von CFK kénnen im Mittel 350 °C erreichen, wie von [YOS13] gezeigt.
Mit verschlissenen Werkzeugen wurden sogar Werkzeugtemperaturen von
475 °C erreicht, siehe [DCL17]. Die Angaben zu maximalen Werkstiicktem-
peraturen variieren stark durch die hohe Vielfalt an Messinstrumenten,
Prozessparametern und teilweise angewendeten Modellierungen, z. B. zur
Extrapolation der Wirkstellentemperatur. Als Fazit fiir die Werkstiick-
temperaturen ergibt sich, dass sie haufig die Glasiibergangstemperatur
iiberschreiten. Das Ausmafl der Warmeeinflusszone, in der dies geschieht,
ist jedoch nur teilweise bestimmt worden.
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Tabelle 2.2: Temperaturmessung bei der spanenden Bearbeitung von CFK in der Literatur - Material und Prozessparameter (Teil 1)

Quelle Material Prozessparameter
Faser/ ps  Art T, ku k3 p Cp M Ve z f, Ut de ap dwz
Matrix % °C % % % kgLK mm - mm T mm mm mm
[An+18]* T700/LT-03A 60 UD - 15,1 - 1580 0,18 5 100- 1 - - 0,005- 2 400
300 0,025
[DCL17]  -/Epoxid 64 MA, 212 - - - - 3,6 300 6 0,019 1140 95 3,6 95
QI
[El-+17]  T800SC/TORAY 66 UD, - - - - - 9,36 200 3 0,03 477 12 5 12
3911 MA
[GLC15]  T800HB/Epoxid 60 UD - - - 1552 - 6,3 87- 20,0315 401- 2,634 0,5 10
163 752
[HSS13] IMS 60/977-2 60 UD - - - - - 4 53- 2 0,015- 100- - - 8,5
267 0,025 300
[HK17] HTS/977-2 60 UD - - - - - 4 30- - - 1500- - 1,7 64
43,5 4500
[Hoh92] Sigratex 320C/Riita- 50 UD, - - - - - 5 100- 2 0,02- 500- 1,0- 5 6-13
pox Epoxid KB 500 0,17 3.000 2,0
[KO16] HT/Epoxid 55 QI 193 - - - - 3-6 250 - - 200- 8 36 8
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Tabelle 2.3: Temperaturmessung bei der spanenden Bearbeitung von CFK in der Literatur - Material und Prozessparameter (Teil 2)

Quelle Material Prozessparameter
Faser/ Qs Art T, ki ks p Cp M Ue z fs (o Ae ap dwy
Matrix % °C % % % kgLK mm - mm mn mim mm  mm
[Kin10]>  HTS 5631/ 65 UD 212 111 0,75 - - 4 798 2 003 1200 1 4 12,7
977-2
[PRB12] HT/Epoxid 50 UD 60 - - - - - 20- 1 0,1 - 0,6 - 160
200
[SAH18]¢ -/- 60 KB 180 24 24 1550 820 10 126- 2 0,03- 400- 5 10 10
251 0,1 800
[Wan+16a] T700/QY8911 - BA 185 - - - - 3,1 37- - 198- 2,32- 3,1 6
132 702 5,68
[Wan+16b]  T700/QY8911 - UD 185 - - - - 3 25- 4 0,025 133- 3 3 6
100 531
[Wan+18]  T800/P2325 60 UD - 7 0,8 1580 1200 3 0,5 1 0,05- - - 3 -
0,15
[YOS13] -/- - LB 180 - - - - 72  15- 2 0,031- 63- 7,0- 6-7,2 8
300 0,063 1.500 8,0

Abkiirzungen: BA - Biaxial, KB - Képerbindung, LB - Leinwandbindung, MA - Multiaxial, QI - Quasi-Isotrop, UD - Unidirektional
FuBinoten: * hier vermutlich ¢, = 1800 Jkg™' K~!,  T,-Angabe widerspricht [Sol22], ¢ thermische Stoffwerte aus [Jov+12] iibernommen
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2.4.2  Modellierung der Werkstiick-Temperatur

Zur Modellierung von Werkstiick-Temperaturen bei der Zerspanung exis-
tieren mehrere Ansitze auf Basis von analytischen Uberlegungen oder
mittels Finite-Elemente-Methode (FEM). So wurde das analytische Wér-
meleitungsmodell von Jaeger in [Jae42] bereits mehrfach genutzt bzw.
beschrieben, um Werkstiick-Temperaturen zu berechnen, beispielsweise
in [Ton+92; Bri+06; Klo17; Moh+18; Sch+20], teilweise auch in weiter-
entwickelter Form. Dieses Modell vereinfacht die hochfrequenten Wéarme-
einleitungen der Werkzeugschneiden in das endlich dicke Werkstiick iiber
eine bewegte streifenformige Wéarmequelle, welche am halbunendlichen
Volumen entlangbewegt wird, siehe Abbildung 2.6. Das Modell wurde von
Jaeger lediglich fiir isotrope Werkstoffe entwickelt, die Herleitung ist in
Abschnitt 4.3 beschrieben.

Tatsdchliche Warmequelle Aquivalente Warmequelle
gus =f (D, s, a., ...)

Abbildung 2.6: Tatsichliche Wirmequelle und die dem Frisen dquivalente
Wirmequelle am Bauteil nach [MHK21]

Die folgenden beiden Abschnitte sollen einen groben Einblick in die
Modellierung der Werkstiick-Temperaturen mittels analytischer Ansétze
bzw. numerischer Simulation geben. Dabei liegt der Fokus vorrangig auf
der Zerspanung von CFK, weicht jedoch wie bei der Darstellung der
experimentellen Ergebnisse zum Teil davon ab.

Analytische Ansitze

DesRuisseaux und Zerkle entwickelten in [DZ70] den Ansatz von Jaeger
weiter, indem sie an der halbunendlichen Wand neben der bewegten,
streifenformigen Warmequelle eine konvektive Wérmeiibertragung an die
Umgebung modellierten. Hierdurch wurde mit dem Wérmeiibertragungs-
koeflizienten ein weiterer Parameter eingefiihrt, der die Annédherung an
Versuchsergebnisse ermdglicht. Das Werkzeug wurde in einer separaten
Modellierung als Zylinder vereinfacht und auf eine vergleichbare Weise mit
Wiérmequelle und umliegendem konvektiven Warmeverlust beaufschlagt.

Pan und Hocheng untersuchten in [PH96] das orthotrope Tempe-
raturfeld im Umfeld einer punktférmigen, bewegten Wéarmequelle, das
ndherungsweise beim Laserstrahltrennen von UD-CFK vorliegt. Die Her-
leitung startete mit dem punktférmigen Warmeimpuls in orthotropen
Medien, welcher in [CJ59] beschrieben wird. So wurde schliefllich ein
Modell hergeleitet, in welchem unterschiedliche Werte fiir die Warmeleit-
féhigkeit in den Haupt-Koordinatenrichtungen eingesetzt werden kénnen.
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Genutzt wurde fiir die Herleitung eine Verzerrung der Koordinaten iiber
das Verhéltnis der Warmeleitfahigkeiten untereinander. Mithilfe dieses
Modells war es moglich, die Temperaturfelder fir die Faserorientierungen
® = 0° und ® = 90° zu berechnen.

In Liu et al. [Liu+14] wurde eine duflerst aufwindige analytische
Modellierung der transienten Warmeverteilung im Werkstiick sowie der
auftretenden Kréfte beim Helixfrdsen von CFK-Gewebe durchgefiihrt.
Der Werkstiick-Warmestromanteil der Schnittprozesse an Haupt- und Ne-
benschneide wurde in einem inversen Wérmeleitungsproblem modelliert.
Die Minimierung der Summe der Quadrate der Residuen zwischen Modell
und Messwerten erfolgte iiber das Verfahren der konjugierten Gradienten
(englisch: Conjugate Gradient Method). Der Werkstiick-Warmestromanteil
an der Hauptschneide des Frasers liegt demnach bei 21 %, an der Ne-
benschneide bei 18,6 %. Auf Basis der Ergebnisse wurde ein Algorithmus
entworfen, um eine Kombination aus Schnittgeschwindigkeit, Vorschub
und Schnitttiefe festzulegen, die mit einer moglichst geringen Schadigung
des Materials einhergehen.

Bereits bei [Ton+92] wird allerdings auch herausgestellt, dass die
Modelle von Carslaw und Jaeger nur iiber die Vorschubgeschwindigkeit
mit dem Prozess gekoppelt sind, wihrend das Werkstiick lediglich iiber
die Warmeleitfahigkeit und Temperaturleitfahigkeit dargestellt ist. Die
Genauigkeit der Temperaturberechnungen héngt demnach wesentlich
von der Fahigkeit des Modells ab, die Initial- und Randbedingungen
des Prozesses nachzubilden. Vorausgesetzt wird in [Ton+92], dass die
Kontaktlénge zwischen Werkstiick und Werkzeug bekannt ist.

Numerische Simulation

Die Vereinfachungen dieser analytischen Modelle wurden ebenfalls ge-
nutzt, um Modelle auf Basis der FEM zu erstellen. Beispielhaft sind hier
zur Bestimmung der Werkstiicktemperaturen von in der Bauteilebene iso-
tropem CFK und GFK die Arbeiten von Sheikh-Ahmad et al. in [SAHIS;
She+19; SAH19; SAH20] bzw. Hafeez et al. in [Haf+17] zu nennen, in
welchen vermutlich jeweils dasselbe FE-Modell in leicht modifizierter
Form beschrieben wird, welches einen konvektiven Wéarmeiibergang an die
Umgebungsluft an den AuBenflichen implementiert. In [SAH18] wurde
ABAQUS/Ezxplicit mit 60.000 Quader-Elementen im Werkstiick-Gitternetz
und einer Zeitschrittgrofie von 0,01s eingesetzt.

Mkaddem et al. nutzten in [Mka+17] ein FE-Modell zur Berechnung
der Werkstiicktemperaturen in UD-GFK. Das Modell zeigte bei gleichen
Warmestromdichten, dass die maximal auftretenden Temperaturen fiir
® = 90° doppelt so hoch sind wie bei ® = 0°, da die Glasfasern die
Wérme schlechter leiten als die Epoxid-Matrix. Diese Aussagen waren
jedoch nicht durch experimentelle Ergebnisse gestiitzt. Eingesetzt wurde
ABAQUS/Standard mit einem Gitternetz, das aus einer Mischung von
13.500 Quadern sowie 4.500 Dreiecksprismen bestand. Dies ermdéglichte
eine Verfeinerung des Gitters in der Nahe der Schnittkante, da dort héhere
Temperaturgradienten vorliegen. Mittels der Subroutine DFLUX wurde
die Werkzeug-Warmequelle innerhalb eines bewegten Zylinders modelliert,
welcher zum Teil mit dem Werkstiick tiberlappte. Innerhalb des Zylinders
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wurde die dem Werkstiick aufgepriagte Warmestromdichte in Form einer
Glockenkurve modelliert, deren Wert zur Mittelachse ansteigt.

Von Qian et al., siche [Qia+20], wurde die Zerspanung von UD-CFK
per FEM auf Faserebene berechnet. Das dreidimensionale, mikrome-
chanische Zerspanungsmodell beriicksichtigte hierbei drei Phasen des
Werkstoffs - Faser, Matrix und die Grenzschicht zwischen Faser und Ma-
trix. Die Modellierung erfolgte mit den vier Faserorientierungswinkeln
@ = {0°,45°,90°,135°}. Verglichen wurden die Simulationsergebnisse mit
Messungen beim Schnitt mit diamantbeschichtetem Vielzahnfréser. Die
héchsten Temperaturen werden demnach durchgéngig bei @ = 90° erreicht,
gefolgt von @ = 135°, ® = 45° und ® = 0°. Simulativ wurde gezeigt, dass
die Schnittgeschwindigkeit positiv mit der maximalen Schnittkantentem-
peratur korreliert, ebenso die Schnitttiefe und der Schneidkantenradius.
Eine Erhohung des Spanwinkels verringert dagegen die Schnittkanten-
temperatur. Fiir die Simulation wurde ABAQUS/Explicit eingesetzt. Das
Gitternetz des Werkstiickausschnitts bestand aus etwa 100.000 Quadern.
Zur Modellierung mussten fiir die Faserorientierungen jeweils verschiedene
Reibungskoeffizienten angenommen werden.
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Wie allgemein bei FVW bezeichnet die Kategorie der CFK eine breite
Palette verschiedener Werkstoffe. Neben unterschiedlichsten Faser- und
Matrixtypen, der Bindungsart und dem Faservolumenanteil hat die Art
der Verarbeitung und des Aushértens grofien Einfluss auf die Eigenschaf-
ten des Werkstoffs. Zusétzlich spannen die verschiedenen Fertigungsver-
fahren zur Endkonturbearbeitung in Kombination mit den zugehorigen
Prozessparameter-Spektren einen groflen Losungsraum auf. Weder die als
CFK bezeichneten Werkstoffe noch die dafiir geeigneten Fertigungsver-
fahren konnen daher auch nur einzeln ohne Variation des jeweils anderen
vollsténdig untersucht werden. In dieser Arbeit wird daher mit dem Fokus
auf UD-CFK sowie Frésen als Fertigungsverfahren ein moglichst einfacher
Fall gewdhlt, um allgemeingiiltige Aussagen treffen zu konnen.

Die in Tabelle 2.1 fiir orthotrope bzw. transversal isotrope Werkstoffe
aufgelisteten thermischen Kennwerte zeigen, dass die Wérmeleitfahigkei-
ten von FVW stark abhéngig von der Faserorientierung sind. Ein fiir
isotrope Werkstoffe haufig genutztes Modell fiir die bei der Zerspanung im
Werkstiick entstehenden Temperaturfelder ist daher fiir solche orthotropen
Werkstoffe nicht anwendbar. Bisherige Anstrengungen in diesem Bereich
greifen auf numerische Simulationen zuriick oder betrachten CFK-Gewebe,
welche in der Schnittebene isotrop sind. Die Vereinfachung der Problem-
stellung auf UD-CFK ermdoglicht voraussichtlich, bei den Untersuchungen
gesammelte Erkenntnisse auf Laminate zu tibertragen, wie dies auch bei
der Betrachtung der Zerspankréfte in [KBD12] durchgefithrt wurde.

Aus diesen Uberlegungen ergaben sich folgende Ziele fiir diese Arbeit:

Ziel 1 Analytische Beschreibung des zerspanungsinduzierten Tempera-
turfeldes in orthotropen Korpern mit variabler Faserorientierung.

Ziel 2 Genaue Bestimmung der thermischen Stoffeigenschaften der
genutzten Werkstoffe und Quantifizierung der Messunsicherheiten der
Versuchsumgebung.

Ziel 3 Bestimmung der Ausdehnung der Wéarmeeinflusszone ins Werk-
stiick sowie der Maximaltemperaturen an der Schnittkante in Abhéngigkeit
vom Faserorientierungswinkel @ iiber den Abgleich mit Experimenten. Be-
stimmung des Werkstiick-Warmestroms und des zugehorigen Werkstiick-
Wiérmestromanteils Rywg abhéngig von @ und Abschétzung der moglichen
Fehler. Exemplarische Darstellung der Einfliisse der Prozessparameter auf
Wirmequelleneigenschaften und Oberflichentemperaturen.

Ziel 4 Verifizierung einer zugehorigen numerischen Simulation, mit der
erweiterte Untersuchungen moglich sind. Neben einer Berticksichtigung
der Temperaturabhiangigkeit der Werkstoffeigenschaften gehort dazu die
Temperaturberechnung beim Schnitt von konvexen Konturen.
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Aus den Zielen ergibt sich die folgende Aufteilung der Arbeit in die
einzelnen Kapitel:

In Kapitel 2 wurde ein Uberblick iiber den Stand des Wissens und
der Forschung bei der Zerspanung von Faserverbundwerkstoffen gegeben,
schwerpunktméafig wurde das Frasen von (UD-)CFK betrachtet. Die dort
bereits angesprochenen thermischen Stoffwerte der Warmeleitfahigkeit,
spezifischen Warmekapazitit sowie der Glasiibergangstemperatur werden
in Kapitel 4 erlautert. Weiterhin wird dort ein Exkurs in die Grundlagen
der Wérmeiibertragung gegeben und darauf basierend die Herleitung der
bewegten streifenférmigen Warmequelle an der halbunendlichen Wand fiir
isotrope Korper vorgenommen. In Kapitel 5 wird die Umgebung beschrie-
ben, in der die Versuche stattfanden. Dazu gehort auch die Bestimmung
der thermischen Stoffwerte fir das ausgewéhlte Versuchsmaterial und
eine Abschétzung der dabei entstandenen Fehler. Der lineare Schnitt von
UD-CFK wird in Kapitel 6 beschrieben. Zunéchst wird die streifenfor-
mige bewegte Warmequelle an der halbunendlichen Wand fiir orthotro-
pe Korper mit beliebigem Faserorientierungswinkel hergeleitet. Mithilfe
der gefundenen Formulierung werden diverse Parametervariationen fiir
die dazu ausgewéahlten Faserorientierungswinkel @ = {0°,45°,90°,135°}
vorgenommen. Anschliefend wird die numerische Simulation fiir den li-
nearen Schnitt beschrieben. Dabei wird der Nachweis erbracht, dass die
Simulation zur analytischen Losung konvergiert. In den experimentellen
Basisuntersuchungen werden die Unsicherheiten bei der Bestimmung der
Wiérmequelleneigenschaften abgeschatzt. Die Hauptuntersuchungen die-
nen dazu, Aussagen fiir die Variation der Prozessparameter zu treffen. Das
Kapitel 7 beschreibt Simulation und Versuche fiir den Fall des konvexen
Schnitts.

24



GRUNDLAGEN

In diesem Kapitel werden zunéchst die grundlegenden Begrifflichkeiten
der thermischen Stoffeigenschaften erldutert, welche fiir das Verstdndnis
der Warmeiibertragung benotigt werden. Basierend auf der Fundamen-
tallosung der Warmeleitung, welche im Abschnitt iiber Wérmeleitung
vorgestellt wird, befinden sich im letzten Unterkapitel die Herleitung
sowie die Eigenschaften der bewegten streifenférmigen Warmequelle im
isotropen Korper.

4.1 THERMISCHE STOFFEIGENSCHAFTEN UND MESSMETHODEN

Die hier relevanten thermischen Eigenschaften von Stoffen umfassen die
Wiérmekapazitiat sowie die Temperatur- bzw. Warmeleitfahigkeit. Im
Folgenden werden sie bezogen auf CFK erlautert und die Methoden
beschrieben, mit denen sie gemessen werden. Schlieflich folgt eine Ein-
ordnung der fiir Kunststoffe spezifischen Glasiibergangs-, Schmelz-, und
Zersetzungstemperaturen.

4.1.1  Wirmekapazitit und DSC

Die Wirmekapazitiit C eines Stoffes (SI-Einheit JK™!) ist definiert als
dQ/dT, das heifit, sie gibt die inkrementelle Warmemenge dQ an, welche
fiir einen inkrementellen Temperaturanstieg dT von einem Mol des Stoffes
notwendig ist. Sie wird mit C, fiir Umgebungen mit konstantem Druck
oder mit C, fiir solche mit konstantem Volumen angegeben, wobei hier
durchgingig erstere Variante verwendet wird. Die spezifische Warmeka-
pazitit ¢, (SI-Einheit Jkg™' K1) ist ein Ma$ fiir die massenbezogene
Warmemenge, welche fiir die Erhohung der Temperatur notwendig ist.
Da die Warmekapazitiat temperaturabhéngig ist, bedarf es bei ihrer Mes-
sung der Variation der Temperatur des untersuchten Stoffes [Hay17].
Fiir die Messung von ¢}, sind zwei Arten der Dynamischen Differenz-
Kalorimetrie (engl.: Differential Scanning Calorimetry, DSC) umsetzbar,
die Dynamische Warmestrom-Differenz-Kalorimetrie und die Dynamische
Differenz-Kalorimetrie mit Leistungskompensation [DIN17b].

Bei der Dynamischen Warmestrom-Differenz-Kalorimetrie sind Pro-
bentiegel und Referenztiegel in einem gemeinsamen Heizgerit eingesetzt,
welches eine festgelegte, ansteigende Temperaturkurve durchfahrt. Die
unterschiedlichen Wérmekapazitidten fiihren zu einer Temperaturdifferenz
zwischen den Tiegeln, welche zur Bestimmung der Warmestromdifferenz
dient. Aufgetragen wird die Warmestromdifferenz in einem Diagramm
gegen die Referenztiegeltemperatur oder gegen die Zeit. Zur Erhéhung
der Messgenauigkeit ist es moglich, eine Kalibriermessung mit einer Ka-
libriersubstanz durchzufiihren, deren thermische Eigenschaften bekannt
sind [DIN17b].
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Bei der Dynamischen Differenz-Kalorimetrie mit Leistungskompensati-
on wird fiir jeden Tiegel jeweils ein Heizgerit verwendet, welche beide die
gleiche ansteigende Temperaturkurve abfahren. Die Differenz der hierfir
notwendigen (elektrischen) Heizleistung entspricht der Warmestromdiffe-
renz aus der vorherigen Methode [DIN17b; NET22a].

Da der Wérmestrom zur Temperaturerhohung des Referenztiegels
bekannt ist, ist aus beiden Messprinzipien der Warmestrom in den Probe-
kérper Q ableitbar. Bei bekannter Masse der Probe m sowie konstanter
Heizrate v, d. h. einer festgelegten Temperaturerhhung pro Zeit, ergibt
sich die temperaturabhéngige spezifische Warmekapazitat zu

T
ep(T) = Qﬂgv), (4.1)

siche auch [ERT04; ONe64].
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Abbildung 4.1: Per DSC gemessene spezifische Wirmekapazititen iiber der
Temperatur fiir drei CFK-Werkstoffe mit linearer Regression, Daten aus [Jov+12]

Beispielhaft sind in Abbildung 4.1 die spezifischen Warmekapazitaten
von drei CFK-Werkstoffen gegen die Temperatur aufgetragen, welche
von [Jov+12] mittels DSC gemessen wurden. Dies sind Cytec IM7/977-2
unidirektional (977-2 UD), Cytec T650 3k/5320 mit 8-bindiger Atlasbin-
dung (5320 8HS), und Cytec T300 3k/977-2 mit Leinwandbindung (977-2
PW). Die Messkurven sind jeweils mit einer Ausgleichsgerade versehen,
da ¢}, iiblicherweise mit einem linearen Verlauf angendhert wird. Es ist
ersichtlich, dass die verschiedenen CFK-Werkstoffe alle eine vergleich-
bare Steigung der spezifischen Warmekapazitit iber der Temperatur
aufweisen, wiahrend die Werte absolut bis etwa 4 % abweichen. Weitere
CFK-Werkstoffe mit Epoxid-Matrix wurden in [JM18] verglichen. Stei-
gungen und Ordinatenabschnitte der linearen Regression von ¢, zeigten
hier ebenfalls eine geringe Abweichung iiber die Werkstoffe hinweg.
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4.1.2  Widrmeleitfihigkeit, Temperaturleitfihigkeit und LFA

Die Wirmeleitfihigkeit k eines Stoffes (SI-Einheit Wm™! K1) ist definiert
als Warmestrom Q pro Fliche und pro Temperaturgradient. Darauf
basierend ist die Temperaturleitfihigkeit a (SI-Einheit m?s™!) definiert
als a = k/pcy, wobei p die Dichte bezeichnet [Hay17].

Zur indirekten Messung der Temperaturleitfahigkeit eines Materials
wird tiblicherweise die sog. Flash Analyse genutzt. Nachdem die Vorder-
seite einer aus dem untersuchten Material bestehenden Probe durch einen
Lichtblitz (engl. Flash) kurz und intensiv erhitzt wurde, ldsst sich aus dem
zeitlichen Verlauf der Temperatur auf der Probenriickseite die Tempera-
turleitfihigkeit ableiten. Der Lichtblitz wird entweder per Laser (Laser
Flash Analysis, LFA) oder per Xenon-Lampe (Xenon Flash Analysis,
XFA) erzeugt. Die Messung auf der Probenriickseite erfolgt berithrungslos
iuber die abgegebene Infrarotstrahlung. Die Probe weist eine konstante
Dicke D auf, um einen gleichméfligen Warmedurchgang zu gewahrleisten.
Die Auswertung der Infrarot-Strahlungsintensitét ldsst dann mit

D2
a =0,13879— (4.2)
1/2

den Riickschluss auf die Temperaturleitfihigkeit des Stoffes zu, indem das
Zeitintervall t1/o bis zum Erreichen der Hélfte der Maximaltemperatur
Ty eingesetzt wird. Der Vorfaktor ergibt sich aus der in Abbildung 4.2
dargestellten Reihe fiir die normierte Temperatur V = Tj ; /Ty, die von
[Par+61] aus analytischen Grundlagen der Warmeleitung in [C.J59] herge-
leitet wurde.
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Abbildung 4.2: Dimensionslose Darstellung des idealisierten Temperaturverlaufs
an der Probenriickseite bei der LFA, V ist die Normierung der gemessenen
Temperatur Ty ; auf die Maximaltemperatur Ty, nach [Par4-61]

Durch separate Messungen der spezifischen Wiarmekapazitit, siehe
Abschnitt 4.1.1, und der Dichte ergibt sich anschlieend definitionsgeméaf
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die Warmeleitfahigkeit mit
k(T) = a(T) cp(T) p(T). (4.3)

Da a und cp, sowie in geringem Mafle auch p temperaturabhéngig sind,
gilt dies ebenfalls fiir k.

In isotropen Werkstoffen sind Temperatur- und Warmeleitfahigkeiten
Skalare. In anisotropen Werkstoffen handelt es sich um Tensoren, deren
Elemente je nach materialabhéngiger Vereinfachung z. T. zu Null gesetzt
werden. Ein orthotroper Stoff zeigt nach [CJ59] ein Verhalten, dessen
Wairmeleitfahigkeitstensor Ko lediglich die Diagonalelemente enthélt:

kip 0O 0
0 0 ka3

UD-Schichten sind ndherungsweise transversal isotrop, d. h. ihre Eigen-
schaften sind symmetrisch zur Faserrichtung [Sch07]. In diesem Fall gilt
in (4.4) die Vereinfachung koo = kss.

Zur Verdeutlichung der Verhaltensweise der Warmeleitfiahigkeit von
CFK {iber der Temperatur sind in Abbildung 4.3 die Warmeleitfahigkeiten
der drei CFK-Werkstoffe dargestellt, fiir die in Abbildung 4.1 bereits der
Verlauf von ¢, gezeigt wurde. Im Gegensatz zum kontinuierlichen Verlauf
der DSC-Messung ist die LFA-Messung diskretisiert, da hier vor jeder
Messung erst eine konstante Temperatur im gesamten Volumen der Probe
erreicht werden muss.

Bei den in Abbildung 4.3 von [Jov+12] gemessenen Werten wird
zum einen deutlich, dass die Warmeleitfahigkeit sowohl parallel als auch
senkrecht zur Faserrichtung anndhernd linear mit der Temperatur an-
steigt. Zum anderen zeigen die beiden Diagramme den signifikanten
Unterschied zwischen den Warmeleitfdhigkeiten parallel und senkrecht
zur Faserrichtung, wobei k33 fiir die beiden Werkstoffe mit Atlas- bzw.
Leinwandbindung, 5320 8HS und 977-2 PW, die Warmeleitfadhigkeit in
Dickenrichtung der Probe, also senkrecht zur Bindungsebene, darstellt.
Im speziellen Fall von unidirektionalem CFK (hier 977-2 UD) ist durch
koo = k33 die Warmeleitfahigkeit senkrecht zur Faserrichtung in Lami-
natebene einerseits und die Warmeleitfahigkeit in Dickenrichtung der
Probe andererseits gleich hoch. Das Verhéltnis der Warmeleitfahigkeiten
parallel und senkrecht zur Faserrichtung, k11/kss liegt in diesem Beispiel
bei nahezu zehn.

Modellierung der Warmeleitfahigkeiten des Laminats

Aufgrund der hohen Unterschiede in den Warmeleitfdhigkeiten von Ma-
trix und Fasern verdndern sich die Warmeleitfahigkeiten parallel und
senkrecht zur Faserrichtung mit dem Faservolumenanteil deutlich. Fiir die
Modellierung der Warmeleitfahigkeit parallel zur Faserorientierung wird
iiblicherweise auf die Ahnlichkeit zur Parallelschaltung bei elektrischen
Widerstédnden zuriickgegriffen. Aus dieser Mischungsregel ergibt sich

ki1 ke Il

i +(1-¢1), (4.5)
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Abbildung 4.3: Per LFA gemessene Wirmeleitfihigkeiten iiber der Temperatur
fiir drei CFK-Werkstoffe parallel zur Faser (ki1) und senkrecht zur Faser- bzw.
Dickenrichtung (ksz) mit linearer Regression, Daten aus [Jov+12]

wie z. B. in [ST67; Sch07] beschrieben. Dementsprechend steigt die War-
meleitfahigkeit eines Laminats in Faserrichtung ki1 linear mit dem zu-
gehorigen Faservolumenanteil ¢ an, wenn die Wéarmeleitfahigkeit der
Fasern in Faserrichtung, k¢, grofler als die der Matrix, kp,, ist.

Analog wird modellhaft sehr vereinfachend fiir die Wéarmeleitfahig-
keit eines Laminats quer zur Faserrichtung eine Reihenschaltung von
Wirmewiderstinden angenommen. Daraus folgt dann laut [ST67]

ks ey (4.6)

km B Pt km + (1 - (Pf)ka_
mit der Warmeleitfahigkeit der Fasern quer zur Faserrichtung k¢, . Das
Modell in (4.6) wird auch in aktuellen Verdffentlichungen wie [SchO07;
Chul0; Kinl0] noch angegeben, da es keinerlei Aussage zur Anordnung

der Fasern bedarf.
Komplexere Modelle beriicksichtigen diese, so z. B. die Ausarbeitung

von Rayleigh in [Str92], das eine rechteckige Anordnung annimmt und
auf der Potentialtheorie basiert. Die Spezifizierung der Formulierung von
Rayleigh durch Rolfes und Hammerschmidt in [RH95] auf endlosfaserver-
starkte Laminate lautet

ks 4
— =1- 4.7
K v+ @f —3¢f S7/(v' mt) (4.7)
,  L+kei/km
_ 41,
1_ka_/km ( 7b)

S4 = 0,0323502

(4.7c)

FEin weiteres Modell, welches auf der Analogie von Reihen- und Paral-
lelschaltung von elektrischen Widerstédnden in Elementarzellen basiert,
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wurde von Springer und Tsai in [ST67] verdffentlicht und besagt

B2
4 LN

@:1_2 ﬁ+l M— ———— tan (4.8a)
k m B
m 1_(Pf_32 1_7’f_32
T T
km
B:Q(——l) (4.8b)
key

Die Modellierung durch Lewis und Nielsen in [LN70; Nie74] ermoglicht
die Berechnung der Wirmeleitfahigkeit von Materialien, die verschiedene
Arten von Fillstoffen wie Kugeln, Zylinder und Stdbe enthalten. Im
Fall von Fasern wird ebenfalls berticksichtigt, ob die Warme senkrecht
oder parallel zu den Fasern flie3t. Fiir die Modellierung von Fasern mit
Wirmefluss senkrecht zur Faserrichtung gilt

kss _ 1+ AN Bin ¢

= 4.9

kwm 1-BiN Y @ (4.92)
ka/km -1

Biyn=—""——— 4.9b

N s Jkm + ALN (4.9b)

1 - max

W L (4.9¢)

(Pf,max

Hierbei ist Ay = 0,5 ein Form- und Lagekoeffizient und ¢fmax = 0,82 der
maximale Faservolumenanteil bei zufilliger Packung der Fasern. Details
hierzu sind [Nie74] zu entnehmen.

Schliellich wird an dieser Stelle das sog. self-consistent model beschrie-
ben, das ebenfalls auf der Ausarbeitung von Rayleigh in [Str92] sowie
der darin enthaltenen Anwendung der Potentialtheorie basiert und unter
anderem durch Rolfes und Hammerschmidt in [RH95] dokumentiert ist:

@ _ ka_+km+(ka__km)(Pf (4'10)

krn ka_ + km - (ka_ - km) (2
Zum Vergleich sind die o. g. Modelle aus (4.6) bis (4.10) in Abbildung 4.4
gezeigt, es gelten die enthaltenen Werte fiir die Warmeleitfadhigkeiten
der Matrix ky, und der Fasern quer zur Faserrichtung kg, , welche jeweils
[RH95] entnommen sind. Es zeigt sich, dass die Analogie der Reihenschal-
tung deutlich von den anderen Theorien abweicht. Nach [ST67] stellt sie
eine untere Grenze der Warmeleitfahigkeit dar, was auch anschaulich Sinn
ergibt.

Gemeinsam haben alle Modelle, dass sie von der Bestimmung der
Warmeleitfahigkeit der Fasern quer zur Faserrichtung, k¢, , abhéngig sind.
Da allerdings laut [Bar+19] keine zuverlidssigen Methoden zur Messung
dieser Grofie an der einzelnen Faser existieren, kann kg, nur geschétzt
werden. Angaben zu k¢, wie in [Sch07] sind dementsprechend lediglich
aus einem der Modelle und experimentell ermittelten Werten fiir die
Wiérmeleitfihigkeit des ganzen Laminats quer zur Faserrichtung, kss,
zuriickgerechnet.

Aus dieser Riickrechnung ergibt sich flir die Wéarmeleitfahigkeiten der
Faser, dass k¢ um zwei GroBenordnungen héher sein kann, als k¢, , siehe
auch [RH95; Sch07].
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Abbildung 4.4: Verschiedene Modelle zur Berechnung der Wirmeleitfihig-
keit eines UD-Laminats senkrecht zur Faserrichtung kss3 unter Einbeziehung
der dargestellten Werte fiir die Matrix-Warmeleitfahigkeit k,, sowie die Faser-
Wairmeleitfahigkeit quer zur Faser kg,

4.1.3 Glastibergangs-, Schmelz- und Zersetzungstemperatur

Die moglichen Einsatzbereiche polymerer Werkstoffe, wie z. B. der Ma-
trixsysteme von FKV, werden durch ihre Glasiibergangs-, Schmelz- und
Zersetzungstemperaturen beeinflusst. Es folgt eine Erlduterung der Defi-
nition und der praktischen Bedeutung dieser Temperaturen.

Der Glastibergang stellt bei Erwdrmung eine plotzliche Erhéhung
der Beweglichkeit der Molekiile in amorphen Stoffarealen dar, was in
einer starken Reduktion der mechanischen Eigenschaften resultiert. Dieser
Ubergang findet sowohl bei Duromeren als auch in den amorphen Phasen
von Thermoplasten statt [DIN99b; ERT04]. Auf Molekiilebene erweichen
die physikalischen Bindungen, wiahrend die chemischen Bindungen intakt
bleiben - die Glasiibergangstemperatur T, trennt daher den energieelasti-
schen vom entropieelastischen Bereich. Der Temperaturbereich, in dem
diese Verdnderungen auftreten, ist zwischen 10 und 40 K breit. In diesem
Bereich dndert sich der E-Modul um den Faktor 10 bis 1000 [Ehr11].

Eine iibliche Methode zur Bestimmung der T, von FKV ist die Dyna-
misch Mechanische Analyse (DMA) [DIN16; Ehr06], bei der die mecha-
nischen Eigenschaften iiber den mechanischen Widerstand einer Probe
gegeniiber aufgebrachten sinusférmigen Biege- oder Torsionsschwingungen
bei unterschiedlichen Temperaturen gemessen werden, siche auch [ERT04]
fiir eine ausfiihrliche Beschreibung. Das exemplarische Ergebnis einer
DMA-Messung ist das in Abbildung 4.5 gezeigte Speichermodul iiber der
Temperatur. Das Speichermodul stellt hierbei den elastischen Teil des
komplexen Moduls dar und ist proportional zur reversibel gespeicherten
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Energie wihrend der Belastung [DIN19a]. Die Temperatur der groiten
Anderung des Speichermoduls wird hierbei iiblicherweise als Ty oder Ty
bezeichnet. Weiter existiert eine Definition fiir Tyo, die den Schnittpunkt
der Tangente bei T, und der Tangente des linearen Bereichs bei niedri-
gen Temperaturen darstellt (Tangentenmethode). Eine daraus abgeleitete
Temperatur Tyoy bildet den Schnittpunkt der eingezeichneten Paralle-
le (im Abstand von 2% unterhalb des linearen Bereichs bei niedrigen
Temperaturen) mit der Kurve des Speichermoduls [DIN99b].

T T T T T T T T

Speichermodul —>

°C

Abbildung 4.5: Schematische Darstellung einer DMA-Messung des Speicher-
moduls {iber der Temperatur mit verschiedenen Definitionen des Glasiibergangs
nach [DIN99b; ERTO04]

Die mechanischen Eigenschaften von FKV &dndern sich beim Glas-
iibergang der Matrix héufig drastisch. So ist eine deutliche Verringerung
des Schubmoduls sowie eine starke Reduktion der Druckfestigkeit zu
verzeichnen. Aufgrund der verminderten Steifigkeit der Matrix ist eine Un-
terstiitzung der Fasern nur noch bedingt gegeben, was bei Belastung auf
Langsdruck, Schub oder Biegung zu deren Ausknicken fithrt. Da Zugbe-
lastungen in Faserrichtung vorrangig die Fasern belasten, ist ein Laminat
auch oberhalb von T, auf Zug belastbar [Sch07]. Nach [FR03] liegt jedoch
fiir EP-Harze keine scharfe Verdnderung der mechanischen Eigenschaften
beim Erreichen von T, vor. Stattdessen weisen Druckfestigkeit, Querzug-
festigkeit und interlaminare Scherfestigkeit einen ab der Raumtemperatur
stetigen und nahezu linear abfallenden Verlauf bis {iber T, hinaus auf.
Die Druckfestigkeit im Werkstoftbeispiel von [FR03] liegt bereits kurz vor
Erreichen von T, bei etwa 50 %, die interlaminare Scherfestigkeit bei 60 %
und die Querzugfestigkeit bei 70 % des Raumtemperaturwerts. Weiterhin
senkt die Feuchtigkeitsaufnahme von Harzen signifikant die Hohe der
Glasiibergangstemperatur und damit die mechanischen Eigenschaften des
Laminats [FRO3]. Im gegebenen Beispiel von [FR03] fuhrt eine auf das
Laminat bezogene Feuchtigkeitsaufnahme von je 1% zu einer Absenkung
von Ty um je 60 K.

Thermoplaste weisen mit der Schmelztemperatur zusétzlich eine cha-
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rakteristische Temperatur oberhalb der Glasiibergangstemperatur auf,
ab der in der kristallinen Phase aufgrund der Auflésung der physika-
lischen Bindungen eine stark erhéhte Beweglichkeit der Molekiilketten
auftritt [Ehr11].

Oberhalb der Glasiibergangs- bzw. Schmelztemperatur liegt der Be-
reich, in dem die irreversible Auflésung der chemischen Bindungen beginnt.
Die Bestimmung der Zersetzungstemperatur, bei deren Erreichen ein fest-
gelegter Anteil des Materials verdampft bzw. oxidiert ist, erfolgt z. B. iiber
die Thermogravimetrische Analyse [ERT04].

4.1.4 Thermische Figenschaften typischer Matrizwerkstoffe

Das breite Angebot verschiedenster Matrix- und Fasertypen lésst eine Viel-
zahl von Kombinationsmoglichkeiten fiir Laminatwerkstoffe zu, die einen
Vergleich erheblich erschweren. Fiir die Beurteilung der Auswirkung er-
hohter Temperaturen bei der Zerspanung von CFK-Werkstoffen ist jedoch
die Matrix der dominierende Einflussfaktor, da deren Glasiibergangs- bzw.
Schmelztemperatur entscheidend ist. In Tabelle 4.1 sind daher zur Ein-
ordnung Werte der thermischen Eigenschaften typischer Matrixwerkstoffe
gesammelt. Die darin enthaltenen duromeren Werkstoffe sind Epoxid-
harze (EP), Phenolharze und Ungesittigte Polyesterharze (UP). Bei den
thermoplastischen Matrixsystemen handelt es sich um Polyamide (PA),
Polyetheretherketone (PEEK), Polypropylene (PP) sowie Polyphenylen-
sulfide (PPS).

Tabelle 4.1: Thermische Eigenschaften typischer Matrixwerkstoffe: Dichte p,
Warmeleitfihigkeit k, spez. Warmekapazitét c,, Glasiibergangstemperatur Ty,
Schmelztemperatur Tp,, Quellen sind neben [CM97; Ehr06; Ehrl1; FR03; Hin21;
Len-+15; OHO06; Sch07; She09] Datenblitter der Firmen Hexcel, Solvay, Teijin
und Toray

p k Cp Ty T
gcm™3 Wm 1K1 Jg 1K1 °C °C
Duromere
EP 1,10-1,31  0,17-0,27  1,05-1,20  65-300 -
Phenolharze  1,00-1,45  0,12-0,32  1,40-1,80  200-300 -
UPpP 1,10-1,23  0,17-0,22  1,20-2,30  70-150 -
Thermoplaste
PA 1,02-1,22  0,23-0,24 1,67 40-80 75-265
PEEK 1,26-1,32  0,24-0,92 1,34 138-145  148-345
PP 0,90-0,91 0,11-0,24  1,80-2,40 —27-10 160-176
PPS 1,35-1,36 0,29 1,09 85-90 85-290

33



GRUNDLAGEN

4.2 WARMEUBERTRAGUNG

Im Folgenden wird zunachst die Basis der Warmeleitung in isotropen
und orthotropen Werkstoffen gelegt, fiir welche die Warmeleitungsglei-
chung mit dem punktférmigen Warmeimpuls eine sog. Fundamentallésung
aufweist. Fiir isotrope Werkstoffe wird die Herleitung der bewegten strei-
fenférmigen Warmequelle aus der Fundamentallésung demonstriert. Der
Abschnitt schliefit mit einer kurzen Erlduterung der Warmestrahlung.

4.2.1  Wirmeleitung

Wirmeleitung ist die Ubertragung von Wirmeenergie in Festkérpern
aufgrund von Temperaturgradienten. Modelle der Wéarmeleitung finden
Anwendung auf ndherungsweise ein- und zwei- sowie dreidimensionale
Korper. Real existierende und modellierte Temperaturfelder beschreiben
allgemein die Temperaturdifferenz

9:=T-T, (4.11)

an jeder Koordinate der Korper als Skalar, wobei Ty eine frei wéhlba-
re Referenztemperatur wie z. B. die Raumtemperatur darstellt. Da 9
(abgesehen vom stationédren Zustand) auch von der Zeit abhéngt, gilt

8 = 8(F 1), (4.12)

wobei X die Ortskoordinate im Feld angibt. Die Gradienten innerhalb
dieser Temperaturfelder bestimmen die Wérmeleitung im Koérper iiber
das Fouriersche Gesetz

§=-kV9, (4.13)

welches urspriinglich von Fourier in [Fou22] hergeleitet wurde. Es be-
schreibt die Richtung der Warmestromdichte g als vektoriell der Richtung
des hochsten Temperaturgradienten an der jeweiligen Koordinate entge-
gengesetzt. Der Faktor k bezeichnet dabei die Warmeleitfihigkeit, die
bereits in Abschnitt 4.1.2 erldutert wurde. Der Nabla-Operator V liefert
in Kombination mit ¥ den Gradienten des Temperaturfelds - dieser ist fiir
kartesische Koordinaten mit den Einheitsvektoren ey, é,, €, definiert als

v, I3, IV,

Die Warmeleitungsgleichung, welche die zeitliche Verdnderung von Tem-
peraturfeldern bestimmt, wird aus einer Leistungsbilanz hergeleitet, siehe
z. B. [Cang4], [Col+10], [HO12] oder [BS16]. Die Bilanz, welche aus dem
1. Hauptsatz der Thermodynamik folgt, betrachtet die zeitliche Verénde-

rung der Wérmeenergie eines Volumenelements als Summe der von auflen
und innen wirkenden Warmestrome

Speicherrate der Netto-Warmestrom Warmestrom innerer
i ler _ \ X (4.15)
‘Waéarmeenergie an Systemgrenze Warmequellen
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4.2 WARMEUBERTRAGUNG

Aus der Reduktion auf das infinitesimal kleine Volumenelement ergibt
sich zunéchst

d a4 g 29 5

pc(S)a—f - ‘% - 8Lyy - % AN (4.16)
mit der als konstant angenommenen Dichte, der in Abschnitt 4.1.1 vor-
gestellten temperaturabhingigen spezifischen Warmekapazitét, den rich-
tungsabhéngigen Wéarmestromdichten gy, 4, und 4, sowie dem volumen-
bezogenen Wirmestrom innerer Wirmequellen ¢(X, ) = ¢ mit der Einheit
W/m? (im dreidimensionalen Fall). Nihere Erliuterungen liefern die ge-
nannten Quellen. Aus dem Fourierschen Gesetz folgt fiir die Terme der

Wiarmestromdichten am Beispiel der Koordinatenrichtung x

T
und damit eingesetzt in (4.16)
29 Jd [,09 o [, 099 o ([, 09

Fiir den Fall einer ortsunabhéngigen Warmeleitfdhigkeit sowie einer tem-
peraturunabhéngigen spezifischen Warmekapazitat folgt daraus
199 929 9?9 9%
—— = + + + & (4.19)
adt  Ix%z Jdy? 9z k
mit der in Abschnitt 4.1.2 eingefiihrten Temperaturleitfahigkeit a. Die
Einfiihrung der Divergenz des Temperaturgradienten

2?9 N 2?9 N 29
ox?  Jdy?  9z?
ermoglicht die Vereinfachung von (4.19) zur tiblichen Form der inhomoge-
nen Warmeleitungsgleichung von isotropen Korpern

199 29
S 2948 o D avie s £ (4.21)
a dt k ot pc
Der Laplace-Operator A ist dabei dquivalent zu V2. Sind keine inneren
Wiérmequellen vorhanden, reduziert sich dies zur homogenen Form der

Wiérmeleitungsgleichung

g—‘? = aV?9, (4.22)

welche wie die inhomogene Version eine partielle Differentialgleichung
(PDG) zweiter Ordnung darstellt. Anschaulich steigt in dieser Gleichung
die Temperatur iiber der Zeit (linke Seite) an einem Punkt des Tem-
peraturfelds, wenn die Krimmung des Temperaturfeldes im Raum um
diesen Punkt positiv ist (rechte Seite), d. h. die Umgebung des Punktes im
Durchschnitt eine héhere Temperatur aufweist, als er selbst. Die Wérme-
leitungsgleichung hat daher eine glattende Wirkung. Ist keine Kriimmung
vorhanden, verédndert sich die Temperatur nicht iiber der Zeit. Dies tritt
einerseits ein, wenn ein Korper eine durchgéingig konstante Temperatur
aufweist, andererseits wenn ein linearer Verlauf der Temperatur z. B. zwi-
schen zwei parallelen Wanden mit je konstanter aber unterschiedlicher
Temperatur vorliegt, also der Temperaturgradient konstant ist.

V-(V9) =V29=A9 = (4.20)
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Anfangs- und Randbedingungen

Die PDG der Warmeleitung fiir isotrope Feststoffe in (4.22) beschreibt
zunéchst nur, wie zeitliche und rdumliche Verdnderungen von Tempera-
turfeldern zusammenhéngen. Eine Losung dieser PDG im Sinne einer
Funktion, welche das jeweils vorliegende Temperaturfeld in zeitlichen
und rdumlichen Koordinaten beschreibt, erfordert daher noch weitere
Informationen. Dies sind zum einen Informationen zur Anfangs- bzw.
Startbedingung, zum anderen die Randbedingungen, welche an der Gren-
ze des betrachteten Volumens vorliegen.

Die Anfangsbedingung gibt eine Temperatur fiir t = 0 vor, so dass
9(X,0) = F(X). Damit gilt fiir die Funktion des Temperaturfelds 9

lim S(%,) = F(®) (4.23)

an allen Punkten des Korpers [CJ59].

Die Randbedingungen, von denen nur die beiden in dieser Arbeit
naher genutzten erlautert werden sollen, gelten jeweils fiir die Oberflichen
der Korper - die Randbedingung 1. Art beschreibt eine vorgegebene
Temperatur als Funktion von Ort und Zeit, die Randbedingung 2. Art eine
vorgegebene Warmestromdichte, die Randbedingungen 3. Art den Kontakt
mit umgebenden Medien wie beispielsweise im Falle von Konvektion und
die Randbedingung 4. Art den nichtlinearen Warmetibergang, wie er z. B.
bei Wirmestrahlung auftritt [CJ59; HO12; BS16].

Fiir die Randbedingung 1. Art ergibt sich demnach

Sloverfiiche = S (% 1)- (4.24)

Diese Art von Randbedingung, bei der Werte der Funktion selbst am
Rand des Definitionsbereichs vorgegeben werden, wird auch Dirichlet-
Randbedingung genannt. Im einfachsten Fall ist die vorgegebene Tempe-
ratur konstant, also f(X,t) = const.

Fir Randbedingungen 2. Art gilt die Bedingung

k22 =40, (4.25)

an Oberflache
welche eine sog. Neumann-Randbedingung darstellt. Die partielle Ablei-
tung erfolgt tiber den auswérts gerichteten normierten Normalenvektor der
Oberfldche, siehe auch [Col+10]. Spezialfille liegen vor, wenn g = const.
oder, im homogenen Fall, 4 = 0.

Die Randbedingungen 3. und 4. Art werden hier nicht ndher betrachtet,
da sie in dieser Arbeit keine Verwendung fanden.

Fiir den Fall eines Kérpers mit endlichem Volumen lassen sich Anfangs-
und Randbedingungen vollstdndig angeben. Bei (teilweise) unendlich
ausgedehnten Korpern existiert in den nicht begrenzten Dimensionen
kein Rand, fiir den eine Randbedingung vorgegeben sein koénnte. Fiir
diese Situation beschreibt man die Temperaturfelder iiblicherweise als
mathematisch beschrankt.
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4.2 WARMEUBERTRAGUNG

Als Beispiel kann der unendlich grofie eindimensionale Stab herange-
zogen werden. Fiir diesen gilt neben der PDG und der Anfangsbedingung,
dass |9(x,t)| beschrinkt bleibt, wenn |x| — oo, siehe [Col+10]. Insgesamt
gilt also:

139 2?9 1
aor " ax = k8 (4.262)
8(x,0) = F(x) (4.26b)
9(x — *oo,t) ist beschrankt (4.26¢)

Greensche Funktionen

Wenn Problemstellungen mit endlichem Volumen sowie vollstandiger
Kenntnis von Anfangs- und Randbedingungen vorliegen, kann die ma-
thematische Beschreibung des sich entfaltenden Temperaturfelds unter
Nutzung von Fourierreihen erfolgen. Liegen jedoch unendlich ausgedehnte
Korper vor, eignet sich diese Beschreibung nicht.

Stattdessen werden héufig sogenannte Greensche Funktionen verwen-
det, welche nach [Zeil3] physikalische Effekte beschreiben, die durch
scharf konzentrierte duflere Einfliisse erzeugt werden. Allgemeine duflere
Einfliisse ergeben sich durch die Superposition dieser scharf konzentrierten
Félle. Laut [Col+10] ist eine Greensche Funktion eine Basislosung einer
spezifischen Differentialgleichung mit homogenen Randbedingungen. Sie
ist ein Baustein, aus dem viele niitzliche Losungen konstruiert werden
konnen. Greensche Funktionen eignen sich auch zur Beschreibung der
Effekte in Kérpern mit endlich groflem Volumen, es muss allerdings fir
jede Situation eine neue Greensche Funktion aufgestellt werden, was
aufwindig sein kann.

Um den Prozess fiir den Anwender zu vereinfachen, existieren Ta-
bellenwerke wie in [Col+10]. Hier werden ebenfalls diverse Vorteile von
Greenschen Funktionen aufgelistet, darunter ihre Flexibilitat, der mit
ihnen verbundene systematische Losungsprozess und die Moglichkeit, ho-
herdimensionale Losungen durch die Multiplikation von eindimensionalen
Losungen zu erzeugen. Weitere Eigenschaften von Greenschen Funktionen
sind beschrieben in [MD07; HO12].

Fundamentall6sung der isotropen Wiarmeleitungsgleichung

Die transiente Greensche Funktion G, welche das Temperaturfeld im
eindimensionalen unendlich ausgedehnten Korper beschreibt, wird auch als
Fundamentallésung der Warmeleitungsgleichung bezeichnet. Sie folgt laut
[Col+10] aus einem Hilfsproblem fiir einen Warmeimpuls infinitesimaler
Ausdehnung mit der Formulierung

10G 9°G 1

— T o (- S(t - 4.2

TR R O(x —x")o(t —1) (4.27a)

G(x,t|x',1)=0 firt—1t<0 (4.27b)
G(x — oot | x",7) ist beschrankt (4.27¢)

Dabei bezeichnet x’ den Punkt, an welchem der Warmeimpuls wirkt,
T den Zeitpunkt. Der Ausdruck O(...) stellt den Dirac-Impuls bzw. die
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GRUNDLAGEN

Delta-Funktion dar. Diese Funktion hat spezielle Eigenschaften, welche
sie in diesem Kontext niitzlich machen, vergleiche z. B. [Col+10]. Die sich
daraus ergebende Fundamentallosung ist dann laut [Col+10; MDO07]

- _(x_x/)2) firt—1 >
Gxoo(x — x't— T) = QW exp ( da(t-7) | ur >0

0, firt—-7<0

(4.28)

mit der Einheit m™' und der Namenskonvention Gxgo aus [Col+10]. Die
Fundamentallsung ist mathematisch eng verwandt mit der Dichtefunktion
der Normalverteilung, wenn o = 62/(2t). Wie oben erwihnt ist es méglich,
aus der eindimensionalen Fundamentallésung in (4.28) iiber Multiplikation
mit den Losungen der anderen Raumrichtungen die hoherdimensionalen
Losungen zu erhalten. Die n-dimensionale Losung des Warmeimpulses ist
dann mit der 2-Norm des eingehenden Vektors

. ., 1 1% - 2113
Gn(x_x,t—T): nexp(—T_; R
(2 na(t—T)) @ T

(4.29)
fir ¥ € R",n € {1,2,3},

siehe z. B. [Bro+15].
Generell ldsst sich mit der passenden Greenschen Funktion das Tem-
peraturfeld des jeweiligen Falls iiber

A(x,t) = G(x,t|x",0)F(x")dx’
¥i=me (4.30)

t 0
+ 4 / / G(x,t|x",0)g(x’',t)dx"dt
k 7=0 J x'=-00

bestimmen, sieche [Col+10]. Gleichung (4.30) gilt zunéchst fiir den ein-
dimensionalen Fall und erfiillt die Bedingungen aus (4.26). Fiir hoher-
dimensionale Félle ist analog auch in den tbrigen Raumrichtungen zu
integrieren, siche [Bro+15]. Weiterhin berticksichtigt (4.30) in dieser Form
lediglich Anfangsbedingungen und Wéarmequellen, kann jedoch fiir die
Einbindung von Randbedingungen bei endlichen Kérpern, wie in [Col+10]
beschrieben, erweitert werden.

Punktformiger Warmeimpuls im isotropen Koérper

Unter Nutzung der n-dimensionalen Version der Integration in (4.30) lésst
sich mit der Greenschen Funktion aus (4.29) das durch einen punktfor-
migen Warmeimpuls der Stirke Qg in Joule im n-dimensionalen Koérper
ausgeloste Temperaturfeld berechnen. Als Wéarmequelle wird dazu

(¥, %0,7) = Qod(r—10) [ |8 (i) - o)) (4.31)
i=1

eingesetzt. Die Einheit von 5(x) ist m™!, die von 6(7) ist s7'. Im dreidi-
mensionalen Fall ist dann die Einheit von g(X’,7) die volumenbezogene
Leistung W/m?3. Zusammen mit dem Vorfaktor a/k = (pc)™! in (4.30)
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4.2 WARMEUBERTRAGUNG

ergibt sich das n-dimensionale Temperaturfeld des punktformigen Wér-
meimpulses zu

9n(F, Fou t,70) = %Gn@—zo,t—m). (4.32)

Aufgrund der Faltungseigenschaft der Delta-Funktion sind hier die beiden
Eingangsvariablen von G, nicht mehr um ¥’ und 7 verschoben, sondern
um Xy und 79. Hiufig wird angenommen, dass der Wirmeimpuls am
Ursprung ¥o = 0 und/oder zum Zeitpunkt 79 = 0 stattfindet.

Fiir den Fall des punktférmigen Warmeimpulses im unendlich ausge-
dehnten isotropen Volumen (n = 3), welcher zur Zeit 79 = 0 wirkt, folgt
fur das daraus resultierende Temperaturfeld

Qo2 [ IF-FI2
8(rtkt)3/2 P 4at '

Sipg (X, X', t) = (4.33)
Der Index IPS steht fir Instantaneous Point Source (engl. fir punktfor-
miger Warmeimpuls), das I fiir isotrop. Aus Konventionsgriinden wurde
hier statt Xo wieder X’ eingesetzt.

Gleichung (4.33) wurde von Carslaw hergeleitet und findet sich u. a.
in [CJ59]. Zu beachten ist, dass dort die Stdrke der Warmequelle um den
Faktor pc skaliert ist.

Eine anschauliche Herleitung von (4.33), ausgehend von einer kugel-
formigen Warmequelle in Kugelkoordinaten, deren Radius gegen Null
strebt, wurde von Baehr und Stephan angegeben [BS16].

4.2.2  Wirmeleitung in orthotropen Korpern

Analog zu (4.18) gilt fiir den orthotropen Fall der Wéarmeleitungsgleichung
add d 29 1% a9 d a9

bzw. mit der Vereinfachung einer konstanten spezifischen Warmekapazitat
und konstanten Wéarmeleitfahigkeiten analog zu (4.19)

a9 %9 %9 %9
pcgzkxax2+k +k

Yoy? 7 9z2 &
wie z. B. in [CJ59], [Col+10], [HO12] beschrieben.

(4.35)

Punktformiger Warmeimpuls im orthotropen Koérper

Die Herleitung des punktférmigen Warmeimpulses im orthotropen Kor-
per wird hier nicht weiter ausgefiihrt, da sie wie im vorigen Abschnitt
beschrieben ablduft. Es ergibt sich in Erfiilllung von (4.35) mit

_ Qo(pc)t/?
O T (ke ky ko) 2

pe [(x=x)? (y—-y)?  (z—-2')?
B e |

d1ps

(4.36)
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eine sehr ahnliche Formulierung wie in (4.33). Zuerst vorgestellt wurde
Gleichung (4.36) von Carslaw und Jaeger in [CJ59].

Die hier vorgestellten Formeln fiir die Temperaturfelder des punktfor-
migen Warmeimpulses dienen spéter als Basis zur Herleitung von linien-
und streifenférmigen Warmequellen.

4.2.3  Wirmestrahlung

Warmestrahlung stellt eine Form der Warmeiibertragung dar, welche
lediglich auf der Emission, Absorption oder Transmission von elektroma-
gnetischen Wellen basiert. Sie ist unabhéngig von einem Medium und
unterscheidet sich damit von der Wérmeleitung sowie der Warmeiibertra-
gung durch Konvektion. Verschiedene Materialien und Oberflachenstruk-
turen unterscheiden sich in ihrer Fahigkeit, Warmestrahlung abzugeben
und zu absorbieren. Ein idealisierter Kérper mit vollstdndiger Absorption
auftreffender Strahlung sowie thermodynamisch maximaler Emission von
Strahlung wird schwarzer Strahler genannt [BS16].

Die von Planck hergeleitete spektrale spezifische Ausstrahlung M)
gibt an, welche Warmestromdichte von der Oberfliche eines schwarzen
Strahlers pro Wellenlénge A abhéngig von seiner absoluten Temperatur T
in den Halbraum emittiert wird [Pla01]:

2 -1
M;s(A,T) = 2mh G : [exp( heo ) - 1] (4.37)

A5 AkpT

Die Werte der in (4.37) enthaltenen Naturkonstanten sind aufgrund ihrer
jeweiligen Definitionen mittlerweile exakt bekannt:

o Plancksches Wirkungsquantum h = 6,62607015- 10734 J s
o Lichtgeschwindigkeit im Vakuum cq = 2,99792458 - 103 ms~!
e Boltzmann-Konstante kg = 1,380649 - 10723 J K1

Zur Veranschaulichung von (4.37) sind in Abbildung 4.6 fir ver-
schiedene Temperaturen beispielhafte Kurven der spektralen spezifischen
Ausstrahlung aufgetragen. Eingezeichnet ist ebenfalls die Wiensche Ver-
schiebung des Strahlungsmaximums, welche verdeutlicht, dass Korper
bei hoherer Temperatur im Mittel kiirzere Wellenléngen abgeben. Das
Strahlungsmaximum verschiebt sich umgekehrt proportional mit der Wel-
lenldnge. Aus der Integration von (4.37) tiber alle Wellenldngen folgt die
insgesamt vom schwarzen Strahler in den Halbraum abgegebene Wiér-
mestromdichte in Abhéngigkeit seiner Temperatur. Es zeigt sich, dass
diese Wéarmestromdichte mit der vierten Potenz der Temperatur steigt.
Das nach seinen Entdeckern benannte Stefan-Boltzmann-Gesetz lautet
danach:

Ms(T) = T* (4.38)
Die darin enthaltene Stefan-Boltzmann-Konstante ¢ ist iiber die bereits
genannten Naturkonstanten ebenfalls bekannt als

_ 27‘(5 kB4

o= ~5,67-10Wm2K™. (4.39)
15 ¢3 h?
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Abbildung 4.6: Spektrale spezifische Ausstrahlung eines schwarzen Strahlers
nach Planckschem Strahlungsgesetz in doppelt logarithmischer Darstellung

Quantifiziert wird die Fahigkeit einer Oberfliche zur Abstrahlung
von Wirme iiber den sog. Emissionsgrad e. Fiir den schwarzen Strah-
ler gilt es = 1, fur alle realen Oberflichen €(A,T) < 1, wobei zusétz-
lich die Abstrahlrichtung zu beriicksichtigen ist. Der idealisierte graue
Lambert-Strahler hat zur Vereinfachung einen von Wellenldnge und Ab-
strahlrichtung unabhéingigen Emissionsgrad mit &(T) < 1, welcher iiber
das Verhéltnis von spezifischer Ausstrahlung des Lambert-Strahlers ggii.
dem schwarzen Strahler definiert ist [BS16]. Umgekehrt gilt dann bei
bekanntem Emissionsgrad fiir die spektrale spezifische Ausstrahlung des
grauen Lambert-Strahlers

Ma(A,T) = e(T)Mps(A, T). (4.40)

Da dies (4.37) lediglich skaliert, gilt dementsprechend fiir die insgesamt
abgegebene Warmestromdichte

M(T) = e(T)o T*. (4.41)

Die Vereinfachungen des Lambert-Strahlers stellen oft eine ausreichend
gute Anndherung an reale Korper dar [BS16].

In Abbildung 4.6 sind beispielhafte Werte fir die insgesamt iiber alle
Wellenlédngen auftretende Warmestromdichte eines schwarzen Strahlers
fir drei Temperaturniveaus gegeben. Das hochste Temperaturniveau
entspricht einer Temperatur von etwa 730 °C auf der Celsius-Skala, die
Wairmestromdichte betrigt Mg ~ 56,7kW/m?. Wird ein so erwirmter
schwarzer Strahler in die N&he eines anderen Korpers gebracht, ist die
Waérmetbertragung mit dieser Warmestromdichte eine obere Grenze,
da der andere Korper wegen seiner Temperatur > 0K selbst ebenfalls
Wiérmestrahlung abgibt.
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4.3 STREIFENFORMIGE WARMEQUELLE IM ISOTROPEN FALL

Die analytische Beschreibung von bewegten streifenférmigen Warmequel-
len wird neben der Zerspanung (vgl. Kapitel 2) allgemein genutzt, um
die Warmeausbreitung von Reibungs- und Heizprozessen zu beschreiben.

Nach der Beschreibung des Modells von Jaeger fiir den isotropen Fall in
[Jae42], der zugehorigen mathematischen Herleitung und der Begriindung
ihrer Zulassigkeit werden beispielhaft Temperaturfelder gezeigt, die sich
aus dem Modell ergeben.

4.3.1 Herleitung des Temperaturfelds

Das Modell zum Temperaturfeld einer bewegten streifenformigen Warme-
quelle am isotropen Korper aus [Jae42] impliziert mehrere Randbedingun-
gen und Vereinfachungen. So wurde festgelegt, dass die streifenférmige
Warmequelle mit konstanter Warmestromdichte gus in Form eines un-
endlich langen Streifens der Breite syg entlang einer halbunendlichen
und sonst adiabaten Wand mit der Geschwindigkeit V bewegt wird und
diese aufheizt. Da in jeder Ebene parallel zur xz-Ebene der gleiche Zu-
stand vorherrscht, fithren die Vereinfachungen des Modells zu einem
zweidimensionalen Zustand, welcher unabhéngig von der y-Koordinate ist.
Zudem hat die gesamte halbunendliche Wand zu Beginn eine konstante
Temperatur.

Daraus folgt in mathematischer Beschreibung fiir das Gebiet (3 der
halbunendlichen Wand mit den Grenzen der adiabaten und beheizten
Flache, I'; und I'; sowie dem Normalenvektor der Wand n:

99 99
Q. t = =T k—| = -4 k—| = 4.42
3(Q,t =0) =Ty, oy, frss k= N 0 (4.42)

Der erste Teil stellt hierbei die Anfangsbedingung dar, die beiden ande-
ren Teile die Randbedingungen, siehe 4.23 und 4.25. Eine anschauliche
Darstellung der Anfangs- und Randbedingungen zeigt Abbildung 4.7.

Ausgehend von der Formulierung fiir den punktférmigen Wéarmeimpuls
in (4.33) erfolgt die Herleitung der bewegten streifenférmigen Warme-
quelle. Eine Beschreibung der Herleitung ist in [Jaec42] enthalten, eine
umfassende Beschreibung von bewegten Warmequellen liefern Carslaw
und Jaeger in [CJ59)].

Der erste Schritt der Herleitung ist, die nicht bewegte linienférmige
Wirmequelle zu beschreiben. Hierzu wird die punktférmige Warmequelle
aus (4.33) entlang der Koordinate der Warmequelle y” integriert. Daher
wechselt die Definition der Warmequelle von einer an einem Punkt frei-
gesetzten Wérmemenge Qo zu einer linienbezogenen Warmemenge Qy.
Weiterhin wird per Definition die Warme ausschliefilich in der halbunend-
lichen Wand mit z > 0 freigesetzt, was ausgehend von der Symmetrie des
Gebiets eine Verdoppelung der freizusetzenden Wéarme zur Folge hat.
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I, adiabat

k22 =0

zi_,x
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Abbildung 4.7: Modellierung der streifenférmigen bewegten Warmequelle an
der halbunendlichen Wand nach [Meh+19]

Insgesamt folgt daraus fiir den linienférmigen Warmeimpuls an der halb-
unendlichen Wand

[oe] 2 ’
ds1 = / Q—OOSIPS,I dy’
Qb

(x —x') +(z-2')?
(_ dat

(4.43)

- 27kt x

Der Index ILS steht fiir Instantaneous Line Source, das I wie bereits in
(4.33) fiir isotrop.

Wie in [Jaed2] beschrieben, ldsst sich an der Position der Warmequel-
lenkoordinate x” ein zeitabhéngiger Term zur Bewegung der Warmequelle
mit der Geschwindigkeit V einfiigen, der Term z’ ist durch die Platzie-
rung der Wérmequelle an der Wand gleich Null und verschwindet daher.
Weiterhin wird an dieser Stelle die impulsférmig auf der Linie freigesetzte
Wirmemenge Q) durch einen linienbezogenen Wirmestrom wirkend tiber
einen infinitesimalem Zeitraum Qj/‘iS dt ersetzt. Hieraus folgt die bewegte
linienformige Warmequelle (Moving Line Source, MLS) mit

(4.44)

tQpygdt ( (x—x’+Vt)2+22)
IMLS,I = - - .

e
o 2mkt P 4ot
Nimmt man an, dass die Warmequelle sich bereits unendlich lange be-

wegt hat, liegt das Temperaturfeld unveriandert und damit im stationéren
Zustand (Steady State, SS) vor:

S © Qs (x =x" + V)2 + 22 "
= exp | —
MLS,I,SS . okt p dat

(4.45)
VAl(x —x)2 + z2
T

B Vix—x)

Y
_ ks
2a

Tk
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Hierbei bezeichnet Ko{} die modifizierte Bessel-Funktion zweiter Gattung
der Ordnung Null, siehe [AS72; Bro-+15].

Der Ersatz des linienbezogenen Wérmestroms Q’HS durch eine flichen-
bezogene Wirmestromdichte gus und die Integration tiber die Breite der
Wirmequelle spg = 2L fithrt zur bewegten streifenférmigen Warmequelle
(Movwing Strip Source, MSS). Zur besseren Lesbarkeit erfolgt eine Ande-
rung der Integrationsvariablen geméafl S := x — x’. In Kombination mit
dem Tausch der Integrationsgrenzen fiihrt dies zu:

L q'HS x+L ‘7HS
OMss 188 = / ——dmLs,1,8s dx’ = / ———dmwLs 1,85 dS
-L Qs x-L Xpgs (4.46)
gus [**E VS VVS2 + 22 '
_us _ 2kl T2 L g
ik J._1 2a 2a

In [Jae42] wird (4.46) noch weiter modifiziert, sodass im Integral aus-
schliefllich dimensionslose Gréfien enthalten sind. Diese Darstellung befin-
det sich in Abschnitt 4.3.3.

Eine vereinfachte Berechnung fiir die Temperaturerh6hungen an der
Oberfldche zeigen Bejan und Kraus in [BK03]. Diese stellt eine Annéherung
an (4.46) dar und eignet sich vorrangig bei hohen Péclet-Zahlen Pey =
VL/2a > 10. Die Péclet-Zahl stellt dabei ein dimensionsloses Maf fir die
Geschwindigkeit der Warmequellenbewegung gegeniiber der Wérmeleitung
dar. Da in der vorliegenden Betrachtung die Temperaturen im Werkstiick
ebenfalls eine Rolle spielen, findet diese vereinfachte Berechnung keine
Anwendung.

4.3.2  Zuldssigkeit der Herleitung und weitere Adaptionen

Nach Cannon ergeben sich aus der Linearitdt und Homogenitét beste-
hender Losungen fir die Warmeleitungsgleichung mehrere Moglichkeiten,
aus diesen weitere Losungen zu generieren [Can84]. Das vorliegende Bei-
spiel ist die Herleitung der Formulierung fiir die bewegte streifenférmige
Wérmequelle an der halbunendlichen Wand in (4.46) aus der Funda-
mentallosung des punktformigen Wérmeimpulses in (4.33). Zu den von
Cannon genannten Moglichkeiten fiir bestehende Losungen gehoren deren
Linearkombination, Translation, Ableitung nach einem Parameter sowie
nach einer Koordinate oder der Zeit, Integration nach einem Parameter
sowie nach einer Koordinate oder der Zeit, sowie affine Abbildung und
Faltung.

Insgesamt wird bei der vorliegenden Herleitung lediglich auf die Trans-
lation (bei der Einfithrung der Bewegung), sowie auf Integrationen in
Koordinaten sowie der Zeit (beim Ubergang auf den linienférmigen Wiir-
meimpuls, das Erreichen des stationéren Zustands sowie bei der Streckung
auf eine streifenformige Wéarmequelle) zuriickgegriffen. Damit ist diese
Herleitung, die bereits in [Jac42] gezeigt wurde, zuléssig. Die einzig grund-
legende Verdnderung beim orthotropen Fall, dessen Formulierung in dieser
Arbeit hergeleitet wird, ist die Transformation der Ortskoordinaten mit-
tels Faserorientierungswinkel, siche Kapitel 6. Diese Transformation stellt
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eine Linearkombination der Koordinaten dar und fallt damit ebenfalls in
den Bereich der zuléssigen Moglichkeiten zur Generation neuer Losungen.

Es existieren zahlreiche weitere Moglichkeiten zur Adaption der vorlie-
genden Herleitung zur Beriicksichtigung von Effekten, die bei der Zerspa-
nung auftreten. So wurde von DesRuisseaux und Zerkle eine Formulierung
fir die bewegte streifenformige Warmequelle vorgestellt, welche die Kon-
vektion an der Stirnseite eines Werkstiicks beriicksichtigt, also an der in
Abbildung 4.7 eingezeichneten adiabaten Fléche [DZ70]. Dies ist sinnvoll,
wenn die Dicke des Werkstiicks so hoch ist, dass Konvektion iiber die
Stirnseite einen dominierenden Einfluss gegeniiber der Konvektion an
Ober- oder Unterseite des Werkstiicks hat.

4.3.3 Temperaturfelder in isotropen Medien

Nach leichter Umrechnung von (4.46) folgt mit

L (4.47)

"Toa “T 2a

die vereinfachte Version, welche in dhnlicher Form auch in [Jae42] und
[BKO03] gegeben ist:

Y, T Per(x/L+1)
Onmss 188 = ql;‘s/ / e "Ko{Vu?+ 22} du (4.48)
T Pey(x/L-1)

Diese Formulierung ermdéglicht die dimensionslose Betrachtung. Der Ein-

satz von

nkV
2qusa

9" = Smss 1,88 (4.49)

fihrt zu Abbildung 4.8.

Hohe Péclet-Zahlen kommen zustande durch hohe Geschwindigkeiten,
breite Warmequellen oder niedrige Temperaturleitfahigkeiten. Bei einer
Verdoppelung der Geschwindigkeit wire daher beispielsweise ein Ubergang
im Diagramm von Per = 5 zu Per = 10 die Folge. Dies hat jedoch keine
Erhohung der Temperatur zur Folge, da bei der Riickrechnung von (4.49)
durch die Temperatur geteilt wird. Das halbierte Maximum von Per = 10
liegt dann unter dem Maximum von Per = 5. Eine Erhéhung der Ge-
schwindigkeit der Wéarmequelle hat also bei sonst konstanten Parametern
eine Verringerung der Temperaturen zur Folge.

4.3.4 Inverse Bestimmung der Wéirmequelleneigenschaften

Aus bekannten Temperaturen bzw. Temperaturerhohungen, welche sich
aus der Wirkung der bewegten streifenférmigen Wérmequelle in der er-
wéirmten halbunendlichen Wand bilden, lassen sich unter bestimmten
Umstédnden die Eigenschaften der Warmequelle berechnen. Bei diesem
inversen Wérmeleitungsproblem wird also die Wirkung untersucht, um
auf die (idealisierte) Ursache zu schliefen. In Abbildung 4.7 sind die
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Abbildung 4.8: Oberflichentemperaturprofile der bewegten streifenférmigen
Waérmequelle im isotropen Fall fir verschiedene Péclet-Zahlen mit der ent-
dimensionierten Temperatur 9* iiber der entdimensionierten Koordinate der
Bewegungsrichtung, nach [Jae42]

Figenschaften der Wérmequelle mit der Wérmequellenbreite syg, der
Wiérmestromdichte gus und der Geschwindigkeit V' eingezeichnet. Wenn
im vorliegenden Fall der Friasbearbeitung von CFK die Werkstoffeigen-
schaften sowie die Geschwindigkeit der Warmequelle iiber die Vorschub-
geschwindigkeit bekannt sind, lasst sich also mittels geschickter Tempera-
turmessungen im Werkstoff auf sys und gug schlieBen. Zusammen mit
der tatsichlich endlichen Materialstarke des Bauteils fy lasst sich damit
auch der Warmestrom ins Bauteil

Pus = qus - sus - tm (4.50)

unter Beriicksichtigung der sonstigen Vereinfachungen berechnen, verglei-
che Abbildung 2.6. Diese Formel wird in den folgenden Kapiteln stets
angewandt, wenn Warmestrome in das Bauteil behandelt werden.
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Neben den verwendeten Versuchswerkstoffen und deren thermischen Ei-
genschaften sowie den in den Versuchen genutzten Werkzeugen ist in
diesem Kapitel die Sensorik zur Aufzeichnung von Temperaturen und
Kréften wahrend der Versuche dokumentiert. Fiir die Vermessung der
thermischen Eigenschaften sind Messgenauigkeiten angegeben. Weiterhin
wird fiir die Sensoren der zu erwartende Messfehler angegeben.

5.1 VERSUCHSWERKSTOFFE

Plattenféormige UD-CFK Probebauteile mit den Maflen 300x300x4 mm
wurden wiahrend der Versuche spanend bearbeitet. Hierbei kamen zwei
verschiedene Werkstoffe mit den Bezeichnungen CFK 9837 und CFK 9857
zum Einsatz, welche aus Prepregs mit dem jeweils gleichen Matrixsystem
(Cycom 977-2 von Solvay S.A.) hergestellt wurden. Die Eigenschaften
von CFK 9837 und 9857 sind in Tabelle 5.1 aufgefiihrt. Der Aushérte-
prozess wurde vom Produzenten geméfl Datenblatt der Matrix in [Sol22]
durchgefiihrt.

Fir die Bestimmung der in dieser Arbeit relevanten thermischen Stoffei-
genschaften, der spezifischen Warmekapazitat und der Warmeleitfahigkeit,
wurden die Methoden DSC und LFA eingesetzt, deren Funktionsweisen in
Abschnitt 4.1 beschrieben sind. In diesem Abschnitt sind die Ergebnisse
dieser Messungen dargestellt und werden beziiglich ihrer Genauigkeit
betrachtet.

5.1.1 Spezifische Warmekapazitit

Fiir die DSC-Messung der spezifischen Warmekapazitat kam hierbei ein
Kalorimeter vom Typ DSC 204 F1 Phoenix der Firma Erich NETZSCH
GmbH & Co. Holding KG zum Einsatz, dessen Messunsicherheit im
Datenblatt in [NET22a] fir den Kunststoff Polystyrol mit < 2 % angegeben
ist. Daher wird der Wert von 2% als Genauigkeit fiir die Vermessung
des CFK angenommen. Zur Kalibrierung des Messgeréts wurde zunichst
der Probenhalter selbst, anschlieend der Probenhalter mit einem Saphir
vermessen, dessen Wérmekapazitdt bekannt ist. Im Anschluss wurde die
Probe mit einem Gewicht von jeweils ca. 10mg in den Probenhalter
eingesetzt und gemessen.

Die mittels DSC gemessenen Werte der spezifischen Wéarmekapazitéit
zeigt Abbildung 5.1. Auffillig ist der Versatz zwischen den beiden Kur-
ven von CFK 9837 und 9857 bei nahezu gleicher Steigung, was mit den
in Abschnitt 4.1.1 dargestellten Ergebnissen aus der Literatur iberein-
stimmt. Aus den gemessenen Kurven wurden mittels linearer Regression
Ausgleichsgeraden berechnet, deren Funktionen ebenfalls in Abbildung 5.1
enthalten sind.
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Abbildung 5.1: Per DSC gemessene spezifische Wirmekapazititen von UD-CFK
9837 und 9857 mit Regressionsgeraden und zugehodrigen Zahlenwerten

5.1.2  Temperaturleitfahigkeit

Die Temperaturleitfahigkeit der zwei Werkstoffe wurde per LFA sowohl
in als auch quer zur Faserrichtung gemessen. Eingesetzt wurde dazu ein
Messgerit vom Typ XFA 600 der Firma Linseis Messgerite GmbH. Dieses
Modell hat Ahnlichkeit zum Modell LFA 1000, das laut Datenblatt in
[LIN20] eine Genauigkeit von 2,4 % bei der Messung der Temperatur-
leitfahigkeit aufweist, was daher auch als Genauigkeit der Messung mit
dem Typ XFA 600 angenommen wurde. Dieser Wert liegt innerhalb der
in [Hay+05] gemessenen Grenzen der Genauigkeit bei der Messung der
Temperaturleitfahigkeit mittels LFA.

Aus den Maflen des Probenhalters des Messgerits ergab sich fir die
quadratischen Proben eine Seitenlénge von 20 mm. Die Materialstérke
sollte fiir den vorliegenden Werkstoff im Bereich von einem Millimeter oder
darunter liegen, um die Warmeverluste an die Umgebung zu minimieren.
Dies ist notwendig, da die in Abschnitt 4.1.2 beschriebene analytische Be-
rechnung von einer adiabaten Aufhingung der Probe ausgeht. Je geringer
die Warmeleitfahigkeit der Probe und je héher ihre Dicke, desto stérker
weicht die Messung von dieser Idealisierung ab. Zum Ausgleich der den-
noch vorhandenen Verluste sowie von Messungenauigkeiten und speziellen
Materialeigenschaften sind vom Hersteller komplexere Modelle als das in
Abschnitt 4.1.2 beschriebene implementiert worden, siehe auch [LIN20],
deren Nadherungsqualitdt jedoch ebenfalls mit hoheren Materialstarken
abnimmt.

Die Proben fir die Messung quer zur Faserrichtung wurden mittels
Feinsége direkt aus dem vorhandenen Plattenmaterial ausgesdgt und glatt
geschliffen. Bei der Fertigung der Proben in Faserrichtung bedingte die
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Materialstarke der Probebauteile von 4,0 mm eine schichtweise Verklebung
des Materials, um die geforderte Seitenldnge von 20 mm zu erreichen. Die
Einzelschichten wurden zunéachst geschliffen und anschliefend mit UHU
Endfest 300 geméf8 Datenblatt in [UHU12] verklebt. Das Anschleifen
minimierte die Schichtdicke des Klebers und damit dessen Einfluss auf
das Ergebnis der LFA.

Im letzten Schritt wurden alle Proben gemafi [NET22b] diinn mit
Graphit beschichtet, um in Bezug auf Wéarmestrahlung das Absorptions-
und Emissionsvermogen der Probe zu verbessern, was das Signal-Rausch-
Verhéltnis reduziert. Weiterhin werden Lichtdurchlissigkeit und Reflexion
des Lichtblitzes durch die Beschichtung reduziert.

Die Messung der Temperaturleitfihigkeit von CFK 9837 und 9857
mittels LFA ergab die in Abbildung 5.2 gezeigten Werte. Aus diesen
fiir einzelne Temperaturen bestimmten Messpunkten wurden per linea-
rer Regression Ausgleichsgeraden gebildet, welche zusammen mit ihren
Funktionen enthalten sind. Es offenbart sich eine hohe Ubereinstimmung
der Temperaturleitfahigkeiten von CFK 9837 und 9857. Die Annahme,
dass sich die Temperaturleitfihigkeit im betrachteten Temperaturbereich
annahernd linear verhélt, ist in Anbetracht der hier dargestellten Ergeb-
nisse zuliissig. Ahnliche Ergebnisse wurden von [Jov+12] erzielt. Auch
dort sank die Temperaturleitfahigkeit linear mit steigender Temperatur,
wahrend die Wérmeleitfahigkeit stieg.

8 : : 0,6
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6¥¥§iig§;%;$§

T 5| ST T 041 g
Q33

a 4+ 1 a 03¢ 1
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fo01) |
1t 1/
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Abbildung 5.2: Per LFA gemessene Temperaturleitfahigkeiten von UD-CFK
9837 und 9857 (links), Ausschnitt-VergroBerung der Werte quer zur Faserrichtung
(rechts), enthaltene Zahlenwerte gelten fiir eingezeichnete Regressionsgeraden

5.1.3 Dichte

Zur Bestimmung der als konstant angenommenen Materialdichte kam
das Eintauchverfahren (auch Auftriebsverfahren genannt) nach [DIN19b]
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zur Anwendung, da es sich bei dem vorliegenden Material um einen
dafiir geeigneten blasenfreien und festen Kunststoff handelt. Beim Ein-
tauchverfahren wird zunéchst eine Wagung des Probekorpers in Luft
vorgenommen, was die Masse mpj, ergibt. Anschlieend wird in einer
Fliissigkeit (hier Wasser) gewogen, wodurch die Masse mpw bestimmt
wird. Mit der Luftdichte p; und der Wasserdichte pw folgt dann die
Dichte des Probekorpers zu

mpL Pw —mMpw PL
p= — (5.1)
mpL — mMpw

Als Analysenwaage wurde hierzu das Modell AT261 von Mettler-Toledo
eingesetzt. Aus der Streuung der Messwiederholungen ergab sich ein
relativer Fehler der Messgenauigkeit des Verfahrens < 0,5 %.

5.1.4 Wdrmeleitfihigkeit

Mit dem Zusammenhang in (4.3) folgt die Warmeleitfahigkeit k als Pro-
dukt der Messwerte von spezifischer Warmekapazitit c,, Temperaturleitfa-
higkeit @ und Dichte p. Die so fiir CFK 9837 und 9857 bestimmten Werte
zeigt Abbildung 5.3. Verglichen mit den von [Jov-+12] gemessen Werten
fiir UD-CFK in Abbildung 4.3 ist das Verhéltnis von ki1 zu k33 bei den
vorliegenden Materialien deutlich gréfier und bewegt sich im Bereich 12
bis 13. Wahrenddessen liegt das Verhéltnis ki /kss in [Jov+12] bei unter
zehn. Damit ist die urspriinglich in [Meh+19] getroffene Annahme, das
dort genutzte Material habe die gleichen thermischen Stoffeigenschaften
wie das UD-CFK in [Jov+12], zu ungenau. Die im Nachgang der Veroffent-
lichung in [Meh+19] durchgefiihrten, hier dargelegten und im Folgenden
genutzten Messungen stellen daher eine wesentliche Verbesserung dar.

Der relative Fehler u,(k), welcher bei der Bestimmung der Warme-
leitfahigkeit k auftritt, folgt geméfl [DIN99a; JoiO8] aus der Fortpflan-
zung von Unsicherheiten bei unkorrelierten Eingangsgrofien. Aufgrund
der Multiplikation von a, ¢, und p ergibt sich die kombinierte Stan-
dardabweichung von k damit aus der euklidischen Norm der relativen
Standardabweichungen dieser drei Gréflen. Wegen der mehrfachen Wie-
derholung der Messungen und der Bildung einer Regressionsgeraden iiber
der Temperatur wird die in [LIN20] angegebene Wiederholgenauigkeit der
Temperaturleitfahigkeitsmessung von +1,9 % vernachlassigt. Damit folgt
fiir die relative Standardabweichung von k

(k) = U2, (@) + 12, () + 1%, (p)
=(2,4%)2 +(2,0%)2 + (0,5 %)2 ~ 3,2%

(5.2)

Zur Beriicksichtigung von unbekannten Fehlerquellen sowie der Unsi-
cherheit in der Bestimmung der bekannten Fehler wird u,q(k) auf 4 %
aufgerundet.
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Abbildung 5.3: Warmeleitfihigkeiten von UD-CFK 9837 und 9857, berechnet
aus Messungen von spezifischer Warmekapazitiat, Temperaturleitfihigkeit und
. 5.2)

Dichte (eingezeichnete Datenpunkte entsprechen denen aus Abb

5.1.5 Faservolumengehalt

Die Faservolumengehalte @¢ in Tabelle 5.1 ergeben sich aus der Formel
elche von [Sch07] angegeben wird:
(5.3)

fiir die FK'V-Dichte prky,

prrv = @sps + (1 = @f)pm
Hierbei bezeichnet der Index f die Faser- und der Index m die Matrixei-

genschaft. Daraus folgt die Formel fiir die Bestimmung des Faservolumen-
(5.4)

anteils zu
_ PFKV ~ Pm

f
Pf — Pm
Aus den gemessenenen Dichten der ausgehérteten FKV und den Herstel-

lerangaben zu Faser- und Matrixdichten folgen die in Tabelle 5.1 eingetra-
genen Faservolumengehalte in Hohe von 58,0 % bzw. 61,2 %. Diese sind
im Vergleich mit Literaturwerten von UD-CFK plausibel. Beispielsweise
weist ein typisches UD-CFK mit einem Faserflichengewicht von 268 g m™2,
35 Gew.-% Harzgehalt und einer Einzellagendicke von 0,26 mm einen Fa-
servolumengehalt von 57 % auf [Len+15]. Diese Faservolumengehalte

werden ebenfalls unter anderem von [JM18] bestatigt
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Tabelle 5.1: Eigenschaften der verwendeten Prepreg-Werkstoffe; Quellen: Fa-
sern [Tei22], Matrix [Sol22], Bauteileigenschaften [eigene Messung]

UD-CFK 9837 9857

Prepregbezeichnung 977-2-35-12K 977-2-35-24K
HTS-268 IMS-268

Fasereigenschaften

Hersteller Teijin Ltd. Teijin Ltd.

Bezeichnung Tenax-E HTS40 Tenax-J IMS60
F13 12k 800tex E13 24k 830tex

Dichte pf[gem™] 1,77 1,79

Faserdurchmesser [pum] 7,0 5,0

Flichengewicht [gm™2] 268 268

Zugfestigkeit [MPa] 4400 5800

Zug-E-Modul [GPa] 240 290

Bruchdehnung [%] 1,8 2,0

Matrixeigenschaften

Hersteller Solvay S.A.

Bezeichnung Cycom 977-2

Dichte py, [gem™3] 1,31

Glastibergang T, [°C] 170

Eigenschaften der ausgehirteten UD-Probebauteile

Dichte prxy [kgm™] 1585 1588

ki1 [Wm™ K~!] bei 20°C 7,694 9,162

k33 [Wm™ K~!] bei 20°C 0,629 0,685

cp [Jkg ' K] bei 20°C 805,9 936,5

Faservolumengehalt ¢y [%] 61,2 58,0

Anzahl UD-Schichten 16 16

Einzellagendicke [mm] 0,25 0,25

Plattendicke [mm)] 4,0 4,0
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5.2 ANLAGENTECHNIK UND WERKZEUGE

In diesem Abschnitt sind die eingesetzte Werkzeugmaschine und die darin
genutzten Werkzeuge dokumentiert.

5.2.1  Werkzeugmaschine

Fiir die experimentellen Untersuchungen in dieser Arbeit wurde eine
CNC-gesteuerte HSC-Frasmaschine in Tischbauweise der Firma Rdders
GmbH vom Typ RFM600 genutzt, Abbildung 5.4. Die Werkzeugmaschine
(WZM) besitzt drei kartesische Achsen mit digitalen AC-Servomotoren,
deren Wiederholgenauigkeit vom Hersteller mit 0,005 mm angegeben wird.

Arbeitsraum X 600 mm
450 mm
z 300 mm
Wiederhol- 0,005 mm
genauigkeit
Drehzahl min. 3.000 1/min

max.  42.0001/min
Spindelleistung  max. 14 kW
Aufnahme HSK-E40

Abbildung 5.4: 3-Achs-HSC-Friasmaschine Réders RFM600

Fiir die spanende Bearbeitung von FKV verfiigt die WZM iiber eine
globale Absaugung (Markierung in Abbildung 5.5) und eine Umhausung
des Arbeitsraums, sodass der entstehende Staub schon wihrend der Be-
arbeitung entfernt wird. Antriebe und Fiihrung sind gedichtet, was die
Bearbeitung von CFK erst ermdoglicht. Werkstiicke wurden in der Ma-
schine auf einem Dynamometer aufgespannt, welches in Abschnitt 5.3.4
beschrieben ist.

Den Versuchsaufbau in der WZM fiir den linearen Schnitt zeigt Ab-
bildung 5.5. Die darin enthaltenen Thermoelemente, das rotierende 2-
Komponenten Zerspankraft-Dynamometer KISTLER 9125A sowie die
Mehrkomponenten-Messplattform KISTLER 9253B werden in den fol-
genden Abschnitten erldutert. Der Halter des Stators fiir das rotierende
Dynamometer wurde iiber einen geschlitzten Flansch und eine zugehorige
Schrauben-Durchsteckverbindung kraftschliissig mit dem Spindelgeh&use
der WZM verbunden.

Der Versuchsaufbau fiir den konvexen Schnitt unterschied sich nur
darin vom Versuchsaufbau fiir den linearen Schnitt, dass die Werkstiicke
an einer Ecke der Messplattform auf einer dafiir angefertigten Platte
fixiert wurden, sodass méglichst wenig Uberstand des Werkstiicks vorlag.
Dies war notwendig, da die UD-Werkstiicke quer zur Faserrichtung stark
rissgefdhrdet waren und ihre Abstiitzung somit einen kritischen Punkt
darstellte.
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Spindel mit __ 8 . ] Global-
Stator-Halter [== S absaugung

KISTLER 9125A

- Rotor Werkstiick
- Stator [P

Spannpratze

Werkzeug Thermoelemente

Abbildung 5.5: Versuchsaufbau in HSC-WZM

5.2.2  PKD-Friser

Fiir die Versuche wurden ausschliellich zweischneidige Schaftfraser mit
Schneiden aus polykristallinem Diamant (PKD) der Firma Giihring KG
genutzt. Die Eigenschaften der Fréser gibt Tabelle 5.2 an. Thre Schneid-
kantenradien wurden mittels Oberflichenmessgerat InfiniteFocus G4 der
Firma Alicona Imaging GmbH bestimmt. Uber die Versuche hinweg
wurden die Schneidkantenradien im angegebenen Bereich gehalten.

Tabelle 5.2: Eigenschaften der genutzten PKD-Friaswerkzeuge

Nenndurchmesser dyyz, 8,0 mm
Zahnezahl zwy 2
Seitenfreiwinkel oy 12,0°
Seitenspanwinkel y¢ 0,0°
Neigungswinkel Ag 1,6°
Schneidkantenradius rg 30...50 pm
Werkzeugschaft-Material Hartmetall
Schneidstoff PKD, Korngréfie 10 pm

Ausgewdhlt wurde PKD als Schneidstoff der Fraswerkzeuge aufgrund
seiner ausreichend hohen Verschleififestigkeit sowie der im Vergleich zu
CVD-Dickschichtdiamant geringen Neigung zu Mikrobréckelungen an der
Schneidkante [Hin21].
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5.3 MESSTECHNIK

Dieser Abschnitt listet alle Messgeréate auf, die im experimentellen Teil
der Arbeit genutzt wurden. Zunéchst wird die Temperaturmesstechnik
beschrieben, zu der die Thermoelemente fiir die Werkstiicktemperatur-
messung sowie Thermographie-Kamera und Pyrometer gehoren, die zur
Werkzeugtemperaturmessung dienten. Anschlieffend ist die Kraftmess-
technik dokumentiert, mit welcher Werkzeug-Drehmoment sowie Kréfte
in der Werkstiickebene gemessen wurden.

5.3.1 Thermoelemente

Zur Temperaturmessung im Werkstoff kamen mineralisolierte metallge-
schirmte Mantelthermoelemente vom Typ 12 der Firma T'C GmbH mit
Thermopaar J (Eisen-Konstantan) zum Einsatz, ihre Eigenschaften sind
in Tabelle 5.3 aufgefiihrt. Die Wahl fiel auf dieses Thermopaar, da es
nach [Berl4] eine vergleichsweise hohe Empfindlichkeit aufweist und seine
Anfalligkeit zur Oxidation bei Temperaturen oberhalb von 500°C im
vorliegenden Anwendungsfall keine Rolle spielt.

Tabelle 5.3: Eigenschaften der genutzten Mantelthermoelemente aus [TC 18]
und [TC 21] nach DIN EN 61515 [DIN17a]

Mantelthermoelemente Typ 12

Thermopaar J (Fe/CuNi)

Toleranzklasse 1

Mantelwerkstoff Edelstahl (Werkstoff-Nr. 1.4541)
Mantelrohrlange 150 mm

Mantelrohrdurchmesser 0,5 mm

Temperaturbereich 20 bis 700°C

Max. Betriebstemperatur 800°C

Typische Antwortzeit 0,030 s

Messstelle elektrisch isoliert

Die genutzten Thermoelemente (TE) sind nach DIN EN 60584 in
[DIN14] und DIN EN 61515 in [DIN17a] genormt und erfiillen Vorgaben
zur Thermospannung Ugvk (EMK - Elektromotorische Kraft), welche
aufgrund eines iiber dem Thermopaar anliegenden Temperaturgradienten
entsteht. Der Seebeck-Koeffizient Sp gibt an, welches Spannungsinkre-
ment sich je Temperaturdnderung in Abhéngigkeit von der aktuellen
Temperatur ergibt und ist fiir Thermopaare vom Typ J im hier relevanten
Temperaturbereich von 0 bis 200 °C in Abbildung 5.6 dargestellt. Sg ist
damit die Ableitung bzgl. der Temperatur fiir die insgesamt anliegende
Thermospannung Ugyk eines Thermoelements.

Da Sp nicht konstant ist, liegt auch die Thermospannung Ugyk nicht
als linearer Verlauf vor. In [DIN14] sind daher Polynome definiert, wel-
che den Verlauf von Ugyk in Bezug auf die Referenzstellentemperatur
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Abbildung 5.6: Seebeck-Koeffizient von Thermoelementen des Typs J gemif3
DIN EN 60584 [DIN14]

von 0 °C prézise nachbilden (Abbildung 5.7). Eingezeichnet ist ebenfalls
die im weiteren Verlauf genutzte Regressionsgerade, welche den Verlauf
des Polynoms anndhert und die mit Stiitzpunkten bei 20 °C und 120°C
gebildet wurde. Der Messfehler liegt fiir diese Kalibrierung bei Mess-
stellentemperaturen von 0 bis 150 °C betragsméfig unterhalb von 1 K.
Bei den Untersuchungen in dieser Arbeit wurde fiir die Erzeugung der
genannten Referenztemperaturen dieser Stiitzpunkte ein Blockkalibrator
vom Typ Jofra ATC-140B der Firma AMETEK Inc. eingesetzt, dessen
Fliissighadtemperatur mit einer Genauigkeit von +0,18 °C eingestellt wer-
den kann, siche [AME10]. In Kombination mit dem Fehler durch die
lineare Regression wird dieser Fehler auf upg = 1,0 K abgeschétzt.

Angeschlossen wurden die Thermoelemente an ein Messmodul NI-9210
der Firma National Instruments Corp., dessen Eigenschaften in Tabelle 5.4
aufgelistet sind. Das Modul verfiigt iiber eine interne Kaltstellenkompen-
sation und zeigt einen temperaturabhingigen Verlauf des Messfehlers. Als
typische Genauigkeit wird fiir den Typ J ein Wert von 0,8 K angegeben,
welcher sich auf die Version des Messmoduls mit Mini-TC Anschliissen
bezieht. Da hier die Version mit Federklemmen genutzt wurde, liegt der
Messfehler etwas hoher und wird geméfl [Nat18] mit un; = 1,0 K nach
oben abgeschatzt.

Zur Anbringung der Thermoelemente wurden Sacklécher mit 0,6 mm
in die Werkstiicke gebohrt. Die Tiefe wurde so gewéhlt, dass sich die
Spitzen der Thermoelemente in der Werkstiickmitte befanden. Vor dem
FEinsetzen eines Thermoelements wurde das jeweilige Sackloch zur Be-
ginstigung der Warmeiibertragung mit Warmeleitpaste gefiillt.

Die Einbausituation (ES) der TE ist eine weitere Quelle der Mes-
sungenauigkeit, auf deren Berechnung unter anderem ihr Durchmesser,
die Warmeleitfahigkeiten der involvierten Stoffe und die Einbettungs-
lange des Sensors im Bauteil Einfluss haben. Eine Abschéitzung dieser
Ungenauigkeiten fiir einen Temperatursensor mit thermischer Kopplung
zur Umgebung wurde geméfl der ausfithrlichen Beschreibung in [Berl4]
durchgefiihrt und ergab eine Ungenauigkeit von ungefdhr 2,0 K bei einer
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Abbildung 5.7: Polynom der Thermospannung von Thermoelement Typ J nach
DIN-EN-60584 in [DIN14] mit Regressionsgerade (oben) und daraus resultieren-
den Fehlern (unten)

Messstellentemperatur von 100 °C. Der Zusammenhang ist unter Vernach-
lassigung von dufleren Effekten linear, daher wird an dieser Stelle fiir
RT = 20°C ein linearer Anstieg des Fehlers von ups(AT = 0K) = 0K bis
ups(AT = 80K) = 2,0K und dartiber hinaus angenommen.

An dieser Stelle iiberlagern sich Abweichungen aus Regression, Messin-
strumenten und Einbausituation. Da die Abweichungen nicht zusammen-
héngen, kann keine Aussage tiber deren Fortpflanzung getroffen werden.
Es wird daher der Extremfall einer vollstdndigen Addition der absoluten
Abweichungen angenommen. Insgesamt folgt daraus fiir die geschéatzte
absolute Messabweichung der Thermoelemente

utge(AT) = urr + uni + ugs(AT)
AT AT (5.5)
=1,0K+1,0K+20K—— =20K+ —
0 0 0 80K 0 40
Die von (5.5) beschriebene Messabweichung wird genutzt, um die Monte-
Carlo-Simulation in Abschnitt 6.3.4 durchzufiihren, aus der die charakte-
ristischen Groflen der bewegten Warmequelle hervorgehen.

5.3.2  Thermographie

Zur Beurteilung der Werkzeugtemperatur wurde eine Thermografiekamera
des Typs thermoIMAGER TIM 400 der Firma Micro-Epsilon GmbH mit
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Tabelle 5.4: Eigenschaften des Temperaturmessmoduls NI-9210 aus [Nat18§]

Anzahl Kanéle 4 Thermoelement-Anschliisse
1 interne Kaltstellenkompensation
Anschluss Leiterplattensteckverbinder

mit Federklemmen

Abtastrate 14 S/s
Typische Genauigkeit ! 0,8K
Sensitivitéat < 0,06K
Konvertierungszeit pro Kanal 70 ms

1 Umgebungstemperatur 23,5°C, Thermoelement Typ J mit Mini-TC
Anschluss, Messstellentemperatur 100 °C

einer Auflésung von 382x288 Pixeln und einer Bildfrequenz von 80 Hz
eingesetzt. Diese stellte sicher, dass bei der spanenden Bearbeitung ein
stationdrer Zustand erreicht wurde, bevor die Werkstiickposition mit der
Messstelle der Thermoelemente erreicht wurde.

Da Hochgeschwindigkeits-Wérmebildkameras, wie bspw. von Hohensee
in [Hoh92] oder Klingelhéller in [K1i16] eingesetzt, die Schneidentempe-
ratur aufgrund der Abschattung durch Spéaneflug lediglich deutlich nach
dem Eingriff bzw. die Werkstiicktemperatur nur aulerhalb der Schnittzo-
ne messen konnen, sind sie keine adédquate Methode fiir die vorliegende
Problemstellung.

5.3.3 Pyrometrie

Zur Messung der Schneidentemperaturen im Eingriff kam das Zwei-Farben-
Pyrometer Fire-8 der Firma en2Aix - energy engineering Aachen GmbH
mit einer OPTRAN ULTRA Faser zum Einsatz. Dieses von Miiller in [Miil04]
beschriebene System misst Oberflichentemperaturen iiber die Intensitét
von zwei Wellenldngen (1,7 pm und 2,0 um) der abgegebenen Wérme-
strahlung. Unter der Annahme, dass ein grauer Strahler vorliegt, siehe
Abschnitt 4.2.3, ist die Messung damit unabhéngig vom Emissionsgrad der
Oberflache. Dies ist bei der vorliegenden Bearbeitung besonders hilfreich,
da bei der Vermessung der Schneide ein sténdiger Materialwechsel an der
abgetasteten Stelle zwischen CFK-Staub und PKD-Schneide auftritt.

Die Genauigkeit des genutzten Pyrometers wird in [MRO01] beschrieben
und héngt von der beobachteten Oberfliche ab. Polierte metallische Ober-
flachen fiihren danach zu grofieren relativen Fehlern von bis zu 11,8 % bei
Temperaturen von 1500 K. PKD-Schneiden sind zwar poliert, werden im
Prozess jedoch schnell von CFK-Staub besetzt. Da weiterhin der relative
Fehler etwa linear mit der Temperatur steigt und die vorliegenden Tempe-
raturen < 1000 K betragen, wird der relative Fehler in Ubereinstimmung
mit [MRO1] auf kleiner 8 % abgeschétzt.
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5.3.4 Kraft- und Drehmomentmessung

Zur Messung der Schnittmomente beim Frisen wurde ein rotierendes
2-Komponenten Dynamometer 9125A der Firma Kistler Instrumente AG
eingesetzt, siehe Abbildung 5.5. Das rotierende Dynamometer wird tiber
einen Stator mit Strom versorgt und {ibertrigt {iber diesen auch die
aufgenommenen Daten an die Verarbeitungseinheit. Im Rotor selbst ist
neben den piezoelektrischen Sensoren auch ein Ladungsverstarker verbaut,
sodass die Verarbeitungseinheit nur Spannungen und keine Ladungen
misst [Kis03].

Die Eigenschaften des Dynamometers gibt Tabelle 5.5 an. Hiernach ist
die maximale Drehzahl in den in dieser Arbeit beschriebenen Experimen-
ten nicht durch die WZM beschrankt, sondern durch das Dynamometer.
Die genutzten Messbereiche sind Fz2 fir die Axialkraft sowie Mz3 fiir
das Schnittmoment, wofiir in der Tabelle auch die Empfindlichkeiten
angegeben sind.

Die mittels rotierendem 2-Komponenten Dynamometer gemessenen
Schnittmomente werden in der Auswertung der Versuche dazu genutzt,
die mechanische Leistung Py; beim Frasprozess zu berechnen:

Py=M-w=M-n-2n (5.6)

Hierbei ist M das vom Dynamometer gemessene Schnittmoment, @ die
Winkelgeschwindigkeit und n die Drehzahl. Aufgrund der hochfrequenten
Schwankungen des Schnittmoments wurde dies jeweils iiber die gesamte
Eingriffsdauer gemittelt.

Tabelle 5.5: Eigenschaften des rotierenden 2-Komponenten Dynamometers
Kistler 9125A, Daten aus [Kis03] sowie mitgeliefertem Kalibrierschein

Messbereich Fz1 kN -3...3
Fz2 kN -1...1
Fz3 kN -0,3...0,3
Messbereich Mz1 Nm -50...50
Mz2 Nm -20...20
Mz3 Nm -10...10
Empfindlichkeit Fz2 mV /N 10,78
Mz3 mV /Nem 9,526
Linearitit % FSO < +0,3
max. Drehzahl 1/min 25.000
Eigenfrequenz Fz Hz 5.000
Eigenfrequenz Mz Hz 2.500
Gewicht des Rotors kg 1,5

Zur Messung der Schnittkréafte in der Bauteilebene wurde eine Mehr-
komponenten-Messplattform 9253B12, ebenfalls von der Kistler Instru-
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mente AG, eingesetzt. Sie ist im Versuchsaufbau in Abbildung 5.5 dar-
gestellt, ihre Eigenschaften enthélt Tabelle 5.6. Weiterhin wurde sie zur
Kontrolle der GroBenordnung des vom rotierenden Dynamometer gemes-
senen Schnittmoments eingesetzt. Das Schnittmoment kann die Plattform
nicht messen, da der bewegte Fréser iiber die Kréfte in der Ebene und den
Hebelarm um das Zentrum der Plattform zusétzliche Momente ausiibt.
Ein Vergleich mit dem Schnittmoment des rotierenden Dynamometers ist
damit nur im Zentrum der Plattform moglich.

Tabelle 5.6: Eigenschaften der Mehrkomponenten-Messplattform Kistler
9253B12, Daten aus [Kis14] sowie mitgeliefertem Kalibrierschein

Messbereich Fx kN -10...10

Fy kN -10...10

Fz kN -10...20
Empfindlichkeit Fx, Fy pC/N -T.7

Mz3 pC/N -3,9
Linearitét % FSO <04
Eigenfrequenz Fz Hz 800
Eigenfrequenz Fy Hz 750
Eigenfrequenz Mz Hz 850
Gewicht kg 40
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In diesem Kapitel werden die Werkstiick-Temperaturen wahrend der Zer-
spanung von UD-CFK mit variabler Faserorientierung zunéchst analytisch
modelliert. AnschlieBend wird mittels numerischer Simulation eine Ve-
rifizierung der analytischen Modellierung durchgefiihrt sowie der Effekt
temperaturabhdngiger Werkstoffeigenschaften untersucht. Schliellich wer-
den die experimentellen Untersuchungen ausgewertet.

6.1 ANALYTISCHE MODELLIERUNG

Das bereits vorgestellte Modell zur Bestimmung der Temperaturvertei-
lung in Korpern mit isotropen Warmeleitungseigenschaften von Jaeger
wurde in [Meh+19] erstmals fir orthotrope Koérper mit beliebiger Faser-
orientierung adaptiert. Das erweiterte Modell erméglicht damit u. a. die
Beschreibung der Warmeleitung bei der Umrissbearbeitung von UD-CFK.
Nach der Herleitung des orthotropen Modells werden in diesem Kapitel
die Besonderheiten bei der Implementierung als Computerprogramm, eine
Fehleranalyse sowie eine Parameterstudie vorgestellt.

6.1.1 Vereinfachende Annahmen

Analog zum Modell des Temperaturfelds im isotropen Korper, siehe
Abschnitt 4.3.1, wurde in [Meh+19] eine analytische Formulierung des
Temperaturfeldes in orthotropen Korpern hergeleitet. Die Besonderheit
dieser Darstellung ist, dass der Faserorientierungswinkel @ frei gewihlt
werden kann. Fir das Modell gelten die gleichen Randbedingungen wie
flir den isotropen Fall, es entspricht in seinem Aufbau Abbildung 4.7.

Dem herzuleitenden Modell liegen im Vergleich zur realen Besdumung
mehrere Annahmen und Vereinfachungen zugrunde, welche in [Jae42] und
[Meh+19] beschrieben wurden.

Die grofite Vereinfachung stellt die Vernachldssigung des Zerspanvor-
gangs dar, weder die Bewegung des Werkzeugs noch die Erzeugung und
Entfernung der Spane werden beriicksichtigt. Damit entfallen sémtliche
mechanischen Betrachtungen. Auch die eigentlich periodischen Schnei-
deneingriffe werden wegen ihrer sehr hohen Eingriffsfrequenz und damit
einhergehender hoher Schnittgeschwindigkeit beim Reibvorgang am Werk-
stiick im Vergleich zur geringen Geschwindigkeit der Wérmeleitung zu
einer kontinuierlich wirkenden Warmequelle vereinfacht. Eine zugehori-
ge Fehlerabschitzung liefert Abschnitt 6.1.5. Der iiber Strahlung und
Konvektion ablaufende Warmeverlust des Werkstiicks an die Umgebung
wird ebenfalls vernachléssigt, da der halbunendliche Kérper wie in Ab-
schnitt 4.3.1 abgesehen von der bewegten Warmequelle adiabat ist.
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6.1.2 Temperaturfeld im orthotropen Korper

Im Folgenden wird die Herleitung des Modells der bewegten streifenfor-
migen Warmequelle am orthotropen Korper vorgestellt, sie folgt dem in
Abbildung 6.1 gezeigten Vorgang. Zur Losung der algebraischen Aufgaben
wurde das Computeralgebrasystem Maple genutzt.

Punktférmiger Warmeimpuls im
unendlichen, orthotropen Koérper :
dres,0=f(x, y, z, ¢, ...) Z ¥

o0
[ dy’ | z—2z>0

-00

Linienférmiger Warmeimpuls an z
der halbunendlichen, orthotropen Wand

X
ds,0=fx,z,t, ..) Jf»
x-x' cos(®) sin(®) | | xuxn
z | -sin(®) cos(d) . Zy
Linienférmiger Warmeimpuls mit

variabler Faserorientierung @
d1Ls,or =f(Xy, zu t, D ...)

Xp—> X, -V -t

Bewegte linienférmige Warmequelle 2 EE
mit variabler Faserorientierung ® ix,, E = VI
IMLS,0T :f(xn/ Zy t, D) J E =
y. -
yn i
00
[ a
0
Bewegte linienférmige Warmequelle mit zy | v
variablem @ im stationdren Zustand J W —»
ImLs, 01,88 = f(Xn, Zn, D ...) (T E
L t— o0
J dx;,
-L
Bewegte streifenformige Warmequelle Zn ; ; %
mit variablem ® im stationaren Zustand J x"; —>
Smss,ot,58 = fxXn, Zn, O ...) v. | F
t— o0

Abbildung 6.1: Vorgehensweise bei der Herleitung des durch die streifenférmige
Wérmequelle am orthotropen Kérper ausgelésten Temperaturfelds Snmss,oT,ss
mit einer durch Transformation der Koordinaten beliebigen Faserorientierung
im stationédren Zustand
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Punktformiger Warmeimpuls

Ausgehend von der partiellen Differentialgleichung der Warmeleitung fiir
orthotrope Koérper in (4.35) wurde von Carslaw und Jaeger in [CJ59]
die Formulierung fir den punktférmigen Warmeimpuls im unendlich
ausgedehnten, orthotropen Korper vorgestellt, siehe (4.36).

Dabei ist nach hier verwendeter Definition k11 die Warmeleitfahigkeit
parallel zur Koordinate der Faserorientierung x. koo und k33 bezeichnen
die Warmeleitfdhigkeiten senkrecht zur Faserorientierung in den Koordi-
natenrichtungen y und z.

Linienférmiger Warmeimpuls

Aufbauend auf dem punktférmigen Warmeimpuls folgt die Herleitung des
linienférmigen Warmeimpulses ILS an der halbunendlichen, orthotropen
Wand aus der Integration in y-Richtung. Hierzu wird die punktférmig
eingebrachte Warmemenge Qg durch eine linienbezogene Warmemenge
Qq, ersetzt. Weiterhin wird eine Verdopplung der Warmemenge eingefiihrt,
da dies der Erwdrmung der Halbebene im Gegensatz zum gesamten Raum
entspricht:

d1.s,0 = / SIPS ody’

_ 2Q0(pC)1/ 2
8(13t3k11kagkss) /2

=~ (x-x) (y-y) (z-2)
[mdyexp( 4f[ k11 i koo i k33 ])

tredy |
= ——— | ks3(x = x")* + k112
27t k11k33 P 4tk1 k33[ 33( ) 1 ]

Da die Warmequelle an der Oberfliche verbleibt, gilt z’ = 0, wodurch der
entsprechende Term hier wegféllt. Der Index O steht fiir orthotrop.

(6.1)

Linienférmiger Wirmeimpuls mit Koordinatentransformation

Eine Koordinatentransformation um die y-Achse mit dem Faserorientie-
rungswinkel @ ergibt das neue Koordinatensystem mit den Hauptachsen
Xn, Yn, und z,, Abbildung 6.1. Die zugehorige Transformationsmatrix

x—x’] _ ‘ xn—X;] (6.2)
z

Zn
iiberfiihrt die Formulierung fiir die einfache linienférmige Warmequelle
aus (6.1) in die transformierte Version:

cos® sind

—sin® cos®

ds.d = 2 exp pe
ILS,® — —  —— YT
’ 21t Vk11k33 2tk11k33
-[k33((xn — X)) cos @ + 2, sin @) (6.3)

+ k11( —(xy —x,)sin @+ z,, cosCD)Q]

63



WARMELEITUNG IM GERADEN SCHNITT

Der Index ® verdeutlicht, dass eine beliebige Faserorientierung des or-
thotropen Korpers eingesetzt werden kann. Die Warmeleitfahigkeiten kqq
und k33 sind nicht mehr parallel zu x, und z,, wenn ® # 0°.

Bewegte linienformige Wiarmequelle

Fir die bewegte linienférmige Warmequelle MLS wird in (6.3) die Ge-
schwindigkeit eingefiigt, indem V't in die enthaltenen Terme der x,-
Richtung eingesetzt wird. Zur besseren Lesbarkeit wird weiterhin die
Ersatzvariable S := x, — x;, definiert. Zudem wird die Warmemenge Q|
durch einen linienbezogenen Wérmestrom iiber einen infinitesimal kurzen
Zeitraum Q’HS dt ersetzt:

9 ! Qi{sdt pc
LS 0o 27t Vk11k33 P 4tk11k33
.[k33((s +Vt) cos @ + z, sin D) (6.4)

+ kn( —(5+VH)sin® + z, COSCD)2]

Die Integration der obigen Gleichung im Zeitbereich ergibt einen statio-
nidren Zustand, wenn man eine bereits erfolgte unendlich lange Bewegung
voraussetzt. Das Temperaturfeld ergibt sich dann zu:

Q'Hs . pc
IMLS, 8,85 = ————— dtexp| - ———
2ntvVki1kss Jo dtki1kss

. [k33((s + Vt)cos D + z, sin @)2
(6.5)
+ kn( —(S+VH)sin® + z, cosCD)Q]

Qhs
= ——=—exp (Ge)KyiGk
nivkiikss (Ge)Ko{Gr}

Zur besseren Lesbarkeit sind fiir (6.5) die Hilfsvariablen Gg und Gg
definiert worden als

= ﬁ _ 2 . B kl—ls
G = Sk11ka (k11 — ks3) (5 cos” @ + z,, sin P cos © P (6.6)
und
\% 1/2
c
Gk :21511]{33 (k11 — k33)(k11 — (kll — k33) C082 (I))
(6.7)
1/2
k11S% + k3sz?
(z,%—52)c052®—22n55in®cos®+“—332” 7
ki1 —ks3

wobei hier ebenfalls S := x, — x/, eingesetzt wurde.
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Bewegte streifenformige Wiarmequelle

Fiir die bewegte streifenformige Warmequelle MSS wird der linienbezogene
Wérmestrom in (6.5) zunéchst durch eine flichenbezogene Wérmestrom-
dichte ersetzt, also Qﬁs = gusdx;,. Durch die im vorigen Abschnitt
eingefithrte Variable S := x,, — x/, verschieben sich die Integrationsgrenzen
wie in Abschnitt 4.3.1 fiir den isotropen Fall beschrieben und es folgt

L - Xp+L -

Onmss @88 = / ESMLS,@,SS dx;, = / q—}.ISSMLs,cb,SS ds
-L Qps w-L  Q

_ qms

T(ankgg xp—L

mit den zuvor definierten Hilfsvariablen Gg und Gk sowie sygg = 2L, siehe

dazu auch Abbildung 4.7. Der Ausdruck ist nicht weiter zu vereinfachen

und erfordert die numerische Berechnung des Integrals. Das Einsetzen
von k11 = k33 in (6.6) und (6.7) fithrt (6.8) tiber in (4.46).

(6.8)

Xp+L

exp (GE)KO{GK} ds

6.1.3 Implementierung der Berechnung

Die direkte Berechnung von Ausdriicken wie in (6.8) ist mithilfe nume-
rischer Verfahren moglich. Es bestehen jedoch Einschrankungen, welche
sich aus der endlichen Rechengenauigkeit von Prozessoren ergeben. Wie
hier gezeigt, fiilhren mathematische Uberlegungen zur Uberwindung dieser
Einschriankungen. Weiter wird eine Abschétzung der Rechengenauigkeit
der modifizierten Berechnung abgegeben.

Vermeidung von Rundungsfehlern bei Gleitkommaoperationen

Die Formulierung in (6.8) enthélt ein Integral, in welchem fiir grole Werte
von S und z, mit dem Term der Exponentialfunktion exp (GE) ein sehr
grofer und mit dem Term der Bessel-Funktion KO{GK} ein sehr kleiner
Faktor vorkommen. Je weiter die Koordinaten von der Warmequelle
entfernt sind, desto starker wird diese Auspragung. Aus diesem Verhalten
resultieren Fehler, wenn der zulédssige Wertebereich der Gleitkommazahlen
verlassen wird, also Terme gegen null bzw. ’Inf’ gehen und das Ergebnis
im Computer falschlicherweise auf Null abgerundet oder in Kombination
mit 'Inf” auf 'NaN’ gesetzt wird.

Eine mogliche Losung ist es, Terme dieser Grofe iiber einen Ersatz der
Bessel-Funktion zu vermeiden, wie in [Miil04] mittels Polynomapproxima-
tion aus [AS72] gezeigt. Die Polynomapproximation ergibt sich aus einer
asymptotischen Folge, in welcher der Fehler des Restglieds ersichtlich
ist. Die asymptotische Folge der modifizierten Bessel-Funktion zweiter
Gattung fiir eine konstante Ordnung v, grofle Funktionsargumente |u|,
(= 4v% sowie im Falle komplexer Zahlen |argu| < %T( lautet nach [AS72]

— T —u p-1 (H—l)(u—9)
KV(”)_\/;Q {H 8 21Ru)

+(M—1)(u—9)(u—25)+m}

(6.9)

3!(8u)3
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Nach [Bro+15] ergibt das Abschneiden nach dem vierten Glied

— T o—u p-1 (H_l)([-l_g)
KV(”)_\/;e {1+ 8 T 218u)

L (= D=9 —25) +o(i)}

(6.10)

3!(8u)3 ut

mit einer Abschiatzung des Restglied-Fehlers iiber das Landau-Symbol O.
In diesem Fall verbleibt ein Fehler der Gréenordnung u~*. Die geforderte
Bedingung fiir das Argument von u mit |argu| < %7’( wird im Folgenden
mit |arg G| = 0 erfiillt. Da hier fiir die Ordnung v = 0 gilt, ist u = 4v% = 0.
Damit ergibt sich ndherungsweise

T 1 9 9-25
Ko(Gk) =~ | —=—e"6k{1 - — 6.11
o(Gk) QGKe { 8Gk - 21(8Gg)? 3!(8GK)3} ( )

Das Einfiigen der asymptotischen Folge von (6.11) in die Formulierung
fir das Temperaturfeld in (6.8) ergibt

C‘]HS Xp+L
IMSS,d,88 ¥ ———— exp (Gg — Gk
7‘[Vk11k33 xp—L ( ) (6 12)
p 1 9 9-25 '
1- + - ds
2Gk 8Gk 2!(8Gk)? 3!(8Gg)?3

Bei groflen Werten von Gg und Gk versagt die numerische Berechnung
des Integrals in (6.8). Die asymptotische Folge von (6.12) wird hingegen
genauer, je groffer das enthaltene Funktionsargument Gy ist, wihrend sie
gleichzeitig robuster gegeniiber grolen Werten fiir Gg ist. Daher wird bei
der Umsetzung im Programm ein Ansatz verfolgt, bei dem bei kleinen
Funktionsargumenten die Bessel-Funktion und bei Gg > 100 bzw. Gg >
100 die asymptotische Folge genutzt wird. Die Umsetzung dieses Ansatzes
zeigt Skript 6.1. Eine beispielhafte Berechnung der Temperaturen an
der Schnittkante zeigt Abbildung 6.2. Hier wird deutlich, dass die Bessel-
Funktion bei grofler Entfernung zur Warmequelle undefiniert ist, siehe
unten links. Gleichzeitig ist die Nutzung der Reihenentwicklung mit
einem Term vor allem im Bereich der Warmequelle ungenau, wahrend
die Reihenentwicklung mit vier Termen beim Erreichen der Wéarmequelle
schlagartig undefiniert ist, siche unten rechts. Der kombinierte Ansatz aus
Skript 6.1 zeigt Gber den gesamten Bereich eine zuverléssige Berechnung.

Zur Verdeutlichung der internen Abldufe des Programms sind in
Abbildung 6.3 die Differenzen aus den verschiedenen Ansétzen mit der
einfachen Bessel-Funktion Spr dargestellt. Es wird deutlich, wie die kom-
binierten Ansétze in der Umgebung des Werts Gg bzw. Gx > 100 in
die Bessel-Funktion iibergehen (fiir diesen speziellen Fall an der Schnitt-
kante mit z, = 0 liegen G und Gy teilweise iibereinander bzw. sind
vom gleichen Betrag). Weiterhin zeigt sich, dass der kombinierte Ansatz
IBF,RE4 einen maximalen Fehler von etwa 1078 K aufweist, wihrend die
Fehler bei 9grRrE1 bis etwa 107K ansteigen. Fir andere Situationen
liegen die Fehler teilweise hoher, daher wurde die Umsetzung tiber die
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1 function I_Theta = MSS_PHI_SS(S,zn,VRhoC,k11,k33,cosPhi,sinPhi)
2 % Eingangsvariablen

3 % S Verschobene x-Koordinate (Integrationsvariable)

4 % zn Koordinate ins Werkstueck

5 % VRhoC Produkt aus Geschwindigkeit, Dichte, Waermekapazitaet
6 % k1l Waermeleitfaehigkeit in Faserrichtung

7 % k33 Waermeleitfaehigkeit quer zur Faserrichtung

8 % cosPhi Cosinus des Faserorientierungswinkels

9 % sinPhi Sinus des Faserorientierungswinkels

10

11 G_E = VRhoC ./ (2xk11xk33) .* (k11-k33) * ...

12 ( S.*cosPhi.”2 + zn.*sinPhi.*xcosPhi - k11xS / (k11-k33) );
13  G_K = VRhoC / (2xk11xk33) .x ...

14 sqrt( (k11-k33) * (k11 - (k11-k33).*xcosPhi.”2) ) .* ...

15 sqrt( (zn.”2-S.72).xcosPhi.”2 - 2xzn.*S.*sinPhi.xcosPhi + ...
16 ( k11xS.72 + k33*zn.”2 ) / (k11-k33) );

17

18 if max(G_E(:)) > 100 || max(G_K(:)) > 100

19 I_Theta = exp(G_E - G_K) .x sqrt(pi./(2*G_K)) .* ...

20 (1-1./ (8.%G_K) + 9 ./ (2.%(8.%G_K)."2) - ...

21 9%25 ./ (6.%(8.%G_K)."3) );

22 else

23 I_Theta = exp(G_E).* besselk(0, (G_K));

24 end

25

26 end

Skript 6.1: MATLAB-Funktion zur Bestimmung des Integranden in der
Berechnung der Temperaturfelder der streifenférmigen bewegten Wéarmequelle
am orthotropen Koérper

Reihenentwicklung mit vier Termen aus (6.12) gewéhlt. Weiterhin ist das
Verhalten der reinen Reihenentwicklungen (mit einem bzw. vier Termen)
deutlich, welches sich bereits in Abbildung 6.2 abgezeichnet hat.

Steigerung der Rechengeschwindigkeit

Zur Beschleunigung der Berechnung wurde bei der Umsetzung in MATLAB
darauf geachtet, for-Schleifen moglichst zu vermeiden. Bei der Aktivierung
der Option ’ArrayValued’ der integral()-Funktion lésst sich so die Berech-
nung iiber Vektoren fiir z, und @ parallelisieren. Die einzig verbleibende
for-Schleife ist die iiber x,, da sich bei dessen Verdnderung in (6.8) die
Integrationsgrenzen verschieben. Auf diese Weise lésst sich die Rechenzeit
teilweise um mehr als den Faktor zehn verkiirzen, und man erreicht heute
auf handelsiiblichen Computern die Berechnung der Temperaturen an z. B.
200.000 Orten in einem Temperaturfeld in etwa einer halben Minute. Dies
verdeutlicht, dass die Einschrankungen beziiglich der Rechendauer bei der
Berechnung des Integrals, die z. B. in [T6n+92] genannt werden, bei ge-
schickter Programmierung in Kombination mit der drastischen Steigerung
der Rechnergeschwindigkeit heute keine Giiltigkeit mehr haben.
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400 ‘ ‘ ‘
Upr : Standard-Besselfunktion
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Abbildung 6.2: Anwendbarkeit der integrierten Bessel-Funktion sowie der sie
ersetzenden Reihenentwicklungen. Oben: Betrachtetes Umfeld der Wéarmequelle;
unten: vergroferte Ausschnitte der relevanten Bereiche

6.1.4 Parametervariation

Dieser Abschnitt verdeutlicht die Auswirkung der Parametervariation
von D, sys, k11, k33 und dem Produkt pcV in (6.8) und den zugehorigen
Definitionen der Hilfsvariablen in (6.6) und (6.7) auf das Temperaturfeld
bzw. die maximal auftretenden Temperaturen, da die Zusammenhénge im
Gegensatz zum isotropen Fall nicht direkt ersichtlich sind. Die Variation
von ggs stellt lediglich eine lineare Skalierung dar und wurde daher nicht
aufgefiihrt.

Sofern nicht anders angegeben, gelten im Vorgriff auf Abschnitt 6.3.3
und Abbildung 6.24 die Standardwerte in Tabelle 6.1, welche sich aus
den Basisversuchen im experimentellen Teil der Arbeit ergeben haben.
Es wurde auf diese Werte zuriickgegriffen, da eine Entdimensionierung
z. B. liber die Péclet-Zahl nicht moglich ist. Damit wird in den folgenden
Abbildungen eine realitdtsnahe Abschéatzung der Auswirkung von Parame-
tervariationen dargestellt. Die thermischen Eigenschaften bei Raumtempe-
ratur fiir das hier zugrunde liegende Material CFK-9857 sind Tabelle 5.1
entnommen. Als Geschwindigkeit wurde geméfl der Prozessparameter der
Basisuntersuchungen V = 0,002 m/s gewéhlt.
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Abbildung 6.3: Prazision der Reihenentwicklung (oben), Entwicklung der ab-
héngigen Variablen Gg und Gk (unten) mit markiertem Bereich der direkten
Nutzung der Bessel-Funktion (BF)

Tabelle 6.1: Standardwerte der Parametervariation aus den experimentellen
Basisuntersuchungen mit einer Materialstarke von 4,0 mm

) SHS qus Prug

0° 1,00 mm 378,6 kW /m? 1,51 W
45° 4,14 mm 391,9 kW /m? 6,49 W
90° 2,97 mm 760,4 kW /m? 9,02 W
135° 2,07 mm 666,5 kW /m? 5,51 W
Faserorientierung

Die Variation der Faserorientierung fiihrt zu dem in Abbildung 6.4 ge-
zeigten Ergebnis. In den vier Diagrammen ist jeweils die urspriingliche
Faserorientierung sowie Abweichungen von diesem Wert in Schritten von
flinf Grad dargestellt.

Es zeigt sich, dass lediglich fiir die Faserorientierungen von ® = 45°
und @ = 135° nennenswerte Unterschiede in den Maximaltemperaturen
nahe der Schnittkante auftreten. Weiterhin ist das Verhalten fir diese
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beiden Winkel gegenteilig. Im Fall von ® = 45° fithrt ein steigender
Faserorientierungswinkel zu geringeren Temperaturen, bei ® = 135° zu
steigenden. Dies ist nur auf den ersten Blick iiberraschend, da eine An-
ndherung des Faserorientierungswinkels an © = 90° die beste Ableitung
der Warme ins Werkstiick erméglicht. Fiir den umgekehrten Fall, also der
Naherung an ® = 0° gilt entsprechend das Gegenteil.

Die Erklarung fiir die geringe Auswirkung der Variation bei den Win-
keln @ = 0° und @ = 90° liegt in der Einbeziehung von @ in (6.6) und (6.7)
begriindet. Hier wird lediglich das Produkt von Sinus und Cosinus oder
das Quadrat des Cosinus, jeweils vom Faserorientierungswinkel, genutzt.
Nur beim Produkt von Sinus und Cosinus liegt fiir diese beiden genannten
Winkel kein Extrempunkt vor, in welchem sich die Funktionswerte bei
Varation nur geringfiigig dndern.

b =0° b = 45°
300 300
P =-10° — — =P =35
K —— % =5 K — =D = 40°
d =0
T 200 T 200 p-
Pmax 150 Pmax 150
100 100
50 50
0 0
0 1 2 mm 3
z—>
d = 135°
300 300
'\ — — —® =125°
K K Ry ———®=130°
T 200 T 200
/191113.)( 150 19111&)( 150
100 100
50 50
0 0
0 1 2 mm 3 0 1 2 mm 3
z—> z—>

Abbildung 6.4: Einfluss abweichender Faserorientierungen auf die maximalen
Temperaturerh6hungen in direkter Umgebung der Schnittkante

Breite der Warmequelle

Die Breite der Warmequelle syg stellt eine Grofle dar, um die der Er-
warmung durch den Fraser dquivalente Warmequelle zu beschreiben. Es
handelt sich dabei nicht um eine direkt messbare geometrische Grofe.
Dennoch ist offensichtlich, dass syg einerseits nicht beliebig klein werden

70



6.1 ANALYTISCHE MODELLIERUNG

kann, da sonst die Temperaturen an der Schnittkante unrealistisch hoch
werden. Andererseits kann syg die Groflienordnung, welche durch den
Werkzeugdurchmesser vorgegeben ist, nicht nach oben verlassen.

Um zu verdeutlichen, welche Folgen eine Verdnderung von syg hat,
wird dieser Wert hier systematisch variiert. Dazu wird bei Variation
der Warmequellenbreite der Warmestrom konstant gehalten, vergleiche
Abschnitt 4.3.4. Die Standardwerte der Wéarmestréome in den Faserori-
entierungen entstammen Tabelle 6.1. Da sich alle dort festgehaltenen
Warmequellenbreiten im Bereich syg = 1,0...4,0 mm bewegen, werden
Werte in diesem Bereich fiir die Variation von syg genutzt. Die Berechnung
der Warmestromdichte gpg fiir alle Faserorientierungen und Warmequel-
lenbreiten enthalt Tabelle 6.2.

Tabelle 6.2: In Abbildung 6.5 eingesetzte Werte der Warmequellenstirke gus
unter Variation der Warmequellenbreite syg

O] sgs = 1 mm SHs = 2mm SHS = 3mm SHs = 4mm

0° 378,6kW/m?  189,3kW/m? 126,2kW/m? 94,6 kW /m?

45° 1622,6 kW/m?  811,3kW/m?  540,9kW/m?  405,7kW/m?
90° 2255, 7kW/m? 1127,8kW/m? 751,9kW/m?  563,9 kW /m?
135°  1378,5kW/m?  689,2kW/m?  459,5kW/m?  344,6kW/m?

Das Ergebnis der Variation zeigt Abbildung 6.5. Fir @ = 0° sind die
Unterschiede der Maximaltemperaturen ab einer Tiefe von etwa z = 1 mm
vernachlassigbar. Bei @ = 45° und @ = 135° liegen sichtbare Verén-
derungen bis zu einer Tiefe von z = 2mm vor, wahrend bei ® = 90°
bis zu einer Tiefe von etwa z = 3mm deutliche Unterschiede erkennbar
sind. In den spéter gezeigten Experimenten sind Thermoelemente bis
zu einer minimalen Tiefe von z, = 1,5mm eingebracht - ein geringe-
rer Abstand zur Schnittkante war praktisch nicht umsetzbar, weshalb
die einzig verbleibende Verbesserungsmoglichkeit die Messung mittels
Pyrometerfaser darstellte, die in den Hauptversuchen umgesetzt wurde.
Dementsprechend wird deutlich, dass nur fiir Faserorientierungen ® # 0°
eine genaue Berechnung der Warmequellenbreite moglich ist und im Fall
von @ = 0° nur eine Anndherung im Vergleich mit einer unteren Grenze
von sys = 0,0 mm und einer oberen Grenze, die sich aus dem &hnlichsten
Fall ergibt, moglich ist (sehr niedrige sys-Werte sind allerdings aufgrund
der bei gleichem Wérmestrom dann sehr hohen Schnittkantentempera-
turen unrealistisch). Dieser dhnlichste Fall liegt unter Betrachtung der
Richtungen von Temperaturgradient, Vorschub und der Ausrichtung der
Fasern bei @ = 135°, wie auch von [Wan+16b] in Bezug auf den dort so
genannten Dissipationsbereich skizziert.

Weiterhin sind grofle Unterschiede in den Maximaltemperaturen an
der Schnittkante zu verzeichnen. So liegen die hochsten Werte fiir @ = 90°
knapp 80 % iiber den niedrigsten, bei ® = 45° und ® = 135° sind es immer
noch tiber 70 % Steigerung.
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Abbildung 6.5: Einfluss der Wiarmequellenbreite auf die maximalen Tempera-
turerhchungen in direkter Umgebung der Schnittkante bei jeweils konstantem
Warmestrom

Wairmeleitfahigkeiten

Bei der Variation der Warmeleitfadhigkeiten wurde differenziert zwischen
k11 und ksz, um die jeweiligen Auswirkungen einer Variation unabhéngig
voneinander zu betrachten.

Im ersten Fall wurde daher nur ky; variiert, indem 80,90, 100, 110 und
120 % des Basiswerts eingesetzt wurden. Das Ergebnis dieser Rechnung
zeigt Abbildung 6.6. Auch hier wird deutlich, dass eine Verdnderung
der Wéarmeleitfahigkeit nur geringe Auswirkungen auf das Ergebnis fiir
@ = 0° hat, da hier nur die Warmeleitfdhigkeit entlang der Schnittkante
verdndert wird. Die grofiten Abweichungen zeigen sich hier erneut fiir
@ = 90°, da eine verbesserte Ableitung der Wérme ins Material direkt
mit einer niedrigeren Maximaltemperatur korreliert. Die Verdnderung bei
den verbleibenden Winkeln ist etwas geringer als bei @ = 90°.

Fiir den zweiten Fall, die Variation von kg3, ist kein Diagramm ange-
geben, da sich bei dquivalenter Variation nur geringfiigige Temperatur-
unterschiede ergaben. Selbst der am stéirksten beeinflusste Fall ® = 0°
wies hierbei nur eine Verdnderung der Maximaltemperatur an der Schnitt-
kante von etwa 36 K auf. Bei den anderen Faserorientierungen lagen die
Verdanderungen bei < 10 K.
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Abbildung 6.6: Einfluss der Variation der Warmeleitfihigkeit in Faserrichtung
auf die maximalen Temperaturerh6hungen in direkter Umgebung der Schnitt-
kante

Dichte, Warmekapazitiat, Vorschubgeschwindigkeit

Bei der Variation des Produkts pcV wird der Umstand genutzt, dass die
enthaltenen Groéflen ausschliellich in dieser Kombination in den Hilfs-
groBen Gg in (6.6) und Gk in (6.7) enthalten sind, welche beide in die
Berechnung der Temperatur der bewegten streifenférmigen Warmequelle
in (6.8) eingehen. Zur Darstellung der Auswirkungen in Abbildung 6.7
wurden 80,90, 100, 110 und 120 % des Basiswerts des Produkts genommen,
welcher in diesem konkreten Fall bei 2959 % liegt.

Die Maximaltemperaturen liegen im Gegensatz zu den vorherigen
Variationen iiber der gesamten Tiefe gleichméaflig verdndert vor. Die Ver-
dnderung ist fiir ® = 0° am niedrigsten und fiir ® = 90° am hochsten.
Ein hoherer Wert des Produkts pcV korrespondiert mit einer niedrigeren
Temperatur. Fir p und c liegt dies an der erh6hten Wéarmemenge, die
zur Auftheizung des Materials ben6tigt wird. Bei einer héheren Geschwin-
digkeit der Warmequelle V' sinkt bei gleichen Warmequelleneigenschaften
automatisch die pro Vorschubweg abgegebene Warmemenge.

Absolut gesehen ist der vertikale Abstand der Kurven fiir z = 0 mm
am hochsten, wihrend er in Richtung grofierer Werte von z sinkt. Gleich-
zeitig ist der relative Unterschied fiir z = 0 mm am geringsten. So weichen

73



WARMELEITUNG IM GERADEN SCHNITT

300 =0 300 il
— — —pcV = 2367
K| |—— —pcV =2663 3 K
pcV = 2959 —i=

T 200 |—-—-— pcV = 3255 T 200 p
fffff pcV = 3551

m?

ngax 150 19111&)( 150
100 100
50 50
0 0
0 1 2 mm 3
z —>
¢ = 135°
300 300
KM K
b0 p 20 \
r191113,)( 150 '19111'(1}( 150
100 100
50 50
0 0
0 1 2 mm 3 0 1 2 mm 3
Z—> Z—>

Abbildung 6.7: Einfluss der Variation des Produkts pcV auf die maximalen
Temperaturerhohungen in direkter Umgebung der Schnittkante

die Kurven bei @ = 0° bis etwa 6 % vom Basiswert ab, bei den ande-
ren Faserorientierungen bis 10,7 %. Fir z = 2,9 mm liegen die relativen
Unterschiede jeweils dhnlich hoch bei bis zu 21,6 %.

6.1.5 Fehleranalyse

Die angenommenen Vereinfachungen des hergeleiteten Modells fithren
zwangsldufig zu Ungenauigkeiten. Daher werden an dieser Stelle die
Fehler betrachtet, die durch eine abweichende Wéarmequellenform, die
Temperaturabhingigkeit der Werkstoffeigenschaften sowie den eigentlich
periodischen Schneideneingriff entstehen.

Abweichende Wiarmequellenform

Die in Gleichung (6.8) angegebene konstante Warmequelle stellt lediglich
eine mogliche Vereinfachung der realen Verhéltnisse in der Schnittzone des
Werkzeugs dar. Bereits Jaeger hat in [Jae42] weitere Warmequellenformen
beschrieben, die in Abbildung 6.8 gezeigt sind. Er stellt darin fest, dass es
bei der Betrachtung der Temperaturen entlang der Schnittkante zu nicht
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sehr groflen Unterschieden beziiglich Maximal- und Durchschnittstem-
peraturen kommt. In diesem Abschnitt wird gepriift, ob diese Annahme
auch fiir den vorliegenden Fall der orthotropen Wéarmeleitung gilt. Dazu
folgt zunéchst eine Herleitung der Implementierung, anschliefend ein
Vergleich der verschiedenen Warmequellenformen unter Nutzung der im
Abschnitt 6.3 aufgefiihrten Standardwerte fiir gus und sps.

o
: 3 Jus
qHSf —» Vs 2 —» Vs
A Y /v \ 4
< > P >
SHS SHS
%
| 4]
2 dus 2 dus
—» U —» U
Y \A 4 v Yy \ A 4
[————» l———>
SHS SHS

Abbildung 6.8: Untersuchte Warmequellenformen mit gleicher Breite und glei-
chem Wiarmestrom: In Vorschubrichtung (1) konstante, (2) parabelférmige,
(3) linear steigende und (4) linear fallende Warmestromdichte

Bei den von Jaeger in [Jae42] vorgeschlagenen Formen handelt es sich
um eine parabelférmige sowie zwei dreieckige Warmequellen, welche wie
die konstante Warmequelle die Breite sgg aufweisen. Zudem haben sie
den gleichen Flacheninhalt wie die Warmequelle mit konstanter Warme-
stromdichte und bewirken damit den gleichen Warmestrom ins Bauteil.
Zum Einfiigen der abweichenden Warmequellenform ist der Faktor f(x;,)
in Gleichung (6.8) einzuftigen, hier allerdings in der Ausfithrung ohne die
Vereinfachung S := x,, — x;,, also

~ L

qHS ’ ’
IS [ exp (Ge)Ko{ G L f(x)) d, (6.13)
el (Ge)Ko{Gk}

da xj, in f(x7,) vorkommt. Dies gilt entsprechend fiir Gg und Gg. Wie be-
reits zuvor erwahnt, gilt der Zusammenhang sgg = 2L. Die Warmequellen
sind dann beschrieben durch die folgenden, auch in [Jae42] enthaltenen,
Formulierungen fiir die verschiedenen Formen:

IMSS,d,85 =

konstant:  f(x;,) =1 (6.14a)
. . 3L%—x)?
parabelformig: f(xy,) = iTn (6.14Db)
L+x,
linear steigend:  f(x,) = an (6.14c¢)
. , L—x;
linear fallend: f(xy,) = T (6.144)

Die zugehorige Abbildung 6.9 gibt die Maximaltemperaturen an der
Schnittkante bis in eine Tiefe von z = 2 mm wieder, welche nach (6.13) fiir
die in (6.14) beschriebenen Wérmequellenformen vorliegen. Aufgrund der
sehr begrenzten Wéarmeleitung in das Werkstiick fiir die Faserorientierung
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® = (0° sind die Unterschiede der Maximaltemperaturen bis auf einen
sehr kleinen Bereich nur sehr gering. Fiir @ = 45° und @ = 135° sind
dhnliche Abweichungen zu verzeichnen, wihrend sie fiir @ = 90° am grof-
ten sind. Fiir alle Faserorientierungen gilt, dass die in Vorschubrichtung
linear fallende Form zu den hochsten Maximaltemperaturen fiihrt, was
anschaulich Sinn ergibt. Eine bereits durch eine geringe Warmestromdich-
te sowie aus der Schnittregion vorlaufende Wérme vorgewérmte Position
an der Schnittkante wird zunehmend weiter aufgeheizt, bis das Maximum
kurz vor Ende des vorbeiziehenden Bandes erreicht wird. Dieser Tem-
peraturverlauf entlang der Schnittkante wird von [Jae42] bestéatigt. Die
zweithdchsten Temperaturen erreicht demzufolge die parabelférmige War-
mequelle, wihrend linear steigende und konstante Warmequellenformen
zu etwa gleich hohen Maximaltemperaturen fiithren.

P =0° b = 45°
350 350
K Warmequellenform K
konstant
250 ---------- linear steigend 250
T 200 — — —linear fallend T 200 .
. U parabelformig Do
150 150
100 100
50 50
0 0
0 0,5 1 mm 2 0 0,5 1 mm 2
zZ—> z—>
d = 135°
350 350
K K
250 250 k!
T 200 T 200
/191113.)( 19111&)(
150 150
100 100
50 50
0 0
0 0,5 1 mm 2 0 0,5 1 mm 2
Z—> z—>

Abbildung 6.9: Einfluss der Warmequellenform auf die maximalen Temperatur-
erhohungen in der Umgebung der Schnittkante

Der gezeigte Ausschnitt der Materialtiefe wurde gewéhlt, da hier fiir die
Faserorientierungen mit den hochsten Temperaturdifferenzen, ® = 90°, bei
z = 2mm lediglich Abweichungen von unter 7K vorliegen. Gleichzeitig ist
an der Schnittkante bei z = 0 mm fiir ® = 90° ein Temperaturunterschied
von etwa 72 K zwischen konstanter und linear fallender Wéarmequellenform
zu verzeichnen, was einem Anstieg von ungefahr 27 % gegeniiber der
konstanten Form entspricht.

76



6.1 ANALYTISCHE MODELLIERUNG

Verglichen mit der Situation in der realen Schnittzone ist ohne weitere
Untersuchungen nicht klar, welche dieser Formen zum besten Modell fiihrt.
Einerseits heizt sich die Oberflache der Schneidkante iiber steigendem Ein-
griffswinkel auf und die Spankammern fiillen sich zunehmend mit heilem
Staub, somit kann potentiell ein hoherer Warmestrom ins Werkstiick
iibertragen werden, was fiir eine linear steigende Warmequelle spricht.
Andererseits existiert bei steigendem Eingriffswinkel eine zunehmende
Menge im darauffolgenden Schnitt zu zerspanendes und somit isolierendes
Material zwischen Schneidkante und spéterer Werkstiickkante, womit die
Wiérmeiibertragung ins Werkstiick behindert wird. Dies entspréache dem-
nach einer linear fallenden Warmequelle. Es ist vorstellbar, dass die reale
Situation nicht von einem Einfluss dominiert wird, sondern entsprechend
der parabelformigen Warmequelle beide berticksichtigt.

Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird aufgrund der ungeklarten
Verhéltnisse in der Schnittzone lediglich die konstant wirkende Wéarme-
quellenform berticksichtigt. Diese stellt keinen konservativen Ansatz in
Bezug auf den wirkenden Wéarmestrom dar, da damit bei gleichem Wérme-
strom die niedrigsten Temperaturen errechnet werden. Ein umgekehrt auf
Basis der Temperaturen berechneter Warmestrom wird also mit parabel-
férmiger und linear fallender Warmequellenform niedriger sein. Allerdings
sind die Unterschiede zwischen den Warmequellenformen nur in einer
Tiefe von z < 2mm relevant. Da die Thermoelemente nur bis zu einer
minimalen Tiefe von z = 1,5 mm platziert werden konnten, sind néhe-
rungsweise auch nur bis zu dieser Tiefe Abweichungen messbar, welche in
die Berechnung der Warmequelleneigenschaften gus und spg einflieen.
Der in Abbildung 6.9 erst bei z < 1,5 mm stark nach oben abweichende
Verlauf der maximalen Temperaturerh6hungen fiir die parabelfémigen
und linear fallenden Wéarmequellen bedeutet wiederum, dass nur geringe
Abweichungen der Warmequelleneigenschaften zu erwarten sind.

Temperaturabhingigkeit der Werkstoffeigenschaften

Im vorgestellten Modell wird vereinfachend angenommen, dass die ther-
mischen Werkstoffeigenschaften temperaturunabhéngig sind und fiir den
Wert von 20 °C vorliegen. Tatséchlich sind die spezifische Warmekapazitat
sowie die Warmeleitfahigkeiten bei Temperaturdnderung nicht konstant,
siehe auch Abbildungen 5.1 und 5.3. Die Implementierung der linearisier-
ten thermischen Stoffeigenschaften in Temperaturmodelle ist nicht ohne
weiteres moglich, wie schon Carslaw und Jaeger in [CJ59] schreiben. Das
Problem besteht darin, dass die Temperatur als Zielgrofie ebenfalls in die
Berechnung der Eingangsparameter eingeht. Ublicherweise miissen daher
numerische Methoden zur Beriicksichtigung der Temperaturabhingigkeit
von Eingangsparametern genutzt werden.

Vereinfachend lésst sich jedoch annehmen, dass ein Kérper bzw. Werk-
stiick in Génze auf einem Temperaturniveau Tyysg ist, bei dem die Stof-
feigenschaften wiederum konstant sind. Auf diese Weise lésst sich ohne
numerische Verfahren der in Kauf genommene Fehler grob abschétzen. Das
Ergebnis einer solchen Abschitzung zeigt Abbildung 6.10. Hierzu wurden
die thermischen Stoffeigenschaften fiir die Temperaturen Tyyg = 20°C,
80°C, 140°C und 200 °C genutzt. Héhere Temperaturen wurden nicht
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Abbildung 6.10: Einfluss der Temperaturabhéngigkeit der vereinfacht betrachtet
jeweils konstanten thermischen Stoffeigenschaften auf die maximalen Tempera-
turerh6hungen in direkter Umgebung der Schnittkante

betrachtet, da hier die Glasiibergangstemperatur tiberschritten ist und
weitere Effekte zum Tragen kommen.

In den Diagrammen ist zu erkennen, dass die erhéhten Werte von
Tyys zu einer Verringerung der erreichten Temperaturerhéhungen im Ma-
terial fithren. Da sowohl die spezifische Wéarmekapazitiat c als auch die
Warmeleitfahigkeiten k11 und kg3 mit der Temperatur Tyyg steigen, lasst
sich diese Verdnderung gut mit denen in den Abbildungen 6.7 und 6.6
vergleichen, da dort die entsprechenden Parameter variiert wurden (da
die Auswirkung einer Variation von k33 ohnehin vernachléssigbar war,
werden an dieser Stelle nur ¢ und ki1 betrachtet). Beim Vergleich der
Abbildungen zeigt sich, dass offensichtlich die Verdnderung von ¢ einen do-
minanten Einfluss auf die Verdnderung des Ergebnisses in Abbildung 6.10
hat. Weiter ist offensichtlich, dass der Modellfehler mit dem Abstand
zur Schnittkante sinkt. Letztlich sind also die im Werkstiick erreichten
Maximaltemperaturen an der Schnittkante deutlich geringer als berechnet,
da hier die erhohte Warmekapazitdt die Temperaturerhohung dampft.
Die Berechnung der Warmequelleneigenschaften unter Vernachléssigung
der Temperaturabhiangigkeit der Werkstoffeigenschaften und Nutzung der
Werte fiir Tyyg = 20 °C ist somit konservativ.
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Periodischer Schneideneingriff

Der im Modell vereinfacht als konstant angesehene Wérmestrom der
bewegten streifenformigen Warmequelle ist bei der Zerspanung tatséchlich
periodisch. Jeder der Zahneingriffe iibertrigt eine Warmemenge in das
Material, welche zusammengenommen zur Wérmestromdichte gpg fiithren.
Zur Untersuchung des Fehlers, der dadurch entsteht, wurde die folgende
Berechnung fiir die Temperaturabweichung aus [BK03] herangezogen, die
bei einer periodisch wirkenden Warmestromdichte an der Oberfliche eines
halbunendlichen Koérpers entsteht:

AS(u,t) = %\/gexp (—\/gu) cos (a)t - \/%u - %) (6.15)

Hier sind enthalten die Wéarmeleitfahigkeit k, die Temperaturleitfihig-
keit a, die Winkelgeschwindigkeit der periodischen Warmequelle w, die
Koordinate ins Material u und die Zeit t.

Die enthaltenen Parameter wurden auf die vorliegende Situation fiir
die Faserorientierungswinkel @ = 0° und ® = 90° angepasst. Zu beachten
ist hierbei, dass vereinfachend ein sinusférmiger Verlauf der Warmestrom-
dichte um den bisher genutzten Mittelwert angenommen wird, welcher
von Null bis zum doppelten Wert verlauft. Die im Versuch genutzte Werk-
zeugdrehzahl n = 3979 min~! wurde als mittlerer Wert genutzt, wobei als
Frequenz der Warmestromdichte der doppelte Wert heranzuziehen ist, da
zweischneidige Werkzeuge im Einsatz waren.

d =0° d = 90°
25 . . 25 . .
n = 2000 min~*
Kl — — —n = 3979 min~! K
fffff n = 8000 min~!
T 150 |4 =379kW/m? T 15 ¢ = 760 kW /m?
AV k=0,68W/(mK) AY k=916 W/(mK)
10 a = 0,46 mm?/s 10 a =6,16 mm? /s
ZW7 — 2 ZW7 — 2
5k 5
0 ‘ 0
0 0,25 0,5 mm 1 0 0,25 0,5 mm 1
Z—> zZ—>

Abbildung 6.11: Einfluss der periodischen Randbedingung des Werkzeugeingriffs
auf die maximale Temperaturabweichung in direkter Umgebung der Schnittkante
flir ein zweischneidiges Werkzeug

Mit der getroffenen Vereinfachung, dass die Warmequelle in (6.15) auf
die gesamte Oberfliche der halbunendlichen Wand wirkt, ldsst sich aus
Abbildung 6.11 ablesen, dass die Annahme einer konstanten Warmequelle
ab einer Materialtiefe von etwa z = 1 mm Bestand hat.
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6.2 NUMERISCHE SIMULATION

Das in Abschnitt 6.1.2 hergeleitete analytische Modell ist bis zu diesem
Punkt weder verifiziert noch validiert. Es wére also mdoglich, dass bei der
Herleitung ein Fehler aufgetreten ist oder dass das zugrundeliegende kon-
zeptionelle Modell die Realitédt nicht korrekt abbildet. Zur Verifizierung
des analytischen Modells dient die im Folgenden beschriebene numerische
Simulation auf Basis finiter Elemente. Dieses Simulationsmodell wurde
anschliefend erweitert, um den Effekt temperaturabhéngiger Werkstoff-
parameter darzustellen, welcher mathematisch nicht in dem analytischen
Modell implementierbar ist.

6.2.1  Vorgehen bei Modellerstellung und -verifizierung

Verifizierung und Validierung sind zwei Konzepte zur Absicherung des
Wahrheitsgehalts eines Modells. Nach [SCS79; Ame98] stellt die Verifizie-
rung den Prozess dar, festzustellen, dass ein mathematisches Modell das
zugrundeliegende konzeptionelle Modell des Entwicklers hinreichend ge-
nau reprasentiert. Im Gegensatz dazu stellt die Validierung den Nachweis
dar, dass ein Berechnungsmodell innerhalb seines vorgesehenen Anwen-
dungsbereichs einen akzeptablen Genauigkeitsbereich im Vergleich zur
Realitit abdeckt, der mit der Anwendung vereinbar ist. Laut [Ame06] hat
die Verifizierung vor der Validierung zu erfolgen. Ndhere Informationen
finden sich z. B. in [Ame98; Ame06; OR10].

777777777777777 Experimentelle
3 Validierung Ergebnisse Validierung 1
Realitit Erwelterte
calita FE-Modelle
Analytlsches Konzeptionelles Einfaches
Modell Modell FE- Modell

Verifizierung

Abbildung 6.12: Vorgehen bei Modellerstellung, Verifizierung und Validierung
der entwickelten Modelle, nach [SCS79; Ame06; OR10]

Eine Ubersicht iiber das Vorgehen bei der Modellerstellung sowie der
Verifizierung und Validierung enthélt Abbildung 6.12. Aus der Realitét
wurde zunéchst tiber die in Abschnitt 6.1.1 beschriebenen Vereinfachun-
gen das konzeptionelle Modell erstellt. Aus diesem wurde das analytische
Modell in Abschnitt 6.1.2 hergeleitet. Zunéchst erfolgt bei der Umsetzung
der numerischen Simulation die Erstellung eines einfachen FE-Modells,
welches aufgrund der gleichen vereinfachenden Annahmen mit dem analy-
tischen Modell verglichen werden kann. Aus diesem Vergleich folgt eine
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gegenseitige Verifizierung von FE-Modell und analytischem Modell. Eine
Validierung ist allerdings erst mit experimentellen Ergebnissen moglich
und folgt daher im Abschnitt 6.3 mit den experimentellen Basisuntersu-
chungen.

In der initialen Verdffentlichung [Meh+19] wurde zunéchst eine verein-
fachte Form der Verifizierung genutzt. Dort wurde {iber den Vergleich der
erzielten Maximaltemperaturen zwischen Simulation und analytischem
Modell geschlussfolgert, dass beide die zugrundeliegenden Formeln korrekt
16sen. Der Test wurde in Schritten von A® = 5° wiederholt. Dieser Test
zeigte jedoch noch nicht den notwendigen Beweis der Konvergenz, den
jede Simulation gegeniiber der exakten analytischen Modellierung erfiillen
muss: Konvergiert eine Simulation zur analytischen Losung, zeigt sich
nach [OR10] bei der Verfeinerung der Knotenabsténde und Zeitschritte
eine graduelle Anndherung an diese Losung. Die Konvergenz wird daher
im folgenden Abschnitt gezeigt.

6.2.2  Modellaufbau, Gittereigenschaften und Konvergenz

Die numerische Simulation zur Verifizierung unterliegt den gleichen An-
nahmen, die fiir das analytische Modell in Abschnitt 6.1.1 beschrieben
wurden und erhélt die Randbedingungen, welche bereits fiir den isotropen
Fall in Abbildung 4.7 dargestellt wurden. Es sind daher keine Wérmever-
luste an den Oberflichen berticksichtigt worden, das Volumen ist adiabat.
Abbildung 6.13 zeigt das modellierte Volumen der numerischen Simulation
im geraden Schnitt.

Alle Oberflachen
aufer der Warme-
quelle adiabat

Abbildung 6.13: Aufbau der numerischen Simulation zur Bestimmung der
Temperaturfelder an der geraden Kante

Modellaufbau

Zum Aufbau der Simulation wurde das verbreitete Finite-Elemente-
Programm ABAQUS/Standard verwendet, welches das implizite Rechen-
verfahren nutzt. Dieses Verfahren ist fiir reine Warmeiibertragungspro-
bleme aufgrund der vergleichsweise geringen Anderungsgeschwindigkeit
der betrachteten Groflen anwendbar, da damit die Zeitschrittgroe stark
erhoht werden kann, siche auch [Klo18]. Um die bewegte Warmequelle
zu implementieren, wurde die User Subroutine DFLUX genutzt, welche
eine dreidimensionale Geometrie voraussetzt. Daher ist das eigentlich
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zweidimensionale Problem hier durch einen Quader dargestellt, der in
y-Richtung zwei Knoten aufweist (das Mesh an Ober- und Unterseite ist
also gleich). Die Hohe des Quaders hat keinen Einfluss auf das Ergebnis
und ist in Abbildung 6.13 daher nicht definiert.

Die Grundlagen numerischer Simulation werden an dieser Stelle nicht
erlautert, da sie intensiv in der Literatur abgehandelt werden, z. B.
in [Bat96; RG10; CC21]. Fiir die Beschreibung der Umsetzung von aniso-
tropen und temperaturabhingigen Materialeigenschaften in Finite Ele-
mente Analysen sei auf [RG10] verwiesen.

Gitter

Die Genauigkeit einer numerischen Berechnung mittels Finiter Elemen-
te ist von der Grofle der Gitterabstédnde des vernetzten Korpers (auch
Mesh genannt) sowie von der Grofle der Zeitschritte zwischen den Be-
rechnungsetappen abhéngig. Die implizite Methode konvergiert gegen die
analytische Losung, wenn Zeitschritt und Gitterabstand gegen Null gehen.
Dies ist nach [CLW69] unabhéngig vom Verhéltnis der beiden Grofien.
Eine beliebige Verfeinerung von Gitter und Zeitschritt ist allerdings nicht
wiinschenswert. Wahrend bei der Verfeinerung die Abbruchfehler, welche
sich z. B. aus der Anndherung an Ableitungsberechnungen ergeben, sin-
ken, steigen die Rundungsfehler an. Ab einem bestimmten Punkt flacht
die Verringerung des gesamten Fehlers ab, anschlielend steigt der Fehler
sogar [CC21].

Es mussten aufgrund der erwéhnten Vorgabe einer dreidimensionalen
Geometrie zwingend dreidimensionale Elemente eingesetzt werden. Bei
der Umsetzung des Gitters wurden dann mit Hex- und Wedge-Elementen
(Hexaeder und Pentaeder bzw. Dreiecksprisma) zwei verschiedene Ele-
mentgeometrien untersucht. Diese wurden, wie in Abbildung 6.14 gezeigt,
in den Bereichen hoher Temperaturgradienten verfeinert.
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c | Mesh-Verfeinerung (MV) MV |
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T} | 1
1 [

1 1

1 1

1 1

: 4 Kante mit bewegter Warmequelle i
_V_dminI:----':‘----------------.\. ------------------ :

Abbildung 6.14: Mesh-Vorgaben fiir die numerische Simulation mit Wedge-
Elementen; im Fall von Hex-Elementen ist die obere Kante so aufgeteilt wie die
untere beheizte Kante
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Konvergenz

Die Untersuchung zur Konvergenz diente einerseits dazu, die numerische
Simulation und das analytische Modell zu verifizieren. Andererseits war
es moglich, aus den Informationen zu Fehlern und Rechenzeiten eine
praktikable Auswahl an Simulationsparametern zu treffen, mit der weitere
Untersuchungen in akzeptabler Rechenzeit und mit hinreichend kleinen
Fehlern durchgefithrt werden konnten. Die Standardwerte der Untersu-
chungen zur Konvergenz zeigt Tabelle 6.3. Der Faserorientierungswinkel
90° wurde gewahlt, da hier hohe Temperaturgradienten auftreten und
auflerdem die Eindringtiefe der Warme gegeniiber den anderen Faserori-
entierungen grof} ist. Damit werden bei der Fehlerbetrachtung auch die
Bereiche mit hoheren Gitterabstédnden starker beriicksichtigt.

Tabelle 6.3: Standardwerte der Simulation bei der Untersuchung zur Konvergenz

Parameter Symbol Wert Einheit
Dichte PFKV 1588 kg/m?>
Spez. Warmekapazitéat Cp 936,5 Jkg ' K1
Wiarmeleitfahigkeiten k11 9,318 Wm™ K™
k33 0,683 Wm K™t
Geschwindigkeit der Wérmequelle |4 120 mm/min
Warmequellenbreite SHS 3 mm
Wiérmestromdichte Jus 760,4 kW /m?
Faserorientierungswinkel O 90 °

Zunéchst wurde die Konvergenz der numerischen Simulation zur analy-
tischen Losung fiir die Verdnderung der Gitterabstdnde untersucht. Dazu
wurden die Simulationsdaten des letzten Zeitschritts (mit der Simula-
tionszeit 27,5s) verglichen, da diese dem stationdren Zustand aus der
analytischen Losung am néchsten kommen. Die Zeitschrittgréfie wurde
zunachst auf 0,05s festgelegt. Weiterhin wurden lediglich die Temperatur-
werte in der direkten Umgebung der Warmequelle ausgewertet, da diese
den relevanten Teil der Simulationsergebnisse darstellen. Dazu wurde
um die Warmequelle herum ein Rechteck gezogen, welches vom Zentrum
der Warmequelle jeweils um die vierfache Warmequellenbreite nach links,
rechts und ins Material hinein reicht. Dieses Vorgehen wurde gewahlt, da
die héchsten Abweichungen zwischen Simulation und analytischer Lésung
in direkter Umgebung der Wéarmequelle vorlagen. Abbildung 6.15 (oben)
zeigt dazu den Mittelwert der Betrdge der bei der Simulation aufgetre-
tenen relativen Abweichungen bzw. Fehler gegentiber dem analytischen
Modell im betrachteten Ausschnitt um die Wérmequelle. Der Vergleich
von Hex- und Wedge-Elementen zeigt, dass die Hohe der Fehler bei
Wedge-Elementen bei d&hnlichen Meshgrofien meist niedriger ausfillt als
bei Hex-Elementen. Fiir die Hex-Elemente ist bei hohen Knotenzahlen
von > 10° ein Anstieg der Fehler zu verzeichnen, was den zuvor erwihnten
Fehleranstieg bei hoher Verfeinerung bestétigt. Beide Elementtypen zeigen
ein konvergentes Verhalten gegeniiber dem analytischen Modell.
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Abbildung 6.15 (unten) zeigt die Rechenzeiten fiir die verglichenen
Knotenzahlen bei Hex- und Wedge-Elementen. Das Mesh mit Wedge-
Elementen erforderte bei ahnlichen Knotenzahlen héhere Rechenzeiten.
Das Diagramm macht deutlich, dass die Rechenzeiten bis zu einer Kno-
tenanzahl von ca. 103 etwa konstant bleiben, da (wie beim Programm-
durchlauf zu beobachten war) die Nebenzeiten der Simulation hier die
dominante Rolle spielen. Ab einer Knotenzahl von etwa 10% ist in der
doppelt logarithmischen Darstellung ein nahezu linearer Anstieg zu ver-
zeichnen.
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Abbildung 6.15: Durchschnittliche relative Fehler in Abhéngigkeit der Mesh-
groBe (oben) und Rechenzeiten der Simulationsdurchliufe in Abhéangigkeit der
Meshgrofie (unten) fiir Hex- und Wedge-Elemente

In Anbetracht der Simulationsfehler sowie der Rechenzeiten zeig-
ten Hex- und Wedge-Elemente eine ahnliche Nutzbarkeit. Zur besseren
Vergleichbarkeit zwischen den Simulationen im geraden Schnitt und im
konvexen Schnitt wurde an dieser Stelle ein Mesh mit Wedge-Elementen
gewédhlt, da dies im konvexen Schnitt die einzig sinnvolle Elementform
darstellt. Die Knotenanzahl wurde auf n = 10470 festgelegt, bei der ein
durchschnittlicher relativer Fehler von knapp 0,1 % auftrat, die Rechen-
zeit auf dem vorhandenen Rechnersystem! betrug etwa 120s. Die fiir die

CPU: Intel Xeon E5-1650v4, 6 Kerne, 3,6 GHz; RAM: 32 GB, 2400 MHz
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gewéhlte Knotenanzahl verantwortlichen Dimensionen aus Abbildung 6.14
sind demnach dyax = 5,0 mm und dyin = 0,25 mm.

Ebenfalls untersucht wurde die Konvergenz der Simulation bei Verrin-
gerung der Grofle des Zeitschritts unter Verwendung der soeben ausgewéhl-
ten Mesh-Grofie und der Wedge-Elemente. Dazu wurde dieselbe Metrik
wie zuvor angewandt, um eine Aussage iiber den Fehler zu erhalten. Wie
Abbildung 6.16 zeigt, verringert sich der Simulationsfehler in der doppelt
logarithmischen Darstellung etwa linear bis zu einer Zeitschrittgréfie von
0,02s. Die Rechenzeit fillt bei einer Vergroferung des Zeitschritts in der
doppelt logarithmischen Darstellung hingegen etwa linear ab. Auch hier
wurde mit einer Zeitschrittgrofle von 0,05s ein Wert gewéhlt, welcher
einen Kompromiss aus Fehlergrofle und Rechenzeit darstellt.
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Abbildung 6.16: Durchschnittliche relative Fehler (oben) und durchschnittliche
Rechenzeit in Abhéngigkeit des Zeitschritts (unten) fiir Wedge-Elemente

Fir die Faserorientierungen @ = 0°, ® = 45° und ® = 135° wurden mit
der gewahlten Knotenzahl und Zeitschrittgrofie ebenfalls Simulationen
durchgefiihrt, die abgesehen von der Faserorientierung durch die Parame-
ter aus Tabelle 6.3 charakterisiert waren. Mithilfe der Simulationen wurde
auch fiir diese Faserorientierungen die Gréoflenordnung der auftretenden
Fehler bestatigt und somit analytisches Modell und numerische Simulation
verifiziert. Auf Basis dieser Untersuchungen wurde fiir alle Simulationen
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im geraden Schnitt eine Knotenzahl von 10470 und eine Zeitschrittgrofe
von 0,05s festgelegt.

6.2.3 Temperaturabhdngige Werkstoffeigenschaften

Die Werkstoffeigenschaften von CFK sind, wie auch die Messungen an
den zwei genutzten Materialien in Abschnitt 5.1 gezeigt haben, tempera-
turabhangig. Dieser Umstand kann im analytischen Modell mathematisch
nicht umgesetzt werden, wie in Abschnitt 6.1.5 erldutert. In der numeri-
schen Simulation von ABAQUS/Standard lassen sich temperaturabhéngige
Materialeigenschaften hingegen als Tabelle hinterlegen. Zur Einschét-
zung der Abweichung zwischen analytischem Modell und numerischer
Simulation bei temperaturabhingigen Werkstoffeigenschaften wurde eine
entsprechende Simulation durchgefiihrt.

In Abbildung 6.17 sind die Temperaturen in der Nédhe der Schnitt-
kante aufgetragen, welche sich aus analytischem Modell und numerischer
Simulation mit den Standardwerten aus Tabelle 6.1 ergeben. Fiir die
numerische Simulation genutzt wurden die temperaturabhingigen Aus-
gleichsgeraden fiir spezifische Wéarmekapazitit und Warmeleitfahigkeiten
aus den Abbildungen 5.1 und 5.3 fir CFK 9857. In Simulationen mit
temperaturabhéngigen Materialeigenschaften werden die Temperaturfel-
der von ABAQUS/Standard je Zeitschritt iterativ unter Einbindung des
Newton-Verfahrens berechnet, siche auch [Smi09].

Es ist auffillig, dass die analytisch berechneten Werte durchgingig
grofler sind als diejenigen aus der numerischen Simulation. Bei Betrach-
tung der Anderung der Werkstoffeigenschaften aus Abschnitt 5.1 hatte
sich gezeigt, dass die spezifische Warmekapazitit bei der Erhitzung beider
Werkstoffe im Temperaturbereich von 20 — 125 °C um etwa 40 % steigt.
Gleichzeitig steigt die Warmeleitfahigkeit in Faserrichtung bei Erwar-
mung im Temperaturbereich von 25 — 125 °C um knapp tiber 30 %. In den
Abbildungen 6.6 und 6.7 wurden daher bei der Parametervariation die
Auswirkungen bei gleichartiger relativer Verdnderung der Warmeleitfa-
higkeit bzw. des Produkts aus Geschwindigkeit, Dichte und spezifischer
Warmekapazitét in der gesamten halbunendlichen Wand dargestellt. Unter
Annahme konstanter Geschwindigkeit und Dichte macht das zweite Dia-
gramm daher auch die Folgen einer reinen Verédnderung der spezifischen
Warmekapazitit deutlich. Die verringerten Temperaturerhthungen in Ab-
bildung 6.17 resultieren damit aus einer Kombination der Veranderungen
von spezifischer Warmekapazitiat und Warmeleitfahigkeit. Gleichzeitig
verzerrt sich hierdurch das Temperaturfeld, da die Warmeleitung weiter-
hin von dem Gradienten des Temperaturfelds abhéngig ist, wie durch
(4.18) beschrieben.

Die Abweichungen zwischen den Kurven fiir konstante und tempera-
turabhédngige Eigenschaften sind an der Schnittkante bei z = 0mm am
groBten und liegen fir alle Faserorientierungen bei etwa 30 %. Bei @ = 0°
sinkt die Abweichung bis z = 1 mm auf unter 2 K ab und wird daher nicht
weiter betrachtet. Fiir die anderen Faserorientierungen liegen auch bei
einer Materialtiefe von z = 1,5 mm Abweichungen von 15 bis 22 % vor,
bei z = 3mm noch zwischen 6 und 14 %. Diese beiden letztgenannten Ma-
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Abbildung 6.17: Vergleich des analytischen Modells mit konstanten Werkstoff-
kennwerten der Temperatur 20 °C sowie numerische Simulation mit temperatur-
abhingigen Werkstoffkennwerten fiir jeweils gleiche Warmequelleneigenschaften

terialtiefen sind gleichzeitig diejenigen, in denen bei den experimentellen
Untersuchungen Thermoelemente eingesetzt wurden.

Das Simulationsmodell mit temperaturabhéngigen Werkstoffeigen-
schaften bildet die Realitdt genauer ab als das analytische Modell, da hier
ein hoherer Informationsgehalt zugrunde gelegt wurde. Da die Abweichun-
gen der Temperaturerhhungen zur numerischen Simulation mit steigender
Materialtiefe fallen, kann daraus keine reine Skalierung der Warmestrom-
dichte gps folgen, da deren Abweichung konstant bliebe. Gleichzeitig
miisste die Wérmequellenbreite spg sinken, um die Temperaturen in
Schnittkantenumgebung zu erhdhen, ohne den Gesamt-Warmestrom Pyg
gleichermafien zu verstdrken. Letztlich ist die Ausgleichsrechnung mit
analytischem Modell also eine Herangehensweise, welche sowohl gug als
auch Pgg generell zu niedrig abschatzt.

Die mittels idealisierten analytischen Modells bei gleichen Warme-
quelleneigenschaften berechneten Temperaturen liegen stets tiber den real
auftretenden Temperaturen, dies allerdings innerhalb einer vertretbaren
Groflenordnung. Damit ist die Berechnung mittels analytischer Lésung
ein konservativer, aber praktikabler Ansatz.
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In diesem Abschnitt sind die experimentellen Basisuntersuchungen doku-
mentiert, mit denen die vorher beschriebenen Modelle validiert wurden.
Nach der Beschreibung der Versuchsbedingungen wird die Ausgleichs-
rechnung zur Bestimmung der Warmequelleneigenschaften beschrieben.
Anschlielend werden Fehlerquellen sowie deren Auswirkungen iiber eine
Sensitivitdtsanalyse sowie eine Monte-Carlo-Simulation abgeschétzt.

6.3.1 Versuchsaufbau und Prozessparameter

Bei den Basisuntersuchungen wurden Frasversuche mittels zweischneidigen
PKD-Friasern mit dwz = 8 mm an Platten aus UD-CFK mit den vier
Faserorientierungen 0°, 45°, 90° und 135° im Gegenlauf durchgefiihrt.
Der eingesetzte Versuchswerkstoff war CFK 9857, siehe Tabelle 5.1. Die
zugehorigen Prozessparameter sind Tabelle 6.4 zu entnehmen.

Tabelle 6.4: Prozessparameter der Basisuntersuchungen mit CFK 9857

Parameter Symbol Wert Einheit
Schnittgeschwindigkeit Ve 100 m/min
Vorschub pro Zahn 1z 0,015 mm
Vorschubgeschwindigkeit vs 120 mm /min
Arbeitseingriff de 1,5 mm
Schnitttiefe (Werkstiickdicke) ap 4,0 mm
Werkzeugdurchmesser dwyz, 8,0 mm

Der Versuchsaufbau ist schematisch in Abbildung 6.18 dargestellt, ein
Foto ist in Abbildung 5.5 enthalten. Zur Temperaturmessung wurden
vier Mantelthermoelemente vom Typ 12(J) genutzt, deren Eigenschaf-
ten Tabelle 5.3 auflistet. Die Thermoelemente wurden ausgehend von
der Schnittkante nummeriert und zur Kante in einem Winkel von 22,5°
angeordnet. Ziel war es, fiir alle Faserorientierungen die gleiche Anord-
nung zu nutzen und gleichzeitig tiber den Winkel 22,5° eine Ausrichtung
der Thermoelemente parallel zu den Fasern zu vermeiden, da diese den
Wiérmetransport dominieren. Ein weiter von der Schnittkante entferntes
Thermoelement wére sonst verstarkt vom Warmefluss abgeschirmt. Das
erste Thermoelement wurde jeweils so im Werkstiick platziert, dass das
Werkzeug bis zur Messstelle 200 mm Vorschubweg im Material zuriickge-
legt hat. Der Gesamtvorschubweg betrug etwa 250 mm. Diese Positionie-
rung sicherte einen stationaren Zustand, was durch Messungen mit der
in Abschnitt 5.3.2 beschriebenen Thermographiekamera thermolMAGER
TIM 400 bestétigt wurde.

Hervorzuheben ist, dass die Thermoelemente an ihren fixen Positionen
im Werkstiick jeweils fiir vier Schnitte genutzt wurden, zwischen denen
das Werkstiick sich jeweils wieder auf Raumtemperatur abkiihlte. Auf
diese Weise konnte die Restriktion von vier Thermoelement-Anschliissen
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Abbildung 6.18: Skizze der Thermoelement-Anordnung und der ausgefiihrten
Schnitte in den Basisuntersuchungen nach [Meh+19]

des Messmoduls NI-9210 aus Abschnitt 5.3.1 umgangen und ein gréflerer
Abstandbereich von der Schnittkante vermessen werden. Hierfiir wurde der
Abstand der Thermoelemente untereinander senkrecht zur Schnittkante
auf 1,5 mm festgelegt, was dem jeweiligen Arbeitseingriff der vier Schnitte
entsprach und so den Vergleich von z. B. der Temperatur von TE1 im
ersten Schnitt mit der von TE2 im zweiten Schnitt ermdglichte.

Das Schnittmoment des PKD-Frasers wurde mittels rotierendem 2-
Komponenten Dynamometer KISTLER 9125A gemessen. Zur Kontrol-
le der Messdaten wurden parallel die Kréfte in x, ¥ und z mittels
Mehrkomponenten-Messplattform KISTLER 9253812 aufgezeichnet. Beide
Geriéte sind in Abschnitt 5.3.4 beschrieben.

Im Fall des Faserorientierungswinkels @ = 0° bildeten sich bei der
Zerspanung von nicht verstiarkten CFK-Probebauteilen léngs der Vor-
schubrichtung Risse, welche vor dem Werkzeug lange Stiicke ausbrechen
lielen. Dieser Effekt ist auf die geringe Festigkeit des Werkstoffs quer zur
Faserrichtung zurtickzufithren. Um dennoch Versuche mit dieser Faserori-
entierung durchfiihren zu kénnen, wurden die Probebauteile beidseitig mit
1 mm starken Platten aus Glashartgewebe EP GC 203 (hergestellt nach
DIN EN 60893), beklebt, Abbildung 6.19. Die Platten haben nach [BK 13]
eine Wirmeleitfahigkeit von 0,25 Wm™'K~!, eine Dichte von 1,86 g/cm?
und eine Einsatztemperatur von bis zu 180 °C.

Vor der Verklebung wurde sowohl CFK als auch Glashartgewebe mit
feinem Schleifpapier leicht angeraut und mit Isopropanol gereinigt. Als
Klebstoff wurde UHU Endfest 300 genutzt. Das Paket aus zwei Glashart-
gewebeplatten und dem CFK-Probebauteil wurde im Heifipressverfahren
bei 80 °C und unter einer Presskraft von 20kN fiir 30 Minuten ausgehér-
tet. Dabei wurden jeweils mehrere Probebauteile auf einmal mit einer
Gesamtfliche von etwa 400 cm? gleichzeitig verklebt. Das Heifipressen
fithrte nach dem Datenblatt des Klebstoffs in [UHU12] zu einer Festigkeit
der Klebestelle von iiber 20 MPa.
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Abbildung 6.19: Lagenaufbau mit Glashartgewebe und CFK sowie Einbausi-
tuation der Thermoelemente beim Frasen von linearen Schnitten mit Faserorien-
tierung @ = 0° sowie konvexen Schnitten

Durch diese Verstarkung der Probebauteile wurden die Ausbriiche
effektiv verhindert. Die Auswirkung der Glashartgewebeplatten auf die
Wiérmeleitung wurden aufgrund ihrer niedrigen Warmeleitfadhigkeit im
Vergleich zum verwendeten CFK (siehe auch Tabelle 5.1) sowie der ge-
ringen gemessenen Schnittleistung bei der Zerspanung von Glashartge-
webeplatten und eines damit einhergehenden niedrigen Warmestroms in
die Platte vernachléssigt. Zur Veranschaulichung der Temperaturkurven
der Thermoelemente zeigt im Vorgriff Abbildung 6.22 die experimen-
tell gemessenen Werte des jeweils letzten Schnitts mit der zugehorigen
Modell-Uberlagerung, die im Folgenden erldutert wird.

6.3.2 Ausgleichsrechnung und Validierung

Das analytische Modell in (6.8) wurde per Optimierungsalgorithmus durch
Variation der Wérmequelleneigenschaften gus und sys an die experimen-
tellen Ergebnisse angenéhert. Aus den per Thermoelement gemessenen Ma-
ximaltemperaturen und den zugehoérigen Schnittkantenabsténden wurde
iiber die gegeniiber dem analytischen Modell resultierenden Abweichungen
eine Ausgleichsrechnung vorgenommen. Bei den im Experiment mehrfach
vorkommenden Schnittkantenabstédnden wurde vor der Optimierung ei-
ne Mittelung der Maximaltemperaturen der Thermoelementmessungen
vorgenommen. Dies sorgte fiir eine wesentlich gréflere Sicherheit bei der
Ausgleichsrechnung.

Die Ausgleichsrechnung wurde in MATLAB mit der dort integrierten
Funktion lsgnonlin() umgesetzt, da es sich um ein nichtlineares Problem
handelt. Die Funktion nutzt das Trust-Region-Verfahren, welches tiber
an die Fehlerfunktion angendherte lokal definierte Ersatzfunktionen ei-
ne Minimierung des Fehlers vornimmt, siehe auch [BSS88; CL94; CLIG6;
BCL99]. In jedem Verfahrensschritt wird hierbei erneut eine fiir die Um-
gebung des aktuellen Punktes giiltige Ersatzfunktion berechnet. Zeigt ein
Verfahrensschritt keine Verbesserung, wird die so genannte Trust-Region,
in welcher die Ersatzfunktion als zuldssige Anndherung betrachtet wird,
verkleinert. Ist der Losungsraum fiir die Eingangsparameter beschrankt,
kommt bei Erreichen des Rands ein Schritt hinzu, in welchem der Para-
meter reflektiert wird, daher auch Trust-Region-Reflective-Verfahren. Das
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Verfahren ist beendet, wenn ein Verfahrensschritt keine vorher definierte
Verbesserung mehr liefert. Eine gute Einfiihrung in das Thema enthélt
[NWO06], die Beschreibung der Umsetzung in MATLAB liefert [Mat22].

In der vorliegenden Problemstellung wird die Summe der Quadrate
der Residuen (SQR) minimiert, also

mx1n||f(x)||§ = Irgn (fl(x)2 + fo(x)* + ... +fn(x)2) ) (6.16)
siehe [Mat22], mit den Residuentermen aus der Temperaturdifferenz

fi (sus, gus) = 9 (TE;) — Smss,a.ss (sus, gus, z(TE;), ...) . (6.17)

Die Funktion Isgnonlin() benétigt hierzu alle Vektoreintriage f; anstelle
der Norm des Vektors f, da dies die Effizienz des Algorithmus verbessert.

Optimierungsalgorithmen sind generell nicht zwangslaufig in der Lage,
ein globales Minimum zu finden, wenn z. B. in der Nédhe der Initial-
bedingung ein lokales Minimum vorliegt. Im vorliegenden Fall sind die
Oberflichen der Fehlerfunktionen, welche aus der SQR gebildet wird,
jedoch vorteilhaft, wie Abbildung 6.20 verdeutlicht.

x 10°
12 U N ‘
_____ Pys = 110% Prs opt
w PHS = 100% PHS,opt
w | — — — Pus = 90% Pus opt |
- > SQR
% Min. SQR
T |
qus 6
4L
N 4
0 ‘ ‘ ‘ ‘ |
0 1 2 3 4 i °

SHs ———>

Abbildung 6.20: Oberflichen der Summe der Residuenquadrate bei der Bestim-
mung der Warmequelleneigenschaften fiir alle Faserorientierungen; Versuchsbe-
dingungen nach Tabelle 6.4

Es handelt sich mit einer Ausnahme um langliche Senken mit nume-
risch stabilen Minima, welche nahezu parallel zu den hyperbolischen Linien
konstanten Warmestroms ausgerichtet sind, siehe auch (4.50). Dement-
sprechend ist auch bei kleinen Fehlern in der Optimierung von gus und sgs
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davon auszugehen, dass wenigstens der berechnete Warmestrom Ppg nah
am wahren Wert liegt. In Abbildung 6.20 ist fiir die Faserorientierung 0°
bei ndherer Betrachtung erkennbar, dass die Senke keinen abgeschlossenen
Bereich bildet sondern nach links gedffnet ist. Dies héngt mit der speziell
in dieser Faserorientierung auftretenden Problematik zusammen, welche
in der Optimierung zu unrealistisch kleinen Warmequellenbreiten fiihrt.
Aus diesem Grund wurde fiir @ = 0° die Warmequellenbreite spyg = 1 mm
festgelegt. Dies korrespondiert mit den Uberlegungen aus Abschnitt 6.1.4,
vergleiche Abbildung 6.5. Da der Wert von 1 mm kein Optimum der SQR
darstellt, wurde an dieser Stelle keine Markierung im Diagramm gesetzt.

Weiterhin kénnen fiir die dargestellten Werte die maximalen Tempe-
raturen bestimmt werden, welche sich unter Annahme eines konstanten
Wiérmestroms bei Abweichungen vom gefundenen Optimum einstellen.
Wie bereits in Abbildung 6.5 gezeigt, hat eine Abweichung von der opti-
malen Warmequellenbreite bei konstantem Wérmestrom (in Abhéngigkeit
von der Faserorientierung) eine signifikante Temperaturdanderung in bis
zu zwei mm Tiefe zur Folge. Zur Vereinfachung der Darstellung sind in
Abbildung 6.21 lediglich die Temperaturerhohungen an der Oberflache
dargestellt.

350 T T T T T T
—— Oberflachentemperatur
x  Min. SQR
KL 1
T d = 135°
Il9max 250 - B
200 + d = 45° i
P =0°

150 1 1 1 1 1 1

0 1 2 3 4 5 mm 7

SHS —————>

Abbildung 6.21: Maximale Erhdhung der Oberflichentemperaturen bei Abwei-
chung vom Optimum in den Basisuntersuchungen unter Annahme konstanten
Wiérmestroms; Versuchsbedingungen nach Tabelle 6.4

Aus dem gleichen Grund wie bei Abbildung 6.20 wurde fiir Abbil-
dung 6.21 keine Markierung bei @ = 0° gesetzt, da der Wert fiir syg
lediglich anhand der bekannten Grenzen festgelegt wurde. Dennoch wurde
die Erhéhung der Oberflichentemperaturen eingezeichnet, welche sich aus

92



63 EXPERIMENTELLE BASISUNTERSUCHUNGEN

einer Variation im vermuteten Bereich ergeben.

Bei der hier erfolgten Anndherung des analytischen Modells an die
experimentellen Ergebnisse wurden mit den Wérmequelleneigenschaften
zwei zentrale Eingangsparameter des Modells verdndert, um die Diffe-
renz zwischen Modell und Realitdt zu minimieren. Dies verringert nach
[OR10] die Sicherheit, dass das Modell fiir Vorhersagen aufierhalb des
untersuchten Bereichs einsetzbar ist. Im vorliegenden Fall ist jedoch die
Bestimmung der Warmequelleneigenschaften zentrales Ziel der Modell-
bildung. Mit den genannten Einschrinkungen (mit der Zeit ansteigende
Abweichung der Temperaturen aufgrund von Wéarmeverlusten an der
Oberflache, Ungenauigkeiten bei der Temperaturmessung sowie ungenaue
Werkstoffeigenschaften) und im Vergleich mit fritheren Arbeiten im Be-
reich bewegter Warmequellen kann das hergeleitete Modell als validiert
angesehen werden. Gleichzeitig wurde Wert darauf gelegt, dass die Aussa-
gen der Ausgleichsrechnung auf Basis der Experimente stets konservativ
sind.

6.3.3 Ergebnisse der Basisuntersuchungen

Aus der im vorigen Abschnitt vorgestellten Ausgleichsrechnung ergeben
sich mit den Maximaltemperaturen der Thermoelementmessungen die
Eigenschaften der dquivalenten bewegten Warmequelle. Zum Vergleich
der gemessenen mit den modellhaft nachgebildeten Maximaltemperaturen
bei der Werkzeugbewegung wurden diese in Abbildung 6.23 dargestellt.
Obwohl fiir die Ausgleichsrechnung nur der jeweilige Mittelwert der Ma-
ximaltemperaturen fiir einen Abstand beriicksichtigt wurde, sind in der
Abbildung alle gemessenen Maximaltemperaturen eingezeichnet, um die
geringe Varianz der Messungen zu verdeutlichen. Uber das Modell kénnen
auch die Temperaturen im Nahbereich des Werkzeugs mit Schnittkanten-
abstéinden z unterhalb von 1,5 mm extrapoliert werden, die nicht bzw.
nur duflerst aufwindig messbar wéren.

Fiir einen bekannten Wert der Glasiibergangstemperatur Ty der Ma-
trix ldsst sich aus diesen Ergebnissen die Tiefe der Warmeeinflusszone
(WEZ) ableiten. Fur das vorliegende CFK 9857 mit dem Epoxidharz Cy-
com 977-2 liegt dieser Wert bei T, = 170 °C [Sol22]. Unter Annahme einer
Raumtemperatur von 20 °C ist daher eine Temperaturerh6hung von 150 K
ausreichend, um Ty zu erreichen. Wie aus Abbildung 6.23 zu entnehmen
ist, unterscheidet sich die Tiefe der WEZ zwischen den Faserorientierun-
gen deutlich. Wihrend fiir ® = 0° nahezu keine Uberschreitung von Ty
aus dem Diagramm hervorgeht, liegt die Tiefe der WEZ fiir ® = 45° und
O = 135° bei etwa zwgrz = 1 mm, fiir ® = 90° bei ungefdhr zwgz = 2 mm.

Eine anschauliche Bestétigung der Ausgleichsrechnung liefert die Uber-
lagerung von gemessenen zu modellierten Temperaturverldufen iiber der
Vorschubrichtung in Abbildung 6.22. Wie in Abschnitt 6.3.1 beschrieben,
wurden die Temperaturmessungen bei den experimentellen Basisuntersu-
chungen stets mit gleichzeitig vier Thermoelementen durchgefithrt. Um
die hochsten Temperaturveranderungen darzustellen, wurden hier daher
die gemessenen Temperaturen der jeweils letzten Schnitte der Faserorien-
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Abbildung 6.22: Uberlagerung der gemessenen Temperaturerhéhungen mit
denen des angenaherten Modells fiir den jeweils letzten Schnitt, die Maxima sind
auf x = 0 mm verschoben; Versuchsbedingungen nach Tabelle 6.4

tierung gewéahlt. Es wird deutlich, dass die modellierten Temperaturen
nach dem Maximum (also im linken Bereich der Diagramme, nachdem
das Werkzeug an dieser Position vorbeigezogen ist) durchgéngig unterhalb
der modellierten Temperaturen liegen. Dies hangt mit den im Modell
vernachléssigten Warmeverlusten zusammen.

Im Fall von @ = 45° und @ = 135° liegen in Abbildung 6.22 die
gemessenen Maximaltemperaturen der in diesem Diagramm am weitesten
entfernten Thermoelemente TE3 und TE4 (Schnittkantenabstand 4,5 und
6,0 mm) oberhalb des modellierten Maximums. Unter Beriicksichtigung
der Warmeverluste sollten diese Temperaturen eigentlich niedriger sein als
beim Modell, da bis zum Erreichen der weit entfernten Thermoelemente
schon ein Teil der Warme iiber die Bauteiloberflichen verloren gegangen
ist. Dies suggeriert, dass die tatsdchliche Warmestromdichte hoher liegt
als hier durch Ausgleichsrechnung bestimmt. Anschaulich liegt dies an
einer Uberbewertung der niheren Thermoelemente, da diese durch ihre
hoheren Temperaturen auch grofiere absolute Fehler aufweisen kénnen.
Es ware moglich, durch Normalisierung der Fehler mit den jeweiligen
Temperaturen eine gleichberechtigte Ausgleichsrechnung durchzufiihren.
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Abbildung 6.23: Gemessene und modellierte maximale Temperaturerhchungen
im linearen Schnitt mit Messergebnissen aller Schnittkantenabsténde; Versuchs-
bedingungen nach Tabelle 6.4

Eine Minimierung der Fehler der nahen Thermoelemente liegt jedoch im
Interesse eines konservativen Ansatzes und wurde daher beibehalten.

Fiir die Abweichung der nah an der Schnittkante liegenden Thermoele-
mente existieren mehrere Erklarungen. Einerseits wurden die Temperatu-
ren bei den Experimenten in dieser Arbeit lediglich mit einer Abtastrate
von 14 Hz durchgefiihrt (siehe Tabelle 5.4), was bei gegebener Vorschub-
geschwindigkeit einem Abstand der Messpunkte in Vorschubrichtung von
etwa 0,14 mm entspricht. Daraus folgt, dass die tatsdchliche Maximaltem-
peratur bei der Messung verpasst worden sein kann. Weiterhin sorgt die
Anbringung der Thermoelemente in einem Sackloch mit Wérmeleitpaste
zusétzlich zu den Eigenschaften der Thermoelemente dafiir, dass die Feh-
ler bei der Temperaturmessung, welche in (5.5) abgeschétzt wurden, mit
der Temperatur steigen. Dies hangt damit zusammen, dass die Maxima
des am néchsten an der Schnittkante liegenden TE1 eine starke Kriim-
mung aufweisen und damit in einem, verglichen mit dem Durchmesser
der Bohrung, geometrisch recht kleinen Bereich liegen, was den Fehler
der Thermoelemente verstérkt.

Die wichtigsten Ergebnisse der experimentellen Basisuntersuchungen
sind in Abbildung 6.24 zusammengefasst. Neben den Warmequellenei-
genschaften gus und sps, dem Wérmestrom Pys sowie den maximalen
Temperaturerh6hungen an der Oberfliche 9.« sind auch die mechanische
Leistung Py und der Anteil von Pyg an Py, Rws, geméB (2.4) enthalten.
Die mechanische Leistung entstammt hierbei den Messungen mit dem
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rotierenden Dynamometer. Zahlenwerte der Ergebnisse sind in Tabelle A.1
hinterlegt.
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Abbildung 6.24: Zusammenfassung der wichtigsten Ergebnisse der experimen-
tellen Basisuntersuchungen; Versuchsbedingungen nach Tabelle 6.4

Es zeigt sich, dass alle sechs dargestellten Groflen stark abhéngig
vom Faserorientierungswinkel sind. Auffllig ist zunéchst, dass die Wér-
mestromdichte je nach Faserorientierung um knapp einen Faktor zwei
abweichen kann. Weiterhin verhalt sich die Warmequellenbreite wie er-
wartet so, dass vorteilhafte Ausrichtungen der Fasern ins Material mit
besonders hohen Warmequellenbreiten auffallen. Der Warmestrom als
proportional von diesen beiden Gréflen abhidngiges Produkt spiegelt dies
wider. Interessant ist weiterhin, dass die berechnete maximale Temperatur
an der Schnittkante einen dhnlichen Verlauf wie die mechanische Leistung
des Frisers zeigt, was die in Abbildung 2.5 dargestellten Ergebnisse fiir
das Bohren von UD-CFK bestétigt. Dies ist insofern naheliegend, als dass
eine Steigerung der mechanischen Leistung mit einer Temperaturerhchung
des Fréasers einhergeht, die sich dann auch auf die Schnittkantenoberflache
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iibertrégt. Verdeutlicht wird dies durch den Anteil des Warmestroms ins
Werkstiick an der mechanischen Leistung, welche ndherungsweise voll-
standig in Warme umgesetzt wird. Da nur ein Anteil von bis zu 24 % ins
Werkstiick flief3t, teilt sich der verbleibende Warmestrom auf Werkzeug
und Spéne auf. Aus den Untersuchungen von [SAH18] geht dabei hervor,
dass Werkzeug- und Spane-Warmestromanteile sich in einer vergleichbaren
Groéflenordnung bewegen.

6.3.4 Sensitivititsanalyse und Monte-Carlo-Simulation

Zur Abschitzung des Einflusses von Fehlern bei der Bestimmung der
Wirmequelleneigenschaften spyg und gus wurden die zugehdrigen Ein-
gangsgroflen im Zuge einer einfachen Sensitivitdtsanalyse sowie mittels
Monte-Carlo-Simulation variiert. Zundchst werden die fehleranfalligen
Fingangsgrofien identifiziert: Aus der Wiederholgenauigkeit der fiir die
Versuche eingesetzten Werkzeugmaschine (siehe Abschnitt 5.2.1) folgt
die Ungenauigkeit der Bohrungen fiir die Thermoelement-Platzierung,
deren Nennmaf in x- und z-Richtung gleich ist. Da die Platzierung in
x-Richtung modellbedingt nicht beriicksichtigt wird, verbleibt der Fehler
in z-Richtung, dessen Groéfle zudem unabhéngig vom Soll-Abstand zrg
zur Schnittkante ist. Der kritischste anzunehmende Fall ist allerdings,
dass der Fraser beim Schnitt nicht korrekt positioniert ist, da dann die
Schnittkantenabsténde aller Thermoelemente gleichzeitig variiert werden.

Daneben liegen Fehler vor, die sich aus der Messungenauigkeit bei der
Bestimmung der Werkstoffeigenschaften Dichte p, spezifische Wérmeka-
pazitdt c, und Warmeleitfdhigkeiten k11 bzw. k33 ergeben. Hierzu sei auf
die Abschnitte 5.1.1, 5.1.3 und 5.1.4 verwiesen. Das gemessene Tempera-
turniveau dtr wird durch die Genauigkeit der Thermoelement-Messung
beeinflusst. Die Groéfle des Messfehlers hingt vom Temperaturniveau ab,
wie in Abschnitt 5.3.1 {iber Gleichung (5.5) erlautert ist.

Sensitivitdtsanalyse

Fiir die Sensitivitdtsanalyse wurden die soeben identifizierten Fehlerquel-
len einzeln variiert. Da die Warmeleitfahigkeiten k11 und k33 abgeleitete
Groflen sind, die von den Temperaturleitfahigkeiten a1; und ass, spe-
zifischer Warmekapazitat c, und Dichte p abhangig sind, werden statt
der Wéarmeleitfahigkeiten die Eingangsgréfien nach ihren Unsicherheiten
variiert, siehe Abschnitt 4.1. Fiir die Thermoelemente wurde angenommen,
dass alle Elemente gleichzeitig einen Fehler von 1/40 ihres Messwerts
in dieselbe Richtung anzeigen. Beim Schnittkantenabstand wurde, wie
oben beschrieben, eine fehlerhafte Fraserpositionierung von Az = 5um
angenommen. Eine weitere untersuchte Fehlerquelle ergibt sich aus dem
Zuschnitt der Probekorper, bei der die Faserorientierung @ einer nicht ex-
akt quantifizierbaren Ungenauigkeit unterliegt. Der sich hieraus ergebende
Fehler wurde auf +£0,2° abgeschétzt.

Diese Annahmen und die daraus folgenden Parametervariationen
verdndern die Warmequelleneigenschaften. Der Einfachheit halber ist
in Abbildung 6.25 aber lediglich die Verdnderung des Warmestroms
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aufgetragen. Hier wurde zudem eine Sortierung nach Einfluss von oben
nach unten vorgenommen. Die gréfiten Verdnderungen des Warmestroms
verursachen bei allen Faserorientierungen Variationen der Temperatur, der
spezifischen Wéarmekapazitdt und der Dichte. Alle weiteren Variationen
der Eingangsparameter sind in ihrer angenommenen Auspriagung in Bezug
auf den Warmestrom nahezu vernachléssigbar. Begriinden ldsst sich das
hohe Gewicht von ¢, und p mit einem Vergleich zu Abbildung 6.7, in
der das Produkt aus cp, p und der Vorschubgeschwindigkeit variiert
wurde. Letztlich hebt oder senkt eine Variation von ¢, und p direkt
die maximalen Temperaturveranderungen iiber der gesamten Tiefe des
Werkstiicks. Umgekehrt ist also bei bekannten Temperaturverdnderungen
eine entsprechend deutliche Veranderung der Wérmequelleneigenschaften
und somit des Warmestroms die Folge.

¢ =0° ® = 45°

9 (£2,5%) | 9 (£2,5%)

e (£2%) + ¢ (£2%)

p (£0,5%) | | b (£0,5%)
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asy (+£2,4%) asz (£2,4%)
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8.8 W 9.2 52 54 W 58
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Abbildung 6.25: Sensitivitit des Wirmestroms gegeniiber typischen Verinde-
rungen der Eingangsparameter; Versuchsbedingungen nach Tabelle 6.4

Die eben dargestellte Reihenfolge und Hohe der Sensitivitdten gilt je-
doch nur fiir den Wérmestrom. Fiir die maximalen Temperaturerh6hungen
an der Schnittkante stellen sich die Sensitivitdten wie in Abbildung 6.26
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gezeigt dar. Es wird deutlich, dass auch hier die Abweichung der gemesse-
nen Temperaturen eine dominante Rolle einnimmt, die Reihenfolgen der
restlichen Parameter allerdings deutlich von der zuvor erfassten abweicht.
Bei ® = 0° und ® = 135° liegt an zweiter Stelle die Temperaturleitfahig-
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Abbildung 6.26: Sensitivitit der maximalen Oberflichentemperaturerh6hung
gegeniiber typischen Verdnderungen der Eingangsparameter; Versuchsbedingun-
gen nach Tabelle 6.4

keit a3, welche bei diesen Faserorientierungen den Wérmetransport weg
von der Schnittkante bestimmt. Weiterhin ist fiir diese Faserorientierungen
ein bemerkenswerter Effekt von c, und p zu verzeichnen. So steigt im Fall
von @ = 0° die maximale Oberflichentemperatur bei Verringerung und
Vergroerung dieser Groflen- bei @ = 135° liegt der umgekehrte Fall vor.
Diese zunéchst wenig intuitive Sensitivitét liegt in diesem speziellen Fall
daran, dass zwar der Warmestrom jeweils mit ¢, und p steigt und fallt,
dies allerdings nicht fiir die Wéarmequellenbreite gilt, welche die Oberfla-
chentemperatur stark veréndert. Zudem fallt bei @ = 0° und @ = 135° die
Asymmetrie der Einfliilsse von a7 und ass auf. Diese hdngt direkt mit
der (in Abbildung 6.25 nicht sichtbaren) Asymmetrie im Wérmestrom
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und der nicht vorhersehbare Lage des Minimums der SQR zusammen.
Fir © = 45° und @ = 90° sind die weiteren Eingangsparameter neben der
Abweichung der gemessenen Temperaturen vernachléssigbar.

Monte-Carlo-Simulation

Die Sensitivitdten im vorigen Abschnitt wurden jeweils nur fiir einzelne
Eingangsparameter untersucht. Interessant ist jedoch, in welchem Bereich
sich die ZielgroBen der Warmequelleneigenschaften befinden, wenn alle
Eingangsparameter gleichzeitig variiert werden. Hierzu wurde eine Monte-
Carlo-Simulation erstellt, welche im Gegensatz zur vorherigen Analyse
alle Thermoelement-Temperaturen und -Schnittkantenabstdnde sowie
die weiteren Eingangsparameter gleichzeitig zuféllig verdndert. Bei der
Variation der Temperaturen wurde dazu auf (5.5) zuriickgegriffen.

Wie in [MNR12] beschrieben, werden Monte-Carlo-Simulationen u. a.
eingesetzt, um Zufallsstichproben von unsicheren bzw. fehlerbehafteten
Eingangsgréfien zu generieren und deren Auswirkung auf die Ausgangswer-
te statistisch zu analysieren. In der hier betrachteten Situation wurden die
Eingangsgrofien als standard-normalverteilte Zufallszahlen generiert. Fiir
jede Stichprobe wurde anschlieflend die in Abschnitt 6.3.2 beschriebene
Ausgleichsrechnung durchgefiihrt, um die Warmequelleneigenschaften zu
bestimmen. Die Konvergenz dieser Ausgangswerte zum Mittelwert war
iiber die insgesamt 10.000 durchgefithrten Stichproben nach der Beschrei-
bung in [MNR12] gegeben.

Abbildung 6.27 veranschaulicht die bei der Monte-Carlo-Simulation va-
riierten Werte der Temperaturmessung und der z-Koordinate der Thermo-
elemente vor einer mittels modellbasierter Ausgleichsrechnung bestimmten
Kurve, vergleiche auch Abbildung 6.23. Die Abbildung verdeutlicht das
Ansteigen des Temperatur-Messfehlers mit der gemessenen Temperatur,
wéahrend die Variation der Schnittkantenabsténde unabhéngig von der
Position im Werkstiick ist. Dartiber hinaus wurden die Werkstoffeigen-
schaften ki1, ka3, ¢, und p sowie der Faserorientierungswinkel @ in den
Stichproben generiert. Wie schon zuvor bei der Sensitivitdtsanalyse wur-
den ki1 und k33 nicht direkt, sondern iiber die Temperaturleitfahigkeiten
a11 und agz in Kombination mit ¢, und p variiert.

Das Ergebnis der Monte-Carlo-Simulation zeigt Abbildung 6.28. Hier-
zu wurde die Darstellungsart des Box-Plots gewahlt. Die graue Box
umfasst dabei jeweils die Halfte der insgesamt 10.000 Stichproben, inner-
halb der Box liegt die Medianlinie. Von den Boxen gehen jeweils zwei
vertikale Linien, sog. Whisker, aus, welche den Bereich der Maximalwerte
kennzeichnen. Hier wird die in MATLAB implementierte Definition der
Whiskergréfle genutzt, welche maximal das 1,5-fache der Boxhohe, dem
sog. Interquartilsabstand, betragt. Alle Stichproben ober- und unterhalb
der Whisker sind Ausreifler, deren relativer Anteil an den Stichproben im
Diagramm eingezeichnet ist.

Zunéchst fallt auf, dass der Warmestrom nur einer geringen Verédnde-
rung unterliegt. Dies héngt mit den in Abschnitt 6.3.2 gezeigten Senken
der SQR zusammen. Eine Verdnderung des Warmestroms erfordert eine
Bewegung des Optimums in Richtung des hochsten Gradienten, was we-
niger wahrscheinlich als eine Bewegung (nahezu) parallel zu den Linien
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Zusatzlich Variation von

k11, k33, Cp, p und @ in
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Abbildung 6.27: Darstellung der mit dem Temperaturniveau kleiner werdenden
Variation der Thermoelement-Temperaturen bei konstanter Variation der z-
Koordinate in der Monte-Carlo-Simulation

konstanten Warmestroms ist. Da das Produkt aus Warmequellenbreite
und Warmestromdichte also nahezu konstant ist, liegt bei einem hohen
Wert des einen ein niedriger Wert des anderen vor. Die Faserorientierung
@ = 0° stellt hier wieder einen Sonderfall dar, da die Warmequellenbreite
sus weiter konstant bei 1 mm lag, und wird daher nicht weiter betrachtet.

Weiterhin wird deutlich, dass die Warmestromdichten wesentlich stér-
ker streuen als die Warmestrome. Die Werte fiir @ = 135° zeigen die
hochste Bandbreite in Bezug auf Box- und Whiskergréfle sowie die mit
Abstand héchste Zahl von Ausreifiern. Dies liegt im Zusammenhang mit
der geringen Verdnderung des Warmestroms daran, dass spg teilwei-
se sehr niedrige Werte annimmt und somit gus durch die umgekehrte
Proportionalitat stark ansteigt.

Die in x-Richtung projizierte Linge des Schnittbogens sgeo = 3,12 mm
fiir den vorliegenden Arbeitseingriff von a, = 1,5 mm ist in Abbildung 6.28
zum Vergleich mit den Warmequellenbreiten syg eingetragen. Fiir syg
zeigen sich teilweise Werte, die sogar deutlich iiber dem halben Werk-
zeugdurchmesser dwyz/2 = 4mm liegen. Auch wenn syg nicht direkt einer
geometrischen Grofle entspricht, kann keine direkte Warmeiibertragung
des Werkzeugs auflerhalb des Schnittbogens stattfinden. Es ist daher
anzunehmen, dass sich die wahren Werte von spg in der unteren Halfte
des Diagramms befinden. Die Box der Wéarmequellenbreite fiir ® = 45°,
also zusammen mit nach oben abgehenden Whiskern und Ausreiflern mehr
als die Halfte der Stichproben, liegt als einzige komplett oberhalb von
Sgeo = 3,12mm, zeigt allerdings auch insgesamt die héchsten Streuun-
gen. Fiir diese Faserorientierung ist gleichzeitig als einzige die bevorzugte
Richtung der Warmeleitung so ausgerichtet, dass sie die Breite der Warme-
iibertragungszone maximiert, siehe auch [Wan-+16b] und den zugehorigen
Absatz in Abschnitt 2.4.1.

Insgesamt wird deutlich, dass die Aussagen zum Wéarmestrom ei-
ne hohe Sicherheit aufweisen. Die Aussagen zu Warmestromdichte und
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Wiérmequellenbreite sind angesichts ihrer Streuungsbreiten héheren Un-
sicherheiten unterworfen. Speziell die Werte fiir die Warmestromdichte
von ® = 135° und die Warmequellenbreite von @ = 45° weisen eine
vergleichsweise geringe Sicherheit auf.
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Abbildung 6.28: Ergebnis der Monte-Carlo-Simulation mit 10.000 Stichproben
fiir Parameter- und Messwertabweichungen mit Prozentangaben der Ausreifler;
Versuchsbedingungen nach Tabelle 6.4
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In diesem Abschnitt sind die experimentellen Hauptuntersuchungen doku-
mentiert, welche erste Modellaussagen bei der Variation der Versuchspara-
meter Arbeitseingriff a., Zahnvorschub f, sowie Schnittgeschwindigkeit v,
und Vorschubgeschwindigkeit vy liefern sollen.

6.4.1 Versuchsaufbau

Bei den Hauptuntersuchungen wurden wie bei den Basisuntersuchungen
Fréasversuche im Gegenlauf mit zweischneidigen PKD-Friasern an UD-CFK
mit den vier Faserorientierungen 0°, 45°, 90° und 135° durchgefiihrt. Der
eingesetzte Versuchswerkstoff war aufgrund von Materialknappheit im Ge-
gensatz zu allen anderen Versuchen CFK 9837, sieche Tabelle 5.1. Bei der
Faserorientierung von 0° war wie in den Basisuntersuchung eine Verstér-
kung des Materials quer zur Faserrichtung durch beidseitig aufgebrachte
Glashartgewebeplatten notwendig, siche auch Abbildung 6.19.

Der Versuchsaufbau der Hauptuntersuchungen in Abbildung 6.29
wurde gegeniiber dem Aufbau in den Basisuntersuchungen verédndert.
So konnte eine Versuchswiederholung mit jeweils vier Schnitten fiir je
vier Faserorientierungen angesichts der Variationszahl in der Versuchs-
planung und der damit einhergehenden Zeit- und Ressourcenaufwénde
nicht geleistet werden, weshalb Schnitte mit jeweils vier Thermoelemen-
ten im Probebauteil ohne Wiederholung durchgefiithrt wurden. Lediglich
die Versuche mit mittlerem Arbeitseingriff und mittlerem Zahnvorschub
wurden fiir jede Faserorientierung dreimal wiederholt, um die Streuung
der Temperaturen zu erfassen.

TE4 Werkstiick z

775.7 l fNut
|| i r..,_‘TEB vy x Pyrometerfaser
A15

, o aTE2
4 o

1,5 mm T

, 22,5° “oong TE1
1 i .

1,5 mm
A

5 mm

Frontansicht

Abbildung 6.29: Skizze der Thermoelement-Anordnung und der Pyrometerpo-
sition in den Hauptuntersuchungen

Weiterhin war es gegeniiber den Basisuntersuchungen notwendig, auf-
grund hoherer Geschwindigkeiten und damit stédrkerer Konzentration der
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Erwarmung auf die Randzone des Bauteils zuséatzlich ein Zwei-Farben-
Pyrometer zur Temperaturmessung des entlanglaufenden Werkzeugs ein-
zusetzen. Die Nut fiir das Zwei-Farben-Pyrometer wurde so eingebracht,
dass die Pyrometerfaser auf der Hélfte der Bauteildicke und unmittelbar
hinter den Thermoelementen positioniert war.

6.4.2 Versuchsplanung

Die in den experimentellen Hauptuntersuchungen durchgefithrten Ver-
suche sind in Tabelle 6.5 hinterlegt. Der erste Satz Prozessparameter
entspricht denen in den experimentellen Basisuntersuchungen. Die Ver-
suche mit den Nummern 3, 5 und 7 bilden Set A, bei dem lediglich der
Arbeitseingriff in gleich weiten Schritten bis zum Vollschnitt variiert wurde,
wéhrend Vorschubgeschwindigkeit und Zahneingriff auf einem mittleren
Wert gehalten wurden. Bei Set B mit den Versuchsnummern 4, 5 und 6
wurden Zahneingriff und Schnittgeschwindigkeit bei konstanter, mittlerer
Vorschubgeschwindigkeit verdndert. Im Set C mit den Nummern 1, 2, 8
und 9 wurden die Extremwerte fiir Vorschub- und Schnittgeschwindigkeit
sowie Arbeitseingriff verwendet.

Tabelle 6.5: Versuchsplan der experimentellen Hauptuntersuchungen im linearen
Schnitt mit CFK 9837

Nr. Ve 1z Ao dwy Ut n

m/min mm mm mm mm/min 1/min
1 101 0,015 1,50 8,0 120 4.000
2 101 0,015 8,00 8,0 120 4.000
3 151 0,030 1,50 8,0 360 6.000
4 302 0,015 4,75 8,0 360 12.000
5 151 0,030 4,75 8,0 360 6.000
6 101 0,045 4,75 8,0 360 4.000
7 151 0,030 8,00 8,0 360 6.000
8 503 0,015 1,50 8,0 600 20.000
9 503 0,015 8,00 8,0 600 20.000

6.4.3 Vergleich der Versuchswerkstoffe

Zunachst sollte untersucht werden, inwiefern der verénderte Versuchsauf-
bau das Ergebnis der Temperaturmessungen beeinflusst. Dazu wurde der
Vergleich der Versuche mit CFK 9837 und 9857 mit den Prozessparame-
tern der Basisuntersuchungen durchgefiihrt, was der ersten Nummer der
Prozessparameter in Tabelle 6.5 entspricht. Das Ergebnis dieses Versuchs
zeigt Abbildung 6.30. Es zeigt sich, dass die Temperaturen zwischen 1,5
und 6,0 mm fiir die Faserorientierungen @ = 0°, ® = 45° und @ = 135°
nahezu gleichauf liegen. Fiir @ = 90° liegen allerdings um maximal 67 K
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niedrigere Temperaturen bei den Hauptuntersuchungen vor. Dies kann
mit der deutlich niedrigeren Wérmeleitfahigkeit des in den Hauptunter-
suchungen verwendeten CFK 9837 in Faserrichtung zusammenhéangen.
Der Warmestrom erreicht damit langsamer das Thermoelement und kann
dementsprechend nicht zu einem kurzfristigen Sprung in den Temperatu-
ren fithren. Diese Aussage wird durch die Annidherung der Temperaturen
bei groferer Entfernung zur Schnittkante gestiitzt, da dies einen vergleich-
baren Wérmestrom suggeriert.

Eine weitere Frage betraf die Verwendbarkeit der Messungen mit dem
Pyrometer. Hier verdeutlicht Abbildung 6.30, dass die extrapolierte Tem-
peratur an der Schnittkante aus den Basisuntersuchungen in der gleichen
Groflenordnung liegt wie die Pyrometer-Messwerte der Hauptuntersuchun-
gen.
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Abbildung 6.30: Vergleich der Temperaturen der experimentellen Haupt- und
Basisuntersuchungen bei gleichen Prozessparametern

Es sei an dieser Stelle jedoch darauf hingewiesen, dass die Messung
mit dem Zwei-Farben-Pyrometer eine vergleichsweise hohe Ungenauigkeit
aufweist, die in Abschnitt 5.3.3 beschrieben ist. Ein Verzicht auf das Pyro-
meter war allerdings durch die wesentlich verringerten Temperaturen an
den Thermoelementen und eine damit einhergehende hohere Anfalligkeit
der Ausgleichsrechnung gegeniiber den dort auftretenden Messunsicher-
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heiten nicht moglich. Die Ergebnisse der Hauptuntersuchungen sind aus
diesem Grund vorrangig qualitativer Natur und sollen die Zusammenhén-
ge zwischen Prozessparametern und Warmequelleneigenschaften fiir die
verschiedenen Faserorientierungen aufdecken.

Die Notwendigkeit der Pyrometermessung bietet allerdings gleichzeitig
den Vorteil, dass bei der Faserorientierung von ® = 0° kein fester Wert
fiir die Breite der Wérmequelle vorgegeben werden muss. Letztlich wurde
lediglich eine untere Grenze von 0,5 mm verwendet. Dies ist moglich,
da die Messung mit dem Pyrometer in die Ausgleichsrechnung fiir den
Schnittkantenabstand z = 0 mm eingeht und somit unrealistisch hohe
Temperaturen an der Schnittkante verhindert.

6.4.4 FErgebnisse der Hauptuntersuchungen

Dieser Abschnitt stellt die Ergebnisse der experimentellen Hauptuntersu-
chungen dar. Als Referenz sind fiir die Variation in den Sets A, B und
C in den folgenden drei Abschnitten jeweils die maximalen gemessenen
Temperaturerhhungen eingefiigt. Darauf folgt jeweils die Analyse der
Wiérmequelleneigenschaften.

Variation des Arbeitseingriffs

Die Temperaturerhhungen bei der Variation des Arbeitseingriffs in Set A
mit den Nummern 3, 5 und 7 zeigt Abbildung 6.31. Es tritt der erwartete
Effekt auf, dass mit hoherem Arbeitseingriff auch die Temperaturen
steigen. Auffillig ist hierbei, dass die Verdnderung der Temperatur fiir
die Faserorientierung @ = 135° gering ausfillt. Die Abweichung der
Pyrometertemperatur bei den groflieren Arbeitseingriffen von @ = 90°
liegt im Bereich der Messunsicherheit des Pyrometers.

Die Eigenschaften der Warmequelle bei der Variation des Arbeitsein-
griffs zeigt Abbildung 6.32. Zunéichst zeigt sich, dass die Warmequel-
leneigenschaften gus und spg mit Ausnahme eines Ausreiflers bei spg
im Wesentlichen die gleiche Tendenz zeigen. Ein hoherer Arbeitseingriff
vergrofert gus und verringert sgs. Der Werkstiick-Wéarmestrom Pys, der
proportional zum Produkt dieser Grofien ist, weicht in der Folge nur ge-
ringfiigig ab. Die zuvor extrapolierten Temperaturen an der Schnittkante
sind in den Hauptuntersuchungen weiterhin das Ergebnis der Ausgleichs-
rechnung, werden dabei allerdings deutlich von der Pyrometermessung
beeinflusst. Daher ist wie in der vorigen Abbildung 6.31 ein naheliegen-
des Ansteigen der Schnittkantentemperatur mit dem Arbeitseingriff zu
verzeichnen.

Bei der mechanischen Leistung Py zeigt sich eine Verédnderung der Kur-
venform {iber dem Faserorientierungswinkel. Beim kleinsten Arbeitseingriff
a. = 1,5 mm entspricht der Anstieg von Py hin zu @ = 90° und ® = 135°
dem FErgebnis der Basisuntersuchungen. Der Fasertrennwinkel steigt dabei
fir dwz = 8 mm und 4. = 1,5 mm iiber dem Eingriffswinkel vom Wert
des Faserorientierungswinkels, also 8 = @, bis etwa 6 = ® + 51,3° an.
Die mittlere Leistung iiber diesem Fasertrennwinkelbereich liegt daher in
der Néhe des initialen Fasertrennwinkels. Dieser Zusammenhang ist fiir
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Abbildung 6.31: Maximale Temperaturerhéhungen bei der Variation des Ar-
beitseingriffs in den Hauptuntersuchungen

groflere Arbeitseingriffe nicht mehr giiltig und zeigt sich sehr deutlich fir
den Vollschnitt, bei dem die héchste mechanische Leistung bei @ = 45°
vorliegt. Die etwa konstant bleibende mechanische Leistung bei @ = 135°
liegt in Materialausbriichen begriindet, die aufgrund der fehlenden Fes-
tigkeit quer zur Faserrichtung auftraten. Dies ist ebenfalls der Grund fir
die in etwa konstant bleibenden Temperaturen an der Schnittkante.

Der Werkstiick-Warmestromanteil Ryg fallt mit steigendem Arbeitsein-
griff tendenziell ab, da bei unwesentlich verandertem Warmestrom die
mechanische Leistung mit hoheren Arbeitseingriffen steigt. Die Werte fiir
Rws liegen mit Ausnahme von @ = 135° unterhalb derer in den Basisun-
tersuchungen. Wie beim Warmestrom und der mechanischen Leistung ist
eine deutliche Abhéngigkeit vom Faserorientierungswinkel festzustellen.

Variation von Zahnvorschub und Schnittgeschwindigkeit

Die Temperaturerh6hungen der Variation von Zahnvorschub f, und
Schnittgeschwindigkeit v, in Set B mit den Versuchsnummern 4, 5 und 6
zeigt Abbildung 6.33. Da in diesen Versuchen das Produkt aus f, und v,
konstant gehalten wurde, galt dies auch fiir die Vorschubgeschwindigkeit
und damit das Zeitspanvolumen. Dieser Zusammenhang wird bei der
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Abbildung 6.32: Wirmequelleneigenschaften bei der Variation des Arbeitsein-
griffs in den Hauptuntersuchungen

Aufstellung der Bestandteile des Zeitspanvolumens deutlich, da hier das
Produkt aus f, und v, enthalten ist:

Zeitspanvolumen = vf - de - Ap = N - ZW7 * f7 * Ae - Ap
- dwy
& fz *O¢

'ZWZ'fZ'ae'ap (618)

Die Versuche fanden bei den mittleren Werten fiir Arbeitseingriff und
Vorschubgeschwindigkeit statt. Wie bereits im Stand des Wissens und
der Forschung in Abschnitt 2.4 beschrieben, senkt eine Steigerung des
Zahnvorschubs die Temperaturen bei der Zerspanung. Dieser Effekt tritt
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Abbildung 6.33: Maximale Temperaturerh6hungen bei der Variation von Zahn-
vorschub und Schnittgeschwindigkeit in den Hauptuntersuchungen

auch hier auf. Die davon abweichenden Pyrometermessungen sind auch
hier mit Messungenauigkeiten zu erklaren. Im Wesentlichen reagieren alle
Faserorientierungswinkel dhnlich auf die Variation von Zahnvorschub und
Schnittgeschwindigkeit. Zu beachten ist hier, dass durch die Wahl des
Arbeitseingriffes die Zerspanung im Fasertrennwinkelbereich von 6 = @
bis 8 = ® + 100,8° stattfindet. Dementsprechend treten auch bei ® = 45°
Temperaturerhchungen von bis tiber 300 K auf.

Die Eigenschaften der Warmequelle fiir die Variation von Zahnvor-
schub und Schnittgeschwindigkeit bei konstanter Vorschubgeschwindigkeit
und konstantem Zeitspanvolumen zeigt Abbildung 6.34. Auffillig ist hier,
dass die dquivalenten Warmequellenbreiten syg alle in einem Bereich um
dwz /2 vorliegen. Erwahnenswert ist weiterhin die geringe Abweichung von
Pus, wiahrend die mechanische Leistung deutlich zunimmt, wenn der Zahn-
vorschub sinkt. Damit verbunden ist mit Ausnahme eines Ausreiflers eine
Steigerung von Rywg mit dem Zahnvorschub {iber alle Faserorientierungen.
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Abbildung 6.34: Warmequelleneigenschaften bei der Variation von Zahnvorschub
und Schnittgeschwindigkeit in den Hauptuntersuchungen

Variation von Geschwindigkeiten und Arbeitseingriff

Die Temperaturerh6hungen bei der Variation von Vorschub- und Schnitt-
geschwindigkeit sowie Arbeitseingriff aus Set C mit den Nummern 1, 2, 8
und 9 zeigt Abbildung 6.35. Fiir diese Versuche wurde jeweils die Extrem-
werte der Geschwindigkeiten und Arbeitseingriffe gewahlt. Es zeigt sich,
dass die kleinen Geschwindigkeiten generell zu einer anderen Kurvenform
fithren als die hohen Geschwindigkeiten. So ist der Temperaturgradient
bei geringen Geschwindigkeiten flacher, was direkt mit dem Verhé&ltnis
aus Geschwindigkeit und Temperaturleitfahigkeit zusammenhéngt. Dieses
Verhéltnis wird durch die Péclet-Zahl ausgedriickt, die in Abschnitt 4.3.3
erldutert ist.
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Abbildung 6.35: Maximale Temperaturerhdhungen bei der Variation von Vor-
schubgeschwindigkeit und Arbeitseingriff in den Hauptuntersuchungen

Die Eigenschaften der Wéarmequelle bei der Variation von Vorschub-
geschwindigkeit und Arbeitseingriff zeigt Abbildung 6.36. Wahrend gns
und spg stark streuen, lassen sich aus den Ergebnissen fiir den deutlich
stabileren Wérmestrom (vergleiche auch Abbildung 6.28) Aussagen ablei-
ten. Klar ist, dass die Geschwindigkeiten einen dominanten Einfluss auf
die Grofle des Warmestroms haben, wihrend der Arbeitseingriff diesen
nur unwesentlich dndert. Abgesehen von ® = 0° ist der Warmestrom bei
den hohen Geschwindigkeiten sogar nahezu konstant.

Deutlich wird bei der Betrachtung der mechanischen Leistung Py
der Einfluss, den eine Kombination aus hohen Geschwindigkeiten und
groflem Arbeitseingriff hat, bei dem Leistungen bis knapp 500 W erreicht
werden. Interessant ist in dieser Konstellation, dass die Werte fiir den
Werkstiick-Wiarmestromanteil Ryws keinem klaren Muster folgen und in
ihrer Groflenordnung stark schwanken. Sie bewegen sich in einer Band-
breite zwischen knapp iiber 1 und 12 %. Die Abwesenheit eines klaren
Musters ist durch die Ergebnisse von Py erklarbar, welche direkt in Rys
eingeht. Fiir Py spielt die Verdnderung des mittleren Fasertrennwinkels,
wie sie auch hier auftritt, eine Rolle, was bereits fir die Variation des
Arbeitseingriffs in Abbildung 6.32 gezeigt wurde.
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Abbildung 6.36: Wirmequelleneigenschaften bei der Variation von Vorschubge-
schwindigkeit und Arbeitseingriff in den Hauptuntersuchungen
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Dieses Kapitel stellt die Ergebnisse von Simulationen und Experimenten
zur Bestimmung von Werkstiick-Temperaturen wahrend der Zerspanung
von UD-CFK im konvexen Schnitt dar. Die Simulationen basieren auf
jenen fiir den linearen Schnitt in Kapitel 6 unter Nutzung der dort
ermittelten Warmequelleneigenschaften. Zur Optimierung und Validierung
der Simulationen wurden Experimente durchgefiihrt, die im zweiten Teil
des Kapitels erlautert sind.

Die Motivation zur Durchfiihrung dieser Untersuchungen basierte
auf der Erfahrung, dass Wéarme sich in konvexen Regionen stauen kann.
Dies wurde beispielsweise von Guo und Malkin in [GM95] fiir metallische
Schleifprozesse mit wiederholtem Eingriff gezeigt. Auflerdem lésst sich aus
den Ergebnissen dieses Kapitels ableiten, dass die fiir den linearen Schnitt
vorgestellte Simulationsmethode mit den dazu notwendigen Anpassungen
auch fiir den konvexen Schnitt nutzbar ist. Gleichzeitig dienen die Unter-
suchungen in diesem Kapitel zur Validierung der zuvor fiir den linearen
Schnitt gefundenen Erkenntnisse, indem diese iiber lineare Interpolation
zwischen den Stiitzstellen von ® = {0°,45°,90°,135°} fiir den kompletten
Bereich der Faserorientierungswinkel zwischen @ = 0° und @ = 180°
genutzt werden.

Im Fall von CFK erfordert die Konturerzeugung die Bearbeitung von
konvexen und konkaven Sektionen. Wahrend in konkaven Sektionen ein
hoherer Umschlingungswinkel auftritt, ist gleichzeitig der Werkzeugpfad
vorteilhaft im Hinblick auf die Warmeakkumulation und verringert somit
die Auswirkungen der Sektionsgeometrie. In konvexen Sektionen wiederum
trifft ein nachlaufendes Temperaturfeld auf neu eingebrachte Warme von
der Seite und kann somit zu einer erhéhten Temperatur fiihren, wie
in Abbildung 7.1 angedeutet. Daher wurde in der in diesem Kapitel
dargestellten Untersuchung lediglich der konvexe Schnitt bearbeitet.

Austritt

Stationarer Zustand Eintritt

DT

c

Abbildung 7.1: Erzeugung einer Viertelkreiskontur als Beispiel fiir den konvexen
Schnitt mit qualitativ dargestellten Temperaturfeldern nach [MHK21]

Die Berechnung der Temperaturfelder im gekriimmten Schnitt kann
lediglich iiber numerische Simulationen erfolgen. Ursachlich hingt dies
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mit der Variation der Warmequelleneigenschaften wahrend der Bewegung
zusammen. Deshalb ist es nicht moglich, die in Kapitel 6 vorgestellten
analytischen Modelle an konvexe oder konkave Bewegungen der War-
mequelle anzupassen, wihrend gleichzeitig die Orthotropie der Region
beibehalten wird.

7.1 EXPERIMENTELLE UNTERSUCHUNGEN

In diesem Abschnitt sind die experimentellen Untersuchungen am konve-
xen Schnitt dokumentiert.

Es wurden Frisversuche mit zweischneidigen PKD-Friasern vom Durch-
messer dwz = 8 mm an UD-CFK Werkstiicken mit den initialen Faser-
orientierungen 0°, 45°, 90° und 135° im Gegenlauf durchgefiihrt. Als
Versuchswerkstoff wurde mit CFK 9857 derselbe Werkstoff wie bei den
experimentellen Basisuntersuchungen genutzt, seine Eigenschaften sind in
Tabelle 5.1 hinterlegt. Die Prozessparameter der Versuche im konvexen
Schnitt entsprachen denen der experimentellen Basisuntersuchungen im
linearen Schnitt und sind Tabelle 6.4 zu entnehmen.

Zur Temperaturmessung wurden drei Thermoelemente vom Typ 12(J)
genutzt. Die Thermoelemente sind mit jeweils 1,5 mm Distanz zur Schnitt-
kante ins Werkstiick eingebracht, das in Abbildung 7.2 mit seinen Dimen-
sionen dargestellt ist. Dieser Abstand entsprach der geringsten Distanz zur
Schnittkante im linearen Schnitt. TE1 war am Ende der zunéchst zerspan-
ten horizontalen Sektion platziert, TE2 auf halbem Winkel der konvexen
Sektion und TE3 am Beginn der vertikalen Sektion. Zur Stitzung des
Materials wurde das gesamte Werkstiick beidseitig mit Glashartgewebe
laminiert, da es sonst vor allem im Bereich der konvexen Sektion zu
Materialausbriichen gekommen wére. Das Verfahren zur Applikation des
Glashartgewebes wurde in Abschnitt 6.3.1 beschrieben.

80 mm

A

l€
N

————— Werkstiickkante vor der Bearbeitung

Werkstiickkante nach der Bearbeitung

@ Thermoelement (TE)
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&
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g
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Abbildung 7.2: Werkstiick mit Anordnung der Thermoelemente beim konvexen
Schnitt mit variablem Radius r
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Als Radien der konvexen Sektion wurden r = 5mm, r = 10 mm und
r = 20mm gewdhlt. Die Thermoelemente haben also untereinander einen
verdnderlichen Abstand, da sie in den Winkelpositionen 0°, 45° und 90°
der konvexen Sektionen eingebracht wurden.

Fiir die Simulation ist zu beriicksichtigen, dass von der WZM die
Vorschubgeschwindigkeit des Werkzeugzentrums gesteuert wird. Daher
bewegt sich die Wéarmequelle in der konvexen Sektion langsamer an
der Schnittkante entlang als in den linearen Sektionen. Die Vorschubge-
schwindigkeit der Warmequelle bzw. des Beriihrpunkts von Fréser und
Schnittkante in der konvexen Sektion mit Radius 7 betragt

r

_ 1
vf1’+dwz/2’ (7 )

OUf konvex =

was in Kombination mit vf = 120 mm/min zu Werten von
Ut konvex = 166,7; 85,7; 100,0} mm/min fir r = {5; 10; 20} mm  (7.2)

fihrt.

Aufgrund der Wahl der Prozessparameter, des Werkstiicks und des
Werkstoffs sind die Messungen von TE1 (konvex) vergleichbar mit denen
von TE1 (linear) beim jeweils letzten Schnitt in den experimentellen
Basisuntersuchungen.

7.2 NUMERISCHE SIMULATION

Dieser Abschnitt erlautert Aufbau und Ablauf der Simulation, welche
zur Berechnung der Temperaturfelder bei der Konturerzeugung einer
konvexen Bauteilsektion genutzt wird.

7.2.1  Modellaufbau und Gitternetz

Die Eigenschaften des Modells sind in Abbildung 7.3 dargestellt. Hier
wird ersichtlich, dass bei der Bearbeitung eines UD-Werkstiicks der Faser-
orientierungswinkel in der Kurve bestandig wechselt, wihrend er in der
horizontalen und vertikalen Sektion jeweils konstant ist. Um die Simu-
lationen und Versuche zu klassifizieren, ist der Faserorientierungswinkel
der horizontalen Sektion jeweils mit @ bezeichnet, wahrend der Winkel
im konvexen Bereich und in der vertikalen Sektion die Benennung @, fiir
den lokal vorhandenen Faserorientierungswinkel erhélt.

In der konvexen Sektion liegt @, zwischen @ und ® —90°. Fiir die
Winkel zwischen den Stiitzpunkten von @ = {0°,45°,90°,135°} ist linear
zwischen den Ergebnissen der experimentellen Basisuntersuchungen fiir
sps und gpus, siehe Abbildung 6.24 bzw. Tabelle A.1, interpoliert worden.
Die Ubergangsbereiche 1 und 2 stellten insofern eine Besonderheit dar, als
dass dort ein Teil der Warmequelle in einer linearen Sektion, der andere
in der konvexen Sektion lag. Dies machte die Definition der Abschnitte in
Abbildung 7.4 erforderlich. Begrenzt sind die Abschnitte jeweils durch die
Markierung der Zeit, an der das durch die Simulation gesteuerte Zentrum
der Warmequelle diesen Punkt erreicht.
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Abbildung 7.3: Modellbildung der numerischen Simulation fiir den konvexen
Schnitt nach [MHK21]

Wenn sich das Zentrum der Warmequelle in den néchsten Abschnitt
bewegt, also z. B. von Simulationszeit t{ < t;yv zu t > t1v, wird in
der Simulation die zugehorige Vorschrift verwendet. Die Zahl im Index
symbolisiert den Ubergangsbereich, der Buchstabe die Position Vor bzw.
Nach dem Wechsel zwischen linear und konvex. Die unterschiedlichen
GroBen der Abschnitte (2), (3), (5) und (6) in Abbildung 7.4 sollen deutlich
machen, dass diese variabel und abhéngig von der Breite der Warmequelle

des lokal vorliegenden Faserorientierungswinkels sind.

@) tl.V®

—» Vs

Abbildung 7.4: Abschnittsunterscheidung in der numerischen Simulation fiir
den konvexen Schnitt

Die Modellierung mittels der User Subroutine DFLUX stellte sich
durch die Implementierung der Ubergangsbereiche aufwindiger dar als im
linearen Schnitt. Als Referenz sind die DFLUX-Skripte fiir den linearen
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und den konvexen Schnitt im Anhang beigefiigt, siehe Skript A.1 und
A.2. Die Bestandteile der Berechnung werden im Folgenden erldutert.

In den linearen Abschnitten (1) und (7) arbeitet die Simulation wie
im linearen Schnitt. Im rein konvexen Abschnitt (4) wurde die Wirme-
quellenbreite in Winkelbereiche {ibersetzt. Betrachtet man den beheizten
Kurventeil, so wird klar, dass der Rand des nachlaufenden Teils der
Wiérmequelle an einem anderen lokalen Faserorientierungswinkel anliegt
als der vorlaufende Rand. Um die Berechnung zu vereinfachen, wurden
diese Unterschiede innerhalb der Warmequellenbreite nicht berticksichtigt,
sodass die Warmequelleneigenschaften im rein konvexen Abschnitt {iber
den jeweiligen Winkelbereich gleich sind. Zu beachten ist allerdings, dass
in der gesamten konvexen Sektion eine andere geometrische Kontaktlange
vorliegt als in den linearen Sektionen, wie in Abschnitt 7.2.2 erldutert.
In den Abschnitten (2), 3), &) und (6), welche zum Teil konvex, zum
Teil linear sind, wurde der jeweils konvexe Teilbereich der Warmequelle
entsprechend der geometrischen Kontaktlange skaliert und ebenfalls in
einen Winkelbereich iibersetzt.

Gitternetz

Das Gitternetz fiir die Simulation des konvexen Schnitts wurde ausgehend
von den Erfahrungen mit dem Gitternetz im linearen Schnitt geplant.
Die minimale Kantenlénge der Elemente wurde jedoch verfeinert, um
die konvexe Sektion besser aufzulésen. Auf der gegeniiberliegenden Seite
wurde mit 20 mm eine vergleichsweise hohe Elementbreite gewahlt, da
die Anzahl der Elemente bei der Bildung des Gitternetzes sonst zu stark
angewachsen ware. Dies ist aufgrund der sehr niedrigen Temperaturgradi-
enten in diesem lokal stark begrenzten Bereich mit hoher Elementgrofie
gerechtfertigt. Die endgiiltig gewéhlte Konfiguration des Gitternetzes im
konvexen Schnitt stellt Abbildung 7.5 dar.

20 mm 5 mm
—_ —_—
20 mmJ | Mesh-Verfeinerung (MV)—» : [1mm
|
| |
MV MV :
| I
| .
1
I e I 0,1 mm
| |
| z |
L.
5mm] | MV—> | 0,1 mm
1 E‘m 0, 1Hmm

Abbildung 7.5: Eigenschaften des Gitternetzes der numerischen Simulation fiir
den konvexen Schnitt
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7.2.2  Geometrische Kontaktlinge

Es wird angenommen, dass in der konvexen Sektion eine geringere Warme-
quellenbreite vorliegt, da dhnlich zum Auflenrundschleifen die geometrische
Kontaktlénge zwischen Werkzeug und Werkstiick sinkt. Generell gilt nach
[Klo17] fir die geometrische Kontaktlange

lg = \ae - deq (7.3)

Hierbei ist a. der Arbeitseingriff und deq der dquivalente Schleifschei-
bendurchmesser. Da dieser Ansatz hier auf das Frésen iibertragen wird,
entspricht deq im linearen Schnitt dem Durchmesser des Frasers.

Im Fall des Aulenrundschleifens, das fiir den Fall eines still stehenden
Werkstiicks dem hier vorliegenden Fall des Frisens in konvexen Sektionen
entspricht, gilt der dquivalente Schleifscheibendurchmesser

dws - dwz,

7.4
dws + dwz, (7.4)

deq,convex =

mit dem Durchmesser der konvexen Werkstiicksektion dwg = 2r. In Kom-
bination mit (7.3) folgt daraus wiederum die geometrische Kontaktlange.

Mit den Parametern dwz = 8 mm und 4, = 1,5mm ergibt sich fiir
den linearen Fall eine Kontaktlinge von I, ~ 3,46 mm. Fiir die drei
Radien r = dwg/2 = 5, 10 und 20 mm folgen die Kontaktlangen, welche
in Tabelle 7.1 angegeben sind. Weiterhin sind die Verhéltnisse ggii. dem
linearen Schnitt angegeben. Das Verhéltnis zwischen g convex und g linear
wird nun genutzt, um syg in der konvexen Sektion zu skalieren.

Tabelle 7.1: Geometrische Kontaktlingen der konvexen und linearen Schnitt-
Situationen mit dwyz = 8 mm und 4. = 1,5 mm

Situation Geom. Kontaktlénge [, lg/1lg tinear
Radius r = 5 mm 2,58 mm 74,5 %
Radius r = 10 mm 2,93 mm 84,5 %
Radius ¥ = 20 mm 3,16 mm 91,3 %
Linearer Schnitt 3,46 mm 100 %

Mit der direkten Nutzung der geometrischen Kontaktldnge als Faktor
wird ein von [MHK?21] abweichendes Vorgehen gewéhlt. Dort wurde aus-
schliefllich mithilfe der Maximaltemperatur des zweiten Thermoelements
skaliert, um die Verdnderung der geometrischen Kontaktlédnge nachzu-
bilden. Dieser Ansatz wurde im Nachgang der Veroffentlichung gepriift.
Dabei wurde festgestellt, dass das bereits im Ausblick von [MHK21]
genannte Vorgehen iiber die geometrische Kontaktldnge aus Sicht der Mo-
dellbildung zu bevorzugen ist, da es unmittelbar aus der real vorliegenden
Situation hervorgeht.
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Bei den vorgestellten Experimenten im konvexen Schnitt wurde zunéchst
festgestellt, dass ein deutlich niedrigeres Temperaturniveau am Ende der
horizontalen Sektion vorliegt als bei den gleichartigen experimentellen
Basisuntersuchungen im linearen Schnitt. Einen Vergleich der jeweils bei
TE1 vorliegenden Maximaltemperaturen liefert Tabelle 7.2.

Tabelle 7.2: Vergleich der Maximaltemperaturen von TE1 der experimentellen
Basisuntersuchungen im linearen Schnitt sowie der Simulationen und Experi-
mente im konvexen Schnitt mit je » = 20 mm

Smax,sim,konvex

O Smax inear Smax sim,konvex Smax exp,konvex

! ’ a oxpk Smax,exp7konvex
0° 39,1 K 57,5 K 33,5 K 1,71
45° 1277 K 1241 K 61,2 K 2,03
90° 167,6 K 165,1 K 994 K 1,66
135° 119.1 K 1245 K 80,7 K 1,54

Daraus geht ebenfalls hervor, dass die per Simulation errechneten
Maximaltemperaturen im konvexen Schnitt mit den experimentellen Ma-
ximaltemperaturen des linearen Schnitts iibereinstimmen. Eine Ausnahme
hierbei bildet hier die simulierte Temperatur fir ® = 0°. Die Begriindung
fiir dieses Verhalten wird beim Vergleich mit Abbildung 7.6 offensichtlich,
da es vorrangig bei ® = 0° zu einer verstarkten zusitzlichen Erwarmung
des Thermoelements TE1 von der Seite kommt.

Abbildung 7.6: Bevorzugte Richtung der Warmeleitung in der konvexen Sektion

Die experimentell bestimmten Temperaturen von TE1 im konvexen
Schnitt liegen trotz gleicher Prozessparameter deutlich niedriger als im
linearen Schnitt, da mit einem deutlich kleineren Werkstiick gearbeitet
werden musste und daher die Temperatur des Frisers noch nicht den sta-
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tiondren Zustand erreichte. Der Fraser legte dabei im Fall von r = 20 mm
nur einen Vorschubweg von 60 mm zuriick, bevor er auf Héhe von TE1
eintraf. Im Vergleich dazu lag der entsprechende Vorschubweg bei den
linearen Schnitten bei 200 mm. Eine Vergréflerung der Werkstiicke fiir
die Versuche im konvexen Schnitt war nicht moglich, da diese durch
die verdnderte Geometrie sowie eine hohere Ausschussrate aufgrund von
Ausbriichen bereits mit der vorliegenden Werkstiickgrof3e einen hohen
Materialverbrauch aufwiesen. Unter Beriicksichtigung dieser Umsténde
wurde daher die Strategie gewéhlt, die experimentellen Temperaturen an-
hand der in Tabelle 7.2 hinterlegten Faktoren zu skalieren. Diese erreichen
Werte bis etwa zwei, wie bereits in [MHK21] festgestellt. Die Skalierung
wird nicht negativ von der angesprochenen Abweichung fiir @ = 0° be-
einflusst, da sie nur auf der Beobachtung beruht, dass die simulierten
Temperaturen néher am erreichbaren stationdren Zustand liegen als die
gemessenen.

Dargestellt sind die Ergebnisse fiir die vier Faserorientierungswinkel
@ = {0°,45°,90°,135°} in den Abbildungen 7.7, 7.8, 7.9 und 7.10 auf den
folgenden Seiten. Jede Abbildung enthélt dabei die Daten zu den drei
gewahlten Radien.

Aus den Abbildungen lassen sich mehrere Schlussfolgerungen ziehen.
Zunéachst liegt abgesehen vom Versuch mit ® = 45° und r = 5 mm
sowie zum Teil ® = 45° und r = 20 mm eine gute Ubereinstimmung
von simulierten und experimentellen Temperaturerhhungen vor. Beim
Faserorientierungswinkel @ = 45° lag trotz der Verstarkung mit Glashart-
gewebe ein besonders hohes Risiko fiir ein Ausbrechen der Kante vor,
weshalb es zu Rissen gekommen sein kann, welche die Warmeleitung stark
beeintrachtigten und daher zu niedrigeren experimentellen Temperaturen,
speziell fir TE2, fithren.

Weiterhin wird deutlich, dass kleinere Radien zu héheren Temperatu-
ren flihren. Besonders deutlich ist dies bei den Faserorientierungen ®@ = 0°
und @ = 45°, fiir welche im linearen Schnitt in einem Schnittkantenab-
stand von z = 1,5 mm niedrigere Temperaturerh6hungen vorliegen, wie
Abbildung 6.23 im Vergleich zu entnehmen ist. Die Temperaturerhhung
wird bei TE1 verstarkt durch einen Warmefluss, welcher fiir diese Faserori-
entierungen entlang der Fasern riickwéarts wandert. Beobachten lasst sich
dieser Effekt bei Betrachtung der Kurvenform. Speziell bei den kleinen
Radien steigt die Rate der Temperaturerh6hung nach einem zunéchst un-
auffillig beginnenden Verlauf stark an. Die geringste Temperaturdnderung
bei der Variation des Radius liegt fiir @ = 135° vor. Dies ist naheliegend,
da nach Abbildung 7.6 die bevorzugte Richtung des Warmestroms zu je-
dem Zeitpunkt von der Schnittkante weg zeigt und somit keine Erhohung
der Temperatur an der Position der Thermoelemente durch nachflieende
Wiérme stattfindet. Zusammenfassend bedeutet dies, dass fiir die hier
umgesetzte Bearbeitungssituation der postulierte Warmestau tatséch-
lich vorliegt, wenn die Faserorientierung dies begiinstigt. Das Niveau der
Temperaturerh6hungen, welches im konvexen Schnitt fiir @ = 0° und
O® = 45° vorliegt, ist dementsprechend deutlich gegeniiber der Situation
im linearen Schnitt erhoht. So liegt im Fall von @ = 0° beim dritten
Thermoelement mit @, = 90° ein Anstieg der Temperatur gegeniiber dem
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linearen Schnitt mit ® = 90° von 30 bis 60 K vor, wie die simulierten
und skalierten experimentellen Temperaturerh6hungen in Abbildung 7.7
zeigen. Gleichzeitig ist davon auszugehen, dass die fiir kleiner werdende
Radien immer weiter verringerte Geschwindigkeit der Warmequelle in
der konvexen Sektion zu einer Temperaturerh6hung beitragt. Dass dieser
Effekt nicht dominant ist, geht allerdings aus der geringen Abhéangigkeit
der TE3-Temperaturen fiir @ = 135° hervor.

Interessant ist auch die Lage der Maximaltemperaturen. Fuar @ =
0°, ® = 90° und @ = 135° liegt die maximale Temperatur bei dem
Thermoelement mit einem lokalen Faserorientierungswinkel von @y, = 90°
vor. Nur bei ei @ = 45° ist dies der Fall fiir @, = 135°, da lediglich fiir
diese Faserorientierung kein @, = 90° existiert.

Insgesamt ist die Simulation trotz vereinfachender Annahmen und der
Interpolation der Warmequelleneigenschaften zwischen den Stiitzpunkten
in der Lage, die Effekte im konvexen Schnitt abzubilden.

121



WARMELEITUNG IM KONVEXEN SCHNITT

r =5mm, & =0°
250 T T T T T
TEL, &y, — @
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TE3, &1, = & — 90°

0 5 10 15 20 % s 30
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Skaliertes Experiment
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Abbildung 7.7: Experimentelle und simulierte Temperaturverlidufe der konvexen
Geometrien fir @ = 0° bei Schnittkantenabstand 1,5 mm
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r =5mm, & = 45°
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t —
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Abbildung 7.8: Experimentelle und simulierte Temperaturverldufe der konvexen
Geometrien fir @ = 45° bei Schnittkantenabstand 1,5 mm
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r =5mm, & = 90°
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t —

r = 10mm, & = 90°
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Abbildung 7.9: Experimentelle und simulierte Temperaturverldufe der konvexen
Geometrien fiir @ = 90° bei Schnittkantenabstand 1,5 mm
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r = 5mm, ® = 135°
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— TE2, &, = & — 45°
TE3, &, = & — 90°
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T
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Abbildung 7.10: Experimentelle und simulierte Temperaturverliufe der konve-
xen Geometrien fiir ® = 135° bei Schnittkantenabstand 1,5 mm

125






ZUSAMMENFASSUNG

Kohlenstofffaserverstirkte Kunststoffe (CFK) werden aufgrund der ho-
hen spezifischen Festigkeit und Steifigkeit zunehmend in hoch belasteten
Leichtbaustrukturen und Grofibauteilen z. B. der Luftfahrt eingesetzt.
Durch geeignete Anordnung unidirektionaler (UD) Faserlagen in besonders
belasteten Mehrschichten-Verbund (MSV) kénnen die Bauteile optimal an
die wirkenden Hauptbelastungsrichtungen angepasst werden. Aufgrund
der geforderten Prézision ist im Anschluss an die Urformung der MSV
eine Bearbeitung der Umrisskonturen der flichigen Bauteile notwendig.
Ublicherweise kommen hierzu Schaftwerkzeuge zum Einsatz, besonders
héufig werden die Bauteile gefréist. Bei dieser Nachbearbeitung liegt ein
erhohtes wirtschaftliches Risiko vor, da der Grofiteil der Wertschopfung
des Bauteils an diesem Punkt bereits erbracht wurde. Daraus folgt, dass
die Bewertung einer méglichen thermomechanischen Schédigung des Werk-
stlicks im besten Fall schon wiahrend der Nachbearbeitung vorgenommen
werden sollte.

Bei der fridsenden Bearbeitung von CFK liegen aufgrund der harten
und abrasiven Fasern hohe Kréfte zwischen Werkzeug und Werkstiick vor,
welche durch Reibung eine starke Warmeentwicklung erzeugen. In Kom-
bination mit der im Vergleich zu Metallen geringen Wéarmeleitfadhigkeit
von CFK fiihrt dies zu einem Wéarmestau in der Wirkzone. Im Gegensatz
zur Metallzerspanung, bei der die Warme grofitenteils iiber die Spéne
abgefiihrt wird, flieit bei der CFK-Zerspanung daher ein erhdhter Anteil
der Wérme iiber das verhédltnisméfig gut leitende Werkzeug ab. Die in
das Werkstiick flielende Warme, ihre Ausbreitung in die Bauteilrandzone
und die ggf. resultierende thermische Schadigung hidngen u. a. wesentlich
vom Winkel der Faserorientierung gegeniiber der Vorschubrichtung ab.
In Versuchen ist allerdings das entstehende Temperaturfeld nahe der
Wirkzone aufgrund der hohen Temperaturgradienten und der schlechten
messtechnischen Zugénglichkeit nicht erfassbar. Da CFK in Faserrichtung
im Extremfall eine deutlich mehr als zehnmal héhere Warmeleitfahigkeit
aufweist als quer zu den Fasern, sind bestehende analytische Modelle fiir
isotrope Werkstoffe nicht einsetzbar, um die Temperaturen in dieser Zone
abzuschétzen.

In dieser Arbeit wurde daher erstmals ein fiir beliebige Faserorien-
tierungswinkel @ giiltiges analytisches Modell zur Berechnung des Tem-
peraturfelds in orthotropen Bauteilen bzw. unidirektionalen Lagen aus
der dafiir maflgeblichen dquivalenten Breite und Wéarmestromdichte ei-
ner analog zum Werkzeug bewegten Warmequelle fiir gerade Kanten
entwickelt. Das Produkt dieser beiden Warmequelleneigenschaften und
der Materialstarke ergibt den Warmestrom ins Werkstiick. Die Warme-
quelleneigenschaften und damit der Anteil des Werkstiick-Wéarmestroms
an der Schnittleistung waren aufgrund der genannten Einschrinkungen
bisher kaum erfassbar, konnten aber nun iiber die Nutzung des Modells
fir experimentell durchgefiihrte Basisuntersuchungen abgeleitet und in
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ihrer Genauigkeit abgeschétzt werden. In den experimentellen Haupt-
untersuchungen wurde das Modell verwendet, um die Auswirkung der
Prozessparameter-Variation zu untersuchen. Hierbei zeigte sich unter an-
derem eine deutliche Abhéngigkeit der Werkstiick-Warmestromanteile von
der Faserorientierung, welche in ihrer Tendenz von ® = 0° bis @ = 135°
ansteigen.

Neben der Nutzung des analytischen Modells fiir die Auswertung von
experimentell ermittelten Daten wurde es verwendet, um eine gegensei-
tige Verifikation mit einer hierzu aufgebauten numerischen Simulation
durchzufiihren. Nach der Ermittlung der optimalen Simulationsparameter
wurde die Simulation dahingehend erweitert, dass auch die Berechnung
der Temperaturfelder fiir den Fall der in Wirklichkeit temperaturabhéngi-
gen Werkstoffparameter erméglicht wurde. Der in dieser Arbeit verfolgte
Ansatz, die Warmequelleneigenschaften analytisch aus den Temperaturen
zu berechnen, ist im Vergleich nachweislich konservativ. Die Warmequel-
leneigenschaften werden mit dem analytischen Modell also eher zu niedrig
abgeschatzt.

Weiterhin wurde die numerische Simulation fiir die Berechnung von
Temperaturfeldern bei der Bearbeitung von konvexen Konturen angepasst,
da fiir diesen Fall die kritische Situation eines Wérmestaus in der Kurve
vorliegt. Die Warmequelleneigenschaften wurden hierbei aus den Versu-
chen mit geraden Kanten herangezogen und entsprechend der Kontur
angepasst. Der anschliefende Vergleich mit zugehorigen Experimenten
zeigte eine hohe Ubereinstimmung von Simulation und Versuch und diente
damit der Validierung der Simulation. Es zeigte sich, dass vor allem fiir
die Faserorientierungswinkel ® = 0° und ® = 45° ein Wéarmestau in
der konvexen Sektion auftritt, wihrend @ = 135° aufgrund vorteilhafter
Wiérmeleitung von diesem Effekt verschont bleibt.

Ausblick

Die Wéarmequelleneigenschaften wurden im Rahmen dieser Arbeit nur
fiir eine begrenzten Umfang von Versuchsbedingungen untersucht. Offen
bleibt beispielsweise, wie sich andere Werkzeugtypen und -durchmesser
sowie Schneidstoffe verhalten und welche Folgen der Verschleif} fiir die
Maximaltemperaturen an der Schnittkante im Zusammenspiel mit der
Faserorientierung hat. Zukiinftige Arbeiten konnten diese empirischen
Zusammenhénge in ein Modell einflieBen lassen, welches die Vorhersage
der Werkstiicktemperaturen z. B. auf Basis von Schnittkraftmessungen
zulésst, da diese wesentlich einfacher in den Prozess zu implementieren
sind als Temperaturmessungen. Die Bestimmung der Temperaturen bei
der Zerspanung anderer Werkstoffe kénnte durch die hergeleiteten Modelle
ebenfalls profitieren. Beispielsweise konnte dies bei transversal isotropem
Roh- bzw. Bauholz vorteilhaft sein, welches je nach Art immerhin ein
Verhaltnis der Warmeleitfadhigkeiten von bis etwa drei aufweist.

Eine weitere Aufgabe ist die Ubertragung der Ergebnisse auf die in der
Realitét vorliegenden CFK-Bauteile aus MSV. Eine Méglichkeit ist, dass
die fiir die einzelnen UD-Schichten bekannten Warmequelleneigenschaften
mittels Superposition iiberlagert werden konnten. Vermutlich lasst sich
diese Anwendung nur mittels numerischer Simulation realisieren. Dennoch
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bleibt der dafiir notwendige Rechenaufwand durch die mit dieser Arbeit
gelegte Basis iiberschaubar.

Speziell im Fall von sehr diinnwandigen Bauteilen lassen sich die Ef-
fekte des Warmeverlusts iiber Konvektion und Warmestrahlung nicht
mehr vernachlédssigen. Eine Modellierung, welche diese Effekte berticksich-
tigt, liele sich beispielsweise mittels dickenabhéngiger Korrekturfaktoren
realisieren. Diese korrigieren abhingig vom Abstand zur Oberfliche die
Temperaturen der analytischen Modellierung. Mittels experimentellen
oder simulierten Trainingsdaten liefle sich mittels Maschinellem Lernen
ein solches kombiniertes Grey-Box-Modell erzeugen.

Zukiinftige prozessparallele Simulationen kénnten die Effekte erhdhter
Temperatur auf die Festigkeit des Werkstoffs beriicksichtigen, welche ggf.
die Entstehung von Delaminationen begiinstigen. Unter Berticksichtigung
von aktuellen Informationen iiber Verschleifzustand und Decklagenori-
entierung und daraus resultierenden Temperaturen koénnte dann eine
Steuerung der Prozessparameter stattfinden, um Bauteilschidden zu ver-
meiden oder Werkzeuge optimal auszunutzen.
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ANHANG

A.1 LINEARER SCHNITT

Tabelle A.1: Ergebnisse der experimentellen Basisuntersuchungen

D SHS qus Pus Tm P Rws
© in mm in kW /m? in W in mNm in W in %
0 1 378,6 1,51 27,35 11,4 13,29
45 4,14 391,9 6,49 63,97 26,66 24,35
90 2,97 760,4 9,02 91,81 38,25 23,59
135 2,07 666,5 5,01 88,53 36,89 14,95

1 SUBROUTINE DFLUX(FLUX,SOL,KSTEP,KINC,TIME,NOEL,NPT,COORDS, &

2 JLTYP, TEMP, PRESS, SNAME)

3 | DFLUX: Bewegte Waermequelle zur Simulation der Werkzeugbewegung

4 ! im linearen Schnitt

5 INCLUDE ’'ABA_PARAM.INC'’

6

7 I VARIABLENDEKLARATION - ---- - - - - - oo oo oo e e e e e

8 DIMENSION FLUX(2), TIME(2), COORDS(3)

9 CHARACTER*80 SNAME

10

1V = velocityPlaceholder

12 XINIT = xInitPlaceholder

13 DELTA = DeltaPlaceholder

14

15 IBERECHNUNGN - - - - - - - - - - o e e e e e e oo

16 X0 = XINIT + V+TIME(2)

17

18 X1 = XINIT + DELTA + V+TIME(2)

19 Z1 = 0.01d0O

20

21 X = COORDS(1)

22 Z = COORDS(3)

23

24 IF (X .GE. X0 .AND. X .LE. X1 .AND. Z .GE. ZO .AND. Z .LE. Z1) THEN

25 FLUX(1) = fluxPlaceholder

26 ELSE

27 FLUX(1) = 0.0

28 ENDIF

29

30 RETURN

31 END

Skript A.1: DFLUX-Subroutine fiir den linearen Schnitt
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A.2 KONVEXER SCHNITT

1 SUBROUTINE DFLUX(FLUX,SOL,KSTEP,KINC,TIME,NOEL,NPT,COORDS, &
2 JLTYP, TEMP, PRESS, SNAME)

3 ! DFLUX: Bewegte Waermequelle zur Simulation der Werkzeugbewegung
4 ! im konvexen Schnitt

5 INCLUDE ’'ABA_PARAM.INC’

6

7 ! VARIABLENDEKLARATION - ---- - - m o m e o e e e e e e e oo m oo
8 DIMENSION FLUX(2), TIME(2), COORDS(3)

9 CHARACTER*80 SNAME

10

11 REAL PI, X, Y, Z

12 REAL LENGTH, HEIGHT, TOOLR, RADIUS, PHI, DFAK, PHIRAD, V, VR
13 REAL SHSO, SHS45, SHS90, SHS135

14 REAL FLUX0, FLUX45, FLUX90, FLUX135

15 REAL SHSH, SHSV, FLUXH, FLUXV

16 REAL SHSOm, SHS45m, SHS90m, SHS135m

17 REAL FLUXOm, FLUX45m, FLUX90m, FLUX135m

18 REAL X0, X1, X2, X3, YO, Y1, Y2, Y3

19 REAL OMEGA, BOGL, ALPHAH, ALPHAV

20 REAL T1, T2, T3

21 REAL ALPHAIN, ALPHA2V

22 REAL T1V, TIN, T2V, T2N

23  REAL PHICALC, PHILOC

24 REAL XA1lT, XAlL, XA1lR

25 REAL ALPHAA2T, XA2T, XA2L, XA2R, HORA2

26 REAL ALPHAA3T, XA3L, XA3R, ALPHAA3, FLUXA3, SHSA3, HORA3, BOGLA3
27 REAL ALPHAA4T, XA4L, XA4R, ALPHAA4, FLUXA4, SHSA4

28 REAL ALPHAA5T, YA50, YA5U, ALPHAA5, FLUXA5, SHSA5, VERA5, BOGLA5
29 REAL ALPHAA6T, YA6T, YA60, YA6U, VERA6

30 REAL YA7T, YA70, YA7U

31

32  !PARAMETER UND DEFINITIONEN ----------mmm e oo
33 parameter (PI = 4 x ATAN(1.0))

34

35 !Koordinaten

36 X = COORDS(1)

37 Y = COORDS(2)

38 Z = COORDS(3)

39

40 !Bauteil

41  LENGTH = lengthPlaceholder

42 HEIGHT = heightPlaceholder

43  TOOLR = toolRadiusPlaceholder

44 RADIUS = radiusPlaceholder

45 PHI = fiberAnglePlaceholder

46 DFAK = DFactorPlaceholder

47

48 IPHI in Bogenmass

49  PHIRAD = (PHI x PI) / 180.0

50

51 !Parameter

52V = velocityPlaceholder

53 VR = (V = RADIUS) / (RADIUS + TOOLR)

54

55 !Waermequellenbreiten und Waermequellenstaerken fuer alle PHI
56  SHSO = DeltaOPlaceholder

57  SHS45 = Deltad45Placeholder

58 SHS90 = Delta90Placeholder
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59 SHS135 = Deltal35Placeholder

60 FLUXO = FluxValueOPlaceholder
61 FLUX45 = FluxValue45Placeholder
62 FLUX90 = FluxValue90Placeholder
63 FLUX135 = FluxValuel35Placeholder
64

65 !Werte der horizontalen (SHSH) und vertikalen (SHSV) Bereiche
66 IF (PHI == 0.0) THEN

67 SHSH = SHSO

68 SHSV = SHS90

69 FLUXH = FLUXO

70 FLUXV = FLUX90

71 ELSE IF (PHI == 45.0) THEN
72 SHSH = SHS45

73 SHSV = SHS135

74 FLUXH = FLUX45

75 FLUXV = FLUX135

76 ELSE IF (PHI == 90.0) THEN
7 SHSH = SHS90

78 SHSV = SHSO

79 FLUXH = FLUX90

80 FLUXV = FLUXO

81 ELSE IF (PHI == 135.0) THEN
82 SHSH = SHS135

83 SHSV = SHS45

84 FLUXH = FLUX135

85 FLUXV = FLUX45

86 ENDIF

87

88  IBERECHNUNGN - - - - - - - - o oo o oo oo oo
89 !Lokale Steigungswerte berechnen

90  SHSOm = (SHS45 - SHS0) / (PI/4)
91 FLUXOm = (FLUX45 - FLUX0) / (PI/4)
92 SHS45m = (SHS90 - SHS45) / (PI/4)

93  FLUX45m = (FLUX90 - FLUX45) / (PI/4)
94 SHS90m (SHS135 - SHS90) / (PI/4)
95 FLUX90m = (FLUX135 - FLUX90) / (PI/4)

96 SHS135m = (SHSO - SHS135) / (PI/4)
97 FLUX135m = (FLUXO - FLUX135) / (PI/4)
98

99 !Festlegung der Koordinaten

100 X0 = SHSH / 2

101 X1 = LENGTH - RADIUS

102 Y2 = HEIGHT - RADIUS

103 Y3 = HEIGHT / 4

104

105 !Berechnung Winkelgeschwindigkeit im Kreisbogen
106  OMEGA = VR / RADIUS

107

108 !Berechnung der Kreisbogenlaenge

109 BOGL = (PI / 2) x RADIUS

110

111 !Zeitpunkte der Abschnittsgrenzen

112 T1 = (X1 - X0) / V

113 T2 =Tl + BOGL / VR

114 T3 =T2 + ABS( (Y3 - Y2) / V)

115

116 ! Winkel im Kreisbogen beim Uebergang von Sektion 3 auf 4

117 ! Durch die urspruengliche Definition der Funktionen mit 0-45 wandert
118 ! der Winkelbereich in den naechsttieferen, z.B. 45 deg -> 0 deg

119 IF (PHI == 0.0) THEN
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ALPHAIN = ( DFAK * (SHS135m * PI/4 + SHS135) ) &
/ (2 x RADIUS + SHS135m * DFAK )
ELSE IF (PHI == 45.0) THEN
ALPHAIN = ( DFAK x (SHSOm * PI/4 + SHSO) ) &
/ (2 x RADIUS + SHSOm x DFAK )
ELSE IF (PHI == 90.0) THEN

ALPHAIN = ( DFAK * (SHS45m * PI/4 + SHS45) ) &
/ (2 x RADIUS + SHS45m * DFAK )
ELSE IF (PHI == 135.0) THEN
ALPHAIN = ( DFAK * (SHS90m * PI/4 + SHS90) ) &

/ (2 x RADIUS + SHS90m * DFAK )
ENDIF

! Winkel im Kreisbogen beim Uebergang von Sektion 4 auf 5
IF (PHI == 0.0) THEN

ALPHA2V = ( DFAK * (SHS90) ) / ( 2 x RADIUS - SHS96m =* DFAK )
ELSE IF (PHI == 45.0) THEN

ALPHA2V = ( DFAK * (SHS135) ) / ( 2 * RADIUS - SHS135m * DFAK )
ELSE IF (PHI == 90.0) THEN
ALPHA2V = ( DFAK x (SHSO) ) / (2 x RADIUS - SHSOm  x DFAK )

ELSE IF (PHI == 135.0) THEN
ALPHA2V = ( DFAK = (SHS45) ) / ( 2 = RADIUS - SHS45m x DFAK )
ENDIF

! Zeitpunkt des Uebergangs von Sektion 1 auf 2

TV =Tl - (SHSH / 2) / V
! Zeitpunkt des Uebergangs von Sektion 3 auf 4
TIN = T1 + ALPHAIN / OMEGA
! Zeitpunkt des Uebergangs von Sektion 4 auf 5
T2V = T2 - ALPHA2V / OMEGA
! Zeitpunkt des Uebergangs von Sektion 6 auf 7
T2N =T2 + (SHSV /7 2) / V

ISTART DER ZEITLICHEN BEDINGUNGEN - ---------cmmmmmmm oo
IF (TIME(2) .GE. 0.0 .AND. TIME(2) .LT. T1V) THEN
! Abschnitt 1: Rein horizontale Bewegung

XA1T = X0 + V * TIME(2)
XALL = XALT - (SHSH / 2)
XA1R = XA1T + (SHSH / 2)

IF (X .GE. XAlL .AND. X .LT. XA1lR) THEN
FLUX(1) = FLUXH

ELSE
FLUX(1) = 0.0

ENDIF

ELSE IF (TIME(2) .GE. T1V .AND. TIME(2) .LT. T1) THEN
! Abschnitt 2: Uebergang 1 vorne, also XA2T < X1

XA2T = X0 + V x TIME(2)
! Laenge der Waermequelle noch auf der Horizontalen
HORA2 = SHSH / 2 + ( X1 - XA2T )

! Skaliertert Winkel des Teils der Waermequelle,
! der schon auf dem Bogen ist

ALPHAA2T = DFAK * ( SHSH - HORA2 ) / RADIUS

! Resultierende Grenzen der beheizten Strecke
XA2L XA2T - (SHSH / 2)

XA2R = X1 + RADIUS = SIN(ALPHAA2T)

IF(X .GE. XA2L .AND. X .LT. XA2R) THEN
FLUX(1) = FLUXH
ELSE
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FLUX(1) = 0.0
ENDIF

ELSE IF (TIME(2) .GE. T1 .AND. TIME(2) .LT. TIN) THEN

! Abschnitt 3: Uebergang 1 hinten, Mittelpunkt der
! Waermequelle ist auf Bogen
ALPHAA3T = OMEGA * (TIME(2) - T1)

! Winkel zur Berechnung der linearen Annaeherung
! von SHS und QHS
PHICALC = PI / 4 - ALPHAA3T

! Bestimmung des lokalen Faserorientierungswinkels
! auf dem Kreisbogen
IF (PHI == 0) THEN
! PHILOC im Bereich 90-180
PHILOC = PI - ALPHAA3T
ELSE IF (PHI == 45) THEN
! PHILOC im Bereich 0-45
PHILOC = PI/4 - ALPHAA3T
ELSE IF (PHI == 90) THEN
! PHILOC im Bereich 0-90
PHILOC = PI/2 - ALPHAA3T
ELSE IF (PHI == 135) THEN
! PHILOC im Bereich 45-135
PHILOC = 3xPI/4 - ALPHAA3T
ENDIF

! Bereichsunterscheidung nach PHILOC zur Berechnung

! von SHS und QHS

IF (PHILOC .GE. 0.0 .AND. PHILOC .LT. (PI / 4)) THEN
! Bereich PHILOC 0-45
SHSA3 DFAK x ( SHSOm * PHICALC + SHSO )
FLUXA3 = FLUXOm * PHICALC + FLUXO

ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 4) .AND. PHILOC .LT. (PI / 2)) THEN

! Bereich PHILOC 45-90
SHSA3 DFAK * ( SHS45m * PHICALC + SHS45 )
FLUXA3 = FLUX45m * PHICALC + FLUX45
ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 2) .AND. &
PHILOC .LT. ((3 *x PI) / 4)) THEN
! Bereich PHILOC 90-135
SHSA3 DFAK * ( SHS90m * PHICALC + SHS90 )
FLUXA3 = FLUX90m * PHICALC + FLUX90

ELSE IF (PHILOC .GE. ((3 x PI ) / 4) .AND. PHILOC .LE. PI) THEN

! Bereich PHILOC 135-180

SHSA3 = DFAK * ( SHS135m * PHICALC + SHS135 )
FLUXA3 = FLUX135m * PHICALC + FLUX135
ENDIF

! Winkelbereich im Bogenmass der lokalen Waermequellenbreite

ALPHAA3 = SHSA3 / RADIUS

! Waermequellenteil auf dem Kreisbogen zur linken
! der Waermequellenmitte
BOGLA3 = RADIUS * ALPHAA3T

! Laenge der Waermequelle, der auf der Horizontalen verbleibt

HORA3 = SHSA3 / 2 - BOGLA3

XA3L X1 - HORA3

XA3R = X1 + RADIUS * SIN( ALPHAA3T + (ALPHAA3 / 2) )
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242 IF (X .GE. XA3L .AND. X .LT. XA3R) THEN

243 FLUX(1) = FLUXA3

244 ELSE

245 FLUX(1) = 0.0

246 ENDIF

247

248 ELSE IF (TIME(2) .GE. TIN .AND. TIME(2) .LT. T2V) THEN
249 ! Abschnitt 4: Waermequelle vollstaendig auf Kreisbogen
250 ALPHAA4T = OMEGA * (TIME(2) - T1)

251

252 ! Winkel zur Berechnung der linearen Annaeherung von SHS und QHS
253 IF (ALPHAA4T .LT. PI/4) THEN

254 PHICALC = PI / 4 - ALPHAA4T

255 ELSE

256 PHICALC = PI / 2 - ALPHAAAT

257 ENDIF

258

259 ! Bestimmung des lokalen Faserorientierungswinkels
260 ! auf dem Kreisbogen

261 IF (PHI == 0) THEN

262 ! PHILOC im Bereich 90-180

263 PHILOC = PI - ALPHAA4T

264 ELSE IF (PHI == 45) THEN

265 IF (ALPHAA4T .LT. PI/4) THEN

266 ! PHILOC im Bereich 0-45

267 PHILOC = PI/4 - ALPHAA4T

268 ELSE

269 ! PHILOC im Bereich 135-180 (5xPI/4 = 225)
270 PHILOC = 5xPI/4 - ALPHAA4T

271 ENDIF

272 ELSE IF (PHI == 90) THEN

273 ! PHILOC im Bereich 0-90

274 PHILOC = PI/2 - ALPHAAA4T

275 ELSE IF (PHI == 135) THEN

276 ! PHILOC im Bereich 45-135

277 PHILOC = 3*PI/4 - ALPHAAAT

278 ENDIF

279

280 ! Bereichsunterscheidung nach PHILOC zur

281 ! Berechnung von SHS und QHS

282 IF (PHILOC .GE. 0.0 .AND. PHILOC .LT. (PI / 4)) THEN
283 ! Bereich PHILOC 0-45 -> SHSO

284 SHSA4 = DFAK * ( SHSOm * PHICALC + SHSO )

285 FLUXA4 = FLUXOm * PHICALC + FLUXO

286 ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 4) .AND. PHILOC .LT. (PI / 2)) THEN
287 ! Bereich PHILOC 45-90 -> SHS45

288 SHSA4 = DFAK * ( SHS45m x PHICALC + SHS45 )
289 FLUXA4 = FLUX45m * PHICALC + FLUX45

290 ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 2) .AND. &

291 PHILOC .LT. ((3 = PI) / 4)) THEN

292 ! Bereich PHILOC 90-135 -> SHS90

293 SHSA4 = DFAK * ( SHS90m * PHICALC + SHS90 )
294 FLUXA4 = FLUX90m * PHICALC + FLUX90

295 ELSE IF (PHILOC .GE. ((3 * PI ) / 4) .AND. PHILOC .LE. PI) THEN
296 ! Bereich PHILOC 135-180 -> SHS135

297 SHSA4 = DFAK * ( SHS135m * PHICALC + SHS135 )
298 FLUXA4 = FLUX135m * PHICALC + FLUX135

299 ENDIF

300

301 ! Winkelbereich im Bogenmass der lokalen Waermequellenbreite
302 ALPHAA4 = SHSA4 / RADIUS

152



303
304
305
306
307
308
309
310
311
312
313
314
315
316
317
318
319
320
321
322
323
324
325
326
327
328
329
330
331
332
333
334
335
336
337
338
339
340
341
342
343
344
345
346
347
348
349
350
351
352
353
354
355
356
357
358
359
360
361
362
363

A.2 KONVEXER SCHNITT

XA4L = X1 + RADIUS * SIN( ALPHAA4T - (ALPHAA4 / 2) )
XA4R = X1 + RADIUS * SIN( ALPHAA4T + (ALPHAA4 / 2) )

IF (X .GE. XA4L .AND. X .LT. XA4R) THEN

FLUX(1) = FLUXA4
ELSE

FLUX(1) = 0.0
ENDIF

ELSE IF (TIME(2) .GE. T2V .AND. TIME(2) .LT. T2) THEN
! Abschnitt 5: Uebergang 2 vorne
ALPHAAST = OMEGA * (TIME(2) - T1)

! Winkel zur linearen Approximation von SHS und QHS
PHICALC = PI / 2 - ALPHAAST

! Bestimmung des lokalen Faserorientierungswinkels
! auf dem Kreisbogen
IF (PHI == 0) THEN
! PHILOC im Bereich 90-180
PHILOC = PI - ALPHAA5T
ELSE IF (PHI == 45) THEN
! PHILOC im Bereich 0-45
PHILOC = 5xPI/4 - ALPHAAST
ELSE IF (PHI == 90) THEN
! PHILOC im Bereich 0-90
PHILOC = PI/2 - ALPHAAST
ELSE IF (PHI == 135) THEN
! PHILOC im Bereich 45-135
PHILOC = 3%xPI/4 - ALPHAAST
ENDIF

IF (PHILOC .GE. 0.0 .AND. PHILOC .LT. (PI / 4)) THEN
! Bereich PHILOC 0-45 -> SHSO
SHSA5 DFAK * ( SHSOm * PHICALC + SHSO )
FLUXA5 = FLUXOm * PHICALC + FLUXO

ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 4) .AND. PHILOC .LT. (PI / 2)) THEN

! Bereich PHILOC 45-90 -> SHS45

SHSA5 DFAK * ( SHS45m % PHICALC + SHS45 )
FLUXA5 = FLUX45m x PHICALC + FLUX45

ELSE IF (PHILOC .GE. (PI / 2) .AND. &

PHILOC .LT. ((3 * PI) / 4)) THEN

! Bereich PHILOC 90-135 -> SHS90

SHSA5 DFAK x ( SHS90m % PHICALC + SHS90 )
FLUXA5 = FLUX90m * PHICALC + FLUX90

ELSE IF (PHILOC .GE. ((3 x PI ) / 4) .AND. PHILOC .LE. PI) THEN

! Bereich PHILOC 135-180 -> SHS135

SHSA5 = DFAK * ( SHS135m * PHICALC + SHS135 )
FLUXA5 = FLUX135m * PHICALC + FLUX135
ENDIF

ALPHAA5 = SHSA5 / RADIUS

! Waermequellenteil auf dem Viertelkreis ueber dem Mittelpunkt

BOGLA5 = RADIUS * (PI/2 - ALPHAAS5T)

! Waermequellenteil, der bereits in der vertikalen Sektion ist

VERA5 = SHSA5 / 2 - BOGLA5

YA5U Y2 + RADIUS * COS( ALPHAAST - (ALPHAA5 / 2) )
YA50 = Y2 - VERA5
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ELSE

ELSE

ELSE

ENDI

RETU
END

IF(Y .GT. YA50 .AND. Y .LE. YA5U) THEN
FLUX(1) = FLUXA5

ELSE
FLUX(1) = 0.0
ENDIF
IF (TIME(2) .GE. T2 .AND. TIME(2) .LT. T2N) THEN

! Abschnitt 6: Uebergang 2 hinten, also YA6T < Y2

VERAG6 =V x (TIME(2) - T2)

YAGT = Y2 - VERAG

ALPHAAGT = ( (SHSV / 2) - VERAG6 ) / RADIUS
YAGU = Y2 + RADIUS * SIN( ALPHAA6T )
YAG0 = YAGT - (SHSV / 2)

IF (Y .GT. YA60O .AND. Y .LE. YA6U) THEN
FLUX(1) = FLUXV

ELSE
FLUX(1) = 0.0
ENDIF
IF (TIME(2) .GE. T2N .AND. TIME(2) .LT. T3) THEN

! Abschnitt 7: Rein vertikale Bewegung

YA7T = Y2 - (SHSV / 2) - V * (TIME(2) - T2N)
YA7U = YATT + (SHSV / 2)
YA70 = YATT - (SHSV / 2)

IF (Y .GT. YA70 .AND. Y .LE. YA7U) THEN
FLUX(1) = FLUXV

ELSE
FLUX(1) = 0.0
ENDIF
FLUX(1) = 0.0
F
RN

Skript A.2: DFLUX-Subroutine fiir den konvexen Schnitt
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