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1 Einleitung 

Eine der größten aktuellen Herausforderungen der Menschheit ist die globale Klimaerwär-

mung. Die Folgen des Klimawandels sind auf der ganzen Welt spürbar. Zahlreiche Gletscher 

und die Polkappen schmelzen und verlieren an Volumen, sodass der Meeresspiegel drastisch 

ansteigt. Tief liegende Küstenregionen und Inseln können hierdurch unbewohnbar werden. 

Außerdem nehmen als Folge der globalen Klimaerwärmung extreme Wetterereignisse zu und 

Niederschlagsmuster ändern sich. Einige Regionen sind von Überflutungen durch Starkregen 

betroffen, während in andere Regionen Dürren und Hungersperioden auftreten [Coo13, Pet13, 

Umw20, UN18, UNE05]. Nach einer Auswertung von Cook et al. identifizieren die Autoren 

zahlreicher wissenschaftlicher Veröffentlichungen den Menschen als Hauptverantwortlichen 

für die Klimaerwärmung [Coo13]. Hauptursache sei der vermehrte Ausstoß von CO2 in die 

Atmosphäre, welcher den Treibhauseffekt verstärkt und die Erde weiter aufheizt. 

Um die Emissionen in der Luftfahrt zu reduzieren, haben sich Forschungseinrichtungen, Flug-

linien und Luftfahrtproduzenten auf europäischer Ebene zusammengeschlossen und das Stra-

tegiepaper „Flightpath 2050“ erarbeitet [Eur11]. Ziel ist es, bis zum Jahr 2050 den CO2 Ausstoß 

um 75 % und die NOx Emissionen um 90 % je Passagierkilometer zu reduzieren. 

Aktuelle Maßnahmen zeigen bisher noch nicht die erhoffte Wirkung, dennoch zeigt Bild 1.1 

erste positive Entwicklungen für die Emissionen in der Luftfahrt der vergangenen 30 Jahre. 

Daten des Umweltbundesamts und Destatis verdeutlichen, dass seit 1990 in Deutschland der 

Luftverkehr stärker zunimmt, als der Kerosinbedarf und der damit verbundene CO2 Verbrauch 

steigt. Der Kerosinverbrauch pro Passagier konnte von 6,3 l/100 km im Jahr 1991 auf 

3,55 l/100 km im Jahr 2018 reduziert werden. Ursache dafür sind unter anderem neue Tech-

nologien in der Luftfahrt wie sparsamere Triebwerke, Einsatz des Leichtbauwerkstoffs CFK in 

Flügel und Rumpf sowie neue aerodynamisch optimierte Flügelformen mit glatteren Oberflä-

chen und gebogenen Flügelspitzen [Bun19]. Absolut betrachtet bleiben die CO2 Emissionen 

in der Luftfahrt jedoch weiterhin hoch.  

 

Bild 1.1: Entkopplung des Kerosinbedarfs vom Verkehrswachstum seit 1990 in Deutschland auf Da-
tenbasis vom Umweltbundesamt und Destatis [Bun19] 

Nach internationalen Krisen, wie den Terroranschlägen auf das Word Trade Center im Jahr 

2001 oder der Weltfinanzkrise im Jahr 2008, hatte die Luftfahrtindustrie nur geringe Einbrüche 

zu verzeichnen und konnte schnell ihren langfristigen Wachstumstrend fortsetzen. Wie sich 
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der Trend in der Luftfahrtindustrie im kommenden Jahrzehnt aufgrund der SARS-CoV-2 Krise 

entwickelt und wann das Passagieraufkommen wieder dem Ausgangswert aus dem Jahr 2019 

entspricht, lässt sich derzeit jedoch kaum abschätzen. Allerdings treibt die Krise die Moderni-

sierung der Flotten von den Airlines weiter voran. Die Flotten der Airlines werden insgesamt 

kleiner und ältere Flugzeuge durch neue umweltfreundlichere Flugzeuge ersetzt. Neben den 

CO2 Einsparungen verbrauchen neue Flugzeuge auch weniger Treibstoff, sodass sich die Mo-

dernisierung für die Airlines auch wirtschaftlich lohnt [Luf21]. 

Ein übergeordneter Technologieansatz für sparsamere Flugzeuge ist die Senkung des Struk-

turgewichtes. Wie in Bild 1.2 ersichtlich ist, wurde bei verschiedenen Flugzeugmodellen im 

Verlauf der Jahre immer mehr der Anteil des Leichtbauwerkstoffs Titan erhöht. Besonders 

hoch ist der Anteil an Titan bei den aktuellen Langstreckenflugzeugen Airbus „A350“ und 

Boeing „B787“, die überwiegend aus dem Werkstoff CFK gefertigt sind [Deg12]. Aufgrund der 

chemischen Kompatibilität werden an Verbindungsstellen zu CFK Bauteilen häufig Kompo-

nenten aus Titan eingesetzt, sodass sich ein Werkstoffanteil von über 12 % bezogen auf das 

gesamte Flugzeug ergibt. 

 

Bild 1.2: Passagierflugzeugmodelle von Airbus und Boeing mit ihrem Werkstoffanteil an Titan seit 
1960 [Hel18, Ros10] 

Um das Strukturgewicht dieser Titanbauteile noch weiter zu senken, werden additive Verfah-

ren etabliert, mit denen sich die Geometrie der Bauteile bionisch optimieren lässt. Durch Nut-

zung von numerischen Optimierungsalgorithmen können für Titanbauteile komplett neue Bau-

teildesigns umgesetzt werden, die durch konventionelle Verfahren nicht herstellbar sind und 

somit signifikante Gewichtseinsparungen ermöglichen [Emm11a]. Aufkommende additive Fer-

tigungsverfahren sind das draht- oder pulverbasierte Auftragsschweißen oder das selektive 

Laserschmelzen (SLS) in einem Pulverbett. 

Eine Herausforderung bei Bauteilen die mittels SLS hergestellt werden, ist die lange Prozess-

kette in der Fertigung. So sind die Bauteile nach dem Prozessschritt Laserschmelzen noch 

nicht als Luftfahrtkomponente einsetzbar, sondern müssen weitere Bearbeitungsschritte 

durchlaufen. Beispielsweise sind die zuvor zwingend erforderlichen Stützstrukturen zu entfer-

nen sowie Funktions- und Anschlussflächen spanend zu bearbeiten. 

Ventilblöcke aus Titan stellen ein mögliches Bauteilspektrum für die SLS Serienfertigung dar, 

denn diese weisen komplexe Bohrungskanäle und zahlreiche innenliegende Strukturen auf, 
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die durch SLS verkürzt und optimiert werden können [Lan17, Lie17]. Die Verwendung von 

Stützstrukturen für große horizontale Bohrungen ist beim Prozessschritt Laserschmelzen un-

vermeidlich. Diese müssen anschließend wieder entfernt werden. Um die finalen Dichtflächen 

und Passungen der SLS Ventilblöcke mit der notwendigen Präzision zu fertigen, ist die spa-

nende Nachbearbeitung geeignet. 

Die spanende Nachbearbeitung von Bohrungen mit Stützstrukturen bei Komponenten aus Ti-

tan, die mittels des selektiven Laserschmelzens hergestellt sind, ist noch nicht ausreichend 

erforscht. Zur Schließung dieser Wissenslücke werden in der vorliegenden Arbeit die für diese 

Bearbeitungsaufgabe relevanten spanenden Fertigungsverfahren Helixfräsen und Bohren 

erstmals systematisch untersucht. 



 

4 

2 Stand der Technik 

2.1 Titan 

Für Luftfahrtanwendungen ist der Werkstoff Titan aufgrund der hohen spezifischen Festigkeit 

sowie Korrosionsbeständigkeit einer der bedeutendsten Konstruktionswerkstoffe. Lediglich 

das derzeit in der Luftfahrt etablierende CFK weist eine noch höhere spezifische Festigkeit 

auf. Die Legierung Ti-Al6-V4 macht bei den Titanwerkstoffen den überwiegenden Anteil aus. 

In den nachfolgenden Abschnitten werden zunächst die Grundlagen betrachtet, dann die Ei-

genschaften der Legierung Ti-Al6-V4 aufgezeigt und zum Abschluss der wissenschaftliche 

Stand bei spanabhebender Bearbeitung dieses Werkstoffs betrachtet. 

2.1.1 Grundlagen 

Titan zählt zu der Gruppe der Leichtmetalle und ist in dieser mit einer Dichte von 

ρ
Ti
 = 4,51 kg dm

3⁄  das schwerste Element. Wie in Bild 2.1 dargestellt ist, tritt Titan in zwei un-

terschiedlichen Gitterstrukturen auf. Hierbei handelt es sich um die hexagonal dichtest ge-

packte α-Phase und die kubisch raumzentrierte β-Phase. Nur innerhalb eines bestimmten 

Temperaturbereiches sind diese beiden Phasen stabil und können sich ineinander umwan-

deln. Als allotrope Umwandlung wird hierbei der Übergang von einer in die andere Modifikation 

bezeichnet. Die Transustemperatur ist die Temperatur, bei der diese Umwandlung stattfindet 

[Lüt07, Pet02]. 

Bei tiefen Temperaturen liegen die meisten Titanlegierungen und Reintitan in der hexagonal 

dichten Kugelpackung vor, welche mit α-Titan bezeichnet wird. Oberhalb der Transustempe-

ratur kristallisiert die Gitterstruktur kubisch raumzentriert und wird in der Literatur häufig mit 

β-Titan bezeichnet. Die Transustemperatur liegt bei 882 °C für Reintitan. Diese beiden Gitter-

modifikationen mit ihrer allotropen Umwandlung haben für das Titan eine große Bedeutung, 

denn sie bilden die Grundlage der vielfältigen Eigenschaften, die mit Titan erzielt werden kön-

nen. So sind mit der jeweiligen Gittermodifikation die Diffusionsgeschwindigkeiten und plasti-

schen Verformbarkeiten eng verbunden. Weiterhin ist für das α-Gitter eine hohe Anisotropie 

feststellbar. So tritt senkrecht zur Basalebene ein hoher E-Modul von 145 GPa auf, wohinge-

gen parallel zur Basalebene der E-Modul lediglich bei 100 GPa liegt [Lüt07, Pet02]. 

 

Bild 2.1: Gitterstrukturen der hexagonal dichtest gepackten 𝛂-Phase und der kubisch raumzentrier-

ten 𝛃-Phase nach [Pet02] 

a1

a2

c a

a

a

-Phase: -Phase:
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Bei der hexagonalen α-Phase ist aufgrund der dichteren Atompackung eine langsamere Dif-

fusion im Vergleich zur kubisch raumzentrierten β-Phase festzustellen. Aufgrund dieses gerin-

geren Diffusionskoeffizienten beim α-Titan ist die Gefügeausbildung bei beiden Phasen unter-

schiedlich. Dies hat direkte Auswirkungen auf das mechanische Verhalten. So stellt sich beim 

α-Titan eine höhere Kriechfestigkeit im Vergleich zum β-Titan ein [Lüt07, Pet02]. 

Die Ausbildung des Gefüges ist außerdem stark vom Temperaturbereich und der Zeit, in der 

die Temperaturänderungen ablaufen, abhängig. Findet eine Abkühlung des Gefüges unterhalb 

der Transustemperatur statt, bildet sich bei sehr langsamen Abkühlgeschwindigkeiten ein sehr 

groblamellares Gefüge aus. Erfolgt hingegen die Abkühlung sehr schnell, stellt sich ein sehr 

feinlamellares Gefüge ein. Oberhalb der Transustemperatur kann bei sehr starken Abkühlge-

schwindigkeiten ein diffusionsloses Umklappen des kubisch raumzentrierten β-Gefüges in he-

xagonales α-Gefüge erfolgen. Dies führt zur Bildung von metastabilem sehr fein bzw. nadelig 

ausgebildetem Martensit. Dieser Martensit führt zu einer geringen Festigkeitssteigerung des 

Titans. Weiterhin lassen sich beim Abschrecken oberhalb der Transustemperatur zwei Mar-

tensitformen unterscheiden. Bei sehr hohen Starttemperaturen entsteht ein hexagonaler Mar-

tensit. Dieser ist durch eine Korbgeflechtstruktur gekennzeichnet, die sehr feinnadelig ausge-

bildet ist. Erfolgt das Abschrecken knapp oberhalb der Transustemperatur bildet sich or-

thorhombischer Martensit. Dieser zeichnet sich durch eine sehr gute Verformbarkeit aus 

[Lüt07, Pet02]. 

2.1.2 Titanlegierungen 

Durch Hinzugabe von Legierungselementen lässt sich die Lage der Transustemperatur, bei 

der eine Umwandlung von β-Titan in α -Titan stattfindet, verschieben. Wie in Bild 2.2 ersichtlich 

ist, existieren neutrale Legierungselemente. Hierbei kann es sich ebenso um Verunreinigun-

gen handeln, die trotz eines hohen Anteils keine Veränderungen der Transustemperatur her-

vorrufen. Außerdem existieren die neutralen Legierungselemente Zinn und Zirkonium, welche 

keine Verschiebung der Phasengrenze hervorrufen. Jedoch sind diese Legierungsbestand-

teile in Bezug auf das Festigkeitsverhalten nicht neutral, denn Sie härten insbesondere die α-

Phase aus. Das wichtigste α-stabilisierende Legierungselement ist Aluminium [McQ56]. Wie 

aus Bild 2.2 ersichtlich ist, tritt bei einem hohen Anteil dieses Legierungselementes die α-

Phase ebenso in hohen Temperaturbereichen auf. Außerdem bildet sich ein großer Zwei-Pha-

senbereich aus, in welchem die beiden Phasen parallel vorliegen. Die β-Phase kann bei einem 

hohen Anteil α-stabilisierender Legierungselemente nur in einem sehr hohen Temperaturbe-

reich erreicht werden. Zur Stabilisierung der β-Phase ist Vanadium mit seiner guten Löslichkeit 

in Titan das wichtigste Legierungselement. Durch Hinzugabe von Vanadium bildet sich bereits 

bei geringen Temperaturen ein Zwei-Phasenbereich mit α+β-Titan aus. Außerdem wird die 

Transustemperatur deutlich herabgesetzt, sodass sich bereits bei geringen Temperaturen eine 

β-Phase im Titan einstellt [Lüt07, Pet02]. 

In der Regel treten in der industriellen Anwendung Mischformen auf, sodass die Legierungen 

sowohl α-stabilisierende und β-stabilisierende Anteile enthalten. Auf diese Weise ergibt sich 

eine Unterteilung in α-, α/β- und β-Legierungen. Zwischen diesen Bereichen sind noch zusätz-

lich die near- α-Legierungen und die metastabilen β-Legierungen vorhanden. Demnach ist bei 

Reintitan oder Titan, das nur neutrale Legierungsbestandteile enthält, von α-Titan auszuge-

hen. Bei sehr geringen Anteilen von β-stabilisierenden Elementen wird von near- α-Titan aus-

gegangen. Hieran schließt sich die am häufigsten vorkommende Legierungsgruppe des α/β-
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Titans an. Weist eine Legierung einen so hohen Anteil an β-stabilisierenden Elementen auf, 

dass durch schnelles Abkühlen die β-Phase nicht martensitisch umwandelt und sich hierdurch 

im Zwei-Phasenbereich befindet, so ist von metastabilen Legierungen auszugehen [Wel94]. 

Die β-Legierungen bilden das Ende der Skala [Lüt07, Pet02]. 

 

Bild 2.2: Schematischer Einfluss des Anteils verschiedener Legierungselemente auf den Zustand 
der Legierungen in den verschiedenen Temperaturbereichen [Pet02] 

Wie bereits in den vorhergehenden Abschnitten deutlich wurde, hat das Gefüge einen nach-

haltigen Einfluss auf die Eigenschaften einer Titanlegierung. Hierbei liegen in der Regel zwei-

phasige Titanlegierungen vor, wobei sich die Anordnung und Größe der α- und β-Phase un-

terscheiden. Mittlerweile ist der Einfluss der unterschiedlichen Gefüge auf die mechanischen 

Eigenschaften von Titan weitestgehend untersucht [Bar12]. Durch thermomechanische Be-

handlung lassen sich verschiedene Gefüge und somit Werkstoffeigenschaften einstellen, 

Bild 2.3. Bei Auslegung der thermomechanischen Behandlung kommt der Transustemperatur 

eine entscheidende Bedeutung zu [Don00]. Soll lamellares Gefüge entstehen, muss die Ab-

kühlung oberhalb der Transustemperatur beginnen. Sobald die Transustemperatur unter-

schritten wird, bilden sich an den β-Korngrenzen α-Lamellen, die radial in das Korn wachsen. 

Wird eine hohe Abkühlgeschwindigkeit gewählt, dann sind diese Lamellen sehr fein, bei nied-

riger Abkühlgeschwindigkeit sind die Lamellen grob. Durch schnelles Abschrecken ist das Ge-

füge feinspießig. Bei feinem Gefüge weist das Titan eine hohe Festigkeit und Duktilität auf. Im 

Gegensatz hierzu sind grobe Gefüge beständiger gegen Kriechen und Rissausbreitung [Lüt07, 

Pet02]. 

 

Bild 2.3: Thermomechanische Behandlungen von Titanlegierungen [Pet02] 
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Es wird nur zu 30 % Reintitan ohne weitere Legierungsbestandteile verwendet. Mit einem An-

teil von über 50 % macht die Legierung Ti-Al6-V4 einen Großteil von allen Titanwerkstoffen 

aus. Sie weist sehr ausgewogene Werkstoffeigenschaften auf und ist eine der am stärksten 

erprobten und erforschten Titanlegierungen. Aus diesem Grund wird Ti-Al6-V4 sehr häufig als 

Luftfahrtwerkstoff verwendet wird [Boy94, Gey02, Hin17a, Pet02,]. Diese Legierung besitzt 

einen Anteil von 6 Ma% des α-Gefüge stabilisierenden Elementes Aluminium und einen Anteil 

von 4 Ma% des β-Gefüge stabilisierenden Elementes Vanadium. In Tabelle 2.1 sind die me-

chanischen Kennwerte der Legierung Ti-Al6-V4 im Vergleich zu anderen Titanwerkstoffen auf-

gezeigt [Lüt07]. 

(bei Raumtemperatur) 
Legierung 

E 
[GPa] 

Rm 
[MPa] 

Rp0,2 
[MPa] 

A5 
[%] 

Grade 1 (Reintitan) 103 330 240 30 

Grade 2 (Reintitan) 103 435 345 28 

Grade 6 (TiAl5Sn2,5) 109 860 805 16 

Ti-6242S 114 1100 990 13 

IMI 834 120 1030 910 6 

Timetall 1100 112 1050 950 12 

Ti-Al6-V4 114 1170 1100 12 

Ti-6246 114 1030 970 11 

Timetall 1023 110 1290 1190 7 

Ti-153 99 1140 1070 8 

Beta-CEZ 122 1275 1200 11 

Tabelle 2.1: Mechanische Kennwerte verschiedener Titanlegierungen im Vergleich [Boy94, 

Pet02, Ter20, Wes06] 

Die Legierung Ti-Al6-V4 (In der nachfolgenden Arbeit ist Titan genannt, hierbei ist immer die 

Legierung Ti-Al6-V4 gemeint) hat in vielen Bereichen eine sehr hohe Bedeutung. So wird die 

Legierung in der Medizintechnik aufgrund der Bioverträglichkeit und im Sport und Freizeitbe-

reich aufgrund der geringen Dichte eingesetzt. Für Luftfahrtkomponenten ist das gute Verhält-

nis von Streckgrenze zu Dichte entscheidend. Stähle weisen teilweise eine etwas höhere 

Streckgrenze auf, gleichzeitig ist jedoch ebenso die Dichte auf einem deutlich höheren Niveau, 

sodass sich im Vergleich zum Titan ein schlechteres Verhältnis einstellt [Klo08, Pet02]. 

Aus diesem Grund werden Hydraulikleitungen oder stark belastete Strukturbauteile in Flug-

zeugen aus Titan gefertigt. Ein Beispiel für Strukturbauteile sind die Spante des Türrahmens 

vom Airbus A350 [Deg16, Lan12]. Durch die Werkstoffauswahl von Titan können bei diesen 

Bauteilen bei geringem Gewicht hohe Belastungen aufgenommen werden. Neben dieser pri-

mären Gewichtseinsparung sind weitere sekundäre Gewichtseinsparungen zu berücksichti-

gen. So sinkt bei einem geringeren Gewicht der verwendeten Bauteile der Kerosinverbrauch 

beim Fliegen, die Triebwerke können kleiner dimensioniert werden und an den Landegestellen 

wird weniger Material benötigt. Es wird deutlich, dass mit jeder primären Gewichtseinsparung 

ein „Schneeballeffekt“ für sekundäre Gewichtseinsparungen einsetzt, wobei die sekundären 

Einsparungen häufig die primären Einsparungen überwiegen [Klo08, Pet02]. 

Außerdem weist Titan eine hohe Korrosionsbeständigkeit auf. Bis 550 °C ist Titan temperatur-

beständig und erst ab 550 °C setzt eine Oxidation des Werkstoffs ein, sodass Titan Bestandteil 
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von vielen Komponenten in den kalten Bereichen des Flugzeugtriebwerks ist. Mittlerweile etab-

liert sich bei Langstreckenflugzeugen der Werkstoff CFK. So sind die Flugzeuge Airbus A350 

und Boeing 787 zu über 50 % aus CFK gefertigt [Brü18, Kra15, Sch07]. Beim Werkstoffüber-

gang zwischen CFK und Titan hat das Titan im Vergleich zu dem ebenfalls in der Luftfahrt 

häufig verwendeten Aluminium entscheidende Vorteile. Die beim Aluminium auftretenden gal-

vanischen Korrosionsprobleme treten beim Titan nicht auf [Wat06]. Außerdem weisen Titan 

und CFK ähnliche Wärmeausdehnungskoeffizienten auf, sodass Spannungen infolge thermi-

scher Mißfits reduziert werden [Klo08, Pet02]. 

2.1.3 Spanabhebende Bearbeitung von Titan 

Aufgrund der Werkstoffeigenschaften zeigt Titan für viele Anwendungen eine sehr hohe Leis-

tungsfähigkeit, gleichzeitig resultiert jedoch aus den Werkstoffeigenschaften eine schwierige 

Verarbeitbarkeit. Daher zählt Titan neben hochlegierten Stählen und Nickelbasislegierungen 

zu den schwer zerspanbaren Werkstoffen. Bei der spanenden Bearbeitung entstehen seg-

mentierte Späne und wie nachfolgend aufgezeigt wird, erschweren die geringe Wärmeleitfä-

higkeit sowie der geringe Elastizitätsmodul die Bearbeitung [Bäk03, Çal15, Sun09, Zan18]. 

Wegen der hohen thermischen, mechanischen und chemischen Belastung der Schneide un-

terliegt diese einem hohen Verschleiß. Diesem kann durch Wahl geeigneter Schneidstoffe, 

Schneidengeometrien und Bearbeitungsstrategien entgegengewirkt werden. 

Über alle Schnittgeschwindigkeitsbereiche kommt es bei der Zerspanung von Titan zu der in 

Bild 2.4 dargestellten Lamellenspanbildung. Wie ersichtlich wird, läuft diese Lamellenspanbil-

dung in 2 Phasen ab. In der ersten Phase wird das Material vor der Schneide des Werkzeugs 

elastoplastisch gestaucht und verformt, sodass sich in der Scherzone ein Scherband bildet. In 

der zweiten Phase gleitet das Spansegment entlang der Spanfläche des Werkzeugs ab und 

es entsteht der typisch segmentierte Span [Arr09, Bäk03, Cal10, Ezu97, Kre97, Nab01, 

Sun09]. Erst bei sehr geringen Spanungsdicken werden die Scherbänder breiter und ein 

kontinuierlicher Span wird gebildet. Aufgrund der Spanbildung unterliegen die Werkzeuge, ne-

ben der statischen Grundbelastung, einer starken dynamischen Belastung [Cot08]. Aus dieser 

schwellenden Belastung resultiert Werkzeugverschleiß durch Risse, muschelförmige Abplat-

zungen und Ausbrüche von Schneidstoffpartikeln [Klo08]. Dieser kann somit zum Bruch der 

Schneide führen [Gen01, Kre73]. 

   

Bild 2.4: Segmentierung des Spans bei Bearbeitung von Titan nach [Gen01] 
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Aus den Werkstoffeigenschaften Elastizitätsmodul, Festigkeit und Streckgrenzenverhältnis re-

sultieren hohe mechanische Belastungen der Schneide, welche deutlich höher als bei der Zer-

spanung von Stahlwerkstoffen sind [Kre73]. Außerdem bedingt die hohe Warmfestigkeit, dass 

bei hohen Schnittgeschwindigkeiten die Zerspankräfte nicht oder nur leicht abnehmen [Hou14, 

Vei13]. Hingegen ist für den Spanungsquerschnitt eine direkte Abhängigkeit zur Schnittkraft 

feststellbar [Sun09]. Außerdem ist durch den niedrigen Elastizitätsmodul, dieser ist mit 

E = 110 GPa nur etwa halb so groß wie bei Stahl, und dem hohen Streckgrenzenverhältnis die 

plastische Verformbarkeit gering [Mei09]. Während des Zerspanprozesses entsteht eine 

Werkstoffrückfederung unterhalb der Schneide. Hierdurch reduziert sich der effektive Freiwin-

kel und die Reibung an der Freifläche wird erhöht [Jan03, Lop00]. Aufgrund dieser höheren 

Reibwärme wird wiederum das Werkzeug geschwächt. Außerdem verursacht die Werkstoff-

rückfederung bei labilen Bauteilen Schwingungserscheinungen bei der Bearbeitung sowie 

Maßabweichungen aufgrund der Werkstückabdrängung [Eck91, Ham97]. 

Mit Simulationen kann das thermomechanische Verhalten bei der Spanbildung in Abhängigkeit 

von der Werkzeuggeometrie untersucht werden [Sch11]. In Bild 2.5 ist exemplarisch das Er-

gebnis einer Simulation der Temperaturverteilung im Span nach [Kom01] aufgezeigt. Die 

Wärme im Span ist auf eine Überlagerung der eingebrachten Energie durch Reibung und Um-

formung zurückzuführen. Aufgrund der Umformung in der Scherebene treten an Ober- und 

Unterseite des Spans an der Scherebene lokale Temperaturmaxima auf. Das absolute Tem-

peraturmaximum ist bei Zerspanprozessen am Ablösepunkt des Spans von der Spanfläche 

des Werkzeugs festzustellen, da die Temperatur durch Reibung über die Spanfläche kontinu-

ierlich ansteigt [Kar11, Kom00, Kom01, Rec13]. 

 

Bild 2.5: Simulation der Temperaturverteilung im Span nach [Kar11] 

Für Titan ist im Vergleich zu anderen Werkstoffen die Besonderheit zu berücksichtigen, dass 

es eine sehr geringe Wärmeleitfähigkeit aufweist. Diese entspricht mit λw = 6,7 W  m∙K⁄  nur 

etwa 10 - 20 % der Wärmeleitfähigkeit von Stahl [Mei09]. Hieraus resultieren im Vergleich zu 

anderen schwer zerspanbaren Werkstoffen wie bspw. Vergütungsstahl einige Besonderhei-

ten. Normalerweise soll bei der Zerspanung ein möglichst hoher Anteil an Wärme in die Späne 

fließen. Bei der Titanzerspanung wird jedoch ein hoher Anteil an Wärme  über das Werkzeug 

abgeführt, denn Titan weist eine nur geringe Wärmeleitfähigkeit auf. Dieser Anteil kann 

60 - 80 % von der gesamten entstandenen Wärme betragen. Diese hohe thermische Belas-

tung des Werkzeugs bei der Titanzerspanung verursacht einen hohen thermischen Verschleiß 
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[Ren05, Vei13]. Außerdem begünstigen die hohen Temperaturen das Ablaufen von chemi-

schen Reaktionen. 

Bei den chemischen Reaktionen ist insbesondere die Affinität von Titan zu den Elementen 

Stickstoff, Sauerstoff, Kohlenstoff und Wasserstoff bedeutsam. In Verbindung mit diesen Ele-

menten treten bei Titan im Kontaktbereich zwischen Werkzeug und Werkstück Diffusionsme-

chanismen auf, die bei vielen Schneidstoffen zu Verschleiß durch Entfestigung führen. Nor-

malerweise weist Titan aufgrund der sogenannten Passivierungsschicht aus Titandioxid TiO2 

eine hohe Korrosionsbeständigkeit auf [Lüt07, Pet02]. Da bei der spanabhebenden Bearbei-

tung das Werkzeug jedoch stetig mit neuer Werkstoffoberfläche in Kontakt kommt, kann die 

Passivierungsschicht das Ablaufen der chemischen Reaktion nur bedingt vermindern. Als 

Folge dieser chemischen Reaktion tritt an der Spanfläche Verschleiß durch Auskolkung auf 

und kleine Mikroausbrüche von Werkstoffpartikeln entlang der Schneidkante schwächen die 

Schneide [Lop00]. Neben diesem diffusiven Verschleiß ist bei vielen Schneidstoffen zusätzlich 

ein adhäsiver Verschleiß zu berücksichtigen. So haften Partikel der Titanspäne auf der Werk-

zeugschneide und verklammern mit dieser [Har82, Toe99]. Das periodische Ablösen der Auf-

bauschneide führt zu hoher schwellender Belastung, woraus Ausbrüche resultieren können.  

Um eine produktive und prozesssichere spanabhebende Bearbeitung von Titanlegierungen 

umzusetzen, ist die Wahl eines geeigneten Werkzeugs bestehend aus Schneidstoff und 

Schneidengeometrie essentiell. Aufgrund der schwellenden Belastung ist ein zäher Schneid-

stoff zu wählen. Entsprechend war Schnellarbeitsstahl sehr lange Stand der Technik für die 

Zerspanung von Titan. Allerdings weist Schnellarbeitsstahl nur eine geringe Warmfestigkeit 

auf, sodass dieser nur bis Schnittgeschwindigkeiten von vc = 40 m/min einsetzbar ist [Klo08]. 

Für eine Steigerung der Produktivität durch Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit auf 

vc = 50 - 70 m/min zeigt sich der Einsatz von Feinstkornhartmetall aufgrund der deutlich höhe-

ren Warmhärte sowie Kanten- und Biegefestigkeit als geeignet [Toe99]. Hierbei kommt Hart-

metall als Schneidstoff für die Schruppbearbeitung mit begrenzter Spanungsdicke in Einsatz. 

Um insbesondere bei der Schlichtbearbeitung von Titan die Produktivität durch höhere Schnitt-

geschwindigkeiten noch weiter zu steigern, wurden zahlreiche weitere Schneidstoffe mit hoher 

Härte untersucht. Außerdem bestand die Idee durch Wahl eines Schneidstoffs mit noch gerin-

gerer Wärmeleitfähigkeit als Titan die entstehende Wärme bei Zerspanung in die Späne wei-

terzuleiten. Als geeignet erschienen beispielsweise Keramiken [Dea86, Kom83]. Aufgrund der 

Affinität zu Aluminium konnten die Erwartungen in Bearbeitungsversuchen jedoch nicht erfüllt 

werden [Klo08, Eva05]. Allerdings zeigen die hochharten Schneidstoffe monokristalliner Dia-

mant, polykristalliner Diamant, kubisches Bornitrid (PCBN) und Hartmetalle mit CVD-/PVD-

Diamantbeschichtung gute Ergebnisse bei der Schlichtbearbeitung von Titan mit hohen 

Schnittgeschwindigkeiten von vc = 100 - 200 m/min [DaS13, DuS13, Ezu07, Jaw00, M’S15]. 

Außerdem erzeugen diese Schneidstoffe eine geringe Reibung zwischen Werkzeug, Span und 

Werkstück [Klo08]. 

Die Geometrie der Schneide setzt sich aus den drei Winkeln Span-, Keil- und Freiwinkel zu-

sammen [Sch11]. Durch einen hohen Spanwinkel von γ = 12° bis 14° kann die mechanische 

Schneidenbelastung reduziert werden [Deg12]. Außerdem sind Freiwinkel im Bereich von 

α = 5° - 8° ideal, denn hierdurch wird die Reibbelastung an der Freifläche reduziert [Deg12, 

lac00]. Durch noch höhere Frei- und Spanwinkel kann theoretisch die mechanische Belastung 

und Reibung reduziert werden, gleichzeitig wird jedoch die Stabilität des Schneidkeils redu-

ziert. Zumindest an der Freifläche kann diesem Konflikt durch Verwendung einer zusätzlichen 
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Freiflächenfase zur Reibungsminimierung bei gleichzeitig hohem Keilwinkel entgegengewirkt 

werden [Rah03, Ram11]. Die Schneidkante sollte für Schlicht- und Drehoperationen einen mi-

nimalen Schneidkantenradius aufweisen. Für Schruppfräsoperationen kann eine Verrundung 

der Schneidkante zur Reduktion von Mikroausbrüchen erfolgen. Hierbei ist jedoch zu berück-

sichtigen, dass mit zunehmender Verrundung der Schneidkante die Zerspankräfte ansteigen 

[Toe99]. Außerdem lässt sich bei Fräswerkzeugen der Drall der Schneiden variieren. Werk-

zeuge mit großen Drallwinkeln weisen kleine Spanräume auf, gleichzeitig werden die Späne 

jedoch gut aus der Wirkzone abgeführt. Bei kleinen Drallwinkeln verhält es sich genau umge-

kehrt. Außerdem sind für Schlichtfräsoperationen Werkzeuge zu verwenden, bei denen die 

einzelnen Zähne unterschiedliche Drallwinkel aufweisen. Hierdurch entsteht eine ungleichmä-

ßige Teilung des Werkzeugs und Vibrationen bei Bearbeitung dünnwandiger Titanbauteile 

können reduziert werden [Hin13a, lac00]. 

Wie in vorhergehenden Abschnitten aufgezeigt wurde, ist die Titanzerspanung durch hohe 

thermische Belastung, die Verschleiß verursacht, geprägt. Daher ist die Verwendung von Kühl-

schmierstoff (KSS) wie Überflutungsschmierung mit wassergemischten Kühlschmiermitteln 

Stand der Technik, mit dem Ziel die Standzeit und Produktivität zu erhöhen [Abe15, Klo12, 

M’S15]. Hierbei hat der Kühlschmierstoff, neben der Wärmeabfuhr aus der Prozesszone, die 

Aufgabe Späne abzutransportieren und durch Schmierung Anhaftungen auf der Werkzeug-

schneide zu vermeiden. Soweit möglich sollte zusätzlich Innenkühlung angewendet werden 

[Nan09]. Hierbei erfolgt die Zuführung des KSS direkt an die Wirkstelle der Zerspanung durch 

die Werkzeugspindel und Kühlkanalbohrungen in den Werkzeugen. Insbesondere für die Boh-

rungsbearbeitung eignet sich diese Technologie, da die Zugänglichkeit zur Wirkstelle sehr ein-

geschränkt ist. Außerdem sind seit ca. 10 Jahren kryogene Kühltechnologien im Blickpunkt 

zahlreicher Forschungsarbeiten. Hierbei erfolgt die Kühlung mit flüssigen Stoffen wie Flüs-

sigstickstoff (LN2) bei Temperaturen von -196 °C oder festen Stoffen wie CO2-Schnee bei 

Temperaturen von -78 °C. Ein positiver Effekt auf den Verschleiß bei der Zerspanung von Titan 

konnte in zahlreichen Studien nachgewiesen werden [Cor14, Sad16]. Zusätzlich weisen die 

Werkstücke nach der Bearbeitung eine hohe Härte, hohe Druckeigenspannungen in der Rand-

zone und eine geringe Oberflächenrauheit auf [Bor15, Kay14, Pus11, Sho12, Umb12]. Trotz 

der Vorteile überwiegt in der Titanzerspanung die Kühlung mit KSS, da die kryogene Kühl-

technologie einen höheren Aufwand erfordert [Jaw16]. 

Die Bearbeitung von Titanlegierungen unterteilt sich häufig in eine Schruppbearbeitung, bei 

der die Bearbeitung mit hohem Zeitspanvolumen erfolgt, und eine anschließende Schlichtbe-

arbeitung mit geringen Bearbeitungsaufmaßen zur Finalisierung des Bauteils. Als Frässtrate-

gie ist nach Klocke das Gleichlauffräsen dem Gegenlauffräsen vorzuziehen [Klo08]. Wie be-

reits vorhergehend aufgeführt wurde, unterliegt die Zerspanung von Titan einer elastischen 

Verformung. Beim Gegenlauffräsen ist beim Eintritt der Schneide in das Werkstück die 

Spanungsdicke h = 0 mm. Hiervon ausgehend nimmt die Spanungsdicke über einen hohen 

Schnittweg unterhalb der Mindestspanungsdicke zu. Hierdurch tritt eine hohe Reibphase auf, 

die beim Gleichlauffräsen mit einer Spanungsdicke h > 0 mm vermieden werden kann. Für 

den Schneidenaustritt beträgt die Spanungsdicke h > 0 mm beim Gegenlauffräsen, wodurch 

eine Zugbelastung auf die Schneide entsteht. Diese Zugbelastung kann Ausbrüche an der 

Schneide hervorrufen. Für das Gleichlauffräsen ergibt sich hingegen eine Spanungsdicke 

h = 0 mm beim Austritt der Schneide, sodass Zugbelastungen auf die Schneide des Werk-

zeugs reduziert werden. Außerdem können beim Gegenlauffräsen beim Eintritt der Schneide 
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ins Werkzeug Späne zwischen Werkstück und Schneide gelangen und somit die Bauteilober-

fläche schädigen. Beim Gleichlauffräsen sind Späne nur gering mit der Schneide verbunden 

und werden zusätzlich bei Eintritt ins Werkstück aufgrund der höheren Spanungsdicke abge-

streift. Durch die zuvor beschriebenen Effekte stellt sich beim Gleichlauffräsen im Vergleich 

zum Gegenlauffräsen eine bessere Oberflächenqualität ein [Gey02, Klo08, Mei09]. 

2.2 Selektives Laserschmelzen (SLS) 

In der Öffentlichkeit etablieren sich die Begriffe 3D-Druck und additive Fertigung. Hierbei sind 

alle schichtweise wiederholenden Verfahren gemeint, die physische Bauteile herstellen. In der 

additiven Fertigung unterscheiden sich die Verfahren nach dem Auftragsmechanismus, dem 

Werkstoff und dem Zustand des Werkstoffs im Ausgangszustand. Wie in Bild 2.6 dargestellt 

ist, sind additive Fertigungsverfahren nach DIN 8580 in der Hauptgruppe Urformen „Zusam-

menhalt schaffen“ eingeordnet. Aufgrund der zahlreichen neuen Entwicklungen in der additi-

ven Fertigung ist die Einteilung hierbei nicht immer eindeutig. So wäre für einige additive Fer-

tigungsverfahren zusätzlich eine Zuordnung zur Hauptgruppe 5 „Zusammenhalt vermehren“ 

denkbar. Weiterhin sind in der Literatur, bspw. nach Gebhardt [Geb16], weitere an die 

DIN 8580 angelehnte Unterteilungsmöglichkeiten der additiven Fertigungsverfahren etabliert 

[DIN 8580, VDI 3405, Geb16]. 

 

Bild 2.6: Einteilung Verfahren Laserschmelzen nach DIN 8580 und Gebhardt [Geb16] 

Ein additives Verfahren, das derzeit für den Seriendruck von Luftfahrtkomponenten aus der 

Titanlegierung Ti-Al6-V4 verwendet wird, ist das pulverbettbasierte selektive Laserschmelzen 

(SLS) mit dem Laserstrahl [Lan17, Lie19]. Hierbei wird das Bauteil in einer geschlossenen 

Baukammer mittels eines Lasers als Energiequelle schichtweise aus einem Pulverbett aufge-

schmolzen. Für das Verfahren werden verschiedene Bezeichnungen verwendet. So nutzen 

die verschiedenen Anlagenhersteller eingetragene Markennamen, wie SLM Solutions: Selec-

tive Laser Melting [SLM20], Concept Laser (GE): Laser Cusing [Con20] oder EOS: Direktes 

Metall Laser Sintern (DMLS) [Eos20b]. Zusätzlich wird das Verfahren in der Wissenschaft mit 
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den Begriffen Laserformen, Lasergenerieren oder Laserstrahlschmelzen bezeichnet. Für den 

weiteren Verlauf der Arbeit wird sich auf den Begriff selektives Laserschmelzen (SLS) festge-

legt [Geb16, Wyc17]. 

2.2.1 Grundlagen des selektiven Laserschmelzens 

Das selektive Laserschmelzen beginnt mit einem 3D-CAD Modell. Hierbei unterliegt das Mo-

dell einer hohen geometrischen Gestaltungsfreiheit, weshalb das selektive Laserschmelzen 

insbesondere für Leichtbauanwendungen ein hohes Potential darstellt [Emm11a, Emm11b]. 

Bei diesem 3D-CAD Modell wird die Oberfläche mit dreieckigen Oberflächenelementen appro-

ximiert, sodass Daten im STL (Standard Tesselation Language) Format entstehen. Das Bauteil 

wird nun unter Berücksichtigung wirtschaftlicher Gesichtspunkte und der zu erwartenden Bau-

teilqualität allein oder mit weiteren Bauteilen im Bauraum positioniert. An überhängenden Ge-

ometrien oder in Bohrungen werden Stützstrukturen hinzugefügt, diese müssen in der Regel 

nach dem selektiven Laserschmelzen entfernt werden. Während des Laserschmelzens ver-

hindern die Stützstrukturen ein Absinken der Bauteilschicht in die darunterliegende Pulver-

schicht. Außerdem wird Wärme abgeleitet, sodass Verzug durch Eigenspannungen mit dem 

hieraus resultierenden Ablösen einzelner Bauteilschichten vermieden wird [Emm13]. Zum Ab-

schluss der Datenvorbereitung fürs selektive Laserschmelzen erfolgt das Slicen und Hatchen 

des Bauteils. Beim Slicen wird das Bauteil in horizontale zweidimensionale Konturen unterteilt, 

die später den aufzuschmelzenden Pulverschichten entsprechen. Für jede Kontur wird im An-

schluss beim Hatchen der Belichtungsvektor des Lasers festgelegt [Geb16, Kra17, Wyc17].  

Der Verfahrensablauf des selektiven Laserschmelzens ist in Bild 2.7 dargestellt. Die komplette 

Baukammer ist mit Inertgas gefüllt, um eine Reaktion von Pulver und Schmelze mit der Um-

gebungsatmosphäre zu verhindern [Att14, Fer12]. Zu Beginn ist der Hubtisch mit der Substrat-

platte fast vollständig ausgefahren, sodass die Oberfläche der Substratplatte nur um eine 

Schichtdicke in z-Richtung abgesenkt ist. Nun wird mit dem Beschichtungsmechanismus Pul-

ver aus dem Pulverreservoir aufgetragen. Als nächstes wird mit dem Spiegel der Laserstrahl 

über die aufzuschmelzenden Bauteilbereiche bewegt, sodass selektiv das Pulver aufschmilzt 

und eine Bindung mit der darunterliegenden Substratplatte eingeht [Pop05]. Anschließend wird 

dieser Ablauf zyklisch wiederholt, bis das Bauteil vollständig aufgeschmolzen ist. Der Hubtisch 

sinkt um eine Schichtdicke ab, das Pulverreservoir wird angehoben und gibt Pulver frei, der 

Beschichtungsmechanismus verteilt das Pulver im Bauraum, überschüssiges Pulver kommt in 

den Auffangbehälter und mittels Laser verschmilzt das Pulver mit der darunterliegenden Pul-

verschicht. Zum Abschluss wird das Bauteil aus dem Bauraum entnommen und das nicht auf-

geschmolzene Pulver entfernt. Dieses kann gesiebt und nach Qualitätsprüfung wiederverwen-

det werden. In der Regel sind die Bauteile mit der Substratplatte verbunden und müssen durch 

Erodieren oder Sägen von dieser entfernt werden. Außerdem erfolgen in Abhängigkeit des 

späteren Anwendungsfalls weitere Nachbearbeitungsschritte, wie Wärmebehandlung, Stütz-

strukturentfernung und die Erzeugung von Funktionsflächen, dies wird in Kap. 2.2.4 detailliert 

betrachtet [Geb16, Kra17, Wyc17]. 
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Bild 2.7: Technologieprinzip des selektiven Laserschmelzens [Wyc17] 

2.2.2 Bauteilqualität beim selektiven Laserschmelzen 

Durch Optimierung der verschiedenen Prozessparameter beim selektiven Laserschmelzen 

(SLS) kann die Bauteilqualität erheblich gesteigert werden. Beispielsweise lässt sich bereits 

durch eine geeignete Ausrichtung der Bauteile in der Baukammer die Zugfestigkeit und Dau-

erfestigkeit positiv beeinflussen [Edw14, Leu13, Qia20, Sim14, Wal17]. Allerdings konnte 

ebenso bereits in Studien nachgewiesen werden, dass durch spanende Nachbearbeitung auf-

grund der sich deutlich verbessernden Oberflächenrauheit die Dauerfestigkeit von Proben sig-

nifikant verbessert wird [Bag17, Gre16, Vay18, Wyc13]. Es ist daher davon auszugehen, dass 

insbesondere für sicherheitskritische SLS Luftfahrkomponenten eine subtraktive Nachbearbei-

tung unerlässlich ist, um die geforderten Qualitätsanforderungen zu erfüllen. In den nachfol-

genden Abschnitten wird aufgeführt, weshalb trotz stetig sich verbessernder Anlagentechnik 

die Form- und Oberflächenqualität von SLS Bauteilen technologisch begrenzt ist. 

In Bild 2.8 ist der Fertigungsablauf für die einzelnen Bahnen in horizontaler und vertikaler Rich-

tung dargestellt. Im Detail handelt es sich um viele kleine Schweißbahnen, die aneinanderge-

legt werden und Unebenheiten hervorrufen. Durch Anbindungsfehler zwischen benachbarten 

und übereinanderliegenden Schweißbahnen können Porositäten im Bauteil entstehen [Mei99, 

Reh08, Van07]. Außerdem liegt im Schmelzbad eine gaußförmige Intensitätsverteilung vor, 

sodass in Randbereichen keine klare Abgrenzung zwischen geschmolzenem und unge-

schmolzenem Material auftritt, sondern ein Übergangsbereich entsteht. Zusätzlich haften am 

Rand des Bauteils Pulverpartikel, die außerhalb des Laserfokus liegen. In Abhängigkeit von 

dem aufzuschmelzenden Pulvervolumen wird die Laserleistung eingestellt. Hierbei ist die Wahl 

eines geeigneten Parametersatzes wichtig, da bei zu geringer Laserleistung keine vollständige 

Verschmelzung des Materials mit den umliegenden Bauteilschichten erfolgt. Wird hingegen 

eine zu hohe Laserleistung gewählt, findet eine lokale Verdampfung statt und gleichzeitig tre-

ten Spritzer in Form von Materialpartikeln auf [Kru06]. Diese Materialpartikel können sich auf 

dem Bauteil niederlegen und beim Aufschmelzen der nächsten Schicht Fehlstellen hervorru-

fen. Folglich wird ersichtlich, dass das Schmelzbad nicht beliebig klein skalierbar ist und nicht 
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in ideal abgegrenzten Bereichen abläuft, sodass die maximal erzielbare Formgenauigkeit und 

Oberflächenrauheit für SLS Bauteile begrenzt ist [Her16, Kra17, Wyc17]. 

 

Bild 2.8: Stellgrößen und Fertigungsprinzip der laseradditiven Fertigung [Wyc17] 

Ein weiterer Effekt, der die maximal erzielbare Bauteilqualität begrenzt, ist der in Bild 2.9 dar-

gestellt Treppenstufeneffekt [Das15, Del16]. Wie bereits in vorhergehenden Abschnitten auf-

geführt wurde, ist das SLS ein Schichtverfahren. Entsprechend erfolgt im Rahmen der Daten-

vorbereitung ein Slicen der Bauteile und die ideale Bauteilkontur wird über die einzelnen 

Schichten angenähert. Hierdurch lässt sich diese nicht beliebig fein nachbilden, sondern steht 

in einem direkten Zusammenhang zur jeweiligen Schichtdicke. Wird eine hohe Schichtdicke 

gewählt, wird das Bauteil in einer kurzen Zeit gefertigt, jedoch ist die Auflösung der Treppen-

stufen sehr gering. Bei einer geringeren Schichtdicke kann aufgrund der höheren Auflösung 

eine genauere Approximation an die ideale Bauteilkontur erfolgen. Gleichzeitig steigt dann 

jedoch die Bearbeitungszeit, da die Anzahl an Zyklen höher ist [Geb16, Her16, Kra17]. 

 

Bild 2.9: vereinfachte Veranschaulichung des Treppenstufeneffekts [Kra17] 

SLS Bauteile weisen sehr hohe Eigenspannungen auf, die insbesondere bei großen Bauteilen 

eine geringe Formgenauigkeit hervorrufen. Ursache für die hohen Eigenspannungen ist der 

punktuelle Wärmeeintrag beim Schmelzen, woraus ein hoher Temperaturgradient resultiert 

[Ahm18, Li16, Shi04, Zae10]. Im Wesentlichen sind die Eigenspannungen auf zwei Ursachen 

zurückzuführen. Im Bereich des Laserspots wird umliegendes, bereits verfestigtes Material 

erwärmt und dehnt sich aus. Hierbei wird die Ausdehnung durch das noch kältere umliegende 

Material gehemmt und es entstehen Druckspannungen. Zusätzlich ist davon auszugehen, 

dass das Material, welches in der Schmelzzone flüssig vorliegt, keine Eigenspannungen be-
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sitzt. Dieses Material verschmilzt während des Abkühlens mit der darunterliegenden Material-

schicht und eine feste Verbindung entsteht. Aufgrund der höheren Temperatur weist das frisch 

erstarrte Material im Vergleich zur darunterliegenden Materialschicht eine höhere Längenkon-

traktion auf. Wenn nun beide Materialschichten auf ein identisches Niveau abkühlen, muss 

sich das ursprünglich wärmere Material stärker zusammenziehen, was durch die darunterlie-

gende Schicht verhindert wird. Es entstehen Zugspannungen [Kra17, Mun13]. 

Die Eigenspannungen können durch verschiedene Maßnahmen reduziert werden. Beispiels-

weise wird durch eine vorgewärmte Substratplatte der Temperaturgradient reduziert und somit 

den Eigenspannungen entgegengewirkt [Kem13, Mer18, Val11]. Außerdem sind mittlerweile 

Belichtungsstrategien wie bspw. im Muster eines Schachbrettes etabliert, um Eigenspannun-

gen zu minimieren [Hai18, Jha10, Mug19, Xie05]. Zusätzlich erfolgt bei SLS Bauteilen in der 

Regel eine Wärmebehandlung durch Spannungsarmglühen [Pop16, Vra12, Wyc15]. Trotz die-

ser Maßnahmen treten bei SLS-Bauteilen Formabweichungen aufgrund von Verzug auf, die 

durch spanende Nachbearbeitung reduziert werden können [Hin17b]. 

Des Weiteren weisen SLS-Anlagen einen hohen Aufwand im Betrieb auf, was beispielsweise 

auf die notwendige Schutzgasatmosphäre zurückzuführen ist. In Tests müssen die Anlagen 

auf einen geeigneten Parametersatz zum Laserschmelzen in Abhängigkeit von den jeweils 

vorliegenden Umgebungsbedingungen eingestellt werden. Außerdem ist selektives Laser-

schmelzen bisher in wenigen Bereichen der Produktionstechnik etabliert, sodass umfangrei-

che Mitarbeiterschulungen für die Maschinenbediener erforderlich sind. Nur bei konstanten 

Bedingungen, wie einer klimatisierten Halle, einer konstanten Beschaffenheit des eingesetzten 

Pulvers und einer regelmäßigen Wartung der optischen Komponenten der SLS Anlagen ist 

eine Serienproduktion von SLS Bauteilen in hoher Qualität umsetzbar [Geb16]. 

2.2.3 Nachbearbeitung von SLS Bauteilen 

Aufgrund des vorab beschriebenen Bearbeitungsablaufs beim selektiven Laserschmelzen 

weisen diese Bauteile eine sehr hohe Oberflächenrauheit auf. Hierbei hat die hohe Oberflä-

chenrauheit einen negativen Einfluss auf die Dauerfestigkeit, denn die Rauheit wirkt wie anei-

nandergereihte Kerben in hoher Anzahl. Bauteile die unter Kraftbelastung stehen haben an 

Kerben eine erhöhte Spannungskonzentration. Diese hohe Spannungskonzentration kann die 

Rissbildung begünstigen und somit zu einem frühzeitigen Versagen führen [Wyc17]. 

Für hochbelastete SLS Bauteile ist somit eine Reduktion der Oberflächenrauheit durch Nach-

bearbeitung erforderlich. Wie Bild 2.10 zu entnehmen ist, zeigt die spanende Nachbearbeitung 

durch Fräsen die geringste Oberflächenrauheit. Aufgrund der einfachen Umsetzung ist das 

Trennen durch Strahlen für SLS Bauteile ebenfalls etabliert. Beim Trennen durch Strahlen trifft 

das Strahlmittel mit hohem Druck auf die Bauteiloberfläche und ebnet diese ein. Zusätzlich 

werden in die Randzone der Bauteile Druckeigenspannungen eingebracht, die die Rissaus-

breitung reduzieren. SLS Bauteile können eine sehr komplexe Geometrie mit zahlreichen in-

nenliegenden Strukturen aufweisen. Um die Nachbearbeitung an Flächen sicherzustellen, die 

durch Strahlen und Fräsen nicht erreichbar sind, können die Bauteile elektrochemisch poliert 

werden. Hierbei bilden die Bauteile in einer elektrochemischen Zelle die Anode. Durch Nut-

zung von Gleichstrom erfolgt ein Materialabtrag der Rauheitsspitzen. Bei diesem Verfahren ist 

nachteilig, dass der Prozess mit einer sehr geringen Geschwindigkeit abläuft und Formgenau-

igkeiten, wie bspw. ebene Flächen, nicht erzielt werden können [Bag15]. 
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Bild 2.10: Vergleich der Oberflächenrauheit von verschiedenen Nachbearbeitungsverfahren bei SLS 
Bauteilen nach [Bag15] 

Um die Zeitstandsfestigkeit bzw. Dauerfestigkeit systematisch zu untersuchen, hat sich das 

Vorgehen nach Wöhler [Wöh60] etabliert. Hierbei werden nach DIN EN 6072 Geometrien für 

Probekörper definiert. Die Probekörper werden einer zyklischen, sinusförmigen Belastung 

ausgesetzt, die in jedem Lastwechsel eine vorab definierte maximale Spannung aufweisen. 

Die Anzahl der erzielten Lastwechsel bis zum Versagen liefert eine Aussage über die Dauer-

festigkeit des Probekörpers. Zur Erzielung der Wöhlerkurve wird der Versuch mit verschiede-

nen maximalen Spannungen wiederholt. Ab einer Anzahl von 107 Lastwechseln wird der Ver-

such abgebrochen, denn ab diesem Bereich gelten die Bauteile als dauerfest. 

In Bild 2.11 ist der Einfluss der verschiedenen Nachbearbeitungsverfahren für SLS Bauteile 

auf deren Dauerfestigkeit nach Bagehorn [Bag15] dargestellt. Wie zu erwarten zeigen sich 

starke Zusammenhänge zwischen der erzielten Oberflächenrauheit und der Dauerfestigkeit. 

Im Ausgangszustand erzielen die SLS Bauteile nur bei geringen Maximalspannungen eine 

hohe Anzahl an Lastwechseln, was auf die hohe Oberflächenrauheit und die hieraus resultie-

renden Kerbwirkung zurückzuführen ist. Beim Strahlen ist die Oberflächenrauheit höher als 

beim Polieren, dennoch liegen die Ergebnisse für die Dauerfestigkeit auf einem ähnlichen Ni-

veau. Dies ist darauf zurückzuführen, dass beim Strahlen Druckeigenspannungen in die Rand-

zone der Oberfläche eingebracht werden, die die Rissausbreitung mindern. Für die Nachbe-

arbeitung durch Fräsen ist ersichtlich, dass diese Technologie die besten Ergebnisse für die 

Betriebsfestigkeit liefert. Selbst bei hohen Maximalspannungen können hohe Anzahlen an 

Lastwechseln erzielt werden. 
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Bild 2.11: Vergleich der Dauerfestigkeit für SLS Bauteile im Ausgangszustand und verschiedene 
Nachbearbeitungsverfahren nach [Bag15] 

Aufgrund der geringen Zugänglichkeit stellt insbesondere die Nachbearbeitung der innenlie-

genden Konturen von SLS Hydraulikkomponenten eine große Herausforderung dar. Aufgrund 

der rauen Oberfläche ergeben sich, neben der bereits aufgeführten Kerbwirkung die ein vor-

zeitiges Versagen hervorrufen kann, in langen Rohrleitungen Strömungsverluste. Außerdem 

können sich im Betrieb Pulverrückstände an der Oberfläche lösen und das Hydraulikmittel 

verunreinigen [Kau13]. 

Für die Nachbearbeitung von solchen SLS Komponenten ist das Strömungsschleifen ein mög-

liches Verfahren [Roß19]. Beim Strömungsschleifen übernehmen die Abrasivpartikel im 

Schleifmedium die trennende Wirkung. In Bild 2.12 ist die Funktionsweise des Strömungs-

schleifens dargestellt. Die Anlagen zum Strömungsschleifen bestehen aus zwei alternierenden 

Zylindern, die das Schleifmedium zyklisch durch das zu bearbeitende Werkstück pressen. Das 

Werkstück wird zusammen mit dem Werkstückhalter, welcher den Arbeitsbereich nach außen 

abdichtet, zwischen die beiden Bearbeitungszylinder gepresst. Hierbei ist insbesondere das 

Einstellen des Prozesses mit seinen verschiedenen Prozessparametern aufwendig. Die An-

zahl der Zyklen, der eingestellte Druck, die Fließgeschwindigkeit und die Zusammensetzung 

des Schleifmediums mit der entsprechenden Anzahl und Größe der Abrasivpartikel hat hohen 

Einfluss auf die erzielte Oberflächenqualität [Szu06, Uhl15]. 
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Bild 2.12: Funktionsprinzip des Strömungsschleifens nach [Uhl15] 

Der Einfluss des Strömungsschleifens im Vergleich zu weiteren Bearbeitungsverfahren auf die 

innenliegende Oberfläche bei SLS Probekörpern wurde durch Kausch untersucht, Bild 2.13. 

Als weitere Bearbeitungsverfahren kamen das Vibrationsschleifen und das Bürsten mit dia-

mantierter Rohrbürste zum Einsatz. Das Vibrationsschleifen zeigt zur Nachbearbeitung keinen 

Erfolg, da der messbare Abtrag und somit die Glättung der Bohrungsinnenwand zu gering ist. 

Mittels der Diamantbürste können Rauheitsspitzen geglättet und anhaftende Pulverpartikel, 

die später im Betrieb Verunreinigungen des Hydraulikmediums hervorrufen können, entfernt 

werden. Mit dem Strömungsschleifen lässt sich die Oberflächenrauheit im Vergleich zum Aus-

gangszustand signifikant verbessern. Nach 50 Zyklen sind alle Spitzen vollständig entfernt und 

wenige Einkerbungen sind messbar. Durch Verdoppelung der Zykluszeit können ebenso die 

Einkerbungen vollständig entfernt werden [Kau13]. 

Großer Vorteil der vorgestellten Verfahren nach Kausch ist, dass diese im Vergleich zum Frä-

sen oder Bohren in langen SLS-generierten-Rohleitungen mit schwieriger Zugänglichkeit ein-

setzbar sind. Nachteilig sind die hohen Bearbeitungszeiten. So ist eine Bearbeitung durch 

Strömungsschleifen von komplexen Ventilblöcken mit vielen Bohrungen nur durch ein mehr-

faches Umspannen der verschiedenen Zu- und Ableitungen möglich. Außerdem muss nach 

dem Strömungsschleifen das Bauteil vom Schleifmedium gereinigt werden. Ein weiterer Nach-

teil des Strömungsschleifens ist, dass sich zwar eine sehr glatte Oberfläche einstellt, die Form-

genauigkeit jedoch sehr gering ist. Daher müssen zumindest Dicht- und Anschlussflächen an 

den Rohrleitungen der Ventilblöcke nach dem Strömungsschleifen spanend nachbearbeitet 

werden. 
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Bild 2.13: Oberflächenprofil der Innenseite von SLS-generierten-Rohrleitungen nach Bürsten oder 
Strömungsschleifen im Vergleich zur Ausgangssituation nach [Kau13] 

2.2.4 Selektives Laserschmelzen für Luftfahrtbauteile und die Prozesskette 

In verschiedenen zivilen Flugzeugmodellen werden mittlerweile SLS Bauteile verbaut. Wie 

hierbei die Umsetzung erfolgt ist exemplarisch für zwei Bauteile in Bild 2.14 dargestellt. Es 

zeigt einen Ventilblock für das primäre Flugsteuerungssystem, dies wird durch einen Luftfahrt-

zulieferer gefertigt. Der Ventilblock wird als konventionelles Bauteil aus einem quaderförmigen 

Titanblock durch spanende Bearbeitung hergestellt. Hierbei treten sehr hohe Zerspanvolumen 

auf. Dieses Bauteil kann durch das SLS Bauteil ersetzt werden. Es wird deutlich, dass die 

Geometrie des konventionellen Bauteils nicht kopiert wird, sondern für das SLS Bauteil eine 

Überarbeitung des Designs erfolgt. Der konventionelle Hydraulikblock weist ein komplexes 

Rohrsystem mit Querbohrungen auf. Dieses Rohrsystem wird analysiert und durch kürzere 

gekrümmte Bohrungsleitungen ersetzt, die mit konventionellen spanenden Bearbeitungsver-

fahren nicht herstellbar sind. Das Gewicht des SLS Bauteils ist im Vergleich zu der konventio-

nellen Variante deutlich geringer. Der SLS Ventilblock erhielt eine Freigabe von 1000 Flug-

stunden und wurde bei einem Testflug eines Airbus A380 erfolgreich erprobt [Glö17, Lie17]. 

Für SLS Serienbauteile in der Luftfahrt erfolgte nach DIN 65124 eine Unterteilung in verschie-

dene Sicherheitsklassen. Hierbei gilt die Norm allgemein für alle Technologien der additiven 

Fertigung, beispielsweise ebenso für das Laserpulverauftragsschweißen [Spr18]. Es gelten für 

Bauteile der Sicherheitsklasse I und II höchste Qualitätsanforderungen. Bauteile dieser Kate-

gorie werden derzeit überwiegend als Testbauteil und selten als Serienbauteil umgesetzt. 

Diese Bauteile eignen sich, um die Grenzen der Technologie zu erproben. Bauteile der Sicher-

heitsklasse III, Bauteile bei denen die Sicherheit des Luftgerätes nicht von diesem abhängt, 

werden häufiger als SLS-Serienbauteil eingesetzt. Exemplarisch hierfür ist in Bild 2.14 ein Hal-

ter für das Bugfahrwerk des Airbus A350 XWB dargestellt. Das Design des SLS Halters ist 

sehr stark an den konventionellen Halter angelehnt, dennoch ist dieser im Vergleich zum kon-

ventionellen Halter um 29 % leichter [Lie19]. 
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Bild 2.14: SLS Luftfahrtbauteile und Einteilung nach Sicherheitsklassen [DIN 65124, Lie17, Lie19] 

SLS Bauteile bieten vielfältige Freiheit im Design, dennoch lassen sich nicht alle metallischen 

Bauteile mit hohem Zerspanvolumen durch diese Technologie ersetzen. Dies ist auf die in 

Bild 2.15 dargestellte lange und somit kostenintensive Prozesskette zurückzuführen. Daher 

verfolgen Forschungsprojekte immer wieder das Ziel diese Prozesskette einzukürzen oder an-

zupassen. In DIN 65124 ist die Prozesskette für SLS Luftfahrtkomponenten dokumentiert. 

Zu Beginn erfolgt die Produktentwicklung. Soll ein konventionelles Bauteil durch ein SLS Bau-

teil ausgetauscht werden, wird das Design auf die Anforderungen beim selektiven Laser-

schmelzen angepasst [Kra17]. Außerdem bilden wirtschaftliche Kriterien bei der Produktent-

wicklung den größten Einflussfaktor. Damit sich für SLS Bauteile wirtschaftliche Vorteile erge-

ben, müssen komplexe Baugruppen mit hohem Fertigungs- und Montageaufwand zu einem 

Bauteil zusammengefasst werden [Bur18]. 

Die Vorbereitung der Bauteile für das selektive Laserschmelzen erfolgt wie in Kapitel 2.2.1 

beschrieben. Unter Berücksichtigung der Wirtschaftlichkeit sollten möglichst viele Bauteile im 

Bauraum angeordnet werden [Gri19]. Im Anschluss erfolgt das selektive Laserschmelzen. Die-

ser Prozessschritt ist mit hohen Kosten verbunden, da dieser im Verhältnis zu den anderen 

Prozessschritten lange dauert und hohe Investitionskosten für die Anlage auftreten. Nach dem 

selektiven Laserschmelzen muss das überschüssige Pulver am Bauteil entfernt werden, was 

insbesondere an Hinterschneidungen mit geringer Zugänglichkeit, in Bohrungen oder in Hohl-

räumen der Stützstrukturen herausfordernd ist. 

Nach Fertigstellung des Baujobs in der SLS Anlage schließt sich das Spannungsarmglühen 

an. Typische Parameter für die Wärmebehandlung von Ti-Al6-V4 sind eine Temperatur von 

720 °C für einen Zeitraum von 2 h. Hierbei befinden sich die Bauteile noch auf der Bauplatte. 

Durch das Spannungsarmglühen werden die beim Laserschmelzen entstehenden inneren 
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Spannungen im Gefüge abgebaut und somit die bei der Abtrennung von der Bauplatte entste-

hende Formänderung der Bauteile reduziert [Frk19]. 

Die Abtrennung kann durch Erodieren oder Sägen erfolgen. Mittlerweile sind Sägemaschinen 

am Markt verfügbar, die speziell auf die Anforderungen von SLS Bauteilen ausgelegt sind. Das 

Sägen erfolgt an hängenden Bauteilen, um das Sägeblatt zu entlasten. Die Bauteile fallen 

nach dem Entfernen von der Bauplatte in einen Vorratsbehälter [Kas20]. Im Anschluss werden 

erste Stützstrukturen zwischen Bauteil und Bauplatte manuell entfernt. Nur wenige Verfahren 

zum automatisierten Entfernen der Stützstrukturen, bspw. mit einem Roboter, befinden sich 

derzeit in der Entwicklung [Zim21].  

Nun schließt sich das heißisostatische Pressen (HIP) an, mit für Ti-Al6-V4 typischen Tempe-

raturen von 920 °C über einen Zeitraum von 2 h. Zusätzlich werden die Bauteile unter Ver-

wendung von Argon-Schutzgasatmosphäre mit einem zusätzlichen Druck von 1000 bar beauf-

schlagt. Dadurch werden die Bauteile verdichtet und Mikroporositäten im Inneren der Bauteile 

reduziert, sodass sich die Zähigkeit der Bauteile erhöht [Wu17]. Nach dem HIP Prozess erfolgt 

das Reinigen durch Sandstrahlen, wodurch Pulverreste von der Bauteiloberfläche entfernt und 

zusätzlich Druckeigenspannungen in die Randzone eingebracht werden. 

 

Bild 2.15: SLS Prozesskette 

Um die Bauteile zu finalisieren, muss eine Präzisionsbearbeitung von Funktionsflächen erfol-

gen. In Kapitel 2.2.3 sind bereits verschiedene Nachbearbeitungsverfahren aufgeführt. Deren 

Auswahl und Reihenfolge erfolgt abhängig vom späteren Anwendungsfall und der Geometrie 

der Bauteile. Höchste Formgenauigkeiten an Schnittstellen und Verbindungselementen sind 

vorrangig durch spanende Verfahren herstellbar. Soll die Oberfläche zur Erhöhung der Le-

bensdauer an innenliegenden Elementen verbessert werden, eignet sich Beizen oder chemi-

sches Polieren. Außerdem muss zusätzlich das Entfernen der Stützstrukturen erfolgen, die 

Überhänge am Bauteil abstützen oder sich in großen Bohrungen der SLS Bauteile befinden. 
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Die finale Qualitätskontrolle ist in Bild 2.15 als letzter Prozessschritt aufgeführt. Es erfolgen an 

den fertigen SLS Bauteilen die identischen Funktionstests wie bei konventionellen Bauteilen 

[Glö17]. Zusätzlich wird begleitend entlang der Prozesskette durch vielfältige Maßnahmen eine 

Qualitätssicherung durchgeführt. So wird regelmäßig geprüft, ob Parameter wie die Laserleis-

tung bei der SLS Anlage vorgegebene Grenzwerte einhält. Außerdem durchlaufen Probekör-

per begleitend die Prozesskette, die zerstörend in Zugprüfungen, Dauerschwingversuchen 

oder durch Oberflächenschliffe auf mechanische Werkstoffeigenschaften oder Fehlstellen un-

tersucht werden. Zusätzlich lassen sich die SLS Bauteile entlang der Prozesskette zerstö-

rungsfrei prüfen. Beispielsweise ermöglicht die Farbe der Bauteile Rückschlüsse auf die Wär-

mebehandlung, oder Fehlstellen im Inneren der Bauteile lassen sich durch Röntgenprüfung 

detektieren. Prüfverfahren, die sich zur Prüfung von SLS Bauteilen eignen, sind in DIN 65123 

aufgeführt. 

2.3 Helixfräsen 

Beim Fräsen erfolgt die Bearbeitung mit mehrschneidigen Werkzeugen, wobei sich die Schnei-

den nicht kontinuierlich im Eingriff befinden. Allgemein lassen sich Fräsverfahren nach der 

Vorschubbewegung in Relation zur Schnittbewegung (Gleich- /Gegenlauf), der Form der er-

zeugten Oberfläche und der Lage der Werkzeugachse im Vergleich zur erzeugten Oberfläche 

einteilen [Fan11a]. Das in der nachfolgenden Arbeit untersuchte Fräsverfahren ist das He-

lixfräsen. Nach DIN 8580 bzw. DIN 8589-3 gliedert sich dieses in die Gruppe „Spanen mit ge-

ometrisch bestimmten Schneiden“, Bild 2.16. Da beim Helixfräsen kreiszylindrische Flächen 

entstehen, ist das Verfahren dem Rundfräsen zuzuordnen, wobei die Norm keine Angabe über 

die axiale Vorschubbewegung macht [Deg12]. 

 

Bild 2.16: Einteilung des Bearbeitungsverfahrens Helixfräsen nach DIN8580 und DIN8589-3 

Neben dem Begriff Helixfräsen ist in der deutschen Literatur der Begriff Zirkularfräsen und in 

der englischen Literatur sind die Begriffe helical milling und circular milling etabliert. Hierbei 

wird die Helixbewegung in Bearbeitungszentren durch sich unabhängig voneinander bewe-

gende Linearachsen erzeugt, wobei die Beschleunigung der Linearachsen die Geschwindig-

keit der Helixbewegung begrenzen. Beim Orbitalbohren, Orbitalfräsen oder in englischer Fach-

literatur orbital drilling bezeichneten Verfahren handelt es sich um die im Vergleich zum He-

lixfräsen identische Bearbeitungskinematik. Jedoch wird im Vergleich zum Helixfräsen beim 

Orbitalbohren die Bewegung durch zwei exzentrisch zueinander angeordnete Wellen in einer 

Fertigungsverfahren
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Orbitalbohreinheit erzeugt [Fan11a, Tan12]. Diese Systeme finden überwiegend in der Luft-

fahrtindustrie beim Fertigen von Bohrungen in seriellen Werkstoffverbunden aus CFK und Ti-

tan Anwendung. 

2.3.1 Kinematik 

Die Bewegung des Werkzeugs entlang einer Helixspirale wird durch Überlagerung einer kreis-

förmigen Bewegung in der xy-Ebene und einer linearen Bewegung in z-Richtung erzeugt 

[Den08a, Li13, Li14, Wan12]. Hierbei bestimmt der Durchmesser der Helixspirale Dh und der 

Werkzeugdurchmesser Dwz den Durchmesser der fertig bearbeiteten Bohrung Da, Bild 2.17. 

Das Fräswerkzeug muss tauchfähig sein, daher Stirnschneiden aufweisen [Rey16]. Der große 

Vorteil des Helixfräsens ist, dass sich mit einem Werkzeugdurchmesser verschiedene Boh-

rungsdurchmesser fertigen lassen und folglich die Zahl der verwendeten Werkzeuge und Ne-

benzeiten durch Werkzeugwechsel reduziert wird [Bri08, Toe94, Liu12]. Außerdem lassen sich 

verschiedene Bearbeitungsoperationen wie Schruppen und Schlichten innerhalb einer Boh-

rung miteinander kombinieren. Bei sehr großen Bohrungsdurchmessern muss beim konventi-

onellen Bohren häufig eine Vorbohrung eingebracht werden. Diese Vorbohrung lässt sich beim 

Helixfräsen vermeiden. Außerdem hat das Helixfräsen den Vorteil, dass sich innerhalb einer 

Bohrung der Durchmesser der Helixspirale verändern lässt. Hierdurch können mit zylindri-

schen Werkzeugen konische oder gestufte Bohrungen gefertigt werden, die beim Bohren nur 

mit speziell angefertigten Sonderwerkzeugen herstellbar sind [Deg12, Fan11a]. 

 

Bild 2.17: Kinematik beim Zirkularfräsen nach [Jan03] 

In Bild 2.18 ist die überlagerte Bewegung in der xy-Ebene und der yz-Ebene aufgezeigt. Um 

einen verbleibenden Kern in der Bohrungsmitte zu vermeiden, sollte der Werkzeugdurchmes-

ser 55 bis 90 % vom Bohrungsdurchmesser betragen [Ni07]. Die Steuerungen von NC Bear-

beitungszentren regeln die Vorschubgeschwindigkeit im Werkzeugmittelpunkt auf der He-

lixbahn vf,um,h. An der Bohrungsinnenwand stellt sich daher eine höhere Vorschubgeschwin-

digkeit vf,um ein. Außerdem kann die helixförmige Vorschubbewegung wie die Bewegung ent-

lang einer Rampe dargestellt werden. Hierbei lässt sich mittels der Steigung der Rampe bzw. 

der Helixspirale eine Aufteilung der Geschwindigkeitsanteile in Umfangsrichtung vf,um,h und 

Axialrichtung vf,ax,h durchführen. 
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Bild 2.18: Geschwindigkeiten beim Zirkularfräsen nach [Den08a] 

2.3.2 Spanbildung und Kräfte 

Die entstehende Spanungsform beim Helixfräsen ist in Bild 2.19 dargestellt. An der Stirnfläche 

ist das Werkzeug kontinuierlich mit dem Werkstück im Eingriff und der axiale Zahnvor-

schub fz,ax weist an allen Positionen einen identischen Betrag auf. Am Umfang ergibt sich ein 

diskontinuierlicher Schnitt. Außerdem ist die Schnitttiefe veränderlich, was auf die helikale Be-

wegung vergleichbar mit einer Rampe zurückzuführen ist [Bri08, Fan11b]. Weitere Grundlagen 

zu den Spanungsformen sind in Kapitel 4.1 aufgeführt. 

Durch den diskontinuierlichen Schnitt an der Umfangsschneide ergeben sich kleine Späne, 

die über den Freiraum zwischen Werkzeug und Bohrungsinnenwand gut abtransportiert wer-

den. Außerdem kann durch die hohe Zugänglichkeit eine Kühlung der Wirkstelle mit KSS er-

folgen [Qin12]. Für die Fräswerkzeuge ist eine höhere Standzeit zu erwarten, da an der Um-

fangsseite durch den unterbrochenen Schneideneingriff die Temperaturbelastung sinkt [Fer15, 

Qin14, Zha15]. Außerdem hat das Helixfräsen den Vorteil, dass im Vergleich zum Bohren der 

Werkzeugmittelpunkt eine Bewegung aufweist, wodurch die Schnittgeschwindigkeit stets 

vc > 0 m/min beträgt. Hierdurch lassen sich Stauch- und Quetschprozesse [Wei97] während 

der Bearbeitung reduzieren, wodurch sich ebenso die Standzeit erhöht [Deg12]. Ähnlich zum 

Fräsen einer Nut tritt am Werkzeug beim Helixfräsen die Spanbildung im Gleich- und Gegen-

lauf auf. Für eine bessere Oberflächenqualität und geringeren Werkzeugverschleiß wird die 

Richtung der Helixbewegung und die Schnittgeschwindigkeit beim Werkstoff Ti-6Al-4V so ge-

wählt, dass an der Bohrungsinnenwand Gleichlauf auftritt. 
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Bild 2.19: Das Helixfräsen mit der entstehenden Spanungsform und der in die Ebene projizierten 
Werkzeugbahn nach [Deg12, Fan11a] 

Die Spanbildung beim Helixfräsen setzt dem Werkzeug einen Widerstand entgegen, welcher 

durch die Zerspankraft überwunden wird. In Abhängigkeit von den Eingriffsverhältnissen und 

den Schnittparametern steht die Zerspankraft schräg im Raum. Zur Vereinfachung hat sich die 

in Bild 2.20 dargestellte Zerlegung der Kräfte etabliert [Per17]. Analog zur kreisförmigen Be-

wegung in der xy-Ebene sowie der linearen Bewegung der z-Achse erfolgt eine Betrachtung 

in diesen beiden Hauptwirkrichtungen. Als Summe aller Kräfte in der xy-Ebene tritt die Um-

fangskraft auf. Diese wird bei alternativen Fräsprozessen, bspw. dem Stirn-Planfräsen, als 

Aktivkraft bezeichnet. Die Umfangskraft ändert sich mit dem Eingriffswinkel der Schneide, da 

wie in Bild 2.19 aufgezeigt ist, die Spanungsdicke mit verschiedenen Eingriffswinkeln φ vari-

iert. Bezogen auf das jeweilige Koordinatensystem kann eine Zerlegung der Umfangskraft Fum 

erfolgen. So ergibt sich bezogen auf das Werkstückkoordinatensystem die Vorschubkraft Ff in 

Vorschubrichtung und bezogen auf das Werkzeugkoordinatensystem die Schnittkraft Fc in 

Schnittrichtung [Hai16, She12]. Orthogonal hierzu tritt jeweils die Schnittnormalkraft Fcn und 

Vorschubnormalkraft Ffn auf.  

Bezogen auf das System der Werkzeugmaschine können die Schnittkräfte der Spindel und 

die Vorschubkräfte den Vorschubantrieben zugeordnet werden. Wie bereits aufgeführt wurde, 

variiert die Umfangskraft in Abhängigkeit vom Eingriffswinkel der Werkzeugschneide. Zusätz-

lich sind anders als beim Fertigungsverfahren Drehen, bei welchem nur eine Schneide im Ein-

griff ist, beim Fräsen mehrere Schneiden im Eingriff, wobei sich die auftretenden Kräfte über-

lagern. Zur Beurteilung der Zerspanung erfolgt daher eine Auswertung der mittleren sich über-

lagernden Kraftsummen. Die Kräfte Fx und Fy verlaufen aufgrund der kreisförmigen Werkzeug-

bewegung in der xy-Ebene sinusförmig. Mittels der dargestellten Transformation lässt sich die 

in der xy-Ebene auftretende, mittlere und konstante Umfangskraft Fum berechnen [Den08a, 

Hai12, Ven13]. Bisher erfolgte keine Berücksichtigung der Passivkraft, die senkrecht zur Ar-

beitsebene in Richtung der z-Achse wirkt. Aufgrund der linearen Vorschubbewegung beim 

Helixfräsen in diese Richtung lässt sich vergleichbar zur Zerlegung in der xy-Ebenen, ebenso 

eine Aufteilung auf Vorschub- und Schnittkraftanteile für die axiale Werkzeugbewegung durch-

führen. Jedoch erfolgt zur Vereinfachung keine dedizierte Zerlegung der Anteile, sondern eine 
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zusammenfassende Betrachtung der aus der Kraft Fz abgeleiteten Axialkraft Fax [Deg12, 

Fan11a, Klo08].  

 

Bild 2.20: Kräfte beim Helixfräsen und Transformation der gemessenen Kräfte 

2.4 Bohren 

Beim Bohren handelt es sich um eines der am häufigsten angewandten spanenden Ferti-

gungsverfahren. Dieses gliedert sich analog zum bereits aufgeführten Fräsen nach DIN 8580 

in die Gruppe „3.2 Spanen mit geometrisch bestimmten Schneiden“, Bild 2.21. Hierbei wird 

zwischen verschiedenen Verfahren des Rundbohrens unterschieden. Sämtliche Unterteilun-

gen besitzen die Gemeinsamkeit, dass der Durchmesser der Bohrung nur durch den Durch-

messer des Werkzeugs bestimmt wird und nicht über die Steuerung der Werkzeugmaschine 

angepasst werden kann. Beim Bohren steigt proportional zum Radius die Schnittgeschwindig-

keit. Hierdurch ist in der Mitte des Bohrwerkzeugs die Schnittgeschwindigkeit vc = 0 m/min und 

das Material wird gequetscht und gestaucht. Daraus resultieren hohe Zerspankräfte und eine 

hohe Belastung des Werkzeugs [Abd15, Lor19]. Weiterhin stellt der Abtransport der Späne 

entgegen der Vorschubrichtung sowie die Kühlung und Schmierung der Schneidzone bei sehr 

tiefen Bohrungen eine Herausforderung dar [Bee15, Wes06]. 
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Bild 2.21: Einteilung des Bearbeitungsverfahrens Bohren nach DIN 8580 und DIN 8589-2 

2.4.1 Bezeichnung und Kräfte 

Die wichtigsten Bezeichnungen am Bohrwerkzeug sind in Bild 2.22 dargestellt. In einem zy-

lindrischen Grundkörper werden durch Schleifen symmetrisch angeordnete Spannuten gefer-

tigt. Dadurch ergeben sich die Haupt- und Nebenschneiden, die den Zerspanprozess durch-

führen. Zusätzlich wird durch die Führungsfasen das Werkzeug in der Bohrung geführt, sodass 

eine hohe Reibbelastung auftritt [Lor19]. Außerdem ist der Reibverschleiß aufgrund der höchs-

ten Schnittgeschwindigkeit in den Schneidenecken sehr hoch. Nach dem Prinzip einer Förder-

schnecke werden die Späne durch die Spannut aus der Bohrung abtransportiert [Toe94]. Hier-

bei besteht bei sehr tiefen Bohrungen aufgrund der geringen fördernden Wirkung die Gefahr 

von Spanstau und Spanklemmern. Bei Spanklemmern werden einzelne Späne zwischen Ne-

benschneide und fertig bearbeiteter Bohrungsinnenwand gezogen, wodurch das Werkzeug 

brechen kann und gleichzeitig die Bohrungsinnenwand beschädigt wird. Durch große Span-

nuten lässt sich die Abfuhr von Spänen verbessern, gleichzeitig reduziert sich jedoch der Kern 

des Werkzeugs und somit seine Torsionssteifigkeit und Festigkeit. Weiterhin bestimmt der 

Drall der Spannut den Spanwinkel an der Schneidenecke. Für Bohrwerkzeuge ist hierbei je-

doch charakteristisch, dass sich die Geometrie entlang der Hauptschneide verändert. So re-

duziert sich der Spanwinkel ab den Schneidenecken in Richtung der Querschneiden. Im Zent-

rum des Bohrwerkzeugs bestimmen die Querschneiden die Stauchung und Quetschung des 

Materials [Abd15, Dor99, Ji20]. Durch kleine Querschneiden soll sich eine geringe Vorschub-

kraft und eine gute Zentrierung des Bohrwerkzeugs beim Eintritt ins Werkstück einstellen. Au-

ßerdem ist für Bohrwerkzeuge der Anschliff an der Stirn von großer Bedeutung. Dieser be-

stimmt den Freiwinkel, der ein Reiben der stirnseitigen Hauptfreifläche aufgrund der Vorschub-

bewegung beim Bohren verhindert. Insbesondere im Zentrum des Bohrwerkzeugs im Bereich 

geringer Schnittgeschwindigkeit ist darauf zu achten, dass der Freiwinkel größer ist als der 

sich ergebende Winkel, der Wirkrichtungswinkel, zwischen Schnittgeschwindigkeit und Vor-

schubgeschwindigkeit [Wes06]. Dies ist jedoch prinzipbedingt nicht vollständig möglich. 
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Bild 2.22: Bezeichnungen am Bohrwerkzeug [Wes06] 

Der Spanungsquerschnitt beim Bohren ergibt sich durch die aufgespannte Fläche von Zahn-

vorschub fz und Schnitttiefe ap bzw. unter Berücksichtigung des Einstellwinkels κr zwischen 

Spanungsdicke h und Spanungsbreite b, Bild 2.23. Aus der Schnittgeschwindigkeit vc resul-

tiert vor allem die thermische Belastung und aus dem Zahnvorschub fz resultiert die mechani-

sche Belastung während der Bearbeitung. Aufgrund der symmetrischen Anordnung der 

Schneiden kann nur die Vorschubkraft direkt im Werkstückkoordinatensystem gemessen wer-

den. Die Schnittkraft lässt sich indirekt über das Schnittmoment Mc bestimmen [Ji20, Toe94]. 

Aufgrund der entgegengesetzten Wirkrichtung ist die Passivkraft ebenfalls nicht direkt mess-

bar [Bie08]. Allerdings zentriert die Passivkraft das Werkzeug in der Bohrung. Durch die vari-

able Werkzeuggeometrie und die verschiedenen Kraftanteile lassen sich die Passivkräfte je 

Schneide Fpz in Vergleichsversuchen bestimmen. Hierbei wird die Passivkraft durch Bohrver-

suche in Vorbohrungen ermittelt, bei denen das Bohrwerkzeug koaxial angeordnet ist, sodass 

sich nur eine Schneide im Eingriff befindet [Hin14a, Sch14].  

 

Bild 2.23: Zerspankraftkomponenten und Eingriffsbedingungen beim Vollbohren nach [Sch14] 

2.4.2 Werkzeugkonzepte und Bearbeitungsstrategie 

Neben den häufig verwendeten Spiralbohrern sind Bohrwerkzeuge mit wechselbaren Wende-

schneidplatten (WSP) etabliert. Bei diesen ist der Grundkörper aus Stahl gefertigt und mittels 
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Klemmung oder Verschraubung lassen sich verschiedene Wendeschneidplatten als schnei-

dendes Werkzeug befestigen. Hierbei sind die Wendeschneidplatten aus dem erforderlichen 

Schneidstoff, wie bspw. beschichtetes Hartmetall, gefertigt. Nach Erreichen des Standzeiten-

des werden die Wendeschneidplatten gewechselt, sodass sich im Vergleich zu Spiralbohrern, 

bei denen das komplette Bohrwerkzeug aus dem teuren Schneidstoff gefertigt ist, ein Kosten-

vorteil ergibt. Ein Nachteil von WSP-Bohrwerkzeugen sind die Schneiden, welche nicht sym-

metrisch zueinander angeordnet sind. Hierdurch entstehen radiale Kräfte, die Ratterschwin-

gungen und ein Verlaufen des Werkzeugs in der Bohrung begünstigen. Daher finden WSP-

Bohrwerkzeuge überwiegend bei Bohrungen mit einer im Verhältnis zum Durchmesser gerin-

gen Tiefe Anwendung. Außerdem weisen WSP-Bohrwerkzeuge aufgrund von Fertigungsun-

genauigkeiten und der Passung zwischen Wendeschneidplatte und Halter eine höhere Durch-

messervarianz als geschliffene Spiralbohrer auf, sodass sich ebenso bei den fertigen Bohrun-

gen eine größere Durchmesservarianz ergibt. Ein weiterer Nachteil vieler WSP Bohrwerk-

zeuge sind die nicht symmetrisch zueinander angeordneten Schneiden [Wes06]. 

Zur Verbesserung des Bearbeitungsergebnis beim Bohren von schwer zerspanbaren Werk-

stoffen wie Titan sind mittlerweile viele Technologien zur Unterstützung des Prozesses er-

forscht. Eine Herausforderung beim Bohren ist die Abfuhr von Wärme aus der Wirkzone 

[Sch13]. Daher ist die Verwendung von Bohrwerkzeugen mit Innenkühlung bei Bearbeitung 

von Titan-Luftfahrtbauteilen Standard [Ji20]. Hierbei wird das Kühlschmiermittel durch ge-

drallte Bohrungskanäle im Werkzeug unter einem hohen Druck direkt zur Schneidzone beför-

dert, sodass sich selbst bei sehr tiefen Bohrungen eine kühlende und schmierende Wirkung 

einstellt. Außerdem hat die Technologie den zusätzlichen Vorteil, dass das KSS über die 

Spannuten abtransportiert wird und hierbei gleichzeitig den Abtransport der Späne begünstigt. 

Sollten Werkzeuge mit Innenkühlung nicht zur Verfügung stehen, werden bei langspanenden 

Werkstoffen Entspanungshübe genutzt, um einen Spanbruch einzuleiten und die Schneide 

des Bohrwerkzeugs mit KSS zu versorgen [Abe16].  

Hieran angelehnt hat sich zur Bearbeitung von Sandwich-Luftfahrtbauteilen die Bearbeitung 

mit Peck-Feed etabliert [Hin14b, Pec14]. Das Fügen von Luftfahrtkomponenten erfolgt über-

wiegend durch Nieten. Die hierfür notwendigen Nietbohrungen müssen vorab in die Schalen-

bauteile eingebracht werden, wobei Werkstoffpaarungen von Titan mit Aluminium oder CFK 

auftreten. Werden an diesen Sandwich-Bauteilen die sehr langen metallischen Späne des Ti-

tans durch die Bohrung der darüberliegenden CFK-Werkstoffschicht abgeführt, können diese 

die Bohrungsinnenwand beschädigen. Mittels eines Peck-Feed Systems lässt sich der linea-

ren Bohrerbewegung eine oszillierende Bewegung überlagern. Hierdurch ergeben sich klei-

nere Späne und gleichzeitig bleibt die Bearbeitungszeit konstant [Hin13b]. 
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise 

Luftfahrtkomponenten aus Titan werden innerhalb der konventionellen Prozessketten aus 

Blockmaterial gefertigt. Zusätzlich etablieren sich additive Verfahren zur Fertigung von Luft-

fahrtkomponenten, da sich dadurch Bauteile bionisch optimieren und mehrere Einzelkompo-

nenten zu einer Baugruppe zusammenfassen lassen. Auf diese Weise kann das Gewicht der 

Bauteile reduziert werden, was für die Anwendung in der Luftfahrt essentiell ist. 

Ein sich etablierendes Verfahren für die additive Serienfertigung ist das selektive Laserschmel-

zen (SLS). Für diese Technologie eignen sich Hydraulikkomponenten aus Titan, da diese viele 

innenliegende Kanäle aufweisen. Beim Laserschmelzen sind Stützstrukturen erforderlich, um 

ein Abstützen von waagerecht im Bauraum angeordneten Kanälen sicherzustellen und Wärme 

abzuführen. Im Anschluss sind an den Bohrungen die Stützstrukturen zu entfernen und gleich-

zeitig möglichst die Bohrung in der geforderten Qualität zu bearbeiten. 

Bislang werden bei additiv vorgefertigten Komponenten die Stützstrukturen zu allermeist ma-

nuell entfernt. Unter Berücksichtigung wirtschaftlicher Gesichtspunkte muss für die Serienfer-

tigung das Entfernen der Stützstrukturen automatisiert erfolgen. Für Stützstrukturen in Boh-

rungen eignet sich hierbei das Helixfräsen. Das Helixfräsen hat den Vorteil, dass sich mit nur 

einem Werkzeug verschiedene Bohrungsdurchmesser fertigen lassen. Es ist daher insbeson-

dere für SLS Hydraulikkomponenten geeignet, da die Bohrungen dieser Bauteile Quer-

schnittssprünge aufweisen. Weiterhin eignet sich das konventionelle Bohren als Verfahren, da 

dieses eine hohe Produktivität aufweist. 

 

Bild 3.1: Zielsetzung und Vorgehensweise 
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Wie im Stand des Wissens dargelegt wurde existieren keine Methoden und Modelle, die die 

spanende Nachbearbeitung von Bohrungen mit Stützstrukturen in SLS Bauteile adressieren. 

Verfügbar sind lediglich Untersuchungen zur Zerspanbarkeit von Titan sowie verschiedene 

Zerspankraftmodelle, die das Helixfräsen und Bohren in Vollmaterial beschreiben. In der nach-

folgenden Arbeit wird ein Modell erarbeitet, das die Bearbeitung beim Helixfräsen von Stütz-

strukturen mit seinen sich verändernden Eingriffsbedingungen beschreibt. Zusätzlich wird das 

Modell mit den Bedingungen beim Bohren verglichen. Anschließend erfolgen für das Helixfrä-

sen und Bohren experimentelle Untersuchungen an SLS Probekörpern aus Titan, die die Ge-

gebenheiten von SLS Hydraulikkomponenten repräsentieren. Es wird daher folgendes Haupt-

ziel definiert: 

• Für die Entfernung von Stützstrukturen in Bohrungen von SLS Komponenten und die 

spanende Nachbearbeitung der Bohrungsinnenwand werden die relevanten Einfluss-

größen auf das Bearbeitungsergebnis für die Verfahren Helixfräsen und Bohren ermit-

telt sowie geeignete Bearbeitungsstrategien abgeleitet. 

 

Zur Erreichung dieses Ziels erfolgt eine Unterteilung in folgende Teilziele: 

Teilziel: Theoretische Erkenntnisse über die Eingriffsverhältnisse 

Für das Helixfräsen erfolgt eine Unterteilung des Eingriffs in axiale Richtung an der Stirnfläche 

des Fräswerkzeugs und umfangsseitig an der Umfangsfläche des Werkzeugs. Außerdem er-

folgt eine Unterteilung in Präzisionsbearbeitung an der Bohrungsinnenwand sowie Zer-

spanung der Stützstruktur. Hierauf aufbauend lässt sich in Abhängigkeit von der Position des 

Werkzeugs in der Bohrung das anteilige Zeitspanvolumen modellieren. Die Ergebnisse des 

Modells werden mit den Gegebenheiten beim Bohren von Stützstrukturen verglichen. Darüber 

hinaus wird eine Methodik zur Auswertung der Kräfte beim Helixfräsen erarbeitet, da in zwei 

Bereichen (Bohrungsinnenwand und Stützstruktur) und zwei Richtungen des Fräswerkzeugs 

(Stirnfläche und Umfangsfläche) Kräfte entstehen.  

Teilziel: Experimentelle Erkenntnisse zum Helixfräsen 

Es werden Experimente zum Helixfräsen geplant. Hierfür werden SLS Probekörper mit Boh-

rungen die Stützstrukturen enthalten abgeleitet, um die typische Situation bei SLS Komponen-

ten zu repräsentieren. Bei Versuchen zum Helixfräsen werden die auftretenden Kräfte und 

Späne analysiert und die Ergebnisse verwendet, um die Annahmen aus der theoretischen 

Betrachtung zu validieren. Außerdem werden die Ergebnisse mit den Kräften und Spänen zum 

konventionellen Helixfräsen in Vollmaterial verglichen. Die Qualität an der Bohrungsinnen-

wand wird analysiert sowie die relevanten Einflussgrößen hierauf aufgezeigt. Außerdem wird 

eine Bearbeitungsstrategie zur Verbesserung der Qualität an der Bohrungsinnenwand bei der 

Bearbeitung von SLS Komponenten mit Stützstruktur erarbeitet. Zum Abschluss erfolgt eine 

Abschätzung der anteiligen Kosten des Helixfräsens im Vergleich zu den anteiligen Kosten für 

den Prozessschritt Lasersintern. 

Teilziel: Experimentelle Erkenntnisse zum Bohren 

In Anlehnung an die Versuche zum Helixfräsen erfolgt die Planung von Versuchen zum Boh-

ren. Diese sind auf das Helixfräsen abgestimmt, sodass eine Vergleichbarkeit der Ergebnisse 

sichergestellt ist. Die entstehenden Späne sowie das Schnittmoment und die Vorschubkraft 
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werden analysiert. Außerdem erfolgt zur Analyse der Qualität eine Auswertung der Oberflä-

chenrauheit an der Bohrungsinnenwand. Aufgrund der kinematischen Eingriffsbedingungen 

wird für den Vorschub beim Bohren ein hoher Einfluss auf die Qualität an der Bohrungsinnen-

wand erwartet. Daher werden Versuche durchgeführt, um diesen Einfluss auf die Qualität an 

der Bohrungsinnenwand zu ermitteln. Zum Abschluss werden die Schnittkräfte nach Kienzle 

berechnet und den experimentell ermittelten Werten gegenübergestellt. Hierbei wird das 

Schnittkraftmodell nach Kienzle um die veränderlichen Volumenmaterialanteile beim Bohren 

von Stützstrukturen erweitert. 

Aus den vorhergehenden Ergebnissen werden Handlungsempfehlungen für die industrielle 

Praxis aufgezeigt. 
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4 Theoretische Betrachtungen zu den Eingriffsbedingungen 

Zum Auslegen von Zirkularfräsoperationen an SLS Probekörpern mit Stützstruktur ist ein 

grundlegendes Verständnis über die Kinematik und die Kontaktbedingungen während des Pro-

zesses erforderlich. Daher werden nachfolgend die Spanungsformen nach Dege [Deg12] in 

Axial- und Umfangsrichtung aufbauend auf der Position des Werkzeugs im Werkstück und den 

Werkzeug- und Werkstückgeometrien abgeleitet. Zusätzlich werden die entstehenden Kräfte 

beim Helixfräsen modelliert. 

4.1 Modell zur Zerspanung von Stützstrukturen in Bohrungen durch 

Helixfräsen 

Wie im Stand der Technik aufgeführt ist, haben sich in der Literatur weitere Begriffe, wie Zir-

kularfräsen und Orbitalbohren etabliert. Beim Helixfräsen bewegt sich das Werkzeug in einer 

Schraubbewegung auf einer Helixbahn in das Werkstück und fräst die Bohrung. Für die Pro-

grammierung an der Werkzeugmaschine können die NC-Befehle für die Kreisinterpolation G2 

oder G3 verwendet werden [DIN 66025]. Das Helixfräsen hat den Vorteil, dass sich mit einem 

Werkzeugdurchmesser unterschiedliche Bohrungsdurchmesser fertigen lassen. Grundlagen 

bilden hierfür beispielsweise die Vorarbeiten zum Fräsen serieller Werkstoffverbunde in der 

Luftfahrtindustrie [Deg12, Fan11a, Hin18]. 

Bild 4.1 zeigt die relevanten Kenngrößen zur Beschreibung des Prozesses beim Helixfräsen 

von Bohrungen mit Stützstruktur, welche nachfolgend bei der Herleitung der Spanungsform 

zwischen Werkstück und Werkzeug verwendet werden. Das Werkzeug weist den Werkzeug-

durchmesser Dwz auf und wird in einer Helixbewegung durch das Werkstück geführt. Mit Hilfe 

des Durchmessers der Helixspirale Dh und dem Werkzeugdurchmesser Dwz berechnet sich 

der Bohrungsdurchmesser Da. Die Bohrung bei SLS Bauteilen ist mit einem Aufmaß gefertigt, 

so ergibt sich der innere Durchmesser Di des Bohrungshalbzeugs. Aus der Höhe der Helixstei-

gung innerhalb einer vollständigen Helixumdrehung des Werkzeugs in der Bohrung leitet sich 

die Schnitttiefe ap ab. Außerdem unterscheidet sich die Kontaktfläche zwischen Werkzeug und 

Werkstück in Abhängigkeit von der Position des Werkzeugs  innerhalb der Bohrung [Hin18]. 

 

Bild 4.1: Kenngrößen beim Helixfräsen von Bohrungen mit Stützstruktur 
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Im Vergleich zum Helixfräsen konventioneller Werkstücke ist beim Helixfräsen von Bohrungen 

in SLS Bauteilen die zu entfernende Stützstruktur mit der Breite bs zu berücksichtigen. Die 

entstehende Spanungsform während der Bearbeitung ergibt sich aus dem Kontakt zwischen 

dem Werkzeug und dem Werkstück mit Stützstruktur. Zur Beschreibung der Spanungsform 

sind zwei überlagerte Bewegungen und somit zwei Bereiche am Werkzeug zu berücksichtigen. 

Zum Ersten ergibt sich aus der kreisförmigen Bewegung innerhalb der xy-Ebene ein Kontakt 

am Umfang des Werkzeugs mit dem Werkstück. Zum Zweiten entsteht durch die lineare axiale 

Bewegung in z-Richtung ein Kontakt an der Stirnfläche des Fräswerkzeugs. 

Beim Helixfräsen von Werkstücken aus Vollmaterial ist zwischen Ein- und Austritt des Werk-

zeugs in das Werkstück die Spanungsform an der Stirn- und Umfangsfläche des Werkzeugs 

konstant. An der Stirnfläche liegt ein kontinuierlicher Schnitt, an der Umfangsfläche ein dis-

kontinuierlicher Schnitt vor. Für das Helixfräsen von Stützstrukturen ist eine zusätzliche Unter-

teilung erforderlich. Neben der stirn- und umfangsseitigen Aufteilung erfolgt eine Aufteilung in 

die Bereiche Präzisionsbearbeitung an der Bohrungsinnenwand und Zerspanung der Stütz-

struktur, Bild 4.2. Entsprechend ergeben sich beim Helixfräsen die Späne aus dem Kontakt 

des Werkzeugs mit vier unterschiedlichen Bereichen des Werkstücks. An der Umfangsfläche 

des Werkzeugs wird Stützstruktur zerspant und es erfolgt eine Präzisionsbearbeitung der Boh-

rungsinnenwand und an der axialen Stirnfläche des Werkzeugs wird ebenfalls Stützstruktur 

zerspant sowie die Bohrungsinnenwand präzisionsbearbeitet [Hin18]. 

Die Spanungsformen der Präzisionsbearbeitung sind analog zum Helixfräsen während der 

Bearbeitung von Vollmaterial konstant. Jedoch ändern sich die Spanungsformen zwischen 

Werkzeug und Stützstruktur in Abhängigkeit von der Position des Werkzeugs innerhalb einer 

vollständigen Helixumdrehung. Nachfolgend werden die vier verschiedenen Spanungsformen 

zwischen Werkzeug und Werkstück beschrieben. 

  

Bild 4.2: Spanungsformen beim kombinierten Zirkularfräsen der Stützstruktur und Bohrungsinnen-
wand 
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4.1.1 Modellierung Spanungsform Präzisionsbearbeitung Axial 

Die Präzisionsbearbeitung Axial erfolgt an der Stirnfläche des Werkzeugs und zerspant durch 

den Kontakt das Aufmaß der Bohrungsinnenwand des Werkstücks. Zur Berechnung der Flä-

che zwischen Werkzeug und Werkstück ist die Berechnung des Flächeninhaltes eines Kreis-

segmentes, Bild 4.3, erforderlich. Der Flächeninhalte eines Kreissegmentes A ergibt sich aus 

dem Radius des Kreises r und der Höhe des Kreissegmentes h:  

A = r2 arccos (1 - 
h

r
)  - (r - h)  2 r h - h2

 4.1 

 

 

Bild 4.3: Flächeninhalt eines Kreissegmentes 

 

Die geometrischen Zusammenhänge zur Flächenberechnung der Spanungsform sind in 

Bild 4.4 aufgezeigt. Die zu zerspanende Fläche wird durch den Radius des Werkzeugs rwz und 

den Radius des Fertigteils Ra aufgespannt. Außerdem hat die Differenz zwischen dem inneren 

Bohrungsradius Ri des Halbzeugs und dem Bohrungsradius des Fertigteils Ra Einfluss auf die 

Größe der Spanungsform, da das Werkzeug tangential zum Bohrungsradius des Fertigteils Ra 

bewegt wird. 

 

Bild 4.4: Flächeninhalt der Spanungsform des Anteils Präzisionsbearbeitung axial 

Als Erstes erfolgt die Herleitung der Hilfsvariablen x aus den trigonometrischen Beziehungen 

der Radien: 

(x + (Ra - rwz))
2
 + (

s

2
)
2

 = Ri
2
 4.2 

h

r

A
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x2 + (
s

2
)
2

 = rwz
2 4.3 

 
Durch Einsetzen von 4.2 in 4.3 und Umstellen ergibt sich die Variable x: 

x = 
1

2
 [
Ri

2
- rwz

2

Ra - rwz

 + rwz - Ra] 4.4 

Mit Hilfe von x lassen sich die beiden Hilfsvariablen h1 und h2 berechnen, die die Kreisseg-

mente A1 und A2 aufspannen: 

h1 = rwz - x = rwz  - 
1

2
 [
Ri

2 - rwz
2

Ra - rwz

 + rwz - Ra] 4.5 

 

h2 = Ri - (Ra - rwz) - x = rwz + Ri - Ra - 
1

2
[
Ri

2 - rwz
2

Ra - rwz

 + rwz - Ra] 4.6 

 

Ausgehend von der allgemeinen Gleichung für Kreissegmente ergibt sich das Kreissegment 

A1 und das Kreissegment A2. Das Kreissegment A1 wird durch den Radius des Werkzeugs rwz 

und das Kreissegment A2 durch den inneren Bohrungsradius des Halbzeugs Ri aufgespannt, 

Bild 4.4: 

A1 = rwz
2 arccos (1 - 

h1

rwz

)  - (rwz - h1)  2 rwz h1 - h1
2
 4.7 

 

A2 = Ri
2 arccos (1 - 

h2

Ri

)  - (Ri - h2)  2 Ri h2 - h2
2
 4.8 

 

Die Spanungsform APr,ax zwischen dem Bohrungsradius des Halbzeugs und dem Werkzeug-

radius folgt durch Subtraktion von 4.8 von 4.7. 

APr,ax = A1 - A2 4.9 

 

Bei der Fläche APr,ax handelt es sich um den Anteil der Präzisionsbearbeitung des Werkzeugs 

an der Stirnfläche beim Helixfräsen in axialer Richtung.  

4.1.2 Modellierung Spanungsform Stützstruktur Axial 

Die Zerspanung der Stützstruktur in axialer Richtung erfolgt an der Stirnfläche des Fräswerk-

zeuges. Die Eingriffsbedingungen sind in Bild 4.5 aufgezeigt. Die Betrachtung erfolgt wie im 

vorhergehenden Kapitel, daher bewegt sich das Werkzeug mit dem Werkzeugradius rwz tan-

gential entlang der fertig bearbeiteten Bohrung mit dem Radius Ra. In Abhängigkeit von der 

Position des Werkzeugs während der Helixbewegung  ändert sich der Flächeninhalt der 

Spanungsform der Stützstruktur ASt,ax. Außerdem hat die Breite der Stützstruktur bs Einfluss 

auf ASt,ax. 
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Bild 4.5: Flächeninhalt der Spanungsform des Anteils Stützstruktur axial 

Allgemein lässt sich der Flächeninhalt der Werkzeugstirnfläche aus der stirnseitigen 

Spanungsform in axialer Richtung und dem Kreissegment A1 zusammensetzen. Hierbei ist das 

Kreissegment A1 eine Hilfsgröße, die nicht identisch mit dem Kreissegment A1 aus Kapitel 

4.1.1 ist: 

A1 + ASt,ax = rwz
2 π 4.10 

 

ASt,ax = rwz
2 π - A1 4.11 

 

Die Berechnung des Kreissegmentes A1 erfolgt unter Verwendung der allgemeinen Glei-

chung 4.1 eines Kreissegmentes mit r = rwz. Zur Berechnung des Flächeninhaltes A1 ist die 

Herleitung der Höhe des Kreissegmentes h erforderlich, die sich ebenfalls in Abhängigkeit von 

der Helixposition  ändert. Die Größe h0 beschreibt die Differenz zwischen dem Radius des 

Fertigteils Ra und der halben Breite der Stützstruktur bs. Die Differenz zwischen der aktuellen 

Höhe des Kreissegmentes h und der maximal möglichen Höhe h0 wird durch Δh gekennzeich-

net. Aus den Annahmen lässt sich wie folgt die Höhe des Kreissegmentes h in Abhängigkeit 

von der Helixposition  herleiten: 

h0 = Ra - 
bs

2
 4.12 

Δh = (Ra - rwz) - cos(α) (Ra - rwz) 4.13 

 

h = h0 - Δh 4.14 

 

h = (Ra - 
bs

2
)  - (Ra - rwz) (1 - cos(α)) 4.15 

 

rwz

Ra - rwz

Ra
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h


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h

h0Ra - rwz

rwz
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Die Spanungsform der Stützstruktur ASt.ax (Gleichung 4.11) lässt sich unter Verwendung der 

berechneten Höhe des Kreissegmentes h (Gleichung 4.15) sowie dem Flächeninhalt des 

Kreissegmentes A1 (Gleichung 4.1) berechnen. Außerdem können die in Bild 4.6 dargestellten 

Sonderfälle auftreten.  

 

Bild 4.6: Sonderfälle bei Berechnung der Spanungsform der Stützstruktur in axialer Richtung 

Der erste Sonderfall tritt ein, wenn die Stützstruktur eine höhere Breite bs als der Werkzeug-

durchmesser Dwz aufweist und gleichzeitig eine Helixposition  vorliegt, bei der sich das Werk-

zeug stirnseitig vollständig im Eingriff mit der Stützstruktur befindet. Hierbei ergibt sich fol-

gende stirnseitige Spanungsform: 

ASt,ax = rwz
2 π 4.16 

 

Im zweiten Sonderfall weist das Werkzeug einen größeren Durchmesser Dwz als die Breite der 

Stützstruktur bs auf. Zur Berechnung der Spanungsform ASt,ax wird vom stirnseitigen Flächen-

inhalt des Fräswerkzeugs neben dem Kreissegment A1,1 zusätzlich das Kreissegment A1,2 sub-

trahiert:  

A2 = rwz
2 π - A

1,1
 - A1,2 4.17 

4.1.3 Modellierung Spanungsform Präzisionsbearbeitung Umfang 

Nachfolgend erfolgt die Beschreibung der Spanungsform am Umfang des Fräswerkzeuges, 

zunächst für den Anteil der Präzisionsbearbeitung. Der Anteil der Stützstruktur wird im nächs-

ten Kapitel aufgezeigt. Als Erstes erfolgt eine allgemeine Beschreibung der Spanungsform am 

Umfang des Werkzeugs beim Helixfräsen. Aufgrund der Helixbewegung des Werkzeugs in der 

Bohrung, bei der bereits Teile der Bohrung an der Stirnfläche des Werkzeugs bei der vorher-

gehenden Helixbewegung zerspant werden, entsteht eine variable Schnitttiefe ap(φ) in Um-

fangsrichtung, die vom Eingriffswinkel φ abhängig ist. Die mathematische Beschreibung der 

Spanungsform beim Helixfräsen wird ausführlich von Dege beschrieben [Deg12]. Die 

Spanungsformen beim Helixfräsen von SLS Bauteilen mit Stützstruktur lassen sich hierauf 

bs

h = 0; 2rwz < bs

rwz



bs

rwz



h > 0; 2rwz > bs

ASt,ax

A1,1

A1,2

ASt,ax

Dwz

Dwz
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aufbauend ableiten. Für das Verständnis von Kapitel 4.1.3 und 4.1.4 wird nachfolgend zu-

nächst die Spanungsform für die Bearbeitung von Vollmaterialien nach Dege aufgezeigt: 

Nachdem das Fräswerkzeug beim Helixfräsen vollständig in das Werkstück innerhalb einer 

Helixumdrehung eingetaucht ist, ergibt sich die in Bild 4.7 dargestellte Spanungsform. Das 

Werkzeug ist am Umfang in Vorschubrichtung über einen Eingriffswinkel von  = 180° im Ein-

griff, sodass sich ein diskontinuierlicher Span ergibt. Die maximale Schnitttiefe ap,max ergibt 

sich aus der Helixsteigung innerhalb einer vollständigen Rotation von 360° des Werkzeugs in 

der Bohrung. Wie bereits beschrieben, ergibt sich aus der Helixbewegung mit sinkendem Ein-

griffswinkel φ  eine sinkende Schnitttiefe ap am Fräswerkzeug. Der Zusammenhang zwischen 

Eingriffswinkel φ und Schnitttiefe ap auf Basis der geometrischen Zusammenhänge von Werk-

zeugdurchmesser Dwz sowie Helixdurchmesser Dh lässt sich durch Gleichung 4.18 beschrei-

ben. 

ap(φ) = ap,max - 
ap,max

360

[
 
 
 

2 arccos

(

 

1
2
 Dh

2 + 
1
2
 Dwz

2 - Dh Dwz cos(φ) - 
1
2
(Dwz

2 - Dh
2
)

Dh  Dh
2 + Dwz

2 - 2 Dh Dwz cos(φ) )

 

]
 
 
 

 4.18 

 

 

Bild 4.7: Spanungsform beim Helixfräsen von Werkstücken aus Vollmaterial nach Dege [Deg12] 

Der Verlauf der Schnitttiefe in Abhängigkeit vom Eingriffswinkel ap() für die in der nachfolgen-

den Ausarbeitung verwendeten Verhältnisse beim Helixfräsen ist in Bild 4.8 dargestellt. Hierbei 
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gilt, dass die Werkzeugdurchmesser Dwz jederzeit größer als die Radien der fertig zu bearbei-

tenden Bohrungen Ra sind. Dadurch wird das Fräsen einer Ringnut mit einem unbearbeiteten 

Kern ausgeschlossen. Außerdem beträgt die Schnitttiefe beim Eingriffswinkel  = 0° bei allen 

Varianten ap = 0 mm. Starken Einfluss auf den Verlauf der Schnitttiefe hat das Verhältnis zwi-

schen Bohrungsdurchmesser Da und Werkzeugdurchmesser Dwz. Wenn sich der Werkzeug-

durchmesser Dwz sehr stark dem Bohrungsdurchmesser Da nähert und entsprechend mit ei-

nem sehr kleinem Helixdurchmesser Dh bearbeitet wird, zeigt die Schnitttiefe ap einen nahezu 

linearen Verlauf. Ist hingegen der Werkzeugdurchmesser Dwz deutlich kleiner als der Boh-

rungsdurchmesser Da, steigt insbesondere bei kleinen Eingriffswinkeln φ die Schnitttiefe ap 

sehr stark an. Durch diesen bei kleinen Eingriffswinkeln stärkeren Gradienten ergibt sich der 

Zusammenhang, dass unter der Bedingung von gleichbleibendem Werkzeugdurchmes-

ser Dwz, bei der Bearbeitung von Bohrungen mit zunehmendem Bohrungsdurchmesser Da, 

sich die Spanungsform in Umfangsrichtung deutlich vergrößert. Im vorliegenden Fall gilt dieser 

Zusammenhang für den Werkzeugdurchmesser Dwz = 16 mm, Bild 4.8. 

 

Bild 4.8: Vergleich der Spanungsform in Umfangsrichtung für unterschiedliche Eingriffsverhältnisse 

Aufbauend auf den vorhergehenden Ergebnissen nach Dege lässt sich im Folgenden die 

Spanungsform ermitteln, die die Bohrungsinnenwand zerspant. Bei radialem Aufmaß und bei 

teilweise mit Stützstruktur versehener Vorbohrung werden nachfolgend die Bereiche des Ein-

griffswinkels φ am Fräswerkzeug hergeleitet, zwischen denen die Präzisionszerspanung er-

folgt. Bild 4.9 zeigt die Spanungsform der Präzisionsbearbeitung am Umfang des Fräswerk-

zeugs, welche vom Werkzeugradius rwz zwischen dem äußeren fertig zu bearbeitenden Radius 

der Bohrung Ra und dem inneren Radius des Halbzeugs Ri aufgespannt wird. Beschrieben 

wird diese Fläche über die Größe des Eingriffswinkels am Umfang φ
Pr
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Bild 4.9: Spanungsform der Präzisionsbearbeitung an der Umfangsfläche des Fräswerkzeugs 

Die detaillierte Herleitung der Hilfsgröße h1 erfolgte analog zu Kapitel 4.1.1 und ergibt sich 

nachfolgend: 

h1 = rwz - x = rwz - 
1

2
 [
Ri

2 - rwz
2

Ra - rwz

 + rwz - Ra] 4.19 

Der Eingriffswinkel Pr aus dem die Spanungsform die Präzisionsbearbeitung hervorgeht, lässt 

sich über folgenden trigonometrischen Zusammenhang ermitteln: 

φ
Pr
 = arccos (

rwz - h1

rwz

)  = arccos (1 - 
h1

rwz

) 4.20 

Die Spanungsformen für verschiedene Eingriffswinkel am Fräswerkzeug lassen sich durch In-

tegration der Schnitttiefen ap() bestimmen. Da sich das Fräswerkzeug entlang der Bohrung 

des Fertigteils bewegt, gilt  = 180° als obere Integrationsgrenze. Demnach lässt sich die 

Spanungsform Präzisionsbearbeitung am Umfang des Fräswerkzeuges wie folgt berechnen: 

APr,um = ∫ ap(φ) 

180 

180 -φPr

dφ 
π

180 
 rwz 4.21 

 

4.1.4 Modellierung Spanungsform Stützstruktur Umfang 

Die Spanungsform am Umfang des Fräswerkzeugs, welche die Stützstruktur zerspant, lässt 

sich ähnlich zur Spanungsform Präzisionsbearbeitung berechnen. Die Spanungsform Präzisi-

onsbearbeitung ist konstant innerhalb einer Helixumdrehung des Werkzeugs. Bei der 

Spanungsform Stützstruktur ergibt sich die Größe der Spanungsform ASt,um aus der Position α 

des Werkzeugs innerhalb einer Helixumdrehung. Bild 4.10 zeigt die Spanungsform ASt,um in 

der Draufsicht mit den für die Herleitung benötigten geometrischen Zusammenhängen. 

Ri

Ra rwz

Ra - rwz x h1

Pr
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Bild 4.10: Bestimmung des Eingriffswinkels mit der Stützstruktur an der Umfangsfläche des Werk-
zeugs 

Wie im vorhergehenden Kapitel beschrieben wurde, ergibt sich der Abstand zwischen der 

Stützstruktur bs und dem Radius des Fertigteils Ra wie folgt: 

h0 = Ra - 
bs

2
 4.22 

Die Herleitung der Höhe des Kreissegmentes h erfolgte ebenfalls in Kapitel 4.1.2. Für den 

vorliegenden Fall ergibt sich das Kreissegment h wie folgt: 

 

h = h0 - (Ra - rwz) (1 + cos(α)) 4.23 

Mit Hilfe des Kreissegmentes h lässt sich der Hilfswinkel δ bestimmen. Aus dem Hilfswinkel δ 

und der Helixposition α des Werkzeugs innerhalb einer Helixumdrehung ergibt sich der Ein-

griffswinkel φ
St

, über welchen das Werkzeug mit der Stützstruktur im Eingriff ist: 

δ = arccos (
rwz - h

rwz

)  = arccos (1 - 
h

rwz

) 4.24 

 

φ
St
 = α - δ 4.25 

Als untere Integrationsgrenze wird ein Eingriffswinkel von  = 0° festgelegt. Demnach lässt 

sich die Spanungsform Stützstruktur am Umfang des Fräswerkzeuges wie folgt berechnen: 

ASt,um = ∫ ap(φ) dφ 
π

180 
 rwz

φSt

0

 4.26 

Hierbei verändert sich die obere Integrationsgrenze φ
St

 in Abhängigkeit von der Position α des 

Fräswerkzeugs innerhalb der Bohrung. Demzufolge verändert sich ebenso die Spanungsform 

kontinuierlich in Abhängigkeit von der Helixposition α. Zusätzlich treten die in Bild 4.11 aufge-

führten und zu berücksichtigenden Sonderfälle auf. 
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Bild 4.11: Sonderfälle bei Bestimmung der Spanungsform Stützstruktur am Umfang des Fräswerk-
zeugs 

Im ersten Sonderfall ist das Werkzeug in Vorschubrichtung vollständig mit der Stützstruktur im 

Eingriff. Die Größe der Spanungsform in Umfangsrichtung ASt,um entspricht dem der Bearbei-

tung von Vollmaterialien: 

φ
St
 = 180 ; ASt,um = ∫ ap(φ) dφ 

π

180 
 rwz

180 

0

 4.27 

Der zweite Sonderfall tritt am Austritt des Werkzeugs aus der Stützstruktur auf. Neben der 

bereits berechneten Spanungsform Stützstruktur ASt,um ergibt sich zusätzlich eine Spanungs-

form mit der Stützstruktur am Umfang des Fräswerkzeugs ausgehend vom Eingriffswinkel 

 = 180°: 

φ
St,II
 = φ

St
 + 2δ 4.28 

Entsprechend sind zwei Spanungsformen der Stützstruktur in Umfangsrichtung am Werkzeug 

für den zweiten Sonderfall zu berücksichtigen: 

ASt,um = ∫ ap(φ) dφ 
π

180 
 rwz

φSt,um

0

 + ∫  ap(φ) dφ 
π

180 
 rwz

180 

φSt,II

 4.29 

 

4.1.5 Bestimmung des Zeitspanvolumens beim Helixfräsen von SLS Bauteilen mit 

Stützstruktur 

In den vorangegangenen Kapiteln erfolgte die Bestimmung der Spanungsformen in umfangs-

seitiger und axialer Richtung. Mit Hilfe der Vorschubgeschwindigkeit vf lässt sich darauf auf-

bauend das Zeitspanvolumen Q für die verschiedenen Bereiche berechnen, Bild 4.12. In Axi-

alrichtung kann diese Berechnung direkt über die Spanungsform durch Multiplikation mit der 

axialen Vorschubgeschwindigkeit vf,ax erfolgen. Für die Umfangsrichtung ist zusätzlich zu be-

rücksichtigen, dass die Spanungsform entlang des Umfangs des Fräswerkzeugs berechnet 

wurde. Zur Berechnung des Zeitspanvolumens muss nun diese Spanungsform noch auf eine 

bs

h < 0

rwz



h > 0 am Austritt
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Ebene senkrecht zur Vorschubgeschwindigkeit vf,um projiziert werden. Die hierdurch entstan-

dene Fläche ergibt nach Multiplikation mit der Vorschubgeschwindigkeit das Zeitspanvolumen 

in Umfangsrichtung. Außerdem ist zu berücksichtigen, dass die Vorschubgeschwindigkeit in 

axialer Richtung über den gesamten Querschnitt der Werkzeugstirnfläche konstant ist. In Rich-

tung des Umfangs ändert sich die Vorschubgeschwindigkeit mit Abstand zur Bohrungsmitte. 

An der Bohrungsmitte ist vf,um = 0 mm/min und am Bohrungsrand ist die Vorschubgeschwin-

digkeit maximal. In der Regel wird die Geschwindigkeit am Mittelpunkt des Werkzeugs ange-

geben, hierbei handelt es sich ebenfalls um die programmierte Geschwindigkeit der Maschi-

nensteuerung. Außerdem ist die Schnittgeschwindigkeit vc deutlich größer als die Vorschub-

geschwindigkeit vf. Daher wird für die Schneiden ein stationärer Eingriff angenommen, dieser 

ist vergleichbar zur Bearbeitung mittels Vielzahnfräser.  

 

Bild 4.12: Berechnung des Zeitspanvolumens ausgehend von der Spanungsform in Umfangsrichtung 
und Axialrichtung 

Für jede Helixposition α lässt sich das Zeitspanvolumen über die gemittelten Zahneingriffe 

entlang des Eingriffswinkels φ bestimmen. In Bild 4.13 ist exemplarisch das Zeitspanvolumen 

für eine vollständige Rotation α des Fräswerkzeugs beim Helixfräsen aufgezeigt. Die durch-

gezogenen Linien zeigen das Zeitspanvolumen in Umfangsrichtung, während die gestrichelten 

Linien das Zeitspanvolumen in Axialrichtung beschreiben. Außerdem verdeutlichen die beiden 

dunkelblauen Linien den Anteil der Präzisionsbearbeitung und die Linien in Cyan den Anteil, 

der die Stützstruktur zerspant. Zusätzlich erfolgt für 4 verschiedene charakteristische Positio-

nen α eine Darstellung der Spanungsformen am Fräswerkzeug. Hierbei erfolgt die Unterteilung 

in Stirn- und Umfangsseite. 

Die Zeitspanvolumen der Anteile in Umfangsrichtung sind größer als die Anteile in Axialrich-

tung, obwohl die Spanungsform in Axialrichtung größer als in Umfangsrichtung ist. Dies ist auf 

die unterschiedliche Vorschubgeschwindigkeit zurückzuführen. Die Vorschubgeschwindigkeit 

ist in Umfangsrichtung größer als in Axialrichtung. 

Besonders deutlich wird dieser Zusammenhang beim Zeitspanvolumen der Präzisionsbear-

beitung in Umfangsrichtung. Trotz der kleinen Spanungsform ist aufgrund der höchsten Vor-

schubgeschwindigkeit am Umfang der Bohrung das Zeitspanvolumen relativ hoch. Dieses tritt 

auf, wenn die Bohrungsinnenwand bearbeitet wird und hat somit großen Einfluss auf die Ober-

flächenqualität. Die Anteile der Präzisionsbearbeitung verlaufen für alle Helixpositionen α kon-

stant. 

Das Zeitspanvolumen Q für die Zerspanung der Stützstruktur zeigt einen starken Einfluss von 

der Position α des Werkzeugs innerhalb der Bohrung. Bei der Position α = 90° ist das Werk-

zeug an der Umfangs- und Stirnfläche vollständig mit der Stützstruktur im Eingriff (Dwz < bs). 
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Hierbei handelt es sich um das maximal auftretende Zeitspanvolumen, dies ist vergleichbar 

mit der Zerspanung von Vollmaterial. Das minimale Zeitspanvolumen der Stützstruktur in axi-

aler Richtung QSt,ax tritt bei der Position α = 180° auf, hier ist die Spanungsform minimal. Ins-

gesamt ist die Differenz zwischen minimalem und maximalem Zeitspanvolumen Q in axialer 

Richtung relativ gering, was auf die hohe Spanungsform in allen Helixpositionen α zurückzu-

führen ist. 

Das Zeitspanvolumen der Stützstruktur an der Umfangsfläche fällt ab einer Helixposition von 

α = 93° sehr stark ab. Dies ist auf den schnellen Austritt des Werkzeugs aus der Stützstruktur 

in Umfangsrichtung zurückzuführen. Bei einer Helixposition von α = 131° steigt das Zeitspan-

volumen QSt,um wieder an, bis die Umfangsfläche bei α = 228° wieder die maximale Spanungs-

form an der Umfangsseite aufweist und konstant verläuft. Folglich reduziert sich am Umfang 

innerhalb einer Helixumdrehung das Zeitspanvolumen an 2 Helixpositionen sehr stark, was 

auf die Reduktion der Spanungsform zurückzuführen ist. 

    

Bild 4.13: Zeitspanvolumen in Abhängigkeit von der Position α des Werkzeugs beim Helixfräsen ei-
ner exemplarischen SLS Bohrungen mit Stützstruktur 

Parameter Helixfräsen

Dwz = 16 mm; Da = 31 mm; Di = 30 mm; bs = 18 mm; ap,max = 2,5 mm; vf,ax = 15 vf,um = 20 
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4.2 Zusammenfassung Helixfräsen und Vergleich mit der 

Bohrungsbearbeitung 

In Bild 4.14 sind die zuvor abgeleiteten Eingriffsverhältnisse zum Helixfräsen einer Bohrung 

mit Stützstruktur zusammenfassend dargestellt und der Vergleich zum Helixfräsen von Boh-

rungen in Vollmaterial aufgezeigt. Beim Helixfräsen von Bohrungen mit Stützstruktur ist das 

Werkzeug ungleichmäßig an der Stirn- und Umfangsfläche im Eingriff. Hieraus resultiert ein 

sich periodisch veränderndes Zeitspanvolumen innerhalb einer vollständigen Helixumdrehung 

des Fräswerkzeuges in der Bohrung. Nach Eintritt des Fräswerkzeuges in ein Werkstück aus 

Vollmaterial stellt sich eine konstante Spanungsform zum Werkstück ein. Hierbei ist der Span 

an der Stirnfläche kontinuierlich und an der Umfangsfläche diskontinuierlich, woraus ein kon-

stantes Zeitspanvolumen resultiert. 

 

Bild 4.14: Vergleich Helixfräsen einer Bohrung in Vollmaterial und einer Bohrung mit Stützstruktur 

Wird beim Helixfräsen die Geschwindigkeitskomponente in Umfangsrichtung stark reduziert, 

sodass nur noch die Geschwindigkeitskomponente in axiale Richtung auftritt, handelt es sich 

um eine Bohrbearbeitung. Hierbei wird lediglich durch die Stirnschneiden am Fräswerkzeug 

Material zerspant. In den folgenden Untersuchungen erfolgt eine zusätzliche Betrachtung zum 

Bohren von SLS Bohrungen mit Stützstruktur.  

Wie Bild 4.15 zeigt, wird das Bohren bei der Bearbeitung von Vollmaterial oder beim Aufbohren 

in Vollmaterial angewendet. Aufgrund des konstanten Vorschubs f in axiale Richtung stellt sich 

entlang des Bohrungsradius rB eine konstante Spanungsdicke h bei Vollmaterial ein. Das sich 
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hieraus ergebende Zeitspanvolumen Q ist für alle Werkzeugrotationswinkel des Bohrers αB 

beim Bohren ebenfalls konstant. 

Im Vergleich hierzu ist beim Aufbohren einer Bohrung mit Stützstruktur die axiale Spanungs-

dicke h entlang der Eingriffswinkel, wie im vorliegenden Fall in Bild 4.15 gezeigt, ungleichmä-

ßig. Bei einigen Werkzeugpositionen tritt ein ungleichmäßiger Eingriff an der Schneide auf und 

bei einigen Werkzeugpositionen sind die Schneiden des Bohrwerkzeuges vollständig über 

Stützstruktur und Bohrungsinnenwand im Eingriff. Hieraus resultiert, dass das Zeitspanvolu-

men Q ähnlich zum Helixfräsen bei den verschiedenen Werkzeugrotationswinkeln des Bohrers 

αB schwankt. Das verwendete Bohrwerkzeug weist einen Schneidenversatz auf. Hierdurch 

verläuft das Zeitspanvolumen nicht symmetrisch um den Werkzeugrotationswinkel αB = 90° 

bzw. αB = 180°. 

 

Bild 4.15: Vergleich Bohren in Vollmaterial und Aufbohren mit Stützstruktur für einen exemplarischen 
Eingriffswinkel 

4.3 Auswertung der Kräfte beim Helixfräsen 

Das Bild 4.16 zeigt die Zerspankräfte beim Helixfräsen von SLS Bohrungen mit Stützstruktur 

exemplarisch für eine Position von α = 180° in der xy-Ebene. Bei dieser Position zerspant das 

Werkzeug die Bohrungsinnenwand sowie die Stützstruktur. Hierbei haben die beiden Bereiche 

keinen direkten Kontakt, sodass die entstehenden Kräfte getrennt voneinander zu betrachten 

sind. 

Die Vorschubgeschwindigkeit vf ist tangential zum Berührpunkt der Bohrungsoberfläche ge-

richtet. Den beiden Spanungsformen Präzisionsbearbeitung APr,um und Stützstruktur SSt,um las-

sen sich die Aktivkräfte Präzisionsbearbeitung Fa,Pr und Stützstruktur Fa,St zuordnen. Diese 
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beiden Aktivkräfte können entsprechend der in dem Bereich jeweils wirkenden Vorschubrich-

tung und Schnittrichtung zur Vorschubkraft und Schnittkraft zerlegt werden. Die Schnittkräfte 

lassen sich bei der Bearbeitung der Werkzeugspindel und die Vorschubkräfte den Vorschub-

antrieben der Werkzeugmaschine zuordnen. 

Aus den beiden Aktivkräften ergibt sich die Umfangskraft Fum in der xy-Ebene. Diese Kraft wird 

in den nachfolgenden Untersuchungen in der xy-Ebene ausgewertet. Zur Ermittlung dieser 

Kraft werden während des Prozesses die kartesischen Kräfte Fx und Fy gemessen, woraus 

sich die Zerspankraft Fum in Umfangsrichtung über Vektoraddition berechnen lässt. 

 

Bild 4.16: Zerspankräfte in xy-Ebene beim Helixfräsen von SLS Bohrungen mit Stützstruktur 

Die auftretenden Zerspankräfte an der Stirnfläche für die Position α = 180° sind in der xz-

Ebene in Bild 4.17 dargestellt. Wie bereits an der Umfangsfläche des Fräswerkzeugs aufge-

zeigt wurde, hat das Werkzeug mit den beiden getrennt voneinander zu betrachtenden Berei-

chen Präzisionsbearbeitung und Stützstruktur Kontakt. In beiden Bereichen wirken die Axial-

kräfte Fax,Pr und Fax,St in Richtung der Werkzeugachse. Außerdem ist eine Axialkraft an den 

Umfangsschneiden Fax,Um in Folge von Drall zu berücksichtigen. Die Summe der Kräfte ergibt 

die Axialkraft Fax, welche nachfolgend im Rahmen der Versuchsergebnisse ausgewertet wird. 

Die Axialkraft Fax kann über die im kartesischen Koordinatensystem in z-Richtung auftretende 

Kraft Fz des Schnittkraftdynamometer gemessen werden. 

 

Bild 4.17: Zerspankräfte in xz-Ebene beim Helixfräsen von SLS Bohrungen mit Stützstruktur 
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4.4 Auswertung der Kräfte und Momente beim Bohren 

Bei der Bearbeitung des Probekörpers durch Bohren erfolgt eine Auswertung des Schnittmo-

mentes Mc und der Vorschubkraft Ff. Das Schnittmoment Mc lässt sich nach dem in Bild 4.18 

dargestellten Prinzip berechnen. Die Kraftmessplattform besteht aus 4 rechteckig angeordne-

ten piezoelektrischen Sensoren, die in den unterschiedlichen Bereichen die auftretenden 

Kräfte in 3 Raumrichtungen erfassen. Auf diese Weise ergibt sich nach Kistler die Vorschub-

kraft Ff durch Summation der 4 Einzelkomponenten in z-Richtung. 

Das Schnittmoment Mc lässt sich unter Berücksichtigung des Abstandes der Sensoren vom 

Mittelpunkt des Probekörpers berechnen. Für eine genaue Momentenmessung muss der Pro-

bekörper mittig auf der Kraftmessplattform ausgerichtet werden. Außerdem ist vor der Momen-

tenmessung eine Kalibrierung des Versuchsaufbaus durchzuführen [Kis20]. 

 

Bild 4.18: Berechnung von Schnittmoment und Vorschubkraft aus Einzelkomponenten der Kraft-
messplattform [Kis20] 
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5 Versuchstechnik 

Zur Ermittlung der grundlegenden Zusammenhänge beim Helixfräsen und Bohren von SLS 

Probekörpern mit Stützstrukturen werden Zerspanuntersuchungen durchgeführt. Im nachfol-

genden Kapitel wird die innerhalb der experimentellen Untersuchung verwendete Versuchs-

technik vorgestellt.  

5.1 Versuchsmaschine 

Die Durchführung der Versuche erfolgte am Bearbeitungszentrum Heller MC12, Bild 5.1. Die 

direkt angetriebene Spindel weist eine Leistung von P = 26 kW sowie eine HSK A63 Schnitt-

stelle auf. Die Drehzahl kann in einem Bereich von 45 – 12000 1/min direkt eingestellt werden. 

Insgesamt hat die Werkzeugmaschine 3 translatorische Achsen sowie eine rotatorische Achse 

am Maschinentisch. Der über die Achsen der Werkzeugmaschine aufgespannte Arbeitsbe-

reich hat Abmaße in Höhe von 560 mm x 560 mm x 510 mm. Zum Schutz ist der Arbeitsraum 

vollständig gekapselt.  

Als Maschinensteuerung wird ein System vom Typ GE Fanuc CNC angewendet. Hiermit las-

sen sich die für die Untersuchungen erforderlichen Helixfräsoperationen umsetzen, wobei die 

Werkzeugmaschine eine Positionstoleranz von 0,007 mm aufweist. Die Kühlung und Schmie-

rung der Versuche erfolgt mit dem Kühlschmierstoff B-Cool 675, welcher gemischt mit demi-

neralisiertem Wasser während der Zerspanung Anwendung findet. Bei den Versuchen He-

lixfräsen erfolgt die Bearbeitung unter Einsatz von Überflutungsschmierung mit einem System-

druck von p = 8 bar. Zur Verbesserung der Kühl- und Schmierwirkung während des Bohrens 

an der Wirkstelle erfolgt die Zerspanung mit Innenkühlung. Der Maximaldruck beträgt hierbei 

p = 50 bar.  

 

Bild 5.1: Fräsbearbeitungszentrum Heller MC12 

5.2 Werkzeug 

Zur Durchführung der Versuche zum Helixfräsen kommen Vollhartmetall Fräswerkzeuge der 

Firma Ceratizit zum Einsatz. Details zu den Fräswerkzeugen sind in Bild 5.2 aufgeführt. Ins-

gesamt erfolgt die Durchführung mit 2 verschiedenen Werkzeugen, die sich im Werkzeug-

durchmesser unterscheiden. Als Beschichtung findet TiAlZrN Anwendung. Die Werkzeug-

spannung erfolgt durch thermische Schrumpffutter in einem Induktionsschrumpfgerät.  

Bearbeitungszentrum Heller MC12 Technische Daten

Arbeitsbereich 560x560x510 mm

Spindel HSK-A 63

n = 45 – 12.000 min-1

Pmax = 26 kW

Mmax = 45 Nm

Vorschubantriebe Fmax = 6000 N

vfmax = 50 m/min

amax = 7 m/s²

Maschinensteuerung GE Fanuc CNC 18iMB

Kühlmitteleinrichtung Innere Kühlmittelzufuhr

50 bar ca. 28 l/min
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Beim Helixfräsen sind die Stirn- und die Umfangsschneiden im Eingriff. Da bei den verwende-

ten Fräswerkzeugen die Stirnschneiden bis zur Werkzeugachse ausgeführt sind, können diese 

in die Werkstückoberfläche eintauchen und die Fräswerkzeuge sind somit für beliebige He-

lixbahnsteigungen geeignet. 

 

Bild 5.2: Fräswerkzeuge zum Helixfräsen der Probekörper 

Für das Fertigen von Bohrungen mit den Durchmessern Da = 31 mm und Da = 21 mm kommen 

Vollbohrer mit Wendeschneidplatten zum Einsatz, Bild 5.3. Diese haben insbesondere bei 

Bohrungen mit großen Durchmessern einen wirtschaftlichen Vorteil, da nur die Wendeschneid-

platte nach Verschleiß ausgetauscht wird. Als Schneidstoff findet ebenfalls Hartmetall mit einer 

Beschichtung vom Typ TiAlCN Anwendung. Bei beiden Durchmesservarianten weisen die 

Wendeschneidplatten identische Freiwinkel und Spanwinkel auf. 

Jedoch haben die Wendeschneidplatten für die größere Durchmesservariante einen höheren 

Eckenradius. Hierdurch reduziert sich die Belastung in der Ecke des Werkzeugs. Der Werk-

zeughalter weist 2 zylindrische Bohrungen für die Innenkühlung des Werkzeugs auf. Entspre-

chend kann eine Kühlung und Schmierung an der Wirkstelle der Wendeschneidplatte erfolgen. 

Durch das Zusammenwirken einer im Zentrum und einer am Umfang angeordneten Wende-

schneidplatte, welche sich radial geringfügig überlagern, wird die effektive Schneide realisiert. 

  

Bild 5.3: Versuchswerkzeuge mit Wendeschneidplatten zum Bohren 

Schneidstoff Ceratizit Hartmetall

Beschichtung TiAlZrN

Durchmesser DWZ = 8 mm / 16 mm

Gesamtlänge l1 = 63 mm / 92 mm

Schneidenlänge l2 = 21 mm / 36 mm

Zähnezahl z = 5

Eckenradius r = 0,2 mm / 0,3 mm

Seitenfreiwinkel f = 10 

Seitenspanwinkel gf = 6 

Rückspanwinkel gp =38 

Fräswerkzeug zum Helixfräsen

Dwz = 16 mm

Dwz = 8 mm
© b34788

WSP Schneidstoff Hartmetall

WSP Beschichtung TiAlCN

Durchmesser Dwz = 31 mm / 21 mm

Gesamtlänge l1 = 146 mm / 118 mm

Werkzeuglänge l2 = 62 mm / 42 mm

Einstellwinkel 1 kr1 = 90 
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Das Fertigen der Bohrung mit dem kleinstem Bohrungsdurchmesser Da = 13 mm innerhalb 

der Versuche erfolgt mit einem Bohrwerkzeug aus Vollhartmetall, welches eine AlZrTiCrCN 

Beschichtung aufweist, Bild 5.4. Dieses Bohrwerkzeug mit 2 symmetrisch angeordneten 

Schneiden hat einen Freiwinkel von f = 10° und einen Spanwinkel von 𝛾f = 30°. 

Innerhalb der Versuche ist die unterschiedliche Wirkungsweise der Bohrkonzepte zu berück-

sichtigen. Beim Wendeschneidplatten (WSP) Vollbohrer tritt nur eine sehr geringe Überde-

ckung der Schneiden der beiden Wendeschneidplatten auf. Hierdurch ist der Zahnvorschub fz 

identisch mit dem Vorschub f des WSP Vollbohrers. Beim Vollhartmetall-Bohrwerkzeug sind 

beide Schneiden über den identischen Bohrungsradius im Eingriff. Aufgrund dieser Überlage-

rung ist der Vorschub f des Werkzeugs doppelt so hoch wie der Zahnvorschub fz der einzelnen 

Werkzeugschneiden. 

  

Bild 5.4: Vollhartmetall Bohrwerkzeug 

5.3 Versuchsbauteile 

Im Rahmen dieser Arbeit werden SLS Probekörper aus Ti-Al6-V4 untersucht. Das Fertigen 

der SLS Probekörper erfolgt auf einer Anlage der Firma EOS M 290. Hierbei handelt es sich 

um eine Anlage, die sich für die Serienfertigung von additiven Luftfahrtkomponenten eignet. 

Mit dieser Anlage lassen sich Bauteile bis zu einem Bauvolumen von 250 x 250 x 325 mm 

fertigen. Typische Schichtstärken beim Schmelzen sind 30 µm mit Titanpulver, das eine ma-

ximale Korngröße von 63 µm aufweist. Das Schmelzen der einzelnen Partikel erfolgt mit einem 

Faserlaser, welcher eine Leistung von 400 W und eine Wellenlänge von etwa 1100 nm auf-

weist. Der Durchmesser des Fokus beträgt 100 µm, wobei die Fokussierung über eine F-

Theta-Linse in der Arbeitsebene der Prozesskammer erfolgt. Zusätzlich erfolgt das Laser-

schmelzen mit Hilfe des Schutzgases Argon, womit die Prozesskammer geflutet wird. Nach 

dem Prozessschritt des selektiven Laserschmelzens wird zusätzlich eine Wärmebehandlung 

mit einer Temperatur von 675 °C über eine Zeit von 2 h durchgeführt, sodass die Eigenspan-

nungen innerhalb des Bauteils reduziert werden. 

Die detaillierte Geometrie der Probekörper ist in Bild 5.5 dargestellt. Insgesamt sind die Pro-

bekörper mit 3 unterschiedlichen Bohrungsdurchmessern gefertigt, wobei jede Bohrung zu-

sätzlich eine Stützstruktur aufweist. Bei den Stützstrukturen handelt es sich um Hohlgeomet-

rien aus rechtwinklig angeordneten Stegen variabler Dicke, die als quadratisches Netz aufge-

baut sind. Insgesamt sind die Stützstrukturen mit verschiedenen Volumenmaterialanteilen ge-

fertigt (δ = 60 %, 75 %, 90 %), woraus sich eine schwache, mittlere und starke Festigkeit 

ergibt. 

Schneidstoff Hartmetall

Beschichtung AlZrTiCrCN

Durchmesser Dwz = 13 mm

Gesamtlänge l1 = 124 mm 

Werkzeuglänge l2 = 77 mm

Zähnezahl z = 2 

Spitzenwinkel sr = 140 

Freiwinkel f = 10 

Spanwinkel f = 30 

Bohrwerkzeug

Dwz = 13 mm
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Zusätzlich zu den Probekörpern mit Stützstruktur in den Vorbohrungen erfolgt die Untersu-

chung an zwei weiteren Probekörpervarianten. Hierbei handelt es sich um einen quaderförmi-

gen Probekörper bestehend aus SLS Vollmaterial mit Abmaßen von 40 x 60 x 20 mm, der 

nach identischem Vorgehen zu den Probekörbern mit Stützstruktur gefertigt und wärmebehan-

delt wird. Außerdem kommt bei den Untersuchungen konventionelles Ti-Al6-V4 als plattenför-

miges Halbzeug zum Einsatz.  

 

Bild 5.5: Probekörper/ Versuchsbauteile für die Untersuchung 

Die verschiedenen Gefüge der verwendeten Probekörper sind in Bild 5.6 aufgezeigt. Die Mes-

sungen mittels hochauflösendem Rasterelektronen-Mikroskop wurden durch das System 

Zeiss Supra 55 VP durchgeführt. Mittels energiedispersiver Röntgenspektroskopie kann die 

Elementenzusammensetzung der Probekörper am Messgerät erfasst werden. Bei allen Pro-

ben kann das -stabilisierende Legierungselement Aluminium mit einem Anteil von ca. 6 % 

gemessen und das -stabilisierende Legierungselement Vanadium mit einem Anteil von ca. 

4 % erfasst werden. Entsprechend ergibt sich bei dem konventionellen und beim SLS-Probe-

körper der typische bimodale Gefügeaufbau mit - und - Phase. 

Bild 5.6 zeigt die Gefügestruktur der Probekörper, nachdem diese poliert und geätzt wurden. 

Konventionelles und SLS Ti-Al6-V4 zeigen fein-lamellares Gefüge, wobei das Gefüge der SLS 

Probekörper eine höhere Homogenität aufweist. Vergrößert sind in Bild 5.6 die -Lamellen 

erkennbar. Die Lamellen bei den SLS Probekörpern weisen eine etwas höhere Breite im Ver-

gleich zu konventionellem Ti-Al6-V4 auf, was auf die zusätzliche Wärmebehandlung der SLS 

Bauteile zurückzuführen ist. 
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Bild 5.6: Zusammensetzung und Gefüge der Versuchswerkstoffe 

5.4 Versuchsaufbau und Messtechnik 

In Bild 5.7 ist der an einem Winkel im Arbeitsraum angebrachte Versuchsaufbau dargestellt. 

Die Versuchswerkstücke werden mittels eines Präzisionsschraubstocks vom Typ Erowa 

ClampSet Basis mittig über die Kraftmessplattform gespannt. Mit Hilfe der Mehrkomponenten-

messplattform 9257B der Firma Kistler AG erfolgt eine Messung der 6 Komponenten von Kraft 

und Moment im kartesischen Koordinatensystem (Fx, Fy, Fz, Mx, My, Mz). Das Messprinzip ba-

siert auf dem piezoelektrischen Effekt. Durch den verwendeten Ladungsverstärker vom Typ 

5070A der Firma Kistler AG erfolgt eine Umwandlung der elektrischen Ladung in eine propor-

tionale Spannung. In allen Versuchen wurde ein Tiefpassfilter von 3 kHz am Ladungsverstär-

ker zur Signalaufbereitung verwendet. Mittels des CompactDAQ-Chassis cDAQ-9178 sowie 

des Spannungseingangsmoduls NI-9215 der Firma National Instruments erfolgt eine A/D-

Wandlung und Übertragung an einen Messrechner. Mit Hilfe der Software Diadem werden die 

Messsignale mit einer Abtastrate von 6 kHz erfasst und anschließend mit der Software Matlab® 

der Firma MATHWORKS INC. ausgewertet. 

Die Auswertung der Oberflächenqualität an der Bohrungsinnwand der fertig bearbeiteten Pro-

bekörper erfolgt mit dem Tastschnittverfahren. Dies wird mit einem Messgerät vom Typ Mahr-

Surf XR 20 durchgeführt. Für alle Probekörper wird ein Tastarm mit einer Diamantspitze ver-

wendet, der einen Tastspitzenradius von 2 µm aufweist. Die Messung der Oberflächen erfolgt 

nach DIN EN ISO 4287 und wird mit der Software MarWin XR 20 ausgewertet. 

Zur Dokumentation der Späne wird eine Stereolupe vom Typ SZX10 in Kombination mit einer 

Kamera vom Typ Olympus DP 27 verwendet. Die Aufnahme der Bilder und anschließende 

Vermessung erfolgt auf einem Messrechner mittels der Software Olympus Stream Motion. 

10 µm

2 µm

10 µm

2 µm

Gefügeaufbau Konventionelles Ti-Al6-V4 Gefügeaufbau SLS Ti-Al6-V4

Chemische Zusammensetzung in %

Ti - Rest Fe - 0,3 N - 0,05

Al - 5,5 – 6,5 O - 0,2 H - 0,0125

V - 3,4 – 4,5 C - 0,08

Werkstoffkennwerte 3.7164

Dichte 3,43 g/cm³ Dehngrenze 1030 MPa

E-Modul 110 GPa Wärme- 7,3 W/mK

Zugfestigkeit 1170 MPa leitfähigkeit

© b34792



Versuchstechnik 

56 

 

Bild 5.7: Versuchsaufbau in Heller MC12 

SpindelWerkstück

Schraubstock Werkzeug

Werkzeugaufnahme

Kraftmessplattform
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6 Ergebnisse der Untersuchungen zum Helixfräsen 

Im Rahmen von experimentellen Untersuchungen liefern die Ergebnisse der Bearbeitungs-

kräfte und der Spanbildung Erkenntnisse über die Zusammenhänge zum Helixfräsen von SLS 

Probekörpern mit Stützstruktur. Außerdem werden die Erkenntnisse mit dem Zerspanverhal-

ten beim Helixfräsen von konventionellen Probekörpern aus Vollmaterial verglichen. Hierdurch 

werden Rückschlüsse über das Zerspanverhalten von SLS Probekörpern mit Stützstruktur 

möglich, die in der Auslegung von zerspanungsgerechten Stützstrukturen, neuen Werkzeugen 

und Maschinen berücksichtigt werden können. 

Im Anschluss wird nachgewiesen, dass eine Vorhersage des Verlaufs der Bearbeitungskräfte 

ausgehend von dem in Kapitel 4.1 aufgestellten Modell über das positionsabhängige Zeitspan-

volumen beim Helixfräsen von Stützstrukturen möglich ist. Da bei Beurteilung von Zerspan-

operationen die Qualität des Fertigteils entscheidend ist, erfolgt im Anschluss eine Bewertung 

anhand der erzielten Oberflächenrauheit an der Bohrungsinnenwand. Hierbei werden Zusam-

menhänge zwischen der Oberflächenrauheit und dem positionsabhängigen Zeitspanvolumen 

des aufgestellten Modells aufgezeigt. Zum Abschluss werden die Kostenanteile des selektiven 

Laserschmelzens im Vergleich zu den Kostenanteilen der spanenden Nachbearbeitung durch 

Helixfräsen im Vergleich zu den Gesamtkosten betrachtet. 

6.1 Zerspankraft und Spanbildung beim Helixfräsen 

In Bild 6.1 sind die Prozesskräfte beim Helixfräsen für einen vollständigen Bearbeitungsdurch-

gang bestehend aus Eintritt, Bearbeitung und Austritt dargestellt. Das obere Diagramm zeigt 

die an der Umfangsfläche des Fräswerkzeugs auftretende Umfangskraft Fum und das untere 

Diagramm die Axialkraft Fax, welche an der Stirnfläche des Fräswerkzeuges auftritt. Die Werte 

in Cyan symbolisieren den Kraftverlauf für das SLS Werkstück, das eine zu entfernende Stütz-

struktur enthält. Verglichen werden die Kraftwerte mit dem grauen Verlauf, hierbei handelt es 

sich um konventionelles Ti-Al6-V4 Plattenmaterial. Zum Vergleich wurde die Bearbeitung an 

einem SLS Werkstück aus Vollmaterial untersucht (dunkelblaue Messwerte). 

Für die größte Bohrung (Da = 31 mm) konnte bei beiden Werkstücken aus Vollmaterial ein 

maximales Kraftniveau von etwa Fum = 491 N in Umfangsrichtung festgestellt werden. Die Axi-

alkraft ist während der Bearbeitung bei SLS Vollmaterial etwa 91 N niedriger als beim konven-

tionellen Werkstück. Dies ist auf das homogenere Gefüge beim SLS Vollmaterial zurückzufüh-

ren, das sich beim Laserschmelzprozess aufgrund des sehr punktuellen Wärmeeintrags und 

der Wärmebehandlung einstellt. Außerdem befinden sich bei beiden Werkstücken die - und 

-stabilisierenden Legierungselemente Aluminium und Vanadium auf einem ähnlichen Niveau. 

Jedoch ergibt sich aufgrund der hohen Abkühlgeschwindigkeiten nach dem Aufschmelzen ein 

geringerer Anteil -Phase im Gefüge des SLS Werkstücks. Hierauf sind die geringen Differen-

zen in den Zerspankräften bei der Bearbeitung der beiden Bauteile aus Vollmaterial zurückzu-

führen. 

Nach etwa 7 Sekunden Bearbeitungszeit tritt das Werkzeug in die Werkstücke aus Vollmaterial 

ein und die Kraftamplitude steigt ausgehend vom Nullniveau an. Hierbei fällt der Anstieg bei 

der Axialkraft deutlich größer aus als der Anstieg bei der Umfangskraft. Dies ist auf die sehr 

große Spanungsbreite b an der Stirnseite des Fräswerkzeugs zurückzuführen, die mit dem 

Werkstück in Eingriff kommt. An der Umfangsfläche nimmt die Spanungsbreite b während der 

Einfahrbewegung über einen größeren Zeitabschnitt kontinuierlich zu. 
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Der größte Unterschied ergibt sich beim Verlauf der Kräfte der beiden Werkstücke aus Voll-

material im Vergleich zum SLS Werkstück mit Stützstruktur. Beim SLS Werkstück mit Stütz-

struktur zeigen sich periodisch wiederholende Schwankungen. Hierbei beträgt der Betrag der 

Schwankung in Umfangsrichtung etwa 400 N und in Axialrichtung etwa 200 N. Außerdem fällt 

auf, dass die maximal auftretenden Kräfte bei der Zerspanung des SLS Werkstücks mit Stütz-

struktur geringer sind als die Kräfte bei Zerspanung der beiden Werkstücke aus Vollmaterial. 

Entsprechend liegt das mittlere Kraftniveau bei der Bearbeitung von SLS Bauteilen mit Stütz-

struktur etwas niedriger. 

Die Ursache für die Schwankungen im Kraftverlauf sind auf die sich stetig innerhalb einer He-

lixumdrehung ändernden Eingriffsverhältnisse am Fräswerkzeug zurückzuführen. Wie in der 

Modellierung aufgezeigt wurde, wiederholen sich die Eingriffsverhältnisse periodisch über die 

Helixumdrehungen, entsprechend ergibt sich der periodisch wiederholende Kraftverlauf. Beim 

Laserschmelzen von Bohrungen mit Stützstruktur wird die Bohrung nicht vollständig mit Stütz-

struktur ausgefüllt, sondern die Breite der Stützstruktur ist geringer als der Bohrungsdurch-

messer des Halbzeugs. Hierdurch ergibt sich in der Bohrung ein geringerer Volumenmaterial-

anteil. Weiterhin ist die Stützstruktur als räumliches Gitter ausgeführt, sodass sich weniger zu 

zerspanendes Material während der Bearbeitung im Vergleich zu Vollmaterial einstellt. Auf-

grund dieses sich geringer einstellenden Zeitspanvolumens sind die maximalen Zerspankräfte 

beim Helixfräsen von Stützstrukturen geringer als bei der Zerspanung von Vollmaterial. 

  

Bild 6.1: Zerspankräfte beim Helixfräsen einer Bohrung mit Stützstruktur im Vergleich zum  
Helixfräsen einer Bohrung aus Vollmaterial Da = 31 mm 
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Bei Veränderung der Eingriffsverhältnisse beim Helixfräsen, wie beispielsweise Änderungen 

des Verhältnisses von Bohrungsdurchmesser Da zu Werkzeugdurchmesser Dwz, sind signifi-

kante Veränderungen in den Zerspanergebnissen zu erwarten. Welche Auswirkungen bereits 

die Änderung eines Parameters auf die entstehenden Ergebnisse hat, zeigt Bild 6.2.  

Hierbei erfolgt die Reduktion des zu fertigenden Bohrungsdurchmessers auf Da = 21 mm, was 

mit einer Reduktion des Helixdurchmessers auf Dh = 5 mm einhergeht. Der Zahnvorschub am 

Umfang des Werkzeugs im Kontakt mit dem Bohrungsdurchmesser beträgt weiterhin 

fz,um = 0,12 mm. Durch den konstanten Zahnvorschub an der Bohrungsinnenwand soll sich die 

Spanstauchung in diesem Bereich auf einem ähnlichen Niveau zum größeren Bohrungsdurch-

messer Da befinden. Die Schnittgeschwindigkeit ist ebenfalls unverändert. Hierdurch sind die 

aufgrund der Spanflächenreibung entstehenden Temperaturen im Bereich der Spanformung 

auf einem ähnlichen Niveau. 

Aufgrund der etwas kleiner zu fertigenden Bohrung ist bei identischen Schnittparametern die 

Bearbeitung des Werkstücks bereits nach etwa 50 s beendet. Weiterhin fällt auf, dass sich die 

Umfangskräfte Fum im Vergleich zur Bohrung Da = 31 mm leicht reduzieren. Dies ist auf das 

geringere Zeitspanvolumen zurückzuführen, was sich aufgrund der geringeren in Bild 4.8 dar-

gestellten Spanungsform und der im Mittel geringeren Vorschubgeschwindigkeit ergibt. Des 

Weiteren werden ähnlich zu Bild 6.1 die konstanten Kraftverläufe bei der Zerspanung von Voll-

material deutlich, während bei der Bearbeitung des SLS Bauteils mit Stützstruktur die Kräfte 

stark schwanken. Außerdem fällt auf, dass die maximale Kraft in Umfangsrichtung des Bauteils 

SLS mit Stützstruktur etwa das Niveau der Bauteile aus Vollmaterial aufweist. Dies ist darauf 

zurückzuführen, dass das Bauteil durch die Stützstruktur mit hohem Volumenmaterialanteil 

nahezu dem von Vollmaterial für die entsprechende Helixposition entspricht. 
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Bild 6.2: Zerspankräfte beim Helixfräsen einer Bohrung mit Stützstruktur im Vergleich zum 
Helixfräsen einer Bohrung aus Vollmaterial Da = 21 mm 

Bild 6.3 zeigt die Bearbeitung des Bohrungsdurchmessers Da = 13 mm mit einem Werkzeug-

durchmesser Dwz = 8 mm für die 3 verschiedenen Werkstücktypen. Die Prozessparameter 

Zahnvorschub fz,um und Schnittgeschwindigkeit vc blieben erneut unverändert. Aufgrund des 

geringen Zerspanvolumens ist die Umfangskraft Fum und Axialkraft Fax kleiner als bei den vor-

hergehenden Bohrungsdurchmessern. Wie bereits bei den beiden größeren Bohrungsdurch-

messern festgestellt wurde, schwanken die Kräfte bei Bearbeitung der SLS Werkstücke mit 

Stützstruktur stärker als die Kräfte der beiden Vollmaterialen. 

Allerdings fällt für die Umfangskräfte Fum der Vollmaterialien im Vergleich zu den größeren 

Bohrungsdurchmessern ein Unterschied auf. Zu Bearbeitungsbeginn stagnieren die Kräfte auf 

einem konstanten Niveau (dunkelblaue und graue Linie). Im Verlauf der Bearbeitung treten 

ebenfalls leichte Schwankungen auf, die sich im Verlauf der Bearbeitung kontinuierlich vergrö-

ßern. Dies ist auf das höhere Aspektverhältnis im Vergleich zu den beiden anderen Bohrungen 

zurückzuführen. Mit zunehmender Bearbeitungsdauer müssen die Späne aus der Bohrung 

abgeführt werden, wobei sich diese in der Bohrung stauen. Gleichzeitig ist die Vorschubge-

schwindigkeit vf,um hoch, sodass sich eine hohe Dynamik im Prozess einstellt. 

Hingegen ist beim SLS Werkstück mit Stützstruktur weniger zerspanter Werkstoff durch die 

Bohrung zu entfernen, wodurch sich die Gefahr von Spanstau deutlich verringert. Die Um-

fangskraft zeigt somit einen kontinuierlich schwankenden Verlauf über die gesamte Bearbei-

tungszeit. 
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Bild 6.3: Zerspankräfte beim Helixfräsen einer Bohrung mit Stützstruktur im Vergleich zum  
Helixfräsen einer Bohrung aus Vollmaterial Da = 13 mm 

In den vorhergehenden Bildern war das SLS Werkstück mit starker Stützstruktur gefertigt. Dies 

bedeutet, dass das räumliche Gitter der Stützstruktur einen Volumenmaterialanteil von 

δ = 90 % aufweist. Den Einfluss unterschiedlicher Festigkeiten der Stützstruktur aufgrund ver-

schiedener Volumenmaterialanteile ist in Bild 6.4 für die Bohrung mit einem Durchmesser des 

Fertigteils von Da = 31 mm dargestellt. 

Hierbei zeigt Bild 6.4 die gemessene Umfangskraft und Axialkraft für SLS Probekörper mit 

starker Stützstruktur (Volumenmaterialanteil δ = 90 %), mittlerer Stützstruktur (Volumenmate-

rialanteil δ = 75 %) und schwacher Stützstruktur (Volumenmaterialanteil δ = 60 %). Alle Kräfte 

zeigen sehr hohe Schwankungen, was auf den ungleichmäßigen Eingriff des Werkzeugs bei 

der Bearbeitung zurückzuführen ist. Die Umfangskraft der starken Stützstruktur schwankt, ne-

ben wenigen Ausreißern, zwischen Fum = 322 N und Fum = 62. Aufgrund des abnehmenden 

Volumenmaterialanteils sinkt bei der mittleren Stützstruktur die maximal auftretende Umfangs-

kraft auf Fum = 192 N und bei der schwachen Stützstruktur auf Fum = 124 N. Die minimalen 

Kräfte in Umfangsrichtung liegen auf einem Niveau von Fum = 62 N bis Fum = 52 N. Insgesamt 

sinkt folglich die Amplitude der Umfangskraft, was auf den sinkenden Volumenmaterialanteil δ 

der Stützstruktur zurückzuführen ist. 

Der identische Zusammenhang wird ebenso bei der Stirnfläche des Fräswerkzeugs deutlich. 

So treten bei der starken Stützstruktur mit hohem Volumenmaterialanteil noch Kraftschwan-

kungen zwischen Fax = 113 N und Fax = 253 N auf. Bei der schwachen Stützstruktur mit einem 

Volumenmaterialanteil von δ = 60 % liegen die Axialkräfte zwischen Fax = 36 N und Fax = 92 N. 
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Bild 6.4: Kräfte beim Helixfräsen einer Bohrung Da = 31 mm mit Stützstruktur, die unterschiedliche 
Volumenmaterialanteile δ aufweist 

In Bild 6.5 ist der Einfluss des Volumenmaterialanteils auf die Kräfte bei der Bohrungs-/Werk-

zeugkombination Da = 21 mm/ Dwz = 16 mm dargestellt. Es zeigen sich erneut sowohl in Um-

fangsrichtung und Axialrichtung stark fluktuierende Kraftverläufe, wobei der Volumenmaterial-

anteil δ der Stützstruktur stark mit der Amplitude der Kräfte sowie der Höhe des Kraftniveaus 

korreliert. Außerdem sind die Axialkräfte bei der Bohrung Da = 21 mm im Mittel etwas höher 

als die Axialkräfte bei der Bohrung Da = 31 mm, was auf den etwas höheren Vorschub in Axi-

alrichtung zurückzuführen ist. 

Bild 6.6 zeigt die Kräfte beim Helixfräsen von Stützstrukturen mit unterschiedlichen Volumen-

materialanteilen für die kleinste untersuchte Kombination von Werkzeug zu Bohrungsdurch-

messer (Da = 13 mm/ Dwz = 8 mm). Analog zur Zerspanung von Vollmaterial ist die Spanungs-

form zwischen Werkzeug und Werkstück für diese Kombination am Geringsten, sodass sich 

die kleinsten Kräfte einstellen. Erneut wird deutlich, dass die Kraftamplitude und das mittlere 

Kraftniveau mit abnehmenden Volumenmaterialanteil sinkt. Insbesondere bei der mittleren 

Stützstruktur und bei der schwachen Stützstruktur verlaufen die Schwankungen der Kräfte 

über die vollständige Bearbeitungszeit sehr gleichmäßig. Dies lässt auf eine sehr gute Abfuhr 

der Späne aus den Bohrungen, trotz des hohen Aspektverhältnisses, schließen.  
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Bild 6.5: Kräfte beim Helixfräsen von Bohrungen Da = 21 mm mit Stützstruktur 

 

Bild 6.6: Kräfte beim Helixfräsen von Bohrungen Da = 13 mm mit Stützstruktur 
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Eine Übersicht der entstehenden Späne bei Bearbeitung der Probekörper durch Helixfräsen 

ist in Bild 6.7 bis Bild 6.9 aufgezeigt. Hierbei zeigt jedes Bild den Vergleich von zwei verschie-

denen Probekörpern. Im linken Bereich sind die Späne für die Bearbeitung eines Probekörpers 

aus konventionellem Ti-Al6-V4 dargestellt und im rechten Bereich die Späne, die sich beim 

Helixfräsen von SLS Probekörpern mit starker Stützstruktur (Volumenmaterialanteil δ = 90 %) 

ergeben. 

Bild 6.7 zeigt die Späne beim Helixfräsen von Vollmaterial beim Bohrungsdurchmesser 

Da = 31 mm. Hierbei handelt es sich um die Späne, die in Umfangsrichtung entstehen. An der 

Stirnschneide entstehen, aufgrund der geringen Spanungsdicke, Lamellenspäne. Deutlich er-

kennbar ist die sehr glatte Oberfläche an der Außenrundung der Späne. Hierbei handelt es 

sich um die Fläche, welche von der Werkstückoberfläche entfernt wird und im Anschluss über 

die Spanfläche des Werkzeugs reibt. Im Gegensatz hierzu weist die Innenseite der Späne eine 

sehr matte Oberfläche mit hoher Rauheit auf. Dies ist auf die Spansegmentierung zurückzu-

führen, die sich bei der Spanbildung des Werkstoffs Ti-Al6-V4 ergibt [Gen03, Hof05, Kom82]. 

 

Bild 6.7: Vergleich Späne Helixfräsen Vollmaterial und SLS Probekörper mit Stützstruktur beim 
Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm 

Im rechten Bereich sind die Späne beim Helixfräsen des SLS Probekörpers mit Stützstruktur 

aufgezeigt. Auffällig ist, dass sich zwei verschiedene Typen aus dem Spanbild ableiten lassen. 

Dem ersten Typ sind die Späne zuzuordnen, welche bei der Zerspanung der Bohrungsinnen-

wand entstehen. Diese Späne sind deutlich kleiner als die entstehenden Späne beim Helixfrä-

sen des Vollmaterials. Dies ist auf den deutlich kleineren Eingriffswinkelbereich im Vergleich 

zur Bearbeitung des Vollmaterials zurückzuführen. Dem zweiten Typ sind die Späne bzw. die 

Bruchstücke zuzuordnen, die beim Fräsen der Stützstruktur entstehen. Hierbei sind teilweise 

sehr große Segmente feststellbar. Es handelt sich um Segmente der Stützstruktur, die lediglich 

an der Anbindungsstelle zerspant werden und sich bei der Bearbeitung, vergleichbar mit den 

Späne Vollmaterial Späne SLS mit Stützstruktur ( )

6 mm

Bohrungsinnenwand

Stützstruktur

Werkzeug

VHM 

Dwz = 16 mm

z = 5 

ohne IK 

Beschichtung TiAlZrN

Werkstoff

Ti-Al6-V4

Prozessparameter 

fz,um = 0,12 mm 

fz,ax = 0,003 mm 

vc = 60 m/min 

vf,um = 346,5 mm/min

zHelix = 2,5 mm

Da = 31 mm

Di = 30 mm

Dh = 15 mm

bs = 18 mm

Überflutungsschmierung 8 bar

6 mm

4 mm4 mm
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Mechanismen bei der Gratbildung, wegdrücken. Außerdem zeigt das Spanbild, wie in der Ver-

größerung aufgezeigt, herausgebrochene Stützstrukturelemente. 

Beim Helixfräsen einer Bohrung Da = 21 mm in Vollmaterial ergeben sich die in Bild 6.8 dar-

gestellten Späne, die im Vergleich zum Helixfräsen Da = 31 mm deutlich kleiner sind. Dies ist 

nach Fangmann [Fan11a] auf den geringeren Helixdurchmesser zurückzuführen, wodurch 

sich aufgrund der Kinematik beim Helixfräsen eine kleinere Spänfläche am Werkzeug ergibt. 

Bei Bearbeitung des SLS Probekörpers mit Stützstruktur lassen sich die Späne den beiden 

Bereichen Bohrungsinnenwand und Stützstruktur zuordnen. Für die Späne der Stützstruktur 

sind teilweise große Bruchstücke mit einer Länge von 12 mm feststellbar, was auf ein vorzei-

tiges Wegbrechen der Stützstruktur hindeutet. Außerdem sind sehr filigrane, dünne Späne zu 

erkennen. Dies deutet auf die Zerspanung an der Stirn des Werkzeugs mit einer sehr geringen 

Spanungsdicke h hin. 

 

Bild 6.8: Vergleich Späne Helixfräsen Vollmaterial und SLS Probekörper mit Stützstruktur beim 
Bohrungsdurchmesser Da = 21 mm 

Bild 6.9 zeigt die Späne der Bearbeitung der Kombination Bohrungsdurchmesser Da = 13 mm 

und Werkzeugdurchmesser Dwz = 8 mm. Wie bei den vorhergehenden Kombinationen bestä-

tigt sich ein unterschiedliches Spanbild zwischen Vollmaterial und SLS Probekörper mit Stütz-

struktur. Die Späne des SLS Probekörpers mit Stützstruktur sind deutlich ungleichmäßiger, da 

diese Anteile der zerspanten Bohrungsinnenwand und Stützstruktur enthalten. Im Vergleich 

hierzu sind die Späne des zerspanten Vollmaterials aufgrund der stationären Fräsbedingun-

gen gleichmäßiger. 

Als weiteres Nebenprodukt beim Helixfräsen ist Restpulver innerhalb der Stützstruktur zu be-

rücksichtigen. Da beim Prozessschritt Laserschmelzen die Stützstrukturen aufgrund ihres 

räumlichen Gitters nicht über den vollständigen Querschnitt aufgeschmolzen werden, befindet 

Späne Vollmaterial Späne SLS mit Stützstruktur ( )

Werkzeug

VHM 

Dwz = 16 mm

z = 5 

ohne IK 

Beschichtung TiAlZrN

Werkstoff

Ti-Al6-V4

Prozessparameter 

fz,um = 0,12 mm 

fz,ax = 0,005 mm 

vc = 60 m/min 

vf,um = 170,5 mm/min

zHelix = 2,5 mm

Da = 21 mm

Di = 20 mm

Dh = 5 mm

bs = 18 mm

Überflutungsschmierung 8 bar

6 mm

Bohrungsinnenwand

Stützstruktur

6 mm

4 mm4 mm
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sich im Inneren der Stützstrukturen Restpulver, das nicht vollständig aus den Hohlräumen ent-

fernt wird [Kra17, Wyc17]. Dieses Restpulver war bei den Untersuchungen zu den entstehen-

den Spänen nach der Bearbeitung nicht feststellbar. Es ist zu vermuten, dass das Restpulver 

während der Bearbeitung durch das KSS gebunden und abtransportiert wird. 

 

Bild 6.9: Vergleich Späne Helixfräsen Vollmaterial und SLS Probekörper mit Stützstruktur beim 
Bohrungsdurchmesser Da = 13 mm 

6.2 Vergleich Kräfte mit Modell Zeitspanvolumen 

In Kapitel 6.1 erfolgte eine Betrachtung der Prozesskräfte beim Helixfräsen für den vollständi-

gen Bearbeitungsprozess zum Helixfräsen von SLS Bohrung mit Stützstruktur bestehend aus 

Eintritt des Werkzeugs, Helixfräsen und Austritt des Bearbeitungswerkzeugs. Daher zeigte die 

Abszissenachse die vollständige Bearbeitungszeit. Um nun in den nachfolgenden Abschnitten 

die Prozesskräfte mit den in Kapitel 4.1 analytisch berechneten Zeitspanvolumen zu verglei-

chen, erfolgt, wie in Bild 6.10 dargestellt, eine Betrachtung des Verlaufs der Prozesskräfte 

innerhalb einer vollständigen Helixrotation des Werkzeugs im SLS Probekörper. Diese Dar-

stellung ergibt sich durch Vergrößerung der Abszissenachse. 

Für den größten untersuchten Bohrungsdurchmesser Da sind in Bild 6.11 die Kräfte und das 

Zeitspanvolumen aufgezeigt. Das aufgestellte Modell geht von Stützstrukturen aus Vollmate-

rial aus, denn bei Stützstrukturen starker Festigkeit kann aufgrund des hohen Volumenmate-

rialanteils (δ = 90 %) nahezu von Vollmaterial ausgegangen werden. 

Späne Vollmaterial Späne SLS mit Stützstruktur ( )

6 mm

Bohrungsinnenwand

Stützstruktur

Werkzeug

VHM 

Dwz = 8 mm

z = 5 

ohne IK 

Beschichtung TiAlZrN

Werkstoff

Ti-Al6-V4

Prozessparameter 

fz,um = 0,12 mm 

fz,ax = 0,004 mm 

vc = 60 m/min 

vf,um = 550,9 mm/min

zHelix = 1,5 mm

Da = 13 mm

Di = 12 mm

Dh = 5 mm

bs = 6 mm

Überflutungsschmierung 8 bar

6 mm

4 mm4 mm
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Bild 6.10: Vergrößerung des fluktuierenden Kraftverlaufs beim Helixfräsen von Stützstrukturen zur 
Darstellung einer vollständigen Helixrotation 

Für eine vollständige Helixumdrehung des Werkzeugs von  = 360° in der Bohrung zeigt 

Bild 6.11 die Zerspankräfte und das Zeitspanvolumen, wobei aufgrund der Symmetrie des 

Bauteils sich bereits nach einer halben Helixumdrehung ( = 180°) die Verläufe wiederholen. 

Es erfolgt eine Auswertung der Zusammenhänge in Axialrichtung an der Stirnfläche des Fräs-

werkzeugs sowie in Umfangsrichtung an der Umfangsfläche des Fräswerkzeugs. Außerdem 

sind 2 charakteristische Werkzeugpositionen dargestellt ( = 135° und  = 270°). Aus dem 

Schnitt zwischen dem dunkelgrauen Probekörper mit Stützstruktur sowie dem kreisförmigen 

Werkzeug ergibt sich die Spanungsform an der Stirnseite des Werkzeugs. Wie in Kapitel 4.1.5 

aufgeführt wurde, resultiert aus dieser Spanungsform und der axialen Vorschubbewegung vf,ax 

das axiale Zeitspanvolumen Qax. Der rote Bogen zeigt den Kontakt der Umfangsfläche zwi-

schen Fräswerkzeug und Probeköper mit Stützstruktur. Diese Fläche befindet sich am Hüllzy-

linder des Fräswerkzeugs. Durch die Projektion dieser Fläche in eine Ebene, welche orthogo-

nal zum Richtungsvektor der Vorschubgeschwindigkeit steht, und die folgende Multiplikation 

mit der Vorschubgeschwindigkeit in Umfangsrichtung vf,um wird das umfangsseitige Zeitspan-

volumen Qum berechnet.  

Es wird deutlich, dass in Axialrichtung ein enger Zusammenhang zwischen dem Verlauf des 

Zeitspanvolumens und dem Verlauf der Axialkraft besteht. Bei den Helixpositionen 

 = 90°/270° ist das axiale Zeitspanvolumen Qax maximal und entsprechend tritt in diesen Be-

reichen die maximale Axialkraft Fax auf. Im Bereich der Helixposition  = 135° sinkt das Zeit-

spanvolumen Qax, sodass sich gleichzeitig auch die Axialkraft Fax reduziert. 

In Umfangsrichtung wird ebenfalls ein enger Zusammenhang zwischen dem Verlauf der Um-

fangskraft Fum und dem Verlauf des Zeitspanvolumens Qum deutlich. Ausgehend von einer 

Helixposition  = 0° kommt das Werkzeug kontinuierlich mit der Stützstruktur in Eingriff, so-

dass das Zeitspanvolumen Qum und die Umfangskraft Fum ansteigen. Zwischen  = 45° und 

 = 95° ist das Werkzeug in Umfangsrichtung konstant im Eingriff, hieraus resultieren für das 

Zeitspanvolumen Qum und die Umfangskraft Fum konstante Verläufe. Zwischen  = 95° und 

 = 225° zeigt das Zeitspanvolumen aufgrund der Eingriffsbedingungen beim Helixfräsen ei-

nen sinkenden und steigenden Verlauf. Die Umfangskraft folgt diesem Verlauf. 
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Die jeweiligen Zeitspanvolumina und die entsprechenden Zerspankraftkomponenten sind pro-

portional unter der Annahme, dass für die über die Helixpositionen variablen Spanungsquer-

schnitte die spezifischen Kraftkomponenten konstant sind. 

Allerdings fällt auf, dass das axiale Zeitspanvolumen im Mittel etwas geringer als das umfangs-

seitige Zeitspanvolumen ausfällt, jedoch die Kräfte in beiden Richtungen im Mittel ein ähnli-

ches Niveau aufweisen. Dies ist auf vereinfachte Annahmen im Modell zurückzuführen. Bei-

spielsweise wird nicht jede Schneide des Werkzeugs einzeln mit dem Drall der Schneiden und 

den auftretenden Spanungsquerschnitten berücksichtigt, sondern die Spanungsform als Flä-

che, vergleichbar mit einem Vielzahnfräser, betrachtet. Dennoch lassen sich mittels des auf-

gestellten Modells die Ursachen für die fluktuierenden Kraftverläufe ableiten. 

 

 

Bild 6.11: Vergleich Axial- und Umfangskraft mit modelliertem Zeitspanvolumen für die  
Durchmesserkombination Da = 31 mm/ Dwz = 16 mm 
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Bild 6.12 zeigt den Vergleich zwischen den Bearbeitungskräften und den Zeitspanvolumen für 

die Kombination Bohrungsdurchmesser Da = 21 mm und Werkzeugdurchmesser 

Dwz = 16 mm. Hierbei schwankt an der Stirnfläche des Fräswerkzeuges das axiale Zeitspan-

volumen zwischen dem minimalen Wert Qax = 4,9 cm³/min und dem maximalen Wert 

Qax = 5,4 cm³/min. Die Axialkraft schwankt dem axialen Zeitspanvolumen folgend ebenfalls 

zyklisch innerhalb einer Helixrotation. 

In Umfangsrichtung schwankt die Kraft zwischen den Werten Fum = 312 N und Fum = 59 N. Das 

Zeitspanvolumen Qum zeigt einen ähnlichen Verlauf und schwankt zwischen Qum = 3,9 cm³/min 

und Qum = 1,3 cm³/min. Es lässt sich in beiden Richtungen der näherungsweise proportionale 

Zusammenhang zwischen den Verläufen der Zeitspanvolumen und der Kräfte feststellen. Au-

ßerdem weisen die Kräfte und die Zeitspanvolumen eine etwas geringere Amplitude als im 

vorhergehenden Fall auf. Dies ist darauf zurückzuführen, dass die Stützstruktur die Bohrung 

stärker ausfüllt.  

 

Bild 6.12: Vergleich Axial- und Umfangskraft mit modelliertem Zeitspanvolumen für die 
Durchmesserkombination Da = 21 mm/ Dwz = 16 mm 
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Für den Bohrungsdurchmesser Da = 13 mm sind die Kräfte und das Zeitspanvolumen in 

Bild 6.13 dargestellt. Aufgrund der kleinsten Dimensionen ergeben sich geringere Werte, wo-

bei die Verläufe der Zeitspanvolumen und Kräfte näherungsweise proportionale Verläufe zei-

gen. In Axialrichtung liegt das minimale Zeitspanvolumen bei  = 0°/180° und das maximale 

Zeitspanvolumen bei  = 90°/270° vor. An den identischen Positionen treten die Maxima und 

Minima der Axialkraft auf. 

Vergleichbar zur Bohrung Da = 31 mm ist das mittlere Zeitspanvolumen in Axialrichtung etwas 

geringer als in Umfangsrichtung, jedoch sind in beiden Richtungen die Kräfte auf einem ähnli-

chen mittleren Niveau. Eine mögliche Ursache für diese Abweichung ist der geringere Boh-

rungsdurchmesser bei einer hohen Tiefe des Werkstücks von 20 mm. Hierdurch können die 

Lamellenspäne an der Stirn des Werkzeugs schlecht abtransportiert werden, sodass ein Spä-

nestau entsteht. Möglicherweise ist dieser Spänestau in Axialrichtung eine Ursache für die 

hohen Kräfte, da dieser Effekt durch das Modell nicht abgebildet wird. 

 

Bild 6.13: Vergleich Axial- und Umfangskraft mit modelliertem Zeitspanvolumen für die 
Durchmesserkombination Da = 13 mm/ Dwz = 8 mm 
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Bild 6.14 zeigt für die 3 Bohrungsdurchmesser Da und die 2 Bearbeitungsrichtungen die auf-

tretende Kraft für das dazugehörige Zeitspanvolumen. Hierbei symbolisieren die Farben blau, 

cyan und grau die Bohrungsdurchmesser Da, die dunklen Punkte die Umfangsrichtung und die 

hellen Punkte die Axialrichtung. Innerhalb einer Punktwolke und somit innerhalb einer Bear-

beitungsrichtung ordnen sich die Punkte entlang einer Geraden an. Dies bestätigt die Ergeb-

nisse von Bild 6.11 bis Bild 6.13, wonach sich aus dem Verlauf des Zeitspanvolumens der 

Verlauf der Kräfte ableiten lässt. 

Weiterhin fällt auf, dass mit steigendem Zeitspanvolumen die Kräfte steigen. Hierbei lassen 

sich die Punktwolken verschiedenen Ausgleichsgeraden zuordnen. So verläuft die Ausgleichs-

gerade für die hellen Punktwolken mit schwarzer Kontur, die Werte der Axialrichtung, sehr 

steil. Im Vergleich hierzu ist die Ausgleichsgerade der dunkelblauen Werte (Da = 31 mm, Um-

fang) flacher. Das Modell berücksichtigt die Veränderung der Spanungsform. Jedoch tritt zu-

sätzlich aufgrund der Kinematik beim Helixfräsen in Umfangsrichtung eine hohe Spanungsdi-

cke und eine geringe Spanungsbreite auf. In Axialrichtung ist es umgekehrt, die Spanungsdi-

cke ist gering und die Spanungsbreite hoch. Hierauf lässt sich zurückführen, dass die Aus-

gleichsgerade in Axialrichtung steiler verläuft als die Ausgleichsgerade in Umfangsrichtung. 

 

Bild 6.14: Zusammenfassung Kräfte und Zeitspanvolumen beim Helixfräsen von Probekörpern mit 
starker Stützstruktur δ = 90 % 

6.3 Einfluss der Eingriffssituation auf die Qualität an der Bohrungsin-

nenwand 

Als Resultat der Helixfräsoperation ergibt sich eine fertig bearbeitete Funktionsfläche an der 

Bohrungsinnenwand des SLS Bauteils, diese ist für die Anwendung von SLS Bauteilen als 

Luftfahrtkomponenten unerlässlich. Aufgrund des nicht beliebig klein skalierbaren Durchmes-

sers der Schmelzzone beim Laserschmelzen und der minimalen Korngröße des Pulvers ergibt 

sich an der Oberfläche eine Oberflächenrauheit nach dem SLS in Höhe von Rz ≫25 µm 

[Bag17]. Die maximal zulässige Oberflächenrauheit an Funktionsflächen für die Luftfahrtin-

dustrie wird in der Regel mit Rz < 5 µm, bzw. Ra < 1,6 µm angegeben [Bmw19]. 
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Entsprechend ist eine spanende Feinbearbeitung der Funktionsflächen von SLS Bauteilen 

zwingend erforderlich, sodass diese die Anforderungen von Luftfahrtkomponenten erfüllen. 

Komplexe SLS Ventilblöcke für die Luftfahrtindustrie müssen an den Schnittstellen zu weiteren 

Komponenten Passbohrungen aufweisen, welche durch SLS nicht fertigbar sind. Außerdem 

unterliegen SLS Ventilblöcke im Betrieb hohen Druckstößen (207 bar bis 345 bar) bei einer 

hohen Anzahl an Lastspielen (10 Mio) [Kau13]. In Veröffentlichungen konnte bereits nachge-

wiesen werden, dass sich durch Verbesserung der Oberflächenqualität die Zeitfestigkeit sig-

nifikant verbessern lässt. Denn bei hoher Oberflächengüte wird die Rissausbreitung deutlich 

reduziert, sodass Risse, die zum Bauteilversagen führen, zuverlässig rechtzeitig detektierbar 

sind [Bag15, Bag17, Kau13, Sch05, Wyc17]. Weiterhin erzeugen sehr lange Bohrungsinnen-

wände mit einer hohen Rauheit Strömungsverluste im Ventilblock und Pulverrückstände, wel-

che an der Bohrungsinnenwand haften, können das Fluid im Betrieb verunreinigen [Kau13]. 

Hieraus resultiert die Anforderung einer hohen Oberflächenqualität an der Bohrungsinnen-

wand nach dem Helixfräsen. 

Für die Kombination aus Bohrungsdurchmesser Da und Werkzeugdurchmesser Dwz zeigt Bild 

6.15 die Oberflächenrauheitswerte Rz und Rmax. Die Vermessung der Rauheit in der Bohrung 

erfolgte an der Bohrungsinnenwand bei einer Helixposition  = 90°. An dieser Position war 

ursprünglich die Stützstruktur an der Bohrungsinnenwand angebunden. Für alle SLS Probe-

körper mit Stützstruktur und für die beiden Probekörper aus Vollmaterial (SLS Ti-Al6-V4; Kon-

ventionelles Ti-Al6-V4) befindet sich die Oberflächenrauheit Rz an der Bohrungsinnenwand 

auf einem niedrigen Niveau. Im Mittel beträgt die Rauheit Rz = 2,1 µm. Die höchste maximale 

Rauheit tritt bei konventionellem Vollmaterial mit einem Wert von Rmax = 3,7 µm auf. Auf-

grund des großen Durchmessers des Fräswerkzeugs liegt die sich aus den geometrischen 

Eingriffsverhältnissen ergebende theoretische Rauheit bei Rth = 0,23 µm. Durch Vereinfa-

chungen, beispielsweise berücksichtigt die theoretische Rauheit nicht den Drall der Schnei-

den, liegen die gemessenen Rauheitswerte deutlich höher. Die Lichtmikroskopaufnahme zeigt 

die vermessene Oberfläche des Probekörpers mit starker Stützstruktur. Zwar sind die Rau-

heitskennwerte höher als die kinematische Rauheit, dennoch befinden sich die Werte auf ei-

nem niedrigen Niveau und es sind somit keine Schädigungen in der Oberfläche erkennbar. 

Für diese Helixposition zeigt das Werkzeug konstante Eingriffsverhältnisse, sodass hieraus 

die hohe Oberflächengüte an der Bohrungsinnenwand aller Probekörper resultiert.  
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Bild 6.15: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand nach dem Helixfräsen bei Position α = 90° 
für den Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm 
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zerspant anschließend die Bohrungsinnenwand. Aufgrund dieses ungleichmäßigen sich än-

dernden Eingriffs während der Bearbeitung entstehen Abdrängungseffekte, woraus die Be-

schädigungen an der Bohrungsinnenwand resultieren. 

Hingegen zeigt die Oberfläche beim Probekörper SLS Stützstruktur schwach an der Bohrungs-

innenwand trotz ungleichmäßiger Eingriffsverhältnisse niedrige Rauheitswerte, die vergleich-

bar mit konventionellem Vollmaterial sind, bei welchem der Schneideneingriff kontinuierlich 

über  = 180° erfolgt. Dies ist auf den geringen Volumenmaterialanteil der Stützstruktur zu-

rückzuführen, der bei der Zerspanung der schwachen Stützstruktur geringe Abdrängungs-

kräfte am Fräswerkzeug hervorruft. 

Außerdem fällt auf, dass die maximale Rauheit bei SLS Vollmaterial im Vergleich zum kon-

ventionellem Vollmaterial leicht erhöht ist (Rmax = 7,3 µm). Grund hierfür kann der 

Schmelzprozess beim Laserschmelzen sein. Insbesondere in Randbereichen von SLS Bau-

teilen entstehen aufgrund der Umlenkung des Lasers Fehlstellen im Bauteil wie bspw. Poren 

[Wyc17]. Diese Unregelmäßigkeiten im Bauteil oder im Gefüge können Schädigungen wäh-

rend des Helixfräsens in der Oberfläche, ausgehend von einem ungleichmäßigen Zerspanver-

halten, hervorrufen.  

 

Bild 6.16: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand nach dem Helixfräsen bei Position  
α = 180° für den Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm 
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Die Ergebnisse der Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand für den Bohrungsdurch-

messer Da = 21 mm sind für die Helixposition  = 90° in Bild 6.17 und für die Helixposition 

 = 180° in Bild 6.18 aufgezeigt. Hierbei wird für die Helixposition  = 90° deutlich, dass in 

allen Fällen die Oberflächenqualität an der Messposition, bei der ursprünglich die Stützstruktur 

an der Bohrungsinnwand angebunden war, sehr hoch ist. Belegt wird dies durch die geringen 

Rauheitswerte (Rz < 3,1 µm). Trotz des unterschiedlichen Volumenmaterialanteils der Stütz-

strukturen, woraus sich verschiedene Beträge im Zeitspanvolumen ergeben, treten bei allen 

Probekörpern bei der Helixposition  = 90° gleichmäßige Eingriffsverhältnisse an der Um-

fangsfläche des Fräswerkzeugs auf. Daher ist keine Abdrängung oder Anregung des Werk-

zeugs zu erwarten, sodass die gefertigte Bohrungsinnenwand eine hohe Oberflächenqualität 

aufweist. 

Bei  = 180° (Bild 6.18) sind ebenfalls für nahezu alle Probekörper geringe Rauheitswerte 

feststellbar. Lediglich der Probekörper SLS Stützstruktur stark ist mit einem Wert von 

Rz = 4,9 µm leicht erhöht. Allerdings ist der Betrag der Erhöhung im Vergleich zur Stützstruktur 

schwach deutlich geringer als beim Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm, bei welchem sich die 

Rauheit Rz vervierfacht hat. Dies ist auf die Breite der Stützstruktur zurückzuführen, welche 

beim Bohrungsdurchmesser Da = 21 mm die Bohrung stark ausfüllt. Das Werkzeug ist in fast 

allen Helixpositionen  gleichmäßig im Eingriff, sodass nur geringe Abdrängungseffekte am 

Werkzeug aufgrund schwankender Eingriffsverhältnisse wirken. 

Das Bild 6.19 zeigt die Werte der Oberflächenrauheit für den kleinsten Bohrungsdurchmesser 

Da = 13 mm bei der Helixposition  = 90°. Die Werte der Oberflächenrauheit für die Helixposi-

tion  = 180° sind in Bild 6.20 dargestellt. Aufgrund des sich verkleinernden Werkzeugdurch-

messers bei gleichbleibendem umfangsseitigen Zahnvorschub erhöht sich die theoretische ki-

nematische Rauheit auf Rth = 0,45 µm. In beiden Bildern zeigen die Probekörper aus Vollma-

terial (SLS und konventionell) sowie der Probekörper SLS mit schwacher Stützstruktur keine 

Auffälligkeiten, die Oberflächenrauheit ist sehr niedrig. Das Werkzeug ist bei den Probekörpern 

aus Vollmaterial gleichmäßig im Eingriff. Beim Probekörper mit Stützstruktur schwach ist die 

Stützstruktur aufgrund des geringen Volumenmaterialanteils zu schwach, um eine hohe Ab-

lenkung des Werkzeugs anzuregen. 

Es ist jedoch auffällig, dass bei beiden Helixpositionen ( = 90°;  = 180°) für Probekörper mit 

Stützstruktur mittel und Stützstruktur stark erhöhte Rauheitswerte vorliegen. Dies lässt sich 

auf die Breite der Stützstruktur bs zurückführen, welche kleiner als der Durchmesser des Werk-

zeugs Dwz ist. Hierdurch zeigt sich, dass auch bei einer Helixposition  = 90° das Werkzeug 

unterbrochen mit der Stützstruktur in Umfangsrichtung im Eingriff ist (roter Bogen). Entspre-

chend treten die Effekte der Abdrängung des Werkzeugs nun zusätzlich bei der Helixposition 

 = 90° auf, welche ursprünglich (vgl. Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm) nur im Bereich der 

Helixposition  = 180° vorlagen. 

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass sich bei den Probekörpern aus SLS Vollmaterial 

und konventionellem Vollmaterial eine sehr hohe Oberflächengüte aufgrund des gleichmäßi-

gen Werkzeugeingriffs in allen Positionen beim Helixfräsen einstellt. Lediglich vereinzelt kön-

nen aufgrund der Baurichtung der Probekörper beim SLS Effekte auftreten, die zu einer leich-

ten Reduzierung der Oberflächengüte führen. 
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Bild 6.17: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand bei Da = 21 mm, α = 90° 

 

Bild 6.18: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand bei Da = 21 mm, α = 180° 
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Bild 6.19: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand bei Da = 13 mm, α = 90° 

 

Bild 6.20: Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand bei Da = 13 mm, α = 180° 
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Bei SLS Probekörpern mit einer schwachen Stützstruktur sind ebenfalls sehr hohe Oberflä-

chengüten an der Bohrungsinnenwand nach dem Helixfräsen zu erwarten, da diese den Fräs-

prozess aufgrund des geringen Volumenmaterialanteils nur gering beeinflussen. Jedoch ist 

feststellbar, dass Stützstrukturen mit zunehmendem Volumenmaterialanteil zu einer Abdrän-

gung des Werkzeugs führen können, insbesondere wenn ungleichmäßige Eingriffsverhält-

nisse am Werkzeug vorliegen. Hieraus resultieren Schädigungen der Oberfläche, sodass sich 

eine schlechte Oberflächengüte an der Bohrungsinnenwand einstellt. 

6.4 Einfluss der zweistufigen Bearbeitungsstrategie auf die Oberflä-

chenqualität an der Bohrungsinnenwand 

Im vorangegangenen Kapitel wurde deutlich, dass sich Bohrungen mit schwachen Stützstruk-

turen gut bearbeiten lassen, jedoch Bohrungen mit starker Stützstruktur eine geringere Ober-

flächenqualität nach dem Helixfräsen erzeugen und somit weitere Bearbeitungsschritte benö-

tigen. Ein möglicher Lösungsansatz zur Erzielung geringer Rauheiten beim Helixfräsen soll im 

folgenden Kapitel mit einer zweistufigen Bearbeitungsstrategie aufgezeigt werden. 

Angelehnt an konventionelle spanende Fräsbearbeitungsoperationen erfolgt, wie in Bild 6.21 

aufgezeigt, beim Helixfräsen eine Unterteilung in die zwei Anteile Schruppfräsen und Schlicht-

fräsen. Beim Anteil Schruppfräsen wird die Stützstruktur und der Randbereich der Bohrungs-

innenwand zerspant. Bei diesem Bearbeitungsschritt bewegt sich das Fräswerkzeug in der 

Helixbewegung durch die Bohrung. Der zu erzielende Durchmesser ist etwas kleiner als der 

Soll-Durchmesser, sodass die Bohrung ein noch zu zerspanendes Aufmaß aufweist. 

 

Bild 6.21: Vorgehen bei zweistufiger Bearbeitungsstrategie mit Kombination aus Schruppen und 
Schlichten 
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sich das Werkzeug vollständig eingetaucht in der Bohrung und muss nur zugestellt werden, 

sodass Werkzeugwechsel und Positionierbewegungen entfallen. 

Für die zweistufige Bearbeitungsstrategie ist in Bild 6.22 der Verlauf der Kräfte aufgezeigt. 

Zunächst zeigt der Kraftverlauf in Cyan die Kräfte beim Schruppfräsen. Der stark fluktuierende 

Verlauf entspricht den Erkenntnissen der vorangegangenen Kapitel. Beim Schlichtfräsen 

(Kräfte Dunkelblau) wird die Bohrungsinnenwand zerspant, sodass sich der Bohrungsdurch-

messer von Da = 31 mm ergibt. 

Die Ein- und Ausfahrbewegung wird im dunkelblauen Kraftverlauf durch Steigen und Fallen 

der Kräfte deutlich. Die Umfangskraft Fum beträgt im Mittel Fum = 209 N und verläuft konstant, 

sodass eine hohe Oberflächenqualität erwartet wird, da die Umfangskraft in Richtung der Boh-

rungsinnenwand wirkt. Die Axialkraft ist beim Schlichtfräsen im Vergleich zum Schruppfräsen 

negativ und fällt im Betrag deutlich kleiner aus. Dies ist auf die Helixbewegung beim Schrupp-

fräsen und dem hieraus resultierenden Bohranteil zurückzuführen. Beim Schlichtfräsen tritt die 

Axialbewegung nicht auf und der positive Drall der Schneiden am Werkzeug verursacht eine 

negative Axialkraft. Nachteilig fällt auf, dass sich die Bearbeitungszeit um etwa 18 s verlängert. 

 

Bild 6.22: Verlauf der Bearbeitungskräfte bei der zweistufigen Bearbeitungsstrategie 

In Bild 6.23 ist der Einfluss der zweistufigen Bearbeitungsstrategie auf die Qualität an der Boh-
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 = 0°/360 und  = 180°, also in Bereichen des mehrfachen Werkzeugeingriffs, eine hohe 

Oberflächenrauheit. 

Im Vergleich hierzu fällt für die zweistufige Bearbeitungsstrategie auf, dass an allen Messpo-

sitionen die Oberflächenrauheit konstant verläuft. Zwar sind die Werte deutlich höher als die 

berechnete kinematische Rauheit (Rth = 0,45 µm), dennoch liegen alle Werte unterhalb der 

Schwelle von Rz = 5 µm. Außerdem fällt auf, dass die Rauheit bei der Bohrung Da = 21 mm 

niedriger als bei den Bohrungsdurchmessern Da = 31 mm und Da = 13 mm ist. Für die Bohrung 

Da = 21 liegt der im Verhältnis größte Werkzeugdurchmesser vor. Da das radiale Aufmaß stets 

gleich ist und eine konkave Bearbeitungsgeometrie bearbeitet wird, ist das Werkzeug über 

einen großen Eingriffswinkel in Kontakt. Hieraus kann die niedrige Oberflächenrauheit resul-

tieren. 

 

Bild 6.23: Einfluss der zweistufigen Bearbeitungsstrategie auf die Qualität an der Bohrungsinnen-
wand 
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des Werkzeugs erfolgt. Das Schlichtfräsen erfolgt durch die Schneiden an der Umfangsfläche 

des Fräswerkzeugs. Demnach kommen beim Schlichtfräsen andere Bereiche der Schneide in 

Eingriff als beim Schruppfräsen. Hierdurch können trotz eines möglichen hohen Verschleißes 

der Schneiden beim Schruppfräsen hohe Qualitäten an der Bohrungsinnenwand beim 

Schlichtfräsen über die Schneiden an der Umfangsfläche des Fräswerkzeugs erzielt werden. 

6.5 Kostenbetrachtung anhand des vorliegenden Bearbeitungsbei-

spiels 

Damit eine industrielle Anwendung neuer Technologien erfolgt, ist deren Wirtschaftlichkeit es-

senziell. Daher werden für die verwendeten Probekörper die auftretenden Kosten beim selek-

tiven Laserschmelzen und dem Nachbearbeiten durch Helixfräsen dargestellt. Die auftreten-

den Kosten unterliegen einem hohen Einfluss von variablen Annahmen, wie beispielsweise 

der Scangeschwindigkeit beim Laserschmelzen oder der Standzeit der Werkzeuge beim He-

lixfräsen. Trotzdem lassen sich mittels der nachfolgend aufgeführten Annahmen wesentliche 

Kostentreiber identifizieren. 

Wie in Bild 6.24 dargestellt ist, lassen sich im vorgegebenen Bauraum der SLS Anlage EOS 

M290 unter Berücksichtigung eines minimalen Abstands von 15 mm der einzelnen Probekör-

per insgesamt 18 Probekörper in einem Baujob fertigen. Hierbei ist die Dauer des Laser-

schmelzens deutlich höher als die Dauer des Helixfräsens. Da die Probekörper für Untersu-

chungen zur Zerspanung entwickelt wurden, liegt der Anteil an zerspantem Material mit 44 % 

sehr hoch. Unter wirtschaftlichen Gesichtspunkten sollte dieser Anteil möglichst gering ausfal-

len. Wie im Stand der Technik aufgeführt ist, lassen sich jedoch zu zerspanende Stützstruktu-

ren teilweise nicht vermeiden. 

 

Bild 6.24: Bearbeitungsbeispiel mit Unterteilung in selektives Laserschmelzen und Helixfräsen 

In Tabelle 6.1 ist die Kostenkalkulation des selektiven Laserschmelzens anteilig für einen Pro-

bekörper aufgezeigt. Die Investitionskosten und Kosten für das Pulver erfolgten nach Erfah-

rungswerten und vorliegenden Angeboten innerhalb der universitären Forschung [Bmw19]. 

Anzahl Probekörper 18 x 3 Da

Dauer Helixfräsen 1,75 h

Zerspantes Material 44 %

Da = 21 mm

Da = 31 mm

Da = 13 mm

Baujob selektives Laserschmelzen mit Stützstruktur
Fertigteil nach

Helixfräsen

Anzahl Probekörper 18

Dauer Baujob 36,5 h

Geschmolzenes Pulver 3,27 kg

6
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Die Investitionskosten können nach Alter und Konfiguration der Anlage variieren. Außerdem 

haben die Auslastung und die Abschreibungsdauer hohen Einfluss auf den Maschinenstun-

densatz. Zur Vergleichbarkeit erfolgten gleiche Annahmen beim SLS und Helixfräsen. Zusätz-

lich zu den hierbei ermittelten Betriebsstunden erfolgte ein Gemeinkostenzuschlag in Höhe 

von 100 %. Dieser berücksichtigt alle Kosten für den Betrieb der Anlage. 

Das SLS lässt sich in zwei Prozessschritte unterteilen. Durch den Laser wird das Material 

geschmolzen. Dieser Anteil steigt proportional zur Größe des Bauteils. Außerdem muss nach 

dem Schmelzen eine neue Pulverschicht aufgetragen werden. Diese Dauer ist von der Höhe 

des Bauteils abhängig, sodass der Bauraum wie im vorliegenden Fall in allen Bereichen voll-

ständig ausgenutzt werden sollte. Die Kalkulation der Dauer erfolgte nach Herstellerangaben 

[Eos20a] und Angaben von Forschungsinstituten [Emm13, Her16]. Es wurde berücksichtigt, 

dass die Baurate von Stützstrukturen höher als die Baurate des Bauteils ist. Nach Kalkulation 

von Maschinenstundensatz und Fertigungsdauer entstehen je Probekörper Kosten in Höhe 

von 101,22 €. Da das Laserschmelzen den überwiegenden Zeitanteil ausmacht, erfolgt keine 

Berücksichtigung der Nebenzeiten wie Rüsten der Anlage oder Pulverhandling. 

Die Kosten für das verwendete Pulver liegen bei 31,79 € je Probekörper. Hierbei wird davon 

ausgegangen, dass das nicht aufgeschmolzene Pulver vollständig aufbereitet und wiederver-

wendet wird. Mit diesen Annahmen liegen die Kosten je Probekörper beim Laserschmelzen 

bei 133,01 €. 

Kosten selektives Laserschmelzen Einheit Wert 

Anlage     

Abschreibung EOS M290 (jährlich) Stück    75.208,00 €  

Investitionskosten Stück  752.080,00 €  

Abschreibungszeitraum a 10 

Kosten je Betriebsstunde h           24,97 €  

Arbeitstage je Kalenderjahr d 251 

Betriebsstunden je Arbeitstag h 12 

Gemeinkostenzuschlag 100 % (Lohn, Miete, Schutzgas, ...) h           24,97 €  

Maschinenstundensatz             49,94 €  

     

Parameter selektives Laserschmelzen     

Dauer Beschichtung Pulver je Probekörper h 0,24 

Geschwindigkeit Pulver Beschichtung mm/h 14,4 

Höhe Probekörper mm 62 

Anzahl Probekörper je Baujob Stück 18 

Dauer Schmelzen je Probekörper h 1,79 

Baurate cm³/h 22,95 

Volumen Probekörper cm³ 41,025 

Kosten Maschinenstunden je Probekörper           101,22 €  

   

Verbrauchsmaterial     

Ti-Al6-V4 Pulver kg         174,93 €  

Gewicht Probekörper kg 0,182 

Kosten Verbrauchsmaterial je Probekörper             31,79 €  

   

Summe Kosten selektives Laserschmelzen je Probekörper           133,01 €  

Tabelle 6.1: Kosten für das selektive Laserschmelzen der Probekörper 
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Tabelle 6.2 zeigt die entstehenden Kosten für die Nachbearbeitung der Probekörper durch 

Helixfräsen. Die Verbrauchskosten für die Werkzeuge und die Investitionskosten für die Werk-

zeugmaschine beziehen sich erneut auf Erfahrungswerte der universitären Forschung 

[Bmw19]. Wie im vorhergehenden Abschnitt aufgeführt wurde, wird ein Abschreibungszeit-

raum von 10 Jahren, eine Auslastung von 251 Werktagen mit 12 Betriebsstunden und ein Ge-

meinkostenzuschlag in Höhe von 100 % angenommen. Hierdurch ergibt sich ein Maschinen-

stundensatz von 30,68 €, welcher niedriger als beim Laserschmelzen ist. Dieser ist aufgrund 

der geringeren Investitionskosten für die Anlage realistisch. Bereits kleine Fräsmaschinen mit 

geringer Steifigkeit eignen sich für die Schlichtbearbeitung von SLS Probekörpern. Außerdem 

benötigen Fräsmaschinen für den Betrieb Druckluft und KSS. Im Vergleich hierzu ist bei SLS 

Anlagen eine Schutzgasatmosphäre bereitzustellen, um eine hohe Qualität beim Laser-

schmelzen sicherzustellen. 

Die Hauptnutzungszeit beim Helixfräsen wurde auf Basis der vorhergehenden Untersuchun-

gen ermittelt. Für die Dauer der Nebennutzungszeit, bspw. die Zeit für den Werkzeugwechsel, 

wurden typische Werkzeugwechselzeiten angenommen. Außerdem wurde ein hoher Zeitanteil 

fürs Einspannen und Antasten berücksichtigt, da die SLS Probekörper nicht formgenau sind. 

Zum Rüsten der Anlage mit entsprechenden Werkstückspannmitteln und Werkzeugen im 

Werkzeugmagazin wird für 18 Probekörper eine Dauer von 90 min berücksichtigt, sodass sich 

anteilig eine Rüstzeit von 5 min je Probekörper ergibt. Folglich wird insgesamt von hohen Ne-

benzeiten und somit einer konservativen Kostenkalkulation ausgegangen. 

Die Werkzeuge stellen beim Helixfräsen den größten Kostenanteil dar. Hierbei hat insbeson-

dere die Standzeit der Fräswerkzeuge einen großen Einfluss. Die Standzeit lässt sich durch 

Wahl von Schneidstoff [Cor03, Hin17a], Schneidengeometrie [Den08b, Köt06, Wye10] oder 

Schnittparametern [Hou14] stark beeinflussen. Im vorliegenden Fall wird die Standzeit der 

Werkzeuge ebenfalls sehr konservativ gewählt. Außerdem wird ein Kostenanteil für ein 

Ti-Al6-V4 Halbzeug angenommen. Zwar tritt dieser Kostenpunkt innerhalb der SLS Prozess-

kette nicht auf, dennoch wird dieser Kostenanteil zur besseren Vergleichbarkeit mit dem vor-

hergehenden selektiven Laserschmelzen berücksichtigt. 

In Summe ergeben sich Kosten für die Nachbearbeitung durch Helixfräsen in Höhe von 

43,34 € für einen Probekörper. 
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Kosten Nachbearbeitung durch Helixfräsen Einheit Wert 

Anlage     

Abschreibung Heller MC2000 Stück    46.200,00 €  

Investitionskosten Stück  462.000,00 €  

Abschreibungszeitraum a 10 

Kosten je Betriebsstunde h          15,34 €  

Arbeitstage je Kalenderjahr d 251 

Betriebsstunden je Arbeitstag h 12 

Gemeinkostenzuschlag 100% (Lohn, Miete, Druckluft, ...) h          15,34 €  

Maschinenstundensatz            30,68 €  

     

Parameter Helixfräsen     

Hauptnutzungszeit h 0,04 

Dauer Fräsen Da = 31 mm min 1,15 

Dauer Fräsen Da = 21 mm min 0,78 

Dauer Fräsen Da = 13 mm min 0,40 

Nebennutzungszeit h 0,10 

Werkzeugwechsel min 0,2 

Werkstück einspannen und antasten min 1,0 

Anlage rüsten anteilig min 5,0 

Kosten Maschinenstunden je Probekörper              4,35 €  

   
Verbrauchsmaterial     

Fräswerkzeug Dwz = 16 mm Stück         308,10 €  

Dauer Fräsen Da = 31 mm min 1,15 

Dauer Fräsen Da = 21 mm min 0,78 

Standzeit min 40,00 

Fräswerkzeug Dwz = 8 mm Stück          64,00 €  

Dauer Fräsen Da = 13 mm min 0,40 

Standzeit min 20,00 

Halbzeug Ti-Al6-V4 Stück          22,82 €  

Kosten Verbrauchsmaterial je Probekörper            38,99 €  

   
Summe Kosten Nachbearbeitung durch Helixfräsen je Probekörper          43,34 €  

Tabelle 6.2: Kosten für die Nachbearbeitung durch Helixfräsen der Probekörper 

Zusammenfassend konnte für den verwendeten Probekörper aufgezeigt werden, wie sich die 

Kosten zwischen den Prozessschritten Laserschmelzen und Nachbearbeitung durch Helixfrä-

sen aufteilen. Für den vorliegenden Fall wird deutlich, dass auf das Laserschmelzen ein Groß-

teil der Kosten entfällt. Jedoch hat das Laserschmelzen den Vorteil, dass mit zunehmender 

Komplexität der Bauteile die Kosten nicht höher ausfallen, falls das zu schmelzende Volumen 

gleichbleibt. Daher bieten insbesondere komplexe Baugruppen mit aufwendiger Nacharbeit 

und hohem Montageaufwand wirtschaftliche Potentiale für das selektive Laserschmelzen 

[Emm11a, Emm11b, Glö17]. Außerdem sind für eine umfassende Betrachtung der Kosten 

weitere Prozessschritte, wie die Wärmebehandlung, das Sägen der Probekörper von der Bau-

platte oder die Materialprüfung [Dia20] zu berücksichtigen. 

Für die vorliegende Kostenbetrachtung erfolgte jedoch keine Berücksichtigung komplexerer 

Bauteile und weiterer Prozessschritte, da diese die technologische Untersuchung nur ergän-

zen soll. 
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7 Ergebnisse der Untersuchungen zum Bohren 

Um die Eignung des Fertigungsverfahrens Bohren zur Entfernung von Stützstrukturen bei SLS 

Probekörpern zu prüfen, wurden Versuche durchgeführt, deren Ergebnisse im nachfolgenden 

Kapitel aufgezeigt werden. Zur Vergleichbarkeit des Verfahrens Bohren mit dem Verfahren 

Helixfräsen erfolgte die Versuchsdurchführung sehr ähnlich zum Vorgehen der Versuche zum 

Helixfräsen. Die entstehenden Kräfte und Momente sowie die Spanbildung ermöglichen Rück-

schlüsse auf das Zerspanverhalten von SLS Bohrungen mit Stützstruktur. Die Ergebnisse kön-

nen verwendet werden, um ein Vorgehen zur Nachbearbeitung von Bohrungen mit Stützstruk-

tur durch das Fertigungsverfahren Bohren abzuleiten. Außerdem können die Ergebnisse bei 

der Auslegung von Werkzeugen und Maschinen Anwendung finden. 

Im letzten Teil wird ein Vorgehen aufgezeigt, mit dem sich die Schnittkräfte beim Bohren von 

Stützstrukturen berechnen lassen. Das Vorgehen baut auf dem Modell nach Kienzle auf und 

wird zum Abschluss mit den experimentellen Daten validiert. Das Ergebnis kann ebenfalls in 

der Auslegung von Bohrprozessen bei SLS Probekörpern mit Stützstruktur Anwendung finden. 

7.1 Zerspankraft und Spanbildung beim Bohren 

In Bild 7.1 sind die Vorschubkräfte Ff und Schnittmomente Mc beim Bohren der Probekörper 

für einen vollständigen Bearbeitungsdurchgang bestehend aus Eintritt, Bearbeitung und Aus-

tritt dargestellt. Das obere Diagramm stellt hierbei für jeden Probekörper die Vorschubkraft 

dar, welche in Richtung der Werkzeugachse wirkt und das untere Diagramm zeigt das Schnitt-

moment Mc um die Werkzeugachse. Die beiden Linien in Cyan zeigen die Messwerte für die 

Bohrungsbearbeitung des SLS Probekörpers mit starker Stützstruktur, der einen Volumenma-

terialanteil von δ = 90 % aufweist. Diese Verläufe werden verglichen mit den grauen Messwer-

ten, die die Messwerte für die Bohrungsbearbeitung von konventionellem Plattenmaterial 

Ti-Al6-V4 zeigen. Für eine vollständige Beurteilung des Zerspanverhaltens im Vergleich zu 

konventionellem Ti-Al6-V4 werden zusätzlich Versuche zum Bohren von SLS Probekörpern 

aus Vollmaterial durchgeführt. Diese Messwerte sind durch die dunkelblauen Linien darge-

stellt.  

Für den größten Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm liegt die Vorschubkraft Ff beim Probekör-

per aus konventionellem Vollmaterial im Mittel bei Ff = 2214 N. Beim SLS Probekörper aus 

Vollmaterial ist die Vorschubkraft mit Ff = 2823 N im Mittel auf einem höheren Niveau. Für das 

Schnittmoment Mc weisen beide Probekörper aus Vollmaterial ein sehr ähnliches Niveau mit 

Werten von Mc = 17,5 Nm auf. Wie im weiteren Verlauf des Kapitels aufgezeigt wird, unter-

scheiden sich für die beiden Werkstoffe ebenso die Spanformen. Dies liefert Hinweise auf eine 

mögliche unterschiedliche Härte des Gefüges. Die unterschiedlichen Gefüge wurden in Kapi-

tel 5.3 bereits aufgezeigt. Vergleichbare Ergebnisse, wonach SLS Vollmaterial im Vergleich zu 

konventionellem Titan höhere Bearbeitungskräfte verursachte, konnte bereits durch Grove 

festgestellt werden [Gro16]. 

Weiterhin fällt auf, dass das Schnittmoment Mc und die Vorschubkraft Ff für die vollständige 

Bearbeitungszeit konstant verlaufen. Hieraus lässt sich schlussfolgern, dass die Späne und 

das Kühlschmiermittel sehr gut, auch bei einer hohen Bearbeitungstiefe, aus der Bohrung ab-

transportiert werden, sodass wenig Spanklemmer auftreten. 
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Bild 7.1: Einfluss der Stützstruktur auf die Vorschubkraft und das Schnittmoment beim Bohren  
Da = 31 mm im Vergleich zur Bearbeitung von Vollmaterial 

Die Werte in Cyan zeigen die Bearbeitung der Bohrung mit starker Stützstruktur, welche einen 

hohen Volumenmaterialanteil von δ = 90 % aufweist. Das mittlere Niveau der Vorschubkraft 

liegt bei Ff = 1197 N und das des Schnittmomentes liegt bei Mc = 9,9 Nm. Somit sind diese 

deutlich niedriger als die Niveaus der Probekörper aus Vollmaterial. Allerdings fällt auf, dass 

die Kräfte und Momente sehr stark schwanken. Für die Vorschubkraft Ff liegt die Amplitude 

der Schwankung bei 1044 N und für das Schnittmoment bei 18,2 Nm. Beim Schnittmoment 

liegen einige Peaks sogar höher als die Werte der Bearbeitung der Probekörper aus Vollma-

terial. 

Die Ursache dafür, dass das mittlere Niveau von Kräften und Momenten niedriger als bei der 

Bearbeitung von Vollmaterial ist, lässt sich auf den geringeren Anteil zerspanten Materials 

zurückführen. Die Stützstruktur füllt die Bohrung nicht vollständig aus und weist zusätzlich auf-

grund des räumlichen Gitters einen geringeren Volumenmaterialanteil als Vollmaterial auf. 

Hierdurch tritt im Vergleich zur Bearbeitung von Vollmaterial ein geringeres Zeitspanvolumen 

auf, worauf sich das niedrigere mittlere Niveau bei Kraft und Moment zurückführen lässt. 

Die hohen Schwankungen entstehen durch die schwankenden Eingriffsverhältnisse, die an 

der äußeren Wendeschneidplatte des Bohrwerkzeuges während einer Werkzeugrotation auf-

treten. Aufgrund der Symmetrie wiederholt sich alle 180° des Werkzeugrotationswinkels die 

Eingriffssituation zwischen Werkzeug und Werkstück zyklisch, wobei dazwischen Positionen 
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des vollständigen Eingriffs über die gesamte Schneide der äußeren Wendeschneidplatte und 

Positionen mit minimalem Eingriff zwischen Wendeschneidplatte und Werkstück auftreten. 

Diese zyklischen Schwankungen verursachen die Schwankungen der Vorschubkraft Ff und 

des Schnittmoments Mc bei Bearbeitung des Probekörpers mit Stützstruktur. 

Analog zum Helixfräsen erfolgt ebenso beim Bohren die Untersuchung des Einflusses ver-

schiedener Durchmesserkombinationen auf die Kräfte und die Schnittmomente. In Bild 7.2 

sind diese für den Bohrungsdurchmesser Da = 21 mm dargestellt. Wie in Kapitel 5.2 aufgeführt 

wurde, erfolgt die Untersuchung mit einem identischen Werkzeugkonzept im Vergleich zum 

Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm. 

Wie das Bild 7.2 zeigt, sinken durch den kleineren Bohrungsdurchmesser die Vorschubkräfte 

auf ein niedrigeres Niveau. So tritt eine Vorschubkraft Ff für Vollmaterial von Ff = 2200 N auf. 

Das Schnittmoment Mc sinkt ebenfalls für alle drei Probekörper. Wie bereits bei dem größeren 

Bohrungsdurchmesser ist das Schnittmoment Mc bei den Probekörpern aus Vollmaterial mit 

einem Wert von Mc = 9,3 Nm am Größten. Die insgesamt sinkenden Niveaus bei der Vor-

schubkraft Ff und dem Schnittmoment Mc sind auf das geringere zu zerspanende Volumen 

während einer Werkzeugumdrehung zurückzuführen. Für den Probekörper mit Stützstruktur 

lässt sich feststellen, dass die Vorschubkraft Ff und das Schnittmoment Mc im Mittel unter dem 

Niveau der beiden Probekörper aus Vollmaterial liegen und hohe Schwankungen im Verlauf 

zeigen. Somit zeigt sich ein ähnliches Verhalten im Vergleich zum größeren Bohrungsdurch-

messer, sodass dies wie im vorhergehenden Fall auf den geringeren Volumenmaterialanteil 

und die schwankenden Eingriffsverhältnisse zurückgeführt werden kann. 
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Bild 7.2: Einfluss der Stützstruktur auf die Vorschubkraft und das Schnittmoment beim Bohren  
Da = 21 mm im Vergleich zur Bearbeitung von Vollmaterial 

Die Ergebnisse für die Vorschubkraft Ff und das Schnittmoment Mc bei weiterer Reduktion des 

Durchmessers auf Da = 13 mm sind in Bild 7.3 dargestellt. Hierbei ist nun zu berücksichtigen, 

dass für die Bearbeitung ein anderes Werkzeugkonzept verwendet wird. Wie bereits in Kapi-

tel 5.2 aufgeführt wurde, erfolgt die Bearbeitung mit einem Vollhartmetall Bohrwerkzeug. Das 

Vollhartmetall Bohrwerkzeug hat den Vorteil der symmetrisch angeordneten Schneiden. Hier-

durch heben sich insbesondere die Passivkräfte der beiden Schneiden auf und es wird erwar-

tet, dass sich dynamische Kraft- und Schnittmomentanteile reduzieren. 

Um dennoch eine Vergleichbarkeit der Ergebnisse zu ermöglichen, erfolgt die Bearbeitung mit 

einem axialen Zahnvorschub von fax = 0,06 mm/z. Anders als die Zähne des Wende-

schneidplattenbohrers überlagern sich nun die Zähne bei einer vollständigen Werkzeugum-

drehung, sodass nun die Bearbeitung mit einem Vorschub fax = 0,12 mm/Umdrehung erfolgt. 

Es verlaufen die Vorschubkräfte Ff und Schnittmomente Mc bei Bearbeitungsbeginn für alle 

Probekörper konstant, woraus sich ein sehr gutes Zerspanverhalten ableiten lässt. Jedoch fällt 

gegen Ende der Bearbeitung ein Schwanken der Schnittmomente auf. Dies ist auf das hohe 

Aspektverhältnis bei diesem Bohrungsdurchmesser Da zurückzuführen. Wenn sich das Werk-

zeug gegen Ende der Bearbeitung tief in der Bohrung befindet, kann ein Stau an Spänen und 

Kühlschmierstoff in den Spanräumen ein unruhiges Zerspanverhalten hervorrufen. 
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Weiterhin fällt jedoch auf, dass die Vorschubkraft beim Probekörper SLS mit Stützstruktur im 

Vergleich zu den vorhergehenden Durchmessern Da trotz des ungleichmäßigen Werkzeugein-

griffs nur mit geringen Schwankungen verläuft. Anders als beim Wendeschneidplatten-Bohr-

werkzeug sind die beiden Schneiden symmetrisch zueinander angeordnet, sodass sich bei 

jedem Rotationswinkel des Bohrwerkzeuges ein Gleichgewicht der gegenüberliegenden Pas-

sivkräfte einstellt. Unter Berücksichtigung des geringeren Zeitspanvolumens müsste sich den-

noch ein geringeres Niveau beim Schnittmoment Mc des SLS Probekörpers mit Stützstruktur 

im Vergleich zu den Probekörpern aus Vollmaterial ergeben. Möglicherweise macht der Stau 

an Spänen und KSS in der kleinen Bohrung ein hohes Reibmoment aus, sodass sich der Effekt 

des geringeren Zeitspanvolumens nur gering im Schnittmoment Mc abbildet. Dennoch ist fest-

stellbar, dass das VHM-Bohrwerkzeug mit seinen symmetrischen Schneiden und dem hiermit 

einhergehenden Kraftausgleich eine bessere Prozessdynamik aufweist. 

 

Bild 7.3: Einfluss der Stützstruktur auf die Vorschubkraft und das Schnittmoment beim Bohren 
Da = 13 mm im Vergleich zur Bearbeitung von Vollmaterial 
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Bild 7.4 zeigt den Einfluss des Volumenmaterialanteils der Stützstruktur auf die Vorschubkraft 

und das Schnittmoment beim Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm. Wie bereits im vorherge-

henden Abschnitt erläutert, ergeben sich für alle Stützstrukturen Schwankungen bei der Vor-

schubkraft Ff und dem Schnittmoment Mc. Dies ist auf den diskontinuierlichen Werkzeugeingriff 

innerhalb einer Werkzeugrotation zurückzuführen. Aufgrund des geringeren Volumenmateri-

alanteils ist jedoch die Amplitude des Schnittmomentes Mc für die schwache Stützstruktur deut-

lich geringer als die Amplitude der starken Stützstruktur. 

Außerdem zeigt sich ein Zusammenhang zwischen dem Volumenmaterialanteil der Stützstruk-

tur und dem mittleren Niveau der Vorschubkraft Ff und des Schnittmomentes Mc. So liegt die 

Vorschubkraft im Mittel bei Ff = 1257 N und das Schnittmomentes bei Mc = 11,28 Nm für eine 

Stützstruktur mit hoher Festigkeit δ = 90 %. Für eine Stützstruktur mit geringer Festigkeit 

δ = 60 % ist im Mittel eine Vorschubkraft von Ff = 680 N und ein Schnittmoment von 

Mc = 4,9 Nm feststellbar. 

 

Bild 7.4: Einfluss verschiedener Volumenmaterialanteile δ der Stützstruktur auf die Vorschubkraft 
und das Schnittmoment beim Bohren von Da = 31 mm 
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und das Schnittmomentes Mc für alle Typen an Stützstruktur niedriger als beim Bohrungs-

durchmesser Da = 31 mm. Außerdem reduziert sich die Amplitude der Vorschubkraft Ff und 

des Schnittmomentes Mc mit geringerer Festigkeit der Stützstruktur. Dies ist ebenfalls auf den 

geringeren Volumenmaterialanteil sowie den kleineren Eckenradius zurückzuführen. 

 

Bild 7.5: Einfluss verschiedener Volumenmaterialanteile δ der Stützstruktur auf die Vorschubkraft 
und das Schnittmoment beim Bohren von Da = 21 mm 
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sich trotz Reduktion des Volumenmaterialanteils der Stützstruktur ähnliche Niveaus beim 

Schnittmoment Mc ergeben. 

 

Bild 7.6: Einfluss verschiedener Volumenmaterialanteile δ der Stützstruktur auf die Vorschubkraft 
und das Schnittmoment beim Bohren von Da = 13 mm 
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Bild 7.7: Statische und dynamische Anteile des Schnittmoments und der Vorschubkraft 

 

Die sich ergebenden Späne für einen Bohrungsdurchmesser von Da = 31 mm sind in Bild 7.8 
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Spans auf die Bohrwerkzeugoberfläche oder Werkstückoberfläche trifft, hierdurch sich der 

Krümmungsradius vergrößert und als Folge die Bruchdehnung des Werkstoffs überschritten 

wird. 

Im linken Bereich von Bild 7.8 sind die entstandenen Späne für die Bearbeitung des Probe-

körpers mit Stützstruktur dargestellt. Diese Späne sind deutlich ungleichmäßiger, was auf die 

ungleichmäßigen Eingriffsverhältnisse bei Bearbeitung dieses Probekörpers zurückzuführen 

ist. Insgesamt sind zwei verschiedene Spanarten erkennbar, die einerseits bei Zerspanung 

der Stützstruktur und andererseits bei Zerspanung der Bohrungsinnenwand entstehen. Die 

Späne, welche auf die Stützstruktur zurückzuführen sind, weisen die typische Breite von 8 mm 

auf, was mit der Breite der Wendeschneidplatte korreliert. 

 

Bild 7.8: Vergleich der Spanformen beim Bohren Da = 31 mm von Stützstrukturen sowie Vollmaterial 
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Span entsteht. Die Späne der Bohrungsinnenwand weisen eine Länge von bis zu 6 mm auf, 

sind jedoch lediglich ca. 0,5 mm breit. Somit entspricht die Breite des Spans etwa dem Aufmaß 

auf die zu zerspanende Bohrungsinnenwand. Trotz des Eckenradius der Wendeschneidplatte 

von 0,7 mm weisen die Späne keine Auffälligkeiten auf. Der Eckenradius verursacht eine Ab-

lenkung der Späne zur Bohrungsmitte, sodass Beschädigungen der bearbeiteten Bohrungsin-

nenwand vermieden werden. Außerdem sind teilweise Späne erkennbar, die sowohl eine 

Kombination eines dünnen länglichen sowie eines großflächigeren Anteils darstellen. Hierbei 

handelt es sich um Späne, die an der äußeren Wendeschneidplatte entstehen und sowohl 

Stützstruktur als auch Bohrungsinnenwand zuzuordnen sind. 

In Bild 7.9 sind die Späne dargestellt, die beim Bohren der Probekörper SLS Vollmaterial sowie 

SLS Stützstruktur mit einem Durchmesser Da = 21 mm entstehen. Diese sind in ihrer Geomet-

rie sehr ähnlich zu den vorhergehenden Spänen bei einem Bohrungsdurchmesser von 

Da = 31 mm. So sind die Späne des Vollmaterials alle sehr gleichmäßig und erst nach etwa 2 

Rotationen der dominierenden Seitwärtskrümmung gebrochen. 
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Bild 7.9: Vergleich der Spanformen beim Bohren Da = 21 mm von Stützstrukturen sowie Vollmaterial 
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den vorhergehenden Bohrungsdurchmesser. Die entstandenen Späne beim Bohren von Voll-

material sind deutlich kleiner, da diese bereits nach etwa einer halben Umdrehung des Spans 

brechen. Die Breite der Späne des Vollmaterials beträgt etwa 6 mm und lässt sich ähnlich zum 

Wendeschneidplatten-Bohrer auf die Breite einer Einzelschneide zurückführen.  

Die entstandenen Späne bei Bearbeitung des Probekörpers mit Stützstruktur sind ebenfalls 

aufgrund des diskontinuierlichen Werkzeugeingriffs innerhalb einer Werkzeugumdrehung sehr 

ungleichmäßig. Erneut lassen sich aufgrund der zwei verschiedenen länglichen und großflä-

chigen Spanformen Rückschlüsse auf die beiden Bereiche Stützstruktur und Bohrungsinnen-

wand ziehen, in welchen diese Späne entstanden sind. 

Außerdem fällt im Spanbild auf, dass sehr viele Kombinationsspäne auftreten, daher einen 

Anteil enthalten, der an der Stützstruktur sowie an der Bohrungsinnenwand entstanden ist. 

Ursache hierfür ist das VHM Bohrwerkzeug, welches an beiden Schneiden sowohl Stützstruk-

tur und Bohrungsinnenwand zerspant. Bei den Wendeschneidplatten-Bohrwerkzeugen zer-

spant nur die äußere Wendeschneidplatte beide Anteile, während die innere Wendeschneid-

platte kontinuierlich die Stützstruktur zerspant. 
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Bild 7.10: Vergleich der Spanformen beim Bohren Da = 13 mm Stützstrukturen sowie Vollmaterial 

7.2 Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand 

Das Ziel der Nachbearbeitung von SLS Bauteilen durch Bohren ist neben dem Entfernen der 

Stützstrukturen das Fertigen einer Funktionsfläche an der Bohrungsinnenwand. Wie bereits in 

Kapitel 6.3 erläutert wurde, ist eine Bohrungsinnenwand mit hoher Oberflächengüte unerläss-

lich, um das SLS Bauteil als Luftfahrtkomponente zu verwenden. Nur durch eine hohe Ober-

flächengüte kann die Bohrung ihre Funktion als Schnittstelle zu weiteren Luftfahrkomponenten 

sicherstellen [Kau13]. Außerdem werden durch die hohe Oberflächengüte Strömungsverluste 

an der Bohrungsinnenwand reduziert [Kau13] sowie die Dauerfestigkeit der Bauteile erhöht 

[Bag17, Wyc17]. 

Nach der vollständigen Bohrungsbearbeitung erfolgte eine taktile Rauheitsmessung an zwei 

Messpositionen der fertigen Bohrungsinnenwand. Bild 7.11 zeigt die Ergebnisse für den Boh-

rungsdurchmesser Da = 31 mm. Messposition 1 ist die Position in der Bohrung, an der ur-

sprünglich die Anbindung der Stützstruktur am Probekörper erfolgte und Messposition 2 ist die 

Werkzeug

VHM Bohrwerkzeug

Beschichtung AlZrTiCrCN

Dwz = 13 mm

z = 2

sr = 140 

f = 10 

gf = 30 

l/d = 6

Prozessparameter 

fz = 0,06 mm/z

vc = 50 m/min 

Innenkühlung 50 bar

6 mm 6 mm

6 mm 6 mm

SLS VollmaterialSpäne SLS Stützstruktur = 90% Späne SLS Vollmaterial

Anteil Bohrungsinnenwand

Anteil Stützstruktur

Werkstoff

Ti-Al6-V4

SLS 

Stützstruktur 

SLS

Vollmaterial

© b34827



Ergebnisse der Untersuchungen zum Bohren 

99 

Position am Probekörper, wo aufgrund der senkrechten Baurichtung keine Stützstruktur beim 

Laserschmelzen erforderlich war.  

Die Rauheitswerte bei Messposition 1 sind für alle Probekörper mit Werten von Rz < 3,9 µm 

und Rmax < 6,3 µm niedrig. Ähnlich zum Helixfräsen fällt jedoch insbesondere bei den Probe-

körpern mit Stützstruktur auf, dass sich die Oberflächenrauheit mit zunehmenden Volumen-

materialanteil δ der Stützstruktur bei Messposition 2 verschlechtert. Die Ursache für diesen 

Zusammenhang wird mittels des in Bild 7.11 dargestellten Piktogramms deutlich, welches die 

Eingriffsverhältnisse zwischen Werkzeug und Probekörper für die beiden Messpositionen dar-

stellt. Die äußere Wendeschneidplatte ist sowohl mit der Stützstruktur aber ebenso mit der 

Bohrungsinnenwand im Eingriff. Aus dieser ungleichmäßigen Belastung der Schneide bei 

Messposition 2 resultiert die höhere Oberflächenrauheit. 

Für Probekörper aus Vollmaterial ist die Oberflächenrauheit an beiden Messpositionen gerin-

ger als bei den SLS Probekörpern mit Stützstruktur, obwohl im Vergleich deutlich mehr Mate-

rial zerspant wird. Allerdings treten teilweise erhöhte Kennwerte für die maximale Rautiefe 

Rmax auf. Hierfür kann die Ursache sein, dass insgesamt die Späne gut aus der Wirkzone 

abgeführt werden, jedoch vereinzelt aufgrund des hohen Zerspanvolumens im Vergleich zu 

den Probekörpern mit Stützstruktur Spanklemmer auftreten. Diese beschädigen dann die Boh-

rungsinnenwand punktuell. 

 

Bild 7.11: Rauheit an der Bohrungsinnenwand bei zwei unterschiedlichen Messpositionen für den 
Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm 
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Im Vergleich zur Bohrung Da = 31 mm weisen die Rauheitskennwerte bei der Bohrung 

Da = 21 mm in Bild 7.12 ein ähnliches Verhalten auf. So zeigen die gebohrten Probekörper 

aus Vollmaterial trotz des höchsten Anteils an zerspantem Material die geringste Oberflächen-

rauheit (Rz < 4 µm) und die maximale Rautiefe ist mit Rmax < 5,4 µm ebenfalls sehr niedrig. 

Außerdem sind für alle SLS Probekörper mit Stützstruktur die Oberflächenrauheiten bei Mess-

position 1 mit Werten von Rz < 4,8 µm gering. Bei Messposition 2 wird hingegen der Einfluss 

deutlich, wonach sich mit zunehmendem Volumenmaterialanteil δ der Stützstruktur die Quali-

tät an der Bohrungsinnenwand verschlechtert. So wird bei der starken Stützstruktur (δ = 90 %) 

lediglich eine Oberflächenrauheit von Rz = 7,8 µm erzielt. Dies ist wie zuvor beschrieben auf 

die ungleichmäßigen Eingriffsverhältnisse mit dem hieraus resultierenden schwankenden Zeit-

spanvolumen Q zurückzuführen. 

Im direkten Vergleich zwischen den Bohrungen Da = 21 mm und Da = 31 mm fällt auf, dass die 

Rauheitswerte bei der Bohrung Da = 21 mm etwas geringer ausfallen. Bei beiden Bohrungs-

varianten erfolgt die Bearbeitung mit identischen Schnittparametern. Wie in Kapitel 7.1 aufge-

zeigt wurde, sind die Späne bei der Bohrung Da = 21 mm kleiner als bei der Bohrung 

Da = 31 mm. Aufgrund der geringeren Größe lassen sich diese möglicherweise trotz der klei-

neren Spannut am Halter des Werkzeugs besser abtransportieren. Hierdurch reiben diese 

dann weniger an der Bohrungsinnenwand, sodass dies die Ursache der etwas niedrigeren 

Oberflächenrauheit im Vergleich zur größeren Bohrung Da = 31 mm sein kann. 

 

Bild 7.12: Rauheit an der Bohrungsinnenwand bei zwei unterschiedlichen Messpositionen für den 
Bohrungsdurchmesser Da = 21 mm 
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Die Kennwerte der Oberflächenrauheit für den kleinsten untersuchten Bohrungsdurchmesser 

Da = 13 mm sind in Bild 7.13 dargestellt. Bei diesem sind die Werte der Oberflächenrauheit 

der SLS Probekörper mit Stützstruktur an beiden Messpositionen höher als die Werte bei den 

Probekörpern aus Vollmaterial. Außerdem zeigt sich ähnlich zu den größeren Bohrungsvari-

anten, dass bei Messposition 1 die Oberflächenrauheit konstant verläuft, hingegen bei Mess-

position 2 die Oberflächenrauheit von Rz = 4,9 µm bei schwacher Stützstruktur auf 

Rz = 9,8 µm bei starker Stützstruktur ansteigt. Hierbei ist erneut zu berücksichtigen, dass im 

Vergleich zu Da = 31 mm und Da = 21 mm ein anderes Werkzeugkonzept verwendet wird. 

Beim VHM Bohrwerkzeug sind die Schneiden symmetrisch zueinander angeordnet, sodass 

sich Kräfte und Momente in einem Gleichgewicht befinden. Allerdings tritt dennoch der Effekt 

auf, dass die Schneiden des Werkzeugs bei Messposition 2 ungleichmäßig im Eingriff sind 

und somit das Zeitspanvolumen schwankt. Dies kann Ursache für die höheren Oberflächen-

rauheiten sein. 

 

Bild 7.13: Rauheit an der Bohrungsinnenwand bei zwei unterschiedlichen Messpositionen für den 
Bohrungsdurchmesser Da = 13 mm 
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hen. Die vereinzelt hohen Rmax Werte lassen jedoch auf Schädigungen in der Bohrungsin-

nenwand schließen, welche durch wenige und unzureichend aus der Wirkzone abgeführten 

Späne von Stützstruktur und Bohrungsinnenwand hervorgerufen werden. Außerdem liegt bei 

der kleinsten Bohrung Da = 13 mm aufgrund der konstanten Tiefe der Probekörper das un-

günstigste Verhältnis aus Tiefe zu Bohrungsdurchmesser vor. 

Das Bild 7.14 fasst die vorhergehenden Ergebnisse zusammen. Hierbei ist der Einfluss des 

dynamischen Anteils des Schnittmoments auf die auftretende Qualität an der Bohrungsinnen-

wand dargestellt. Bei Bearbeitung von Vollmaterial tritt aufgrund der konstanten Eingriffsbe-

dingungen nur ein kleines dynamisches Schnittmoment auf. Somit ist die Rauheit sehr niedrig. 

Für die Probekörper mit Stützstruktur ist hingegen eine große Streuung der Werte feststellbar. 

Aus dem hohen dynamischen Anteil des Schnittmoments resultiert eine schlechte Oberflä-

chenqualität. 

 

Bild 7.14: Einfluss des dynamischen Momentenanteils Mc,dyn auf die Oberflächenqualität an der Boh-
rungsinnenwand 
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den Ergebnissen der Oberflächenrauheit für den größten Bohrungsdurchmesser Da = 31 mm 

das über die Bearbeitung gemittelte Schnittmoment Mc. Dieses reduziert sich mit sinkendem 

Vorschub fax von Mc = 10,7 Nm auf Mc = 5,4 Nm, was nach Kienzle [Kie52, Kie54] auf die Re-

duktion der Spanungsdicke h zurückzuführen ist. Bei Messposition 1 liegt die Oberflächenrau-

heit Rz für jeden untersuchten Vorschub bei Rz < 4,5 µm. Wie jedoch bereits in Kapitel 7.2 

aufgezeigt wurde, zeigen sich bei Messposition 2 die hohen Einflüsse. Bei dieser Messposition 

kann die Oberflächenrauheit Rz durch Reduktion des Zahnvorschubs fax von Rz = 9,0 µm auf 

Rz = 5,0 µm reduziert werden. 

 

Bild 7.15: Einfluss des Vorschubs fax auf die Oberflächenrauheit Rz an der Bohrungsinnenwand und 
das Schnittmoment Mc bei einer Bohrung Da = 31 mm 
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In Bild 7.16 ist der Einfluss des Vorschubs fax auf die Oberflächenrauheit an der Bohrungsin-

nenwand für die Bohrung Da = 21 mm dargestellt. Aufgrund des geringeren Bearbeitungs-

durchmessers und somit geringeren Spanungsquerschnitts liegt das Schnittmoment Mc auf 

einem niedrigeren Niveau. Dieses sinkt kontinuierlich von Mc = 6,3 Nm für den höchsten Vor-

schub auf Mc = 2,6 Nm für den niedrigsten Vorschub. Außerdem ist deutlich zu erkennen, dass 

sich die Oberflächenrauheit Rz an beiden Messpositionen mit Reduktion des Vorschubs fax 

reduziert. So liegt die Oberflächenrauheit für fax = 0,015 mm/z an Messposition 1 bei 

Rz = 2,7 µm und an Messposition 2 bei Rz = 2,9 µm. 

 

Bild 7.16: Einfluss des Vorschubs fax auf die Oberflächenrauheit Rz an der Bohrungsinnenwand und 
das Schnittmoment Mc bei einer Bohrung Da = 21 mm 
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begrenzt aus der Wirkzone abtransportiert werden. Lediglich für den geringsten Vorschub 

fax = 0,015 mm/z liegt die maximale Rauheit Rmax auf einem geringen Niveau. Hierbei ist je-

doch zu berücksichtigen, dass sich durch Reduktion des Vorschubs fax gleichzeitig die Bear-

beitungszeit vervierfacht. 

 

Bild 7.17: Einfluss des Vorschubs fax auf die Oberflächenrauheit Rz an der Bohrungsinnenwand und 
das Schnittmoment Mc bei einer Bohrung Da = 13 mm 
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Schnittgeschwindigkeit maximal. Daher wird in der Bohrungsmitte das Material gequetscht und 

verdrängt, statt durch die Schneide getrennt zu werden. Zusätzlich weisen selbst geschliffene 

VHM Bohrwerkzeuge aufgrund von Fertigungsungenauigkeiten und Verschleiß geringe Asym-

metrien auf und der Frei- /Spanwinkel verläuft entlang der Schneide nicht konstant. Daher 

finden häufig Kraftmodelle mit einem empirischen Ansatz Anwendung, die veränderliche 

Schnittkräfte entlang der Schneide berücksichtigen [Alt07, Cla08, Han19, Pou16]. Die mit zu-

nehmendem Radius ansteigende Schnittkraft lässt sich jedoch auf eine mittlere Schnittkraft 

zusammenfassen, welche auf die Mitte der Schneide wirkt. 

 

Bild 7.18: Berechnung der Schnittkraft je Schneide Fcz für die beiden Werkzeugkonzepte 
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Bild 7.19: Analytische Berechnung der Schnittkraft Fcz,a nach Kienzle [Kie52, Kie54] basierend auf 
dem Spanungsquerschnitt 
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Bild 7.20: Berechnung der Schnittkraft für die Bearbeitung einer Bohrung mit Stützstruktur ausge-
hend von der analytisch berechneten Schnittkraft für Vollmaterial nach Kienzle 

In Bild 7.21 sind die nach dem beschriebenem Vorgehen analytisch berechneten Schnittkräfte 

Fcz,a mit den dazugehörigen experimentellen Schnittkräften Fcz dargestellt. Bei Betrachtung 
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vorhersagen. Vermutlich entstehen die höheren experimentell ermittelten Schnittkräfte auf-

grund einer stärkeren Spanflächenreibung und Führungsfasenreibung, was im Schnittkraftmo-

dell nach Kienzle nicht berücksichtigt wird. 

Durch die in Bild 7.20 gemachten Annahmen mit Berücksichtigung des Zeitspanvolumens und 

Volumenmaterialanteils der Stützstrukturen, lassen sich die zu erwartenden Schnittkräfte bei 

Bearbeitung von Probekörpern mit Stützstruktur, ausgehend von den Schnittkräften bei Voll-

material, sehr gut prognostizieren. 

 

Bild 7.21: Vergleich der analytisch berechneten Schnittkräfte mit den experimentell ermittelten 
Schnittkräften beim Bohren 
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8 Empfehlung für die industrielle Anwendung 

Beim selektiven Laserschmelzen sind Stützstrukturen in Bohrungen zur Abstützung der über-

hängenden Bereiche und für die Wärmeableitung zwingend erforderlich. Um diese Stützstruk-

turen zu entfernen und gleichzeitig die Oberflächenqualität an der Bohrungsinnenwand sicher-

zustellen eignen sich die Verfahren Helixfräsen und Bohren. 

Nach Möglichkeit soll hierbei der Einsatz von Stützstrukturen mit geringer Festigkeit erfolgen. 

Ideal sind Stützstrukturen mit einem Volumenmaterialanteil von δ = 60 %, denn bei diesen 

kann eine kombinierte Bearbeitung der Bohrungsinnenwand sowie die Entfernung der Stütz-

struktur erfolgen. Außerdem sind so beim Helixfräsen und bei der Bohrungsbearbeitung ge-

ringe Kräfte und Momente feststellbar. Hieraus lässt sich schlussfolgern, dass auch kleine 

Bearbeitungszentren mit geringer Steifigkeit die Anforderungen zur Nachbearbeitung der Bau-

teile erfüllen. Im Idealfall weist das Bearbeitungszentrum 5 Achsen auf, sodass eine Bearbei-

tung an beliebig im Raum angeordneten Bohrungen mit schlechter Zugänglichkeit erfolgen 

kann. Wie bei der konventionellen Titanzerspanung ist eine Verwendung von Kühlschmiermit-

tel, das mittels Innenkühlung den Werkzeugen zugeführt wird, zu empfehlen. 

Teilweise ist die Verwendung von Probekörpern mit starker Stützstruktur, die einen höheren 

Volumenmaterialanteil aufweisen, beim SLS zwingend erforderlich. Dies gewährleistet die 

SLS Bauteile prozesssicher und in hoher Formgenauigkeit zu fertigen. Hierbei handelt es sich 

um Stützstrukturen, die in ihrem Querschnitt nahezu dem von Vollmaterial entsprechen. Wie 

in Kapitel 6.5 aufgezeigt werden konnte, stellt das selektive Laserschmelzen im Vergleich zum 

Helixfräsen einen großen Kostentreiber dar. Es ist daher empfehlenswert die Bauteile auf die 

Anforderungen des selektiven Laserschmelzens auszulegen und die spanende Nachbearbei-

tung hierauf anzupassen. Aufgrund der im Rahmen der Untersuchungen festgestellten hohen 

Kraft- und Momentschwankungen bei starken Stützstrukturen, sind für diesen Typ Stützstruk-

tur Bearbeitungszentren mit hoher Steifigkeit zu verwenden. 

Bei Auslegung der Kinematik für das Helixfräsen ist es möglich, sich an den Bedingungen für 

das konventionelle Helixfräsen zu orientieren. Hierbei muss der Durchmesser des Werkzeugs 

im richtigen Verhältnis zum fertig zu bearbeitenden Bohrungsdurchmesser gewählt werden. 

Wird ein zu kleines Werkzeug gewählt, bleibt in der Mitte ein Kern der Stützstruktur stehen, 

der unkontrolliert wegbricht. Wird der Werkzeugdurchmesser zu groß gewählt, verringert sich 

der Helixdurchmesser der Vorschubbahn und infolge der dynamischen Grenzen der Vorschub-

antriebe der Werkzeugmaschinen die effektiv erreichbare Vorschubgeschwindigkeit [Deg12]. 

Darüber hinaus ist zu berücksichtigen, dass die Stirnfläche des Werkzeugs die Stützstruktur 

entfernt und die Umfangsfläche überwiegend die Bohrungsinnenwand bearbeitet. Dies kann 

mittels der in Kapitel 6.4 vorgestellten zweistufigen Bearbeitungsstrategie genutzt werden, um 

eine hohe Qualität an der Bohrungsinnenwand durch gezielte Aufteilung von Schrupp- und 

Schlichtanteil zu erzielen. Bei dieser Bearbeitungsstrategie werden gezielt die Stirnschneiden 

für die Schruppbearbeitung und die Umfangsschneiden für die Schlichtbearbeitung eingesetzt. 

Aufgrund der geringen Abmaße der Versuchsprobekörper ist bei diesen kein Verzug feststell-

bar, dieser ist jedoch bei größeren Bauteilen zu erwarten. Hierdurch kann ein sehr aufwendi-

ges Ausrichten des Werkzeugs über der Bohrung erforderlich sein. Um den Aufwand beim 

Antasten und Positionieren zu reduzieren sind, je nach Anwendungsfall, hohe radiale Aufmaße 
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von 0,5 mm bis 2 mm zu empfehlen. Das radiale Aufmaß sollte mindestens dem zu erwarten-

den Verzug entsprechen. 

Nach derzeitigem Stand werden Stützstrukturen, wie in Bild 8.1 a) dargestellt, ab einem über-

hängenden Winkel von 40° empfohlen [Kra17]. Hierdurch ergeben sich nur in der Mitte der 

Bohrungen Stützstrukturen und die Randbereiche werden nicht abgestützt. Möglicherweise 

sind neue Konzepte für Stützstrukturen zu entwickeln, sodass wie in Bild 8.1 b) die Bohrung 

vollständig mit Stützstruktur gefüllt ist und sich hierdurch aufgrund der gleichmäßigeren Ein-

griffsverhältnisse Vorteile bei der Nachbearbeitung ergeben. Hierbei ist jedoch zu berücksich-

tigen, dass sich durch die vollständig auszufüllende Stützstruktur keine längere Schmelzzeit 

ergeben darf, was durch Stützstrukturen mit geringem Volumenmaterialanteil δ erreicht wer-

den kann. 

 

Bild 8.1: Stützstruktur nach dem Stand der Technik und Stützstruktur zur Optimierung der 
spanenden Nachbearbeitung 

Bei einer hohen Anzahl an nachzubearbeitenden SLS Bauteilen mit Bohrung können Bohr-

werkzeuge verwendet werden. Hierbei ist davon auszugehen, dass die Bohrungen wie in 

Bild 8.2 dargestellt Durchmessersprünge aufweisen. Um einen Werkzeugwechsel bei jedem 

Durchmessersprung zu vermeiden, sind auf den Anwendungsfall angepasste Profilsenker zu 

verwenden, deren Kontur dem Negativ der fertigen Bohrungsform entspricht. Aufgrund der 

konstanten Drehzahl, der sich jedoch ändernden Schnittgeschwindigkeit je Durchmesser, las-

sen sich nicht beliebige Durchmesser miteinander kombinieren. Jedoch kann eine Vorbohr-

stufe gezielt zum Entfernen der Stützstruktur verwendet werden. 

  

Bild 8.2: Bearbeitung einer zweistufigen SLS Bohrung mit Profilsenker 
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9 Zusammenfassung 

Für die Reduktion von Emissionen in der Luftfahrt ist ein geringes Gewicht der Bauteile ent-

scheidend. Um daher das Strukturgewicht von Luftfahrkomponenten zu senken, werden diese 

häufig aus Titan gefertigt. Bei diesen findet eine zerspanende Fertigung von Bauteilen aus 

Blockmaterial der Titanlegierung Ti-Al6-V4 Anwendung, wobei sehr hohe Zerspanvolumen 

auftreten. 

Alternativ besteht mittels selektivem Laserschmelzen die Möglichkeit, die Bauteile endkontur-

nah zu fertigen. Außerdem können die Bauteile mittels SLS bionisch optimiert werden, sodass 

sich ein geringeres Gewicht ergibt. Zwar handelt es sich beim SLS um einen sehr zeit- und 

somit kostenintensiven Prozessschritt, jedoch kann dieser Nachteil durch das Zusammenfas-

sen von komplexen Baugruppen zu einem SLS Bauteil ausgeglichen werden. Dennoch erfül-

len die Bauteile nach dem SLS nicht die Anforderungen von Luftfahrtkomponenten, sondern 

es bedarf einer Nachbearbeitung. So sind Stützstrukturen beim SLS-Prozessschritt unerläss-

lich, da diese überhängende Geometrien stützen und Wärme ableiten. Für die Funktion des 

Bauteils sind diese jedoch nicht nötig und müssen anschließend entfernt werden. Außerdem 

sind Funktionsflächen wie Passungen und Dichtflächen nachzuarbeiten, da SLS-Oberflächen 

eine hohe Rauheit aufweisen. Luftfahrtkomponenten, die sich für eine Fertigung mittels SLS 

eignen, sind zum Beispiel Hydraulikkomponenten aufgrund der Vielzahl von innenliegenden 

Kanälen. Hierbei sind für waagerecht im Bauraum angeordnete Kanäle Stützstrukturen uner-

lässlich. 

Innerhalb der vorliegenden Arbeit wurde das Entfernen von Stützstrukturen in Bohrungen 

durch die beiden Fertigungsverfahren Helixfräsen und Bohren untersucht. Aktuelle Modelle 

zum Helixfräsen in Vollmaterial sind nicht direkt auf das Helixfräsen von Bohrungen mit Stütz-

struktur übertragbar. Daher erfolgte die Entwicklung eines Modells, das die Eingriffsbedingun-

gen beim Helixfräsen von Bohrungen mit Stützstruktur adäquat beschreibt. Hierbei fand eine 

Unterteilung der Vorschubrichtungen des Fräswerkzeuges, zum einen in die axiale Vorschub-

richtung an der Stirnfläche des Werkzeugs und zum anderen in die umfangsseitige Vorschub-

richtung statt. Beide Vorschubrichtungen wurden weiterhin in zwei Bereiche unterteilt. Der 

erste Bereich zerspant die Stützstruktur und der zweite Bereich die Bohrungsinnenwand. Die 

Spanungsform beim Helixfräsen lässt sich für stationäre Bedingungen auf Basis der in der 

Literatur beschriebenen Spanungsformen herleiten. Weiterführend waren jedoch wechselnde 

Eingriffsbedingungen in Abhängigkeit von der Position des Werkzeugs in der Bohrung mit 

Stützstruktur zu berücksichtigen. Wie sich aus dem Modell ergeben hat, verläuft der Anteil, der 

die Zerspanung der Bohrungsinnenwand berücksichtigt, konstant, während der Anteil, der die 

Zerspanung der Stützstruktur berücksichtigt, in Abhängigkeit von der Werkzeugposition 

schwankt. 

Die Untersuchung zum Helixfräsen erfolgte anhand des Werkstoffs Ti-Al6-V4 sowohl aus kon-

ventionellem Blockmaterial sowie SLS Probekörpern aus Vollmaterial und SLS Probekörpern 

mit Stützstruktur. Für das konventionelle Blockmaterial und die SLS Probekörper aus Vollma-

terial verliefen die Umfangskraft und Axialkraft konstant. Wurde hingegen eine Bohrung mit 

Stützstruktur durch Helixfräsen bearbeitet, waren die Kräfte im Mittel geringer als beim Voll-

material. Allerdings traten starke Schwankungen der Kräfte auf. Die Amplitude der Schwan-

kung war hierbei abhängig vom Volumenmaterialanteil der Stützstruktur. Außerdem konnte ein 
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direkter Zusammenhang zwischen dem modellierten Verlauf des Zeitspanvolumens und dem 

Kraftverlauf in Abhängigkeit von der Werkzeugposition aufgezeigt werden.  

Um die Auswirkungen dieser Schwankungen zu ermitteln, erfolgten Messungen der Oberflä-

chenqualität an der Bohrungsinnenwand. Wie zuvor im Modell beschrieben zeigte sich, dass 

Schädigungen an der Bohrungsinnenwand auftraten, insbesondere wenn das Werkzeug un-

gleichmäßig im Eingriff war. Dieser Effekt war umso stärker ausgeprägt, je höher die Festigkeit 

und somit der Volumenmaterialanteil der Stützstruktur ausfiel. Als Fazit ließ sich aus den Er-

gebnissen schlussfolgern, dass bei Stützstrukturen mit geringem Volumenmaterialanteil eine 

kombinierte Bearbeitung von Bohrungsinnenwand und Stützstruktur möglich ist. Für starke 

Stützstrukturen ist eine zweistufige Bearbeitungsstrategie notwendig, um eine hohe Oberflä-

chenqualität an der Bohrungsinnenwand sicherzustellen. Außerdem erfolgte eine Betrachtung 

der Kosten für die Nachbearbeitung der Stützstrukturen durch Helixfräsen im Vergleich zum 

selektiven Laserschmelzen der Probekörper. 

In Untersuchungen zur Nachbearbeitung der Probekörper durch Bohren zeigte sich, dass für 

die Ti-Al6-V4-Probekörper aus konventionellem Blockmaterial sowie dem SLS-Probekörper 

das Schnittmoment und die Vorschubkraft konstant verlaufen. Bei Bearbeitung von Probekör-

pern mit Stützstruktur traten hingegen hohe Schwankungen auf. Es waren direkte Abhängig-

keiten zwischen dem Volumenmaterialanteil der Stützstruktur und der Höhe der Amplitude 

feststellbar. Für den kleinsten Bohrungsdurchmesser wurde ein Vollhartmetall-Bohrwerkzeug 

und für die beiden größeren Bohrungsdurchmesser jeweils ein Wendeschneidplatten-Bohr-

werkzeug verwendet. Bei der Bearbeitung ließen sich verschiedene Formen der Späne auf die 

jeweiligen Werkzeugkonzepte sowie die Bereiche in denen die Späne entstanden sind zurück-

führen. So unterscheiden sich die Späne, welche an der Bohrungsinnenwand entstehen, von 

den Spänen, die an der Stützstruktur entstehen. Für den kleinsten Bohrungsdurchmesser wa-

ren zusätzliche Effekte, wie eine unzureichende Abfuhr von Spänen und KSS aus der Bohrung 

aufgrund des hohen Aspektverhältnisses feststellbar. 

Außerdem konnten bei allen Probekörpern mit Stützstruktur hohen Volumenmaterialanteils nur 

hohe Rauheiten an der Bohrungsinnenwand erzielt werden. Als Gegenmaßnahme ließ sich 

das Bohren mit reduziertem Vorschub identifizieren. Hierdurch verbesserte sich die Oberflä-

chenrauheit, gleichzeitig stieg jedoch die Bearbeitungszeit. Für eine Vorhersage der Schnitt-

kraft beim Bohren von Probekörpern mit Stützstruktur wurde diese modelliert. Hierfür wurde 

der Ansatz nach Kienzle erweitert [Kie52]. Ausgehend von der Schnittkraft für Vollmaterial 

wurden zwei Einflüsse berücksichtigt. Da die Stützstruktur die Bohrung nicht vollständig aus-

füllte, verringerte sich das Zeitspanvolumen. Außerdem wurde der Volumenmaterialanteil der 

Stützstruktur verwendet, um die räumliche Gittergeometrie der Stützstruktur abzubilden. Hier-

durch ergab sich eine reduzierte Schnittkraft für die Bearbeitung von Bohrungen mit Stütz-

struktur im Vergleich zu Vollmaterial. Dieses Vorgehen konnte mit den experimentellen Ergeb-

nissen validiert werden. 

Zum Abschluss bleibt festzuhalten, dass sich in naher Zukunft weder additive noch subtraktive 

Prozesse für Titan-Luftfahrtkomponenten voneinander unabhängig etablieren können. Viel-

mehr ist das Zusammenwirken von additiven und subtraktiven Prozessschritten entscheidend. 

Hierfür kann die vorliegende Arbeit als Handlungsempfehlung für die subtraktive Nachbear-

beitung von Bohrungen mit Stützstrukturen bei additiven SLS Bauteilen dienen. 
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DIN 6072 Luft- und Raumfahrt – Metallische Werkstoffe – Prüfverfahren - Ermüdungstest 
mit konstanter Amplitude 

DIN 65123 Luft- und Raumfahrt - Verfahren zur Prüfung von additiv mit Pulverbettverfah-
ren hergestellten metallischen Bauteilen 

DIN 65124 Luft- und Raumfahrt - Technische Lieferbedingungen für additive Fertigung me-
tallischer Werkstoffe mit Pulverbettverfahren 

DIN 66025-1 Programmaufbau für numerisch gesteuerte Arbeitsmaschinen; Allgemeines 

DIN 8580 Fertigungsverfahren - Begriffe, Einteilung 

DIN 8589-2 Fertigungsverfahren Spanen Teil 2 Bohren Senken Reiben 

DIN 8589-3 Fertigungsverfahren Spanen Teil 3 Fräsen 

VDI 3405 Additive Fertigungsverfahren Grundlagen Begriffe Verfahrensbeschreibungen 
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