
Elektrotechnische Durchgangsreihenklemmen werden aus Messingdraht durch 
die Prozessfolge Bohren, Tauchfräsen und Räumen hergestellt. Dabei ist die 
seitliche Abdrängung des Tauchfräswerkzeugs kritisch für die abschließende 
Innenräumbearbeitung, da die Räumwerkzeuge keine ausreichende Steifigkeit 
für die Kompensation von Abweichungen aufweisen. Aus rechtlichen Gründen 
darf zukünftig in den Messingwerkstoffen für die Fertigung dieser Bauteile kein 
Blei mehr enthalten sein. Aufgrund von Gesetzesänderungen müssen zukünftig 
bleifreie Messingwerkstoffe zerspant werden. Im Vergleich zu den aktuell ver-
wendeten bleihaltigen Automatenmessingen entstehen beim Tauchfräsen erhöhte 
Zerspankraftkomponenten und ungünstige Spanformen. Es existieren keine syste-
matischen Untersuchungen zum Tauchfräsen bleifreier Messingwerkstoffe. Ziel dieser 
Arbeit war es deshalb, eine systematische Werkzeug- und Prozessauslegung für das 
Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen auf Grundlage der Analyse relevanter 
Ursache-Wirkbeziehungen zu ermöglichen. 

Eine Zerspanbarkeitsanalyse ergab, dass die radiale Zerspankraftkomponente während 
eines Schnittes um einen Faktor von fünf bis zehn zu einem Maximum anstieg. Dies 
verursachte Werkzeugbrüche sowie seitliches Verlaufen der tauchgefrästen Kavität. 
Aufgrund der geringen Stabilität des Prozesses wurde der Fokus für die weiteren 
Untersuchungen auf die Analyse und Vermeidung der Radialkraftüberhöhung gesetzt.
 
Mangelhafter Spanabtransport wurde im Rahmen der Analyse von Ursache-
Wirkzusammenhängen als Hauptursache für die geringe Prozessstabilität identifi-
ziert. Die direkte Zufuhr des Kühlschmierstoffs durch den Werkzeugschaft ver-
besserte den Spanabtransport soweit, dass die Radialkraft nicht mehr wesentlich 
anstieg. Eine systematische Optimierung der Schnittparameter und geometrischer 
Stellgrößen am Werkzeug im Realprozess war Grundlage für die Entwicklung eines 
Gestaltungsmodells für die Werkzeug- und Prozessauslegung. Ein Bestandteil davon 
war ein Prognosemodell für die Radialkraft. Zur Auflösung des Zielkonflikts zwischen 
möglichst hoher Produktivität und ausreichender Bearbeitungsgenauigkeit wurde 
dem Prognosemodell eine maximal zulässige Radialkraft vorgegeben, anhand derer 
bei bekannter Werkzeuggeometrie die Schnittparameter berechnet wurden. Durch 
Anwendung des Gestaltungsmodells wurde die erzielbare Produktivität bei aus-
reichender Prozesssicherheit gegenüber dem Stand der Technik maßgeblich gesteigert.
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Zusammenfassung

Zusammenfassung 
Elektrotechnische Durchgangsreihenklemmen werden aus Messingdraht durch die 
Prozessfolge Bohren, Tauchfräsen und Räumen hergestellt. Dabei ist die seitliche Ab-
drängung des Tauchfräswerkzeugs kritisch für die abschließende Innenräumbearbei-
tung, da die Räumwerkzeuge keine ausreichende Steifigkeit für die Kompensation von 
Abweichungen aufweisen. Aus rechtlichen Gründen darf zukünftig in den Messing-
werkstoffen für die Fertigung dieser Bauteile kein Blei mehr enthalten sein. Aufgrund 
von Gesetzesänderungen müssen zukünftig bleifreie Messingwerkstoffe zerspant wer-
den. Im Vergleich zu den aktuell verwendeten bleihaltigen Automatenmessingen ent-
stehen beim Tauchfräsen erhöhte Zerspankraftkomponenten und ungünstige Spanfor-
men. Es existieren keine systematischen Untersuchungen zum Tauchfräsen bleifreier 
Messingwerkstoffe. Ziel dieser Arbeit war es deshalb, eine systematische Werkzeug- 
und Prozessauslegung für das Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen auf 
Grundlage der Analyse relevanter Ursache-Wirkbeziehungen zu ermöglichen.  

Eine Zerspanbarkeitsanalyse ergab, dass die radiale Zerspankraftkomponente wäh-
rend eines Schnittes um einen Faktor von fünf bis zehn zu einem Maximum anstieg. 
Dies verursachte Werkzeugbrüche sowie seitliches Verlaufen der tauchgefrästen Ka-
vität. Aufgrund der geringen Stabilität des Prozesses wurde der Fokus für die weiteren 
Untersuchungen auf die Analyse und Vermeidung der Radialkraftüberhöhung gesetzt. 

Mangelhafter Spanabtransport wurde im Rahmen der Analyse von Ursache-Wirkzu-
sammenhängen als Hauptursache für die geringe Prozessstabilität identifiziert. Die di-
rekte Zufuhr des Kühlschmierstoffs durch den Werkzeugschaft verbesserte den Spa-
nabtransport soweit, dass die Radialkraft nicht mehr wesentlich anstieg. Eine syste-
matische Optimierung der Schnittparameter und geometrischer Stellgrößen am Werk-
zeug im Realprozess war Grundlage für die Entwicklung eines Gestaltungsmodells für 
die Werkzeug- und Prozessauslegung. Ein Bestandteil davon war ein Prognosemodell 
für die Radialkraft. Zur Auflösung des Zielkonflikts zwischen möglichst hoher Produk-
tivität und ausreichender Bearbeitungsgenauigkeit wurde dem Prognosemodell eine 
maximal zulässige Radialkraft vorgegeben, anhand derer bei bekannter Werkzeugge-
ometrie die Schnittparameter berechnet wurden. Durch Anwendung des Gestaltungs-
modells wurde die erzielbare Produktivität bei ausreichender Prozesssicherheit gegen-
über dem Stand der Technik maßgeblich gesteigert. 





Abstract 

Abstract 
Electrotechnical feed-through terminal blocks are manufactured from brass wire using 
a process sequence of drilling, plunge milling and broaching. The lateral displacement 
of the plunge milling tool is critical for the final internal broaching process, as the 
broaching tools do not have sufficient rigidity to compensate for deviations. For legal 
reasons, lead may no longer be used in the measuring materials for the production of 
these components in future. Due to changes in the law, lead-free brass materials must 
be used in future. Compared to the lead-containing automatic machines currently used, 
plunge milling results in increased cutting force components and unfavorable chip 
shapes. There are no systematic studies on the plunge milling of lead-free brass ma-
terials. The aim of this work was therefore to enable a systematic tool and process 
design for the plunge milling of lead-free brass materials based on the analysis of rel-
evant cause-effect relationships.  

A machinability analysis showed that the radial cutting force component increased by 
a factor of five to ten to a maximum during a cut. This caused tool breakage and lateral 
displacement of the plunge-milled cavity. Due to the low stability of the process, the 
focus for further investigations was placed on the analysis and avoidance of the radial 
force overcut.  

Inadequate chip removal was identified as the main cause of the low process stability 
when analyzing cause-and-effect relationships. The direct supply of cooling lubricant 
through the tool shank improved chip evacuation to such an extent that the radial force 
no longer increased significantly. A systematic optimization of the cutting parameters 
and geometric control variables on the tool in the real process was the basis for the 
development of a design model for the tool and process design. One component of 
this was a prognosis model for the radial force. To resolve the conflict of objectives 
between the highest possible productivity and sufficient machining accuracy, the prog-
nosis model was given a maximum permissible radial force, which was used to calcu-
late the cutting parameters for a known tool geometry. By applying the design model, 
the achievable productivity with sufficient process reliability was significantly increased 
compared to the state of the art. 
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1 Einleitung 1 

 

1 Einleitung  
Introduction 

Der Fortschritt der industriellen Megatrends der Automatisierung und Digitalisierung 
erfordert die Vernetzung einer Vielzahl von Sensoren und Aktoren mit den dazugehö-
rigen Steuerungselementen. Die Verbindung der Komponenten untereinander erfolgt 
zumeist mit kabelgebundener Signalverdrahtung und Energieversorgung. In dem 
Marktsegment der Fertigung von Verbindungselementen für die Elektro- und Elektro-
nikindustrie herrscht aufgrund der hohen Stückzahlen und des geringen Differenzie-
rungspotentials der gefertigten Bauelemente ein hoher Kostendruck. Für Lohnfertiger 
in der Elektroindustrie in Hochlohnländern entsteht daraus der Bedarf, möglichst hohe 
Automatisierungsgrade in der Fertigung zu realisieren, um Lohnkosten einsparen und 
so am weltweiten Markt bestehen zu können. 

Verbindungselemente mit Nennströmen bis ca. IN = 16 A erfordern kleine Leiterquer-
schnitte. Diese Bauteile werden zumeist durch Blechumformung gefertigt. Bei Bautei-
len, die für Nennströme ab ca. IN = 32 A ausgelegt sind, sind größere leitfähige Quer-
schnitte erforderlich. Daher werden die Bauteile durch Zerspanung mit geometrisch 
bestimmter Schneide gefertigt. Aufgrund der hohen Stückzahlen im Bereich von eini-
gen Millionen bis zu einer Milliarde Stück pro Jahr [DEUT01a] werden für die Fertigung 
Rundtaktautomaten mit NC- oder Kurvenscheibensteuerung eingesetzt, Abbildung 
1.1. Typische Taktzeiten liegen im Bereich von t = 1 bis t = 3 s. Diese Rundtaktauto-
maten weisen zumeist eine einfache Kinematik auf, sodass Vorschubbewegungen nur 
in einer Achse je Station möglich sind.  

Elektrotechnische Verbindungselemente wie Durchgangsreihenklemmen (Abbildung 
1.1) weisen häufig rechteckige Querschnitte auf, in denen Kabelenden eingelegt und 
durch eine Schraube fixiert werden. Zur Fertigung dieser Querschnitte wird zunächst 
eine Bohrung eingebracht. Anschließend wird in einem oder mehreren Tauchfräs-
schnitten die Bohrung zu einem länglichen Querschnitt erweitert. Diese tauchgefräste 
Kavität dient dann als Führung für den abschließenden Räumprozess, bei dem enge 
Form- und Lagetoleranzen im Bereich 10 μm < Δxmax < 50 μm eingehalten werden 
müssen.  

Aufgrund ihrer hervorragenden Zerspanbarkeit werden für diese Anwendung zumeist 
bleihaltige Automatenmessinge wie beispielsweise CuZn39Pb3 verwendet. Das ent-
haltene Blei setzt die Scherfestigkeit herab [DEUT07, NOBE16a]. Bei der Zerspanung 
entstehen deshalb kurze Bröckelspäne. Die Bildung eines Bleifilms zwischen dem ab-
laufenden Span und der Spanfläche des Werkzeugs reduziert die dort auftretende Rei-
bung und den Werkzeugverschleiß erheblich. In der industriellen Praxis kann ein hoher 
Automatisierungsgrad nur aufgrund der guten Zerspanbarkeit und der damit einherge-
henden hohen Prozesssicherheit erreicht werden [DEUT01a].  
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Abbildung 1.1:  Durchgangsreihenklemme mit IN = 32 A Nennstrom [ELEC21] (a) und Ferti-

gung auf NC-gesteuertem Rundtaktautomaten [NOBE16b, S. 73f.] (b) 
Feed-through terminal block with IN = 32 A nominal current [ELEC21] (a) and 
Production on NC-controlled rotary transfer machines [NOBE16b, S. 73f.] (b) 

Im menschlichen Körper wirkt Blei reproduktionstoxisch und schädigt das Nervensys-
tem [WORL19]. Deshalb existieren in der europäischen Union Gesetzesinitiativen zur 
Beschränkung des Bleigehalts in Kupfer- und anderen Werkstoffen. Für die europäi-
sche Elektroindustrie ist primär Richtlinie 2011/65/EU („Restriction of hazardous sub-
stances“, RoHS) relevant, die einen Grenzwert von mPb < 0,1 %mass für Kupferbasisle-
gierungen vorschreibt [EURO11]. Der Begriff bleifrei wird daher im Rahmen dieser Ar-
beit verwendet, um Werkstoffe mit mPb < 0,1 %mass zu bezeichnen.  

Im Vergleich zu den aktuell verwendeten Werkstoffen bedingt die Zerspanung dieser 
Werkstoffe eine höhere Zerspankraft, eine ungünstigere Spanform, einen erhöhten 
Werkzeugverschleiß und eine reduzierte Bauteilqualität [NOBE16a]. Umfangreiche 
Forschungsarbeiten zur Zerspanung bleifreier Messingwerkstoffe fokussierten sich auf 
das Drehen [NOBE13, NOBE16a] oder Bohren [KATO14, NOBE16b, ZOGH21]. Zu-
sätzlich existiert eine Forschungsarbeit zum Hochgeschwindigkeitsfräsen von Kupfer-
werkstoffen mit Schnittgeschwindigkeiten ab vc = 1000 m/min [GREI90]. 

Beim Tauchfräsen von elektrotechnischen Verbindungselementen aus bleifreien Mes-
singwerkstoffen entstehen Abweichungen von der Sollgeometrie aufgrund von seitli-
cher Abdrängung des Fräsers. Weiterhin brechen die eingesetzten Werkzeuge spora-
disch, sodass die Prozesssicherheit insgesamt gering ist. Eine automatisierte Massen-
fertigung ist deshalb nicht möglich. Der Prozess wird daher aktuell nur für die Erpro-
bung und Kleinserienfertigung eingesetzt. Um die branchenweite Einführung bleifreier 
Messingwerkstoffe zu unterstützen, ist deshalb eine systematische Analyse der rele-
vanten zerspantechnologischen Phänomene sowie eine grundlegende Optimierung 
der Prozesseinstellgrößen erforderlich. Das angestrebte Ergebnis dieser Arbeit ist da-
her die Entwicklung eines Gestaltungsmodells für die Werkzeug- und Prozessausle-
gung beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen, das eine Steigerung der 
Prozesssicherheit und Produktivität gegenüber dem Stand der Technik ermöglicht.  

(a)
(b) Rundtisch mit 12 

Werkstückaufnahmen 

Stirnseitige 
Bearbeitungsstationen

Spindel- und 
Vorschubantrieb

NC-Steuerung

Kontakt-
bauteil

(b)
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Introduction 
The progress of the industrial megatrends of automation and digitalization necessitates 
the networking of a multitude of sensors and actuators with their corresponding control 
elements. The connection of the components is mostly accomplished through wired 
signal wiring and power supply. In the market segment of manufacturing connection 
elements for the electrical and electronic industry, there is significant cost pressure due 
to the high production volumes and the low differentiation potential of the manufactured 
components [DEUT01a]. For manufacturers in the electrical industry in high-wage 
countries, there is a need to achieve as high a degree of automation in manufacturing 
as possible in order to save labor costs and thus remain competitive in the global mar-
ket. 

Connection elements with rated currents of up to approximately IN = 16 A require rela-
tively small conductor cross-sections. These components are mostly manufactured 
through sheet metal forming. For components designed for rated currents of approxi-
mately IN = 32 A and above, larger conductive cross-sections are required. Therefore, 
these components are manufactured through machining with geometrically defined 
cutting edges [DEUT01a]. Due to the high production volumes ranging from several 
million to one billion pieces per year [DEUT01a], rotary indexing machines with NC or 
cam disk control are used for manufacturing, as shown in Figure 1.1. Typical cycle 
times range from T = 1 s to T = 3 s. These rotary indexing machines mostly have a 
simple kinematics, allowing feed movements only in one axis at each station. 

Electrical connection elements such as through-terminal blocks (Figure 1.1) often have 
rectangular cross-sections in which cable ends are inserted and fixed by a screw. To 
manufacture these cross-sections, a bore is first made. Subsequently, in one or more 
plunge milling passes, the bore is enlarged into an elongated cross-section. This 
plunge-milled cavity then serves as a guide for the final reaming process, where tight 
form and positional tolerances in the range of 10 μm < Δxmax < 50 μm must be main-
tained. 

Due to their excellent machinability properties, lead-containing free-cutting brasses 
such as CuZn39Pb3 are mostly used for this application. The included lead reduces 
shear strength, resulting in short chip breakages during machining. The formation of a 
lead film between the exiting chip and the tools rake face significantly reduces friction 
and tool wear [DEUT07, NOBE16a]. In industrial practice, a high degree of automation 
is achieved due to good machinability and the associated high process reliability 
[DEUT01a].  

In the human body, lead acts as a reproductive toxicant and damages the nervous 
system [WORL19]. Therefore, there are legislative initiatives in the European Union to 
restrict the lead content in copper and other materials. For the European electrical 
industry, Directive 2011/65/EU ("Restriction of hazardous substances", RoHS) is pri-
marily relevant, which prescribes a limit of mPb < 0.1 %mass for copper-based alloys 
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[EURO11]. The term "lead-free" is therefore used in this work to refer to materials with 
mPb < 0.1 %mass. 

Compared to currently used leaded materials, machining of these materials results in 
higher cutting forces, unfavorable chip formation, increased tool wear, and reduced 
component quality [NOBE16a]. Extensive research on the machining of lead-free brass 
materials has focused on turning [NOBE13, NOBE16a] or drilling [KATO14, NOBE16b, 
ZOGH21]. Additionally, there is research on high-speed milling of copper materials with 
cutting speeds starting at vc = 1000 m/min [GREI90]. 

During plunge milling of electrical connection elements made of lead-free brass mate-
rials, deviations from the desired geometry occur due to lateral deflection of the milling 
cutter. With the currently industrially applied process design, the economic and tech-
nical requirements for connection elements with rectangular cable clamping areas can-
not be met. Furthermore, due to tool breakage, process reliability is insufficient for au-
tomated mass production. To support the industry-wide introduction of lead-free brass 
materials, a systematic analysis of relevant machining phenomena and a fundamental 
optimization of process parameters are required. The desired outcome of this work is 
therefore the development of a design model for tool and process design in plunge 
milling of lead-free brass materials, enabling increased process reliability and produc-
tivity compared to the state of the art. 
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2 Stand der Erkenntnisse 
State of the art 

In diesem Kapitel werden zuerst die grundlegenden Zusammenhänge der Werkstoff- 
und Gefügeausbildung bei Kupferbasislegierungen zusammengefasst. Darauf aufbau-
end wird der Stand der Erkenntnisse der Zerspanung von bleifreien Cu-Zn-Werkstoffen 
mittels einer Analyse bisheriger Forschungsarbeiten dargelegt. Für das Fertigungsver-
fahren Tauchfräsen werden die relevanten Erkenntnisse bezüglich der aus der Kine-
matik resultierenden Anforderungen an die Werkzeug- und Prozessauslegung sowie 
Ansätze zur Prognose der Zerspankraftkomponenten dargestellt. Abschließend wird 
der Forschungsbedarf daraus abgeleitet. 

2.1 Werkstoffkundliche Grundlagen 
Basics on materials 

Im Folgenden werden die Legierungsgruppen sowie deren Eigenschaften von Kupfer-
werkstoffen zusammengefasst und ein Überblick über die gesetzlichen Bestimmungen 
zur Nutzung von Blei als Legierungselement in diesen Werkstoffen gegeben. 

2.1.1 Legierungsgruppen von Kupferwerkstoffen 
Alloy groups of copper materials 

Das chemische Element Kupfer steht im Periodensystem der Elemente in der ersten 
Nebengruppe neben den Edelmetallen Silber und Gold. Aufgrund seines positiven 
Standardpotenzials wird es als Halbedelmetall bezeichnet [LATS07]. Die industrielle 
Bedeutung von Kupfer ist neben der guten Korrosionsbeständigkeit durch die hohe 
Duktilität sowie die hohe thermische und elektrische Leitfähigkeit im Vergleich zu an-
deren Metallen begründet [WEIß15]. Hauptanwendungsfelder für Kupferlegierungen 
sind die Elektrotechnik, die Sanitärindustrie sowie die Schloss- und Beschlagindustrie.  

Der Einsatzbereich von Reinkupfer kann durch die Zugabe von Legierungselementen 
maßgeblich erweitert werden. Häufig verwendete Legierungselemente sind Zink, Zinn, 
Nickel, Aluminium, Blei, Mangan, Silizium, Eisen und Beryllium [BÖGE11, ROOS15]. 
Kupferlegierungen lassen sich in Knet- oder Gusslegierungen einteilen, je nachdem 
ob das Halbzeug im Gusszustand ausgeliefert wird oder einer zusätzlichen Kalt- oder 
Warmumformung unterzogen wird. Die Einteilung in genormte Legierungsgruppen er-
folgt anhand des Gehalts an Legierungselementen. Neben niedrig legierten Kupfer-
werkstoffen mit maximal fünf Massenprozent Legierungselementen haben Cu-Zn-
Werkstoffe mit mZn > 5 % eine große industrielle Bedeutung. Diese werden als Mes-
singe bezeichnet. Messingwerkstoffe mit weiteren Legierungselementen wie Alumi-
nium, Silizium oder Eisen werden als Sondermessinge bezeichnet. Weiterhin sind die 
Begriffe Rotguss für Cu-Sn-Zn-, Neusilber für Cu-Ni-Zn-Werkstoffe sowie Bronze für 
Legierungen von Kupfer mit weiteren Legierungselementen definiert [DIN20].  
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In der industriellen Anwendung bedienen Messinglegierungen aufgrund der beschrie-
benen Eigenschaften ein breites Anwendungsfeld. Die hohe elektrische Leitfähigkeit 
von ca. 15 MS/m in Verbindung mit den im Vergleich zu Silber, Gold oder Reinkupfer 
moderaten Werkstoffkosten und guter Bearbeitbarkeit prädestiniert Messingwerkstoffe 
für jedwede Art von Strom führenden Anwendungen. Eine große Variantenvielfalt von 
Steckern, Buchsen und elektrotechnischen Verbindungselementen werden aus Mes-
singen gefertigt. Aufgrund der antibakteriellen Wirkung und der geringen Korrosions-
neigung in Wasser werden in der Sanitärindustrie eine Vielzahl von Ventilen, Armatu-
ren und Fittings aus Cu-Zn-Werkstoffen hergestellt. Messinglegierungen mit Zinkge-
halten von mZn = 5 % bis mZn = 20 % werden aufgrund ihrer goldgetönten Farbe im 
Bauwesen als dekorative Elemente im Außen- und Innenbereich oder für Mode-
schmuck eingesetzt. In der Automobilindustrie sind Sondermessinge aufgrund der gu-
ten Gleiteigenschaften wichtig als Gleitlagerwerkstoffe und für die Fertigung von Syn-
chronringen. [DEUT01a, DEUT01b, DEUT07] 

Fokus dieser Arbeit sind elektrotechnische Verbindungselemente, für die eine hohe 
elektrische Leitfähigkeit in Kombination mit guter spanender Bearbeitbarkeit relevant 
sind. Daher wird die Werkstoffgruppe der Messinge im Folgenden näher betrachtet. 

2.1.2 Gefügeausbildung und Eigenschaften von Cu-Zn-Legierungen 
Microstructure and properties of Cu-Zn-alloys 

Der technisch relevante Bereich des Zustandsschaubilds der Zweistofflegierungen aus 
Kupfer und Zink liegt zwischen einem Zinkanteil von mZn = 5 % und mZn = 50 % 
(Abbildung 2.1). Bis zu einem Zinkanteil von ca. mZn = 37 % bildet sich ein homogenes 
Gefüge aus α-Mischkristallen mit kubisch-flächenzentrierter (kfz) Gitterstruktur aus. 
Werkstoffe in diesem Bereich zeichnen sich durch ein hohes Formänderungsvermö-
gen sowie eine hohe Bruchdehnung aus und weisen dabei eine geringe Härte und 
Zugfestigkeit auf [DEUT07, ROOS15, WEIß15].  

 
Abbildung 2.1:  Zustandsdiagramm von Cu-Zn-Legierungen [DEUT07, NOBE16a] 

Phase diagram of Cu-Zn alloys [DEUT07, NOBE16a] 
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Bei Zinkgehalten im Bereich bis mZn = 50 % nimmt die Härte mit steigendem Zinkge-
halt stetig zu. Die Zugfestigkeit Rm und die Dehngrenze Rp0,2 erreicheichen Maxima 
beibei etwa mZn = 45 % respektive mZn = 42 % (Abbildung 2.2 a). Oberhalb eines 
Zinkanteils von mZn = 37 % bilden sich β-Mischkristalle aus. Aufgrund ihrer kubisch-
raumzentrierten (krz) Gitterstruktur weisen diese eine wesentlich höhere Härte (H ≈ 
190 HV) als die α-Phase (H ≈ 130 HV) auf [PARS12]. Bei Zinkgehalten im Bereich von 
37 % < mZn < 46 % bildet sich ein heterogenes α/β-Gefüge aus. Mit steigendem Zink-
gehalt nimmt in diesem Bereich die Härte und Zugfestigkeit der Werkstoffe zu, wäh-
rend die Bruchdehnung und das Formänderungsvermögen abnehmen. [DEUT07, 
ROOS15, WEIß15] 

Legierungen mit einem Zinkanteil mZn ≥ 46 % bilden keine α-Phase mehr aus. Bei Cu-
Zn-Legierungen mit Zinkanteilen oberhalb von mZn = 50 % entstehen äußerst spröde 
γ- und ε-Phasen, die die Zugfestigkeit und Bruchdehnung herabsetzen. Sie sind für 
technische Anwendungen deshalb nicht relevant. [DEUT07, ROOS15] 

 
Abbildung 2.2:  Mechanische Kennwerte von binären Cu-Zn-Legierungen im weichgeglüh-

ten Zustand und in Abhängigkeit vom Kaltziehgrad φc [WALL64, DEUT07] 
Mechanical properties of binary Cu-Zn-Alloys in annealed state and depend-
ing on cold drawing deformation φc [WALL64, DEUT07] 

Neben der chemischen Zusammensetzung haben die thermische und mechanische 
Prozessführung bei der Halbzeugherstellung einen Einfluss auf die mechanischen Ei-
genschaften. Durch Steigerung des Kaltziehgrads φc können Härte, Zugfestigkeit und 
Dehngrenze des Halbzeugs auf Kosten der Bruchdehnung maßgeblich gegenüber 
dem nicht kaltverfestigten Zustand gesteigert werden (Abbildung 2.2b). Bei stangen-
förmigen Halbzeugen werden so verschiedene Festigkeitsklassen in einem weiten Be-
reich eingestellt. Die Normlegierung CuZn42 wird von verschiedenen Halbzeugherstel-
lern in Festigkeitsklassen von Rm = 360 MPa bis Rm = 750 MPa vertrieben  
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[WIEL20a, AURU20]. Die Gefügezusammensetzung kann zudem durch gezielte Wär-
mebehandlung bei Temperaturen im Bereich von T = 250 °C (Spannungsarmglühen) 
bis T = 470°C (Rekristallisationsglühen) eingestellt werden. Durch Glühen bei Tempe-
raturen knapp unterhalb des Schmelzbereichs mit anschließendem Abschrecken kann 
der Anteil an β-Phase bei CuZn37 und CuZn42 wesentlich erhöht werden, um Werk-
stoffe mit höherer Härte herzustellen. [DEUT07, TOUL16, ROOS15] 

Mit steigendem Zinkgehalt, insbesondere bei Bildung von β-Mischkristallen oberhalb 
von mZn = 37 %, nehmen die Leitfähigkeiten und die Korrosionsbeständigkeit ab. 
Durch das Zulegieren von weiteren Legierungselementen können diese physikali-
schen Eigenschaften gezielt an den Anwendungsfall angepasst werden. [DEUT07] 

2.1.3 Gesetzliche Bestimmungen zur Nutzung von Blei in Kupferlegierungen 
Legal regulations for the use of lead in copper alloys 

Das Zulegieren von mPb = 1 % bis mPb = 4 % Blei verbessert die Zerspanbarkeit von 
Kupferbasislegierungen maßgeblich (vgl. Kapitel 2.2.2). Deswegen ist in der industri-
ellen Anwendung der Einsatz von bleihaltigen Automatenmessingen verbreitet. Dieser 
Verbesserung der Zerspanbarkeit steht die umwelt- und gesundheitsschädliche Wir-
kung von Blei gegenüber. Blei wird primär über das Einatmen von bleihaltigen Stäuben 
und das Trinken von bleibelasteten Flüssigkeiten in den menschlichen Körper aufge-
nommen. Auch bei Aufnahme kleinster Mengen reichert sich Blei im Körper an, da es 
nur sehr langsam ausgeschieden werden kann. Blei verursacht chronische Vergif-
tungserscheinungen, die sich durch Hemmung der Blutbildung bis hin zur Blutarmut, 
Steigerung des Blutdrucks, Beeinträchtigung der kognitiven Leistung und der Fort-
pflanzungsfähigkeit äußern. [WORL00, MARQ04, FORS17] 

Aus diesem Grund verfolgen Gesetzgeber weltweit das Ziel, die Bleiexposition der Be-
völkerung zu reduzieren, indem die Verwendung von Blei als Reinstoff und in Gemi-
schen eingeschränkt wird. Das allgemeine Inverkehrbringen von Erzeugnissen aus 
bleihaltigen Kupferlegierungen wird im europäischen Wirtschaftsraum durch die 
REACH-Verordnung reguliert [EURO06]. Durch die Aufnahme von Legierungen mit 
einem Bleigehalt von mPb > 0,1 % in die „Liste der für eine Zulassung in Frage kom-
menden besonders besorgniserregenden Stoffe“ im Rahmen von REACH besteht seit 
2018 eine Informationspflicht über den Bleigehalt der vertriebenen Erzeugnisse 
[DEUT18a, EURO20]. Aus der Aufnahme in diese Kandidatenliste ergibt sich ab frü-
hestens 2024 eine Zulassungspflicht für das Inverkehrbringen von Erzeugnissen aus 
diesen Legierungen [DEUT18b]. Aktuell gelten durch die REACH-Verordnung bereits 
Grenzwerte von mPb ≤ 0,05 % für Anwendungen mit direktem Hautkontakt wie Uhren 
oder Schmuck und mPb ≤ 0,005 % für Kinderspielzeug.  

Zusätzlich existieren anwendungsspezifische Verordnungen, die den Bleigehalt von 
Werkstoffen für bestimmte Produktgruppen regulieren. In der deutschen Trinkwasser-
verordnung ist seit 2013 ein reduzierter Grenzwert für Blei im Trinkwasser von 10 μg/l 
statt zuvor 25 μg/l vorgeschrieben [BUND19]. Das Umweltbundesamt erstellte darauf 
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aufbauend eine verbindliche „Positivliste der trinkwasserhygienisch geeigneten metal-
lenen Werkstoffe“ [UMWE18]. Der Großteil der Cu-Zn-Legierungen in dieser Liste ent-
hält maximal mPb = 0,2 % Blei. Für trinkwasserführende Armaturen, Rohrverbinder und 
Apparate sind aktuell noch Bleigehalte von mPb ≤ 3,5 % zulässig. Branchenweit wird 
erwartet, dass die Verwendung dieser Legierungen in der EU zukünftig nicht mehr zu-
lässig sein wird. [UMWE18] 

Mit den EU-Richtlinien zur „Restriction of Hazardous Substances“ (RoHS) gilt im euro-
päischen Wirtschaftsraum ein Grenzwert von mPb = 0,1 % für die Elektro- und Elektro-
nikindustrie [EURO03, EURO11]. Durch periodisch überprüfte Ausnahmeregelungen 
wird dieser Grenzwert für den Bleigehalt aktuell bis zum 21.07.2026 auf mPb = 4 % 
angehoben [EURO18a, EURO18b]. In der EU gelten ähnliche Regelungen für das In-
verkehrbringen von Kraftfahrzeugen mit bleihaltigen Bauteilen aufgrund der „End-of-
Life Vehicles“ (ELV) Direktive. Diese wurde in Deutschland durch die Altfahrzeugver-
ordnung in nationales Recht umgesetzt [EURO00, BUND20]. 

Auch über die EU hinaus laufen in weiteren Nationen ähnliche Gesetzgebungsverfah-
ren. In den USA ist mit dem “Safe Drinking Water Act“ (SDWA) ein Grenzwert von 
mPb = 0,25 % für trinkwasserführende Komponenten in Kraft [ENVI02, ENVI11]. China 
orientiert sich mit dem auch als China-RoHS bezeichneten Umweltschutzgesetz SJ/T 
11363-2006 an der europäischen RoHS und sieht einen Grenzwert von mPb = 0,1 % 
Bleigehalt in Kupferbasislegierungen vor [MINI06, SWIS16]. 

2.1.4 Zwischenfazit 
Interim conclusion 

Für die Herstellung von elektrischen Kontaktbauteilen werden je nach Anforderung an 
die elektrische Leitfähigkeit Reinkupfer- oder Messingwerkstoffe verwendet. Die me-
chanischen Eigenschaften dieser Werkstoffe hängen von der chemischen Zusammen-
setzung, der Kaltverfestigung und der Wärmebehandlung ab. Für die spanende Ferti-
gung solcher Bauteile werden Automatenmessinge mit 1 % ≤ mPb ≤ 3 % Bleianteil ver-
wendet, die eine exzellente Zerspanbarkeit aufweisen. Aufgrund der umwelt- und ge-
sundheitsschädlichen Wirkung von Blei existieren weltweit Gesetzesinitiativen, die auf 
eine drastische Reduktion der in Kupferwerkstoffen zulässigen Bleigehalte abzielen. 
Infolgedessen müssen zukünftig bleifreie Werkstoffe mit ähnlichen funktionalen Eigen-
schaften eingesetzt werden. Aus Sicht der Industrie ergibt sich daraus ein dringender 
Bedarf, das hohe Niveau von Produktivität, Qualität und Prozesssicherheit bei der spa-
nenden Fertigung durch zerspantechnologische Optimierungsmaßnahmen zu erhal-
ten. Weiterführende wissenschaftliche Untersuchungen bilden die notwendige Grund-
lage dafür. 
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2.2 Zerspanbarkeit von Kupfer-Zink-Legierungen 
Machinability of copper-zinc-alloys 

Die Zerspanbarkeit ist keine eindeutige Werkstoffeigenschaft, sondern wird zumeist 
anhand der Zerspanbarkeitskriterien Zerspankraft, Spanform, Werkzeugverschleiß 
und Werkstückqualität unter festgelegten Versuchsbedingungen bewertet [DAVI01, 
KLOC18, S. 282]. Die Kenntnis der Zerspankraft und ihrer Komponenten ermöglicht 
eine gezielte Werkzeug- und Prozessauslegung. Die Werkstückqualität wird anhand 
der Oberflächenrauheit, der Maßhaltigkeit, der Randzonenbeeinflussung und der Grat-
bildung beurteilt [NOBE16a, KLOC18, S. 6ff.]. Die Spanform hat wesentlichen Einfluss 
auf die Prozesssicherheit des Zerspanprozesses, da ungünstige Spanformen zur 
Schädigung der Werkstückoberfläche oder zum Verklemmen von Spänen in den 
Spannuten von Bohr- oder Fräswerkzeugen führen können [TÖNS11]. Spanform und 
-länge können anhand verschiedener Normen von kurzen Bröckelspänen bis hin zu 
langen Band- oder Wirrspänen klassifiziert werden [ISLE71, ISO93]. Das Verhältnis 
des Schüttvolumens der Späne zum Volumen des massiven Werkstoffs wird als Span-
raumzahl bezeichnet. Sie wird als quantitatives Maß zur Bewertung der Spanform ver-
wendet [TÖNS11]. 

2.2.1 Bewertung der Zerspanbarkeit von Cu-Zn-Legierungen 
Machinability assessment of Cu-Zn-alloys 

Kupferlegierungen werden anhand ihrer Spanbildung in drei sogenannte Zerspanbar-
keitshauptgruppen eingeteilt (Tabelle 2.1). In der Hauptgruppe I sind Werkstoffe mit 
sehr guter Zerspanbarkeit zusammengefasst, die nur durch den Zusatz von Blei, 
Schwefel oder Tellur erreicht werden kann. Hauptgruppe II beinhaltet zweiphasige Le-
gierungen mit Zink, Zinn, Aluminium oder Silizium. Diese Legierungen weisen im Ver-
gleich zu Werkstoffen aus der Hauptgruppe I im Allgemeinen höhere Scherfestigkeiten 
und eine höhere Kaltformbarkeit auf und erzeugen deshalb höhere Zerspankraftkom-
ponenten und wesentlich längere Späne. In der Hauptgruppe III befinden sich die zä-
hen Kupferlegierungen mit homogenem Gefüge oder zweiphasige Gefüge mit fein dis-
pergierten Ausscheidungen. Die Zerspanbarkeit dieser Werkstoffe wird durch die Bil-
dung langer Späne und hohen Werkzeugverschleiß bestimmt. [KÖNI82, DEUT10, 
NOBE16a] 

Messinglegierungen sind in allen drei Hauptgruppen vertreten. Bleihaltige Automaten-
messinge werden der Hauptgruppe I zugeordnet. Bleifreie Messingwerkstoffe können 
je nach Gefügeausbildung und Zerspanbarkeit den Hauptgruppen II oder III zugeteilt 
werden.  

In der kupferverarbeitenden Industrie werden auch heute noch sogenannte Zerspan-
barkeitsindizes zum quantitativen Vergleich der Zerspanbarkeit von Werkstoffen her-
angezogen. Ursprünglich basiert das Verfahren auf der US-amerikanischen Norm 
ASTM E618, die zur Bewertung von Stahlwerkstoffen vorgesehen war [ASTM77] und 
wurde durch die COPPER DEVELOPMENT ASSOCIATION zur Anwendung bei Aluminium- 
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und Kupferwerkstoffen erweitert [THIE90]. Dieser Zerspanbarkeitsindex ist eine Maß-
zahl für die erreichbare Produktivität bei der Fertigung eines Standardbauteils auf ei-
nem Drehautomaten. Die Schnittbedingungen werden für das Schrupp- und Schlicht-
drehen, das Bohren und Einstechdrehen iterativ so angepasst, dass nach genau acht 
Stunden Bearbeitungsdauer das Standzeitende durch Werkzeugbruch oder Über-
schreiten von Rauheitsgrenzen erreicht wird. Eine so iterativ oder durch Interpolation 
ermittelte Stückzahl wird anschließend in Relation zur Normlegierung CuZn36Pb3 
bzw. in Europa zur Referenzlegierung CuZn39Pb3 gesetzt. Die Bewertungsskala 
reicht dabei von 20 bis 100, wobei der Referenzwerkstoff per Definition mit 100 bewer-
tet wird. Der direkte Bezug zur industriellen Massenproduktion ist ein Vorteil der Me-
thode, dem jedoch ein im Labormaßstab kaum realisierbarer Versuchsaufwand zur 
iterativen Parameteranpassung entgegensteht [THIE90, DEUT10]. Deshalb wird das 
Verfahren heute nicht mehr praktisch angewandt, und die Angaben zum Zerspanbar-
keitsindex in Werkstoffdatenblättern beruhen zumeist auf Erfahrungswissen oder 
Schätzungen. [DEUT10, THIE90, DAVI01, ASTM77] 

Tabelle 2.1:  Zerspanbarkeitshauptgruppen von Kupferlegierungen [DEUT56, KÖNI82, 
DEUT10, NOBE16a] 
Main Machinability Groups of Copper Alloys [DEUT56, KÖNI82, DEUT10, 
NOBE16a] 

Merkmal Hauptgruppe I Hauptgruppe II Hauptgruppe III 
Legierungs-
elemente Pb, S, Te 

Zn, Sn, Al oder Si,  
kein Pb 

Alle, kein Pb 

Gefüge Homogen oder  
heterogen 

Heterogen, mit grob-
dispersen Phasen 

a) Homogen 
b) Heterogen  

(feindisperse  
Ausscheidungen) 

Spanform Kurz (Bröckelspäne) 
Mittel (mittellange 
Wendelspäne) 

Lange Wendel-, Wirr-, 
oder Bandspäne 

Werkzeug-
verschleiß Gering Mittel Hoch 

Zerspankraft Niedrig Mittel, Ratterneigung Niedrig bis hoch 
Zerspanbar-
keitsindex 100 - 70 60 - 40  30 - 20 

 

NOBEL entwickelte eine Methode zur Ermittlung von Zerspanbarkeitsindizes speziell 
für Kupferwerkstoffe, ebenfalls mit einer Bewertungsskala von 20 bis 100 zur Referenz 
CuZn39Pb3. Im Rahmen einer Nutzwertanalyse werden dabei die Zerspanbarkeitskri-
terien Zerspankraft, Oberflächenrauheit, Spanform und Werkzeugverschleiß unter 
konstanten Schnittbedingungen beim Drehen experimentell untersucht. Die so gewon-
nen Einzelkriterien werden anschließend nach verschiedenen Szenarien gewichtet zu 
einem Zerspanbarkeitsindex zusammengefasst [NOBE13]. Dieser Ansatz wurde um 
die Bewertung der Werkzeugtemperatur als fünftes Zerspanbarkeitskriterium sowie 
eine differenziertere Bewertung der Werkstückqualität unter Einbeziehung der 
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Randzonenbeschaffenheit und der Gratbildung erweitert [NOBE16a]. So kann der ex-
perimentelle Aufwand wesentlich reduziert werden 

SCHULTHEIS ET AL. empfahlen eine Methode, in der Werkstoffeigenschaften zur indirek-
ten Vorhersage der Zerspanbarkeit von Kupfer-Zink-Werkstoffen genutzt werden 
[SCHU17, JOHA19]. In einem Polardiagramm werden die Eigenschaften Duktilität, 
Kaltverfestigung, Wärmeleitfähigkeit, Härte und Abrasivwirkung teils qualitativ, teils 
quantitativ auf einer Skala von 1 bis 10 aufgetragen. Durch zerspantechnologisches 
Erfahrungswissen kann von diesen Werten anschließend differenziert, aber nur quali-
tativ auf die Zerspanbarkeit geschlossen werden.  

2.2.2 Einsatz und Wirkmechanismen von Blei in Automatenmessingen 
Machinability assessment of Cu-Zn-alloys 

Bauteile aus Messinglegierungen für die Elektro- und Elektronik- oder die Sanitärin-
dustrie werden in Großserie mit Stückzahlen bis zu mehreren hundert Millionen pro 
Jahr gefertigt. Aufgrund des hohen Preisdrucks in diesen Branchen kommen dazu voll-
automatisierte Massenfertigungssysteme für die Zerspanung zum Einsatz. Um Aus-
fallzeiten zu reduzieren und geringe Stückkosten zu realisieren, müssen eine hohe 
Produktivität und Prozesssicherheit bei der Zerspanung gewährleistet sein.  

Messingwerkstoffe mit geringen Mengen an Blei (mPb = 1 - 3,5 %) erfüllen diese An-
forderungen. Sie werden aufgrund ihrer hervorragenden Zerspanbarkeit als Automa-
tenmessinge bezeichnet und bevorzugt für die Massenfertigung eingesetzt [WIEL98, 
DEUT07, DEUT10]. Diese Werkstoffe weisen eine wesentlich bessere Zerspanbarkeit 
als Stahl- oder Aluminiumlegierungen auf [DEUT10]. Automatenmessinge haben zu-
meist einen Zinkanteil im Bereich 35 % ≤ mZn ≤ 42 % [DEUT01a]. Die Legierung 
CuZn39Pb3 wird aufgrund ihrer breiten Anwendungseignung in Deutschland am häu-
figsten eingesetzt [DEUT10].  

Blei ist in Kupferwerkstoffen sowohl im geschmolzenen als auch im festen Zustand 
unlöslich und wird daher bei Erstarrung aus der Schmelze an den Korngrenzen fein 
dispergiert ausgeschieden [KÖNI82]. Durch diese Ausscheidungen wird die Scherfes-
tigkeit des Werkstoffs herabgesetzt. Bei der spanenden Bearbeitung entstehen des-
halb im Allgemeinen kurze Nadel- oder Bröckelspäne. Die fein dispergierten Bleiaus-
scheidungen fungieren als Ausgangspunkte für Rissentstehung in der primären Scher-
zone („void-sheet mechanism“), weshalb die Spanbildung durch Lamellen- oder Scher-
spanbildung erfolgt. [STOD79, WOLF79, GANE81, JOHA22] 

Neben der Herabsetzung der Scherfestigkeit hat die Bildung eines reibungsmindern-
den Bleifilms in der Kontaktzone maßgeblichen Einfluss auf die Zerspanbarkeit. Dieser 
Film führt aufgrund der geringen Scherfestigkeit des Bleis zu niedrigeren Prozesskräf-
ten und -temperaturen [GANE81, KUYU96, JOHA22]. Bis in die 1980er Jahre fokus-
sierte sich die Forschung zur werkstofftechnischen Verbesserung der Zerspanbarkeit 
von Cu-Zn-Werkstoffen daher weitgehend auf die Optimierung von Bleigehalt und -
verteilung [MANT72, DAVI73, BOWE82]. 
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2.2.3 Bisherige Untersuchungen zur Zerspanung von bleifreien Kupferwerk-
stoffen 
Previous investigations on the machining of lead-free copper alloys 

Die chemische Zusammensetzung und die Gefügeausbildung von Cu-Zn-Legierungen 
hat wesentlichen Einfluss auf die Zerspanbarkeit. Eine Vielzahl von Arbeiten bis in die 
1980er Jahre hinein befasst sich mit dem Vergleich der Zerspanbarkeit von Cu-Zn-
Legierungen mit und ohne Blei sowie mit der Analyse der Wirkmechanismen von Blei 
[BOWD43, BOWD50, STOD79, WOLF79, GANE81]. Ziel war dabei häufig die Ent-
wicklung möglichst gut zerspanbarer Legierungen. Die Werkzeug- und Prozessausle-
gung speziell für bleifreie Cu-Zn-Legierungen spielte erst in späteren Arbeiten eine 
zentrale Rolle [SAMA89, GREI90, WOBK11, NOBE13, NOBE16a, TOUL18].  

Die Anforderungen an die Zerspanbarkeit beim Drehen bleifreier Messinge fasste 
NOBEL wie folgt zusammen [NOBE16a]: 

 Hohe Prozesssicherheit und Vermeidung von Ausfallzeiten durch sicheren 
Spanbruch 

 Anwendung hoher Schnittparameter bei hohen Werkzeugstandzeiten 
 Hohe Bauteilqualität und Einhaltung der Maß- und Lagetoleranzen 
 Geringe Zerspankraft, um den Energieverbrauch zu reduzieren und den Einsatz 

von Maschinen mit geringer Leistung bzw. mit geringem Drehmoment zu er-
möglichen 

Einfluss der Gefügeausbildung 

Die kubisch-flächenzentrierte α-Phase weist im Vergleich zur kubisch-raumzentrieren 
β-Phase ein hohes Formänderungsvermögen und eine geringe Härte auf (vgl. Kapi-
tel 2.1.2). In der Zerspanung neigen Cu-Zn-Werkstoffe mit hohem Anteil der zähen α-
Phase zur Bildung langer Späne mit hoher Spanstauchung, zur Adhäsion an Hartme-
tallen und Schnellarbeitsstählen sowie zur Aufbauschneidenbildung. Dies verursacht 
hohe Zerspankraftkomponenten und -temperaturen, Oberflächendefekte sowie Grat-
bildung. Durch Erhöhung des Zinkgehalts entstehen Werkstoffe mit zunehmendem 
Gehalt der härteren β-Phase. So werden bessere Oberflächengüten und Spanformen 
bei zunehmendem Abrasivverschleiß in der Zerspanung erzielt [SAMA89, NOBE16a]. 
In der Praxis sind binäre CuZn-Werkstoffe wie CuZn42 bis etwa φβ = 60 % β-Phasen-
anteil gebräuchlich. Werkstoffe mit (nahezu) reiner β-Phase bedürfen zwar geringfügig 
niedrigerer Zerspanleistungen [TOUL18], sind aber für die Verwendung in der Sanitär- 
und Elektroindustrie aufgrund mangelnder Zähigkeit nicht geeignet. 

Neben dem Massenverhältnis der α- und β-Phase hat auch deren Verteilung im Werk-
stoff Einfluss auf die Zerspanbarkeit. Durch Anlassen von CuZn42 bei niedrigen Tem-
peraturen erzielten DATA und IKENO eine in der α-Phase gleichmäßig verteilte β-Phase 
[DATA83]. Im Zerspanprozess wurde dadurch eine Verlängerung der Werkzeugstand-
zeiten und die Bildung von kurzbrüchigen, diskontinuierlichen Spänen erreicht. 
KUYUCAK und SAHOO zufolge haben Gefügestruktur und Korngröße einen größeren 
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Einfluss auf die Zerspanbarkeit als die makroskopische Werkstoffhärte [KUYU96, 
NOBE16a]. Eine feinere Verteilung der β-Phase im α/β-Gefüge kann durch Anlassen 
bei niedrigen Temperaturen erreicht und so bei der Zerspanung der Spanbruch ver-
bessert und die Werkzeugstandzeit verlängert werden. [KUYU96].  

MURATA und TAKEYAMA untersuchten den Einfluss des Bleigehalts (0 % ≤ mPb ≤ 4,5 %) 
auf die Spanbildung, den Werkzeugverschleiß, die Zerspankraftkomponenten und die 
Oberflächenrauheit [MURA71]. Sie kamen zu dem Ergebnis, dass mit ansteigendem 
Bleigehalt die Schnittkraft nahezu exponentiell abfällt. Mit zunehmenden Bleigehalten 
wurden zudem besserer Spanbruch und eine deutliche Verlängerung der Werkzeug-
standzeit erzielt. Für die Standzeituntersuchungen kamen dabei Werkzeuge aus wär-
mebehandeltem HSS mit reduzierter Härte zum Einsatz, sodass die Vergleichbarkeit 
mit heute üblichen Werkzeugen beschränkt ist. Die geringste Oberflächenrauheit 
wurde mit einer bleifreien Legierung erreicht. Bei Bleigehalten von mPb = 1,5 % bis 
mPb = 4,5 % wurde eine geringfügig erhöhte Rauheit gemessen, während sie zwischen 
mPb = 0,5 % und mPb = 1,5 % deutlich über dem Niveau der bleifreien Legierung lag.  

Den Einfluss von Blei auf die Reibung und die Spanbildung von Messingen unter-
suchte auch GANE anhand eines Vergleichs zwischen dem bleifreien CuZn38 und 
CuZn39Pb3, Abbildung 2.3 [GANE81]. Durch Spanwurzeluntersuchungen im Ortho-
gonalschnitt wurden bei CuZn38 wesentlich kleinere Scherwinkel (Φ = 12° - 21°) und 
demzufolge größere Spanstauchung als bei CuZn39Pb3 (Φ = 26° - 33°) nachgewie-
sen. Bei CuZn39Pb3 lag der Reibkoeffizient an der Spanfläche um einen Faktor 5 und 
die Scherfestigkeit um einen Faktor 3 niedriger als bei CuZn38. Während beim Drehen 
von CuZn38 lange Fließspäne erzeugt wurden, entstanden bei der Bearbeitung von 
CuZn39Pb3 kurze, segmentierte Späne.  

 
Abbildung 2.3: Spanwurzeluntersuchungen (Quick-Stop-Test) von CuZn38 (a) und 

CuZn39Pb3 (b) im orthogonalen Schnitt [GANE81] 
Chip roots (Quick-Stop-Test) from orthogonal cutting of CuZn38 (a) and 
CuZn39Pb3 (b) [GANE81] 

Substitution von Blei 

Aufgrund der sich abzeichnenden gesetzlichen Begrenzung des maximal zulässigen 
Bleigehalts entstanden ab Anfang der 1990er Jahre einige Forschungsarbeiten, die 
die Substitution von Blei durch Legierungselemente ohne negativen Umwelt- oder Ge-
sundheitseinfluss zum Gegenstand hatten. Primär wurden die Bestandteile Bismut, 
Selen, Grafit und Silizium als Substitute untersucht. Trotz umfangreicher 

100 μm (a) (b) Prozess: Ortogonalschnitt
Werkzeug: HSS, Sorte M2
Spanwink.: γ0 = 15°
Vorschub: f = 0,05 mm
Schnittg.: vc = 1,5 m/min
KSS: Trocken
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Forschungsarbeiten ist heute keine bleifreie Cu-Zn-Legierung bekannt, die alle techni-
schen und wirtschaftlichen Eigenschaften bleihaltiger Automatenmessinge in sich ver-
eint. Alternativen zu bleihaltigen Automatenmessingen müssen als Voraussetzung für 
einen Markterfolg zusätzlich zu einer guten Zerspanbarkeit je nach Anwendungsfall 
Anforderungen an die Kalt- oder Warmumformbarkeit, Lötbarkeit, Gießbarkeit und Kor-
rosionsbeständigkeit sowie möglichst geringe Werkstoffkosten aufweisen [KUYU96].  

Bismut liegt im Periodensystem der Elemente neben Blei und wird wie Blei aufgrund 
seines niedrigen Schmelzpunktes und der geringen Löslichkeit in Kupferwerkstoffen 
an den Korngrenzen ausgeschieden [WHIT95]. Die zerspantechnologische Wirkung 
ist vergleichbar mit Blei [ESSE06]. Da Bismut hauptsächlich als Nebenprodukt bei der 
Bleigewinnung in kleinen Mengen gefördert wird, ist jedoch keine ausreichende Ver-
fügbarkeit für die umfassende industrielle Anwendung absehbar [KLAS15]. Das Legie-
ren mit Bismut kann Spannungsrisskorrosion und sprödes Werkstückversagen be-
günstigen. Beim Recycling kann Bismut nicht elektrometallurgisch abgeschieden wer-
den, sodass Bi-legierte Schrotte zwingend getrennt von anderen Schrotten in den 
Stoffkreislauf zurückgeführt werden müssen [MART13, KLAS15, DEUT20]. Der zur 
Verbesserung der Zerspanbarkeit benötigte Anteil an Bismut kann durch zusätzliches 
Legieren mit Selen reduziert werden [LAF06, ŽIVK11]. Der Einsatz der in Reinkupfer-
werkstoffen verwendeten Legierungselemente Tellur und Schwefel ist in Messingen 
aufgrund der Verschlechterung der Warm- (Te) und Kaltumformbarkeit (S) nicht sinn-
voll [KUYU96, NOBE16a]. 

Im Messinggefüge ausgeschiedene Graphitpartikel reduzieren die Schnittkraft 
[SAIG96], setzen aber die Zugfestigkeit herab. Bei konventioneller gussbasierter Halb-
zeugherstellung ist es zudem kaum möglich, eine homogene Verteilung der Graphit-
partikel über den Stangenquerschnitt zu erzielen [ŽIVK11]. Neuere Untersuchungen 
befassten sich daher damit, durch pulvermetallurgische Halbzeugfertigung eine homo-
genere Verteilung der Graphitpartikel im Gefüge zu erreichen [IMAI 10a] und die Zug-
festigkeit durch Legieren mit mTi = 0,3 % Titan zu steigern [LI11a, LI11b]. Durch die 
pulvermetallurgische Fertigung steigen die Halbzeugkosten, sodass diese Werkstoffe 
auf dem europäischen Massenmarkt keine Bedeutung erlangt haben. Ein weiterer An-
satz ist das Einbringen von Zementit (Fe3C) in die Schmelze. In einem Glühvorgang 
zerfällt das Zementit zu gleichmäßig verteilten Graphitpartikeln und Eisen, das im Cu-
Zn-Mischkristall löslich ist. Bei der Zerspanung dieses aufwändig und kostenintensiv 
herzustellenden Werkstoffs wurden kurzbrüchige Späne und moderate Schnittkraft-
komponenten ermittelt [ZHUO15]. 

Die größte industrielle Relevanz hat heute die Substitution von Blei durch das nicht-
toxische und in großen Mengen verfügbare Silizium erlangt. Die Legierung 
CuZn21Si3P hat einen hohen Marktanteil unter den bleifreien Zerspanungsmessin-
gen. Im Verglich zu binären bleifreien Messingen weisen siliziumhaltige bleifreie Mes-
singe eine wesentlich günstigere Zerspanbarkeit auf [HOFM05, DEUT10, NOBE16a, 
SCHU16, SCHU17, BUSH17]. In der Fertigung muss der Stoffkreislauf siliziumhaltiger 
Messinge strikt von anderen CuZn-Werkstoffen getrennt werden, da schon ab 
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mSi = 2 ppm Silizium im Messing Eisenausscheidungen auftreten können, da diese er-
höhten Werkzeugverschleiß bei der Zerspanung erzeugen [SAMA89, KUYU96, 
SCHU16]. Si-haltige bleifreie Messinge weisen zumeist einen höheren Kupferanteil als 
binäre bleifreie Zerspanungsmessinge auf. Deshalb lagen die Großhandelspreise für 
die in Europa gebräuchlichste Legierung CuZn21Si3P in den Jahren 2017 bis 2020 
stets um 15 % bis 20 % oberhalb des bleihaltigen Automatenmessings CuZn39Pb3 
[DIEH20, WIEL20c]. Dieser Werkstoff wurde von der MITSUBISHI MATERIALS AG entwi-
ckelt und wird in Europa unter den Handelsbezeichnungen ECOBRASS und CUPHIN ver-
trieben [WIEL20b]. Die sprödharte, siliziumreiche κ-Phase fungiert in Kombination mit 
der intermetallischen γ-Phase als sogenannter harter Spanbrecher und erhöht die 
Makrohärte und Zugfestigkeit im Vergleich zu anderen Messingen. In der Zerspanung 
zeichnet sich dieser Werkstoff im Gegensatz zu den meisten anderen bleifreien Mes-
singwerkstoffen durch einen hohen Spansegmentierungsgrad und deshalb günstige 
Spanformen beziehungsweise geringe Spanraumzahlen aus. Die abrasive Wirkung 
dieser Hartphasen bewirkt jedoch einen maßgeblichen Anstieg des Werkzeugver-
schleißes im Vergleich zu anderen bleifreien Messingen [KROP05, DEUT07, TAHA12, 
NOBE13]. Ein weiterer Verschleißmechanismus beim Drehen von CUZn21Si3P mit 
unbeschichteten Hartmetallwerkzeugen ist die Diffusion der Kobalt-Bindephase aus 
dem Schneidstoff in die Späne [BUSH17]. Bei kleinen Vorschüben ermittelten 
SCHULTHEIS ET. AL. im Vergleich zu CuZn39Pb3 niedrigere Oberflächenrauheiten 
[SCHU16, SCHU17, REDD17]. Die Fertigungskosten bei der Zerspanung von 
CuZn21Si3P lagen in einer Fallstudie um 77 % höher als bei der Verwendung von 
CuZn39Pb3. Maßgeblicher Grund dafür waren die höheren Kosten für die Werkzeug- 
und Werkstoffbeschaffung, die separaten Stoffkreisläufe sowie die längeren Bearbei-
tungs- und Werkzeugwechselzeiten [SCHU18]. 
Weitere Arbeiten befassen sich mit siliziumhaltigen Sondermessingen, bei denen bei 
höheren Zinkgehalten von mZn = 33,7 % bis mZn = 39,7 % nach einer Zinkäquivalent-
regel [LU10] durch das Zulegieren von bis zu mSi = 1,1 % Silizium und mAl = 0,7 % 
Aluminium äquivalente Zinkgehalte von mZn,e = 39,2 % bis mZn,e = 48,4 % eingestellt 
werden. Durch höhere Zinkäquivalente steigt die Zugfestigkeit und die Bruchdehnung 
fällt ab. Ein Optimum hinsichtlich kurzer Spanformen, einer großen Spansegmentie-
rung und einer geringen Schnittkraft beim Drehen existiert bei Zinkäquivalenten zwi-
schen mZn,e = 45,3 % und mZn,e = 46,9 % [YANG18, YANG20].  

Werkzeug- und Prozessauslegung 

SAMANDI und WISE führten Untersuchungen zur Zerspanbarkeit und zur Werkzeug- und 
Prozessauslegung beim Drehen von Cu-Zn-Werkstoffen durch [SAMA89]. Im Ver-
gleich der bleifreien Werkstoffe CuZn30 und CuZn40 mit den bleihaltigen Legierungen 
CuZn40Pb2 und CuZn39Pb4 stellten die Autoren in einem ersten Schritt eine schlech-
tere Zerspanbarkeit der bleifreien Werkstoffe fest. Dies äußerte sich in einer teilweise 
doppelt so hohen Schnittkraft, höheren Werkzeugtemperaturen und der Ausbildung 
langer Band- und Wirrspäne mit erhöhter Spanstauchung. Bei der Zerspanung der 
bleifreien Werkstoffe bildeten sich Scherbänder und eine ausgeprägte Fließzone. Beim 
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Drehen von CuZn30 und CuZn40 mit HSS-Werkzeugen ohne Spanleitstufe wurde der 
Einfluss des Spanwinkels auf die Spanform bei verschiedenen Spanungsquerschnit-
ten untersucht. Ausgehend von einem Spanwinkel von γ0 = 20° verbesserten sich die 
Spanformen stetig mit abnehmendem Spanwinkel. Ein Optimum hinsichtlich der Span-
form bestand im Bereich von -5° ≤ γ0 ≤ 0°. Der Einfluss von fünf verschiedenen Span-
leitstufengeometrien auf die Spanform beim Außenlängsdrehen von CuZn40 wurde 
untersucht. Die günstigsten Spanformen erzeugte eine Spanleitstufe mit 1,4 mm Breite 
und 0,4 mm Höhe [SAMA89]. NOBEL erzielte qualitativ ähnliche Ergebnisse zur Gestal-
tung von Spanleitstufen [NOBE16a]. 

WOBKER ET. AL. untersuchten die Zerspanbarkeit von CuZn38As im Vergleich zu 
CuZn39Pb3 [WOBK11]. Beim orthogonalen Einstechdrehen traten bei CuZn38As we-
sentlich längere Späne mit größerer Spanstauchung sowie etwa die doppelte Schnitt-
kraft wie bei CuZn39Pb3 auf. Die mittlere Spanmasse beim Drehen von CuZn38As 
reduzierte sich durch das Einstellen eines negativen Spanwinkels von γ0 = -10° bei 
ansteigender Schnitt- und Passivkraft. Beim Bohren mit einem Durchmesser von 
d = 4,2 mm und einer Tiefe von tB = 50 mm verdoppelten sich die Prozesskraftkompo-
nenten grob. Aufgrund von mangelhaftem Spanabtransport wurde die mittlere Span-
masse als kritische Zielgröße identifiziert. Zur Reduzierung der mittleren Spanmasse 
wurde auf Basis der Untersuchungen die Anwendung von Schnittgeschwindigkeiten 
ab vc ≥ 200 m/min für das Drehen und Bohren empfohlen. 

In umfangreichen Untersuchungen analysierte NOBEL beim Einstech- und Außen-
längsdrehen den Einfluss der Gefügestruktur, der Werkzeuggeometrie, des Schneid-
stoffs und der Beschichtung auf die Spanform, die Zerspankraftkomponenten, die Bau-
teilqualität und den Werkzeugverschleiß [NOBE13, NOBE14, NOBE16a, KLOC16]. 
Die Zerspanbarkeit der Werkstoffe CuZn38As (φβ = 2 %), CuZn42 (φβ = 50 %) und 
CuZn21Si3P wurde in Relation zur Referenz CuZn39Pb3 analysiert. Anhand von 
Spanformdiagrammen unterschieden sich Bereiche langer und kurzer Spanformen im 
Vorschub-Schnitttiefe-Diagramm. Beim Drehen von CuZn42 und insbesondere 
CuZn38As mit einem positiven Spanwinkel von γ0 = 9° traten in einem großen Para-
meterbereich lange Bandspäne auf. Dies wurde auf den hohen Gehalt an duktilem α-
CuZn ohne weitere spanbrechende Elemente zurückgeführt. Bei einem verringerten 
Spanwinkel von γ0 = -6° waren die Bereiche ungünstiger Spanformen in Richtung klei-
nerer Vorschübe und Schnitttiefen verschoben. Beim Drehen von CuZn21Si3P traten 
unabhängig vom Spanwinkel nur bei deutlich kleinen Vorschüben f < 0,1 mm und 
Schnitttiefen unterhalb von ap = 1 mm lange Spanformen auf. Dies wurde auf das he-
terogene Werkstoffgefüge mit der harten κ-Phase zurückgeführt. Das Drehen des blei-
haltigen Referenzwerkstoffs CuZn39Pb3 erzeugte ausschließlich Nadelspäne. Die ho-
hen Zerspankraftkomponenten beim Drehen (Abbildung 2.4) von CuZn38As und 
CuZn42 fielen mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit vc stetig ab. Die Zerspankraft-
komponenten, insbesondere die Vorschubkraft, lagen aufgrund des höheren Anteils 
der α-Phase und der damit verbundenen erhöhten Reibung in der Spankontaktzone 
bei der Bearbeitung von CuZn38As höher als beim Drehen von CuZn42. Bei 
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CuZn21Si3P wurden durch die geringere Spanstauchung und die niedrigeren Reibko-
effizienten in der Spankontaktzone wesentlich reduzierte Zerspankraftkomponenten 
gemessen. Aufgrund des sich auf der Spanfläche ausbildenden Bleifilms und der ge-
ringsten Spanstauchung im Werkstoffvergleich wurden bei der Bearbeitung von 
CuZn39Pb3 die geringsten Zerspankraftkomponenten festgestellt [NOBE16a]. Beim 
Drehen von CuZn42 und insbesondere CuZn38As trat an den Wellenabsätzen Grat-
bildung auf. Bei einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 50 m/min war diese deutlich 
stärker ausgeprägt als bei vc = 200m/min.  

 
Abbildung 2.4: Zerspankraftkomponenten beim Außenlängsdrehen von CuZn21Si3P, 

CuZn38As und CuZn42 im Vergleich zu CuZn39Pb3 [NOBE16a] 
Cutting force components in external longitudinal turning of CuZn21Si3P, 
CuZn38As and CuZn42 in comparison to CuZn39Pb3 [NOBE16a] 

Im freien orthogonalen Schnitt untersuchte NOBEL die Spansegmentierung und Span-
dickenstauchung (Abbildung 2.5). Bei der Zerspanung des nahezu homogenen 
CuZn38As entstanden eine geringe Spansegmentierung und gleichzeitig eine hohe 
Spanstauchung von bis zu λh = 5,5 bei vc = 25 m/min. Aufgrund des höheren Anteils 
der härteren β-Phase wurden bei der Bearbeitung von CuZn42 eine höhere Spanseg-
mentierung und eine geringere Spandickenstauchung bis maximal λh = 2,7 beobach-
tet. Mit abnehmender Schnittgeschwindigkeit nahm die Spansegmentierung weiter zu, 
da der Werkstoff zu einem geringeren Grad thermisch entfestigte. Eine hohe Span-
segmentierung erzeugte die Zerspanung von CuZn39Pb3 und CuZn21Si3P unabhän-
gig von der Schnittgeschwindigkeit. Der Werkstoff CuZn21Si3P bildete im orthogona-
len Schnitt adiabate Scherbänder aus, die aufgrund ihrer geringen Zähigkeit im Ver-
gleich zum umliegenden Werkstoff als Rissentstehungsebenen fungieren [WALL07]. 

Prozess: Außenlängsdrehen
Werkzeug: CCGT 120408HP
Schneidstoff: HW-K10 (K313)
Spanwinkel: γ0 = 9°
Schneidkantenr.: rβ ≈ 6 μm
Vorschub: f = 0,2 mm
Schnitttiefe: ap = 1 mm
KSS: Emulsion, 7 %
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Ihre Entstehung wurde durch das heterogene Gefüge aus Phasen mit unterschiedli-
cher Gitterstruktur und chemischer Zusammensetzung sowie die geringere Wärmeleit-
fähigkeit im Vergleich zu den anderen Versuchswerkstoffen begünstigt [WALL07, 
NOBE16a]. Aufgrund der zunehmenden thermischen Entfestigung nahm die Spandi-
ckenstauchung bei allen Versuchswerkstoffen mit steigender Schnittgeschwindigkeit 
ab. Die in Spanwurzeluntersuchungen unter den gleichen Schnittbedingungen ermit-
telten Scherwinkel lagen bei Φ = 23° beim Drehen von CuZn38As, Φ = 33° bei der 
Bearbeitung von CuZn42 und Φ = 41° bei der Zerspanung von CuZn21Si3P 
[NOBE16a].  

 
Abbildung 2.5: Spansegmentierung und Spandickenstauchung von CuZn21Si3P, 

CuZn38As, CuZn42 und CuZn39Pb3 im freien orthogonalen Schnitt 
[NOBE16a] 
Chip segmentation and chip compression in orthogonal cutting of 
CuZn21Si3P, CuZn38As, CuZn42 and CuZn39Pb3 [NOBE16a] 

In weiterführenden Untersuchungen zur Reibung wurden die Normal- und Reibspan-
nung sowie der Reibkoeffizient unter zerspanungsähnlichen Kontaktbedingungen hin-
sichtlich der Relativgeschwindigkeit und der Normalkraft ermittelt. Bei Verwendung von 
unbeschichtetem Hartmetall als Reibpartner für die Versuchswerkstoffe CuZn38As, 
CuZn42 und CuZn21Si3P wurden bei den Werkstoffen CuZn38As (0,57 ≤ μ ≤ 0,62) 
und CuZn42 (0,36 ≤ μ ≤ 0,6) wesentlich höhere Reibkoeffizienten als bei CuZn21Si3P 
(0,19 ≤ μ ≤ 0,23) und CuZn39Pb3 (0,15 ≤ μ ≤ 0,17) ermittelt. Aufgrund von thermi-
scher Entfestigung nahmen die Reibkoeffizienten dabei mit zunehmender Relativge-
schwindigkeit ab [NOBE16a].  

Verschleißuntersuchungen beim Außenlängsdrehen von CuZn21Si3P mit 
vc = 400 m/min zeigten, dass unbeschichtete Hartmetallwerkzeuge primär durch Diffu-
sion des Cobalt-Binders in die Späne verschlissen. Durch den Verlust des Binders 
wurden WC-Körner aus dem Hartmetall gelöst und so die Schneide geschädigt. Be-
schichtungen mit Diamond-like-Carbon (DLC) oder (Ti,V,Zr,Nb,Hf,Ta)N bildeten wäh-
rend der Zerspanung amorphe Schichten, die als Diffusionsbarriere diesen Verschleiß-
mechanismus verhinderten [BUSH17]. 
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AYTEKIN untersuchte das Drehen und Bohren der trinkwassergeeigneten Legierungen 
CuZn38As und einer mit keramischen Nanopartikeln legierten Variante davon mit der 
Handelsbezeichnung AquaNordic im Vergleich zu der bleihaltigen Legierung 
CuZn35Pb1,5AlAs [AYTE18]. Bei Zerspanung der bleifreien Legierungen wurden hö-
here Zerspankraftkomponenten gemessen als bei der Bearbeitung von 
CuZn35Pb1,5AlAs. Hinsichtlich der Zerspankraftkomponenten gab es keine signifikan-
ten Unterschiede zwischen den CuZn38As-Werkstoffen mit und ohne keramische Na-
nopartikel. Durch den Zusatz der Nanopartikel wurden beim Drehen jedoch kürzere 
Spanformen erzeugt. Beim Bohren mit Werkzeugdurchmesser d = 12 mm wurde 
durch Erhöhen des Spanwinkels von γ = 0° auf γ = 20° das Schnittmoment halbiert 
und die Vibration des Werkzeugs reduziert.  

Beim Stirnplanfräsen von mehreren Kupferbasiswerkstoffen, darunter CuZn37, unter-
suchte GREIF den Einfluss der Werkzeuggeometrie, des Schneidstoffs und der Schnitt-
parameter auf die Zerspankraftkomponenten, den Werkzeugverschleiß, die Spanbil-
dung und die Oberflächenrauheit und -randzone [SCHU86, SCHU89, GREI90]. Das 
Ziel lag dabei primär in der Steigerung der Produktivität und Oberflächenqualität durch 
Anwendung von Schnittgeschwindigkeiten zwischen vc = 1500 m/min und 
vc = 5500 m/min im Rahmen einer Hochgeschwindigkeitsbearbeitung. Gegenüber der 
damals konventionellen Bearbeitung konnte die Schnittgeschwindigkeit um einen Fak-
tor 5 bis 20 gesteigert werden. Bei hohen Schnittgeschwindigkeiten waren die Span-
stauchung und die Zerspankraft geringer. Beim Hochgeschwindigkeitsfräsen von den 
zähen bleifreien Kupferwerkstoffen CuZn37 und Cu-DHP wurde eine Erhöhung des 
Freiwinkels auf α ≥ 8° und die Verwendung von schleifscharfen Schneidkanten 
(rβ = 15 - 20 μm) empfohlen [GREI90].  

ADINAMIS ET AL. suchten bei der Zerspanung von CuZn37 und CuZn25Si2MnNiP 
(ASTM C6940) eine Grenzschnittgeschwindigkeit, oberhalb derer der Verschleißfort-
schritt beschleunigt wird. Eine solche Grenzschnittgeschwindigkeit konnte jedoch im 
untersuchten Parametermeterbereich weder beim Drehen 
(122 m/min < vc < 914 m/min) noch beim Bohren (152 m/min < vc < 610 m/min) ermit-
telt werden. Es wurde in keinem der Versuche ein Standzeitende nach einer Schnittzeit 
von maximal tc = 300 min erreicht. Sowohl beim Drehen als auch beim Bohren fiel die 
spezifische Schnittleistung mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit ab. Die Autoren 
empfahlen deshalb, möglichst hohe Schnittgeschwindigkeiten zur Steigerung der Pro-
duktivität anzuwenden. [ADIN19] 

Beim Planbohren des Werkstoffs CuZn38As untersuchten ZOGHIPUR ET AL. Die Werk-
stückrandzone. Durch Einsatz eines positiven axialen Spanwinkels γ = 6° wurde eine 
geringere Verformung der Randzone als mit γ = 0° erzielt. Dies wurde auf reduzierte 
Kaltverfestigung durch plastische Deformation in der Scherzone zurückgeführt. Auch 
durch den Einsatz scharfer Schneidkanten und geringer Vorschübe wurde die Mikro-
härte an der Bauteiloberfläche reduziert [ZOGH20]. 
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Beim Mikrobohren (d = 0,2 mm) von CuZn21Si3P ist der Spanabtransport ausschlag-
gebend für die Werkzeugstandzeit, da häufig Spanklemmer auftreten [KATO14]. Eine 
Steigerung der Standzeit durch Vermeidung von Spanklemmern konnte durch den Ein-
satz von Werkzeugen mit einem Drallwinkel von ε = 15° erreicht werden. Der Einsatz 
einer schmalen Querschneide reduzierte die Vorschubkraft. Eine weitere Möglichkeit 
zur Verbesserung der Spanform insbesondere bei tiefen Bohrungen (l / d = 10) stellte 
der Einsatz von Kerben in den Schneidkanten dar. 

UHLMANN ET AL. führten Untersuchungen zum Mikrofräsen von Cu-ETP, CuZn21Si3P, 
CuZn30, CuZn39Pb3 und CuZn42 durch. Mit zweischneidigen Hartmetallfräsern mit 
d = 1 mm Durchmesser wurde bei der Zerspanung von CuZn21S13P eine wesentlich 
geringere Oberflächenrauheit und eine niedrigere Aktivkraft als beim Mikrofräsen von 
CuZn30 und CuZn42 erzielt. Der Einfluss der Schneidkantenpräparation wurde mit 
sechs Kombinationen aus Werkzeuggeometrie und Schneidkantenpräparation unter-
sucht. Mit zunehmendem Schneidkantenradius rβ nahmen die Aktivkraft, die Oberflä-
chenrauheit und die Grathöhe zu. Die Autoren führten dies auf den zunehmenden Ein-
fluss von Quetscheffekten zurück. Bei Werkzeugen mit einer Fase an der Schneiden-
ecke wurde festgestellt, dass das Aufwerfen von Werkstoff an der Fase zu einer er-
höhten Oberflächenrauheit und einer wellenförmigen Struktur am Nutgrund führte. Ein 
Einfluss der Schnittgeschwindigkeit auf die Aktivkraft wurde nicht festgestellt. 
[UHLM18, UHLM19] 

2.2.4 Zwischenfazit 
Interim conclusion 

Im Vergleich ist die Zerspanbarkeit von binären Messingen ohne weitere Legierungs-
elemente wesentlich ungünstiger als von bleihaltigen Legierungen. Hauptgründe dafür 
sind die Neigung zur Bildung längerer Späne, die deutlich erhöhten Zerspankraftkom-
ponenten und die teils reduzierte Bauteilqualität. Die Zerspanbarkeit von bleifreien 
Messingwerkstoffen wurde zumeist beim Drehen oder Bohren untersucht und entspre-
chende Optimierungsansätze für diese Prozesse entwickelt. 

Das Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen ist bisher nicht systematisch un-
tersucht worden. Aufgrund der vom Drehen und Bohren abweichenden Kinematik wird 
erwartet, dass die zerspantechnologischen Herausforderungen sich insbesondere von 
denjenigen bei der Drehbearbeitung unterscheiden werden. Die Übertragbarkeit exis-
tierender Optimierungsansätze auf das Tauchfräsen ist ebenfalls nicht systematisch 
untersucht worden. Dies ist ein erforderlicher Schritt, um die umfassende industrielle 
Anwendung bleifreier Messingwerkstoffe zu ermöglichen. 
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2.3 Grundlagen des Tauchfräsens 
Basics of plunge milling 

Das Tauchfräsen ist als Zerspanprozess mit axialer Vorschubbewegung für die Ferti-
gung von tiefen Kavitäten etabliert [KLOC18, S. 384]. Mit einem rotierenden Schaft-
werkzeug wird eine rein axiale Vorschubbewegung vollführt, die radial zu vorherge-
henden Bohr- oder Tauchfräsoperationen versetzt ist. So entsteht eine sichelförmige 
axiale Spanungsfläche. Unter geeigneten Prozessbedingungen wird die Zerspankraft 
primär axial in das Werkzeug eingeleitet. So können lang auskragende Werkzeuge mit 
geringer Biegebelastung eingesetzt werden, um tiefe Kavitäten zu fertigen [KLOC04]. 
Da in der Praxis die Krafteinleitung nicht immer axial erfolgt (vgl. Kapitel 2.3.2), besteht 
weiterhin Forschungsbedarf zur Reduktion radialer Kraftkomponenten beim Tauchfrä-
sen. 

In der kupferverarbeitenden Industrie wird das Tauchfräsen für die Herstellung von 
elektrotechnischen Verbindungsemelementen wie beispielsweise den geschraubten 
Reihenklemmen oder teilweise den moderneren Federkraftklemmen benötigt 
(Abbildung 2.6). Ausgehend von einem Profildrahtabschnitt wird zur Fertigung der 
rechteckigen Räumkontur zunächst gebohrt und die so geöffnete Kavität durch einen 
oder mehrere Tauchfrässchnitte erweitert. Das Aspektverhältnis der Kavitäten reicht 
dabei bis zu l / d = 8. Beim abschließenden Räumen fungiert die tauchgefräste Kavität 
als Führung für die filigranen Räumwerkzeuge. Für die Endkontur werden typischer-
weise Form- und Lageabweichungen im Bereich von 10 μm bis 50 μm gefordert. Im 
Folgenden werden die für diesen Anwendungsfall relevanten Prozessgrößen sowie 
Ansätze zur Prozessauslegung und Modellierung der Zerspankraftkomponenten vor-
gestellt. 

Eine umfassende Analyse der Kinematik des Tauchfräsens und deren Einfluss auf die 
Zerspankraftkomponenten wurde von WITTY durchgeführt [WITT12, WITT14]. Diese 
ist die Grundlage der nachfolgenden Übersicht über die Grundlagen des Tauchfrä-
sens. 

 
Abbildung 2.6: Elektrotechnische Klemmen aus Messing und deren Fertigungsfolge 

[BROK18, REBM18] 
Electrotechnical terminals made from brass and their manufacturing se-
quence [BROK18, REBM18] 
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2.3.1 Kinematik und Prozesskräfte beim Tauchfräsen 
Kinematics and process forces in plunge milling 

Die radiale Zustellbewegung zwischen zwei Schnitten wird als Sprungvorschub oder 
im Englischen als Pitch p bezeichnet. Da der Begriff Pitch auch in der deutschsprachi-
gen Literatur etabliert ist, wird dieser im weiteren Verlauf dieser Arbeit verwendet. An-
hand der Richtung des Pitches wird zwischen dem konventionellen und dem springen-
den Tauchfräsen unterschieden (Abbildung 2.7): Beim konventionellen Tauchfräsen 
ist der Pitch stets in der gleichen Richtung orientiert, während beim springenden 
Tauchfräsen die Werkzeugmittelpunkte von Schnitt zu Schnitt zwischen zwei oder 
mehreren Führungsbahnen abwechseln. Beim klassischen Tauchfräsen liegen die 
Umschlingungswinkel Φc bei der Fertigung von Vollnuten stets oberhalb von 
Φc = 180°. Springende Tauchfräsprozesse werden so ausgelegt, dass der Umschlin-
gungswinkel Φc < 180° beträgt, um die Spanlänge zu reduzieren. Dadurch stiegen un-
ter den von WITTY angewandten Bedingungen die Standvolumina in Vergleich zum 
Ausgangsprozess [WITT12, WITT14].  

Bei der industriellen Fertigung von elektrischen Kontaktelementen werden zumeist 
Rundtaktautomaten verwendet (vgl. Kapitel 1), die an jeder Station keine verfahrbaren 
Achsen senkrecht zur Vorschubrichtung haben. Dadurch ist das springende Tauchfrä-
sen nicht anwendbar. In dieser Arbeit wird deshalb ausschließlich das konventionelle 
Tauchfräsen betrachtet. 

  
Abbildung 2.7: Kinematik und Umschlingungswinkel Φ beim konventionellen (a) und sprin-

genden (b) Tauchfräsen [KLOC18, S. 386] 
Kinematics and wrap angle Φ in conventional (a) and jumping plunge milling 
(b) [KLOC18, S. 386] 

Der radiale Abstand zwischen zwei aufeinanderfolgenden Vorschubbewegungen mit 
parallelen Achsen wird als Pitch p bezeichnet. Der maximale Arbeitseingriff asp,max ent-
spricht im konventionellen Tauchfräsen dem Pitch p (Abbildung 2.8). Die Spanungsdi-
cke ist beim Tauchfräsen über die Eingriffslänge der Werkzeugschneiden konstant, da 
diese in Richtung des konstanten Vorschubs orientiert ist. Daher sind die Begriffe 
Gleich- oder Gegenlauffräsen beim Tauchfräsen uneindeutig, werden aber in seltenen 
Fällen in der Literatur zur Beschreibung der Spanungsbreitenmodulation verwendet 
[WAKA02]. Der Arbeitseingriff asp(φ), bzw. die Spanungsbreite verläuft über die Werk-
zeugumdrehung ähnlich wie die Spanungsdicke beim konventionellen Vollnutenfrä-
sen. Aus der Überlagerung des Pitch in Analogie zu einem radialen Vorschub beim 

B = d
p

B > d
p

Φ > 180°

Φ < 180°

a b
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Umfangsfräsen und der rotatorischen Schnittbewegung gilt für die Spanungsbreite in 
Abhängigkeit vom Drehwinkel φ nach MARTELOTTI bzw. WITTY [MART41, WITT14]:  

ܽ௦௣(߮) = 2݀ + ݌ · ߮ ݊݅ݏ − ඨ݀ଶ4 − ݌) ·  ଶ (2.1)(߮ ݏ݋ܿ

Axiale Spanungsfläche wird in dieser Arbeit die sichelförmige Fläche genannt, die 
durch die drehwinkelabhängige Spanungsbreite aufgespannt wird. Analog dazu kann 
der Spanungsquerschnitt als radiale Spanungsfläche bezeichnet werden. Der Schnitt-
weg ist ebenfalls vom Werkzeugdurchmesser und Pitch abhängig (Abbildung 2.8). Für 
den Schnittweg lc gilt [WITT12]: ݈௖ = ߨ ∙ ݀360° ∙  ௖ (2.2)ߔ

Der Umschlingungswinkel Φc wird beim konventionellen Tauchfräsen durch das Ver-
hältnis von Pitch und Werkzeugdurchmesser bestimmt (Abbildung 2.8). Nach WITTY 

ET. AL. gilt [WITT12]: ߔ௖ = ௔ߔ + 2 ߮௦௖ = 180° + 2 sinିଵ ቀ݀݌ቁ (2.3) 

Dabei bezeichnet φsc den halben Anteil des Umschlingungswinkels, um den er an jeder 
Seite des Eingriffs über den Vollnutenschnitt des konventionellen Fräsens mit 
Φa = 180° hinausgeht.  

 
Abbildung 2.8: Kinematik und Begriffsdefinition beim Tauchfräsen [WITT14] 

Kinematics and core terms in plunge milling [WITT14] 

In Analogie zum Bohren werden die Zerspankraftkomponenten nach DIN 6854 auf das 
Tauchfräsen übertragen [DIN82]. Die Schnittkraft Fc und die Schnittnormalkraft FcN 
spannen die Arbeitsebene auf (Abbildung 2.9). Die Aktivkraft Fa ist die Resultierende 
dieser beiden Kraftkomponenten und liegt ebenfalls in der Arbeitsebene. Die Passiv-
kraft Fp ist senkrecht dazu orientiert. [DIN82, DIN85] 
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Abbildung 2.9: Zerspankraftkomponenten beim Tauchfräsen [WITT14]
Cutting force components in plunge milling [WITT14]

2.3.2 Werkzeug- und Prozessauslegung
Tool and process design

Das Tauchfräsen wird zumeist als Schruppprozess eingesetzt. Vorrangige Ziele der 
Werkzeug- und Prozessauslegung sind daher in wissenschaftlichen Arbeiten eine 
hohe Produktivität, ein hohes Standvolumen und eine geringe mechanische Werk-
zeugbelastung [RAUC07a, RAUC11, WITT14]. Aus der Prozesskinematik des Tauch-
fräsens entsteht entlang ebener Grenzflächen eine schuppige Oberflächenstruktur, die 
als Scallopstruktur bezeichnet wird und meist eine Nachbearbeitung erfordert. In den 
typischen Anwendungsfeldern des Tauchfräsens im Werkzeug- und Formenbau und 
in der Turbinenfertigung geschieht dies durch Fräsprozesse. 

Das Tauchfräsen wird zumeist mit lang auskragenden Werkzeugen ausgeführt, die ein
Verhältnis von Länge zu Durchmesser (l / d) im Bereich l / d ≥ 5 aufweisen. Zur Re-
duktion von geometrischen Abweichungen der gefrästen Kavität aufgrund von Werk-
zeugdurchbiegung ist daher ein möglichst hoher axial eingeleiteter Anteil der Zerspan-
kraft ein zentrales Auslegungskriterium [RAUC07b, WITT12, WITT14]. Während ein-
zelne Untersuchungen höhere oder nahezu gleiche axiale als radiale Kraftkomponen-
ten ermittelten [ALTI06, KO07, ZHUA13, KO14] beschreibt die Mehrzahl der wissen-
schaftlichen Untersuchungen höhere radiale als axiale Kraftkomponenten [LI00, 
RAUC07a, RAUC07b, AL-A08, REN09, WITT12, WITT14, LIAN15, RAFA15, DANI16, 
ZHUA18]. Dies widerspricht der Annahme, dass die Krafteinleitungsrichtung überwie-
gend axial ist. Mögliche Ursachen dafür sind ungünstiger Spanabtransport sowie un-
gewollte Eingriffe der Umfangsschneiden. Die Optimierung der Krafteinleitungsrich-
tung bzw. die Reduktion radialer Zerspankraftkomponenten muss demzufolge ein 
zentrales Ziel der Werkzeug- und Prozessauslegung sein. 

RAUCH führte einen Vergleich verschiedener Bearbeitungsstrategien für das Fräsen 
senkrechter Taschen unter Berücksichtigung der Achsdynamik der Werkzeugma-
schine durch [RAUC07b, RAUC11]. Mit zweischneidigen Werkzeugen mit einem 
Durchmesser von d = 32 mm und einem Einstellwinkel von κr = 87° wurden die Kraft-
komponenten beim Tauchfräsen eines nicht näher spezifizierten Aluminiumwerkstoffs 
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analysiert. Dabei traten Kraftkomponenten radial zum Werkzeug auf, die etwa das 1,3 
bis 1,8-fache der axialen Kraftkomponente betrugen [RAUC07b].  

WITTY führte eine Werkzeug- und Prozessauslegung für das springende Tauchfräsen 
als Vorbearbeitungsprozess für die Bliskfertigung durch. Für eine Sensitivitätsanalyse 
wurden mit Wendeschneidplatten bestückte Werkzeuge mit einem Durchmesser von 
d = 12 mm und eine Auskraglänge von lk = 63 mm genutzt. Als Spanbildungsmecha-
nismus beim Tauchfräsen des vollständig martensitischen korrosionsbeständigen Ver-
gütungsstahls X3CrNiMo13-4 wurde die Lamellenspanbildung identifiziert. An den 
Rändern der Späne entstanden Ausfransungen, die aufgrund von Quetschvorgängen 
(Ploughing-Effekt) am Übergang des Eckenradius zu den Umfangsschneiden entstan-
den. Mit größer werdenden Eckenradien rε traten größere Fransen auf. [WITT12, 
WITT14] 

Die radial am Werkzeug angreifenden Kraftkomponenten bewirkten in Passiv- und 
Schnittrichtung eine Auslenkung des Werkzeugs. Aufgrund elastischer Rückfederung 
waren die Umfangsschneiden des Werkzeugs während des Rückhubs an der Wand 
des Werkstücks im Eingriff. Sie erzeugten dort eine charakteristische Oberflächen-
struktur, die als Scallopstruktur bezeichnet wurde. Während des Rückhubs traten des-
halb Schnittkräfte Fc in ähnlicher Höhe wie während der Tauchphase auf. [WITT14, 
S. 49] 

Auslegung der Prozessparameter 

Mit zunehmendem Vorschub steigen alle bezogenen Zerspankraftkomponenten na-
hezu linear an [DAMI10, WITT12, WITT14, DANI16]. Deshalb ist eine Änderung des 
Vorschubs nur bedingt dazu geeignet, ein vorteilhaftes Verhältnis von radial und axial 
am Werkzeug angreifender Zerspankraft herzustellen. Für diese Relation ist insbeson-
dere das Verhältnis des Vorschubs f zum Pitch p ausschlaggebend [WITT14]. Die Aus-
legung des Pitches hat eine maßgebliche Bedeutung für Betrag und Orientierung der 
Zerspankraftkomponenten sowie für den Werkzeugverschleiß [DAMI10, WITT12, 
WITT14, RAFA15, DANI16, ZHUA18]. 

Bei kleinen Pitches p steigen die Passivkraft Fp und Schnittnormalkraft FcN überpro-
portional an [WITT14]. Beim konventionellen Tauchfräsen bewirkt eine Erhöhung des 
Pitches aufgrund des größeren Umschlingungswinkels Φc eine Verlängerung der 
Spanungslänge lcu. Bei durch WITTY gewählten Schnittbedingungen wurde ein sprung-
hafter Abfall des Standvolumens bei Spanungslängen lcu > 18 mm festgestellt. Dies 
wurde auf die höhere thermische Werkzeugbelastung bei längeren Spanungslängen 
in Kombination mit der zyklischen mechanischen Werkzeugbelastung zurückgeführt. 
Durch Anwendung des springenden Tauchfräsens wird der Umschlingungswinkel re-
duziert und somit dieser negative Einfluss verhindert. [WITT14]  

Die Prozessstabilität bewertete WITTY anhand der Verhältnisse der Schnittkraft Fc und 
der Passivkraft Fp zur Schnittnormalkraft FcN mit einschneidigen Werkzeugen. Diese 
Kraftverhältnisse bestimmten die Richtung der resultierenden Zerspankraft, die letzt-
endlich die Abdrängung der Werkzeugspitze verursachte. Das Verhältnis FcN/Fp 
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erreichte sein Maximum bei dem kleinsten untersuchten Eckenradius rε = 0,4 mm und 
dem größten untersuchten Pitch p = 3,5 mm (Abbildung 2.10). Dabei stieg das Ver-
hältnis FcN/Fp bei kleiner werdenden Eckenradien deutlich stärker an als das Verhältnis 
FcN/Fc (Abbildung 2.10 a). Der Pitch hatte den größten Einfluss auf FcN/Fp und ging 
nahezu linear darin ein. [WITT14]  

Das Verhältnis FcN/Fc war wesentlich kleiner als FcN/Fp und im betrachteten Bereich 
von Pitch und Vorschub nahezu konstant. Im Sonderfall von Pitches p, die kleiner als 
der Eckenradius rε waren, fiel das Verhältnis auf minimal FcN/Fc ≈ 0,4 ab. Dieser Effekt 
war bei Werkzeugen mit z = 3 statt z = 1 Schneiden wesentlich stärker ausgeprägt und 
wurde auf den dominanten Einfluss der Schneidenecke für Eingriffsbedingungen mit 
p < rε zurückgeführt. [WITT14] 

Mit zunehmendem Vorschub stieg die Produktivität und die auf das zerspante Volumen 
bezogene Schneidenbelastung sank. Die Schnittnormalkraft FcN stieg dabei weniger 
stark an als die Schnittkraft Fc, sodass ein maximales Verhältnis von FcN/Fc beim 
kleinsten untersuchten Vorschub fz = 0,01 mm erzielt wurde. [WITT14] 

 
Abbildung 2.10: Verhältnis der Schnittnormalkraft FcN zur Passivkraft Fp (a) und Schnittkraft 

FcN (b) [WITT14] 
Relationship between normal force FcN and passive force Fp (a) and cutting 
force Fc (b) [WITT14] 

Insgesamt hatte der Pitch den größten Einfluss auf die axialen Kraftkomponenten und 
der Eckenradius beeinflusste im Wesentlichen die Passivkraft. WITTY empfiehlt basie-
rend auf diesen Stabilitätsbetrachtungen die Auslegung von Tauchfräsprozessen mit 
hohem Pitch p und geringem Zahnvorschub fz [WITT14]. Er widerspricht damit anderen 
Quellen, die aufgrund der günstigeren spezifischen Zerspankraftkomponenten höhere 
Zahnvorschübe fz und geringere Pitches p empfehlen [RAUC07b, REN09, DAMI10]. 
Eine weitere Arbeit empfiehlt aufbauend auf Verschleißuntersuchungen beim Tauch-
fräsen des rostfreien Stahls 1.4462 die Verwendung von Pitches p < rε [HUAN20].  
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Die Wahl der Schnittgeschwindigkeit vc hat im Vergleich zu Vorschub und Pitch einen 
wesentlich geringeren Einfluss auf die Zerspankraftkomponenten beim Tauchfräsen 
[DAMI10, DANI16]. Zur Produktivitätssteigerung ist daher eine Steigerung der Schnitt-
geschwindigkeit gegenüber der Erhöhung von Pitch oder Vorschub zu bevorzugen. 
Aufgrund von Unterschieden in Spanbildung und Reibverhältnissen muss die Schnitt-
geschwindigkeit vc darüber hinaus in Abhängigkeit vom Werkstoff gewählt werden.  

Werkzeugauslegung für das Tauchfräsen 

Da beim Tauchfräsen, im Gegensatz zu Umfangsfräsprozessen, die Spanungsbreite 
über dem Schneideneingriff moduliert und die Spanungsdicke konstant ist, ist die 
Schneidenecke zu jeder Ein- und Austrittsphase im Eingriff. Der Bereich der Schnei-
denecke ist daher für die Werkzeugauslegung bedeutsam [WITT14, HUAN20]. Im All-
gemeinen erhält man durch die Verwendung größerer Eckenradien rε bessere Ober-
flächengüten. Dies geht jedoch mit der Erzeugung höherer Passivkräfte einher 
[OXLE89, S. 176, KÖHL10, S. 72, KLOC18, S. 70].  

Im Bereich des Eckenradius rε erhöht sich der lokale Einstellwinkel κr von der Stirn- zur 
Umfangsschneide kontinuierlich [WITT14]. Der Einstellwinkel κr bezeichnet den Winkel 
zwischen Vorschubrichtung und Hauptschneide in der Werkzeug-Bezugsebene Pr 
(Abbildung 2.11). Im Bereich des Eckenradius kommt es aufgrund der lokal geringeren 
Spanungsdicke zum Unterschreiten der Mindestspanungsdicke. Dadurch kommt es zu 
Quetschvorgängen, hohen Passivkräften und der Bildung von Fransen an den Spä-
nen. Diese negativen Effekte werden durch möglichst kleine Eckenradien vermindert 
[HUAN20]. Durch eine Verkleinerung des Eckenradius von rε = 0,8 mm auf rε = 0,2 mm 
wurde beim Tauchfräsen eines Stahlwerkstoffs eine Reduktion der Passivkraft um 
etwa 40 % erzielt [WITT14]. Durch die Reduktion des Eckenradius steigt jedoch die 
lokale Schneidenbelastung an der Schneidenecke an. Daher kam es vermehrt zu 
Schneideckenausbrüchen bei kleinen Eckenradien [WITT14, HUAN20]. Bei der Aus-
legung des Eckenradius besteht also ein Zielkonflikt, der eine Abwägung zwischen 
einer möglichst geringen Passivkraft und einem niedrigen Werkzeugverschleiß erfor-
dert. [WITT14] 

Im Bereich des Übergangs zwischen Schneidenecke und Nebenschneide geht der lo-
kale Einstellwinkel κr gegen null, bzw. kann für freigestellte Nebenschneiden auch ne-
gative Werte annehmen. Das sogenannte Freistellen der Nebenschneide durch An-
wendung eines negativen Einstellwinkels verhindert ungewollte Eingriffe der Neben-
schneide unter Biegebelastung des Werkzeugs und bezeichnet nicht den Freiwinkel α 
der Nebenschneide. Der Kreisbogenabschnitt des Eckenradius geht tangential in den 
geraden Bereich der Nebenschneide über. Abhängig vom Verhältnis von Zahnvor-
schub fz zu Eckenradius rε ist das Werkzeug nur im Bereich der Schneidenecke (fz ≤ rβ) 
oder zusätzlich im Bereich der Nebenschneide (fz > rε) im Eingriff.  
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Abbildung 2.11: Detailansicht des Übergangsbereichs zwischen Schneideckenradius und 

Nebenschneide beim Tauchfräsen [WITT14, S. 77] 
Detail view of the transition area between cutting corner radius and second-
ary cutting edge during plunge milling [WITT14, S. 77] 

Der lokale Einstellwinkel entlang des Schneideckenradius wird mit κr0 bezeichnet 
(Abbildung 2.11). Er beginnt an der höchsten an der Zerspanung teilnehmenden 
Schneidenposition, für die nach WITTY gilt [WITT14]: ߢ௥଴_௠௜௡ = − sinିଵ ቀ ௙೥ଶ௥ഄቁ . (2.4) 

Der Kreisbogenabschnitt des Schneideckenradius geht in der Winkellage κr‘ tangential 
in die gerade Nebenschneide über. Die Fallunterscheidung, ob sich die Neben-
schneide im Eingriff befindet, kann also mit den beiden Fällen aus Abbildung 2.11 
durchgeführt werden. Die in diesem Bereich lokal entstehende Schnittnormalkraft be-
wirkt makroskopisch betrachtet eine Erhöhung der Passivkraft Fp, was die seitliche 
Abdrängung des Werkzeugs verstärkt [WITT14]. Die Schnittkraft Fc erreicht ein Mini-
mum bei einem Einstellwinkel von κr = 90°. Ein Maximum erreicht hier die Schnittnor-
malkraft bei gleichzeitig reduzierter Passivkraft [SPUR61, S. 81 ff., DEGN93, S. 52, 
KLOC18, S. 70].  

Makroskopisch betrachtet wird an der Schneidenecke und Nebenschneide eine Pas-
sivkraft erzeugt, die das Werkzeug abdrängt. Um dem entgegenzuwirken, werden 
beim Tauchfräsen Werkzeuge mit Einstellwinkeln κr > 90° an der Hauptschneide ein-
gesetzt. Dadurch entstehen Zerspankraftkomponenten, die der Passivkraft entgegen 
orientiert sind und sie teilweise kompensieren [WITT14, S. 100 ff.]. Diese werden au-
ßerdem durch den Neigungswinkel λs beeinflusst, der den Winkel zwischen Haupt-
schneide und Schnittrichtung in der Werkzeug-Schneidenebene bezeichnet. Während 
die Schnitt- und Schnittnormalkraft bei Variation des Neigungswinkels λs nahezu 
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unverändert bleiben [DESE70, WITT14, KLOC18, S. 70 f.], nimmt die Passivkraft pro 
Grad Erhöhung des Neigungswinkels um 5 - 10 % ab [DESE70, S. 71 ff.]. 

2.3.3 Prozessmodellierung beim Tauchfräsen 
Process modelling in plunge milling 

Zur Vorhersage der Zerspankraftkomponenten beim Tauchfräsen existieren verschie-
dene Ansätze. LI ET AL. übertrugen analytische Ansätze aus der Modellierung von 
Dreh- und Fräsprozessen [KOEN61, TLUS75] auf die Kinematik des Tauchfräsens 
[LI00]. Die tangential am Werkzeug angreifende Schnittkraft Fc wird als Produkt des 
zeitvariablen Spanungsquerschnitts und einer konstanten spezifischen Schnittkraft be-
schrieben. Die Kraftkomponenten in radialer (FcN) und axialer Richtung (Fz) werden als 
proportional dazu modelliert. Die Koeffizienten berücksichtigen die Werkzeuggeomet-
rie und die Werkstoffeigenschaften. Aus den berechneten Kraftkomponenten wird eine 
resultierende Kraft durch Integration gebildet. 

Ein weiterer Modellierungsansatz empfiehlt die Berechnung der Zerspankraftkompo-
nenten im umlaufenden Koordinatensystem aufbauend auf dem zeitlich veränderli-
chen Spanungsquerschnitt [DAMI10]. Die Kraftkoeffizienten Ki folgen einer Exponen-
tialfunktion, die nur von der lokalen Spanungsdicke h und den werkstoff- und prozess-
spezifischen Koeffizienten p und q abhängig ist:  ߢ௜ ቀ ே௠௠మቁ =  ℎି௤ . (2.5) ݌

Alternativ dazu ermöglichte eine empirische Modellierung ebenfalls eine grobe Prog-
nose der Zerspankraftkomponenten. Sie wurden als Exponentialfunktionen in Abhän-
gigkeit von den Schnittparametern Vorschub, radialer Zustellung und Schnittgeschwin-
digkeit modelliert. Das Modell wurde anschließend aufbauend auf Tauchfräsversuchen 
mit der Nickelbasislegierung Inconel 718 mit Fräswerkzeugen mit d = 6 mm Durch-
messer kalibriert. Die Abweichung zwischen Prognose und Validierung betrug dabei 
in radialer Richtung maximal ΔFx,y = 40 % und in Vorschubrichtung etwa ΔFz < 10 % 
[ZHUA12].  

Aufbauend auf analytischen Betrachtungen der Eingriffskinematik und Zerspanunter-
suchungen im freien orthogonalen Schnitt entwickelte WITTY ein Gestaltungsmodell für 
die Werkzeug- und Prozessauslegung beim springenden Tauchfräsen [WITT12, 
WITT14]. Die Werkzeugkontaktbedingungen wurden detailliert hinsichtlich der Ein-
flüsse von Pitch und Vorschub sowie der Werkzeuggeometrie (Einstellwinkel, Nei-
gungswinkel, Eckenradius) analysiert. In Zerspanuntersuchungen wurden die Zer-
spankraftkomponenten im gebundenen schrägen Schnitt am Werkstoff X3CrNiMO13-
4 analysiert und ein Prognosemodell entwickelt. Die Zerspankraftkomponenten im um-
laufenden Koordinatensystem wurden in Abhängigkeit von der Werkzeuggeometrie 
und den Schnittbedingungen mit einer erweiterten Form der Potenzfunktion nach 
Kienzle [KIEN52] parametrisiert. Aufbauend auf diesem Wissen wurde eine Werkzeug-
auslegung für das springende Tauchfräsen durchgeführt. [WITT14]  
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DANIS ET. AL. untersuchten die Randzonenbeeinflussung beim Tauchfräsen von Mag-
nesiumwerkstoffen mit seltenen Erden aus der Gruppe der MgZrZnRE-Legierungen 
und entwickelten ein Modell zur Prognose der Schnitt- und Vorschubkraft im umlau-
fenden Koordinatensystem [DANI13, DANI14, DANI16, MONI17]. Schleifscharfe 
Werkzeuge mit einem Durchmesser von d = 33 mm und einem Spanwinkel von γ = 23° 
wurden für das Tauchfräsen der Werkstoffe MgNdGdZrZn („Elektron 21“) und MgN-
dYZrZn („MRI301F“) eingesetzt. Das Zerspankraftmodell bildet die Schnitt- und Vor-
schubkraft im umlaufenden Koordinatensystem ab und basiert auf dem Scherebenen-
modell nach MERCHANT [MERC 45a, MERC 45b]. Im Eingriffsbereich des Eckenradius 
wurde der lokale Spanwinkel abhängig vom Vorschub berücksichtigt. So wurde eine 
Vorhersage der Schnitt- und Vorschubkraft mit Abweichungen von maximal 
ΔFz = 20 % ermöglicht [DANI16].  

In einer detaillierten Analyse der Eingriffsbedingungen entwickelten ZHUANG ET. AL. 
eine ein Modell zur Prognose der Zerspankraftkomponenten beim Tauchfräsen in Ab-
hängigkeit des Eingriffswinkels [ZHUA18]. Dabei wurde die Spanungsdicke und -breite 
für jeden Iterationsschritt unter Berücksichtigung der zu diesem Zeitpunkt geltenden 
radialen Werkzeugabdrängung ermittelt. Die Kraftmodellierung erfolgte anhand einer 
FE-Simulation aufbauend auf dem Werkstoffmodell nach JOHNSON und COOK mit An-
wendung im schrägen Schnitt. Das Modell wurde anhand von Tauchfräsuntersuchun-
gen mit dem Werkstoff TiAl6V4 validiert und ermöglichte für die untersuchten Anwen-
dungsfälle mit einem Werkzeugdurchmesser von d = 3 mm eine genaue Prognose der 
Zerspankraftkomponenten.  

Das Tauchfräsen ist aufgrund der hohen l / d-Verhältnisse und der daraus resultieren-
den geringen radialen Steifigkeit der Werkzeuge anfällig für regeneratives Rattern. Ne-
ben den Zerspankraftkomponenten existieren auch Untersuchungen zur Stabilitätsbe-
trachtung beim Tauchfräsen. Andere Modellierungsansätze betrachteten daher zu-
sätzlich den dynamischen Aspekt des Systems aus Maschine, Werkzeug und Werk-
stück sowohl im Zeit- [KO07] als auch im Frequenzbereich [ALTI06].  Für die Model-
lierung von Zerspankraftkomponenten beim Tauchfräsen existieren Ansätze unter-
schiedlicher Komplexität. Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird ein existierender Mo-
dellierungsansatz ausgewählt und dem Bedarf angepasst erweitert. 

2.3.4 Zwischenfazit 
Interim conclusion 

Das Tauchfräsen ist industriell etabliert für Anwendungen des Werkzeug- und Formen-
baus sowie für die Luftfahrt. Systematische Untersuchungen zur Fertigung von kleinen 
Bauteilen oder zum Tauchfräsen von Kupferwerkstoffen existieren aktuell nicht. Auf-
grund der axialen Vorschubbewegung wird beim Tauchfräsen davon ausgegangen, 
dass die Zerspankraft zu einem hohen Anteil axial in das Werkzeug eingeleitet wird 
und deshalb eine niedrige Biegebelastung entsteht. In Abhängigkeit von den Prozess-
randbedingungen können die Werkzeuge jedoch auch radial hoch belastet werden. 
Für den hier untersuchten Anwendungsfall des Tauchfräsens kleiner Bauteile aus 
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Messingwerkstoffen ist daher eine systematische Untersuchung und Auslegung des 
Prozesses erforderlich. 

2.4 Fazit und Ableitung des Forschungsbedarfs 
Conclusion and deduction of the need for research  

Durch einen Bleianteil von mPb = 1 - 4 % in Form fein dispergierter Ausscheidungen 
weisen die aktuell am Markt verfügbaren bleihaltigen Messingwerkstoffe eine exzel-
lente Zerspanbarkeit auf. Diese Werkstoffe werden aufgrund ihrer hohen elektrischen 
Leitfähigkeit, Korrosionsbeständigkeit und der guten Zerspanbarkeit häufig für die 
Massenfertigung von elektrischen Kontaktbauteilen verwendet. Aufgrund der umwelt- 
und gesundheitsschädlichen Wirkung des Schwermetalls Blei existieren weltweit Ge-
setzesvorhaben, die zukünftig die zulässigen Bleigehalte in Messingwerkstoffen an-
wendungsbezogen auf zumeist mPb < 0,1 % begrenzen. 

Daher werden in der Elektroindustrie zukünftig binäre Messingwerkstoffe wie CuZn42, 
CuZn40 und CuZn37 eingesetzt. Die Zerspanbarkeit dieser Werkstoffe ist wesentlich 
ungünstiger im Vergleich zu bleihaltigen Automatenmessingen. Gründe dafür sind die 
Bildung langer Späne, höhere Zerspankraftkomponenten, erhöhter Werkzeugver-
schleiß sowie teilweise reduzierte Bauteilqualität. Für die Sanitärindustrie oder elekt-
rotechnische Anwendungen mit geringer Stromdichte sind auch Si-haltige Sondermes-
singe wie CuZn21Si3P relevant, deren etwa 20 % höherer Preis durch kürzere Span-
formen beim Drehen gerechtfertigt wird. Industrielle Anwender sind aufgrund der zu-
künftigen Umstellung auf bleifreie Messingwerkstoffe gezwungen, sämtliche Zerspan-
prozesse neu auszulegen. In bisherigen Untersuchungen wurden Lösungsansätze für 
das Drehen, das Bohren und das Hochgeschwindigkeitsplanfräsen entwickelt.  

Eine Vielzahl von elektrotechnischen Kontaktbauteilen weisen rechteckige Quer-
schnitte auf, die zum Klemmen von elektrischen Leitern verwendet werden. Bei der 
Massenfertigung dieser Bauteile wird das Tauchfräsen als Schruppprozess eingesetzt. 
Dabei ist das Einhalten der Lagetoleranz der tauchgefrästen Kavität die größte Her-
ausforderung, da die Kavität als Führung für das lang auskragende Räumwerkzeug 
bei der abschließenden Endbearbeitung fungiert. Da mit den aus der Bearbeitung von 
bleihaltigen Messingen bekannten Prozessen keine ausreichende Qualität und Pro-
duktivität erreicht wird, ist eine systematische Untersuchung der prozesstechnologi-
schen Ursachen erforderlich. Die Adaption der Werkzeuggeometrie und der Prozess-
bedingungen an die Zerspanbarkeit von bleifreien Messingwerkstoffen ist dabei die 
zentrale Herausforderung. 

Eine Forschungslücke existiert hinsichtlich des Tauchfräsen von bleifreien Messing-
werkstoffen. Arbeiten zur Zerspanung von bleifreien Kupferwerkstoffen beschränken 
sich auf das Drehen, Bohren, Gewinden oder das Hochgeschwindigkeitsfräsen mit 
Schnittgeschwindigkeiten oberhalb von vc = 1000 m/min. Wissenschaftliche Untersu-
chungen zum Tauchfräsen beschränken sich meist auf Anwendungen aus dem Werk-
zeug-, Formen-, und Turbinenbau mit Werkzeugdurchmessern d ≥ 10 mm. Die 
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Ergebnisse sind daher sowohl hinsichtlich der untersuchten Werkstoffe als auch der 
Größenskala des Zerspanprozesses nur eingeschränkt auf das Tauchfräsen von blei-
freien Kupferwerkstoffen in der Elektroindustrie übertragbar. Eine systematische Iden-
tifikation der zerspantechnologischen Herausforderungen ist daher erforderlich.  

Der in dieser Arbeit untersuchte Prozess ist mit Werkzeugdurchmessern von d = 2 mm 
im Übergangsbereich zur Mikrobearbeitung einzuordnen. Es ist daher denkbar, dass 
der Spanabtransport erschwert wird und die Steifigkeit der einsetzbaren Werkzeuge 
geringer ist als beim Tauchfräsen in größeren Kavitäten. Eine weitere Wissenslücke 
besteht bezüglich der Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen den Prozesseinstell-
größen, den Werkstoffeigenschaften und der Zerspanbarkeit beim Tauchfräsen von 
bleifreien Messingwerkstoffen. Dieses Wissen ist als Grundlage für die Prozessopti-
mierung erforderlich. Darüber hinaus existiert aktuell kein Ansatz zur wissensbasierten 
Werkzeug- und Prozessauslegung für einen solchen Tauchfräsprozess. Dies motiviert 
den Forschungs- und Entwicklungsprozess in dieser Arbeit. 
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3 Problemstellung, Zielsetzung und Vorgehens-
weise 
Problem, objective and approach 

Die heutzutage in der Massenfertigung verwendeten Automatenmessinge enthalten 
Blei als Legierungselement zur Verbesserung der Zerspanbarkeit. Da Blei umwelt- und 
gesundheitsschädlich ist, wurden seit der Jahrtausendwende weltweit zahlreiche Ge-
setzesvorhaben erlassen, um die Verwendung von Blei in Kupferwerkstoffen drastisch 
zu reduzieren. Die meisten dieser Regelungen sind aktuell noch durch zeitlich befris-
tete Ausnahmeregelungen außer Kraft gesetzt [MINI06, EURO18b] oder der relevante 
Beurteilungsprozess ist noch nicht abgeschlossen [EURO20]. Durch den Entfall des 
Legierungselements Blei in Automatenmessingen (mPb < 0,2%) werden die Prozess-
sicherheit, die Produktivität und die Wirtschaftlichkeit bei der Zerspanung dieser Werk-
stoffe reduziert.  

Das Drehen von bleifreien Messingen untersuchte NOBEL [NOBE16a]. Seine Untersu-
chungen zeigten, dass durch eine gezielte Werkzeug- und Prozessauslegung bei der 
Drehbearbeitung die Produktivität wesentlich gesteigert werden kann. Das Tauchfrä-
sen unterscheidet sich hinsichtlich der Kinematik maßgeblich vom Drehen und hat ins-
besondere in der Elektro- und Elektronikindustrie bei der Massenfertigung von Kon-
taktbauteilen eine zentrale Bedeutung. Dort wird meist mit lang auskragenden Werk-
zeugen mit kleinen Durchmessern (1 mm ≤ d ≤ 5 mm) durch Tauchfräsen ein Kanal 
für eine anschließende Räumbearbeitung erzeugt. Erste Anwender aus der Industrie 
berichten von Werkzeugbrüchen aufgrund von unzureichendem Spanabtransport und  
einer seitlichen Abdrängung des Fräswerkzeugs, die die weitere Bearbeitung er-
schwert. In der Praxis ist daher die erzielbare Produktivität und Prozesssicherheit ge-
ring. Da bisher keine systematischen Zerspanuntersuchungen  durchgeführt wurden, 
existiert eine Wissenslücke hinsichtlich der Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen 
den Prozessstellgrößen, der Werkstoffzusammensetzung und den Bewertungskrite-
rien Werkzeugabdrängung und Spanabtransport beim Tauchfräsen von bleifreien Kup-
ferwerkstoffen. Diese sollte geschlossen werden, um nach der Umstellung auf bleifreie 
Kupferwerkstoffe eine gleichbleibende Produktivität und Qualität zu ermöglichen und 
so die Wettbewerbsfähigkeit der europäischen Elektroindustrie zu unterstützen. 

Zielsetzung 

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es deshalb, eine systematische Werkzeug- und Pro-
zessauslegung beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen unter Berück-
sichtigung der werkstoff- und prozessspezifischen Herausforderungen durchzuführen. 
Neben dem Einfluss der Werkstoffeigenschaften, der Prozessstrategie und der 
Schnittparameter wird dabei besonderes Augenmerk auf den Einfluss der Werkzeug-
geometrie auf die radialen und axialen Zerspankraftkomponenten gelegt. Aus dieser 
Problemstellung und Zielsetzung wird die folgende Forschungshypothese abgeleitet:  
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Die Kenntnis der Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen den Eingangs- und Ziel-
größen der Tauchfräsbearbeitung von bleifreien Messingwerkstoffen ermöglicht eine 

wissensbasierte Werkzeug- und Prozessauslegung mit gesteigerter  
Prozesssicherheit und Produktivität. 

Zur Untersuchung dieser Hypothese werden die folgenden Forschungsfragen (FF) be-
antwortet: 

1. Wie können die Herausforderungen beim Tauchfräsen von bleifreien Messing-
werkstoffen quantifiziert werden und welche Eingangs- und Zielgrößen sind da-
bei relevant? 

2. Welche Ursache-Wirkzusammenhänge bestehen zwischen diesen Eingangs- 
und Zielgrößen? 

3. Wie kann aus der Kenntnis der Ursache-Wirkzusammenhänge ein Gestaltungs-
modell für die systematische Werkzeug- und Prozessauslegung abgeleitet wer-
den? 

4. Welche Produktivität ist in einem industrierelevanten Tauchfräsprozess durch 
Anwendung des Gestaltungsmodells erreichbar? 

Vorgehensweise 

Als Lösungsstrategie wird der Forschungsprozess der angewandten Wissenschaft 
nach ULRICH verwendet [ULRI76, ULRI84, ULRI01], Abbildung 3.1. Die angewandten 
Wissenschaften nach ULRICH verfolgen das Ziel, bei der Entwicklung von Gestaltungs-
modellen anwendungsnahe Zusammenhänge zu erfassen und zu untersuchen 
[ULRI01]. Das untersuchte Problem wird in der Realitätsebene erfasst, typisiert und 
beschrieben. Durch Induktion erfolgt in der abstrakten Modell-Ebene die gesonderte 
Untersuchung einzelner Ursache-Wirkzusammenhänge und deren modellhafte Abbil-
dung. Der deduktive Rückschritt in die Realitätsebene erfolgt abschließend durch die 
Prüfung der Regeln in praxisnahen Anwendungsszenarien. So ist der anwendungsori-
entierte Forschungsprozess für die Werkzeug- und Prozessauslegung in der Zerspan-
technologie geeignet [ESSI10, NOBE16a, VOGT16]. Daraus ergibt sich die nachfol-
gende Gliederung dieser Arbeit. 

In Kapitel 4 erfolgt die „Erfassung und Untersuchung des relevanten Anwendungszu-
sammenhangs“ durch eine Zerspanbarkeitsanalyse beim Tauchfräsen von bleifreien 
Kupferwerkstoffen im aktuellen Stand der Technik. Die prozess- und werkstoffspezifi-
schen Herausforderungen werden systematisch untersucht und geeignete Zielgrößen 
für die Prozessbewertung daraus abgeleitet. Diesen Zielgrößen werden durch eine 
Paretoanalyse die jeweils relevantesten Eingangsgrößen zugeordnet und so wird die 
erste Forschungsfrage beantwortet. Aufgrund ihrer hohen industriellen Relevanz wer-
den im Rahmen dieser Arbeit die Versuchswerkstoffe CuZn37, CuZn42 und 
CuZn21Si3P untersucht.  
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Abbildung 3.1: Gliederung der Arbeit in Anlehnung an den Forschungsprozess nach ULRICH
[ULRI76]
Structure of the thesis based on the research process by Ulrich [ULRI76]

Die Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen den relevanten Eingangs- und Zielgrö-
ßen werden in Kapitel 5 in der Modellebene untersucht, um die Grundlage für eine 
systematische Werkzeug- und Prozessauslegung zu schaffen. Dies erfolgt anhand von 
Zerspanuntersuchungen im Real- und Analogieprozess. Durch die Analyse der zu-
grundeliegenden Wirkmechanismen wird die zweite Forschungsfrage beantwortet. 
Aus diesen Erkenntnissen wird zur Beantwortung der dritten Forschungsfrage ein Ge-
staltungsmodell für die Werkzeug- und Prozessentwicklung abgeleitet (Kapitel 6). Dies 
beinhaltet ein Prognosemodell für die radiale Zerspankraftkomponente beim Tauch-
fräsen in Abhängigkeit von der Werkzeuggeometrie und den Schnittparametern.

Das entwickelte Gestaltungsmodell wird anschließend in einem praxisnahen Anwen-
dungsszenario validiert (Kapitel 7). Durch die Abschätzung der Steigerung der Produk-
tivität und Bearbeitungsgenauigkeit gegenüber dem aktuellen Stand der Technik wird 
die vierte Forschungsfrage beantwortet. Die Arbeit schließt mit einer Zusammenfas-
sung der Erkenntnisse und deren kritischer Reflektion sowie einem Ausblick auf noch 
offene Fragestellungen.
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4 Identifikation relevanter Einfluss- und Zielgrößen 
Identification of relevant influencing factors and target objectives 

In diesem Kapitel werden die Versuchswerkstoffe hinsichtlich ihrer chemischen Zu-
sammensetzung, ihrer Gefügeausbildung und ihrer physikalischen Eigenschaften cha-
rakterisiert. Anschließend wird die Zerspanbarkeit der Versuchswerkstoffe beim 
Tauchfräsen systematisch analysiert und Einflüsse von Werkzeuggeometrie, Schnitt-
parametern und Werkstoff untersucht. Im Rahmen einer Paretoanalyse werden an-
schließend die statistisch signifikanten Effekte und Wechselwirkungen ermittelt. Ziel 
dabei ist die systematische Bewertung der werkstoff- und prozessspezifischen Her-
ausforderungen beim Tauchfräsen bleifreier Messinge. Zur Beantwortung der ersten 
Forschungsfrage dieser Arbeit werden daraus die technologisch relevanten Einfluss- 
und Zielgrößen abgeleitet. 

4.1 Charakterisierung der Versuchswerkstoffe 
Characterization of the workpiece materials 

Bleifreie Cu-Zn-Legierungen wurden für unterschiedliche technische Anwendungsbe-
reiche entwickelt. Die Auswahl der Werkstoffe erfolgte in Abstimmung mit dem projekt-
begleitenden Ausschuss des AiF-IGF-Projektes 20029 N, dessen Bestandteil die Ar-
beiten in diesem Kapitel waren [BAIE21a]. Auf Basis von Anwendergesprächen wur-
den so die Werkstoffe CuZn37, CuZn42 und CuZn21Si3P als industriell relevant iden-
tifiziert. Diese Werkstoffe sind chemisch unterschiedlich zusammengesetzt und wei-
sen deshalb deutliche Unterschiede in ihrer Gefügeausbildung und ihren physikali-
schen Eigenschaften auf. CuZn37 repräsentiert die Werkstoffgruppe der sogenannten 
homogenen Messinge, die fast vollständig aus α-CuZn bestehen. CuZn42 bildet auf-
grund des höheren Zinkgehalts etwa φβ = 50 % β-Phase aus und wird stellvertretend 
für die heterogenen Messingwerkstoffe eingesetzt. Aus der Gruppe der siliziumhalti-
gen Sondermessinge wurde der Werkstoff CuZn21Si3P ausgewählt. Sämtliche Werk-
stoffe sind im Sinne der RoHS und der ELV-Richtlinie bleifrei mit einem Bleigehalt von 
mPb ≤ 0,1 % und deshalb in der Elektro- und Automobilindustrie zur Nutzung zugelas-
sen [EURO00, EURO11]. Zusätzlich gelten die Werkstoffe als trinkwasserhygienisch 
geeignet und sind auf der Positivliste des Umweltbundesamtes gelistet [UMWE18].  

Die Werkstoffe wurden in einem industriellen Prozess mit der Fertigungsfolge Strang-
gießen, Warmfließpressen und Kaltziehen hergestellt. Der Halbzeugdurchmesser be-
trug dH = 10 mm. Die chemische Zusammensetzung und die physikalischen Eigen-
schaften sind in Tabelle 4.1 und Tabelle 4.2 zusammengefasst. Tabelle 4.3 zeigt me-
tallographische Schliffbilder der Versuchswerkstoffe. Die daraus ermittelten volumetri-
schen Anteile der Gefügephasen sind in Tabelle 4.4 dargestellt. 

Die Gefügeausbildung von Cu-Zn-Werkstoffen ohne weitere Legierungselemente 
hängt primär vom Zinkanteil und der thermomechanischen Werkstoffbehandlung (Ab-
kühlgeschwindigkeit, Kaltumformung) ab [GOTT14, NOBE16a, S. 34]. Bei der 
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Herstellung der Versuchswerkstoffe wurde keine Wärmebehandlung angewendet. Die 
chemische Zusammensetzung und die Kaltverfestigung bestimmten daher überwie-
gend die Gefügeausbildung. 

Tabelle 4.1: Chemische Zusammensetzung der Versuchswerkstoffe in Gew.-% 
Chemical composition of the workpiece materials in wt% 

Werkstoff Cu Zn Pb Si Ni Sn Fe P 

CuZn37 64,3 35,7 0,034 0 0,002 0 0,01 0 

CuZn42 56,7 42,4 0,086 0 0,266 0,293 0,256 0,001 

CuZn21Si3P 76,3 20,3 0,022 3,27 0,009 0,016 0,044 0,051 
 
Tabelle 4.2: Physikalische Eigenschaften der Versuchswerkstoffe 

Physical properties of the workpiece materials 

Werkstoff Zugfes-
tigkeit 
Rm / MPa 

Streck-
grenze 
Rp0,2 / MPa 

Bruch-
dehnung 
A20 / % 

Brinellhärte 
HB 2,5/31,25 

Wärmeleitfä-
higkeit λ / 
(W/mK) 

Kern Rand 
CuZn37 400 320 43 108 123 120 
CuZn42 595 495 18 152 156 113 
CuZn21Si3P 681 461 27 159 176 35 

 

CuZn37 ist eine Cu-Zn-Legierung, die aufgrund ihrer hohen elektrischen Leitfähigkeit 
und der guten Kaltumformbarkeit in Form von Profilstangen und -drähten für die Ferti-
gung von elektrotechnischen Verbindungselementen aller Art verwendet wird. Der ein-
gesetzte Versuchswerkstoff mit der Legierungsbezeichnung 023 von der Fa. 
DIEHL METALL wies mit mcu = 64,3 % einen Kupfergehalt am oberen Rand des nach 
DIN CEN/TS 13388 zulässigen Bereichs auf [DIEH19, DIN20]. 

Der CuZn37-Werkstoff bestand fast vollständig aus der α-Phase mit kfz-Gitterstruktur. 
Diese ist im metallographischen Schliffbild an den Zwillingslinien zu erkennen 
[GOTT14, S. 2]. Der geringe Restanteil der β-Phase (φβ = 1%) aus der Erstarrung (vgl. 
Abbildung 2.1) wurde linienförmig in Stangenlängsrichtung ausgeschieden. Diese 
Form der Ausscheidung wurde durch das Fließbild beim Strangpressen mit anschlie-
ßender Rekristallisation begründet und wird als β-Zeile bezeichnet [REET06]. Die 
Korngröße lag im Bereich 10 - 45 μm. Die Härte und die Zugfestigkeit waren aufgrund 
des reinen α-Gefüges deutlich niedriger als bei den Versuchswerkstoffen mit hetero-
genem Gefüge. Im Randbereich des Halbzeugs trat aufgrund der Kaltumformung bei 
der Stangenherstellung Kornfeinung auf eine Korngröße von etwa 5 - 20 μm auf, die 
zu einer lokalen Härtesteigerung führte (vgl. Tabelle 4.2). Die Zerspanbarkeit von 
CuZn37 ist aufgrund der hohen Werkstoffduktilität geprägt durch Fließspanbildung und 
hohe Zerspankraftkomponenten (vgl. Kapitel 2.2.3).  



4 Identifikation relevanter Einfluss- und Zielgrößen 41 

 

Tabelle 4.3: Metallographische Schliffbilder der Versuchswerkstoffe  
Cross sections of the workpiece materials  

 Stirnfläche Stangenlängsrichtung 
 Kernbereich Kernbereich Randbereich 
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Tabelle 4.4:  Phasenanteile der Versuchswerkstoffe 
Phase content of the workpiece materials 

Werkstoff 
Anteil  
α-Phase 
φα / % 

Anteil  
β-Phase 
φβ / % 

Anteil  
γ-Phase 
φγ / % 

Anteil  
κ-Phase 
φκ / % 

CuZn37 99 1 - - 
CuZn42 40 60 - - 
CuZn21Si3P 60 - 5 35 

 
Der Werkstoff CuZn42 mit der Handelsbezeichnung BlueBrass PNA 277 von der Fa. 
AURUBIS wies aufgrund des Zinkgehalts von mZn = 42,4 % einen Anteil von etwa 
φβ = 60 % β-Phase auf. Im Vergleich zu CuZn37 lagen deshalb Zugfestigkeit und Härte 
bei geringerer Bruchdehnung wesentlich höher (vgl. Kapitel 4.2). Die Korngröße lag im 
Bereich zwischen 20 und 80 μm. Im Gefügeschliff sind die unregelmäßig verteilten α- 
Körner zu erkennen, die bei der Abkühlung der Schmelze aus der β-Phase ausge-
schieden wurden (Tabelle 4.3). Beim Zerspanen von CuZn42 mit einer geeigneten 
Spanformrillengeometrie entstehen zumeist segmentierte Späne bei moderaten Zer-
spankraftkomponenten (vgl. Kapitel 2.2.3). 

Die Eigenschaften des Werkstoffs CuZn21Si3P werden maßgeblich durch die Si-hal-
tigen intermetallischen Phasen κ (Cu8Zn2Si, φκ = 35 %) und γ (Cu4ZnSi, φγ = 5 %) be-
stimmt [BRÄU09]. Im Vergleich zum nahezu reinen α-CuZn beim Werkstoff CuZn37 
werden dadurch die Zugfestigkeit und Härte trotz geringerem Zinkgehalt wesentlich 
gesteigert (vgl. Tabelle 4.2). Die dabei auftretenden Wirkmechanismen beschreibt Ka-
pitel 2.1.2. Der für die Zerspanuntersuchungen verwendete Werkstoff mit der Legie-
rungsbezeichnung SW1 wurde von den WIELAND WERKEN bereitgestellt. Beim Drehen 
von CuZn21Si3P entstehen aufgrund der enthaltenen harten Phasen kurze Späne bei 
moderaten Zerspankraftkomponenten und ein schnell voranschreitender abrasiver 
Werkzeugverschleiß (vgl. Kapitel 2.2.3). 

4.2 Versuchsaufbau und Versuchsprogramm 
Experimental setup and program 

Die Zerspanbarkeitsanalyse zum Tauchfräsen wurde mit den drei bleifreien Kupfer-
werkstoffen CuZn21Si3P, CuZn37 und CuZn42 durchgeführt. Tabelle 4.5 zeigt eine 
Übersicht über das Versuchsprogramm. Die Auswahl der Schnittparameter, Versuchs-
aufbauten und Werkzeuge richtete sich nach dem jeweiligen Bewertungskriterium. Die 
Bewertung der Zerspanbarkeitskriterien Spanform, Zerspankraft und Bauteilqualität 
erfolgte anhand eines vollfaktoriellen Versuchsplans auf einem Fräszentrum. Die Ver-
schleißuntersuchungen wurden separat davon auf einem Drehzentrum durchgeführt, 
um eine höhere Schnittzahl mit vertretbarem Zeit- und Werkstoffaufwand zu erhalten.  
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Da die Untersuchungen in diesem Kapitel Bestandteil des AiF-IGF Vorhabens 20029 N 
waren, erfolgte die Werkzeugauswahl in Zusammenarbeit mit dem projektbegleiten-
den Ausschuss [BAIE21a]. Die Fa. GÜHRING stellte ein in der industriellen Praxis ver-
wendetes Katalogprodukt (Werkzeug A und B) und das Sonderwerkzeug C bereit, das 
nach dem Erfahrungswissen auf den Anwendungsfall abgestimmt wurde. So wurde 
der Einfluss von unterschiedlichen Werkzeuggeometrien abgeschätzt. Eine ausführli-
che Untersuchung des Einflusses einzelner Werkzeuggeometriemerkmale erfolgt in 
Kapitel 5. 

Tabelle 4.5: Übersicht über das Versuchsprogramm zum Tauchfräsen 
Overview of the experimental programme for plunge milling 

Bewertungskriterien Spanform, Zerspankraft, 
Bauteilqualität Werkzeugverschleiß 

Maschine DMG MORI NHX 5000 DMG MORI NZX 1500 

Werkzeuge A, B, C A, B 

vc / (m/min) 50; 100 62,8 

p / mm 0,2; 0,5 0,5 

fz / mm 0,015; 0,03 0,015 

Werkstoffe CuZn21Si3P, CuZn37, 
CuZn42 

CuZn42 

Kühlschmierstoff Emulsion, 6%,  
BLASER Vasco TP 

Ölbasiert,  
BLASER Blasomill GT 22 

 
Die Schaftfräser aus Hartmetall hatten stets einen Durchmesser von d = 2 mm 
(Tabelle 4.6). Werkzeug A war ein industriell verwendetes Werkzeug mit z = 2 Schnei-
den und einem Eckenradius von rε = 0,1 mm. Es repräsentierte den Stand der Technik 
und war mit einer Nanocompositebeschichtung aus (Ti,Al)N/Si3N4 versehen, was ei-
nen Schneidkantenradius von rβ = 15,9 μm erzeugte. Werkzeug B unterschied sich 
von Werkzeug A lediglich durch die Abwesenheit einer Beschichtung und wies einen 
Schneidkantenradius von rβ = 5,0 μm auf. Das Werkzeug C war ein unbeschichtetes 
Sonderwerkzeug mit z = 4 Schneiden, das nach dem Erfahrungswissen der Fa. 
GÜHRING auf den Anwendungsfall abgestimmt wurde. Im Gegensatz zu den Werkzeu-
gen A und B hatte es an der Schneidenecke eine Fase anstelle eines Radius.  

Die Auswahl der initialen Schnittparameter und Prozessrandbedingungen erfolgte auf 
Basis von Expertengesprächen mit Anwendern aus der Elektroindustrie sowie dem 
Werkzeughersteller. Zur Untersuchung von Spanform, Zerspankraftkomponenten und 
Bauteilqualität wurden die drei Versuchswerkzeuge aus Tabelle 4.6 eingesetzt. Die 
Schnittgeschwindigkeit vc, der Pitch p und der Vorschub je Zahn fz wurden in je zwei 
Stufen eingestellt. Die Untersuchungen wurden auf dem Fräszentrum NHX 5000 von 
der Fa. DMG MORI durchgeführt (Abbildung 4.1 a). Der Kühlschmierstoff wurde per 
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Überflutungskühlung zugeführt. Die Versuchswerkzeuge waren in einem Hydrodehn-
futter gespannt, um eine möglichst geringe Rundlaufabweichung zu erhalten. Zur Mes-
sung der Zerspankraftkomponenten wurde eine dreiachsige piezoelektrische Kraft-
messplattform vom Typ 9119AA2 der Fa. KISTLER eingesetzt.  

Tabelle 4.6:  Geometrie und Schneidstoffe der Versuchswerkzeuge 
Geometry and cutting material data of the tools 

Werkzeug- 
bezeichnung A B C 

Werkzeug 

  

 

Herstellerbezeichnung 3865 3865 HB8 303576129 
Werkzeughersteller Gühring KG 
Durchmesser d / mm 2 
Zähnezahl z / - 2 4 
Drallwinkel δ / ° 30 35 
Auskraglänge lk / mm 18 36 
Eckenradius rε; Fasen-
breite bγ / mm rε = 0,2 mm bγ = 0,08 mm x 

45° 
Umfangsspanwinkel 
 γr / ° 8 3 

Stirnspanwinkel γs / ° 5 
Stirnfreiwinkel αs / ° 12 10 
Einstellwinkel der 
Stirnschneide κr / ° 90 94 

Hartmetallsubstrat K20 - K30 (GÜHRING DK500UF) 
mCo = 12%; dK = 0,5 μm 

K05 - K10 
(GÜHRING K55SF) 

mCo = 9%; 
dK = 0,2 - 0,5 μm 

Beschichtung 
Nanocomposite 
(Ti,Al)N/a-Si3N4 
(GÜHRING Sig-

num) 

- - 

Schneidkantenradius 
rβ / μm 15,9 5,0 8,1 

 
Die Versuchsbauteile (Abbildung 4.1 b) waren Zylinder mit einer Länge von L = 14 mm 
und einem Durchmesser von d = 10 mm. Zur Versuchsvorbereitung wurden zwei 
Durchgangsbohrungen in die Stirnseite eingebracht. Die Versuchsdurchführung zum 

1 mm 1 mm 1 mm
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Tauchfräsen erfolgte davon ausgehend mit jeweils vier Schnitten entlang einer gera-
den Führungsbahn. Jeder Versuchspunkt wurde zwei Mal durchgeführt. Die Messung 
des seitlichen Versatzes der tauchgefrästen Kavität erfolgte mit einem Auflichtmikro-
skop vom Typ VHX-900F der Fa. KEYENCE. Die Messergebnisse für Kraft und Bauteil-
geometrie wurden jeweils über zwei Messungen gemittelt. Die Abwesenheit von Werk-
zeugverschleiß wurde nach der Durchführung jedes Versuchsblocks verifiziert, um ei-
nen Einfluss auf die Versuchsergebnisse auszuschließen.

Abbildung 4.1: Versuchsaufbau auf dem Fräszentrum DMG MORI NHX 5000 (a) und sche-
matische Geometrie der Versuchswerkstücke (b)
Experimental setup on the milling machine DMG MORI NHX 5000 (a) and 
schematic geometry of the workpieces (b)

Die Untersuchungen zur Bewertung des Werkzeugverschleißes wurden aufgrund der 
höheren Produktivität auf dem Drehzentrum DMG MORI NZX 1500 durchgeführt 
(Abbildung 4.2). Als Schnittparameter wurden aufbauend auf den Arbeiten von Witty 
[WITT12, WITT14] ein hoher Pitch von p = 0,5 mm und ein geringer Vorschub von 
fz = 0,015 mm ausgewählt. Die Bearbeitung erfolgte an der Stirnseite der Halbzeug-
stangen. Ausgehend von einer Pilotbohrung, deren Herstellung nicht Bestandteil der 
Untersuchungen war, wurden je Bauteil 33 Tauchfrässchnitte entlang einer konzentri-
schen Mittelpunktsbahn gefertigt (Abbildung 4.2 b). Der Vorschubweg je Schnitt betrug 
dabei lf = 12 mm. 

Abbildung 4.2: Versuchsaufbau für die Verschleißuntersuchungen auf dem Drehzentrum 
DMG MORI NZX 1500 (a) und Geometrie der Versuchswerkstücke (b)
Experimental setup for tool wear evaluation on the turning machine DMG 
MORI NZX 1500(a) and geometry of the workpieces (b)
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4.3 Ergebnisse der Zerspanbarkeitsanalyse 
Results of the machinability analysis 

Die Ergebnisse der Zerspanbarkeitsanalyse hinsichtlich der Spanform, der Zerspan-
kraftkomponenten, der Bauteilqualität und des Werkzeugverschleißes werden im fol-
genden Abschnitt vorgestellt. 

4.3.1 Spanform und Spanbildungsmechanismus 
Chip form and chip formation mechanism 

Die Spanform hat erheblichen Einfluss auf die Prozesssicherheit beim Tauchfräsen in 
engen Kavitäten, da ungünstig geformte Späne einen sicheren Spanabtransport er-
schweren [WITT12, WITT14, BAIE21a, BAIE21b]. Auf Basis der Untersuchungen zum 
Drehen bleifreier Messinge [NOBE14, NOBE16b] wurden erwartet, dass lange Späne 
mit hoher Spanstauchung entstehen. Beim Bohren mit Durchmesser D = 1 mm war in 
einigen Fällen mangelhafter Spanabtransport Ursache für eine niedrige Prozesssi-
cherheit [NOBE16a].  

Die in der Zerspanbarkeitsanalyse erzeugten Späne unterschieden sich in Abhängig-
keit von Werkstoff und Schnittparametern. Die Späne, die mit den Werkzeugen A und 
B erzeugt wurden, waren aufgrund des instabilen Prozesses deformiert, sodass keine 
systematische Auswertung möglich war. Abbildung 4.3 zeigt deshalb die Späne, die 
mit Werkzeug C erzeugt wurden, da diese am besten reproduzierbar waren. 

Bedingt durch die Kinematik des Tauchfräsens hatten die Späne den charakteristi-
schen Verlauf der Spanungsbreite von null an beiden Enden zu einem Maximum in 
der Mitte des Spans. In einigen Fällen lag das Maximum der Spanungsbreite näher 
am Spanende der Werkzeugeintrittsseite. Dies war insbesondere beim Tauchfräsen 
von CuZn37 mit einem Pitch von p = 0,2 mm deutlich ausgeprägt. Mögliche Ursachen 
hierfür waren das Brechen von Spänen beim Kontakt mit der Spankammer oder dem 
Werkstück sowie der Ploughing-Effekt im Bereich des Schneideneintritts.  

Ploughing entsteht bei Unterschreitung der Mindestspanungsdicke [ALBR60]. Diese 
bezeichnet die Spanungsdicke, die zum Trennen eines Spans minimal erforderlich ist 
und liegt werkstoff- und prozessabhängig im Bereich zwischen 5 % und 90 % des 
Schneidkantenradius rβ [SHIM93, VOGL04, KLOC07, TÖNS11, S. 17, DENK14, 
KLOC18, S. 292 f.]. Bei Spanungsdicken unterhalb des Schneidkantenradius rβ hat 
der nominale Spanwinkel keinen Einfluss mehr, da nur der Radius der Schneidkante 
im Eingriff ist. Dadurch wird der effektive Spanwinkel negativ [KLOC18, S. 292], und 
das Quetschen des Werkstoffs auch beim Trennen eines Spans begünstigt. 

Die Späne wurden kegelförmig gerollt. Der Spanaufwärts- und -seitwärtskrümmungs-
radius unterschied sich dabei in Abhängigkeit von Werkstoff und Vorschub. Bei einem 
Pitch von p = 0,2 mm waren Spanaufwärts- und -seitwärtskrümmungsradius etwa 
gleich. Bei p = 0,5 mm war der Spanaufwärtskrümmungsradius geringer als der seitli-
che Spankrümmungsradius. Ausnahme hiervon waren die Späne aus CuZn37, die bei 
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einem Pitch von p = 0,2 mm keine sichtbare Krümmung aufwiesen. Eine Erhöhung des 
Pitches p bewirkte eine Verringerung der Spankrümmungsradien.  

 
Abbildung 4.3:  Spanformen in Abhängigkeit von Werkstoff, Vorschub und Pitch 

Chip forms depending on workpiece material, feed and pitch 

In Abhängigkeit vom eingesetzten Versuchswerkzeug entstanden unterschiedliche 
Spanformen (Abbildung 4.4). Beim Tauchfräsen mit dem vierschneidigen Werkzeug C 
entstanden Späne mit reproduzierbarer und klar definierter Geometrie. Bei der Bear-
beitung von CuZn21Si3P und CuZn42 waren diese kegelig gerollt und bei der Zer-
spanung von CuZn37 entstanden nahezu flache und nur etwa halb so lange Späne 
aufgrund von höherer Spanstauchung. Der Schneideckenradius des zweischneidigen 
Werkzeugs A betrug rε = 0,2 mm im Vergleich zur Fase mit einer Breite von 
bγ = 0,08 mm bei Werkzeug C. Deshalb war in einem größeren Bereich der Spanungs-
länge die Schneidenecke im Eingriff und in der Struktur der Spanoberseite ist der 
Schneideckenradius erkennbar.  

Ploughing trat im Bereich des Übergangs zwischen dem Schneideckenradius und der 
Umfangsschneide der Werkzeuge A und B auf. Da sich dort die lokale Spanungsdicke 
null annähert (vgl. Abbildung 2.11), wurde in diesem Bereich die Mindestspanungsdi-
cke unterschritten. Das unbeschichtete Werkzeug B wies einen mittleren Schneidkan-
tenradius von rβ = 5,0 μm auf. Durch seine Beschichtung hatte Werkzeug A einen grö-
ßeren Schneidkantenradius von rβ = 15,9 μm. Der Randbereich der Späne unterschied 
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sich daher in Abhängigkeit vom eingesetzten Werkzeug. Wegen des größeren 
Schneidkantenradius trennte das Werkzeug A im Randbereich kein Span, sondern rieb 
über die Bauteiloberfläche. Beim Tauchfräsen mit dem unbeschichteten, scharfschnei-
digen Werkzeug B wurde der aufgestaute Werkstoff periodisch getrennt. Dadurch ent-
standen Ausfransungen am Rand des Spans. WITTY beschrieb diesen instationären 
Spanbildungsmechanismus beim Tauchfräsen von X3CrNiMO13-4 [WITT12, WITT14, 
S. 46]. 

 
Abbildung 4.4: Spanformen in Abhängigkeit vom Werkzeug und Werkstoff 

Chip form depending on tool and workpiece material 

Da Werkzeug C eine Fase an den Schneidenecke anstelle eines Radius bei den Werk-
zeugen A und B aufwies, wurden nur in einem sehr kleinen Bereich Spanungsdicken 
unterhalb einer Mindestspanungsdicke erzeugt. Deshalb traten am Übergang zur Ne-
benschneide weniger Reib- bzw. Quetscheffekte (Ploughing-Effekt, s.o.) auf. Die er-
zeugten Späne hatten keine sichtbaren Ausfransungen im Randbereich. 

Neben der Schneidengeometrie hatte auch der Werkstoff einen Einfluss auf die Bil-
dung von Ausfransungen. Aufgrund der höheren Zähigkeit und des damit einherge-
henden höheren Umformpotentials des Werkstoffs vor der Trennung eines Spans war 
die Ausfransungsbildung bei der Bearbeitung von CuZn37 ausgeprägter als bei der 
Zerspanung der anderen Versuchswerkstoffe. In einigen Fällen entstanden Aus-
fransungen mit einer Länge von bis zu 1,5 mm am Rand des Spans (Abbildung 4.5).  
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Abbildung 4.5: Ausfransungen am Span im Eingriffsbereich der Umfangsschneiden beim 

Tauchfräsen von CuZn37 
Fringes at the chips edge in the cutting area of the circumferential blades in 
plunge milling of CuZn37 

Die Spankammern des Werkzeugs C waren aufgrund der Schneidenzahl von z = 4 
wesentlich schmaler als bei den zweischneidigen Werkzeugen A und B. Beim Tauch-
fräsen mit diesem Werkzeug wurden daher vielfach Späne beim Ablauf durch die 
Spankammer durch den unzureichenden Platz in der Spankammer deformiert 
(Abbildung 4.6). Bei Anwendung eines hohen Vorschubs von fz = 0,03 mm für die Be-
arbeitung von CuZn42 und CuZn37 führte solcher Spanstau zum Werkzeugbruch. 

 
Abbildung 4.6: Beispiele für deformierte Späne beim Tauchfräsen von CuZn42 mit Werk-

zeug C (a, b) und dadurch verursachter Werkzeugbruch (c)  
Examples for deformed chips from plunge milling of CuZn42 with tool C (a, 
b) and tool breakage caused by it (c) 

Spansegmentierung und Spanstauchung 

Die Bewertung der Spanstauchung erfolgte anhand von metallographischen Schliffbil-
dern in Längsrichtung des Spans. Eine valide quantitative Messung der Spanstau-
chung war nicht möglich, da aufgrund der geringen Größe der Späne kein Einbetten 
senkrecht zur Trennebene sichergestellt werden konnte. Für eine detailliertere Unter-
suchung von Spandickenstauchung und -querschnittsfläche wird auf Kapitel 5.2 ver-
wiesen.  
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Wie vom Drehen bekannt [PARS12, NOBE16a] wurde beim Tauchfräsen von CuZn37 
eine höhere Spanstauchung als bei der Bearbeitung von CuZn42 oder CuZn21Si3P 
erzeugt (vgl. Abbildung 4.7). Der Werkstoff CuZn21Si3P erzeugte die geringste Span-
stauchung.  

Das Gefüge des Werkstoffs CuZn37 wurde durch die Tauchfräsbearbeitung homogen 
verformt, es fand also Fließspanbildung statt. An der Spanunterseite befand sich eine 
ausgeprägte plastische Deformationszone, was auf einen hohen Grad an Adhäsion in 
der Spankontaktzone hindeutet. Aufgrund seines heterogenen Gefüges (φβ ≈ 60%) 
und der geringeren Bruchdehnung als bei CuZn37 wiesen die Späne aus CuZn42 ei-
nen höheren Segmentierungsgrad auf. Dies manifestierte sich in einer geringeren De-
formation des Grundgefüges und dem Auftreten von adiabaten Scherbändern, in de-
nen ein Großteil der Umformung stattfand bzw. sich die Verformung des Grundgefüges 
lokalisierte. Dieser Effekt war noch ausgeprägter bei der Bearbeitung von 
CuZn21Si3P. Aufgrund der höheren Härte der darin enthaltenen κ-Phase im Vergleich 
zur β-Phase in CuZn42 lokalisierte sich mehr Umformung in den Scherbändern und es 
lag ein höherer Spansegmentierungsgrad vor. Die plastische Verformung an der Span-
unterseite war weniger ausgeprägt als bei den Spänen aus CuZn42 und insbesondere 
CuZn37. Dies deutete auf eine geringere Adhäsion in der Spankontaktzone hin. 

 
Abbildung 4.7:  Spanlängsschliffe vom Tauchfräsen der Werkstoffe CuZn37, CuZn42 und 

CuZn21Si3P 
Chip cross sections from plunge milling of the materials CuZn37, CuZn42 
and CuZn21Si3P 

Da die Spanform beim Tauchfräsen primär durch die Prozesskinematik bedingt ist, war 
die Abhängigkeit von Werkstoff, Werkzeug und Prozessparametern wesentlich gerin-
ger als bei Prozessen ohne Schnittunterbrechung. Primär fielen die Bildung von Aus-
fransungen am Spanrand aufgrund von Reib- und Quetscheffekten sowie das Ver-
knäulen von Spänen in den engen Spankammern auf, was bei größeren Spanungs-
querschnitten Werkzeugbrüche verursachte. 

Maßgebliche Erkenntnis dieses Abschnittes war, dass die Spanform und der Spanab-
transport beim hier untersuchten Prozess eine wesentliche Bedeutung für die erziel-
bare Prozesssicherheit hatten. Ausschlaggebend dafür waren die dauerhaft hohen 
Umschlingungswinkel, die hohen l / d-Verhältnisse und die engen Kavitäten im 
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Vergleich zu Tauchfräsprozessen aus dem Werkzeug- und Formenbau oder der Tur-
binenfertigung. Aus diesem Grund wird der Einfluss der Prozessparameter und insbe-
sondere der Werkzeuggeometrie auf den Spanabtransport in Kapitel 5 weiterführend 
analysiert. 

4.3.2 Zerspankraftkomponenten und deren Dynamik 
Cutting force components and their dynamics 

Ziel der Analyse der Zerspankraftkomponenten war es, die makroskopische Belastung 
der Tauchfräswerkzeuge zu erfassen und zu bewerten. Auf Basis der wissenschaftli-
chen Arbeiten zum Tauchfräsen und zum Drehen von bleifreien Messingen wurde er-
wartet, dass eine zeitlich nahezu konstante aber hohe mechanisch Werkzeugbelas-
tung erzeugt würde. 

Im feststehenden Koordinatensystem wurden dazu die Kraftkomponenten Fz in Vor-
schubrichtung, Fy in Richtung des Pitches und Fx senkrecht dazu ausgewertet 
(Abbildung 4.8). Die Resultierende aus Fx und Fy entsprach der radial am Werkzeug 
angreifenden Kraftkomponente Frad und erzeugte die Biegebelastung auf das Werk-
zeug. Um einen eventuellen Einfluss der vorbereitenden Bohrbearbeitung zu reduzie-
ren, wurden die letzten drei von den vier aufeinanderfolgenden Tauchfrässchnitten 
ausgewertet. Die Messwerte wurden als Mittelwerte aus zwei Kavitäten mit jeweils drei 
ausgewerteten Schnitten erzeugt.  

Der Messbereich für die Mittelwertbildung wurde durch den charakteristischen Verlauf 
der Zerspankraftkomponenten über die Zeit bestimmt (Abbildung 4.8). Die Zerspan-
kraftkomponente in Richtung der Werkzeugachse Fz lag insgesamt deutlich niedriger 
als die Kraftkomponenten in radialer Richtung. Der zeitliche Verlauf von Fz war nach 
einem Eingriffsstoß nahezu konstant. In einigen Parameterkombinationen wurde ein 
geringfügiger Anstieg zum Ende des Schnitts auf einen Wert Fz,max beobachtet. Senk-
recht zur Pitchrichtung wurde zu Beginn eines Schnitts eine nahezu konstante Kraft 
Fx,stat ermittelt. Im weiteren Schnittverlauf stieg die Kraftkomponente stetig bis zu ei-
nem Maximalwert Fx,max an. Dieser lag bei den meisten Versuchspunkten um das fünf- 
bis zwölffache höher als Fx,stat. Die Kraftkomponente in Pitchrichtung Fy verhielt sich 
qualitativ und quantitativ sehr ähnlich, es wurde jedoch bei den meisten Versuchs-
punkten kein konstanter Zustand zum Beginn des Schnitts erreicht, sodass nur der 
Maximalwert Fy,max ausgewertet wurde.  

Die jeweiligen Maximalwerte der Kräfte in radialer Richtung unterschieden sich zusätz-
lich über die Anzahl der Schnitte. Beim Tauchfräsen mit dem Werkzeug A stiegen die 
Maxima über die Schnittzahl an. Mutmaßliche Ursache dafür war eine steigende Bie-
gebelastung des Werkzeugs aufgrund eines zunehmend verlaufenden Tauchfräska-
nals bei der Bearbeitung mit Werkzeug A. Bei Verwendung von Werkzeug C nahmen 
die Kraftmaxima über die Schnittzahl ab, was durch den mit jedem Schnitt vergrößer-
ten Spanraum zu begründen war. 
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Abbildung 4.8:  Orientierung, zeitlicher Verlauf und Auswertungsgrößen der Zerspankraft-

komponenten  
Orientation, development over time and evaluation of cutting force compo-
nents 

Andere wissenschaftliche Arbeiten zum Tauchfräsen beschreiben nahezu konstante 
Zerspankraftkomponenten über die Dauer eines Schnitts [KO07, WITT14, ZHUA18]. 
Im Folgenden wird die Plausibilität möglicher Ursachen für die hier beobachteten Kraft-
anstiege diskutiert:  

 Die Bauteilgeometrie und Prozessauslegung führten zu konstant hohen Werk-
zeugumschlingungswinkeln. Diese sind größer als bei den meisten Anwendun-
gen aus dem Werkzeug- und Formenbau oder der Luftfahrt, da dort zumeist 
springende Tauchfräsprozesse in größeren Kavitäten angewandt werden. 
Wenn die dadurch erhöhte Reibung an den Umfangsschneiden einen wesentli-
chen Effekt im hier betrachteten Prozess hätte, würde diese über die Bearbei-
tungsdauer linear ansteigen und sich nicht direkt auf die radiale Zerspankraft-
komponente auswirken. Da dies nicht beobachtet wurde, war dieser Wirkme-
chanismus von geringer Bedeutung. 

 Die Benetzung der Zerspanstelle bzw. die Durchspülung der Kavität mit Kühl-
schmierstoff nahm mit zunehmender Eintauchtiefe ab, was zu einem größeren 
Einfluss von Reibung führte. Dies wurde durch den geringen Durchmesser und 
relativ dazu große Bearbeitungstiefe (l/d = 7) in Kombination mit der Überflu-
tungskühlung verstärkt. Beim Bohren von Stahl mit ähnlichen l/d-Verhältnissen 
wurden durch diesen Effekt eine Erhöhung des Bohrmoments und der Vor-
schubkraft um bis zu 20 % bewirkt [EISE00]. Den hier beobachteten Anstieg 
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der radialen Zerspankraftkomponente um maximal das 10-fache kann dieser 
Wirkmechanismus nicht vollständig erklären.  

 Fortschreitender Werkzeugverschleiß kann einen Anstieg der Zerspankraft-
komponenten bewirken. Unter den hier untersuchten Randbedingungen lag nur 
ein sehr geringer Werkzeugverschleiß vor (vgl. Kapitel 4.3.4), sodass der ver-
schleißbedingte Kraftanstieg als Ursache für den deutlichen Kraftanstieg aus-
geschlossen werden kann.  

 Durch das Verklemmen von Spänen in der Kavität und in den Spannuten des 
Werkzeugs entstand Spanstau. Dadurch wird das Werkzeug seitlich abge-
drängt und die tauchgefräste Kavität verschoben. Durch fortlaufende Kompri-
mierung der Späne in der Kavität entsteht eine radial am Werkzeug angreifende 
Kraftkomponente, die über die Eintauchtiefe zunimmt. Direkte Hinweise darauf 
ergaben sich aus den teils deformierten Spänen (vgl. Abbildung 4.6). In Kombi-
nation mit dem Nachfolgenden Erklärungsansatz wird dieser Wirkmechanismus 
daher vorläufig als Hauptursache betrachtet und in Kapitel 5.1.1 näher unter-
sucht. 

 Die seitliche Abdrängung des Werkzeugs über der Eintauchtiefe (vgl. Kapi-
tel 4.3.3) vergrößerte den Spanungsquerschnitt an der jeweils gegenüberlie-
genden Schneide fortlaufend. Dadurch wurden höhere Zerspankraftkomponen-
ten erzeugt. Dieser Effekt war selbstverstärkend, da dies erneut seitliche Werk-
zeugabdrängung entlang des sich so ausbildenden, zunehmend schräg verlau-
fenden, Fräskanals erhöhte. Mutmaßlich war dies in Kombination mit dem 
Spanstau Hauptursache für den hohen Anstieg der radialen Zerspankraftkom-
ponente. 

Die Bewertung der Zerspankraftkomponenten erfolgte anhand der jeweiligen Maximal-
werte, da diese eine Abschätzung der maximalen Belastung auf das Werkzeug ermög-
lichen. Der Verlauf der Kraftmaxima Fx,max, Fy,max und Fz,max beim Tauchfräsen mit dem 
am Markt verfügbaren Werkzeug A in Abhängigkeit von Werkstoff, Pitch p und Vor-
schub fz ist in Abbildung 4.9 dargestellt. Bei allen betrachteten Versuchspunkten lag 
die Vorschubkraft im Bereich 4 N < Fz,max < 20 N und betrug somit etwa ein Zehntel bis 
ein Drittel der radial angreifenden Kraftkomponenten Fx,max und Fy,max. Die höchsten 
Kraftmaxima traten in Pitchrichtung mit bis zu Fy,max = 127,5 N auf. Senkrecht dazu 
wurde mit maximal Fx,max = 101,7 N etwa das 5-fache der maximalen Vorschubkraft Fz 
gemessen. Von einzelnen Ausreißern abgesehen wichen die Messwerte innerhalb ei-
nes Parameterpunkts weniger als 10 % vom jeweiligen Mittelwert ab. Die Ergebnisse 
wurden daher als reproduzierbar betrachtet.  

Im Vergleich zu den anderen Werkstoffen waren die Zerspankraftmaxima bei der Be-
arbeitung von CuZn21Si3P am niedrigsten. Dies wurde auf die segmentierte Spanbil-
dung (vgl. Kapitel 4.3.1) und die geringe Adhäsionsneigung des Werkstoffs zurückge-
führt. Bei der Bearbeitung von CuZn42 und insbesondere CuZn37 traten aufgrund der 
größeren Spanstauchung höhere Zerspankraftmaxima auf. Beim Drehen von ähnli-
chen Werkstoffen wurden Unterschiede bezüglich der Spanflächenreibung und der 
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Spanstauchung als maßgebliche Ursachen für die unterschiedlichen Zerspankraft-
komponenten identifiziert [NOBE16a, S. 65]. 

 
Abbildung 4.9:  Maximale Kraftkomponenten in Abhängigkeit von Werkstoff, Pitch und Vor-

schub beim Tauchfräsen mit Werkzeug A 
Maxima of cutting force components depending on workpiece material, pitch 
and feed in plunge milling with tool A 

Eine Erhöhung des Pitches von p = 0,2 mm auf p = 0,5 mm bewirkte im betrachteten 
Bereich werkstoffunabhängig einen nahezu proportionalen Anstieg der maximalen 
Vorschubkraft Fz,max (Abbildung 4.9 links). Die maximalen radialen Kraftkomponenten 
stiegen in Pitchrichtung (Fy,max) um etwa die Hälfte und senkrecht dazu (Fx,max) um das 
3,3- bis 3,9-fache an. Als Grund für diesen verstärkten Effekt wurde angenommen, 
dass das Maximum der umlaufenden Schnittkraft bei der maximalen Spanungsbreite 
auftritt. Dies ist der Fall, wenn die Schneide genau in Pitchrichtung orientiert ist 
(φ = 90°). Fy stieg unterproportional mit dem Pitch an, da die Reib- und Quetscheffekte 
im Bereich des Schneidenein- und -Austritts einen wesentlichen Anteil daran hatten. 
Diese sind von der Spanungsdicke unabhängig und wirkten sich daher nicht auf Fy 
aus. 

Eine Verdopplung des Zahnvorschubs von fz = 0,015 mm auf fz = 0,03 mm führte un-
abhängig vom Werkstoff nur zu einem geringen Anstieg von Fz,max. Aufgrund der Ver-
dopplung des Spanungsquerschnitts wurde analog dazu eine Verdopplung von 
Fx,max erwartet. Der Anstieg von Fx,max bei Verdopplung des Zahnvorschubs fz betrug 
jedoch lediglich 20 % bis 35 %. Dies deutete auf einen maßgeblichen Kraftanteil hin, 
der durch nichtlineare Effekte wie durch Reibung und Spanstau verursacht wurde. 

Die Maximalkraft in Pitchrichtung Fy,max stieg bei der Bearbeitung von CuZn37 um 40 % 
an. Bei der Bearbeitung von CuZn21Si3P wurde aufgrund des geringeren vorschub-
unabhängigen Kraftanteils durch Spanflächenreibung ein insgesamt niedrigeres 
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Kraftniveau in Y-Richtung erzeugt. Da der absolute Anstieg bei Verdopplung des Zahn-
vorschubs ähnlich groß war, wurde ein höherer Anstieg des Kraftmaximums Fy,max von 
etwa 60 % ermittelt. Die Werkstoffabhängigkeit des Einflusses des Zahnvorschubs 
ergab sich also aus den werkstoffbedingten Unterschieden in der Spanstauchung und 
den Reibeigenschaften. Dies ähnelte qualitativ den Erkenntnissen aus der Drehbear-
beitung von bleifreien Messingen (vgl. [NOBE16a, S. 65, S. 87]). Der Einfluss von Pitch 
und Vorschub auf den Spanungsquerschnitt und die daraus folgenden zerspantech-
nologischen Ursache-Wirkmechanismen werden in Kapitel 5.2 detaillierter betrachtet.  

Der Einfluss des der Werkzeugmikro- und -makrogeometrie auf die Zerspankraftkom-
ponenten wurde anhand der drei in Tabelle 4.6 beschriebenen Werkzeuge analysiert 
(Abbildung 4.10). Zur Analyse des Einflusses der Schneidkantenverrundung rβ wurde 
zusätzlich zu dem am Markt verfügbaren zweischneidigen Werkzeug A (rβ = 15,9 μm) 
das unbeschichtete Werkzeug B mit gleicher Makrogeometrie aber geringerer 
Schneidkantenverrundung von rβ = 5,0 μm eingesetzt (vgl. Kapitel 4.2). Es wurde an-
genommen, dass der Einfluss der Beschichtung auf den Schneidkantenradius rβ dabei 
einen wesentlich größeren Effekt hatte als der Einfluss auf die Reibung.  

 
Abbildung 4.10:  Maximale Kraftkomponenten in Abhängigkeit vom Versuchswerkzeug beim 

Tauchfräsen von CuZn42 
Influence of tool geometry on maximal cutting force components in plunge 
milling of CuZn42  

Beim Tauchfräsen von CuZn42 hatte dieser Unterschied einen maßgeblichen Einfluss 
auf die maximalen Zerspankraftkomponenten. Die maximale Vorschubkraft Fz,max sank 
bei der Bearbeitung mit dem Werkzeug B auf 25 % bis 35 % im Vergleich zur Bearbei-
tung mit dem beschichteten Werkzeug A. Die maximalen radialen Kraftkomponenten 
reduzierten sich auf etwa 16 % (Fy,max) beziehungsweise 25 % (Fx,max).  

Als mögliche Ursache für derartige Abweichungen zwischen den Werkzeugen A und 
B wurde zunächst Ploughing (vgl. Kapitel 4.3.1) in Betracht gezogen. Es war jedoch 
ungewiss, ob die Mindestspanungsdicke bei fz = 0,015 mm unterschritten wurde. Bei 
fz = 0,03 mm war ein Unterschreiten der Mindestspanungsdicke ausgeschlossen und 
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es lag eine ähnliche Differenz bezüglich der Maximalkraft Fx,max wie in Abbildung 4.10 
vor. Daher wurde Ploughing als mögliche Ursache für die werkzeugabhängigen Unter-
schiede ausgeschlossen.  

Ein anderer möglicher Erklärungsansatz für die beobachteten Kraftunterschiede bei 
der Bearbeitung mit den Werkzeugen A und B beinhaltet die Unterschiede in der Rei-
bung aufgrund der unterschiedlichen Schneidkantenradien und der Beschichtung bei-
der Werkzeuge. Einerseits verkleinerte sich durch den Entfall der Beschichtung bei 
Werkzeug B der Schneidkantenradius auf rβ = 5,0 μm, sodass die Schneidkante eine 
geringere Reibarbeit leistete. Die Reibung zwischen Werkzeug und Span hatte sich 
zudem durch den Entfall der Beschichtung verändert. Reibuntersuchungen beim Dre-
hen zeigten niedrigere Reibkoeffizienten μ zwischen CuZn42 und TiAlN-beschichte-
tem als zwischen CuZn42 und unbeschichtetem Hartmetall [NOBE16a, S. 87, 92]. Der 
Einfluss der Schneidkantenverrundung rβ auf die Zerspankraftkomponenten wurde 
durch diesen Unterschied also reduziert.  

Die Produktivität war aufgrund der z = 4 Schneiden bei der Bearbeitung mit Werkzeug 
C verdoppelt im Vergleich zum Tauchfräsen mit den Werkzeugen A und B. Im Ver-
gleich zur Bearbeitung mit dem unbeschichteten Werkzeug B lag die maximale Zer-
spankraftkomponente in Pitchrichtung Fy,max aufgrund der doppelten Schneidenzahl 
etwa doppelt so hoch. Die maximale Vorschubkraft lag aufgrund der doppelten Schnei-
denzahl z und der etwas größeren Schneidkantenradien rβ um das Drei- bis Vierfache 
höher als bei der Bearbeitung mit dem Werkzeug B. 

Bei Erhöhung des Pitches von p = 0,2 mm auf p = 0,5 mm reduzierte sich Fy,max um 
etwa 30 %. Aufgrund des Einstellwinkels κr = 94° wurden bei größeren Pitches p hö-
here Anteile der Zerspankraft so ins Werkzeug eingeleitet, dass es durch die Bearbei-
tungskräfte in Pitchrichtung ausgelenkt wurde. Diese Kraftanteile wirken der Durchbie-
gung entgegen (vgl. Kapitel 5.3). Die maximale Zerspankraftkomponente senkrecht 
dazu Fx,max stieg mit Erhöhung des Pitches um etwa das Vierfache an. Dies wurde 
durch den größeren Spanungsquerschnitt in Kombination mit mangelhaftem Spanab-
transport aufgrund der kleineren Spankammern verursacht. Das Auftreten von Span-
stau unter diesen Bedingungen wurde verformte Späne und vereinzelte Werkzeugbrü-
che belegt (vgl. Kapitel 4.3.1 und Abbildung 4.6). 

Zusammenfassend ergeben sich aus der Untersuchung der Zerspankraftkomponen-
ten mehrere Hinweise auf eine geringe Prozessstabilität aufgrund der hohen Kräfte, 
die in einigen Fällen zum Werkzeugbruch führten. Unter den untersuchten Prozessbe-
dingungen lagen die radialen Zerspankraftkomponenten stets deutlich höher als die 
axiale Vorschubkraft. Die radialen Zerspankraftkomponenten stiegen während eines 
Schnitts deutlich an und beeinflussten das Prozessergebnis maßgeblich. Dieses Phä-
nomen ist aus anderen Untersuchungen zum Tauchfräsen nicht bekannt [KO07, 
WITT14, ZHUA18]. Die Ergebnisse ähnelten eher dem Bohren, wo aufgrund der Rei-
bung der Führungsfasen die Kräfte und Momente über der Bohrtiefe ansteigen 
[EISE00, TÖNS11, S. 74]. Mutmaßliche Ursache dafür war mangelhafter 
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Spanabtransport (vgl. Kapitel 4.3.1), die in Kapitel 5.1 eingehender untersucht wird. 
Ein wichtiger Zwischenschritt bei der Prozessoptimierung wird darin bestehen, die Ur-
sachen für diese makroskopische Prozessdynamik genauer zu untersuchen und die 
Entstehung von Kraftmaxima zu reduzieren. Als wesentliche Einflussgrößen auf die 
Zerspankraftkomponenten wurden die Werkzeugmikro- und -makrogeometrie und die 
Prozesseinstellgrößen Pitch p und Vorschub fz identifiziert. Eine quantitative Analyse 
der Einflussstärke erfolgt in Kapitel 4.4. 

4.3.3 Bauteilqualität 
Workpiece quality 

Bei der Bewertung der Zerspanbarkeit wird üblicherweise die Oberflächenrauheit als 
Zerspanbarkeitskriterium herangezogen [TÖNS11, S. 156, KLOC18, S. 282 f.]. Gemäß 
DIN 6583 [DIN81] ist auch die Auswahl anderer werkstückseitiger Messgrößen als 
Standkriterium zulässig. Beim Tauchfräsen und insbesondere bei der Fertigung von 
Rechteckquerschnitten an elektrotechnischen Verbindungselementen ist darüber hin-
aus die Lagegenauigkeit der gefrästen Kavitäten maßgeblich, da diese sich auf die 
nachfolgende Räumbearbeitung auswirkt. Diese wurde untersucht und eine Korrela-
tion der Bearbeitungsabweichung mit der entsprechenden Kraftkomponente aufge-
zeigt. Die Beurteilung des Zerspanbarkeitskriteriums Bauteilqualität erfolgte zusätzlich 
anhand der erzeugten Oberflächenrauheit und -topografie.  

Aus Anwenderberichten war vor Beginn der Versuche bekannt, dass die tauchgefräs-
ten Kavitäten in geringem Maß seitlich verlaufen. Auf Basis der wissenschaftlichen 
Untersuchungen zum Bohren von bleifreiem Messing wurde zudem erwartet, dass die 
Oberfläche innerhalb der Kavitäten durch verklemmende Späne beschädigt werden 
könnte.  

Lagegenauigkeit der tauchgefrästen Kavitäten 

Die Bauteilunterseite, an der das Werkzeug aus dem Bauteil austritt, ist in Abbildung 
4.11 dargestellt. Die Pilotbohrungen liegen jeweils im oberen Teil der Abbildungen. 
Davon ausgehend wurden vier Tauchfrässchnitte mit Werkzeugmittelpunkten in senk-
recht nach unten verlaufender Richtung durchgeführt. Aufgrund der kraftbedingten 
Durchbiegung der Tauchfräswerkzeuge verliefen die gefrästen Kavitäten sowohl in Pit-
chrichtung als auch senkrecht dazu, was im Rahmen dieser Arbeit als seitlicher Ver-
satz Δx des Tauchfräskanals bezeichnet wird.  

Die seitliche Geometrieabweichung Δx des gefrästen Kanals von der Sollkontur war 
stets größer als die Abweichung Δy in Pitchrichtung. Die Bearbeitungsgenauigkeit 
wurde daher zunächst anhand der Geometrieabweichung senkrecht zur Pitchrichtung 
Δx bewertet. Die Geometrieabweichung an der Werkzeugaustrittsseite wurde per Auf-
lichtmikroskop gemessen. Der Mittelpunkt des jeweils letzten Tauchfrässchnitts wurde 
aus seinem kreisförmigen Umfang ermittelt. Der Sollverlauf der Werkzeugmittelpunkts-
bahn der Tauchfrässchnitte wurde als Lot zur Verbindung der Mittelpunkte der Pilot-
bohrungen festgelegt. Die Messung des seitlichen Versatzes Δx erfolgte als Abstand 



58 4 Identifikation relevanter Einfluss- und Zielgrößen 

 

in x-Richtung zwischen dem Mittelpunkt des letzten Tauchfräshubs und der Sollbahn 
des Werkzeugmittelpunkts. Der seitliche Versatz Δx war bei allen Versuchspunkten in 
einheitlicher Richtung entgegen der Schnittrichtung orientiert. Industriell übliche Tole-
ranzen zur Bearbeitungsgenauigkeit beim Tauchfräsen von elektrotechnischen Ver-
bindungselementen bewegen sich im Bereich Δxmax = 10 μm bis Δxmax = 50 μm. Die 
kleinste in dieser Versuchsreihe erreichte Geometrieabweichung lag mit Δx = 17,5 μm 
oberhalb der engsten üblichen Toleranz. Auch in Pitchrichtung wiesen die gefrästen 
Kavitäten geometrische Abweichungen auf. Aufgrund der Werkzeugabdrängung wa-
ren insbesondere bei der Bearbeitung mit den zweischneidigen Werkzeugen A und B 
einige Kavitäten in Pitchrichtung kürzer als vorgesehen. Ursache für die Gemoetrieab-
weichungen in x- und y-Richtung waren die hohen radialen Zerspankraftkomponenten, 
die eine Durchbiegung des Werkzeugs und so ein Verlaufen der Kavität verursachten. 
Die Korrelation zwischen Kraftkomponenten und Bauteilgeometrie wird in Kapitel 5.3 
untersucht.  

 
Abbildung 4.11:  Verlauf der tauchgefrästen Kavität relativ zur Pilotbohrung an der Werkzeug-

austrittsseite in Abhängigkeit von Werkstoff und Werkzeug 
Drift of the plunge milled cavity relative to the pilot bore at the tool exit side 
depending on workpiece material and tool 

Auffällig war auch der Verlauf der Kavitäten relativ zur Pilotbohrung. Beim Tauchfräsen 
mit Werkzeug A verliefen die Kavitäten näherungsweise unter konstantem Winkel zu 
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ihrer Sollorientierung. Bei der Bearbeitung mit Werkzeug B oder C war eher ein Schritt 
senkrecht zur Pitchrichtung beim ersten Tauchfrässchnitt mit anschließendem Verlauf 
der Kavität parallel zu ihrer Sollposition zu erahnen. Eine mutmaßliche Ursache für 
diesen Unterschied war die Kraftüberhöhung beim Schneideneintritt aufgrund von 
Ploughing. Aufgrund des größeren Schneidkantenradius von Werkzeug A im Vergleich 
zu den Werkzeugen B und C war es denkbar, dass sich eine über die Schnittzahl zu-
nehmende seitliche Biegung des Werkzeugs A ausbildete, während dies bei den Werk-
zeugen B und C nicht der Fall war.  

Die gemittelte seitliche Geometrieabweichung Δx variierte in Abhängigkeit von Werk-
zeug, Werkstoff, Pitch und Vorschub (Abbildung 4.12). Bei der Bearbeitung mit dem 
Werkzeug C erhöhten sich die Geometrieabweichungen im Vergleich zum Tauchfrä-
sen mit dem Werkzeug B. Ursache dafür sind höhere Zerspankraftkomponenten auf-
grund der verdoppelten Schneidenzahl und der daraus resultierenden größeren 
Spanungsquerschnitte (vgl. Kapitel 4.3.2). Bei der Tauchfräsbearbeitung mit den 
Werkzeugen B und C erhöhte sich die Geometrieabweichung Δx mit ansteigendem 
Pitch p und Vorschub fz. Mit dem vergrößerten Spanungsquerschnitt stieg auch die 
dafür ursächliche Werkzeugbiegung an.  

 
Abbildung 4.12:  Verlauf der Geometrieabweichung der tauchgefrästen Kavität in x-Richtung 

Δx an der Werkzeugaustrittsseite in Abhängigkeit von Werkstoff, Werkzeug, 
Pitch und Vorschub  
Geometric deviation of the plunge milled cavity in x-direction Δx at tool exit 
side depending on workpiece material, tool, pitch and feed 

Bei der Bearbeitung von CuZn37 mit Werkzeug C verfünffachte sich die seitlich Geo-
metrieabweichung Δx näherungsweise bei einer Erhöhung des Pitches p um einen 
Faktor von 2,5. Eine Verdreifachung von Δx wurde durch eine Verdopplung des Vor-
schubs fz erzeugt. Mutmaßliche Ursache dafür war mangelhafter Spanabtransport 
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aufgrund der schmaleren Spankammern von Werkzeug C (z = 4) im Vergleich zu den 
Werkzeugen A und B (z = 2). 

Bei der Bearbeitung von CuZn21Si3P und CuZn42 mit Werkzeug A traten aufgrund 
der in Relation zu den angewandten Vorschüben fz großen Schneidkantenverrundung 
rβ wesentlich höhere radiale Zerspankraftkomponenten als bei Verwendung des Werk-
zeugs B auf (vgl. Kapitel 4.3.2, Abbildung 4.10). Dadurch war die Biegebelastung der 
Werkzeuge vergrößert und die gefrästen Kanäle wurden zur Seite versetzt. In diesem 
Fall bewirkte die Verdopplung des Vorschubs von fz = 0,015 mm auf fz = 0,03 mm bei 
der Bearbeitung von CuZn37 und CuZn42 eine Verringerung der seitlichen Geomet-
rieabweichung Δx um 5 - 19 %. Mutmaßliche Ursache dafür war ein geringer Einfluss 
von Kraftüberhöhungen durch Reib- und Quetschvorgänge bei der Spanbildung. 

Zusammenfassend ließ sich festhalten, dass im untersuchten Parameterbereich der 
Effekt des Pitches auf die Geometrieabweichung Δx größer war als jener des Vor-
schubs. Darüber hinaus war der Einfluss des Werkzeugs auf Δx größer als jener des 
Werkstoffs. Instabile Bearbeitungsbedingungen bei der Bearbeitung von CuZn37 mit 
Werkzeug C und bei der Bearbeitung mit Werkzeug A erzeugten besonders große 
seitliche Abweichungen Δx der Kavität von ihrer Sollgeometrie. Eine quantitative Un-
tersuchung der Eingangsgrößen auf die Zielgröße Δx erfolgt in Kapitel 4.4 anhand ei-
ner Paretoanalyse. Die Abweichungen in y-Richtung war wesentlich geringer als in x-
Richtung und wurde daher nicht eingehend betrachtet. 

Korrelation zwischen Zerspankraft und seitlichem Versatz der Kavität 

Abweichungen von der Sollgeometrie der durch Tauchfräsen gefertigten Kavitäten 
wurden maßgeblich durch radial in das Werkzeug eingeleitete Zerspankraftkomponen-
ten und die daraus resultierende Werkzeugabdrängung verursacht. Zum Beleg dieses 
Erklärungsansatzes wurde die Korrelation zwischen dem Maximum der Zerspankraft-
komponente in x-Richtung Fx,max und der maximalen Abweichung von der Sollgeomet-
rie Δx an der Werkzeugaustrittsseite untersucht (Abbildung 4.13) und die Durchbie-
gung des Werkzeugs simulativ abgeschätzt. Fx,max bezeichnet dabei den Mittelwert aus 
zwei tauchgefrästen Kavitäten des höchsten Anstiegs der Zerspankraftkomponente in 
x-Richtung (vgl. Abbildung 4.8). 

Für die Bewertung der Korrelation wurde eine lineare Ansatzfunktion verwendet. Es 
wurden die Versuchspunkte des Tauchfräsens mit Werkzeug B ausgewählt, bei denen 
in den zuvor beschriebenen Untersuchungen keine Einflüsse durch den Spanabtrans-
port oder Ploughing-Effekt identifiziert wurden. Dabei wurde nicht nach dem Werkstoff 
oder den Schnittparametern differenziert, da im elastischen Fall ohne weitere Nichtli-
nearitäten nur die Steifigkeit des Systems aus Werkzeug, Bauteil, Aufspannung und 
Maschine relevant ist.  
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Abbildung 4.13:  Korrelation zwischen maximaler Zerspankraftkomponente in X-Richtung und 

Geometrieabweichung Δx beim Tauchfräsen mit Werkzeug B [BAIE21a] 
Correlation between maximal cutting force in X-direction and geometric de-
viation Δx in plunge milling with tool B [BAIE21a] 

Der empirische Korrelationskoeffizient betrug im betrachteten Fall: ݎிೣ ,೘ೌೣ;௱௫ = ∑ ൫ܨ௫,௠௔௫,௜ − ௜ݔ߂)௫,௠௔௫തതതതതതതത൯ܨ − పതതതതത )ଵଶ௜ୀଵݔ߂ ிೣݏ ,೘ೌೣݏ௱௫ = 0,95 (4.1) 

Es lag also eine lineare Korrelation zwischen der maximalen Zerspankraftkomponente 
in x-Richtung und der Abdrängung Δx des gefrästen Kanals vor. Interpretiert man die 
Steigung der Ausgleichsgeraden mkor als Nachgiebigkeit des Gesamtsystems ckor so 
erhält man die in Formel (4.2) dargestellte Gesamtsteifigkeit. Der Abzissenabschnitt 
der Ausgleichgeraden von k = 11,87 μm sollte im rein elastischen Fall Null betragen 
und ist ein Hinweis auf mögliche Nichtlinearitäten im betrachteten realen System. 
Diese können durch den Einfluss des Spanabtransports, Spiel in den Aufspannungen 
oder Messabweichungen entstehen. Für die weitere Betrachtung des idealelastischen 
Falls wird er daher nicht herangezogen. ܿ௞௢௥ = 1݉௞௢௥ = 0,203ܰ μ݉⁄  (4.2) 

Zwecks Validierung dieser Korrelation wurde die Steifigkeit des Werkzeugs simulativ 
mit der Software Solidworks 2019 SP5.0 von der Fa. DASSAULT SYSTÈMES mit der Fi-
nite-Elemente-Methode bestimmt. Das Modell des Werkzeugs wurde vom Werkzeug-
hersteller GÜHRING bereitgestellt und enthielt keine detaillierte Schneidengeometrie. 
Im Bereich der Schneiden an der Werkzeugspitze wurde das Werkzeug als zylindrisch 
angenommen mit dem Kerndurchmesser d = 1,5 mm. Der Elastizitätsmodul des ver-
wendeten Hartmetalls wurde zu E = 580 GPa abgeschätzt. Der Werkzeugschaft 
wurde, wie auch im realen Versuch, als vollständig fest eingespannt modelliert. Das 
System aus Werkzeugmaschine, Spannmitteln, Messtechnik und Bauteil wurde als 
ideal steif angenommen und nicht modelliert, da die geringste Einzelsteifigkeit im Be-
reich des Werkzeugs erwartet wurde. Ein mögliches Abstützen der Umfangsschneiden 
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an der Kavitätsinnenwand wurde ebenfalls nicht modelliert, da es unter den gegebe-
nen Bedingungen nicht quantifizierbar war. 

Die Last von Fx = 10 N wurde statisch und rein radial am Schneideckenradius in das 
Werkzeugmodells eingeleitet. So wurde eine Auslenkung der Werkzeugspitze von 
Δxsim = 84,2 μm ermittelt (Abbildung 4.14). Die Verformung wurde als rein elastisch 
betrachtet. Es galt daher für die Steifigkeit an der Werkzeugspitze csim:ܿ௦௜௠ = ௦௜௠ݔ߂௫ܨ = 0,119ܰ μ݉⁄ (4.3)

Diese simulativ ermittelte Steifigkeit csim war wesentlich geringer als die aus der empi-
rischen Korrelationsanalyse ermittelte Steifigkeit ckor = 0,203 N/μm. Mögliche Erklä-
rungsansätze für diese Differenz lauteten:

Nichtlineare Effekte im Tauchfräsprozess, die zu einer Erhöhung der gemesse-
nen Maximalkraft führen
Zu geringer Elastizitätsmodul des Hartmetalls im Simulationsmodell
Eingriff bzw. Abstützen der Umfangsschneiden in der Kavität (vgl. nächste Sei-
ten)
Ungenauigkeit des linearen Modells aus dem Abzissenabschnitt (mögliche Ur-
sachen s.o.)

Abbildung 4.14: Simulative Abschätzung der Werkzeugsteifigkeit
Assessment of tool stiffness using simulation

Topografie und Rauheit der Werkstückoberfläche

Die in Pitchrichtung aufgetrennten Versuchsbauteile wurden per Auflichtmikroskop 
analysiert (Abbildung 4.15). Durch die prozessspezifische Kinematik in Kombination 
mit der Überlagerung einzelner Schneideneingriffe entstand in anderen Untersuchun-
gen bei höheren Vorschüben eine schuppenartige Oberflächenstruktur (vgl. Kapi-
tel 2.3.2). Diese wurde durch Eingriffe der Umfangsschneiden während des Rückhubs 

Werkzeuggeometrie: Werkzeug A und B Eingeleitete Radialkraft: Fx = 10 N
Elastitätsmodul E = 580 GPa Maximale Verformung: Δxsim = 84,2 μm
Verwendete Software: DASSAULT SYSTÈMES Solidworks 2019 SP5.0

Ideal steife Einspannung am Schaft Rein radiale Krafteinleitung 
Fx = 10 N

Verlagerung ures / μm
0 80604020
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aufgrund von elastischer Rückfederung von Werkzeug und Werkstück verursacht und 
von WITTY als Scallopstruktur bezeichnet [WITT14, S. 49].  

 
Abbildung 4.15:  Oberfläche der Innenseite der tauchgefrästen Kavitäten  

Surface of the plunge milled cavities  

Bei der Tauchfräsbearbeitung mit Werkzeug B (Abbildung 4.15 oben) war die mikro-
skopische Oberflächenstruktur der untersuchten Bauteile durch kratzerartige Markie-
rungen geprägt. Die für das Tauchfräsen typische Scallopstruktur war deshalb nicht 
sichtbar. Diese Markierungen waren stets in einem Winkel von etwa 30° zur Vorschub-
richtung orientiert, was dem Drallwinkel δ = 30° des Versuchswerkzeugs entsprach. 
Verursacht wurden diese Oberflächenmarkierungen durch Eingriffe der Umfangs-
schneiden. Diese entstanden durch die Durchbiegung des Werkzeugs infolge der Zer-
spankraft bzw. elastische Rückfederung. Die Oberflächenrauheit war infolge der Mar-
kierungen mit Rz = 10,5 μm um eine Größenordnung höher als die kinematische Rau-
tiefe Rt = 1,131 μm. Dies deutete auf eine maßgebliche Beeinflussung des Prozesses 
durch die sehr hohen Zerspankraftkomponenten und eine insgesamt geringe Prozess-
stabilität hin. Für die kinematische Rautiefe gilt [KLOC08, S. 58]: 

Werkstoff: CuZn42 Werkzeuge: variabel
Schnittgeschw.: vc = 50 m/min Zahnvorschub: fz = 0,03 mm
KSS-Strategie: Überflutung, Blasomill GT 22 Pitch: p  = 0,5 mm
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ݐܴ = ఌݎ − ඨݎఌଶ − ௭݂ଶ4 = 1,131μ݉ (4.4) 

Beim Tauchfräsen mit Werkzeug C (Abbildung 4.15 unten) entstanden keine entspre-
chenden Oberflächenmarkierungen. Die Oberfläche war durch kleinere Kratzer ge-
prägt, deren Winkel nur abschnittsweise konstant waren. Diese Kratzer wurden mut-
maßlich durch das Einquetschen von Spänen zwischen dem Werkzeug und der neu 
erzeugten Werkstückoberfläche. Ein Hinweis darauf war das gehäufte Auftreten von 
verformten Spänen bei der Bearbeitung mit diesem Werkzeug (vgl. Abbildung 4.6). Im 
Vergleich zur Bearbeitung mit den Werkzeugen A und B waren die Spankammern von 
Werkzeug C aufgrund der höheren Zähnezahl schmaler, sodass weniger Raum für 
den Spanabtransport bereitstand. Dadurch stieg die Wahrscheinlichkeit eines Ein-
klemmens des Spans zwischen Werkzeug und Bauteilinnenwand. 

Die durch Tauchfräsen gefertigte Oberfläche entstand durch das Überlappen zylindri-
scher Werkzeugeingriffe. Im Übergangsbereich zweier Schnitte entstanden durch 
diese Kinematik makroskopisch Stege. Dies war sowohl bei p = 0,5 mm als auch bei 
p = 0,2 mm der Fall. Der Verlauf dieser Stege war dabei nicht geradlinig, sondern in-
folge von Auslenkungen des Werkzeugs ungleichmäßig. Er unterschied sich maßgeb-
lich zwischen der rechten und linken Bauteilseite beziehungsweise der Schneidenein- 
und -austrittsseite. Unabhängig vom bearbeiten Werkstoff und dem verwendeten 
Werkzeug waren die Stege auf der Schneideneintrittsseite wesentlich ungleichmäßi-
ger geformt als auf der gegenüberliegenden Schneidenaustrittsseite, was einen ent-
sprechenden Verlauf des Zerspanwerkzeugs hindeutet. Bei der Bearbeitung mit Werk-
zeug C (Abbildung 4.15 unten) entstanden an der Schneideneintrittsseite einzelne Ab-
schnitte, in denen die mikroskopischen Kratzer eine andere Orientierung als im restli-
chen Bauteil aufwiesen. Diese waren teilweise mit Eindrücken in der Oberfläche ver-
bunden. Ein Erklärungsansatz für die unterschiedliche Oberflächenstruktur im Bereich 
des Schneidenein- bzw. -austritts liegt in Reib- und Quetscheffekten im Bereich des 
Schneideneintritts. Beim Tauchfräsen erfolgt der Schneideneintritt mit einem flachen 
Winkel bzw. mit sehr kleinen Spanungsdicken (vgl. Abbildung 2.8). Im Bereich des 
Schneideneintritts ist daher Ploughing und entsprechende Werkzeugabdrängung be-
sonders wahrscheinlich. Im Bereich des Schneidenaustritts befand sich die Schneide 
noch im Werkstoff, sodass die Neigung zum Ploughing und damit die Werkzeugab-
drängung geringer war. Eine valide Messung des Verlaufs des seitlichen Versatzes Δx 
über die Eintauchtiefe mit einer Koordinatenmessmaschine war aufgrund der geringen 
Abmessungen und der großen Abweichungen nicht möglich. 

Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass die Bauteilqualität beim Tauchfräsen 
von bleifreien Messingen unter den gegebenen Randbedingungen nicht den industriell 
üblichen Anforderungen entsprach. Die gefertigten Kavitäten wiesen nicht die in der 
Elektroindustrie geforderte Bearbeitungsgenauigkeit im Bereich 
10 μm ≤ Δxmax ≤ 50 μm auf, da die Werkzeuge während der Bearbeitung seitlich abge-
drängt wurden. Diese seitliche Abdrängung Δx war bei der Bearbeitung mit Werkzeug 
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B proportional zur maximalen Zerspankraftkomponente in dieser Richtung Fx,max. Die 
Oberflächen im Inneren der Kavitäten wiesen Markierungen durch ungewollte Eingriffe 
der Umfangsschneiden sowie insbesondere an der Schneideneintrittsseite einen un-
regelmäßigen Verlauf der Stege zwischen den Werkzeugeingriffen auf. Diese Merk-
male sind Belege dafür, dass die Prozessstabilität gering war. Als qualitativ größte 
Einflussgrößen auf die seitliche Werkzeugabdrängung wurden die Werkzeuggeomet-
rie sowie die Schnittparameter Vorschub und Pitch identifiziert.  

4.3.4 Werkzeugverschleiß 
Tool wear 

Der Werkzeugverschleiß wurde beim Tauchfräsen von CuZn42 nach 7200 Schnitten, 
bzw. einem Vorschubweg je Schneide von lf,z = 43,2 m oder einer Schnittzeit von 
336 min ermittelt (Abbildung 4.16). Beim Tauchfräsen mit den Werkzeugen A und B 
trat im Bereich des Übergangs zwischen der Stirnschneide und der Schneidenecke ein 
gleichmäßig fortschreitender Abrasivverschleiß auf. Die Beschichtung des Werkzeugs 
A wurde im Bereich der Schneidenecke abgerieben. Die maximale Verschleißmarken-
breite betrug VBmax = 12 μm nach dem Tauchfräsen mit Werkzeug A und 
VBmax = 18 μm unter Verwendung des unbeschichteten Werkzeugs B. 

 
Abbildung 4.16:  Werkzeugverschleiß beim Tauchfräsen von CuZn42 nach lf,z = 43,2 m Vor-

schubweg je Schneide mit Werkzeugen A und B 
Tool wear in plunge milling of CuZn42 after lf,z = 43,2 m feed per tooth with 
tools A and B 

An den Umfangsschneiden entstanden bei beiden Werkzeugvarianten Verschleißer-
scheinungen durch Ausbrüche oder Schichtschädigung. Dies geschah außerhalb des 
Spanungsquerschnitts. Die Verschleißerscheinungen wurden daher auf die Interaktion 
zwischen den Umfangsschneiden und der Bauteilwand zurückgeführt. Die hohe Pro-
zessdynamik (vgl. Kapitel 4.3.2) verstärkte die Belastung der Umfangsschneiden in 
diesem Bereich zusätzlich zur elastischen Rückfederung des Werkstücks und Werk-
zeugs. Durch solche zufällig auftretenden Ausbrüche kann es bei längerer Verwen-
dung zum Bruch des gesamten Werkzeugs kommen. Hinsichtlich der Prozesssicher-
heit wurde deshalb das Auftreten dieser Ausbrüche an den Umfangsschneiden als kri-
tischer eingestuft als der kontinuierliche Freiflächenverschleiß an den Hauptschnei-
den. Es existieren bereits Anwendungsempfehlungen zur Reduktion des Freiflächen-
verschleißes beim Drehen und Bohren [NOBE13, NOBE16a]. Im weiteren Verlauf der 

Werkzeuge: A und B Schnittgeschw.: vc = 62,83 m/min
Beschichtung: TiAlN (A) / Unbeschichtet (B) Zahnvorschub: fz = 0,015 mm
KSS-Strategie: Überflutung, Blasomill GT 22 Pitch: p  = 0,5 mm

A

50 μmVBmax = 18 μm

Stirnschneide Umfangsschneide
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B
Schichtschädigung
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Arbeit werden daher die Steigerung der Prozessstabilität und der Bearbeitungsgenau-
igkeit priorisiert.  

4.4 Systematische Bewertung werkzeug- und prozessseitiger Ein-
flussgrößen 
Systematic evaluation of tool and process influencing factors 

Die Bewertung basiert auf den zuvor vorgestellten experimentellen Ergebnissen, die 
einem vollfaktoriellen Versuchsplan folgten (vgl. Kapitel 4.2). Im Folgenden werden 
zunächst die im Prozess wirksamen Größen analysiert und anschließend durch eine 
Paretoanalyse bewertet, um deren Relevanz zu beurteilen. Zudem werden die Haupt-
effekte und Wechselwirkungen in einer Sensitivitätsanalyse beschrieben. Die auf den 
Prozess wirkenden Größen wurden nach TAGUCHI in Steuergrößen und Störgrößen 
eingeteilt [TAGU87] (Abbildung 4.17). Störgrößen sind nicht gezielt beeinfluss- oder 
vorhersehbar und wurden daher nicht weiter berücksichtigt. Steuergrößen waren die 
werkzeug- und prozessseitigen Einstellgrößen. Diese werden in der statistischen Ver-
suchsplanung als Faktoren definiert und die damit erzielten Ergebnisse nach definier-
ten mathematischen Regeln ausgewertet. Als Ergebnis wird ein empirisches Modell 
erarbeitet, das den Zusammenhang zwischen Faktoren und Zielgrößen quantitativ be-
schreibt. 

 
Abbildung 4.17:  Prozesssicht des Tauchfräsprozessen mit Aufteilung der Eingangsgrößen in 

Steuer- und Störgrößen nach [TAGU87] 
Process view of plunge milling with differentiation between control values and 
disturbances [TAGU87] 
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Ziel der Auswertung war zunächst eine grobe Identifikation der relevanten Einflussgrö-
ßen als Grundlage für weitere Untersuchungen zur Werkzeug- und Prozessauslegung 
im weiteren Verlauf dieser Arbeit. Die Verwendung eines vollfaktoriellen Versuchs-
plans ist günstig, um Wechselwirkungen analysieren zu können. Da der Umfang von 
vollfaktoriellen Versuchsplänen mit zunehmender Faktorenzahl exponentiell steigt, 
werden alle Eingangsgrößen aus den zuvor vorgestellten experimentellen Untersu-
chungen als Faktoren verwendet: 

 Pitch p, 2 Stufen 
 Vorschub fz, 2 Stufen 
 Werkzeug, 3 Stufen 
 Werkstoff, 3 Stufen 

Die werkzeugseitigen Faktoren wurden zunächst im Faktor „Werkzeug“ zusammenge-
fasst. Dies ermöglicht also nur eine Differenzierung zwischen den in Kapitel 4.2 aus-
gewählten Versuchswerkzeugen und keine Bewertung einzelner Merkmale der Werk-
zeuggeometrie. Eine systematische Analyse und die Optimierung der Werkzeuggeo-
metrie erfolgen in Kapitel 5. Die Schnittgeschwindigkeit vc hatte einen vernachlässig-
baren Einfluss auf die Bauteilqualität [BAIE21b]. Sie wurde deshalb nicht als Faktor 
betrachtet, sondern nur die vorhandenen Versuchsergebnisse mit vc = 50 m/min aus-
gewertet. 

Alle weiteren Steuergrößen wurden konstant gehalten: Es wurde für alle Untersuchun-
gen dasselbe Kühlschmiermedium mit derselben Zufuhrstrategie verwendet (vgl. Ka-
pitel 4.2). Die Auskraglänge der Versuchswerkzeuge wurde konstant und so kurz wie 
möglich gehalten. Aufgrund der unterschiedlichen Geometrien gab es Unterschiede in 
der Auskraglänge zwischen den Werkzeugen A und B im Vergleich zu Werkzeug C. 
Der Einfluss der Störgrößen wurde ebenfalls so gering wie möglich gehalten, indem 
alle Untersuchungen, Messungen und Auswertungen durch jeweils dieselbe Person in 
einem Arbeitsgang durchgeführt wurden. Die Untersuchungen wurden über einen Zeit-
raum von vier aufeinanderfolgenden Kalenderwochen unter weitgehend konstantem 
Klima in der Versuchshalle durchgeführt. Als Zielgröße wurde die seitliche Auslenkung 
der tauchgefrästen Kavität Δx herangezogen, da diese in der industriellen Praxis die 
größte Relevanz hat und sie reproduzierbar quantitativ erfasst werden kann. 

Zur Analyse wurden die standardisierten Effekte Es,i der einzelnen Faktoren im Ver-
gleich zur Grundgesamtheit in einem Paretodiagramm gegenübergestellt. Der Einfluss 
eines Faktors auf die Zielgröße wird durch den standardisierten Effekt quantifiziert. Er 
ist das Ergebnis eines t-Tests, der die Nullhypothese überprüft [MINI23]. In Abhängig-
keit von der Stufe eines Faktors werden die Mittelwerte über alle Messwerte in Relation 
zur gesamten Standardabweichung σ miteinander verglichen. Mit dem arithmetischen 
Mittelwert μi aller Versuchsergebnisse auf der zu bewertenden Faktorstufe (z.B. Werk-
stoff = CuZn37) und dem Mittelwert μj aller anderen Versuchsergebnisse gilt für den 
standardisierten Effekt: 
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௦,௜ܧ = ௜ߤ − ߪ௝ߤ  (4.5) 

Anschließend wurden die statistisch signifikanten standardisierten Effekte und Wech-
selwirkungen in einem Diagramm dargestellt. Wechselwirkungen beschreiben den 
Einfluss der gleichzeitigen Variation mehrerer Faktoren (z.B. Pitch und Vorschub) auf 
die Zielgröße. Alle Berechnungen wurden mit der Software Minitab 19 von MINITAB LLC 

durchgeführt. Dort wurde automatisch ein t-Test für jeden Faktor und jede Wechsel-
wirkung zum Nachweis der statistischen Signifikanz durchgeführt. Für sämtliche Un-
tersuchungen wurde ein Signifikanzniveau („Irrtumswahrscheinlichkeit“) von αsn = 0,05 
gewählt.  

Im Paretodiagramm wurde alle Effekte und Wechselwirkungen erster Ordnung nach 
ihrer Effektstärke EΔx auf den seitlichen Versatz der gefertigten Kavität Δx sortiert 
(Abbildung 4.18). Nach dem gewählten Signifikanzniveau waren Effekte ab 
EΔx > 2,145 μm statistisch signifikant. Die größten Haupteffekte hatten der Pitch p, das 
Werkzeug, und der Vorschub fz. Statistisch signifikant waren ebenfalls die Wechsel-
wirkungen von Werkzeug und Pitch (EΔx = 4,32 μm), Werkstoff und Werkzeug 
(EΔx = 2,61 μm) sowie Pitch und Vorschub (EΔx = 2,45 μm). 

Der Haupteffekt des Werkstoffs war sehr klein (EΔx = 0,07 μm), da im Mittel ähnliche 
seitliche Abweichungen Δx beim Tauchfräsen der drei Versuchswerkstoffe ermittelt 
wurden. In einigen Versuchen traten bei Verwendung einzelner Werkzeug-Werkstoff-
Kombinationen höhere seitliche Abdrängungen auf, die einen statistisch relevanten 
Effekt EΔx dieser Wechselwirkung verursachten. Der Zusammenhang zwischen einzel-
nen Werkzeuggeometriegrößen und dem Bearbeitungsergebnis wird im folgenden Ka-
pitel näher untersucht. 

 
Abbildung 4.18:  Paretodiagramm der Effekte auf den seitlichen Versatz Δx der tauchgefräs-

ten Kavität 
Pareto diagram of the effects on the displacement Δx of the cavity 
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Technologisch auffällig war darüber hinaus, dass der Effekt der Wechselwirkung des 
Werkzeugs mit dem Pitch statistisch signifikant war. Die Wechselwirkung des Werk-
zeugs mit dem Vorschub verursachte im Gegensatz dazu den geringsten aller unter-
suchten Effekte. Im Ergebnis zeichnete sich eine günstige Werkzeugauswahl also 
dadurch aus, dass eine Bearbeitung mit hohen Pitches bei hoher Bearbeitungsgenau-
igkeit möglich war. Zudem lag aufgrund der geringen Wechselwirkung der Schluss 
nahe, dass die Wahl des Vorschubs ohne Berücksichtigung des verwendeten Werk-
zeugs erfolgen kann. Dies ist in der Praxis jedoch nur eingeschränkt empfehlenswert. 
Dabei war zudem zu beachten, dass die alle vorhergehenden Schlussfolgerungen nur 
innerhalb des untersuchten Parameterbereichs belegt sind. 

Die Haupteffekte und die als statistisch signifikant identifizierten Wechselwirkungen 
auf den seitlichen Versatz Δx wurden anschließend in Diagrammen aufbereitet 
(Abbildung 4.19). Der maßgebliche Einfluss des Werkzeugs zeigte einerseits, dass die 
Werkzeugauslegung hinsichtlich der Makro- und Mikrogeometrie wesentlichen Ein-
fluss auf die erreichbare Bauteilqualität hatte. Die günstigsten Ergebnisse wurden mit 
dem unbeschichteten Werkzeug B erreicht. Die Wechselwirkungen des Faktors Werk-
zeug mit den Faktoren Pitch und Werkstoff ermöglichten eine differenziertere Betrach-
tung. Bei niedrigeren Pitches (p = 0,2 mm) war der Einfluss des Werkzeuges geringer 
als bei höheren Pitches (p = 0,5 mm). Daraus ergibt sich die Herausforderung, eine 
Methode zur Werkzeugauslegung zu entwickeln, die eine hohe Produktivität durch 
möglichst hohe Pitches mit einem geringen Versatz des Tauchfräskanals kombiniert. 
Hinsichtlich der Wechselwirkung von Werkzeug und Werkstoff wurde eine gegenläu-
fige Wechselwirkung ermittelt. Beim Tauchfräsen mit Werkzeug A entstanden die ge-
ringsten seitlichen Versätze Δx bei der Bearbeitung von CuZn37, während bei Einsatz 
der beiden anderen Werkzeuge in Kombination mit diesem Werkstoff größere Abwei-
chungen Δx entstanden (vgl. Abbildung 4.12).  

Ordinale Wechselwirkungen lagen im Falle der Wechselwirkung des Pitches mit dem 
Vorschub und mit dem Werkzeug vor. Das bedeutet, dass die Effekte gleichsinnig zu 
den jeweiligen Haupteffekten verliefen. Dies folgt daraus, dass mit zunehmendem 
Pitch und Vorschub bzw. zunehmendem Spanungsquerschnitt der seitliche Versatz Δx 
ebenfalls anstieg.  
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Abbildung 4.19:  Statistisch relevante Haupteffekte und Wechselwirkungen der ausgewählten 

Faktoren auf den seitlichen Versatz Δx der tauchgefrästen Kavitäten 
Statistically relevant main effects and interaction between influence factors 
on the displacement Δx of the cavity 

4.5 Fazit und Ableitung der relevanten Einfluss- und Zielgrößen 
Conclusion and deduction of the influence and target factors 

Ziel dieses Kapitels und der ersten Forschungsfrage dieser Arbeit war die Identifikation 
der relevanten Zerspanbarkeitsprobleme beim Tauchfräsen bleifreier Messingwerk-
stoffe und die Ableitung relevanter Einfluss- und Zielgrößen. Deshalb wurde die Zer-
spanbarkeit der bleifreien Messingwerkstoffe CuZn21Si3P, CuZn37 und CuZn42 beim 
Tauchfräsen analysiert und eine Bewertung der Zerspanbarkeit in Abhängigkeit von 
Werkstoff, Schnittparametern und Werkzeug unter den aktuell in der Industrie ange-
wandten Bedingungen vorgenommen. Zudem wurde der Effekt der Einflussgrößen auf 
die seitliche Abdrängung der tauchgefrästen Kavität Δx untersucht. Dies bildet die 
Grundlage für die Auswahl der Eingangs- und Zielgrößen im folgenden Kapitel. 

Die folgenden prozessspezifischen Herausforderungen waren maßgeblich: 
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 Die Bauteilqualität wurde durch seitliche Abdrängung des Werkzeugs herabge-
setzt. Branchentypische Toleranzen auf die Lage der tauchgefrästen Kavität 
wurden nicht eingehalten. Eine nachfolgende Räumbearbeitung wird dadurch 
erschwert.  

 Die Zerspankraftkomponente in radialer Richtung war hoch und stieg über die 
Dauer eines Schnitts auf ein Vielfaches an. Dies führte sporadisch zu Werk-
zeugbrüchen. 

 Es gab weitere Hinweise auf eine allgemein geringe Prozessstabilität wie beim 
Spanabtransport verformte Späne. Zusätzlich entstanden unregelmäßige Ober-
flächenmarkierungen im Inneren der gefertigten Kavitäten aufgrund von Eingrif-
fen der Umfangsschneiden. 

Als maßgebliche zerspantechnologische Zielgrößen wurden deshalb der seitliche Ver-
satz der tauchgefrästen Kavität Δx und die radiale Zerspankraftkomponente Frad iden-
tifiziert. Als mutmaßliche Hauptursache für den Anstieg der radialen Kraftkomponente 
und den großen seitlichen Versatz der Tauchfräswerkzeuge wurde Spanstau bzw. 
mangelhafter Spanabtransport identifiziert. Ein wichtiger Schritt in der weiteren Pro-
zessauslegung ist daher die Untersuchung von prozesstechnischen Möglichkeiten zur 
Verbesserung des Spanabtransports. 

Die Abhängigkeit der Zerspanbarkeit vom bearbeiteten Werkstoff war wesentlich ge-
ringer als vom Drehen bekannt [NOBE16a]. Dies wurde primär auf die prozessimma-
nente Schnittunterbrechung sowie die geringen Spanungsdicken beim Tauchfräsen 
zurückgeführt. Die verwendeten Werkzeuge unterschieden sich hinsichtlich ihrer 
Makro- und Mikrogeometrie und hatten maßgeblichen Einfluss auf die Bearbeitungs-
genauigkeit und die Zerspankraftkomponenten.  

Für die weiterführenden Untersuchungen zur Erstellung eines Gestaltungsmodells für 
die Prozessauslegung ist daher insbesondere das Verständnis von Betrag, Orientie-
rung und zeitlichem Verlauf der Zerspankraft sowie von Spanbildung und Spanab-
transport bedeutend. Relevanz haben daher die folgenden Eingangsgrößen: 

 Werkzeuggeometrie: Spanwinkel γ, Einstellwinkel κr, Schneidenzahl z 
 Schnittparameter bzw. Spanungsquerschnitt: Pitch p, Vorschub fz 
 Kühlschmierstrategie (Aus Untersuchungen zum Bohren bleifreier Messing-

werkstoffe bekannt [NOBE13, NOBE16a]) 

Neben der Beantwortung der ersten Forschungsfrage dienen die Ergebnisse dieses 
Kapitels als Grundlage für die weiterführenden Untersuchungen, die in Kapitel 5 be-
schrieben werden.  
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5 Analyse zerspantechnologisch relevanter Ursa-
che-Wirkzusammenhänge 
Analysis of cause-effect relationships relevant to machining technology 

Im vorherigen Kapitel wurde der Anstieg der radial am Werkzeug angreifenden Zer-
spankraftkomponente und die daraus folgende seitliche Werkzeugabdrängung als pri-
märe Herausforderung beim Tauchfräsen bleifreier Messinge identifiziert. Als Grund-
lage für eine systematische Steigerung der Prozesssicherheit und Produktivität und 
zur Beantwortung der zweiten Forschungsfrage ist die systematische Analyse der zu-
grundeliegenden Ursache-Wirkzusammenhänge deshalb das übergeordnete Ziel die-
ses Kapitels. In Kapitel 5.1 wird die Hypothese überprüft, dass Spanstau die Hauptur-
sache für die Kraftanstiege war. Anschließend wird die Spanbildung im Analogierver-
such untersucht (Kapitel 5.2). Als Grundlage für das Gestaltungsmodell wird in Kapitel 
5.3 der Einfluss der Werkzeuggeometrie auf die Zerspankraftkomponenten im Real-
prozess unter stabilen Bedingungen untersucht. 

5.1 Analyse und Optimierung des Spanabtransports 
Analysis and optimization of chip evacuation 

Der Anstieg der radialen Zerspankraftkomponenten im zeitlichen Verlauf eines 
Schnitts war ursächlich für die geringe Bearbeitungsgenauigkeit und die sporadischen 
Werkzeugbrüche. Die Identifikation der zugrundeliegenden Wirkmechanismen ist Ziel 
dieses Abschnitts. In Kapitel 4.3.2 wurde die Hypothese aufgestellt, dass Spanstau in 
den Spankammern der Werkzeuge und den gefrästen Kavitäten die Hauptursache für 
den Anstieg der radialen Kraftkomponenten im Rahmen der Versuche in Kapitel 4 war. 
Diese Hypothese wird in den folgenden beiden Abschnitten überprüft.  

Die Verwendung von gerichteter KSS-Zufuhr mit erhöhtem Druck bietet das Potential, 
den Spanabtransport zu verbessern und so Spanstau zu vermeiden. Das Einsatzpo-
tential dieser Technologie wird in Kapitel 5.1.2 untersucht. Eine weitere prozesstech-
nologische Stellgröße zur Reduktion von Spanstau ist die Reduktion der Schneiden-
zahl z zur Vergrößerung der Spankammern. Dies wird in Kapitel 5.3 im Realprozess 
untersucht. Das periodische Ausfahren des Werkzeugs aus der Kavität ist ein weiterer 
Lösungsansatz. Dieser Ansatz wird hier nicht betrachtet, da dadurch die Produktivität 
reduziert wird und die komplexere Kinematik auf den in der Elektroindustrie üblichen 
kurvenscheibengesteuerten Mehrspindeldrehautomaten schwer umsetzbar ist. Alle 
Untersuchungen wurden mit den Werkzeug C (vgl. Tabelle 4.6) durchgeführt, da damit 
die stabilsten Bearbeitungsbedingungen herrschten. Aufgrund des geringen Werk-
zeugverschleißes in der Zerspanbarkeitsanalyse (vgl. Kapitel 4.3.4) wurde angenom-
men, dass die Werkzeuggeometrie wesentlich größeren Einfluss auf die Prozesssta-
bilität hatte als Schneidstoff und Beschichtung.  
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5.1.1 Analyse des Einflusses der Eintauchtiefe 
Influence analysis of plunging depth 

Ziel dieser Versuchsreihe war es, das Auftreten von verklemmten Spänen in den Span-
kammern des Werkzeugs und den gefertigten Kavitäten zu belegen. Diese verursach-
ten vermutlich in besonderem Ausmaß den Anstieg der radialen Kraftkomponente über 
die Dauer eines Schnitts.  

Der Versuchsaufbau aus Kapitel 4.2 wurde dazu erneut verwendet und die aus der 
Kavität abtransportierten Späne in einem Filterpapier aufgefangen (Abbildung 5.1). Zu-
dem wurden die in den gefrästen Kavitäten verbliebenen Späne separat gesammelt. 
Die Eintauchtiefe lf wurde dabei im Bereich von lf = 5 mm bis lf = 8 mm in sechs Stufen 
eingestellt, da in diesem Bereich in den vorherigen Untersuchungen der Übergang 
zwischen nahezu konstanter und schnell ansteigender Radialkraft stattfand (vgl. Ab-
bildung 4.8). Der Pitch betrug p = 0,4 mm und der Vorschub fz = 0,02 mm je Zahn. Die 
Auswahl des Werkzeugs erfolgte anhand der in Kapitel 4 erzielten Spanform. Die 
Spanform bei der Bearbeitung mit Werkzeug C wies die wenigsten Defekte auf, was 
als Hinweis auf relativ stabile Bearbeitungsbedingungen interpretiert wurde (vgl. Ab-
bildung 4.4). Deshalb wurde dieses Werkzeug für die weiterführenden Untersuchun-
gen verwendet. Die Werkzeuggeometrie wird in Tabelle 4.6 beschrieben. 

 
Abbildung 5.1:  Versuchsaufbau für die weiterführenden Untersuchungen im realen Tauch-

fräsprozess 
Experimental setup for further investigations in the real plunge milling pro-
cess 

Die Spansegmentierung war bei der Tauchfräsbearbeitung von CuZn21Si3P am deut-
lichsten ausgeprägt (vgl. Kapitel 4.3.1). Die Späne aus der Bearbeitung dieses Werk-
stoffs hatten im Vergleich zu CuZn37 und CuZn42 aufgrund der Segmentierung die 
geringste Steifigkeit und damit die geringste Neigung zum Verklemmen in der Spannut 
oder Kavität. Wenn bei der Bearbeitung von CuZn21Si3P Spanstau nachgewiesen 
wird, wird davon ausgegangen, dass dieser auch beim Tauchfräsen der Werkstoffe 
CuZn42 und CuZn37 stattfindet, da letztere Werkstoffe längere und zähere Späne 
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bilden (vgl. Kapitel 4.3.1, [NOBE13, NOBE16b]). Die Untersuchungen wurden daher 
mit dem Werkstoff CuZn21Si3P durchgeführt und anschließend mit den Werkstoffen 
CuZn37 und CuZn42 validiert. 

Das Versuchswerkzeug C wurde unter der Prämisse entwickelt, eine möglichst hohe 
Biegesteifigkeit aufzuweisen. Aus diesem Grund hatte es einen kurz auskragenden 
Schaft und die Schneiden waren kürzer als der in das Bauteil eintauchende Schaftab-
schnitt (Abbildung 5.2 a). Auf diesem Weg wurde eine höhere Steifigkeit in der Umge-
bung der Einspannung erreicht als bei längeren Schneiden, was die Durchbiegung an 
der Werkzeugspitze unter radialer Last reduzierte. Die voll ausgebildeten Schneiden 
maßen l1 = 5,8 mm von der Werkzeugspitze. In einem Bereich von l1 bis l2 = 7,8 mm 
gingen die Schneiden in den zylindrischen Abschnitt über und hatten keine ausgear-
beitete Umfangsschneide. Die Umfangsschneiden hatten abseits der Werkzeugspitze 
einen auf d = 1,8 mm verringerten Durchmesser, um die Interaktion der Umfangs-
schneiden mit der gefrästen Kavität zu reduzieren. 

Abbildung 5.2: Detailansicht der Werkzeugspitze (a) und maximale Radialkraft Frad,Max beim 
Tauchfräsen von CuZn21Si3P in Abhängigkeit von der Eintauchtiefe lf (b)
Detail view of the tool tip (a) and maximum radial force Frad,Max depending on 
the plunge depth lf (b)

Bis zu einer Eintauchtiefe von lf = 5 mm betrug der Maximalwert der radialen Zerspan-
kraft Frad,max = 16 N (Abbildung 5.2 b). Bei größeren Eintauchtiefen bis lf = 8 mm stieg 
diese Kraftkomponente bis auf Frad,max = 27,8 N an. 

Auch der Verlauf der Kraftkomponenten zeigte die zeitliche Korrelation des für den 
Spanabtransport verfügbaren Freiraums mit dem Anstieg der Radialkraft (Abbildung 
5.3). Während die Vorschubkraft Ff über die gesamte Eintauchtiefe gleichmäßig war, 
ließ sich die radiale Kraftkomponente in zwei zeitliche Abschnitte einteilen: Zu Beginn 
des Schnitts wurde eine nahezu konstante Radialkraftkomponente Frad aufgenommen. 
Ab einer Schnittzeit von etwa tc = 0,5 s bzw. einer Eintauchtiefe von etwa lf = 5,5 mm 
stieg die Radialkraft kontinuierlich bis zu einem Maximum an. Dieser höchste Peak 
wurde kurz nach dem Ende der Vorschubbewegung erreicht. 
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Der Beginn des Radialkraftanstiegs erfolgte zeitlich kurz vor dem Eintauchen des nicht 
verzahnten Bereichs des Werkzeugs (Abbildung 5.3). Dadurch wurde der Querschnitt 
verkleinert, durch den Späne aus der Kavität abtransportiert werden konnten. Es wur-
den also Späne in der Kavität sowie zwischen dem Werkzeugschaft und der Bauteil-
innenwand eingeklemmt. Dies erzeugte eine radiale Kraft auf das Werkzeug, die zu 
einer weiteren Abdrängung führte. Die axial wirkende Vorschubkraft Ff stieg dabei nicht 
an.

Abbildung 5.3: Maßstäbliche Gegenüberstellung von Zerspankraftkomponenten und im 
Bauteil befindlicher Werkzeuglänge 
To-scale comparison of cutting force components and tell length inside the 
workpiece

Die Späne wurden getrennt aus der Kavität und dem externen Sammelbehälter doku-
mentiert. Bis zu einer Eintauchtiefe von lf = 6 mm war ausschließlich der verzahnte Teil 
des Werkzeugs im Eingriff. Die bis dahin entstandenen Späne wurden vollständig aus 
der Kavität in den Spänebehälter abtransportiert und wiesen die für das Tauchfräsen 
typische konische Form auf (Abbildung 5.4). Bei größeren Eintauchtiefen ab lf = 7 mm 
verblieben deformierte Späne in der Kavität. Die aus der Kavität herausgeförderten 
Späne wiesen jedoch mehrheitlich keine Deformation auf.

Es wurde mit diesen Untersuchungen erwiesen, dass Spanstau den Anstieg der radi-
alen Zerspankraftkomponente verursachte. Aus diesem Grund werden in den folgen-
den Abschnitten gezielt Wirkmechanismen betrachtet, die sich auf den Spanabtrans-
port auswirken. 
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Abbildung 5.4:  Spanformen in Abhängigkeit von der Eintauchtiefe lf in der tauchgefrästen 

Kavität und im Spänebehälter 
Chip forms depending on the plunge depth lf inside the plunge milled cavity 
and in the chip collection container 

5.1.2 Einfluss der Kühlschmierstrategie 
Influence of the lubricoolant strategy 

Der mangelhafte Spanabtransport wurde im vorherigen Abschnitt als maßgebliche Ur-
sache für die geringe Prozessstabilität identifiziert. Eine weitverbreitete Möglichkeit zur 
Verbesserung des Spanabtransports stellt die gezielte Zufuhr von Kühlschmierstoff 
(KSS) mit angepasstem Druck dar [SØRB06, SANG13, DÖBB17, KLOC18, S. 272 ff.]. 
Der KSS-Strahl übt eine hydrodynamische Kraft auf die Späne aus. Je nach Prozess 
können dadurch der Spankrümmungsradius reduziert und die Späne aus der Zer-
spanzone evakuiert werden. Zusätzlich kann der KSS so eine bessere Kühlung und 
Schmierung bewirken. Für den in dieser Arbeit untersuchten Tauchfräsprozess ergibt 
sich daraus ein Potential, durch verbesserten Spanabtransport die Maxima der Radi-
alkraft zu reduzieren. So können potentiell die Bearbeitungsgenauigkeit gesteigert und 
Werkzeugbrüche vermieden werden. Aus diesem Grund wurde der Einfluss der direk-
ten Zufuhr von KSS auf die Zerspankraftkomponenten und die Bauteilqualität unter-
sucht.  

Für die Zerspanuntersuchungen wurden am Bearbeitungszentrum NHX 5000 von 
DMG MORI konstant eine Schnittgeschwindigkeit von vc = 50 m/min, ein Pitch von 
p = 0,4 mm und ein Vorschub von fz = 0,02 mm je Zahn eingestellt. Die Emulsion aus 
6 % Vasco TP von der Fa. BLASER SWISSLUBE wurde durch die Maschinenspindel und 
die Werkzeugaufnahme zugeführt. Der KSS-Druck der maschineninternen Pumpe be-
trug pKSS = 6 bar. Zusätzlich wurden über ein Hochdruckaggregat Drücke im Bereich 
von pKSS = 10 bar bis pKSS = 50 bar in fünf Stufen eingestellt. In Ergänzung dazu wurde 
auch das Tauchfräsen mit Überflutungskühlung und ohne KSS untersucht, um den 
Einfluss des KSS bewerten zu können und die Vergleichbarkeit mit Kapitel 4 
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herzustellen. Als Versuchswerkzeug wurde das Werkzeug C verwendet, dessen Geo-
metrie in Tabelle 4.6 beschrieben ist. Es hatte vier koaxiale KSS-Kanäle, die am Über-
gang vom Schaft zum zylindrischen Werkzeugabschnitt aus dem Schaft austraten und 
in Richtung der Schneiden orientiert waren (Abbildung 5.5). Darüber hinaus wurde der 
Versuchsaufbau nicht verändert gegenüber Kapitel 5.1.1. 

Abbildung 5.5: Anordnung der Kühlschmierstoffkanäle im Versuchswerkzeug C
Location of the lubricoolant supply channels in the tool C

Der zeitliche Verlauf der radialen Zerspankraftkomponente Frad über vier aufeinander-
folgende Tauchfrässchnitte mit Überflutungskühlung, Trockenbearbeitung und direkter 
KSS-Zufuhr ist in Abbildung 5.6 dargestellt. Mit Überflutungskühlung wurden die Er-
gebnisse aus den vorhergehenden Kapiteln reproduziert: Kurz nach dem Eintritt des 
Werkzeugs in das Werkstück stieg Frad aufgrund von Spanstau um ca. das Sechsfache 
bis zu einem Maximalwert an. Die Höhe des Peaks nahm mit jedem aufeinanderfol-
genden Schnitt ab, da die Kavität und damit der Spanraum größer wurden. [BAIE22]

Abbildung 5.6: Zeitlicher Verlauf der radialen Zerspankraftkomponente Frad in Abhängigkeit 
von der Kühlschmierstrategie [BAIE22]
Radial cutting force component Frad over time depending on lubricoolant 
strategy [BAIE22]

Mit Trockenbearbeitung trat ein qualitativ ähnlicher Verlauf auf. Das Kraftmaximum des 
ersten Schnitts war jedoch etwas höher als bei Verwendung von Überflutungskühlung. 
Dies wurde auf die fehlende Schmierwirkung bei der Trockenbearbeitung zurückge-
führt. [BAIE22]
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Bei direkter Zufuhr des KSS mit dem Druck der maschinenintegrierten Pumpe von 
pKSS = 6 bar trat keine ausgeprägte Peakbildung auf. Dies deutete darauf hin, dass die 
erzeugten Späne durch die hydrodynamische Spülwirkung des KSS aus der Kavität 
abtransportiert wurden. Nach der Bearbeitung verblieben keine Späne im Werkstück. 
Die im Bearbeitungsraum der Maschine gesammelten Späne wiesen keine Deforma-
tion auf, es bildete sich also kein Spanstau mehr aus. Nach etwa tc = 0,5 s Schnitt-
dauer bzw. lf = 6 mm Vorschubweg erhöhte sich Frad stufenförmig um ca. 8 - 15 % 
(Markierung a in Abbildung 5.6). Dies korrelierte mit dem Eindringen des zylindrischen 
Werkzeugabschnitts in das Bauteil, was zu einer Verkleinerung des freien Querschnitts 
zwischen Werkzeugschaft und Bauteilöffnung führte. Ein Erklärungsansatz für den stu-
fenförmigen Anstieg von Frad war, dass der Spanabtransport erschwert, aber nicht un-
terbunden wurde. Frad blieb im weiteren Verlauf des Schnitts nahezu konstant, der Pro-
zess wurde also durch die Anwendung von direkter KSS-Zufuhr maßgeblich stabili-
siert. [BAIE22] 

Nach diesem Nachweis wurde untersucht, ob die Bearbeitungsgenauigkeit durch die 
Anwendung von direkter KSS-Zufuhr ebenfalls gesteigert wurde. Dazu wurde in wei-
teren Tauchfräsuntersuchungen mit den drei Versuchswerkstoffen CuZn37, CuZn42 
und CuZn21Si3P der KSS-Zufuhrdruck im Bereich 6 bar ≤ pKSS ≤ 50 bar variiert. Er-
wartet wurde dabei, dass die Bearbeitungsgenauigkeit mit pKSS steigt. Als Bewertungs-
größe für die Bearbeitungsgenauigkeit wurde die radiale Abweichung Δr der Ist- von 
der Sollposition des Austritts des letzten von vier Tauchfräshüben verwendet. Die Mes-
sung erfolgte am Auflichtmikroskop (vgl. Kapitel 4.3.3). Die jeweils geringste Abwei-
chung Δr entstand entgegen der ursprünglichen Annahme beim Tauchfräsen aller drei 
Versuchswerkstoffe bei pKSS = 6 bar (Abbildung 5.7). Unter Anwendung höherer Drü-
cke, insbesondere im Bereich pKSS = 20 - 30 bar lagen sowohl die Streuung als auch 
die Mittelwerte der Messergebnisse wesentlich höher. Einen möglichen Erklärungsan-
satz dafür lieferte der Einfluss der Fluiddynamik auf den Spanabtransport. Der Ver-
suchsaufbau war unterhalb des Werkstücks geschlossen, sodass nur eine kleine 
Menge KSS durch das Werkstück hindurch gespült werden konnte. Auch die Späne 
wurden mehrheitlich entgegen der Vorschubrichtung aus der Kavität gespült. Bei Er-
höhung des KSS-Drucks nahm die kinetische Kraft des KSS entgegen der Spanab-
laufrichtung zu. Der Spanabtransport war also bei höheren KSS-Drücken gegenüber 
einem pKSS = 6 bar erschwert. Die verklemmten Späne übten somit eine höhere radiale 
Kraft auf die Werkzeuge aus, die zu einer Verlagerung führte. Die Anwendung von 
direkter KSS-Zufuhr mit pKSS = 6 bar wurde deshalb als Empfehlung für die Prozess-
auslegung festgelegt.  

Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass beim Tauchfräsen bleifreier Messinge 
der Spanabtransport durch den Einsatz von direkter KSS-Zufuhr wesentlich gegenüber 
der Überflutungskühlung verbessert wurde. Dadurch wurde das Auftreten von ausge-
prägten Maxima in der Radialkraft eliminiert und somit die Prozesssicherheit gestei-
gert.  
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Abbildung 5.7:  Radiale Geometrieabweichung der tauchgefrästen Kavitäten unter verschie-

denen KSS-Zufuhrdrücken 
Radial geometry deviation of the plunge milled cavities depending on lubri-
coolant supply pressure 

5.2 Analogieuntersuchungen zur Analyse von Spanform und Span-
bildungsmechanismen  
Analogy experiments for chip form and chip formation analysis 

Im vorherigen Abschnitt wurde der Spanabtransport beim Tauchfräsen durch den Ein-
satz von direkter KSS-Zufuhr stabilisiert. Ziel dieses Abschnittes ist es, ein weiterfüh-
rendes Verständnis der beim Tauchfräsen erzeugten Spanform zu erlangen. Dazu 
werden Analogieuntersuchungen im gebundenen Schnitt durchgeführt. Die so erzeug-
ten Späne sind nicht durch die Interaktion mit der Kavität, den Spankammern des 
Werkzeugs oder weiteren Spänen beeinflusst. Untersucht wird der Einfluss der Werk-
zeuggeometrie und des Spanungsquerschnitts auf die Spanstauchung und die Span-
querschnittsfläche. Ein vertieftes Verständnis dieser Zusammenhänge bietet die Mög-
lichkeit, die Spanform und damit den Spanabtransport bei der Werkzeug- und Prozess-
auslegung gezielt zu beeinflussen.  

Vorbereitend für die Analogieuntersuchungen wird die sichelförmige Spanungsgeo-
metrie in eine Abwicklung überführt (Kapitel 5.2.1). Anschließend wird ein Versuchs-
aufbau entwickelt (Kapitel 5.2.2) und die Spanstauchung λh und die Spanquerschnitts-
fläche ASpan analysiert (Kapitel 5.2.3). Die Spanquerschnittsfläche ASpan beschreibt die 
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vom gerollten Span überdeckte Fläche. Diese entspricht näherungsweise dem freien 
Querschnitt zwischen Werkzeug und Kavität, der zur Spanevakuation erforderlich ist. 

5.2.1 Transformation der Spanungsgeometrie 
Transformation of the chip cross sectional area 

Voraussetzung für die Übertragbarkeit von Ergebnissen aus Analogieuntersuchungen 
ist eine möglichst große Nähe zu den realen Prozessbedingungen. Der gebundene 
Schnitt unterscheidet sich vom freien orthogonalen Schnitt dadurch, dass nicht nur die 
Hauptschneide, sondern auch eine Schneidenecke und die Nebenschneide im Eingriff 
sind [KLOC18, S. 55 f.]. Dies bietet gegenüber Untersuchungen am realen Tauchfräs-
prozess die Vorteile, dass eine bessere Zugänglichkeit besteht und ein einzelner 
Schneideneingriff inklusive des Eingriffs der Schneidenecke gezielt untersucht werden 
kann. Um die Modulation der Eingriffsbreite asp(φ) (vgl. Kapitel 2.3.1) über einen Werk-
zeugumlauf abbilden zu können, muss diese auch im Analogieversuch angewendet 
werden. Dazu werden im Folgenden die radialen und axialen Spanungsflächen defi-
niert und beschrieben sowie eine Transformation vom rotatorischen zum translatori-
schen Schnitt entwickelt. 

Der Spanungsquerschnitt hat wesentlichen Einfluss auf die Zerspankraftkomponenten 
und die Spanbildung [HOPP03, S. 183, PAUC08, S. 12]. Aufgrund der prozessspezi-
fischen Kinematik ist beim Tauchfräsen neben dem Spanungsquerschnitt auch die si-
chelförmige axiale Spanungsfläche relevant, die durch die drehwinkelabhängige 
Spanungsbreite aufgespannt wird (vgl. Abbildung 2.8).  

Der Spanungsquerschnitt wird analog dazu als radiale Spanungsfläche bezeichnet 
und liegt in der Werkzeug-Bezugsebene Pr, die senkrecht zur Schnittrichtung orientiert 
ist und die Drehachse des Werkzeugs enthält. Die radiale Spanungsfläche besteht im 
hier betrachteten Fall aus zwei trapezförmigen Bereichen, in denen die Stirnschneide 
(Bereich I) und die Schneidenecke (Bereich II) im Eingriff sind (Abbildung 5.8). Auf-
grund der lokal unterschiedlichen Einstellwinkel κr bzw. κr,ε weichen die lokalen 
Spanungsdicken in diesen Bereichen voneinander ab. Die über den Schnitt veränder-
liche Spanungsbreite asp(φ) beginnt an der Schneidenecke bei asp = 0 mm und erreicht 
ihr Maximum bei asp = p (vgl. Kapitel 2.3.1). 

Die Eckenfase fungiert als Übergang zwischen der Stirn- bzw. Hauptschneide und der 
Umfangsschneide. Sie dient zur Stabilisierung der Schneide, indem sie Ausbrüche 
aufgrund von mechanischer Überbelastung vermeidet. Da zudem eine geringere Pro-
zessbeeinflussung durch geringe Spanungsdicke am Übergang zwischen Schneiden-
ecke und Nebenschneide stattfand (vgl. Kapitel 4.3.1) als bei Werkzeugen mit runder 
Schneidenecke, wurden für die Untersuchungen Analogiewerkzeuge mit Eckenfase 
eingesetzt. Bei dem als Grundlage genutzten Werkzeug C betrug der Fasenwinkel 
εr = 45°. Dieser entsprach dem Einstellwinkel κr,ε in diesem Bereich, da der Neigungs-
winkel λs = 0° betrug. Aufgrund des Fasenwinkels wirkt ein Anteil der in diesem Bereich 
erzeugten Zerspankraft in radialer Richtung auf das Werkzeug (vgl. Kapitel 2.3.2, 
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[WITT14, S. 75 ff.]). Infolge der Winkellage trägt auch die Schnittnormalkraft zur radi-
alen Kraftkomponente bei. Um möglichst geringe radiale Kraftkomponenten zu erzeu-
gen, sind daher kleine Fasenbreiten bγ von Vorteil. Bei der Werkzeugauslegung ist zu 
beachten, dass ein ausreichend hoher Widerstand gegen Eckenausbrüche erhalten 
bleibt. Die dazu erforderliche Fasenbreite bzw. der dazu erforderliche Eckenradius ist 
abhängig von den wirkenden mechanischen Belastungen und damit vom Werkstoff 
und von den Schnittparametern.  

 
Abbildung 5.8:  Eingriffsbedingungen und radiale Spanungsfläche (Spanungsquerschnitt) 

beim Tauchfräsen unter Einbeziehung der Eckenfase 
Engagement conditions and uncut chip cross section in plunge milling con-
sidering the tools chamfer 

Bei Werkzeugen mit einer Eckenfase anstelle eines Radius gibt es im Übergangsbe-
reich zwischen Fase und Umfangsschneide keinen Bereich, in dem die Spanungsdicke 
gegen null geht [WITT14, S. 77]. Bei alleiniger Betrachtung der Kinematik ist die Um-
fangsschneide, die beim Tauchfräsen die Nebenschneide ist, nicht im Eingriff. Da im 
realen Prozess jedoch Kräfte in radialer Richtung das Werkzeug elastisch verformen, 
ist auch die Nebenschneide mit einer undefinierten, kraftabhängigen Spanungsdicke 
im Eingriff. Dies ist insbesondere unter instabilen Bearbeitungsbedingungen relevant 
und wurde deshalb hier nicht betrachtet. 

Die axiale Spanungsfläche liegt in der Werkzeug-Rückebene Pp, die senkrecht zur 
Vorschubrichtung steht. Sie beinhaltet den Verlauf der Spanungsbreite über einen 
Schneideneingriff (Abbildung 5.9). Da die Schnittbewegung im gebundenen Schnitt li-
near ist und nicht rotatorisch wie beim Realprozess ist es notwendig, den Verlauf der 
Spanungsbreite zu modulieren. Dazu wurde eine Vorgehensweise nach WITTY ver-
wendet [WITT14]. Beim Tauchfräsen gilt für die Spanungsbreite asp(φ) in Abhängigkeit 
vom Eingriffswinkel φ (vgl. Kapitel 2.3): 

ܽ௦௣(߮) = 2݀ + ݌ · sin(߮) −ඨ݀²4 − ൫݌ ·  ൯ଶ (2.1)(߮)ݏ݋ܿ
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n f
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Die Abwicklung des Querschnitts erfolgte entlang des äußeren Kreisbogens, da dieser 
die Bahn der Schneidenecke beschreibt. Die Länge dieses Kreisbogens entsprach der 
späteren Länge des linearen Schnitts lcu, der vom Pitch p und dem Werkzeugdurch-
messer d abhängig war (Formel (2.2)). Der folgende Ausdruck wurde für die Übertra-
gung der rotatorischen in eine translatorische Schnittbewegung verwendet: ߮(݈௖௨) = ݈௖௨ · ߨ360° · ݀ − ߮௦௖ = ݈௖௨ · ߨ360° · ݀ − ଵି݊݅ݏ ቀ݀݌ቁ (5.1)

Für die Spanungsbreite asp(lcu) im gebundenen Schnitt gilt damit:

ܽ௦௣(݈௖௨) = 2݀ + ݌ ݊݅ݏ ൭݈௖௨ · ߨ360° · ݀ − ଵି݊݅ݏ ቀ݀݌ቁ൱
− ඩܦଶ4 − ݌ ݏ݋ܿ ൭݈௖௨ · ߨ360° · ݀ − ଵି݊݅ݏ ቀ݀݌ቁ൱ଶ (5.2)

Durch die Transformation des Spanungsquerschnitts kann der Verlauf der Spanungs-
breite auf den gebundenen Schnitt übertragen werden. Im rotatorischen Schnitt nimmt 
die Schnittgeschwindigkeit entlang der Stirnschneide über den Werkzeugdurchmesser 
zu. Im Analogieprozess ist die Schnittgeschwindigkeit über die Schneidenlänge kon-
stant und entspricht der maximalen Schnittgeschwindigkeit des Realprozesses, die an 
der Schneidenecke herrscht. 

Abbildung 5.9: Abwicklung der axialen Spanungsfläche für die Transformation in den Ana-
logieprozess [WITT14]
Winding off of the radial cutting area for the transformation to the analogy 
process [WITT14]

In diesem Abschnitt wurde durch Betrachtung der axialen und radialen Spanungsflä-
che die Grundlage für nachfolgende Analysen der Spanungsgeometrie gelegt. Die Ab-
wicklung der axialen Spanungsfläche nach WITTY dient als Basis für die Gestaltung 
der Analogieuntersuchungen im folgenden Abschnitt [WITT14].
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5.2.2 Versuchsaufbau der Analogieuntersuchungen
Setup for the analogy experiments

Die zuvor entwickelte Geometrie wurde in einen Versuchsaufbau für den gebundenen 
Schnitt überführt. Der Aufbau wurde auf einer Außenräummaschine vom Typ RASX 
8x2200x600 M / CNC von der Fa. FORST realisiert (Abbildung 5.10). Für die Analogie-
untersuchungen wurde die Kinematik der Maschine umgekehrt eingesetzt: Die Werk-
stücke wurden als Plättchen in den Räumbalken eingespannt und die Werkzeuge wa-
ren ortsfest auf dem Maschinentisch montiert. Durch die lineare Abwärtsbewegung des 
Räumbalkens wurde die für den Schnitt erforderliche Relativbewegung zwischen 
Werkstück und Werkzeugecke erzeugt wie in Abbildung 5.9 rechts dargestellt. 

Abbildung 5.10: Versuchsaufbau auf der Außenräummaschine
Experimental setup on the external broaching machine

Dieser Aufbau ermöglichte es, die Spanbildung und den Spanablauf mittels Hochge-
schwindigkeitsaufnahmen zu beurteilen. Dies geschah mit einer Hochgeschwindig-
keitskamera vom Typ Phantom 7.3 von VISION RESEARCH. Mit einer piezoelektrischen 
Kraftmessplattform vom Typ 9257 B von der Fa. KISTLER wurden die Zerspankraftkom-
ponenten bei einer Abtastrate von fAbtast = 20 kHz gemessen. Auf der Kraftmessplatt-
form waren die Werkzeuge mit einem Spannkäfig in einem Schafthalter aufgespannt.

Die Versuchsbauteile waren plättchenförmig und wiesen jeweils sechs gleiche Profile 
auf (Abbildung 5.11). Dadurch wurden sechs aufeinanderfolgende Schneideneingriffe
des realen Tauchfräsens nachgebildet. Diese Profile hatten den Querschnitt des ab-
gewickelten Verlaufs der Spanungsbreite asp(lcu) gemäß Formel (5.2). Die Geometrie 
entsprach einem Werkzeugdurchmesser d = 2 mm und einem Pitch von p = 0,5 mm. 
Dies ergab eine Schnittlänge von lcu = 3,647 mm. Der Abstand zwischen den Profilen 
betrug 2,63 mm, was der nicht im Eingriff befindlichen Weglänge der Schneidenecke 
im realen Tauchfräsprozess entsprach. Die Profile waren von der Grundfläche der 
Werkstücke um 0,5 mm abgehoben, um im Versuch ein Reiben der Schneidenecke 
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über die Grundfläche zu vermeiden. Die Werkstücke wurden durch CAD/CAM-
gestützte Drahtfunkenerosion aus Rundstangen der Werkstoffe CuZn37, CuZn42 und 
CuZn21Si3P gefertigt. Für die Untersuchungen wurden alle drei Versuchswerkstoffe 
aus Kapitel 4 ausgewählt, da eventuelle Unterschiede in der Spanbildung und der 
Spanform in diesem Abschnitt untersucht wurden.

Abbildung 5.11: Bauteile mit abgewickelter axialer Spanungsfläche für die Analogieuntersu-
chungen
Workpieces with wound-off geometry for the analogy process

Die Versuchswerkzeuge wurden aus Einstechdrehplatten der Firma SANDVIK 

COROMANT vom Typ TM123-FB01-529891 gefertigt (Abbildung 5.12). Die Spanflächen 
waren geschliffen und die Freiflächen wurden durch Drahtfunkenerosion hergestellt. 
Die Hartmetallsorte H10F hatte eine mittlere Korngröße von dK = 0,8 μm und enthielt 
einen Massenanteil von mCo = 10 % Cobalt als Binder. Die Geometrie der Werkzeuge 
war einer einzelnen Schneide des Tauchfräswerkzeugs C (vgl. Tabelle 4.6) nachemp-
funden. Eine Variation der Werkzeuggeometrie wurden anhand der geometrischen 
Größen Einstellwinkel κr, Spanwinkel γ und die Breite der Eckenfase bγ (Tabelle 5.1) 
durchgeführt. Einstellwinkel κr > 90° können beim Tauchfräsen ein Minimum von Pas-
siv- und Schnittkraft erzeugen [WITT14, S. 76], daher wurden neben dem Referenz-
wert κr = 94° aus dem Realprozess auch Werkzeuge mit κr = 90° und κr = 98° gefertigt. 

Die Schnittkraft wirkt ebenfalls überwiegend radial auf das Werkzeug, weshalb der 
Spanwinkel γ der Werkzeuge variiert wurde. Die Breite der Eckenfase bγ wurde variiert, 
um deren Einfluss auf Spanbildung und Zerspankraftkomponenten gezielt identifizie-
ren zu können. Die Variation wurde dabei jeweils ausgehend von einem Referenz-
werkzeug mit κr = 94°, γ = 5°, und bγ = 0,08 mm für jeden der geometrischen Parame-
ter durchgeführt. Die Schneidkanten der Werkzeuge wurden nicht gezielt präpariert 
und wiesen Schneidkantenradien im Bereich 4,7 μm ≤ rβ ≤ 6 μm auf. 

Die Analogieuntersuchungen wurden bei einer konstanten Schnittgeschwindigkeit von 
vc = 50 m/min ohne Kühlschmierstoff durchgeführt, um freie Sicht für die Hochge-
schwindigkeitskamera zu haben. Der Vorschub wurde im Bereich 
0,01 mm ≤ f ≤ 0,03 mm variiert. Bei der Versuchsdurchführung wurde durch Vor-
schnitte sichergestellt, dass die jeweils untersuchte Schneidenecke vollständig im Ein-
griff war, bevor Messdaten aufgezeichnet und Späne für die Auswertung gesammelt 
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wurden. Es wurden je Versuchspunkt zwei Schnitte durchgeführt, deren Messgrößen 
bei der Auswertung gemittelt wurden. 

Abbildung 5.12: Geometrie der Analogiewerkzeuge
Geometrie of the analogy tools

Tabelle 5.1: Werkzeuggeometrie für die Analogieuntersuchungen
Tool geometry for analogy experiments

Geometriegröße Maß Geometriegröße Maß

Spanwinkel γ / °
2,5; 5*; 
7,5; 10; 
12,5

Freistellung der 
Nebenschneide κN / ° 10

Freiwinkel α / ° 10 Schneidkantenradius 
rβ / μm 4,7 - 6

Breite der Eckenfase bγ
/ mm

0,02; 
0,08*; 
0,14

Schneidstoff-bezeich-
nung 

H10F 
(Fa. SANDVIK 
COROMANT)

Eckenfasenwinkel
εr / ° 45 Mittlere WC-Korngröße 

dK / μm 0,8

Einstellwinkel der 
Hauptschneide κr / °

90; 94*; 
98 Bindergehalt mCo / % 10

Neigungswinkel λs / ° 0 * Referenzgeometrie

5.2.3 Ergebnisse der Analogieuntersuchungen
Results of the analogy experiments

Zur Vermeidung von Spanklemmern sollten die Späne in Relation zu den Spankam-
mern des Werkzeugs nicht zu groß sein [LAKN21]. Ziel dieser Untersuchung war es 
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deshalb, ein besseres Verständnis der Spanbildung beim Tauchfräsen zu erlangen 
und nachgelagert den Prozess so einstellen zu können, dass möglichst kompakte 
Späne erzeugt werden. Dazu wurde der Einfluss des Werkstoffs, des Vorschubs und 
der Werkzeuggeometrie auf die Spanstauchung und die Spanquerschnittsfläche un-
tersucht.  

Die Form der Späne folgte dem Verlauf der Spanungsbreite asp(lcu), der zu beiden En-
den hin gegen null ging (Abbildung 5.13). Der Spankrümmungsradius war über die 
Länge des Spans variabel da die Spanungsbreite über die Eingriffslänge moduliert. 
Aufgrund der translatorischen Schnittbewegung des gebundenen Schnitts rollten sich 
die Späne nicht wie im Realversuch konisch (vgl. Abbildung 4.3), sondern zylindrisch. 
Die Länge, die Dicke und der Krümmungsradius der Späne unterschied sich in Abhän-
gigkeit vom Werkstoff aufgrund unterschiedlicher Spanstauchung, die nachfolgend 
quantifiziert wird. Die zugrundeliegenden Spanbildungsmechanismen wurden qualita-
tiv in Kapitel 4.3.1 untersucht. 

An den Enden der Späne, die durch den Ein- und Austritt des Werkzeugs aus dem 
Werkstück erzeugt wurden, wich die Spanform vom Verlauf der Spanungsbreite ab 
(Abbildung 5.13). Insbesondere an der Eintrittsseite des Werkzeugs in das Werkstück 
wurde die Spanform gestaucht, bzw. kein Span getrennt. Als mögliche zugrundelie-
gende Wirkmechanismen wurde Ploughing identifiziert [ALBR60, KLOC18, S. 292]. 
Infolge der Kinematik des Tauchfräs- und des Analogieprozesses in Kombination mit 
dem lokalen Einstellwinkel von κr,ε = εr =45° an der Eckenfase war die lokale 
Spanungsdicke in diesem Bereich sehr gering. Aufgrund der elastischen Rückfede-
rung des Werkstoffs wurde daher nicht auf der vollen Länge des Werkzeugeingriffs ein 
Span getrennt. In diesem Bereich entstand erhöhte Reibung zwischen Werkzeug und 
Werkstück, die Auswirkungen auf die Schnitt- und Passivkraft hatten. Ein elastisches 
Nachgeben des Versuchsaufbaus oder der Werkzeugmaschine wurde als mögliche 
Ursache aufgrund der hohen Systemsteifigkeit ausgeschlossen.  

 
Abbildung 5.13:  Spanform im Analogieversuch in Abhängigkeit vom Werkstoff 

Chip form in analogy experiments depending on workpiece material 
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Darüber hinaus erzeugte der Übergang zwischen den Eingriffsbereichen der Ecken-
fase und der Hauptschneide eine Veränderung der Spanstruktur (Abbildung 5.13). Der 
lokale Einstellwinkel unterschied sich zwischen Eckenfase (κr,ε = εr = 45°) und Haupt-
schneide (κr = 94°). Im Ergebnis war bei konstantem Vorschub f = 0,02 mm die lokale 
Spanungsdicke an der Hauptschneide größer als im Eingriffsbereich der Eckenfase. 
Dadurch wurden die Ausfransungen am Spanrand erzeugt. Diese waren jedoch we-
sentlich kleiner als die langen Ausfransungen, die im Realprozess mit verrundeten 
Schneidkanten erzeugt wurden (vgl. Abbildung 4.4). 

Die Eckenfase (bγ = 0,08 mm) hatte einen Anteil von mindestens 16 % an der gesam-
ten Spanungsbreite (asp,max = p = 0,5 mm). Die Spanbildung erfolgte also wie auch bei 
anderen Tauchfräsprozessen neben der Hauptschneide zu einem maßgeblichen An-
teil an der geradflankigen Eckenfase. Diese Mehrflankenspanbildung wurde im Kon-
text der Zahnradfertigung und des Räumens von Profilnuten untersucht [KLEI07, 
HERZ14, SEIM19, S. 68 ff.]. Mehrflankenspäne weisen im Gegensatz zu einflankigen 
Spänen eine zusammenhängende und über die Schneidenlänge nahezu ebene Form 
auf. Dies ist in den unterschiedlichen Materialflussrichtungen des ablaufenden Spanes 
zu begründen, die gegenseitig ein Aufrollen behindern und in einer neuen Spanform 
mit deutlich vergrößerten Spankrümmungsradien resultieren. In Abhängigkeit von der 
Spanungsdicke und der Werkzeuggeometrie können dabei verschiedene Mechanis-
men wirksam werden, die als Beulen und Reißen bezeichnet werden [KLEI07]. Beulen 
bezeichnet ein Aufbeulen des Spans und verursacht eine erhöhte mechanische Werk-
zeugbelastung im Bereich der Schneidenecke. Als Reißen wird die Trennung des 
Spans an der Schneidenecke bezeichnet. Wesentlichen Einfluss auf diese Mechanis-
men haben der Vorschub und die Werkzeuggeometrie. [KLEI07, HERZ14, SEIM19, S. 
68 ff.] 

Übertragen auf das Tauchfräsen bot die Betrachtung der mehrflankigen Spanbildung 
einen Erklärungsansatz für die veränderlichen Spankrümmungsradien der erzeugten 
Späne (Abbildung 5.13). Die Spankrümmungsradien waren im Bereich des Eingriffs 
der Schneidenecke wesentlich kleiner als im Mittelteil des Spans. Aufgrund des L-för-
migem Spanungsquerschnitts durch die ausgeprägte Mehrflankenspanbildung (vgl. 
Abbildung 5.8) wies der Span in diesem Bereich eine höhere Steifigkeit auf. Das oben 
beschriebene Reißen oder Beulen wurde nicht beobachtet.  

Spandickenstauchung λh 

Die Spandickenstauchung λh bezeichnet das Verhältnis der Dicke des Spans h‘ zur 
unverformten Spanungsdicke h analog zur Formänderung in der Umformtechnik 
[PAUC08, S. 16, KLOC18, S. 103]. Es gilt aufgrund der Volumenkonstanz: ߣ௛ = ℎ′ℎ  (5.3) 

Die Spanstauchung ist abhängig vom Werkstoff, dem Spanbildungsmechanismus, den 
Reibbedingungen in der Spankontaktzone, den Schnittparametern und der Werkzeug-
geometrie. Ihre Kenntnis gibt Anhaltspunkte zu diesen Größen beziehungsweise den 
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daraus resultierenden Bedingungen bei der Spanbildung. So weist beispielsweise eine 
höhere Spanstauchung im Vergleich zweier Werkstoffe unter konstanten Bedingungen 
auf einen erhöhten Umformgrad des getrennten Werkstoffs und somit auf eine höhere 
thermomechanische Werkzeugbelastung sowie eine geringere Spansegmentierung 
hin. [PAUC08, S. 16, KLOC18, S. 103] 

Die Analyse der Spandickenstauchung wird üblicherweise im Kontext der Analyse der 
der Scherebenentheorie nach MERCHANT im orthogonalen Schnitt durchgeführt 
[MERC45a, KLOC18, S. 100 ff.]. Aufgrund des relevanten Einflusses der Schneiden-
ecke lag hier kein orthogonaler, sondern ein seitlich gebundener Schnitt vor. Die hier 
erzeugten Ergebnisse waren deshalb nur eingeschränkt mit Ergebnissen aus anderen 
Veröffentlichungen vergleichbar. Dies hatte keinen Einfluss auf die Vergleichbarkeit 
der Ergebnisse untereinander. 

Zur Analyse der Spandickenstauchung λh wurde die Spanungsdicke h unter Berück-
sichtigung des Einstellwinkels κr der Hauptschneide rechnerisch ermittelt. Die Spandi-
cke h‘ wurde per Auflichtmikroskop gemessen. Die Messung erfolgte stets in der Mitte 
des Spans senkrecht zur Bildebene, um Messfehler durch perspektivische Verzerrung 
zu minimieren (Abbildung 5.14, links). Dieses Vorgehen wurde dem metallographi-
schen Aufbereiten der Späne vorgezogen, da die Späne wegen ihrer geringen Größe 
nicht senkrecht zur Betrachtungsebene eingebettet werden konnten (vgl. Abbildung 
4.7). 

 
Abbildung 5.14:  Messung der Spandicke im Auflichtmikroskop und Spandickenstauchung im 

Analogieversuch 
Measurement of chip thickness in reflected light microscope and chip thick-
ness ratio in analogy experiments 
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Infolge der rauen Spanoberseite und des subjektiven Einflusses der prüfenden Person 
unterlag die Messung der Spandicke einer zufälligen Messabweichung, die zu 
Δh‘ = 5 μm abgeschätzt wurde. Insbesondere bei einem Vorschub von f = 0,01 mm 
(h = 0,00997 mm) war dieser Fehler relevant und wurde in der Darstellung der Ergeb-
nisse durch Fehlerbalken berücksichtigt (Abbildung 5.14, rechts). 

Die so gemessene Spanstauchung war bei der Bearbeitung von CuZn37 mit λh ≥ 2 
höher im Vergleich zu den Werkstoffen CuZn42 und CuZn21Si3P. Die Dickenstau-
chung der Späne aus CuZn42 und CuZn21Si3P war ab einem Vorschub von 
f = 0,02 mm wesentlich geringer mit λh ≤ 1,5 und fiel mit zunehmendem Vorschub 
leicht ab. Bei f = 0,01 mm war die Spanstauchung wesentlich höher. Ein Übergang des 
Spanbildungsmechanismus von segmentierter Spanbildung (f ≥ 0,02 mm) zu Fließ-
panbildung bei f = 0,01 mm war Ursache hierfür. Dies wurde durch den relativ zur ge-
samten Zerspankraft höheren Anteil an Reib- und Quetschanteilen in der Nähe der 
Mindestspanungsdicke (f = 1,5 - 2,5 rβ) begünstigt. Eine genauere quantitative Aus-
sage war bei f = 0,01 mm aufgrund der relativ zum Messwert hohen Messunsicherheit 
nicht möglich.  

Die durch Fließspanbildung entstandenen Späne aus CuZn37 wiesen aufgrund der 
Abwesenheit von Rissen im umgeformten Gefüge eine höhere Festigkeit als die seg-
mentierten Späne aus CuZn42 und CuZn21Si3P auf. Sollte es zu einem Verkanten 
mehrerer Späne im Inneren der Spankammer bzw. Kavität kommen, ist daher ein Auf-
lösen der Verklemmung durch Bruch des Spans unwahrscheinlicher als bei segmen-
tierten Spänen mit geringerer Festigkeit. Im Realprozess bilden sich somit mit erhöhter 
Wahrscheinlichkeit initiale Spannester, die zum Spanstau führen können. 

Die Variation der Werkzeuggeometrie (vgl. Kapitel 5.2.2) hatte im Analogieversuch 
keinen Einfluss auf die Spandickenstauchung, der über die Messungenauigkeit hinaus 
ging.  

Spanquerschnittsfläche 

Die Prozesssicherheit beim Tauchfräsen ist abhängig vom Spanabtransport. Dieser 
wird durch die Gestalt des Spans beeinflusst. Zur quantitativen Bewertung von Span-
formen werden üblicherweise der Spankrümmungsradius, die Spanraumzahl oder die 
Spanquerschnittsfläche herangezogen. Der Spankrümmungsradius ist im Tauchfräs- 
und auch im Analogieversuch über die Länge des Spans variabel (vgl. z.B. Abbildung 
5.13), da die Spanungsbreite über die Eingriffslänge moduliert. Aus diesem Grund ist 
die Messung des Spankrümmungsradius zur Abschätzung des Spanabtransports nur 
eingeschränkt aussagekräftig. Die Spanraumzahl gibt das Volumenverhältnis von ge-
trenntem Span zu unverformten Werkstoff an und ermöglicht daher keine direkte Aus-
sage über den Spanabtransport aus engen Kavitäten wie beim Tauchfräsen 
[HOFM18]. Deshalb wurde die Spanform anhand der Spanquerschnittsfläche ASpan be-
wertet. Diese bezeichnet die durch den aufgerollten Span eingeschlossene Fläche und 
ist damit eine Kennzahl für den im Prozess benötigten freien Querschnitt zum Spana-
btransport [LAKN18, S. 18 ff., LAKN21]. 
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Die Messung der Spanquerschnittsfläche ASpan erfolgte im Auflichtmikroskop vom Typ 
VHX-900F von der Fa. KEYENCE. Die Späne wurden jeweils senkrecht zur Bildebene 
ausgerichtet, um Messabweichungen durch perspektivische Verzerrung zu reduzie-
ren. Als Spanquerschnittsfläche ASpan wurde die kleinste konvexe Fläche ausgewertet, 
die den Span vollständig einschloss (Abbildung 5.15 a). Aufgrund der manuellen Mes-
sung und der nicht idealen Ausrichtung des Spans im Mikroskop entstand eine Mess-
abweichung. Diese wurde anhand von Wiederholmessungen zu ΔASpan = 7,5 % abge-
schätzt. 

 
Abbildung 5.15:  Messung der Spanquerschnittsfläche ASpan im Auflichtmikroskop (a) und ge-

mittelte Spanquerschnittsfläche je Versuchswerkstoff (b) 
Measurement of the chip cross section area ASpan via optical microscopy (a) 
and mean chip cross sectional area depending on workpiece material (b) 

Anschaulich betrachtet wurde die Spanquerschnittsfläche ASpan primär durch den 
Spankrümmungsradius und die Spandickenstauchung beeinflusst. Bei zunehmenden 
Spankrümmungsradien wuchs die Spanquerschnittsfläche aufgrund des größeren 
vom Span umschlossenen Innenraums an. Die Länge des Spans nahm mit zuneh-
mender Spandickenstauchung λh umgekehrt proportional ab. Daher wurde mit zuneh-
mender Spandickenstauchung eine abnehmende Spanquerschnittsfläche ASpan um-
schlossen.  

Der Versuchswerkstoff hatte den größten Einfluss auf die Spanquerschnittsfläche  
ASpan (Abbildung 5.15 b). Die Späne aus CuZn37 wiesen aufgrund ihrer hohen Span-
stauchung eine geringere Länge und deshalb auch kleinere Spanquerschnittsflächen 
im Bereich 0,15 mm² ≤ ASpan ≤ 0,32 mm² auf im Vergleich zu CuZn42 (0,30 mm² ≤ AS-

pan ≤ 0,45 mm²) und CuZn21Si43P (0,32 mm² ≤ ASpan ≤ 0,49 mm²). 

Die Einflüsse der Werkzeuggeometrieparameter und des Vorschubs auf die Spanquer-
schnittsfläche ASpan fasst Abbildung 5.16 zusammen. Der Spanwinkel γ hatte bei der 
Bearbeitung von CuZn21Si3P und CuZn37 keinen Einfluss, der eindeutig über die 
Streuung der Ergebnisse (Fehlerbalken) hinausging. Bei der Bearbeitung von CuZn42 
stieg die Spanquerschnittsfläche bei zunehmenden Spanwinkeln bis zu γ = 10° von 
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ASpan = 0,32 mm² auf ASpan = 0,45 mm² an. Dies wurde durch eine Zunahme des Span-
krümmungsradius in diesem Bereich verursacht. Bei der Bearbeitung von CuZn37 wur-
den unter einigen Parametern keine auswertbaren Späne erzeugt. Diese Parameter-
punkte fehlen daher in Abbildung 5.16. 

 
Abbildung 5.16:  Einfluss der Werkzeuggeometrie und des Vorschubs auf die Spanquer-

schnittsfläche ASpan 

Influence of the tool geometry and feed on chip cross sectional area 

Der Einstellwinkel κr hatte bei der Bearbeitung von CuZn42 und CuZn21Si3P nur einen 
geringen Einfluss (max. 12%) auf die Spanquerschnittsfläche, der nicht über die Streu-
ung der Versuchsergebnisse hinausging. Bei der Bearbeitung von CuZn37 bildete sich 
ein Maximum bei κr = 94° heraus, welches durch einen besonders großen Spankrüm-
mungsradius verursacht wurde. Mit steigendem Vorschub nahm die Spanquerschnitts-
fläche zu. Dies war in der erhöhten Spankrümmung durch die höhere Spanungsdicke 
begründet. 

Die Verbreiterung der Fase an der Werkzeugschneidenecke von bγ = 0,02 mm auf 
bγ = 0,08 mm erzeugte eine Erhöhung des Spankrümmungsradius und damit eine Ver-
größerung der Spanquerschnittsfläche ASpan um 0,06 mm² (CuZn42) bis 0,15 mm² 
(CuZn37, CuZn21Si3P). Begründet wurde dies durch die Veränderung des Spanungs-
querschnitts bzw. der radialen Spanungsfläche (vgl. Abbildung 5.8). Durch eine Ver-
breiterung der Eckenfase verstärkte sich der Einfluss der Mehrflankenspanbildung 
(vgl. S. 87 f.). Aufgrund der unterschiedlichen Materialflussrichtungen im Bereich der 
Eckenfase und der Hauptschneide entstanden größere Spankrümmungsradien und 
damit größere Spanquerschnittsflächen [KLEI07, HERZ14, SEIM19, S. 68 ff.]. Über-
tragen auf die Prozessauslegung ist daher zur Minimierung der Spanquerschnittsflä-
che ein Werkzeug geeignet, das eine geringe Fasenbreite aufweist und bei einem ge-
ringen Vorschub eingesetzt wird. 
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5.2.4 Zwischenfazit  
Interim conclusion 

In Kapitel 4 lagen stets instabile Bearbeitungsbedingungen aufgrund von mangelhaf-
tem Spanabtransport vor. Ziel der Analogieuntersuchungen war die Analyse der Span-
bildung und der Spanform unter stabilen Prozessbedingungen. Dazu wurde die rota-
torische Kinematik des Tauchfräsens durch Abwicklung in den gebundenen Schnitt mit 
geradliniger Schnittbewegung überführt. Die Analogiewerkzeuge wiesen dieselben 
Geometriemerkmale auf wie eine einzelne Schneide eines rotierenden Tauchfräswerk-
zeugs. Auf diese Art und Weise wurden zum Realprozess vergleichbare Bedingungen 
hinsichtlich des Spanungsquerschnitts, des Verlaufs der Spanungsbreite über die 
Schnittlänge und der Schnittgeschwindigkeit geschaffen. 

Die Spanform in Abhängigkeit von Werkstoff, Werkzeuggeometrie und Vorschub 
wurde anhand der Spandickenstauchung λh und der Spanquerschnittsfläche ASpan be-
wertet. Die Spandickenstauchung λh wurde aufgrund unterschiedlicher Spanbildungs-
mechanismen (vgl. Kapitel 4.3.1) nahezu ausschließlich durch den Werkstoff beein-
flusst. Die Fließspanbildung bei der Bearbeitung von CuZn37 erzeugte eine höhere 
Spandickenstauchung als die Scherspanbildung bei der Bearbeitung von CuZn21Si3P 
und CuZn42. Die Spanquerschnittsfläche ASpan wurde als Maß für den zum Spanab-
transport benötigten freien Querschnitt herangezogen und unterlag dem gleichen 
Werkstoffeinfluss wie die Spandickenstauchung. Bei Erhöhung des Vorschubs ent-
standen verursacht durch den vergrößerten Spankrümmungsradius größere Span-
querschnittsflächen. Der Einfluss der Breite der Eckenfase bγ war anhand der Mehr-
flankenspanbildung erklärbar. Je breiter die Eckenfase gestaltet war, desto größer war 
der Einfluss der Mehrflankenspanbildung und damit die Spanquerschnittsfläche ASpan.  

In der industriellen Applikation wird die Werkstoffauswahl durch die angestrebten Ge-
brauchseigenschaften des Produkts eingeschränkt. Bei festgelegtem Werkstoff ist es 
auf Basis der erzeugten Ergebnisse möglich, gezielt Späne mit kleineren Spanquer-
schnittsflächen zu erzeugen. Bei unzureichendem Spanabtransport besteht so weite-
res Potential zur Stabilisierung des Prozesses durch Anwendung geringer Vorschübe 
(fz = 0,01 mm) und Verwendung von Werkzeugen mit schmalen Eckenfasen 
(bγ = 0,02 mm) um den Spanabtransport weiter zu verbessern. 

Ein maßgeblicher Nachteil solcher Werkzeuge liegt jedoch in der im Bereich der 
Schneidenecke konzentrierten thermomechanischen Belastung. In der Großserien- 
oder Massenfertigung werden daher mit erhöhter Wahrscheinlichkeit Ausbrüche im 
Bereich der Schneidenecke auftreten. Diese führen zum Versagen des Werkzeugs 
und damit zu einer Reduktion der Prozesssicherheit. Dadurch entsteht ein Zielkonflikt 
bei der Prozessauslegung, der für jeden Anwendungsfall individuell gelöst werden 
muss und auch in den folgenden Kapiteln adressiert wird.  
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5.3 Optimierung der Schnittparameter und der Werkzeuggeometrie 
zur Reduktion der radialen Zerspankraftkomponenten 
Optimization of the cutting parameters and the tool geometry for reducing radial 
force components 

Das maßgebliche Ziel der systematischen Werkzeug- und Prozessauslegung beim 
Tauchfräsen bleifreier Kupferwerkstoffe ist die Reduktion von radialkraftbedingter 
Werkzeugabdrängung, die Geometrieabweichungen am Bauteil verursacht. In den vo-
rangehenden Kapiteln wurde die Stabilität des Tauchfräsprozesses durch Optimierung 
des Spanabtransports im Realprozess (Kapitel 5.1) gesteigert. Die Peaks im zeitlichen 
Verlauf der radialen Kraftkomponenten wurden durch die Anwendung direkter KSS-
Zufuhr eliminiert und die maximale Radialkraft um eine Größenordnung reduziert. Die 
unter stabilen Bedingungen entstehenden Spanformen wurden im Analogieprozess 
untersucht (Kapitel 5.2). 

Im Rahmen dieses Abschnitts wird der Einfluss der Werkzeuggeometrie und der 
Schnittparameter auf die radialen Zerspankraftkomponenten unter diesen stabilen Be-
dingungen untersucht. Industrielles Ziel ist dabei die weitere Reduktion der radialen 
Kraftkomponenten. Das Verstehen der zugrundeliegenden Ursache-Wirkmechanis-
men sowie die Erstellung einer Datengrundlage für ein Radialkraftmodell sind die wis-
senschaftlichen Ziele dieses Abschnitts. Zur Erreichung dieser Ziele wurden Zerspan-
untersuchungen im Realprozess mit direkter KSS-Zufuhr durchgeführt (vgl. Kapi-
tel 5.1), in denen der Einfluss der Schnittparameter und der Werkzeuggeometrie auf 
die radialen Zerspankraftkomponenten systematisch untersucht wurde.  

5.3.1 Versuchsaufbau 
Experimental setup 

Die Tauchfräsuntersuchungen wurden in zwei Abschnitte gegliedert, deren Untersu-
chungsgegenstand die Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen den Schnittparame-
tern bzw. der Werkzeuggeometrie und der radialen Zerspankraftkomponente war 
(Tabelle 5.2). Der experimentelle und messtechnische Aufbau war derselbe wie in Ka-
pitel 5.1 (vgl. Abbildung 5.1). Als maßgebliche Ausgangsgröße wurde der Betrag der 
zeitlich gemittelten Radialkraft Frad festgelegt, die aus den gemessenen Zerspankraft-
komponenten Fx und Fy in der radialen Ebene ermittelt wurde. Zusätzlich wurde die 
Vorschubkraft Ff gemessen. Die Geometrie der Versuchsbauteile wurde unverändert 
aus Kapitel 5.1 bzw. Kapitel 4 übernommen. Weiterhin wurde je Versuchspunkt zwei 
Kavitäten mit je vier Tauchfrässchnitten unter gleichbleibenden Bedingungen in einem 
Bauteil gefertigt (vgl. Abbildung 4.1b). Die Ausgangsgrößen wurden zwischen den bei-
den Versuchspunkten gemittelt. 

Die Analyse der Schnittparameter erfolgte bei der Zerspanung des Werkstoffs 
CuZn37, da dieser die ungünstigste Zerspanbarkeit hinsichtlich hoher Spandi-
ckenstauchung und die höchsten Kraftkomponenten erzeugte (vgl. Kapitel 4). Als 
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Werkzeug wurde das vierschneidige Werkzeug C verwendet (vgl. Tabelle 4.6). Die 
Schnittparameter Pitch p, Zahnvorschub fz und Schnittgeschwindigkeit vc wurden in 
jeweils drei unterschiedlichen Stufen eingestellt (Tabelle 5.2).  

Tabelle 5.2:  Übersicht über die Versuchsbedingungen 
Overview of the experimental conditions 

Untersuchungsgegen-
stand Schnittparameter Werkzeuggeometrie 

Werkstoffe CuZn37 CuZn21Si3P, CuZn37, 
CuZn42 

Pitch p / mm 
0,2 
0,3 
0,4 

0,2 
0,4 

Zahnvorschub fz / mm 
0,01 
0,02 
0,03 

0,01 
0,02 

Schnittgeschwindigkeit  
vc / m/min 

50 
70 
90 

50 

Werkzeuggeometrie Referenz (Werkzeug C) Referenz + Varianten 
(vgl. Tabelle 5.3) 

Kühlschmierstoff FUCHS Ecocool Global 1000, Emulsion 8 - 9 % 

Vorschubweg lf / mm 14 
 

Die Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen der Werkzeuggeometrie und der radia-
len Kraftkomponente Frad wurden an den drei zuvor untersuchten Werkstoffen 
CuZn21Si3P, CuZn37 und CuZn42 untersucht. Die Schnittparameter Pitch p und Vor-
schub fz wurden bei konstanter Schnittgeschwindigkeit vc = 50 m/min in jeweils zwei 
Stufen eingestellt. Die Variation der Schnittparameter erfolgte in beiden Untersu-
chungsblöcken vollfaktoriell.  

Zur Analyse der Werkzeuggeometrie wurden vier Geometriegrößen ausgehend vom 
als Referenz verwendeten Werkzeug C verändert, um den jeweiligen Einfluss isoliert 
betrachten zu können (Tabelle 5.3). Die Auswahl der untersuchten Geometriegrößen 
erfolgte aufbauend auf den Untersuchungen von WITTY, in denen der Einfluss einzel-
ner Werkzeuggeometrieelemente auf die Zerspankraftkomponenten diskutiert wird 
[WITT12, WITT14, S. 75 ff.] sowie den Analogieuntersuchungen in Kapitel 5.2 und den 
Erfahrungen aus den Zerspanbarkeitsanalyse (Kapitel 4). Da eine Minimierung des 
Werkzeugverschleißes kein primäres Auslegungsziel dieser Arbeit war, wurden Arbei-
ten mit dieser Zielgröße bei der Auswahl nicht berücksichtigt [HUAN20]. Untersucht 
wurde der Einfluss der folgenden Größen auf die radiale Zerspankraftkomponente (vgl. 
Abbildung 5.17): 
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Abbildung 5.17: Einstellgrößen der Werkzeuggeometrie 
Input parameters of tool geometry

Tabelle 5.3: Geometrie der Versuchswerkzeuge
Geometry of the experimental tools

Variationsgröße Refe-
renz

Fasen-
breite

Ein-
stell-

winkel
Schneidenzahl

Stirn-
span-
winkel

Eckenfasenbreite 
bγ

0,08 
mm

0,14 
mm

0,08 
mm

0,08 
mm

0,08 
mm

0,08 
mm

Einstellwinkel κr
(Hauptschneide) 94° 94° 100° 94° 94° 94°

Schneidenzahl z 4 4 4 3 2 4

Stirnspanwinkel γs 5 5 5 5 5 10

Schneidkanten-
radius rβ 8,3 8,9 8,2 8,7 10,6 7,7

Schneidstoff K05 - K10 (GÜHRING K55SF):
mCo = 9%; dK = 0,2 - 0,5 μm

Durchmesser D 2 mm

Umfangsspanwin-
kel γr

3°

Stirnfreiwinkel αs 10°

Spiralwinkel ε 35°

Breite der Eckenfase bγ: Die Gestaltung der Schneidenecke hat durch die Be-
einflussung der Eingriffskinematik maßgeblichen Einfluss auf das Verhältnis 
zwischen der axialen und der radialen Zerpankraftkomponente [WITT14, 
S. 47 f.]. Mit zunehmender Breite der Schneidenecke bγ erfolgt ein größerer An-
teil der Spanbildung mit einem lokalen Einstellwinkel von κr = 45° im Bereich 

Einstellwinkel 
κr

Schneiden-
zahl z

Stirnspanwinkel 
γs

Stirn-
schneide

Fasenbreite bγ
500 μm
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der Schneidenecke. Dies erhöht aufgrund der Kinematik den Anteil der radial 
ins Werkzeug eingeleiteten Zerspankraft. In Kapitel 5.2.3 wurde zudem ein Ein-
fluss auf die Spanform nachgewiesen, verursacht durch die mehrflankige Span-
bildung im Bereich der Schneidenecke. Infolgedessen hatte die Fasenbreite bγ 
bei der Verwendung von Werkzeugen mit Eckenfase Einfluss auf die Spanform 
(vgl. Kapitel 5.2.3) und damit mutmaßlich auf die Zerspankraft.  
Die thermomechanische Werkzeugbelastung ist im Bereich der Schneidenecke 
erhöht, da dort das Lastkollektiv der Haupt- und der Nebenschneide aufgenom-
men wird. Bei sehr schmalen Eckenfasen oder bei deren Entfall steigt daher 
das Risiko von Eckenausbrüchen. Beim in dieser Arbeit betrachteten Fall der 
unbeaufsichtigten Massenfertigung wird folglich stets eine Fase verwendet. In 
den Untersuchungen wurden deshalb Werkzeuge mit bγ = 0,08 mm (Referenz) 
und bγ = 0,13 mm untersucht.  

 Einstellwinkel κr der Stirnschneiden: Beim Tauchfräsen ist der Einsatz von 
Werkzeugen mit Einstellwinkeln κr > 90° üblich, da in diesem Bereich ein Mini-
mum der radialen Zerspankraftkomponenten existiert [WITT14, S. 100 ff.]. 
Durch Einstellwinkel κr > 90° wird eine radial nach außen gerichtete Passivkraft-
komponente erzeugt. Diese wirkt der radial nach innen gerichteten Werkzeug-
belastung entgegen (vgl. Kapitel 2.3.2). Anschaulich kann dies als ein radiales 
Hineinziehen des Werkzeugs in das Bauteil beschrieben werden. Für die Un-
tersuchung dieses Einflusses im Kontext der Bearbeitung von bleifreien Kupfer-
werkstoffen wurden Werkzeuge mit κr = 94° (Referenz) und κr = 100° einge-
setzt. 

 Schneidenzahl z: Die Abmessung der Nuten zwischen den Schneiden des 
Schaftwerkzeugs wird durch die Anzahl der Werkzeugschneiden z beeinflusst. 
Bei abnehmender Schneidenzahl z wächst der für den Spanabtransport zur 
Verfügung stehende freie Raum in der Spannut. Die Wahrscheinlichkeit für das 
Einklemmen von Spänen zwischen der Spankammer und dem Bauteil sinkt da-
mit. Um diese Ursache-Wirkverhältnisse unter konstanten und stabilen Bedin-
gungen bewerten zu können, wurden neben dem vierschneidigen Referenz-
werkzeug Werkzeugvarianten mit z = 3 und z = 2 Schneiden für die Untersu-
chungen eingesetzt. Die Schneiden waren in allen Fällen gleichgeteilt. 

 Spanwinkel der Stirnschneiden γs: Bei Erhöhung des Spanwinkels nimmt die 
Schnittkraft Fc im Allgemeinen ab [KLOC18, S. 70]. Diese wirkt beim Tauchfrä-
sen radial auf das Werkzeug und hat damit einen maßgeblichen Anteil an der 
gesamten Radialkraft. Durch einen größeren positiven Spanwinkel kann also 
potentiell eine geringere radiale Werkzeugbelastung erzielt werden. NOBEL 
empfiehlt für das Drehen von binären bleifreien Messingwerkstoffen Spanwinkel 
im Bereich 5° < γ < 15° und für die Bearbeitung von CuZn21Si3P Spanwinkel 
im Bereich 0° < γ < 5° [NOBE16a, S. 119 ff.]. Für die Zerspanuntersuchungen 
in diesem Abschnitt wurden Werkzeuge mit γs = 5° und γs = 10° eingesetzt. Eine 
weitere Erhöhung des Spanwinkels wurde aufgrund der damit einhergehenden 
Schwächung des Schneidkeils als nicht in der Praxis anwendbar angesehen. 



98 5 Analyse der Ursache-Wirkzusammenhänge 

 

Die aus dieser Systematik entwickelten Werkzeuge wurden durch die Firma GÜHRING 
aus der Hartmetallsorte K55SF gefertigt, die sich durch einen Bindergehalt von 
mCo = 9% und WC-Korngrößen im Bereich dK = 0,2 - 0,5 μm charakterisieren lässt 
(Tabelle 5.3). Die Schneidkanten der Versuchswerkzeuge wurden nach dem Werk-
zeugschleifen nicht nachbehandelt und wiesen Schneidkantenradien im Bereich 
7,7 μm < rβ < 10,6 μm auf. Die Oberfläche der Werkzeuge wurde nicht beschichtet. 
Die Werkzeuge wiesen dieselben KSS-Kanäle wie das Referenzwerkezug C auf, die 
durch den Werkzeugschaft in Richtung der Schneiden verliefen (vgl. Abbildung 5.5). 
Der maßgebliche Unterschied zu den Untersuchungen aus Kapitel 4 bestand darin, 
dass der KSS durch diese Düsen mit einem Druck von pKSS = 6 bar zugeführt wurde 
und somit ein kontinuierlicher Spanabtransport sichergestellt wurde (vgl. Kapitel 5.1.2). 

5.3.2 Ergebnisse der Tauchfräsversuche 
Results of the plunge milling experiments 

Einfluss der Schnittparameter 

Hinsichtlich des Konzepts, des Aufbaus und der Durchführung ähnelten die hier disku-
tierten Untersuchungen jenen aus Kapitel 4. Die direkte Zufuhr des Kühlschmierstoffs 
anstelle von Überflutungskühlung verbesserte den Spanabtransport maßgeblich. Der 
Anstieg der radialen Zerspankraftkomponenten über den Vorschubweg bzw. die Dauer 
eines Schnitts wurde so unterbunden (vgl. Kapitel 5.1.2). Im Vergleich zu den Unter-
suchungen aus Kapitel 4 reduzierte sich dadurch die maximale radiale Zerspankraft-
komponente Frad um ca. 80 - 90% (Abbildung 5.18).  

Die Kraftkomponenten in radialer (Frad) und axialer (Ff) Richtung verhielten sich im Be-
reich 0,2 mm ≤ p ≤ 0,4 mm näherungsweise proportional zum Pitch p (Abbildung 5.18). 
Der Pitch p entsprach der maximalen Spanungsbreite und ging linear in den 
Spanungsquerschnitt ein. Dessen näherungsweise proportionaler Einfluss auf die Zer-
spankraftkomponenten deutete auf stabile Prozessbedingungen hin. 

Die radiale Kraftkomponente Frad stieg bei Erhöhung des Vorschubs von fz = 0,01 mm 
bis fz = 0,03 mm um 81% (p = 0,2 mm) bis 91% (p = 0,4 mm) an. Die Vorschubkraft Ff 
schwankte bei Anwendung von Pitches im Bereich 0,2 mm ≤ p ≤ 0,3 mm lediglich um 
ca. 20% bzw. stieg bei p = 0,4 mm um 17,5 % an. Der Vorschub geht linear in den 
Spanungsquerschnitt bzw. die radiale Spanungsfläche ein. Dieser relativ geringe Ein-
fluss des Vorschubs fz auf die Vorschubkraft Ff wurde durch einen hohen Anteil an 
Span- und Freiflächenreibung erzeugt. Dieser war nicht vom eingestellten Vorschub fz 
abhängig. Für die weiterführende praktische Prozessoptimierung wird daher empfoh-
len, Maßnahmen zur Reduktion der Reibung zwischen Werkstoff und Schneidstoff zu 
ergreifen. Dies umfasst die Nutzung von angepassten Kühlschmierstoffen oder Werk-
zeugbeschichtungen, solange die Prozessstabilität nicht durch Vergrößerung des 
Schneidkantenradius reduziert wird. 

Die Schnittgeschwindigkeit wurde ausgehend vom Referenzwert vc = 50 m/min in zwei 
Stufen bis vc = 90 m/min erhöht (Abbildung 5.18 b). Dabei reduzierte sich die radiale 
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Zerspankraftkomponente Frad um 10 - 15% und die Vorschubkraft Ff um 11 - 14%. Als 
Ursache dafür wurde die thermische Entfestigung des Werkstoffs aufgrund der schnitt-
geschwindigkeitsbedingt erhöhten Temperatur in der Zerspanzone identifiziert 
[KLOC18, S. 69].  

 
Abbildung 5.18:  Radialkraft Frad und Vorschubkraft Ff in Abhängigkeit von den Schnittpara-

metern Vorschub fz (a), Schnittgeschwindigkeit vc (b) und Pitch p 
Influence of the parameters cutting velocity vc, feed per tooth fz and pitch p 
on the radial force Frad and feed force Ff 

Da bleifreie Messingwerkstoffe eine hohe Adhäsionsneigung zu Hartmetallschneid-
stoffen aufweisen, war im untersuchten Schnittgeschwindigkeitsbereich Aufbauschnei-
denbildung möglich [OPIT69, PEKE74, NOBE16a, S. 50, KLOC18, S. 90]. Damit wird 
der periodische Aufbau von kaltverfestigtem Werkstoff auf der Spanfläche bezeichnet, 
der als vorgelagerte Schneide agiert. Aufbauschneiden sind instabil und haften nach 
ihrem Abgleiten über die Freifläche auf der Werkstückoberfläche. Dadurch bilden sich 
Anhaftungen an der Werkstückoberfläche [KLOC18, S. 90], die auf den hier gefertigten 
Werkstücken jedoch nicht beobachtet wurden. Deshalb wurde davon ausgegangen, 
dass im untersuchten Parameterbereich keine Aufbauschneidenbildung stattfand. 

Einfluss der Werkzeuggeometrie und des Werkstoffs 

Der Einfluss der Werkzeuggeometrieparameter Fasenbreite bγ, Einstellwinkel κr, Zäh-
nezahl z und Stirnspanwinkel γs sowie des Werkstoffs auf die radiale Zerspankraft-
komponente Frad wurden im Rahmen einer Varianzanalyse (“ANOVA“) anhand von 
Haupteffektdiagrammen ausgewertet. Da die gemessenen Effekte geringer ausge-
prägt waren als auf Basis der Arbeiten von WITTY erwartet, wurde zuvor die statistische 
Signifikanz der einzelnen Effekte mittels F-Test überprüft [WITT12, WITT14]. Da die 
Analyse für jeden Faktor einzeln durchgeführt wurde und der Versuchsplan die Ecken 
des Parameterraums für die Werkzeuggeometriegrößen nicht abdeckte, entsprach 
das Vorgehen keiner Paretoanalyse. Ziel der Auswertung war ausschließlich der Nach-
weis der statistischen Signifikanz der Ergebnisse. Da im Versuchsaufbau keine 
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Kombinationen mehrerer Werkzeuggeometrieparameter gleichzeitig variiert wurden, 
war die Bewertung von Wechselwirkungen nicht zulässig und wurde nicht durchge-
führt.  

Zur Analyse der Einflüsse wurden die arithmetischen Mittelwerte aller Versuche mit 
der dazugehörigen Parameterstufe miteinander verglichen. Es wurden je Versuchs-
punkt zwei Versuche und Messungen durchgeführt. Aufgrund der mehrfachen Ver-
wendung einzelner Werkzeuggeometrieparameter (vgl. Tabelle 5.3) war die Anzahl 
der Messwerte je Faktorstufe K nicht konstant. Es galt für jeden Wert Frad in Abhängig-
keit von der Faktorstufe i: ܨ௥௔ௗ௜ = ∑ ܭ௥௔ௗ ௜,௞௄௞ୀଵܨ  

(5.4) 

Die statistische Signifikanz der einzelnen Effekte wurde für jede Eingangsgröße sepa-
rat mittels F-Test nachgewiesen. Bei diesem wurde die Nullhypothese aufgestellt, dass 
die Varianzen der beiden miteinander verglichenen Stichproben aus der Grundge-
samtheit aller Versuchsergebnisse sich nicht signifikant voneinander unterscheiden. 
Für den Signifikanznachweis wurde initial eine Irrtumswahrscheinlichkeit („Signifikanz-
niveau“) von αsn = 0,05 angenommen. Der Nachweis eines signifikanten Unterschieds 
zwischen den Stichproben wurde also durch Verwerfen der Nullhypothese durchge-
führt. In jeder Varianzanalyse wird eine Prüfgröße F ermittelt. Die Nullhypothese wird 
verworfen, wenn sie größer als ein kritischer Wert Fkr ist. Dieser ist von der Anzahl der 
Freiheitsgrade der miteinander verglichenen Stichproben und dem gewünschten Sig-
nifikanzniveau abhängig und kann Tabellen entnommen werden [DATA23, UNIV23]. 
Die statistische Signifikanz wurde als gegeben angenommen, wenn für die Prüfgröße 
F galt: ܨ = ௝ଶߪ௜ଶߪ >   ௝: Varianz aller Messwerte, die nicht derߪ ௞௥ܨ

Parameterstufe i zugeordnet sind 

(5.5) 

Bei Anwendung eines Signifikanzniveaus von αsn = 0,05 wurden die Effekte der Vari-
ation von Stirnspanwinkel γs, Fasenbreite bγ und Einstellwinkel κr als nicht statistisch 
signifikant eingeschätzt, da der F-Test die Nullhypothese bestätigte (Tabelle 5.4). Bei 
Erhöhung der Irrtumswahrscheinlichkeit auf αsn = 0,1 wurde der Effekt der Fasenbreite 
bγ auf Frad als signifikant eingestuft. Die kritische Prüfgröße Fkr war abhängig vom ge-
wählten Signifikanzniveau und der Anzahl an Messwerten je Faktorstufe K. Da diese 
nicht für alle Untersuchungen gleich war, ergaben sich unterschiedliche Fkr je nach 
Eingangsgröße bzw. Faktor.  
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Tabelle 5.4:  Ergebnisse der F-Tests für die Varianzanalysen aus Abbildung 5.19 
Results of the F-tests for the variance analysis in figure 5.19 

Eingangsgröße Signifikanzni-
veau αsn F Fkr Ergebnis 

Werkstoff 0,05 16,2 3,04 Stat. signifikant 
Zähnezahl z 0,05 6,15 3,04 Stat. signifikant 
Stirnspanwinkel γs 0,05 0,363 3,88 Nicht signifikant 
Stirnspanwinkel γs 0,1 0,363 2,79 Nicht signifikant 
Fasenbreite bγ 0,05 3,17 3,88 Nicht signifikant 
Fasenbreite bγ 0,1 3,17 2,79 Stat. signifikant 
Einstellwinkel κr 0,05 0,937 3,88 Nicht signifikant 
Einstellwinkel κr 0,1 0,937 2,79 Nicht signifikant 

 

In zukünftigen Untersuchungen kann die Aussagekraft der Ergebnisse durch Vergrö-
ßerung der zugrundeliegenden Datenbasis oder Änderungen am Versuchsplan ver-
bessert werden. Dazu müssten die Eingangsgrößen in einem breiteren Bereich einge-
stellt werden. In den vorliegenden Untersuchungen wurde darauf bewusst verzichtet, 
um möglichst praxisnahe Werkzeuggeometrien einzusetzen (vgl. Kapitel 5.3.1). Neben 
dem geringen Stichprobenumfang und den eng beieinanderliegenden Faktorstufen für 
diese Eingangsgrößen begrenzten auch technologische Wirkmechanismen den Effekt 
des Stirnspanwinkels γs und des Einstellwinkels κr auf die radiale Kraftkomponente 
Frad.  

Die Haupteffekte der Werkzeuggeometrieparameter auf die radiale Zerspankraftkom-
ponente Frad sind in Abbildung 5.19 dargestellt. Die Auswirkung des Versuchswerk-
stoffs auf die Zerspanbarkeit beim Tauchfräsen wurde bereits in Kapitel 4 und Kapitel 
5.2.3 untersucht und entsprach qualitativ den vom Drehen bekannten Ursache-Wirk-
zusammenhängen [NOBE16a]: Die Unterschiede bezüglich der Kraftkomponenten 
wurden primär durch die höhere Spanstauchung bei der Bearbeitung von CuZn37 im 
Vergleich zu CuZn21Si3P und CuZn42 verursacht.  

Die Eckenfase war Teil einer durchgehenden, planen Spanfläche der Hauptschneide. 
Untersucht wurden die Eckenfasenbreiten bγ = 0,08 mm und bγ = 0,13 mm. Aufgrund 
der 45°-Schräge der Eckenfase gilt in diesem Bereich ein geringerer effektiver Span-
winkel γeff als der Spanwinkel der Hauptschneide γs. Die Schneidenecke war zu Beginn 
und zum Ende eines Schneideneingriffs alleinig im Eingriff. Eine Veränderung des 
Spanwinkels der Stirnschneide hatte dort aufgrund der 45°-Schräge der Fase einen 
geringeren Einfluss. Für zukünftige Werkzeugweiterentwicklungen kann daher in Be-
tracht gezogen werden, den Spanwinkel der Schneidenecke separat anzuschleifen 
bzw. zu definieren. Darüber hinaus war es mit dem vorliegenden Versuchsaufbau nicht 
möglich, eventuelle Optima der Radialkraft Frad in Abhängigkeit vom Stirnspanwinkel 
γs zu identifizieren, da er nur in zwei Stufen untersucht wurde. 
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Abbildung 5.19:  Haupteffektdiagramme der Einflüsse der Werkzeuggeometrie und des Werk-

stoffs auf die radiale Zerspankraftkomponente Frad 

 Main effect diagram of the influence of the tool geometry and the workpiece 
material on radial cutting force component Frad 

Die mittlere Radialkraft stieg bei Erhöhung der Eckenfasenbreite von bγ = 0,08 mm auf 
bγ = 0,13 mm von Frad = 8,8 N auf Frad = 10,2 N an. Die relevanten Wirkmechanismen 
der Eckengestaltung bei Werkzeugen mit radiusartigem Übergang zwischen Haupt- 
und Nebenschneide wurde durch WITTY umfassend betrachtet [WITT14, S. 47 f.]. Die 
sich daraus ergebenden Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen der Fasenbreite bγ 
und den Zerspankraftkomponenten sowie der Spanform bei dem hier untersuchten 
Prozess wurden bei der Gestaltung der Analogieuntersuchungen (Kapitel 5.2.1) und 
im Kontext der Spanformanalyse (Kapitel 5.2.3) beschrieben.  

Der Einstellwinkel κr der Hauptschneide wurde mit den Werten κr = 94° und κr = 100° 
untersucht. Da der Einstellwinkel nur an der Hauptschneide und nicht im Bereich der 
Schneidenecke variiert wurde, war die Wirksamkeit aufgrund der eingangs beschrie-
benen Kinematik begrenzt.  

Im Folgenden wird der Einfluss der Zähnezahl z auf die radiale Zerspankraftkompo-
nente Frad näher betrachtet und die zugrundeliegenden Ursache-Wirkmechanismen 
untersucht. Bei ansonsten gleichbleibender Werkzeuggeometrie ist die Anzahl der sich 
im zeitlichen Mittel an der Stirnfläche im Eingriff befindlichen Schneiden linear abhän-
gig von der Schneidenzahl z. Demzufolge wurde ein linearer Anstieg aller zeitlich ge-
mittelten Zerspankraftkomponenten mit der Zähnezahl erwartet. Im Versuch war je-
doch die radiale Zerspankraftkomponente beim Tauchfräsen mit z = 3 Schneiden nied-
riger als bei der Verwendung von Werkzeugen mit z = 2 oder z = 4 Schneiden. 
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Mögliche Ursachen dafür lagen in der Prozessdynamik bzw. der gegenseitigen Beein-
flussung der aufeinanderfolgenden Schneideneingriffe. Um dies zu untersuchen, 
wurde der Verlauf der radialen Zerspankraftkomponente beim Tauchfräsen von 
CuZn21Si3P im Zeitbereich betrachtet (Abbildung 5.20). Die Kraftmessdaten wurden 
zu diesem Zweck zeitlich synchronisiert. Als Beginn der Messung (tc = 0) wurde für alle 
Versuchspunkte das erstmalige Überschreiten einer Radialkraft von Frad = 2 N defi-
niert.  

Zu Beginn des Eingriffs stieg die radiale Kraftkomponenten Frad bei allen untersuchten 
Zähnezahlen z nahezu linear an (Abbildung 5.20 A). Nach ca. tc = 0,015 s Schnittzeit 
erreichte Frad ein Niveau, auf dem der Kraftverlauf bei z = 3 und z = 4 nur noch gering-
fügig anstieg. Dieser Zeitpunkt entsprach etwas mehr als dem vollständigen Eintau-
chen der Schneidenecke, sodass danach jeweils die gesamte Hauptschneide im Ein-
griff war. Zu diesem Zeitpunkt war Frad näherungsweise proportional zur Zähnezahl z 
und erreichte bei z = 4 Frad = 14 N. Der anschließende geringfügige Anstieg von Frad 
beim Tauchfräsen mit Werkzeugen mit z = 3 und z = 4 Zähnen wurde durch den zu-
nehmenden Anteil von Reibung an den Umfangsschneiden verursacht. Bei der Bear-
beitung mit z = 2 Schneiden stieg Frad über einen längeren Zeitraum bis etwa tc = 0,4 s 
kontinuierlich an und erreichte zu diesem Zeitpunkt mit Frad = 14 N etwa den gleichen 
Wert wie das Werkzeug mit z = 4 Schneiden zu Beginn des Eingriffs. Dieser größere 
Anstieg kann nicht allein durch die Freiflächenreibung erklärt werden. Eine mutmaßli-
che Ursache dafür ist eine einsetzende Biegung des Werkzeugs, das der radialen 
Schnittkraftkomponente ausweicht. Bei z = 2 sind meist keine weiteren Schneiden im 
Eingriff, sodass die radiale Werkzeugbelastung nicht an anderer Stelle zurück auf das 
Werkzeug übertragen wird. Dieser Effekt wird nachfolgend näher betrachtet (vgl. Ab-
bildung 5.21) 

Die einzelnen Eingriffe der Werkzeugschneiden waren deutlich zu erkennen. Die 
Zahneingriffsfrequenz fze beschreibt ihre Häufigkeit, die von der Drehzahl n und der 
Zähnezahl z abhängt. Der Kehrwert davon ist die Periodendauer Tz zwischen zwei 
Zahneingriffen:  

௭ܶ = 1݂௭௘ = ݖ1 ∗ ݊ (5.6) 

Bei den untersuchten Zähnezahlen betrug sie Tz (z = 2) = 3,7 ms, Tz (z = 3) = 2,8 ms 
und Tz (z = 4) = 1,9 ms. Die gemessene Amplitude der Radialkraft, die durch die ein-
zelnen Zahneingriffe erzeugt wurde unterschied sich wesentlich: Bei z = 2 betrug sie 
AFz = 0,64 N, bei z = 4 nur etwa AFz = 0,21 N. Dies wurde durch die Dynamik des 
Zahneingriffs verursacht, auf die im Anschluss eingegangen wird.  

Im weiteren zeitlichen Verlauf änderte sich beim Tauchfräsen mit allen untersuchten 
Werkzeuggeometrien die Dynamik hin zu einer weniger gleichmäßigen, von nicht-pe-
riodischen Maxima und Minima geprägten Struktur (Abbildung 5.20 B). Dies war bei 
z = 3 und z = 4 ab etwa tc = 0,2 s, bei z = 2 ab etwa tc = 0,35 s der Fall. Eine Analyse 
im Frequenzbereich ergab, dass nahezu ausschließlich Harmonische, also 
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ganzzahlige Vielfache der Zahneingriffsfrequenz in diesen Schwingungen enthalten 
waren. Da die Schneiden gleichgeteilt waren deutete dies auf eine Beeinflussung der 
aufeinanderfolgenden Schneideneingriffe untereinander hin. Ein erster Beleg dafür 
waren die Amplituden zwischen den Maxima und Minima in diesem Bereich: Die 
Amplitude war bei dem Werkzeug mit z = 3 Schneiden mit AFz = 1,3 N wesentlich ge-
ringer als bei den Werkzeugen mit z = 2 (AFz = 2,0 N) und z = 4 (AFz = 1,9 N) Schnei-
den. 

 
Abbildung 5.20:  Verlauf der radialen Kraftkomponente Frad im Zeitbereich 

Time domain view of radial force component Frad 

Mit dem Ziel, die von der Zähnezahl z abhängige Radialkraftdynamik im Zeitbereich 
besser zu verstehen, wurde die kinematisch bedingte Beeinflussung der Schneiden-
ein- und -austritte untereinander analysiert. Beim Tauchfräsen durchlief jede einzelne 
Schneide während eines Eingriffes eine sichelförmige axiale Spanungsfläche (vgl. Ka-
pitel 2.3.1, Abbildung 5.21 oben). Diese gab makroskopisch den Verlauf der 
Spanungsbreite asp(φ) wieder (vgl. Formel 2.1) [MART41, WITT14]. Durch den Ein-
stellwinkel von κr = 45° im Bereich der Schneidenecke war beim Schneidenein- und -
austritt die Spanungsdicke sehr gering und stieg nicht sprunghaft an. Dort wurde die 
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Mindestspanungsdicke unterschritten und aufgrund von Ploughing kein Span getrennt 
(vgl. Kapitel 2.3.2, [ALBR60]) . 

 
Abbildung 5.21:  Kinematik des Tauchfräsens in der Werkzeug-Rückebene und Position der 

Schneiden in der axialen Spanungsfläche bei z = 2 bis z = 4 Zähnen 
Kinematics of plunge milling in the tool back plane and position of the cutting 
edges in the axial cross section for z = 2 to z = 4 teeth 

Infolge der symmetrischen Kinematik wurde das Maximum der radial am Werkzeug 
angreifenden Schnittkraft Fc genau in der Mitte des Eingriffs erreicht. Bei der Bearbei-
tung mit zweischneidigen Werkzeugen (Abbildung 5.21 unten) war bei dieser Winkel-
lage des Werkzeugs keine weitere Schneide im Eingriff. Die Zerspankraft erzeugte 
eine elastische Verformung des Systems aus Werkzeug, Werkstück, Messtechnik, 
Aufspannung und Maschine. Dabei war die Nachgiebigkeit aller weiteren Elemente im 
Kraftfluss vernachlässigbar gegenüber der Nachgiebigkeit des Werkzeugs durch Bie-
gung. Aufgrund dieser elastischen Durchbiegung des Werkzeugs erfolgte der jeweils 
nachfolgende Schneideneingriff mit einem seitlichen Versatz, der entgegengesetzt zur 
maximalen Schnittkraft orientiert war. Über mehrere Eingriffe hinweg wurde so ein kon-
tinuierliches Verlaufen des gefrästen Kanals erzeugt. Dies verursachte den fortlaufen-
den Anstieg der gemessenen Radialkraft Frad, der sich innerhalb von etwa 0,2 s 
asymptotisch an einen Gleichgewichtszustand annäherte. In diesem Gleichgewicht 
bewirkte dann die gesamte zeitlich gemittelte Radialkraft eine elastische Biegung des 
Werkzeugs.  

Bei der Bearbeitung mit z = 4 Schneiden befanden sich zu jedem Zeitpunkt mindes-
tens zwei Schneiden im Eingriff (Abbildung 5.21 unten). Da die Schneiden um jeweils 
90° zueinander versetzt waren, war stets eine Schneide am Anfang des Eingriffs, wenn 
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die vorherig eingreifende Schneide ihr Schnittkraftmaximum erreichte. Die dadurch er-
zeugte Radialkraft wurde über die gerade im Beginn des Eingriffs befindliche Neben-
schneide an der Bauteilwand abgestützt. Dadurch wurde die Durchbiegung des Werk-
zeugs reduziert.  

Bei den hier untersuchten Bearbeitungsparametern betrug der Umschlingungswinkel 
Φc = 203,1°. Beim Tauchfräsen mit z = 3 Schneiden sind demzufolge im zeitlichen Mit-
tel 1,7 Schneiden im Eingriff. Es ist also zu den meisten Zeitpunkten eine zweite 
Schneide im Eingriff, die teilweise die radiale Belastung aus dem Prozess über die 
Nebenschneide an der Bauteilinnenwand abstützen kann. Zum Zeitpunkt der maxima-
len Schnittkraft in der Mitte eines Eingriffs ist dies jedoch nicht der Fall.  

Nach dem Eindringen der Werkzeugspitze in das Bauteil stieg die Radialkraft nicht 
weiter an (Abbildung 5.20). Dies deutete darauf hin, dass der Überlappungsgrad bei 
z = 3 Schneiden ausreichend war, um fortschreitende Werkzeugdurchbiegung zu ver-
hindern. Der Werkzeugdurchmesser war bei den untersuchten Werkzeugen an den 
Nebenschneiden oberhalb der Schneidenecke reduziert, um eine Beeinflussung des 
Prozesses durch die Nebenschneiden zu minimieren. Die Kraftübertragung erfolgte 
daher nur in unmittelbarer Nähe der Schneidenecke. Der Drallwinkel des Werkzeugs 
hatte daher keinen Einfluss auf diesen Wirkmechanismus.  

Für zukünftige Anpassungen an Werkzeugen ergab sich daraus Optimierungspotential 
hinsichtlich der Gestaltung der Umfangsschneiden. Durch die Verwendung von Füh-
rungsfasen ohne Rücknahme des Bearbeitungsdurchmessers kann potenziell die Füh-
rung des Werkzeugs in der Kavität bei Tauchfräsprozessen mit hohen Umschlingungs-
winkeln (Φc > 180°) verbessert werden. In diesem Fall würde zusätzlich aufgrund des 
Dralls der Nebenschneiden eine vergrößerte Abstütz- bzw. Führungswirkung als in den 
hier betrachteten Untersuchungen auftreten, da der im Kontakt mit der Kavität befind-
liche Umschlingungswinkel vergrößert würde. Durch das Anbringen solcher Führungs-
fasen an den Umfangsschneiden würden die Stege verbreitert, sodass potenziell der 
Spanabtransport eingeschränkt würde. Der Nutzen einer solchen Modifikation wäre 
also vor dem praktischen Einsatz zu validieren. 

Das elastische System aus Werkzeug, Maschine, Messtechnik, Aufspannung und 
Werkstück (s.o.) wurde durch die periodisch wiederkehrenden Zahneingriffe zum 
Schwingen angeregt. Infolgedessen kann sich das System zu sich selbst verstärken-
den Schwingungen anregen, was als selbsterregte Schwingung oder regeneratives 
Rattern bezeichnet wird. Das System würde dann mit einer oder mehreren dominanten 
Eigenfrequenzen schwingen, die sich im Allgemeinen von der Anregungsfrequenz un-
terscheiden [ALTI04, BIND18]. Auf den Werkstückoberflächen wurden keine Ratter-
marken erzeugt. Regeneratives Rattern war also bei den hier analysierten Untersu-
chungen nicht relevant.  

In der eingangs erwähnten Analyse im Frequenzbereich wurden ausschließlich Vielfa-
che und ganzzahlige Brüche der Zahneingriffsfrequenz als im Spektrum enthaltene 
Frequenzen ermittelt. Diese bildeten nach etwa tc = 0,3 s nichtperiodische Maxima aus 
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(Abbildung 5.20 B). Die dadurch erzeugte Amplitude war bei der Bearbeitung mit dem 
Werkzeug mit z = 3 Schneiden am geringsten im Vergleich zum Tauchfräsen mit z = 2 
und z = 4 Schneiden. Dieser Unterschied war mutmaßlich in der Frequenzabhängig-
keit der dynamischen Nachgiebigkeit des Werkzeugs begründet. Ein möglicher zu-
grundeliegender Wirkmechanismus für dieses Verhalten ist die sogenannte Lagekopp-
lung, bei der die Werkzeugspitze aufgrund der Zerspankraft eine zyklische elliptische 
Bewegung durchläuft [WECK06, BAUR14]. Zur Überprüfung dieser Hypothese wäre 
in weiterführenden Untersuchungen eine Analyse des Nachgiebigkeitsfrequenzgangs 
und der Werkzeugmittelpunktsbahn erforderlich. 

5.4 Fazit zur Analyse der Ursache-Wirkzusammenhänge 
Conclusion on the analysis of the cause-and-effect relationships 

Im Rahmen der Zerspanbarkeitsanalyse in Kapitel 4 wurde die geringe Bearbeitungs-
genauigkeit, die instabilen radialen Zerspankraftkomponenten und die Werkzeugbrü-
che als maßgebliche Herausforderungen beim Tauchfräsen von bleifreien Kupferwerk-
stoffen identifiziert. Ziel dieses Kapitels war daher die Analyse der Ursache-Wirkzu-
sammenhänge, die diese Prozesseigenschaften verursachten. Neben der Beantwor-
tung der zweiten Forschungsfrage sollten dadurch Optimierungsansätze identifiziert 
und deren Nutzenpotential eingeschätzt werden.  

Anhand von Untersuchungen der Spanform und der radialen Zerspankraftkomponente 
wurde mangelhafter Spanabtransport und das dadurch hervorgerufene Verklemmen 
von Spänen in der Kavität und den Spannuten („Spanstau“) als Ursache für die geringe 
Prozesssicherheit identifiziert (Kapitel 5.1.1). Durch die direkte Zufuhr des Kühl-
schmierstoffs anstelle von konventioneller Überflutung wurde der Spanabtransport 
maßgeblich verbessert. Die maximale radiale Zerspankraftkomponente wurde 
dadurch um ca. 90% reduziert. Die Bearbeitungsgenauigkeit wurde gesteigert und wei-
tere Werkzeugbrüche vermieden. Dadurch wurde die Prozessstabilität maßgeblich 
verbessert (Kapitel 5.1.2).  

Da die Form der Späne von großer Bedeutung für deren Abtransport war, wurde der 
Einfluss der Werkzeuggeometrie und der Schnittparameter darauf anschließend an-
hand von Analogieuntersuchungen im gebundenen Schnitt untersucht (Kapitel 5.2). 
Die Identifikation der relevanten Stellgrößen aus Werkzeuggeometrie und Schnittpa-
rametern war dabei die Zielsetzung. Späne mit kleiner Querschnittsfläche können auch 
ohne die Spülwirkung des KSS sicher antransportiert werden. In der industriellen An-
wendung ist dies relevant, da an einigen branchenüblichen Mehrspindeldrehautoma-
ten keine direkte Kühlschmierstoffzufuhr möglich ist. Die Bewertung erfolgte daher 
qualitativ anhand der Spanform und quantitativ anhand der Spanquerschnittsfläche. 
Späne mit minimaler Spanquerschnittsfläche wurden durch die Bearbeitung mit klei-
nen Schneideckenradien und niedrigen Vorschüben erzielt.  

Ziel des dritten Untersuchungsabschnitts war die Analyse der Ursache-Wirkbeziehung 
zwischen den Schnittparametern, der Werkzeuggeometrie und der radialen 
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Zerspankraftkomponente, da letztere eine elastische Biegung des Werkzeugs verur-
sachte (Kapitel 5.3). In den Tauchfräsuntersuchungen wurde der KSS direkt zugeführt 
und dadurch stabile Prozessbedingungen geschaffen. Bei Variation der Schnittpara-
meter wurden die gleichen Einflüsse auf die radiale Zerspankraftkomponente wie in 
Kapitel 4 identifiziert, auch wenn die jeweils maximal auftretende Kraftkomponente 
maßgeblich kleiner war. In einer weiteren Analyse wurde der Einfluss des Werkstoffs, 
der Zähnezahl z, des Stirnspanwinkels γs, des Einstellwinkels κr und der Breite der 
Eckenfase bγ auf die radiale Zerspankraftkomponente Frad untersucht und anhand von 
Haupteffektdiagrammen bewertet. Statistisch signifikant war dabei neben dem Einfluss 
des Werkstoffs nur der Einfluss der Zähnezahl z, die von z = 2 bis z = 4 untersucht 
wurde. Ein Minimum von Frad existierte dabei bei z = 3 Zähnen. Grund dafür waren 
dynamische Effekte, die mutmaßlich durch Lagekopplung verursacht wurden. Der Ein-
fluss des Stirnspanwinkels γs und des Einstellwinkels κr war unter den untersuchten 
Bedingungen nicht statistisch signifikant. Dies widersprach der Erwartung, da unter 
anderen Bedingungen größere Effekte dieser Stellgrößen ermittelt wurden [WITT12, 
WITT14]. In zukünftigen Untersuchungen sollte die Prozessdynamik weitergehend un-
tersucht werden.  

Mit der Kenntnis dieser Ursache-Wirkbeziehungen ist die zweite Forschungsfrage be-
antwortet. Im nächsten Schritt erfolgt darauf aufbauend die Erstellung eines Gestal-
tungsmodells für die Werkzeug- und Prozessauslegung. Eine zusammenfassende Be-
wertung aller relevanten Ursache-Wirkzusammenhänge aus diesen Untersuchungen 
und weiteren Quellen erfolgt in Kapitel 6.3.1.  
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6 Entwicklung eines Gestaltungsmodells für die 
Werkzeug- und Prozessauslegung 
Development of a design model for the tool and process design 

Die Werkzeug- und Prozessauslegung beim Tauchfräsen von bleifreien Kupferwerk-
stoffen erfolgt zumeist unsystematisch. Die Werkzeuge werden durch spezialisierte 
Hersteller von Schaftwerkzeugen basierend auf dem Experten- bzw. Erfahrungswis-
sen entwickelt. In den Produktionsunternehmen fließt das individuelle Erfahrungswis-
sen des Maschinenbedieners in die Auswahl der Schnittparameter ein. Das fehlende 
direkte Feedback verursacht ein Defizit in der Leistungsfähigkeit des Prozesses. Ein 
maßgebliches Ziel dieser Arbeit ist es, eine systematische Werkzeug- und Prozess-
auslegung für das Tauchfräsen von bleifreien Messingen zu ermöglichen. So können 
Werkzeuggeometrie und Schnittparameter aufeinander abgestimmt werden. Aufbau-
end auf den Ergebnissen der Identifikation und Analyse der relevanten Ursache-Wirk-
zusammenhänge in den beiden vorhergehenden Kapiteln ist dies die Zielsetzung die-
ses Kapitels. Dies wird durch die Erstellung eines Gestaltungsmodells realisiert und 
damit gleichzeitig die dritte Forschungsfrage beantwortet. Die vierte Forschungsfrage 
untersucht das Potential zur Steigerung von Produktivität und Prozesssicherheit und 
wird durch die Validierung der Modelle in Kapitel 6.4 beantwortet. 

6.1 Konzeption des Gestaltungsmodells 
Concept of the design model 

Übergeordnetes Ziel bei der Werkzeug- und Prozessauslegung ist die Entwicklung ei-
nes robusten und wirtschaftlichen Prozesses. Dieser soll möglichst direkt in der Indust-
rie anwendbar sein. Je nach Branche sind dazu unterschiedliche Randbedingungen 
hinsichtlich der verwendeten Werkzeugmaschinentechnologie und Anforderungen an 
die Bauteilqualität zu berücksichtigen: 

 Hauptanwendungsfall des Tauchfräsens von bleifreien Messingwerkstoffen und 
Fokus dieser Arbeit ist die Fertigung von elektrischen Verbindungselementen 
mit durch Schrauben fixierter Kabelverbindung, wie beispielsweise Reihenklem-
men (vgl. Kapitel 1). Aufgrund der typischerweise sieben- bis zehnstelligen Jah-
resstückzahlen werden zumeist kurvenscheibengesteuerte Rundtaktautomaten 
verwendet, die drahtförmige Halbzeuge bearbeiten. Diese erreichen Taktzeiten 
im Bereich von ein bis zwei Sekunden. Sie erfordern jedoch hohe Rüstauf-
wände und bieten geringe Flexibilität bezüglich der Kinematik, der Schnittpara-
meter und der KSS-Strategie. Mehrachsige Prozesse wie das springende 
Tauchfräsen (vgl. Abbildung 2.7) sind auf diesen Maschinen zumeist nicht mög-
lich. Die Anwendung von ungleichmäßigen Vorschüben oder ein Freifahren des 
Werkzeugs während eines Schnitts sind meist nicht umsetzbar. Zur Fertigbear-
beitung der Kavität werden Räumwerkzeuge mit geringer Steifigkeit verwendet. 
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Dies erfordert eine hohe geometrische Genauigkeit der durch Tauchfräsen ge-
fertigten Kavität, da das Räumwerkzeug darin geführt wird. 

 In der Sanitär- und Schlossindustrie sind Ventilbauteile und Schließzylinder-
kerne mit tiefen, schmalen Kavitäten üblich, die durch Tauchfräsen hergestellt 
werden können. Die vier- bis siebenstelligen Jahresstückzahlen werden typi-
scherweise auf NC-Drehzentren mit hoher Flexibilität bei der Prozessgestaltung 
gefertigt. Dreiachsige Fräsbearbeitung ist aufgrund der zunehmenden Verfüg-
barkeit von Y-Achsen mit lediglich geringen Einschränkungen möglich. Die End-
bearbeitung wird mit Schaftwerkzeugen ausgeführt, sodass die Anforderungen 
an das Tauchfräsen geringer ausfallen als bei der Herstellung von elektrotech-
nischen Verbindungselementen. 

Das in diesem Kapitel entwickelte Gestaltungsmodell hat zum Ziel, eine systematische 
Werkzeug- und Prozessauslegung für das Tauchfräsen von bleifreien Messingwerk-
stoffen zu ermöglichen. Der Fokus liegt dabei auf dem Anwendungsfall der Elektroin-
dustrie und den dort branchenüblichen Randbedingungen. Eine Anwendung der Er-
gebnisse unter anderen Randbedingungen soll dennoch mit moderatem Aufwand 
möglich sein. Durch die systematische Auslegung aller prozessrelevanten Größen sol-
len die folgenden zerspantechnologischen Ziele erreicht werden: 

 Stabile Bearbeitungsbedingungen: 
o Keine Werkzeugbrüche 
o Kein Spanstau 
o Konstante und niedrige radiale Zerspankraftkomponenten 

 Ausreichende Bauteilqualität, insbesondere hinsichtlich des radialen Versatzes 
der gefertigten Kavität 

 Höchstmögliches Zeitspanvolumen  
 Möglichst lange Werkzeugstandzeit mit gleichmäßig fortschreitendem Ver-

schleiß 

Zur Realisierung des Gestaltungsmodells sind demzufolge die folgenden Teilaufgaben 
unter Berücksichtigung der oben genannten Randbedingungen zu lösen: 

 Prognose der radialen Kraftkomponente anhand von Werkstoff, Werkzeuggeo-
metrie und Schnittparametern, um geometrische Fehler zu erklären und zu 
prognostizieren 

 Darauf aufbauend die Entwicklung eines Gestaltungsmodells für die Werkzeug- 
und Prozessauslegung unter Berücksichtigung der oben genannten anwen-
dungsspezifischen Randbedingungen und Ziele 

 Validierung des Modells  

Um diese Ziele zu erreichen wird im ersten Schritt ein Prognosemodell zur quantitati-
ven Vorhersage der radialen Zerspankraftkomponente entwickelt. Der Ansatz dafür 
basiert auf dem Zerspankraftmodell nach KIENZLE [KIEN52], das die Zerspankraftkom-
ponenten in Abhängigkeit vom Spanungsquerschnitt beschreibt. Dieser Ansatz wird 
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um Polynomfunktionen erweitert, die den Einfluss der Werkzeuggeometrie auf die Ra-
dialkraft abbilden.  

Aufbauend auf den Versuchsergebnissen aus den Kapiteln 4 und 5 wird anschließend 
ein Gestaltungsmodell gebildet, in dem Gestaltungsrichtlinien für die Werkzeug- und 
Prozessauslegung entwickelt werden. Ein Bestandteil davon ist die Anwendung des 
Kraftprognosemodells zur Abschätzung der Radialkraft und der erreichbaren Bauteil-
qualität. Abschließend werden beide Teilmodelle anhand von Zerspanversuchen mit 
einem optimierten Werkzeug validiert. 

6.2 Empirisches Modell zur Prognose der Radialkraft 
Empirical model for the prognosis of the radial force 

Die radial an der Werkzeugspitze angreifende Zerspankraftkomponente Frad erzeugt 
eine elastische Biegung des Tauchfräsers. Daher wurde sie in den vorangehenden 
Kapiteln als maßgebliche Zielgröße identifiziert. Durch ihre Prognose lässt sich bei der 
Prozessauslegung der radiale Versatz der gefrästen Kavität abschätzen.  

Für die praktische Prozessauslegung hat der radiale Versatz eine höhere Bedeutung 
als die Radialkraft. In einem ersten Versuch wurde er daher als Zielgröße in einer Pro-
zessmodellierung verwendet, die ebenfalls den Ansatz des Zerspankraftmodells nach 
KIENZLE [KIEN52] nutzt und den Zusammenhang zwischen Radialkraft und radialem 
Versatz linear abbildete. Da das Werkzeug einem Biegebalken ähnelt und im elasti-
schen Bereich belastet wird, wurde ein linearer Zusammenhang zwischen Radialkraft 
und seitlichem Versatz der Kavität erwartet. Die Prognosegenauigkeit dieses Modells 
erwies sich als sehr gering mit Abweichungen bis zu 90 %, weshalb dieser Ansatz nicht 
weiter verfolgt wurde. Als mutmaßliche Ursache für die geringe Prognosequalität die-
ses Modells wurden die Abweichungen der als linear angenommenen Korrelation zwi-
schen Radialkraft und radialem Versatz identifiziert. In Abbildung 4.13 lagen zwischen 
einzelnen nah beieinander liegenden Messpunkten relevante Unterschiede. Deshalb 
ist eine rein lineare Korrelation nicht ausreichend genau. Im Folgenden wird daher die 
Radialkraft als Zielgröße des Prognosemodells verwendet.  

Das Zerspankraftmodell nach KIENZLE basiert auf der Ermittlung von werkstoff- und 
prozessabhängigen spezifischen Zerspankraftkomponenten ki1.1 und Anstiegsbeiwer-
ten mi. Für die prognostizierte Zerspankraftkomponente Fi gilt dann in Abhängigkeit 
von der Spanungsbreite b und der Spanungsdicke h [KIEN52]: ܨ௜ = ݇௜ଵ.ଵ ⋅ ܾ ⋅ ℎ(ଵି௠೔) (6.1) 

Beim Tauchfräsen wird der Spanungsquerschnitt durch den Pitch p und den Vorschub 
fz beschrieben. Entsprechend der Kinematik des Tauchfräsens wurden die Spanungs-
breite b und Spanungsdicke h zu den Maximalwerten an der Hauptschneide transfor-
miert: 



112 6 Entwicklung eines Gestaltungsmodells 

 

ܾ = ܽ௦௣,௠௔௫ = ℎ (6.2) (௥ߢ)݊݅ݏ݌ = ௭݂ ⋅  (6.3) (௥ߢ)݊݅ݏ

Das Zerspankraftmodell nach KIENZLE wird typischerweise für Spanungsdicken 
h > 0,1 mm verwendet [KIEN52]. Die Gültigkeit für kleinere Spanungsdicken bis in den 
Sub-Mikrometerbereich wurde durch KLOCKE ET. AL. nachgewiesen [KLOC09]. Dies ist 
relevant, da der in dieser Arbeit betrachtete Tauchfräsprozess mit einem Werkzeug-
durchmesser von d = 2 mm und Vorschüben im Bereich 0,01 mm < fz < 0,1 mm im 
Übergangsbereich zwischen konventioneller und Mikrozerspanung liegt. Der Schneid-
kantenradius rβ wirkt sich aufgrund von Ploughing bei den geringen Spanungsdicken 
auf die Zerspanbarkeit aus [DENK14]. 

Bei den untersuchten binären Messingwerkstoffen bewirkt eine Variation des Zinkge-
halts im Bereich von 37 % ≤ mZn ≤ 42 % einen Anstieg des β-Phasenanteils (vgl. Ka-
pitel 2.1.2). Unter den hier betrachteten Bedingungen ändert sich der Spanbildungs-
mechanismus von Fließspanbildung bei CuZn37 zu segmentierter Spanbildung bei 
CuZn42 (vgl. Kapitel 4.3.1). Dies bewirkt eine Änderung der Radialkraft Frad (vgl. Ka-
pitel 4.3.2). Eine Interpolation basierend auf dem Gehalt an Zink oder β-Phase im 
Werkstoff würde aus diesem Grund eine geringe Aussagekraft aufweisen. Während 
der Halbzeugherstellung können Festigkeits- und Härtegrade einer Legierung durch 
unterschiedliche Kaltverfestigung und Wärmebehandlung eingestellt werden. Dies 
wirkt sich auch bei chemisch gleich zusammengesetzten Legierungen auf den Anteil 
der im Gefüge enthaltenen Phasen sowie auf die Korngröße und deren Verteilung aus 
[REET06]. Makroskopisch ergeben sich dadurch maßgebliche Unterschiede in der 
Werkstoffhärte, -zugfestigkeit und der Bruchdehnung. Auf eine weitere Interpolation 
wurde daher verzichtet und die Radialkraft Frad wurde für jeden der untersuchten Werk-
stoffe separat voneinander prognostiziert. Der Einfluss der Schnittgeschwindigkeit vc 
war in den vorangehenden Untersuchungen (vgl. Kapitel 5.2.3) gering und wurde 
ebenfalls nicht modelliert, um eine möglichst große Datenbasis zu erhalten. 

Der Einfluss der in Kapitel 5.3 untersuchten Werkzeuggeometrieparameter wurde an-
hand von Polynomfunktionen im Modell abgebildet. Als Zielgröße wurde dafür Frad an-
stelle von Frad,max verwendet, da stabile Bearbeitungsbedingungen ohne Kraftanstieg 
über die Dauer eines Schnitts vorausgesetzt wurden. Der Grad des Polynoms ent-
sprach der Anzahl der in den Versuchen variierten Parameterstufen minus eins, die 
Polynome waren also vollständig bestimmt. Dadurch wurden die Korrekturfunktionen 
fr,i(xi) ermittelt, die mit der prognostizierten Radialkraft multipliziert werden. Insgesamt 
ergab sich so die folgende Ansatzfunktion: ܨ௥௔ௗ = ݇௥ଵ.ଵ ⋅ (௥ߢ)sin݌ ( ௭݂ . sin (ߢ௥))(ଵି௠ೝ) ⋅ ௥݂ଵ(ݖ) ⋅ ௥݂ଶ(ߢ௥) ⋅ ௥݂ଷ൫ܾఊ൯ ⋅ ௥݂ସ(ߛ௦) 

mit: 

(6.4) 

௥݂ଵ(ݖ) = ௥ଵܭ ⋅ ଶݖ + ௥ଶܭ ⋅ ݖ +  ௥ଷ (6.5)ܭ
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௥݂ଶ(ߢ௥) = ௥ସܭ ⋅ κ௥ +  ௥ହ (6.6)ܭ

௥݂ଷ൫ܾఊ൯ = ௥଺ܭ ⋅ ܾఊ +  ௥଻ (6.7)ܭ

௥݂ସ(ߛ௦) = ௥଼ܭ ⋅ γ௦ +  ௥ଽ (6.8)ܭ

Aus den Versuchsdaten in Kapitel 5.3.2 wurden für jeden Werkstoff die Stützstellen 
der Polynome als Mittelwerte aller Versuchsergebnisse bestimmt. Dies entsprach an-
schaulich den Haupteffekten, die in Abbildung 5.19 zusammengefasst sind. Daraus 
wurden die werkstoffabhängigen Konstanten für das Prognosemodell errechnet 
(Tabelle 6.1).  

Tabelle 6.1:  Konstanten für das Prognosemodell der Radialkraft Frad 

Constants for the radial force Frad prognosis model 

Wert CuZn37 CuZn42 CuZn21Si3P 
kr1.1 / N/mm² 7790,5 3679,4 3962,3 

mr / - 0,4107* 0,2459* 0,2653* 
Kr1 / - 0,2202 0,1518 0,1473 
Kr2 / - -1,2471 -0,8075 -0,7734 
Kr3 / - 2,4655 1,8018 1,7367 

Kr4 / °-1 0,0066 -0,0005 -0,0058 
Kr5 / - 0,3777 1,0431 1,5420 

Kr6 / mm-1 1,4550 1,6695 0,8393 
Kr7 / - 0,8836 0,8664 0,9329 

Kr8 / °-1 0,0096 -0,0070 -0,0135 
Kr9 / - 0,9519 1,0352 1,0675 

* Gültig für Berechnung des Vorschubs bzw. der Spanungsdicke in μm 
 

Im Falle der Korrektur nach der Schneidenzahl z lag ein Polynom zweiten Grades vor. 
Die Schneidenzahlen z sind stets ganzzahlig. Der Gültigkeitsbereich des Prognose-
modells wird auf die in den Versuchen untersuchten Zähnezahlen z = 2; 3; 4 be-
schränkt. Daher besteht kein Risiko von Fehlprognosen aufgrund eines Überschwin-
gens der Prognosefunktion zwischen den Stützstellen. Die übrigen Interpolationen er-
folgen linear, also anhand von Polynomen ersten Grades, wo dieses Risiko generell 
nicht besteht. Eine Extrapolation über die Parameterbereiche der zugrundeliegenden 
Untersuchungen (vgl. Kapitel 5.3.1) hinaus ist zulässig, wenn sich dadurch an den zu-
grundeliegenden zerspantechnologischen Bedingungen keine Änderung ergibt. Dies 
betrifft insbesondere den Spanbildungsmechanismus und den Spanabtransport. In 
diesem Fall ist eine erneute Validierung bzw. Modellkalibrierung erforderlich. Für die 
praktische Anwendung des Modells sollten zudem ähnliche maschinentechnische Be-
dingungen gelten. Daraus ergeben sich die Randbedingungen für die Gültigkeit des 
Modells (Tabelle 6.2). 

Mit diesem empirischen Prognosemodell kann die radiale Zerspankraftkomponente als 
ein zentraler Bestandteil des Gestaltungsmodells für die Werkzeug- und 
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Prozessauslegung in Abhängigkeit von der Werkzeuggeometrie und den Schnittpara-
metern vorhergesagt werden.  

Tabelle 6.2:  Parameterbereich für die Erstellung des Kraftprognosemodells 
Parameter range for the force prognosis model 

Parameter Wert  Parameter Wert 

Werkzeugtyp Schaftfräser, 
d = 2 mm 

 Schneidkanten- 
radius rβ / μm Ca. < 10 μm 

Schneidenzahl z / - 2 - 4  Vorschub fz / mm 0,01 - 0,03 

Einstellwinkel κr / ° 94 - 100  Schnittgeschwindig-
keit vc / m/min 50 - 90 

Freiwinkel α / ° 10  Pitch p / mm 0,2 - 0,4 
Fasenbreite  
bγ / mm 0,08 - 0,14  Kühlschmier- 

strategie 
Direkte Zufuhr, 
pKSS = 6 bar 

Spanwinkel der 
Stirnschneide γs / ° 5 -10 

 
Werkstoffe 

CuZn37, 
CuZn42, 
CuZn21Si3P 

Drallwinkel δ / ° 35    

6.3 Gestaltungsmodell für die Werkzeug- und Prozessauslegung 
Design model for the tool and process design 

Ziel des Gestaltungsmodells ist es, eine systematische Werkzeug- und Prozessausle-
gung aller relevanten Stellgrößen beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstof-
fen zu ermöglichen. So soll unter den Bedingungen der Massenfertigung die maximal 
mögliche Produktivität bei gleichzeitiger Einhaltung der Form- und Lagetoleranzen er-
reicht werden (vgl. Kapitel 6.1). 

6.3.1 Qualitative Bewertung der Ursache-Wirkzusammenhänge 
Qualitative evaluation of the cause-and-effect-relationships 

Das Gestaltungsmodell besteht aus Gestaltungsrichtlinien, die auf den zuvor empirisch 
untersuchten Ursache-Wirkzusammenhängen aufbauen. Die Zusammenhänge zwi-
schen den Eingangsgrößen und den Zielgrößen Radialkraft Frad, Spanquerschnittsflä-
che ASpan, Spanabtransport und Versatz des gefrästen Kanals Δx wurden qualitativ 
zusammengefasst (Tabelle 6.3). Die Eingangsgrößen wurden in die zwei Kategorien 
Werkzeuggeometrie und Prozess eingeteilt. Der Einfluss der Eingangsgröße Werkstoff 
wurde dadurch berücksichtigt, dass die Zielgrößen Radialkraft und Spanquerschnitts-
fläche nach dem Werkstoff differenziert bewertet wurden. Qualitativ bewertet wurde 
der Spanabtransport und der Versatz des gefrästen Kanals.  
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Tabelle 6.3:  Ursache-Wirkzusammenhänge zwischen den Eingangs- und Zielgrößen 
beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen 
Cause-and-effect relationships between input and output variables in plunge 
milling of lead-free brass alloys 

    Zielgröße 

Eingangsgröße Radialkraft 
Frad 

Spanquer-
schnitts- 
fläche 
ASpan 

Spanab-
transport 

Bearbei-
tungs-
genauig-
keit 

W
er

kz
eu

gg
eo

m
et

rie
 

Stirnspanwinkel  γs ° 
  

o (+) 

Einstellwinkel κr ° 
  

+ (o) 

Schneidenzahl z - 
 

Nicht  
bewertet (+) (+)* 

Fasenbreite bγ mm 
  

+ (+) 

Schneidkanten 
-radius  rβ μm (+)* (o)* (o)* (+)* 

Pr
oz

es
s 

Schnittgeschwin-
digkeit vc m/min 

 

Nicht  
bewertet 

Nicht 
bewertet o 

Pitch p mm 
 

Nicht  
bewertet (o) + 

Zahnvorschub fz mm 
  

+ + 

KSS-Strategie - - + Nicht  
bewertet + + 

+ Relevanter Einfluss 
o Kein/geringfügiger Einfluss 

*  Erläuterung siehe Text  
( ) Ohne direkten Nachweis 

       CuZn37 
       CuZn42 
       CuZn21Si3P 

 

Die Schneidkantenverrundung hat maßgeblichen Einfluss auf die Zerspanbarkeit 
[DENK14]. Bei der Bearbeitung von bleifreien Messingwerksstoffen wurden in 

Frad

γs

ASpan

γs

Frad

κr

ASpan

κr

Frad

z

Frad

bγ

ASpan

bγ

Frad

vc

Frad

p

Frad

fz

ASpan

fz
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vorherigen Arbeiten die besten Bearbeitungsergebnisse mit möglichst kleinen 
Schneidkantenradien im Bereich rβ < 3 μm erreicht. Dieses Vorgehen ist aufgrund des 
hauptsächlich adhäsiven Verschleißes auch bei der Bearbeitung bleihaltiger Messing-
werkstoffe üblich. Bei dem in dieser Arbeit betrachteten Tauchfräsprozess ist aufgrund 
der geringen Spanungsdicken Ploughing relevant. Zu dessen Vermeidung ist ebenfalls 
die Anwendung möglichst kleiner Schneidkantenradien vorteilhaft. Der Einfluss des 
Schneidkantenradius wurde aus diesen Gründen in der Arbeit nicht separat unter-
sucht, sondern es wurden stets schleifscharfe Werkzeuge mit Schneidkantenradien im 
Bereich 5 μm < rβ < 12 μm eingesetzt, da damit in Kapitel 4 bei allen drei Versuchs-
werkstoffen die vorteilhaftesten Ergebnisse erzeugt wurden. Diese Aspekte wurden in 
der qualitativen Bewertung des Einflusses des Schneidkantenradius in Tabelle 6.3 be-
rücksichtigt und als Empfehlung in das Gestaltungsmodell übernommen. [NOBE16a, 
S. 140] 

Die Bewertung des Einflusses der KSS-Strategie auf die Zielgrößen erfolgte hier qua-
litativ. Durch die Zufuhr des wassermischbaren Kühlschmierstoffs durch die Kanäle im 
Werkzeugschaft wurde der Spanabtransport wesentlich verbessert. Der Anstieg der 
radialen Zerspankraftkomponente über die Dauer eines Schnitts wurde dadurch ver-
mieden und somit die Prozesssicherheit maßgeblich gesteigert (vgl. Kapitel 5.1.2). Ein 
zuverlässiger Spanabtransport wird daher als notwendige Grundlage für stabile Bear-
beitungsbedingungen beim Tauchfräsen von bleifreien Messingen betrachtet. 

Nicht bewertet wurde der Einfluss der KSS-Strategie auf die Spanquerschnittsfläche 
ASpan, die ebenfalls Einfluss auf den Spanabtransport hat. Beim Außenlängsdrehen 
wird der KSS zumeist entlang der Spanfläche zugeführt [SANG13]. Aufgrund seines 
Drucks wird eine hydrodynamische Kraft auf die Spanunterseite erzeugt, die den 
Spankrümmungsradius und die Spanquerschnittsfläche verkleinert. Beim Tauchfräsen 
erfolgte die KSS-Zufuhr entlang des Werkzeugschaftes, sodass eine Beeinflussung 
der Spankrümmung durch die mechanische Wirkung des Kühlschmiermediums aus-
geschlossen wurde. 

Der Einfluss der drei in dieser Arbeit untersuchten bleifreien Messinglegierungen auf 
die Zielgrößen Radialkraft und Spanquerschnittsfläche ist den Piktogrammen in Ta-
belle 6.3 zu entnehmen. Bezüglich der Radialkraft Frad war der Einfluss des Stirnspan-
winkels γs, der Schneidenzahl z, der Fasenbreite bγ sowie des Pitches p bei der Bear-
beitung von CuZn37 wesentlich stärker als bei den Legierungen CuZn42 und 
CuZn21Si3P. Die Spanquerschnittsfläche ASpan war aufgrund der größeren Spanstau-
chung bei der Bearbeitung von CuZn37 stets geringer im Vergleich zu den beiden an-
deren Werkstoffen. Ursache dafür war die höhere Duktilität von CuZn37 im Vergleich 
zu CuZn42 und CuZn21Si3P. Für detailliertere Erörterungen dieser Zusammenhänge 
wird auf die entsprechenden Kapitel 5.2 und 5.3 verwiesen. 
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6.3.2 Entwicklung von Gestaltungsrichtlinien 
Design guideline development 

Die in den vorherigen Kapiteln analysierten Ursache-Wirkzusammenhänge werden in 
diesem Kapitel zu Gestaltungsrichtlinien für die Werkzeug- und Prozessauslegung zu-
sammengefasst. Die Ausprägung der Ursache-Wirkzusammenhänge waren werkstoff-
abhängig. Die Empfehlungen wurden dementsprechend für die drei Werkstoffe 
CuZn37, CuZn42 und CuZn21Si3P individuell abgeleitet.  

Die Optimierung der Eingangsgrößen erfolgte unter Berücksichtigung der in Kapitel 6.1 
aufgestellten Randbedingungen. Bei der Entwicklung der Gestaltungsrichtlinien ent-
stand ein Zielkonflikt zwischen der Erreichung eines hohen Zeitspanvolumens und ei-
ner hohen Bearbeitungsgenauigkeit. Große Spanungsquerschnitte sind günstig für ein 
hohes Zeitspanvolumen, gehen aber mit einer maßgeblichen Erhöhung der Radialkraft 
einher. Zur Produktivitätssteigerung wurde daher primär eine Steigerung der Schnitt-
geschwindigkeit empfohlen. Für andere Anwendungsfälle mit größeren zulässigen Ge-
ometrieabweichungen kann zusätzlich der Pitch p gesteigert werden. 

Die Gestaltungsrichtlinien für das Tauchfräsen von CuZn37 sind in Tabelle 6.4 zusam-
mengefasst. Grundvoraussetzung für die Anwendung des Gestaltungsmodells ist das 
Schaffen stabiler Bearbeitungsbedingungen durch sicheren Spanabtransport. Dies ge-
schieht durch direkte KSS-Zufuhr mit pKSS = 6 bar. Die Werkstoffe CuZn42 und 
CuZn21Si3P verhielten sich trotz der unterschiedlichen chemischen Zusammenset-
zung und der abweichenden Gefügeausbildung in den Untersuchungen sehr ähnlich, 
sodass mit Ausnahme des Pitches dieselben Empfehlungen für die Bearbeitung dieser 
beiden Werkstoffe gelten. Die Gestaltungsrichtlinien für den Stirnspanwinkel γs, den 
Einstellwinkel κr, die Schneidenzahl z sowie den Schnitt basieren auf den Untersu-
chungen in Kapitel 5.3. Für die Auslegung der Schneidenecke wurden zusätzlich die 
Ergebnisse aus Kapitel 5.2 sowie das Erfahrungswissen der Firma GÜHRING hinsicht-
lich des Verschleiß- und Versagensverhaltens der Werkzeuge berücksichtigt. Aufbau-
end auf der Literatur zur Zerspanung bleifreier Messinge [NOBE16a, S. 140] und den 
Ergebnissen aus Kapitel 4 wird empfohlen, möglichst geringe Schneidkantenradien 
anzuwenden. Die Anwendungsempfehlungen hinsichtlich der Schnittgeschwindigkeit 
vc, des Vorschubs fz und des Pitches p entstammen den Ergebnissen aus Kapitel 5.3. 

Für die praktische Anwendung wird das nachfolgende Vorgehen empfohlen: Aufbau-
end auf den Angaben zum Werkstoff sowie die Geometrie und Toleranzen der Kavität 
aus der Bauteilzeichnung wird eine geeignete Werkzeuggeometrie sowie ein Pitch an-
hand von Tabelle 6.4 ausgewählt. Die Schnittgeschwindigkeit kann in der industriellen 
Praxis anhand der maximal dauerhaft anwendbaren Spindeldrehzahl der Werkzeug-
maschine ausgewählt werden, um höchstmögliche Produktivität zu erreichen. Der Vor-
schub wird entweder anhand der Gestaltungsrichtlinien ausgewählt oder mithilfe des 
Kraftprognosemodells aus Kapitel 6.2 berechnet. Dazu wird dem Modell eine Radial-
kraft Frad vorgegeben und damit qualitativ die zulässige radiale Geometrieabweichung 
festgelegt. Sind Werkzeuggeometrie, Werkstoff und Pitch bekannt, kann so der 
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Vorschub berechnet werden. Dieses Vorgehen ermöglicht es, den Zielkonflikt zwi-
schen möglichst hoher Produktivität und ausreichender Bearbeitungsgenauigkeit für 
jeden Anwendungsfall gezielt aufzulösen. In der nachfolgenden Validierung (Kapi-
tel 6.4) wird diese Vorgehensweise angewendet und Empfehlungen für die anzustre-
bende Radialkraft abgeleitet. 

Tabelle 6.4:  Gestaltungsrichtlinien für das Tauchfräsen von CuZn37, CuZn42 und 
CuZn21Si3P 
Design guidelines for plunge milling of CuZn37, CuZn42 and CuZn21Si3P 

Einflussgröße Auslegung und Erläuterungen 

W
er

kz
eu

g 

Stirnspanwinkel 
γs 

γs = 10° für minimale Radialkraft  

Schneidenecke Gestaltung als Fase, um Ploughing im Übergangsbereich 
zwischen Radius und Nebenschneide zu vermeiden 
[WITT14, S. 76 ff.]. Fasengeometrie bγ = 0,08 mm x 45° 
als Kompromiss zwischen Sicherheit gegen Eckenaus-
bruch und geringer Radialkraft (Kapitel 5.2.3 ) 

Einstellwinkel κr κr = 94° für geringe Radialkraft und  
kleine Spanquerschnittsflächen 

Schneidenzahl z z = 3 Schneiden für minimale Radialkraft und sicheren 
Spanabtransport 

Schneidkanten-
radius rβ 

Schleifscharfe Schneidkanten mit rβ ≤ 12 μm Schneid-
kantenradius für geringes Risiko von Ploughing 

Pr
oz

es
s 

KSS-Strategie Gerichtete KSS-Zufuhr mit einem Druck von ca. 
pKSS = 6 bar zur Verbesserung des Spanabtransports 

Schnittgeschwin-
digkeit vc 

Schnittgeschwindigkeiten oberhalb von vc = 50 m/min 
steigern die Produktivität, bei leicht abfallender Radial-
kraft. Maximal untersucht: vc = 90 m/min (Kapitel 5.3.2) 

Pitch p CuZn37: 0,2 mm ≤ p ≤ 0,3 mm aufgrund deutlich erhöh-
ter Radialkraft bei größeren Pitches 

CuZn42 und CuZn21Si3P: Entsprechend der Bauteilgeo-
metrie und geforderter Bearbeitungsgenauigkeit auszule-
gen, Empfehlung 0,2 mm ≤ p ≤ 0,4 mm  

Vorschub je 
Zahn fz 

Größter Einfluss auf Radialkraft und Werkzeugabdrän-
gung, daher 0,01 mm ≤ fz ≤ 0,02 mm empfohlen 

Zur Steigerung des Zeitspanvolumens bevorzugt Schnitt-
geschwindigkeit steigern. 
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Durch die Entwicklung dieses Gestaltungsmodells und des zugrundeliegenden Prog-
nosemodells für die Radialkraft wurde die dritte Forschungsfrage dieser Arbeit beant-
wortet. Zur Optimierung der Produktivität bei gleichzeitig gegebener Radialkraft kann 
das Kraftprognosemodell für die Auswahl des Vorschubs verwendet werden. Dieser 
Ansatz wird in der nachfolgenden Modellvalidierung untersucht. 

6.4 Validierung der Modelle 
Validation of the models 

In den vorherigen Abschnitten wurden ein Prognosemodell für die radiale Kraftkompo-
nente und ein Gestaltungsmodell für die Werkzeug- und Prozessauslegung beim 
Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen entwickelt. Ziel dieses Abschnittes ist 
der Nachweis der Steigerung von Prozesssicherheit und Produktivität sowie die Vali-
dierung des Prognosemodells für die Radialkraft aus Kapitel 6.2. Dadurch wird die 
vierte und letzte Forschungsfrage dieser Arbeit beantwortet. 

Die Gestaltungsrichtlinien für die Werkzeug- und Prozessauslegung wurden in die 
praktische Anwendung übertragen (Tabelle 6.5). Dazu wurde der in Kapitel 5.3 be-
schriebene Versuchsaufbau verwendet. Das Werkzeug wurde von der Fa. GÜHRING 
gemäß den Gestaltungsrichtlinien gefertigt und wies die in Kapitel 6.3.2 als ideal er-
mittelten Geometriemerkmale auf. Es glich bezüglich des Schneidstoffs und aller nicht 
geänderten Geometriegrößen dem Werkzeug C, das bei den vorhergehenden Unter-
suchungen eingesetzt wurde (Tabelle 6.5 rechts).  

Die Tauchfräsversuche wurden mit den drei Versuchswerkstoffen CuZn37, CuZn42 
und CuZn21Si3P aus derselben Charge wie in den vorhergehenden Untersuchungen 
durchgeführt. Der wassermischbare Kühlschmierstoff wurde gemäß der Gestaltungs-
richtlinien durch die KSS-Kanäle im Werkzeugschaft (vgl. Abbildung 5.5) mit einem 
Druck von pKSS = 6 bar zugeführt. Die Untersuchungen wurden mit Pitches p = 0,3 mm 
und p = 0,4 mm bei einer konstanten Schnittgeschwindigkeit von vc = 50 m/min durch-
geführt. Zur Berechnung der Vorschübe je Zahn fz wurde das Kraftprognosemodell aus 
Kapitel 6.2 nach dem Vorschub aufgelöst und zulässige radiale Kraftkomponenten in 
den Stufen Frad = 10; 15; 20; 30 N vorgegeben. So wurde der für die Modellerstellung 
genutzte Kraftbereich näherungsweise abgedeckt und eine Extrapolation über die 
Stützstellen des Modells hinaus vermieden. Die so berechneten Einstellwerte für den 
Vorschub je Zahn fz sind in Tabelle 6.6 dargestellt. In den Versuchen in Kapitel 5, mit 
deren Ergebnissen das Modell erstellt wurde, wurde der Vorschub im Bereich 
0,01 mm ≤ fz ≤ 0,03 mm eingestellt. Die errechneten Werte reichten jedoch bis zu 
fz = 0,125 mm, sodass eine Extrapolation weit über den im Modell beschriebenen Wer-
tebereich vorlag. Die Messung der radialen Zerspankraftkomponente Frad und des seit-
lichen Versatzes Δx erfolgte anhand von jeweils fünf Bauteilen mit jeweils zwei Kavi-
täten je Versuchspunkt. 
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Tabelle 6.5:  Versuchsbedingungen für die Validierungsuntersuchungen 
Test conditions for the model validation  

Prozessauslegung  Werkzeug 

Maschine DMG MORI 
NHX 5000 

 Herstellerbezeichnung 
(Fa. GÜHRING) 303926025 

Werkzeug GÜHRING 
303926025 

 Durchmesser d  2 mm 

Schnittgeschw. 
vc  50 m/min  Zähnezahl z  3 

Pitch p  0,3 mm 
0,4 mm 

 Auskraglänge lk  17 mm 

Zahnvorschub fz  vgl. Tabelle 6.6  Fasenbreite bγ  0,08 mm x 45° 

Werkstoffe 
CuZn21Si3P 
CuZn37 
CuZn42 

 Umfangsspanw. γr 3° 
 Stirnspanwinkel γs 10° 
 Stirnfreiwinkel αs  10° 

Kühlschmierstoff 
Emulsion, 
8 % FUCHS 
Ecocool Global 
1000 

 Einstellwinkel κr 94° 

Drallwinkel δ  35° 

KSS-Zufuhr Gerichtet, durch 
Werkzeugschaft 

 
Hartmetallsubstrat 

mCo = 9%; 
dK = 0,2 - 0,5 μm 
(GÜHRING K55SF) 

KSS-
Zufuhrdruck pKSS  

6 bar 
 Schneidkantenradius rβ 7,8 μm 

6.4.1 Validierung des Prognosemodells für die Radialkraft 
Validation of the radial cutting force prognosis model 

Die im Versuch gemessene Radialkraft wurde der jeweils im Modell vorgegebenen 
Kraft gegenübergestellt (Abbildung 6.1). Die Auswertung der Radialkraft erfolgte zum 
Beginn des Schnitts, nach dem vollständigen Eindringen der Werkzeugspitze in das 
Bauteil sowie kurz vor Ende des Schnittes, um eine eventuelle Maximalwertbildung zu 
erkennen. Die im Versuch gemessene Radialkraft Frad,mess war zu Beginn des Schnitts 
stets größer als die im Modell zur Prozessauslegung vorgegebene Radialkraft Frad,mod. 
Die Abweichung betrug zwischen 0,4 % bei der Bearbeitung von CuZn42 (p = 0,4 mm, 
Frad,mod = 10 N) und 46 % beim Tauchfräsen von CuZn21Si3P (p = 0,3 mm, 
Frad,mod = 20 N). In den meisten Fällen war die Abweichung bei der Bearbeitung mit 
p = 0,3 mm größer als bei p = 0,4 mm. Ein möglicher Grund dafür war, dass der Pitch 
bei p = 0,3 mm durch das Modell interpoliert wurde während p = 0,4 mm eine der 
Stützstellen war. Nach KIENZLE geht der Einfluss des Pitches, umgerechnet in die 
Spanungsbreite b, in das zugrundeliegende Zerspankraftmodell linear ein [KIEN52]. 



6 Entwicklung eines Gestaltungsmodells 121 

 

Beim Tauchfräsen ist die Kinematik wesentlich komplexer als beim Außenlängsdrehen 
oder im Orthogonalschnitt. Die Größe der axialen Spanungsfläche ist beim Tauchfrä-
sen entgegen dem Modell nicht linear vom Pitch abhängig (vgl. Kapitel 2.3, Abbildung 
2.8). Dies ist eine Fehlerquelle in der Prognose der Radialkraft im hier verwendeten 
Modell.  

Tabelle 6.6:  Einstellwerte für den Vorschub je Zahn berechnet mit dem Radialkraftprog-
nosemodell 
Values for the feed per tooth calculated with the radial force prognosis model 

Pitch p Vorgegebene 
Radialkraft Frad 

Vorschub fz / μm 

CuZn37 CuZn42 CuZn21Si3P 

0,3 mm 

10 N 17,81 28,84 31,67 

15 N 32,41 49,52 55,56 

20 N 49,57 72,69 82,79 

30 N 90,20 124,83 145,25 

0,4 mm 

10 N 11,64 19,65 21,25 

15 N 21,19 33,74 37,29 

20 N 32,41 49,52 55,56 

30 N 58,98 85,05 97,48 
 

Bei Schnittbedingungen mit hohen vorgegebenen Vorschüben und mit vorgegebenen 
Radialkräften von Frad,mod ≥ 20 N bildeten sich ausgeprägte Kraftmaxima aus 
(Abbildung 6.1 rechts). Der Kraftverlauf ähnelte dann den in Kapitel 4 dargestellten 
instabilen Bedingungen. Ursache dafür waren die gegenüber den Untersuchungen aus 
Kapitel 4 und 5 maßgeblich erhöhten Vorschübe je Zahn fz. Aus diesem Grund vergrö-
ßerte sich die Spanquerschnittsfläche ASpan (vgl. Abbildung 5.16), sodass die Späne 
sich in der Kavität verklemmten. Der dadurch erzeugte Spanstau verursachte die Kraft-
überhöhung (vgl. Kapitel 5.1.1). Wenn das Modell zur Auswahl eines Vorschubs ge-
nutzt wird, wird deshalb empfohlen, die Radialkraftvorgabe auf maximal Frad,mod = 15 N 
zu begrenzen. So wird ein übermäßiger Anstieg der Kraft über die Dauer eines Schnitts 
und damit eine Reduktion der Prozesssicherheit vermieden.  

Bei Schnittbeginn war die Abweichung zwischen der Vorgabe im Modell und der Mes-
sung bei Frad,mod ≥ 20 N höher als bei kleineren Frad,mod (Abbildung 6.1 links). Auch dies 
wurde durch den oben beschriebenen ungünstigen Spanabtransport aufgrund des er-
höhten Vorschubs verursacht. Die im Validierungsversuch eingestellten Vorschübe fz 
waren, je nach Werkstoff und Pitch p, ab einer Vorgabekraft von Frad = 15 N bis 
Frad = 20 N deutlich größer als der größte Vorschub fz = 0,03 mm aus der Modellerstel-
lung (vgl. Tabelle 6.2). Bei Vorschüben fz > 0,03 mm lag also eine Extrapolation vor, 
die diese Abweichungen begünstigte und durch eine Neukalibrierung des Modells mit 
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einer größeren Anzahl Stützstellen in einem breiteren Wertebereich reduziert werden 
kann. 

Zusammenfassend ließ sich festhalten, dass die Vorhersage der Radialkraft mit dem 
Kraftprognosemodell eine Abweichung von maximal 20 % aufwies, solange der für die 
Modellerstellung genutzte Parameterbereich (Tabelle 6.2) nicht überschritten wurde. 
Eine Radialkraftvorgabe von maximal Frad.mod = 15 N wurde daher als Grenze der zu-
lässigen Extrapolation festgelegt. Ab einer vorgegebenen Radialkraft von 
Frad.mod = 20 N werden wesentlich höhere Vorschübe durch das Modell berechnet. Im 
Experiment traten damit instabile Bearbeitungsbedingungen aufgrund unzureichenden 
Spanabtransports auf. Dieser wurde mutmaßlich durch größere Spanquerschnittsflä-
chen erzeugt (vgl. Kapitel 5.2.3). Spanstau wird durch das Modell nicht abgebildet, da 
stabile Bearbeitungsbedingungen vorausgesetzt werden.  

 
Abbildung 6.1:  Gegenüberstellung der im Modell vorgegebenen und im Versuch gemesse-

nen radialen Zerspankraftkomponente 
Comparison of radial cutting force component entered into the model and 
measured in the experiments 

6.4.2 Validierung des Gestaltungsmodells 
Validation of the design model 

Das Prognosemodell für die radiale Zerspankraft stellt einen Kernbestandteil des Ge-
staltungsmodells für die Werkzeug- und Prozessauslegung dar. Zur Beantwortung der 
vierten Forschungsfrage ist zu untersuchen, wie die Prozesssicherheit und die Pro-
duktivität durch die Anwendung des Gestaltungsmodells gegenüber dem Stand der 
Technik verändert werden. Als Vergleichsgröße für die Bewertung dieser Kriterien wer-
den die Versuchsergebnisse aus Kapitel 4 herangezogen.  

Pitch p = 0,3 mm
Pitch p = 0,4 mm

Prozess: Tauchfräsen
KSS: 8 % FUCHS
Ecocool Global 1000
KSS-Druck: 
pKSS = 6 bar
Schnittgeschwindigkeit
vc = 50 m/min
Werkzeug: 
GÜHRING 303926025
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Der Verlauf der Bewertungsgröße Radialkraft wurde im vorhergehenden Ab-
schnitt 6.4.1 bereits analysiert. Zentrales Ergebnis war dabei, dass bis zu einer im Mo-
dell vorgegebenen Radialkraft Frad,mod = 15 N stabile Bearbeitungsbedingungen 
herrschten. Das bedeutete, dass kein maßgeblicher Anstieg der radialen Zerspankraft-
komponente aufgrund mangelhaften Spanabtransports über die Dauer eines Schnitts 
vorlag. Daraus folgt, dass die Prozesssicherheit aufgrund der Abwesenheit von aus-
geprägten Kraftmaxima wesentlich gesteigert wurde.  

In der industriellen Praxis wird das Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen für 
die Massenfertigung von elektrotechnischen Verbindungselementen verwendet. Ne-
ben der radialen Zerspankraftkomponente sind die Bauteilqualität und das Zeitspan-
volumen maßgebliche Bewertungskriterien für die Beantwortung der Forschungsfrage.  

Als Referenz für die Bewertung dieser Kriterien wird eine Prozessvariante ausgewählt, 
die dem Stand der Technik in der Elektroindustrie ohne Kenntnis der Versuchsergeb-
nisse entspricht. Dieser enthält nur eine einfache Optimierung der Schnittparameter, 
da in den Betrieben der Elektroindustrie zumeist wenig Erfahrungswissen zur Bearbei-
tung bleifreier Messinge vorhanden ist und keine systematischen Optimierungsversu-
che durchgeführt werden. Es wird angenommen, dass in Zukunft mit zunehmendem 
Erfahrungswissen seitens der Anwender die Auswahl günstigerer Bedingungen mög-
lich wird.  

Auf dieser Basis wurde das am Markt verfügbare Werkzeug B aus den Untersuchun-
gen in Kapitel 4 ausgewählt. Die Schnittparameter wurden so gewählt, dass sich güns-
tige Bedingungen hinsichtlich Bauteilqualität, Spanabtransport und zeitlichem Verlauf 
der radialen Zerspankraftkomponenten ergaben. Die Beurteilung erfolgte für die Bear-
beitung des Werkstoffs CuZn42. Für die Anwendung des Gestaltungsmodells wurde 
ebenfalls im Sinne bestmöglicher Bauteilqualität eine maximale radiale Zerspankraft-
komponente von Frad,mod = 10 N vorgegeben. Tabelle 6.7 fasst die so ausgewählten 
Prozessparameter zusammen.  

Zur Berechnung des Zeitspanvolumens Q wird die axiale Spanungsfläche Aax mit der 
Vorschubgeschwindigkeit vf multipliziert. Es gilt: ܳ = ௙ݒ௔௫ܣ = ݖ ௔௫ܣ ௭݂ ߨ௖ݒ ∗ ݀ (6.9) 

Die axiale Spanungsfläche Aax lässt sich anhand der Schnittfläche zweier Kreise her-
leiten [VETT04]: ܣ௔௫ = ߨ ൬2݀൰ଶ − 12ቆ݀ଶ cosିଵ ቀ݀݌ቁ − ට݀ଶ݌ −  ²ቇ (6.10)݌

Die axiale Spanungsfläche betrug Aax = 0,399 mm² für den Referenzprozess und 
Aax = 0,794 mm² für den optimierten Prozess mit Anwendung des Gestaltungsmodells. 
Durch die Anwendung des Gestaltungsmodells erhöhte sich das Zeitspanvolumen Q 
von Q = 95 mm³/min auf Q = 372 mm³/min. Dies entsprach einer Produktivitätssteige-
rung um 292%.  
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Tabelle 6.7:  Prozessparameter für die Bewertung der Produktivität und Bauteilqualität un-
ter Anwendung des Gestaltungsmodells 
Process parameters for evaluation of productivity and workpiece quality  

Parameter  Ausgangzustand  
(Kapitel 4) 

Anwendung des Gestal-
tungsmodells 

Werkzeug 
WERKZEUG B 
(vgl. Tabelle 4.6) 

GÜHRING 303926025  
(vgl. Tabelle 6.5) 

Schnittgeschwindigkeit  vc = 50 m/min vc = 50 m/min 

Pitch p = 0,2 mm p = 0,4 mm 

Vorschub fz = 0,015 mm fz = 0,01965 mm 

Schneidenzahl z = 2 z = 3 

KSS-Strategie Überflutungskühlung Direkte Zufuhr 

Zeitspanvolumen  Q = 95 mm³/min Q = 372 mm³/min 

 

Die Bauteilqualität wurde anhand des seitlichen Versatzes Δx des durch Tauchfräsen 
gefertigten Kanals bewertet. Der gewählte Versuchspunkt im Ausgangszustand wies 
mit Δx = 37,5 μm die geringste Geometrieabweichung auf, die im Rahmen von Kapi-
tel 4.3.3 mit dem Werkstoff CuZn42 gemessen wurde (vgl. Abbildung 4.12). Unter An-
wendung des Gestaltungsmodells betrug die mittlere Geometrieabweichung 
Δx = 17,3 μm. 

Abbildung 6.2 zeigt die Bauteilunterseite beim Tauchfräsen von CuZn42 nach Anwen-
dung des Gestaltungsmodells. Ausgewählt wurden die Versuchspunkte, die mit einer 
vorgegebenen radialen Zerspankraftkomponente Frad,mod = 10; 15; 20 N durchgeführt 
wurden (vgl. Tabelle 6.6Tabelle 6.6). Bei Vorgabe von Frad,mod = 10 N betrug die seitli-
che Geometrieabweichung im Mittel der Versuchspunkte Δx = 17,3 μm. unter Anwen-
dung einer vorgegebenen Kraft von Frad,mod = 15 N stieg das Zeitspanvolumen auf 
Q = 885 mm³/min an. Der seitliche Versatz der Tauchfräskanals betrug dann im Mittel 
Δx = 44,7 μm. Bei einer geometrischen Toleranz des Bauteils von beispielsweise 
50 μm kann so eine nochmals deutlich erhöhte Produktivität erzielt werden. In der Pra-
xis sollte der Vorschub dabei dennoch leicht reduziert werden, um eventuelle Unregel-
mäßigkeiten im Prozess aufgrund von Werkzeugverschleiß auszugleichen. Bei weite-
rer Erhöhung des Vorschubs bzw. der im Modell vorgegebenen Radialkraft 
Frad,mod = 20 N stieg die Produktivität weiter an. Der seitliche Versatz der Kavität er-
höhte sich im Mittel dadurch auf Δx = 98,9 μm. In der industriellen Praxis ist auch bei 
größeren geometrischen Bauteiltoleranzen von der Verwendung dieser Prozessein-
stellung abzuraten aufgrund des erhöhten Anstiegs der Radialkraft über die Zeit (vgl. 
Abbildung 6.1) und der daraus folgenden reduzierten Prozessstabilität. 
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Abbildung 6.2:  Versatz des Kanals an der Werkzeugaustrittsseite beim Tauchfräsen von 

CuZn42 
Deviation of the channel on the tool exit side in plunge milling of CuZn42 

6.5 Fazit 
Conclusion 

In diesem Kapitel wurde ein Gestaltungsmodell für die Werkzeug- und Prozessausle-
gung beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen entwickelt und validiert. 
Grundlage dafür waren die Untersuchungen zur Analyse der für diesen Prozess rele-
vanten Ursache-Wirkzusammenhänge in Kapitel 5.  

Die dritte Forschungsfrage dieser Arbeit wurde durch die Erstellung eines Gestaltungs-
modells für die Werkzeug- und Prozessauslegung auf Basis der Erkenntnisse aus den 
vorhergehenden Zerspanuntersuchungen beantwortet. Die radiale Zerspankraftkom-
ponente Frad wurde als kritische Auslegungsgröße hinsichtlich der Bauteilqualität und 
Prozesssicherheit identifiziert. Sie wurde durch ein Prognosemodell beschrieben, das 
auf dem Zerspankraftmodell nach KIENZLE aufbaut und zusätzlich den Einfluss von 
Werkstoff und Werkzeuggeometrie berücksichtigt. Bei Anwendung des Gestaltungs-
modells wurde dem Prognosemodell ein Sollwert für die Radialkraft vorgegeben, um 
den Zielkonflikt zwischen Produktivität und Bauteilqualität gezielt auflösen zu können. 
Weitere Bestandteile des Gestaltungsmodells waren Richtlinien für die Gestaltung der 
Werkzeuggeometrie und der Prozesseinstellgrößen, die anhand der Versuchsergeb-
nisse aus den vorherigen Kapiteln abgeleitet wurden.  

Das Modell kann in der Elektroindustrie mit moderatem Aufwand angewandt werden, 
sobald eine Umstellung auf bleifreie Messingwerkstoffe erfolgt. Laut Anwenderberich-
ten bestehen die Herausforderungen bezüglich Spanabtransport und Geometrieab-
weichungen auch bei ähnlichen Kavitäten mit größeren Abmessungen bis etwa 
d = 5 mm Werkzeugdurchmesser. Für solche Anwendungen können die hier entwi-
ckelten Gestaltungsrichtlinien als Grundlage für eine angepasste Werkzeug- und Pro-
zessauslegung verwendet werden. Auch die Verwendung anderer Legierungen erfor-
dert eine weitere Anpassung der Gestaltungsrichtlinien. Für die Elektroindustrie kön-
nen in Zukunft auch reines Kupfer, Kupfer-Tellur-Legierungen, hochfeste Kupfer-Be-
ryllium-Werkstoffe oder Zinkknetlegierungen relevant werden. Diese Werkstoffgrup-
pen weisen eine deutlich von bleifreiem Messing abweichende Zerspanbarkeit auf. Die 

Schnittgeschw.: vc = 50 m/min Werkzeug: GÜHRING 303926025
KSS-Strategie: Emulsion, Direkte Zufuhr Pitch: p  = 0,4 mm

1 mm 1 mm 1 mm

fz = 19,65 μm fz = 33,74 μm fz = 49,52 μmΔx = 17,3 μm Δx = 44,7 μm Δx = 98,8 μm
Bohrung

Tauchfräsen Tauchfräsen Tauchfräsen

Bohrung Bohrung
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hier beschriebenen Lösungsansätze werden sich daher nur eingeschränkt übertragen 
lassen. Für die Anwendung in anderen Branchen als der Elektroindustrie gelten zu-
meist andere maschinentechnische Randbedingungen. Die Verwendung von NC-
gesteuerten Werkzeugmaschinen mit mindestens drei translatorischen Achsen ermög-
licht die Anwendung des springenden Tauchfräsens. Aufgrund der relativ zum Werk-
zeug größeren Kavitäten ist unzureichender Spanabtransport in diesem Fall weniger 
wahrscheinlich. 

Zur Beantwortung der vierten Forschungsfrage wurde die Steigerung der Prozesssi-
cherheit und Produktivität untersucht. Die Zerspanbarkeitsanalyse in Kapitel 4 zeigte 
deutlich, dass das Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen unter den hier be-
trachteten Bedingungen ein herausfordernder Prozess war. Dies äußerte sich in einer 
ausgeprägten Grenze der Prozessstabilität hinsichtlich des Auftretens von Werkzeug-
brüchen, Kraftmaxima und reduzierter Bearbeitungsgenauigkeit. Das Gestaltungsmo-
dell ermöglichte eine systematische Werkzeug- und Prozessauslegung. Dadurch 
wurde die erzielbare Produktivität bei geringfügig besserer Bauteilqualität um 292% 
gegenüber einem konservativ gewählten Referenzprozess ohne Optimierung des 
Werkzeugs gesteigert. Durch die Vorgabe einer maximal zulässigen Radialkraft bei 
der Prozessauslegung wurde es zudem ermöglicht, den Zielkonflikt zwischen Produk-
tivität und Bauteilqualität in Abhängigkeit von den Produktanforderungen aufzulösen.  
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7 Zusammenfassung und Ausblick 
Summary and Outlook 

7.1 Zusammenfassung 
Summary 

Im Rahmen der fortschreitenden Elektrifizierung und Digitalisierung wächst die Bedeu-
tung von elektrotechnischen Verbindungselementen. Bei Durchgangsreihenklemmen 
werden die Kabel in einer rechteckigen Kavität verschraubt, die durch die Prozessfolge 
Bohren, Tauchfräsen und Räumen gefertigt wird. Bei der Massenfertigung dieser Bau-
teile ist die seitliche Abdrängung des Tauchfräswerkzeugs kritisch für die abschlie-
ßende Innenräumbearbeitung, da die Räumwerkzeuge aufgrund der kleinen Dimensi-
onen keine ausreichende Steifigkeit für die Kompensation von geometrischen Abwei-
chungen aufweisen. Aus rechtlichen Gründen darf zukünftig in den Messingwerkstof-
fen für die Fertigung dieser Bauteile kein Blei mehr enthalten sein. Bei der Zerspanung 
bleifreier Messingwerkstoffe entstehen im Vergleich zu den aktuell verwendeten blei-
haltigen Automatenmessingen erhöhte Zerspankraftkomponenten und ungünstige 
Spanformen. Beim Tauchfräsen von bleifreien Messingwerkstoffen wird die Prozess-
sicherheit zudem durch Werkzeugbrüche eingeschränkt.  

In der Fertigung von Komponenten für die Luftfahrt sowie im Werkzeug- und Formen-
bau ist das Tauchfräsen für die Öffnung tiefer Kavitäten etabliert. Bei der hier betrach-
teten Anwendung für die Elektrotechnik werden jedoch sehr kleine Kavitäten mit As-
pektverhältnissen bis zu l / d = 7 in wenigen Schnitten mit Werkzeugdurchmesser 
d = 2 mm hergestellt. Ein solcher Prozess zur Bearbeitung bleifreier Messinge ist für 
die Umstellung der Werkstoffe in der Elektroindustrie erforderlich, es existieren jedoch 
keine systematischen Untersuchungen dazu. Ziel dieser Arbeit war es deshalb, eine 
systematische Werkzeug- und Prozessauslegung für das Tauchfräsen von bleifreien 
Messingwerkstoffen auf Grundlage der Analyse relevanter Ursache-Wirkbeziehungen 
zu ermöglichen.  

Zur Identifikation der zerspantechnologischen Herausforderungen wurde im ersten 
Schritt eine Zerspanbarkeitsanalyse mit den bleifreien Messingwerkstoffen CuZn37, 
CuZn42 und CuZn21Si3P durchgeführt. Unter Verwendung am Markt verfügbarer 
Werkzeuge, die für das Tauchfräsen bleihaltiger Messinge verwendet werden, entstan-
den instabile Prozessbedingungen. Die radiale Zerspankraftkomponente stieg wäh-
rend eines Schnittes um einen Faktor von fünf bis zehn zu einem Maximum an. Dies 
verursachte Werkzeugbrüche sowie seitliches Verlaufen der tauchgefrästen Kavität. 
Die erzeugten Späne waren häufig verformt, was auf mangelhaften Spanabtransport 
als mutmaßliche Hauptursache für den Kraftanstieg hindeutete. Das Kraftniveau war 
aufgrund von Fließspanbildung beim Tauchfräsen von CuZn37 gegenüber segmen-
tierter Spanbildung bei der Bearbeitung von CuZn42 und CuZn21Si3P erhöht. Auf-
grund der geringen Stabilität des Prozesses wurde der Fokus für die weiteren 
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Untersuchungen auf die Analyse und Vermeidung der Radialkraftüberhöhung gesetzt. 
Als maßgebliche Prozesseingangsgrößen wurden die Werkzeuggeometrie sowie die 
Schnittparameter Pitch p und Vorschub fz identifiziert. 

Als Grundlage für die Prozessoptimierung wurden anschließend die Ursache-Wirkzu-
sammenhänge analysiert, die den Herausforderungen zugrunde lagen. Mangelhafter 
Spanabtransport wurde als Hauptursache für die geringe Prozessstabilität identifiziert. 
Die direkte Zufuhr des Kühlschmierstoffs durch den Werkzeugschaft verbesserte den 
Spanabtransport soweit, dass die Radialkraft über die Dauer eines Schnitts konstant 
blieb. Die Spanform wurde ohne den Einfluss der Kavität in Analogieuntersuchungen 
im gebundenen Schnitt analysiert. Eine systematische Optimierung der Schnittpara-
meter und geometrischer Stellgrößen am Werkzeug im Realprozess erfolgte unter 
stabilen Prozessbedingungen mit direkter Kühlschmierstoffzufuhr. Dort wurden mit ei-
ner Varianzanalyse die Einflüsse einzelner Größen der Werkzeuggeometrie unter-
sucht.  

Auf diesen Ergebnissen und der Literatur aufbauend wurde ein Gestaltungsmodell ent-
wickelt, das Gestaltungsrichtlinien für die Werkzeug- und Prozessauslegung enthält. 
Ein Bestandteil davon war ein Prognosemodell für die Radialkraft. Zur Auflösung des 
Zielkonflikts zwischen möglichst hoher Produktivität und ausreichender Bearbeitungs-
genauigkeit wurde dem Prognosemodell eine maximal zulässige Radialkraft eingege-
ben, anhand derer bei bekannter Werkzeuggeometrie die Schnittparameter berechnet 
wurden. Die Validierung des Gestaltungsmodells ergab eine Steigerung des Zeitspan-
volumens um 292% bei gleichwertiger Bauteilqualität im Vergleich zu einem nicht op-
timierten industrienahen Prozess. Durch Anwendung des Gestaltungsmodells wurde 
die Grenze der erzielbaren Produktivität bei ausreichender Prozesssicherheit gegen-
über dem Stand der Technik maßgeblich gesteigert. Diese Validierung sollte unter in-
dustriellen Bedingungen und mit weiteren Werkstoffen wiederholt werden, um das Nut-
zenpotential und den anwendbaren Bereich des Gestaltungsmodells besser bewerten 
zu können. 

7.2 Ausblick 
Outlook 

Die Erkenntnisse aus dieser Arbeit bieten einen pragmatischen Ansatz zur systemati-
schen Auslegung von stabilen Prozessen für das Tauchfräsen von bleifreien Messing-
werkstoffen. In dieser Arbeit wurde das Herstellen stabiler Bearbeitungsbedingungen 
ohne Werkzeug- bzw. Eckenausbrüche höher priorisiert als die Minimierung des kon-
tinuierlich fortschreitenden Werkzeugverschleißes. Der praktische Nutzen des Gestal-
tungsmodells kann durch die Ergänzung von Erkenntnissen aus Verschleißuntersu-
chungen zum Einfluss von Schneidstoffen, Beschichtungen, Schneidkantenpräpara-
tion und Kühlschmiermedien unter den Bedingungen der industriellen Massenfertigung 
erweitert werden. Der Zielkonflikt bei der Gestaltung der Schneidenecke zwischen ge-
ringer Werkzeugabdrängung, geringem Werkzeugverschleiß und ausreichender 
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Sicherheit gegen Eckenausbrüche kann durch die gezielte Analyse jedes Einzelfalls 
individuell aufgelöst werden. Methodisch ist dafür aufgrund der branchenüblich hohen 
Stückzahlen die Erfassung und Auswertung von Massendaten in der realen Fertigung 
prädestiniert. 

Aufgrund der Eingriffskinematik beim Tauchfräsen findet im Bereich der Schneiden-
ecke zweiflankige Spanbildung mit geringen Spanungsdicken statt, die mutmaßlich 
Einfluss auf die Spanform und damit auf die Prozessstabilität hat. Eine weiterführende 
Untersuchung dieses Aspekts ermöglicht eine vorteilhaftere Auslegung der Schnei-
denecke und der Spankammern. 

Für die Erstellung des Gestaltungsmodells wurde der Werkzeugdurchmesser von 
d = 2 mm und der Vorschubweg bei lf = 14 mm konstant belassen. In weiterführenden 
Untersuchungen kann die Gültigkeit des Modells auf weitere Bauteilgeometrien über-
tragen werden, die zumeist größere Abmessungen aufweisen. Auch die Übertragbar-
keit auf weitere in der Elektroindustrie relevante Werkstoffe wie reines Kupfer, Kupfer-
Tellur-Werkstoffe, Kupfer-Beryllium-Legierungen und Zinkknetlegierungen kann unter-
sucht werden. Aufgrund der hohen zerspantechnologischen Anforderungen des hier 
untersuchten Tauchfräsprozesses und des nachfolgenden Innenräumprozesses ist es 
darüber hinaus denkbar, die Prozessfolge zur Fertigung der Kavitäten zu substituieren. 
Dazu kommen die Drahtfunken- oder Senkerosion oder das Kaltmassivumformen in 
Frage. Zur Beibehaltung einer hohen Produktivität kann alternativ durch eine Umge-
staltung der Verbindungselemente zukünftig auf die Fertigung durch Stanz- und Bie-
geprozesse umgestellt werden. 

Weiterhin wurden im Zeitverlauf der Erstellung dieser Arbeit einige Messingwerkstoffe 
entwickelt, die durch werkstofftechnologische Ansätze eine Verbesserung der Zer-
spanbarkeit bei gleichzeitig günstigen Gebrauchseigenschaften erreichen. Ein tieferes 
Verständnis der bei der Spanbildung dieser Werkstoffe relevanten Ursache-Wirkzu-
sammenhänge kann die Entwicklung geeigneter Werkzeuge unterstützen und so ei-
nen weiteren Beitrag zur industriellen Etablierung bleifreier Messinge am Markt leisten. 



130 7 Summary and Outlook 

 

Summary and Outlook 
As electrification and digitalization progress, the importance of electrotechnical con-
nection elements is growing. In feed-through terminal blocks, the cables are screwed 
into a rectangular cavity, which is produced by the process sequence of drilling, plunge 
milling and broaching. In the mass production of these components, the lateral dis-
placement of the plunge milling tool is critical for the final internal broaching process, 
as the broaching tools do not have sufficient rigidity to compensate for geometric de-
viations due to their small dimensions. For legal reasons, the brass materials used to 
manufacture these components may no longer contain lead in the future. Compared 
to the lead-containing free-cutting brasses currently used, the machining of lead-free 
brasses results in increased cutting force components and unfavorable chip shapes. 
When plunge milling lead-free brass materials, process reliability is also limited by tool 
breakage.  

Plunge milling is an established method for opening deep cavities in the production of 
components for the aerospace industry and in tool and mold making. In the electrical 
industry application considered here, however, very small cavities with aspect ratios of 
up to l / d = 7 are produced in a few cuts with a tool diameter of d = 2 mm. Such a 
process for machining lead-free brasses is necessary for the conversion of materials 
in the electrical industry, but there are no systematic studies on this. The aim of this 
work was therefore to enable a systematic tool and process design for the plunge mill-
ing of lead-free brass materials based on the analysis of relevant cause-and-effect 
relationships.  

In the first step, a machinability analysis was carried out with the lead-free brass ma-
terials CuZn37, CuZn42 and CuZn21Si3P to identify the machining technology chal-
lenges. Using tools available on the market that are used for plunge milling leaded 
brass, unstable process conditions were created. The radial cutting force component 
increased by a factor of five to ten to a maximum during a cut. This caused tool break-
age and lateral displacement of the plunge-milled cavity. The chips produced were 
often deformed, indicating inadequate chip evacuation as the suspected main cause 
of the increase in force. The force level was increased due to flow chip formation during 
plunge milling of CuZn37 compared to segmented chip formation during machining of 
CuZn42 and CuZn21Si3P. Due to the low stability of the process, the focus for further 
investigations was placed on the analysis and avoidance of the radial force increase. 
The tool geometry and the cutting parameters pitch p and feed rate fz were identified 
as relevant process input variables. 

The cause-and-effect relationships underlying the challenges were then analyzed as a 
basis for process optimization. Poor chip evacuation was identified as the main cause 
of the low process stability. The direct supply of cooling lubricant through the tool shank 
improved chip evacuation to such an extent that the radial force remained constant 
over the duration of a cut. The chip shape was analyzed without the influence of the 
cavity in analysis tests in the bound cut. A systematic optimization of the cutting 
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parameters and geometric control variables on the tool in the real process was carried 
out under stable process conditions with a direct supply of cooling lubricant. The influ-
ences of individual variables of the tool geometry were investigated with a variance 
analysis.  

Based on these results and the literature, a design model was developed that contains 
design guidelines for tool and process design. One component of this was a prediction 
model for the radial force. To resolve the conflict of objectives between the highest 
possible productivity and sufficient machining accuracy, a maximum permissible radial 
force was entered into the prediction model, which was used to calculate the cutting 
parameters for a known tool geometry. The validation of the design model resulted in 
a 292% increase in metal removal rate with equivalent component quality compared to 
a non-optimized industrial process. By applying the design model, the limit of achieva-
ble productivity with sufficient process reliability was significantly increased compared 
to the state of the art. This validation should be repeated under industrial conditions 
and with other materials in order to better evaluate the potential benefits and the ap-
plicable range of the design model. 

The findings from this work offer a pragmatic approach to the systematic design of 
stable processes for the plunge milling of lead-free brass materials. In this work, the 
creation of stable machining conditions without tool or corner chipping was prioritized 
higher than the minimization of continuously progressing tool wear. The practical ben-
efits of the design model can be extended by adding findings from wear studies on the 
influence of cutting materials, coatings, cutting edge preparation and cooling lubricants 
under the conditions of industrial mass production. The conflict of objectives in the 
design of the cutting edge corner between low tool displacement, low tool wear and 
sufficient safety against corner breakage can be resolved individually by specifically 
analyzing each case. Methodologically, the collection and evaluation of mass data in 
real production is predestined for this due to the high quantities customary in the in-
dustry. 

Due to the engagement conditions during plunge milling, two-flank chip formation with 
low chip thicknesses occurs, which presumably has an influence on the chip shape 
and thus on the process stability. Further investigation of this aspect can enable a more 
advantageous design of the cutting edge corner and the chip chambers. 

For the creation of the design model, the tool diameter of d = 2 mm and the feed path 
of lf = 14 mm were left constant. In further investigations, the validity of the model can 
be transferred to other component geometries, most of which have larger dimensions. 
The transferability to other materials relevant in the electrical industry such as pure 
copper, copper-tellurium materials, copper-beryllium alloys and wrought zinc alloys 
can also be investigated. Due to the high machining requirements of the immersion 
milling process investigated here and the subsequent internal broaching process, it is 
also conceivable to substitute the process sequence for manufacturing the cavities. 
Wire spark or die sinking EDM and cold forging could be used for this purpose. 
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Alternatively, in order to maintain a high level of productivity, it will be possible to switch 
to production using stamping and bending processes in the future by redesigning the 
connecting elements. 

Furthermore, in the course of writing this thesis, a number of brass materials were 
developed that achieve an improvement in machinability with simultaneously favorable 
machinability properties through material technology approaches. A deeper under-
standing of the cause-and-effect relationships relevant to the chip formation of these 
materials can support the development of suitable tools and thus make a further con-
tribution to the industrial establishment of lead-free brass on the market. 
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