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0 Formelzeichen und Abkürzungen 

Griechische Formelzeichen 

α ° Normalfreiwinkel 

α‘ K-1 Ausdehnungskoeffizient 

αLN2 W cm-2 Wärmeübergangskoeffizient von 
siedendem Stickstoff an einer Metallwand 

αH2O W cm-2 Wärmeübergangskoeffizient von Wasser an einer Metallwand 

γ - Scherdehnung 

Δl µm Längenänderung 

ΔQ cm3 min-1 Änderung des Zeitspanungsvolumens 

Δt s Zeitdifferenz 

η - Wirkungsgrad 

ηA - Wirkungsgrad der Achsantriebe 

ϑ °C Temperatur 

ϑγ,max °C Maximale Zerspantemperatur 

ϑD,GN2 °C Stickstofftemperatur am Einlass des Durchflussmessers 

ϑK,ein °C Kühlmedientemperaturen am Kühlkörpereintritt 

ϑK,aus °C Kühlmedientemperaturen am Kühlkörperaustritt 

ϑKSS °C Kühlschmierstofftemperatur 

ϑs °C Schmelztemperatur des Werkstoffs 

ϑs,max °C Maximale Werkzeugeinsatztemperatur 

ϑsp °C Spanflächentemperatur 

ϑsp,m °C Mittlere Spanflächentemperatur 

ϑ0 °C Raumtemperatur 

κr ° Werkzeug-Einstellwinkel 

λ W m-1 K-1 Wärmeleitwert vom Werkzeug bei Raumtemperatur ϑ0 

λ1 W m-1 K-1 Wärmeleitwert vom Werkstück bei 0,5 (ϑsp,m + ϑ0) 

λ2 W m-1 K-1 Wärmeleitwert vom Span bei 
der mittleren Spanflächentemperatur ϑ

sp,m  

λ3 W m-1 K-1 Wärmeleitwert vom Werkzeug bei 
der mittleren Spanflächentemperatur ϑ

sp,m
 

λh - Spandickenstauchung 

μ - Coulombscher Reibkoeffizient 
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IV 

ρ1 Kg m-3 Dichte vom Werkstück bei 0,5 (ϑsp,m + ϑ0) 

ρ2 Kg m-3 Dichte vom Span bei der mittleren Spanflächentemperatur ϑsp,m 

ρ3 Kg m-3 Dichte vom Werkzeug bei der 
mittleren Spanflächentemperatur ϑsp,m 

ρGN2 Kg m-3 Dichte von gasförmigem Stickstoff bei am Einlass 
des Durchflussmessers bei der Temperatur ϑD,GN2 

σ N mm-2 Mechanische Spannung 

σd N mm-2 Druckfestigkeit 

σf N mm-2 Biegebruchfestigkeit 

σN N mm-2 Normalspannung 

σN,max N mm-2 Maximale Normalspannung 

σs - Standardabweichung 

σv N mm-2 Von-Mises-Vergleichsspannung 

τ N mm-2 Schubspannung 

τmax N mm-2 Maximale Schubspannung 

Φ ° Scherwinkel 

 

Lateinische Formelzeichen 

ap mm Schnitttiefe 

A mm2 Spanungsquerschnitt 

Aഥ - Formfaktor 

AA mm2 Querschnittsfläche Kühlkörperoberteil 

AK mm2 Kontaktfläche zwischen Span und Spanfläche  

AW mm2 Wärmeübertrageroberfläche des Kühlkörperoberteils 

b mm Spanungsbreite 

bst mm Stegbreite 

bW J K-1 m-2 s-1/2 Wärmeeindringkoeffizient 

c1 KJ Kg-1 K-1 Wärmekapazität vom Werkstück bei 0,5 (ϑsp,m + ϑ0) 

c2 KJ Kg-1 K-1 Wärmekapazität vom Span bei (ϑsp,m + ϑ0) 

c3 KJ Kg-1 K-1 Wärmekapazität vom Werkzeug bei (ϑsp,m + ϑ0) 

c4 KJ Kg-1 K-1 Wärmekapazität von flüssigem Stickstoff bei 0,5 (ϑK,ein + ϑK,aus) 

D mm Durchmesser des Werkstücks  

DA mm Kugeldurchmesser beim Kalottenschleifverfahren 

DK µm Wolframkarbidkorngröße 
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V 

eH MJ Kg-1 Spezifischer Energiebedarf bei 
der Wendeschneidplattenherstellung 

E N mm-2 Elastizitätsmodul 

EA Wh Elektrische Arbeit 

EH MJ Energiebedarf für die Wendescheidplattenherstellung 

f mm Vorschub 

fγ - Korrekturfaktor Spanwinkel 

fλ - Korrekturfaktor Neigungswinkel 

ff - Korrekturfaktor Eingriffsbedingungen 

fh - Korrekturfaktor Spanungsdicke 

fk - Kühlungsfaktor 

fst - Korrekturfaktor Freiflächenverschleiß 

fSV - Korrekturfaktor Schneidstoff und Schnittgeschwindigkeit 

Fτγ N Spanflächentangentialkraft 

Fc N Schnittkraft 

Fc,max N Maximale Schnittkraft 

Ff N Vorschubkraft 

FN N Normalkraft 

Fp N Passivkraft 

FPr N Prüfkraft 

h mm Spanungsdicke 

hsp - Spindelsteigung 

H - Schneidstoffhärte 

HV N mm2 Härte nach Vickers 

i - Übersetzungsverhältnis 

Iist A Ist-Stromaufnahme 

Isoll A Soll-Stromaufnahme 

kc N mm-2 Spezifische Schnittkraft 

kc1.1 N mm-2 Hauptwert der spezifischen Schnittkraft 

KB µm Kolkbreite 

KEAH MJ Kg-1 Kumulierter Energieaufwand für die 
Herstellung einer bestimmten Materialmenge 

KF € h-1 Fertigungskosten 

KIC MN mm-3/2 Bruchzähigkeit 
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VI 

KLH € h-1 Lohn- und Lohnnebenkosten 

KM € h-1 Maschinenkosten 

KT µm Kolktiefe 

KTmax µm Maximale Kolktiefe 

KW € h-1 Werkzeugkosten 

KX € h-1 Restfertigungsgemeinkosten 

l mm Kontaktlänge Span auf Spanfläche 

lc mm Grenzwellenlänge 

lt mm Taststrecke 

LC1 N Kritische Normalkraft bei Rissbildung  

LC3 N Kritische Normalkraft bei Abplatzung/Delamination 

LതCo µm Mittlere freie Binderlänge 

m - Tangens des Steigungswinkels 

ṁ g s-1 Massenstrom 

mCo % Kobalt-Gewichtsanteil in Gewichtsprozent 

ṁN2 g s-1 Massenstrom von flüssigem Stickstoff 

mR % Rest-Gewichtsanteil in Gewichtsprozent 

mWC % Wolframkarbid-Gewichtsanteil in Gewichtsprozent 

MWSP g Gewicht der Wendeschneidplatte 

nK min-1 Drehzahl des Kalottenschleifgeräts 

nist.f min-1 Ist-Drehzahl des Vorschubmotors 

nist,vc min-1 Ist-Drehzahl des Hauptspindelantriebs 

nsoll,f min-1 Soll-Drehzahl des Vorschubmotors 

nsoll,vc min-1 Soll-Drehzahl des Hauptspindelantriebs 

p Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf pro zerspantem Materialvolumen 

pA Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf der 
Antriebe pro zerspantem Materialvolumen 

pc W cm-3 Spezifische Schnittleistung pro zerspantem Materialvolumen 

pG Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf durch die Grundlast 
der Werkzeugmaschine pro zerspantem Materialvolumen 

pK Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf der 
Kühlungsmethode pro zerspantem Materialvolumen 

pmax bar Maximal zulässiger Überdruck 
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VII 

pp,ges Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf des 
Zerspanprozesses pro Materialvolumen 

pW Wh cm-3 Spezifischer Energiebedarf durch den Werkzeugverschleiß 
für die Werkzeugherstellung pro zerspantem Materialvolumen 

pu bar Druck im Unterkühler 

P W Wirkleistungsaufnahme 

PA W Leistungsaufnahme der Achsantriebe 

PA,calc W Berechnete Leistungsaufnahme der Achsantriebe 

Pc W Schnittleistung 

Pe W Wirkleistung 

Pf W Vorschubleistung 

PG W Grundlast der Werkzeugmaschine im betriebsbereiten Zustand 

PK W Leistungsaufnahme für die Prozesskühlung 

PK,N2 W Leistungsaufnahme für die Stickstoffproduktion 

Pp,ges W Gesamt-Leistungsaufnahme des Zerspanprozesses 

PW W Leistungsaufnahme für die Werkzeugherstellung 

q̇ W mm-2 Wärmestromdichte 

Q cm3 min-1 Zeitspanungsvolumen 

Q̇K,H2O W Wärmestrom von Wasser zu einer Metallwand 

Q̇N2 W Vom Stickstoff aufgenommener Wärmestrom 

QW W Wärmemenge in das Werkzeug  

rஒ µm Schneidkantenrundung 

rக mm Schneideckenradius 

Ra µm Arithmetischer Mittelwert der Profilordinaten 

Re N mm-2 Steckgrenze 

Re - Reynoldszahl 

Rm N mm-2 Zugfestigkeit 

Rmax µm Maximale Rautiefe 

RPc mm-1 Normierte Spitzenzahl 

RSm µm Mittlere Rillenbreite der Profilelemente 

Rz µm Größte Höhendifferenz des Profils 

S mm Dicke der Wendeschneidplatte 

S01 mm Dicke der Wendeschneidplatte DCGT070104 
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VIII 

S02 mm Dicke der Wendeschneidplatte DCGT070204 

SS mm Schichtdicke 

ST0 mm Dicke der Wendeschneidplatte DCGT07T004 

SVα µm Schneidkantenversatz in Richtung der Freifläche 

SVஓ µm Schneidkantenversatz in Richtung der Spanfläche  

t s Zeit 

tc s Schnittzeit 

tPr s Prüfdauer 

ttip µm Tastspitzenradius 

T s Standzeit der Werkzeugschneide  

vc m min-1 Schnittgeschwindigkeit 

vc0 m min-1 Ausgangsgeschwindigkeit 

vf m min-1 Vorschubgeschwindigkeit 

vgrenz m min-1 Grenzgeschwindigkeit 

vKSS m min-1 Strömungsgeschwindigkeit des Kühlschmierstoffs 

vt mm s-1 Tastgeschwindigkeit 

V cm3 Spanungsvolumen 

V̇ m3 min-1 Volumenstrom 

VB µm Verschleißmarkenbreite 

V̇GN2 m3 min-1 Volumenstrom des gasförmigen Stickstoffs im Durchflussmesser 

W J Kerbschlagarbeit 

x mm Messweg 

Y - Kolkwachstumsratenverhältnis 

Z - Anzahl der Messwerte 

ZN2 - Arbeitszahl der Stickstoffkühlung 
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1 

1 Einleitung 

Beim Personen- und Warentransport oder aber bei Anlagen, die der Stromerzeugung die-
nen, werden Produkte und Prozesse auf Energieeffizienz optimiert [BRU14, CUL10, ISE14, 
STA15, TAI15]. Dort bewirken stetig steigende Energiepreise, intensivere Nutzungsgrade, 
verschärfte Richtlinien sowie die Gesetzgebung energetische Einsparungen. Bei Produkten 
und deren Produktionsanlagen führt die zu einer Leistungsverdichtung [SED14, ZHA13]. 
Dieser Fortschritt basiert vor allem auf für den Anwendungsfall angepassten Konstruktionen 
und gezielt eingestellten Bauteilfunktionalitäten, die eine hohe Funktionsintegration sowie 
gesteigerte mechanische und physikalische Eigenschaften, zum Beispiel höhere Warmfes-
tigkeit und höheren Verschleißwiderstand, aufweisen [KLO13c, KLO14, NIC13, ÖZE13, 
SED14, ZHA13]. 
 
Insbesondere im Energieanlagenbau stehen die Hersteller von Zerspanwerkzeugen für die 
Drehbearbeitung vor technologischen Herausforderungen, denn die dort eingesetzten Werk-
stoffe, wie hochlegierte Eisenwerkstoffe, Nickelbasislegierungen, Metall-Matrix-Verbund-
werkstoffe oder Keramiken, kombinieren hohe Warmhärte mit Warmfestigkeit, welche beim 
Trennen zwangsläufig zu hohen Zerspantemperaturen bei starker mechanischer Schneiden-
belastung führen. Diesem Lastkollektiv haben herkömmliche Zerspanwerkzeuge wenig ent-
gegenzusetzen, es sei denn die Schnittparameter werden herabgesetzt [KLO14, LEE83, 
HAR82, ULU11, NOU14]. Eine Verringerung der Schnittwerte geht jedoch mit einer niedrige-
ren Produktivität und einem höheren Energieverbrauch einher, was bei steigenden Energie-
preisen höhere Herstellkosten bewirkt [GUT06]. Es ist folglich schwierig durch trennende 
Fertigungsverfahren kosten- und energieeffizient Bauteile herzustellen.  
 

Insofern es bei der Drehbearbeitung nicht möglich ist, auf hochwarmfeste Zerspanwerkzeuge 
aus kubischem Bornitrid oder keramischen Schneidstoffen auszuweichen, müssen die Zer-
spantemperaturen durch eine Anpassung der Schnittparameter oder aber durch Kühl-
schmiersysteme gesenkt werden. Bei letztgenannten Systemen werden das Zerspanwerk-
zeug, der Span und das Bauteil mit Kühlschmierstoff (KSS) überflutet, um so die Wärme aus 
der Zerspanzone abzuführen. Die Überflutungskühlung ist in ihrer Kühlwirkung effektiv, doch 
ist die Kühlung wenig zielgerichtet. Eine Möglichkeit, nicht den Span oder das Werkstück, 
sondern nur das Zerspanwerkzeug zu kühlen, sind Drehwerkzeughalter mit integriertem ge-
schlossenen Innenkühlsystem [ABE12, FRO09, GHO05, KIM93, ROZ11, ABE12]. Bei die-
sem Kühlkonzept wird nur die Werkzeugschneide gekühlt und somit das Kühlmittel zielge-
richtet eingesetzt. Als Kühlmedium ist flüssiger bzw. siedender Stickstoff (N2) aufgrund sei-
ner tiefen Temperaturen besonders geeignet [KLO97, LAU14, JAW16]. Wird Flüssigstickstoff 
als Kühlmittel für das geschlossene Kühlsystem eingesetzt, ist es möglich, die Werkzeug-
standzeit im Vergleich zur Trockenzerspanung zu verdoppeln [GHO05, ROZ11]. Weiterhin 
bieten geschlossen-innengekühlte Werkzeuge den Vorteil, dass keine mit Kühlschmierstoff 
verschmutzten Späne und Bauteile mehr anfallen, so dass insgesamt weniger Ressourcen 
aufgewendet werden müssen. Trotz der zuvor beschriebenen Vorteile ist eine Markteinfüh-
rung von Drehwerkzeugen mit geschlossener Innenkühlung, idealerweise mit Flüssigstick-
stoff als Kühlmedium, noch nicht erfolgt. Die Herausforderungen bei diesem Werkzeugkon-
zept sind zum einen die Integration der Kühlung in das Werkzeug, um die Werkzeugschnei-
de effektiv zu kühlen [UHL12b, UHL13a, WAR16], und zum anderen die widersprüchlichen 
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Angaben zur Wirkung tiefkalter Medien auf den Schneidstoff bzw. die Hartstoffbeschichtung 
[JIG14, ÖZB16]. Weitere Sachverhalte, die bisher wissenschaftlich noch nicht analysiert 
wurden, sind der tatsächliche Energiebedarf der Kühlung und der Einfluss der Kühlleistung 
auf den Werkzeugverschleiß bei geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugen. Diese Arbeit 
diskutiert, inwiefern das Kühlkonzept, die Prozessparameter oder aber auch die Werkzeug-
maschine angepasst werden müssen, um einen möglichst energieeffizienten und ressour-
censchonenden Zerspanprozess zu verwirklichen, und in welchem Fall der Einsatz von ge-
schlossen-innengekühlten Drehwerkzeugen sinnvoll ist. 
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2 Stand der Technik 

2.1 Energiewandlung im Bearbeitungsprozess und deren 
Einflussfaktoren 

2.1.1 Wirkleistungen, Schnittkräfte und Wärme 

Beim Eintritt der Werkzeugschneide in das Werkstückmaterial entsteht ein mechanisches 
Spannungsfeld in der Werkzeugschneide, im Werkstück und im sich ausbildenden Span. 
Wenn die Härte der Werkzeugschneide höher und somit die elastische Umformung der 
Werkzeugschneide geringer ist als beim Werkstückmaterial, dringt der Schneidkeil weiter in 
das Werkstück ein. Dabei steigen die in das Werkstück induzierten Spannungen an. Diese 
übersteigen dann das elastische Umformvermögen des Werkstückmaterials, sodass eine 
plastische Verformung einsetzt. Aufgrund der Kontinuitätsgleichung ist es für das sich in Um-
formung befindliche Werkstückmaterial nicht möglich durch den Schneidkeil hindurchzuflie-
ßen. Das Material trennt sich daher vor dem Schneidkeil, an der am stärksten vorgeschädig-
ten und die geringste Festigkeit aufweisenden Stelle, und fließt dann über die Spanfläche ab. 
Bei diesem Vorgang bildet sich auf der Spanfläche der Werkzeugschneide ein Spannungs-
feld, welches auf der Werkzeugoberfläche als Normal- und Schubspannungen (Bild 2-1a) 
gemessen werden kann [HUC55, VIE59, ZOR63, CHI89, CHI06a, CHI06b, MOL11, MOL12].  

 

Bild 2-1: Normalisierte Temperatur- und Spannungsverteilungen auf der Spanfläche in Abhängigkeit 
von der Kontaktlänge Span zu Werkzeug, a) dimensionslose Spanflächentemperatur,  
dimensionslose Normal- und Schubspannung in Abhängigkeit von den dominierenden 
Kontaktbedingungen nach [MOL12] und b) Unterteilung der Zerspanzone in Haftzone, 
Gleitzone und freie Zone nach [COU13, MOL12, SCH13] 

In den Arealen mit den größten Umformgraden dissipiert die Verformungs- bzw. Scherarbeit 
in Wärme. Das Werkstück heizt sich an diesen Stellen lokal auf und die Wärme wird dann 
über den Span abgeführt [COU13, KRO27, VIE59, MOL12, SCH13]. Die Kontaktfläche zwi-
schen Werkstückmaterial und Werkzeugschneide ist ebenfalls eine Wärmequelle, die sich in 
drei charakteristische Subzonen aufteilen lässt (Bild 2-1b) [SCH13]. 
 
In der ersten Subzone, der Haftzone, herrscht ein vollständiger Kontakt zwischen Werk-
stückmaterial und Werkzeugschneide; die Ablaufgeschwindigkeit ist niedrig und kann vor der 
Schneidkante zu Null werden [MOL12, STÅ12]. An dieser Stelle wird die Trennarbeit zur Bil-
dung zweier neuer Oberflächen genutzt [VIE55]. In der zweiten Subzone, der Gleitzone, ist 
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der Kontakt zwischen abfließendem Span und Werkzeug weniger stark ausgeprägt und ist 
überwiegend ein Punktkontakt. Für diesen Bereich ist die Adhäsion zwischen Span und 
Werkzeug charakteristisch. In der dritten Subzone, der freien Zone, verbinden sich die 
Spanunterseite und Werkzeugoberfläche kaum noch. Das Werkstückmaterial gleitet als 
Span über die Spanfläche bzw. als plastisch verformte Werkstückoberfläche über die Freiflä-
che ab [SCH13, VIE55]. 
 
Dieses Dreizonen-Modell wurde von MOLINARI ET AL. [MOL12] auf ein Zweizonen-Modell 
reduziert. Dabei diente als Unterscheidungsmerkmal nicht die Intensität des Kontakts zwi-
schen Werkstückmaterial und Werkzeug, sondern die Gleitgeschwindigkeit des Werkstück-
materials. Nach dessen Definition ist die Adhäsionszone der Bereich, in dem das Werk-
stückmaterial von nahe Null auf die Endgeschwindigkeit des Spans beschleunigt wird. Ein 
weiterer Schritt, den MOLINARI ET AL. gemacht hat, ist, die Gleitgeschwindigkeit mit dem 
Schub- und Normalspannungsfeld und der Spannflächentemperatur zu verknüpfen. Dabei 
fiel auf, dass der charakteristische Spannungsabfall mit der Spanflächen- bzw. Reibtempera-
tur einhergeht (Bild 2-1a). Die niedrigen Fließgeschwindigkeiten auf der Werkzeugoberfläche 
und die hohen Fließgeschwindigkeiten des darüber abfließenden Werkstoffmaterials führen 
zu hohen plastischen Umformgraden, bei denen Wärme freigesetzt wird [LOE54, VIE53, 
MOL11, MOL12]. VIEREGGE [VIE55] hat diese als Reibungsarbeit, welche sich aus der Span-
flächen- und Freiflächenreibung zusammensetzt, definiert. Der vollständige Kontakt zwi-
schen Werkstück und Werkzeug führt zu einem sehr guten Wärmeübergang, sodass ein Teil 
der durch Verformung und Reibung erzeugten Wärme in die kältere Werkzeugschneide ab-
fließt und diese so aufheizt [MOL11, MOL12, UHL11]. Sind die Temperaturen auf der Span-
fläche groß genug, findet keine Haftreibung mehr statt, da aufgrund der hohen Materialtem-
peraturen die Festigkeit herabgesetzt wird und die hohen Schub- und Normalspannungen 
nicht mehr übertragen werden können. Die Kräfte reichen dann nicht mehr aus, um das ab-
fließende Material mit der Spanflächenoberfläche zu verklammern. Das weiche Material glei-
tet auf dem Werkzeug auf Punktkontakten ab. Dabei wird die Werkzeugschneide weiter er-
wärmt. Diesem durch den abfließenden Span in die Zerspanzone gerichteten Wärmestrom 
steht der negative Wärmestrom in die umliegenden kälteren Werkzeugareale entgegen, so-
dass sich nach einer Werkzeugaufheizphase ein stabiles Temperaturfeld ausbildet, welches 
dann nur noch durch den Werkzeugverschleiß beeinflusst wird [KOM01].  
 
WESTHOFF [WES01] und MÜLLER [MÜL04] haben für verschiedene Zerspanprozesse die 
Aufheizkurve der Werkzeugschneide mittels numerischer Berechnungsverfahren nachgebil-
det und konnten damit zeigen, dass sich mit steigender Schnittzeit das gesamte Werkzeug 
aufheizt (Bild 2-2). Ähnliche Resultate hat KAMMERMEIER [KAM92] bei beschichteten Werk-
zeugen beobachtet. Die Wärme wird durch die aufgeheizte Werkzeugschneide und den da-
mit verringerten Temperaturunterschied zwischen Zerspanzone und Werkzeug nicht mehr so 
effektiv weggeleitet, was dazu führt, dass die Temperaturen in der Zerspanzone asympto-
tisch gegen ein Maximum streben [HAR02, TÖN05, UHL11]. Die Ursache dafür ist, dass mit 
zunehmender Schnittzeit der Temperaturgradient zwischen Spanfläche und Werkzeugmitte 
abnimmt, was den Wärmestrom in und damit die Wärmeabfuhr über das Werkzeug vermin-
dert. 
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Bild 2-2: Entwicklung der Werkzeugtemperatur in Abhängigkeit von der Schnittzeit in Anlehnung an 
WESTHOFF [WES01], MÜLLER [MÜL04] und UHLMANN MIT REINICKE [UHL11] 

VIEREGGE [VIE59], OPITZ UND KÖNIG [OPI67] und HASTINGS MIT OXLEY [HAS76] haben ge-
zeigt, dass es für jede Schneidstoff-Werkstückmaterial-Paarung einen Schnittparameterbe-
reich gibt, bei dem der Werkzeugverschleiß minimal ist. Dieser liegt im Übergangsbereich 
zwischen dem Adhäsionsverschleiß und dem Diffusions- bzw. Oxidationsverschleiß. Beim 
Adhäsionsverschleiß verschweißt der Werkstückwerkstoff mit dem Werkzeug und es bildet 
sich eine Aufbauschneide, welche durch den auf ihr abfließenden Span abgeschert wird 
[VIE59]. Die Aufbauschneide reißt bei jedem Ablösevorgang Teile des Schneidstoffs mit sich 
und schwächt so die Schneide. Im ungünstigsten Fall werden größere Schneidstoffsegmente 
ausgerissen. Dieser Verschleißmechanismus kann umgangen werden, indem die Wirkleis-
tung Pe bzw. die dissipierende Wärme in der Zerspanzone pro Zeiteinheit erhöht wird und so 
vermehrt Diffusions- und Oxidationsverschleiß auftritt. Mit steigender Wirkleistung Pe und 
damit ansteigenden Zerspantemperaturen kommt es nicht mehr zu Aufschweißungen von 
Werkstückwerkstoff auf der Werkzeugschneide.  
 

Die Wirkleistung Pe kann mit gegebener Schnittgeschwindigkeit vc, Vorschubgeschwindig-
keit vf, Schnittkraft Fc und Vorschubkraft Ff nach Gleichung 2-1 berechnet werden [DIN6584, 
DEG15].  

Pe = Pc +  Pf = vc Fc+ vf Ff (2-1) 

Da bei der Zerspanung die Schnittgeschwindigkeit vc signifikant größer als die Vorschubge-
schwindigkeit vf ist, kann der zweite Summand in Gleichung 2-1 zu null gesetzt werden. Für 
Fc hat KIENZLE [KIE52] die in Gleichung 2-2 dargestellte Beziehung hergeleitet. Dabei ist 
kc1.1 der Hauptwert der spezifischen Schnittkraft bezogen auf eine gedachte Spanungsdicke 
und Spanungsbreite von jeweils einem Millimeter. Aus dem Hauptwert der spezifischen 
Schnittkraft kc1.1 wird über die Spanungsdicke h und den aus Experimenten ermittelten An-
stiegswert die spezifische Schnittkraft kc berechnet. Die verbleibenden Variablen sind fol-
gende Korrekturfaktoren: die Spanungsdicke fh, der Spanwinkel fγ, der Neigungswinkel fλ, 
der Schneidstoff und die Schnittgeschwindigkeit fsv, die Eingriffsbedingungen ff und der Frei-
flächenverschleiß fst.  
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Fc = b h1-m kc1.1 = b h kc= A kc fh fγ fλ fsv ff fst (2-2) 

Bei gleichbleibenden Eingriffsbedingungen, gleichbleibendem Werkstückmaterial und gleich-
bleibendem Schneidstoff bleiben alle Korrekturfaktoren bis auf fsv konstant. Dessen Einfluss 
ist mit Gleichung 2-3 beschrieben. 

fsv = ൬
vc0

vc
൰

0,1

 (2-3) 

Aus Gleichung 2-1, Gleichung 2-2 und Gleichung 2-3 lässt sich dann der in Gleichung 2-4 
beschriebene Zusammenhang herleiten. Dieser beschreibt den Einfluss der Schnittge-

schwindigkeit vc auf die Schnittleistung Pc, wobei mit vc0 die Ausgangsschnittgeschwindigkeit 
gemeint ist. Aus dieser geht hervor, dass bei einer Steigerung der Schnittgeschwindigkeit die 
Schnittleistung Pc exponentiell ansteigt und in einem gleichbleibenden Areal mehr Energie 
zwischen Span und Spanfläche vorhanden ist. 

Pc ~ vc ൬
vc0

vc
൰

0,1

~ vc0
0,1 vc

0,9 (2-4) 

VIEREGGE [VIE53] hat aus der Energiebilanz des Zerspanungsvorgangs die Temperaturen 
des Zerspanungsvorgangs und die maximale Zerspantemperatur ϑγ,max analytisch hergelei-
tet. Diesen Ansatz haben dann auch LOEWEN UND SHAW [LOE54] für die Orthogonal-
Zerspanung genutzt, um die mittlere Zerspantemperatur ϑsp,m zu berechnen (Gleichung 2-5). 
In dieser Gleichung ist ϑ0 die Temperatur des Werkstücks vor der Zerspanung, l die Kontakt-
länge des Spans auf der Spanfläche des Werkzeugs, τ die Schubspannung in der Scher-
ebene, γ die Scherdehnung, Φ der Scherwinkel, µ der Coulombsche Reibungskoeffizient 
zwischen Span und Spanfläche und pc die Schnittleistung bezogen auf das zerspante Volu-
men. Mit der Schnittgeschwindigkeit vc, der Schnitttiefe ap, dem Vorschub f, der Kontaktlän-
ge des Spans auf der Spanfläche l, der Spandickenstauchung λh und dem Formfaktor Aഥ, 
welcher das Verhältnis zwischen λh, ap und f beschreibt, ist der Zerspanungsvorgang geo-
metrisch definiert. Um den Einfluss der thermischen Werkstück-, Span- und Werkzeugeigen-
schaften zu berücksichtigen, wurden folgende Werte eingesetzt: Wärmeleitwert λ1, Dichte ρ1, 
Wärmekapazität c1 vom Werkstück bei 0,5 (ϑsp,m+ ϑ0), Wärmeleitwert λ2, Dichte ρ2, Wärme-
kapazität c2 vom Span bei ϑsp,m und Wärmeleitwert λ3, Dichte ρ3 und Wärmekapazität c3 
vom Werkzeug bei der mittleren Spanflächentemperatur ϑsp,m. 

ϑsp,m= ϑ0 + 
τ

pc

 ඨ
vc f γ

λ2ρ2c2
∙

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡  0,754 µඨ

λhf

γ l sin2 ϕ

1+
0,754

Aഥ
൬
λ3
λ2

൰ ට
λ2

ρ2c2l λhvc

 + 
1

ቆට
vcρ1c1 f

λ1γ +1,328ቇ ቆ1+
0,754

Aഥ
൬
λ3ρ2λ2
λ2ρ3λ3

൰ ට
λ2

l λhvcρ2c2
ቇ

⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 (2-5) 

Eine stark vereinfachte Gleichung zur Berechnung der Zerspantemperatur hat TÖNS-

HOFF ET AL. [TÖN05] aufgestellt. Bei dieser werden die verschiedenen Wärmeleitwerte und  
-kapazitäten nicht berücksichtigt, was dazu führt, dass die berechnete Temperatur um bis zu 
20 % von der realen Temperatur abweicht. In Gleichung 2-6 werden die Kontaktlänge des 
Spans auf der Spanfläche l, der Scher- ϕ und der Spanwinkel γ, die Umgebungs- 
temperatur ϑ0, die Spanflächentangentialkraft FTγ, der Wärmeeindringkoeffizient bW und die 
Stegbreite bst verwendet.  
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ϑsp,m = ϑ0 + 
2

√π
∙

FTγ vc

 bW bst l
∙

sin ϕ

cos(ϕ-γ)
∙ඨ

l

vc
∙
cos (ϕ-γ)

sin ϕ
 (2-6) 

Eine von der Schnittleistung und damit vom Zerspanungsvorgang unabhängige Berechnung 
der mittleren Zerspantemperatur ϑsp,m hat KRONENBERG [KRO27] in einer stark vereinfachten 
Dimensionsanalyse durchgeführt, welche dann von LOEWEN UND SHAW [LOE54] verbessert 
wurde (Gleichung 2-7). Dabei ist τ die Schubspannung in der Scherzone, γ die Scherung in 
der Scherebene des Spans, pc die spezifische Schnittleistung, vc die Schnittgeschwindigkeit, 
ap die Schnitttiefe, λ2 die Wärmeleitfähigkeit, ρ2 die Dichte und c2 die Wärmekapazität des 
Spans. 

ϑsp,m = 
τ

pc
ඨ

vc apγ

λଶ ρ2 c2
 (2-7) 

Aus Gleichung 2-7 lässt sich der Zusammenhang zwischen der maximalen Zerspantempera-
tur ϑγ,max, der spezifische Schnittleistung pc und der Schnittgeschwindigkeit vc ableiten. Die-
ser ist in Gleichung 2-8 dargestellt und zeigt, dass sich bei einer Steigerung der Schnittge-
schwindigkeit vc die Temperatur erhöht. Bei Gleichung 2-7 ist hervorzuheben, dass die spe-
zifische Schnittleistung von der Schnittgeschwindigkeit abhängt, siehe Gleichung 2-1, und 
sich dadurch die Zerspantemperatur begrenzt. 

ϑsp,m ~ 
vc

0,4

vc0
0,1 

 (2-8) 

TÖNSHOFF ET AL. [TÖN05] hat einen anderen Lösungsansatz gewählt. Dieser ist von einer 
maximal erreichbaren Zerspantemperatur ϑγ,max ausgegangen (Gleichung 2-9), welche der 
Schmelztemperatur des Werkstoffs ϑs entspricht. Eine weitere Annahme war, dass es eine 
Grenzschnittgeschwindigkeit vgrenz gibt, bei der die maximale Zerspantemperatur erreicht 
wird. Diese Grenzschnittgeschwindigkeit vgrenz ist materialabhängig. 

ϑγ,max = ϑs ቆ1-e
vc

vgrenzቇ

0,3

 (2-9) 

Die Grenzgeschwindigkeit vgrenz, kann durch Gleichung 2-10 berechnet werden. Dabei ist Rm 
die Zugfestigkeit und 40 ein vom Schneidstoff abhängiger Korrekturfaktor.  

vgrenz ~ ϑs
ඥλ1 ρ1 c1

40 Rm
 (2-10) 

Die in Gleichung 2-9 angegebene Funktion verdeutlicht den stark nichtlinearen Zusammen-
hang der Schnittgeschwindigkeit vc zur maximalen Zerspantemperatur ϑγ,max. Wenn 
vc << vgrenz ist, wirkt sich eine kleine Änderung der Schnittgeschwindigkeit vc besonders 
stark auf die Zerspantemperatur ϑγ,max aus. 

2.1.2 Zerspanwerkzeug 

Aus den zuvor dargestellten Modellen kann die mittlere bzw. maximale Temperatur in der 
Zerspanzone für Zerspanwerkzeuge berechnet und vorab eine Aussage über die vorherr-
schende Werkzeugverschleißform getroffen werden. LOEWEN UND SHAW [LOE54], aber auch 
JEFFRIES UND ZERKLE [JEF70], KÖNIG [KÖN79] sowie KOMANDURI UND HOU [KOM01] zeigten, 
dass die Zerspantemperaturen nicht nur von den Werkstückmaterialeigenschaften, sondern 



2 Stand der Technik 

8 

auch vom Wärmeleitwert und der Wärmekapazität des Schneidstoffs abhängen. Das heißt, 
dass bei gleicher Werkzeuggeometrie und identischen Schnittbedingungen ein keramischer 
Schneidstoff mit niedrigem Wärmeleitwert und niedriger Wärmekapazität höhere Zerspan-
temperaturen verursacht als ein Hartmetall mit identischer keramischer Beschichtung und 
gleicher Oberflächentopologie. Die Wärmeleitwerte und Beschichtungen bestimmen zudem, 
wie sich die freigesetzte Wärme durch Wärmeleitung auf den Span, das Werkzeug und das 
Werkstück aufteilt. Der Einfluss des Schneidstoffs auf die Energieflüsse ist zuerst von LOE-

WEN UND SHAW [LOE54] analytisch hergeleitet worden. Dadurch war es möglich, die Auftei-
lung der Wärmeströme zwischen Werkstück, Span und Werkzeug zu bestimmen. Die aufge-
stellten Gleichungen sind unter anderem von REZNIKOV [REZ81], GECIM UND WINER [GEC85], 
SHAW [SHA89], TIAN UND KENNEDY [TIA94], AKBAR ET AL. [AKB08] und FAHAD [FAH12] durch 
angepasste Rahmenbedingungen und Systemgrenzen erweitert worden. Eine grundlegende 
mathematische Beschreibung der Wärmeverteilung zwischen Werkstück, Werkzeug und 
Span gibt es jedoch nicht.  
 
Bei Hartmetallwerkzeugen setzt bei Zerspantemperaturen ab etwa 650 °C thermochemischer 
Verschleiß ein, welcher Diffusionsverschleiß und Oxidationsverschleiß hervorruft [HAR82, 
HSU82, LEE83, MOL02, NAE77, SCR88]. Besonders kritisch ist dabei die katalytische Reak-
tion des Kobalts mit dem Werkstückwerkstoff. Kohlenstoff und Kobalt diffundieren dann in 
den ablaufenden Span. Dabei diffundieren auch Elemente aus dem Werkstückwerkstoff in 
das Hartmetall und regen die Diffusion in tieferliegenden Werkzeugschichten an [HAR82, 
LEE83, MOL02, NAE77, TAM22]. Dieser Effekt wird bei der Zerspanung von Eisenlegierun-
gen besonders deutlich. Die hohen Spanflächentemperaturen führen zu einer Destabilisie-
rung des Hartmetalls. Wolfram, Kobalt und Kohlenstoff diffundieren in den ablaufenden 
Stahlspan. Um diesen chemischen Reaktionen entgegenzuwirken, werden Titan- und Tan-
talkarbide hinzulegiert [HEI14]. Diese bilden auf der Werkzeugoberfläche eine Randzone, die 
als Diffusionsbarriere für Wolfram, Kohlenstoff und Kobalt dient. Durch diese Maßnahme 
kann der Diffusionsverschleiß um den Faktor 50 reduziert werden [LEE83]. 
 
Bei der Zerspanung hochwarmfester Werkstoffe entstehen Temperaturen von über 900 °C 
auf der Spanfläche [ARR15, EZU95, LOW54, VIE53]. Werkstückmaterialien wie Titan reagie-
ren bei diesen Temperaturen mit dem Schneidstoff und lösen diesen auf (Bild 2-3). Ähnliches 
ist auch bei der Zerspanung von Stählen [LEE83] oder Nickelbasislegierungen [NAR93] zu 
beobachten. Die Entwicklung thermisch stabiler Schneidstoffsubstrate und Beschichtungen 
für Einsatztemperaturen über 900 °C ist daher zwingend erforderlich, um hochwarmfeste 
Werkstoffe wirtschaftlich zu zerspanen.  
 
Bei der Zerspanung von Titan lassen sich ähnliche Diffusionsvorgänge wie beim Zerspanen 
von Eisenlegierungen beobachten. Untersuchungen von HARTUNG UND KRAMER [HAR82] 
zeigten, dass Schneidstoffe mit großem Kohlenstoffanteil Standzeiterhöhungen aufweisen. 
Der Grund dafür ist, dass kohlenstoffhaltige Schneidstoffe Wärme besser leiten und so die 
Zerspantemperaturen und damit den Diffusionsverschleiß senken. Außerdem bildet sich eine 
Passivierungsschicht aus Titankarbid (TiC) zwischen Titanwerkstück und Schneidstoff aus, 
welche in Abhängigkeit von der Zerspantemperatur wächst und die Diffusion behindert 
[HEI14]. 
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Bild 2-3: Mittlere Spanflächentemperaturen ϑsp,m gemessen mit der Einmeißelmethode sowie die 
Kolkverschleißrate von Hartmetallwerkzeugen [HAR82, FRK01] 

NARUTAKI ET AL. [NAR83] konnte bei der Titanzerspanung mit Diamantwerkzeugen nachwei-
sen, dass die sehr gute Wärmeleitfähigkeit von Diamant, auch wenn diese bei hohen Tempe-
raturen stark abnimmt [SUK05], geringeren Verschleiß verursacht und die sich ausbildende 
Passivierungsschicht den Diffusionsverschleiß limitiert. Als Schneidstoff eignen sich daher 
Diamant oder Hartmetalle der Sorten HM-K06 oder HM-K10 für die Titanzerspanung 
[FRK01, HAR82, HER10, HUA05, ROE13]. Bei Zerspantemperaturen über 900 °C und ho-
hen Schnittkräften, wie bei der Bearbeitung hochtemperaturfester Werkstoffe üblich, wird das 
Hartmetall aufgrund abnehmender Festigkeit plastisch verformt [SCR88, EXN79, FER09]. 

Werkzeugmakro- und Werkzeugmikrogeometrie 

Die Anpassung der Makrogeometrie der Werkzeugschneide bietet eine weitere Möglichkeit 
die spezifische Schnittkräfte kc und damit die spezifische Schnittleistung pc und die Zerspan-
temperaturen zu reduzieren. REDFORD [RED80] zeigte, dass die Form der Spanleitstufe die 
Haft- und Gleitreibung stark beeinflusst. Im Gegensatz zu Werkzeugen mit ebener Spanflä-
che haben Werkzeugschneiden mit limitierter Spanfläche oder ausgeprägter Spanleitstufe 
reduzierte Schnitt- und Vorschubkräfte [ESS10, JAW88, JAW93, JAW95, RED80, YEL83]. 
BER UND KALDOR [BER82], BOUZAKIS ET AL. [BOU14], DENKENA ET AL. [DEN11, DEN14], 
FALLQVIST ET AL. [FAL13], SCHULTHEISS ET AL. [SCH13] und BASSET [BAS12, BAS14] unter-
suchten den Einfluss der Schneidkantenmikrogeometrie auf die Spanbildung und die Kon-
taktbedingungen. Mit einer auf den Bearbeitungsprozess angepassten Schneidkantenmikro-
geometrie lässt sich die spezifische Schnittkraft senken und die Standzeit erhöhen. 
 

Neben der Anpassung der Werkzeugmakro- und Werkzeugmikrogeometrie ist es auch sinn-
voll, die Reibung und den direkten Kontakt zwischen Schneidstoff und Werkstoff durch eine 
Verringerung der Rauheit zu verbessern. Eine gezielte Beeinflussung der Span- und Freiflä-
chentopologie reduziert die Spanflächenreibung. FALLQVIST ET AL. [FAL13] und SCHULT-
HEISS ET AL. [SCH13] haben durch Feinschleifen und Polieren den arithmetischen Mittenrau-
wert Ra der Spanfläche im einem Bereich von 23 nm bis 370 nm variiert und die Schneidkan-
tenrundung konstant bei rஒ = 15 µm belassen. Die damit durchgeführten Drehversuche konn-
ten belegen, dass sich die in Bild 2-1 angegebene Grenze von Haft- zu Gleitreibung ver-
schieben lässt. Dabei stellte sich heraus, dass es einen Zusammenhang zwischen Spandi-
cke, Schneidkantenrundung und Spanflächenrauheit gibt und dass dadurch die Spanflächen-
temperatur beeinflusst wird. KAWASEGIA ET AL. [KAW09] hat bei der Aluminiumbearbeitung 
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mit gezielt präparierten mikrostrukturierten Spanflächen nachgewiesen, dass sich die Zer-
spankräfte im Orthogonalschnitt bei Schnittgeschwindigkeiten größer vc = 300 m/min verrin-
gern. Bei der Trockenzerspanung von gehärteten Stählen mit mikrostrukturierten Werkzeu-
gen zeigte sich, dass die Schnittkräfte, der Werkzeugverschleiß und die Temperaturen im 
Kontaktbereich signifikant gesenkt werden konnten. Ursache hierfür ist maßgeblich die redu-
zierte Kontaktlänge zwischen Spanfläche und Span [DNG13, ENO12, OBI11, SUG13]. Na-
nostrukturen beeinflussen die Temperaturentwicklung und die Schnittkräfte ebenfalls positiv. 
Insbesondere bei der Überflutungskühlung sind die Reibungskoeffizienten niedriger und das 
Adhäsionsverhalten besser [ENO12, OBI11, SUG13]. Die Nanostrukturen haben jedoch den 
großen Nachteil, dass diese bei einsetzendem Verschleiß sofort zerstört werden [XIN14].  

Werkzeugbeschichtungen 

Zur Reduktion der Zerspantemperatur und zur Steigerung der Werkzeugstandzeit haben sich 
Hartstoffschichten durchgesetzt und sind bei Zerspanwerkzeugen bis auf wenige Ausnah-
men obligatorisch. Die Beschichtungen beeinflussen die Reibung zwischen Span und Werk-
zeug positiv, sodass die Schnittkräfte abnehmen. Die Beschichtungen erzeugen zudem eine 
Diffusionssperre zwischen Schneidstoff und Werkstück und schützen das Schneidstoff-
substrat vor Oxidation [BOB08, BOU12, BOU14, CZI10, FAH12, GRZ01, GRZ05, KAL06, 
KLE05, KÖN92, MAT12, SCR88, UHL00, UHL13b]. 
 
Die Reibung ist bei beschichteten Werkzeugen geringer als bei unbeschichteten Werkzeu-
gen. Die kleineren Zerspankräfte erzeugen weniger Wärme und damit niedrigere Zerspan-
temperaturen, was zu einer geringeren Erwärmung des Werkzeugs führt [KAM92, KLE05, 
KÖN92, GRZ01, GRZ05]. Eine Ursache dafür ist, dass Beschichtungen im Vergleich zu un-
beschichteten Schneidstoffen im nanoskopischen Bereich weniger Rauhheitsspitzen und  
-täler aufweisen, was die effektive Kontaktfläche zwischen Span und Spanfläche verringert 
und so den Wärmestrom in das Werkzeug reduziert. Weiterhin können die kleineren Wär-
memengen durch Wärmeleitung vom beschichteten Schneidstoff leichter abgeführt werden. 
Die Werkzeugerwärmung findet dann langsamer statt [ATT04, FAL13, FAH12, KAM92, 
KÖN92, GRZ01, SCH13]. Im Umkehrschluss bedeutet das aber, dass schlecht wärmeleiten-
de keramische Schneidstoffe mit niedriger Wärmekapazität, die mit gut wärmeleitenden 
Dünnschichten beschichtet sind, einen Wärmestau im Interface zwischen Beschichtung und 
Schneidstoff aufweisen. Die durch den Zerspanungsvorgang entstehende Wärme kann 
durch das schlecht wärmeleitende Substrat nicht so effektiv abgeführt werden und kon-
zentriert sich in der Randzone des ablaufenden Spans und der Beschichtung. Dieser Wär-
mestau führt zu höheren Zerspantemperaturen und damit zu einer stärkeren thermischen 
Werkzeugbelastung. Analytische und praktische Untersuchungen zeigen zudem, dass die 
Beschichtungsdicke einen geringen Einfluss auf den in das Werkzeug gerichteten Wär-
mestrom hat und deren Wirkung als Temperaturbarriere gering ist [KAM92]. 
 
Weitere Verbesserungen hinsichtlich Zerspankräften, -temperaturen und Verschleiß werden 
durch mit Festkörperschmierstoff, wie zum Beispiel Molybdänsulfit oder Wolframsulfit, verfüll-
te Mikrostrukturen ermöglicht [DNG13, WU14, XIN14]. Dabei bildet der Schmierstoff, welcher 
in orthogonal zum Spanfluss angeordneten Strukturen eingebettet wurde, einen Schmierfilm 
zwischen der Spanfläche und dem Span aus. Die strukturbedingten Kanten der Mikrostruktur 
führen zugleich zu einer stärkeren Spankrümmung. Im Gegensatz dazu reduzieren parallel 
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zum Span verlaufende Strukturen die Schmierwirkung und ermöglichen dem abfließenden 
Span einen schnellen Abtransport des Schmierstoffs [WU14, XIN14].  

Werkzeugherstellung 

Durch den Werkzeugverschleiß werden kontinuierlich neue Zerspanwerkzeuge benötigt, bei 
deren Herstellung Energie erfordert wird. Für die Herstellung von Zerspanwerkzeugen sind 
von KARPUSCHEWSKI ET AL. [KAR11a, KAR11b], KLOCKE ET AL. [KLO13a] und SCHLOSSER 

[SCL13] Energiebilanzen erstellt worden. ZHAO ET AL. [ZHF10] hat im Rahmen einer Lebens-
zyklusanalyse von Wendeschneidplatten deren Energiebedarfe geschätzt. 
 
Für die Herstellung von Wendeschneidplatten mit und ohne Beschichtung aus Wolframkarbid 
mit Kobaltbinder konnten Wachstumsgesetze abgeleitet werden, welche die Größe der 
Wendeschneidplatte mit dem für die Produktion notwendigen Energiebedarf verknüpfen. 
Dabei zeigt sich, dass der Energiebedarf für die Herstellung von ISO-Wendeschneidplatten-
geometrien bei der Fa. CERATIZIT, Reutte, Österreich, mit den Kostenwachstumsgesetzen 
von Baureihenentwicklungen korreliert [KAR11b]. Für die Herstellung beschichteter, umfang-
geschliffener Wendeschneidplatten des Typs DCGT0702 wurde im Mittel eine Energiemenge 
von EH = 640 kJ benötigt. In diesem Wert sind die Pulverherstellung, das Pressen und Sin-
tern, das Kassettieren, Schleifen, Reinigen, Verrunden, Aktivieren und Beschichten berück-
sichtigt (Bild 2-4). Nicht berücksichtigt ist die Rohstoffbereitstellung. Es zeigt sich, dass in 
Anhängigkeit vom Plattengewicht der Gesamtenergiebedarf für die Werkzeugherstellung 
exponentiell ansteigt, wobei die Energie für das Sintern mit steigendem Plattengewicht über-
proportional zunimmt.  

 

Bild 2-4: Gesamtenergiebedarf und spezifischer Energiebedarf für die Herstellung einzelner  
Hartmetallwendescheidplatten nach KARPUSCHEWSKI ET AL. [KAR11b] 

2.1.3 Kühlschmiersysteme 

Die am häufigsten getroffenen Maßnahmen, um die Produktivität zu steigern und den Werk-
verschleiß zu reduzieren, ist die Zufuhr von wassermischbaren bzw. wassergemischten KSS, 
die Nutzung einer Minimalmengenschmierung (MMS) oder der Einsatz von Aerosoltrocken-
schmiersystemen (ATS) [BRI15, BYR93, BYR03, KLO97, LAU14, ROT12, WEI04, WER92]. 
Die Entscheidung für KSS, MMS oder ATS ist von der Bearbeitungsaufgabe abhängig. Bei 
der Drehbearbeitung oder beim Bohren bieten sich vor allem KSS an, da das Werkzeug und 
das Werkstück gekühlt werden. Die Wirksamkeit der Kühlung und damit die Werkzeugstand-
zeit können durch eine zielgerichtete Zuführung des KSS mit hohem Strahldruck erhöht wer-
den. Dabei wird der KSS-Strahl auf die Fläche zwischen Span und Spanfläche ausgerichtet, 
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sodass der Span auf dem KSS aufschwimmt und von der Spanfläche weggedrückt wird. 
Dadurch wird die Kontaktlänge zwischen Span und Spanfläche verkürzt, die Reibarbeit ver-
kleinert und die Wärme aus der sekundären Reibzone an den vorbeiströmenden KSS abge-
geben. Im Vergleich zu einem konventionellen Kühlschmiersystem steigt der Energiebedarf 
bei der Nutzung einer zielgerichteten Hochdruckkühlung um ein Vielfaches. Für das Fräsen 
ist die zielgerichtete Hochdruckkühlung mit KSS weniger geeignet, da die Werkzeugschnei-
den dann einer starken thermischen Wechselbelastung unterliegen und der KSS-Strahl nicht 
optimal genutzt wird [ARN10, NEU12, SAN13]. Für die Fräsbearbeitung sind vor allem MMS- 
oder ATS-Systeme geeignet. Aufgrund ihrer im Vergleich zur Überflutungskühlung  geringen 
Kühlwirkung kann die thermische Wechselbelastung verringert und der Thermoschock redu-
ziert werden. Der mittels MMS und ATS auf die Schneiden aufgebrachte Schmierfilm redu-
ziert die Reibung, sodass insgesamt die Zerspantemperaturen und die Wirkleistung gesenkt 
werden [BYR03, LAU14, WEI04]. Neben dem für die Schmierung notwendigen Öl benötigt 
die MMS eine Luftmenge von etwa 3 Nm3 h-1 pro Düse und die ATS zwischen 
0 Nm3 h-1 und 60 Nm3 h-1. Das letztgenannte System benötigt aufgrund des hohen Luftbe-
darfs eine elektrische Leistung von bis zu 7,2 KW. 
 

Eine Alternative zu ATS, MMS und KSS sind Fluide wie Flüssigstickstoff (LN2) oder Kohlen-
dioxid (CO2) [ABE08a, BOR15, DEW12, GHO05, HON01a, HON01b, LOE54, NEU11, 
PUS11, PUS14, PUS15, SCM10, VIE53, WAG00]. Diese Medien verdampfen bei richtiger 
Dosierung in der Zerspanzone rückstandsfrei. Besonders kritisch, insbesondere beim unter-
brochenen Schnitt, sind die unbeabsichtigten hohen Aufheiz- und Abkühlgeschwindigkeiten 
des Schneidstoffs und der damit verbundene Thermoschock. 
 

Obwohl der Einsatz tiefkalter Kühlmittel seit etwa 1950 untersucht wird [BRG52, TAN52], 
werden diese im industriellen Umfeld nicht eingesetzt. Der Hauptgrund dafür sind die am 
Markt nicht vorhandenen Produkte und die begrenzte Prozessfähigkeit. In der industriellen 
Fertigung besteht das sehr hohe Risiko, dass sich bei einer Überdosierung des tiefkalten 
Mediums oder bei falsch eingestellten Düsen Fluidreste auf dem Werkstück sammeln und 
dort verdampfen. Durch die dadurch bedingte lokale Abkühlung können die Maßhaltigkeit 
des Werkstücks und des Werkzeugs nicht garantiert werden und der Ausschuss oder aber 
die Nacharbeit des Bauteils wird notwendig. Eine weitere Herausforderung ist das Spannen 
des Halbzeugs. Durch das Abkühlen schrumpft das Bauteil und die Spannkraft lässt nach. 
Anstatt tiefkalte oder kryogene Fluide zu nutzen, kann gekühlte Druckluft zur Kühlung und 
Spänebeseitigung eingesetzt werden. Ein technisch bewährtes System der Druckluftkühlung 
sind Wirbelrohre. Damit lässt sich die Druckluft auf etwa -40 °C abkühlen [EPU13]. Die we-
sentlichen Nachteile der Druckluftkühlung sind der hohe Druckluftbedarf von 9 Nm3 h-1 bis 
36 Nm3 h-1, die damit verbundenen hohen Energiemengen für die Druckluftbereitstellung von 
bis zu PD = 4,32 KW und eine hohe Lärmentwicklung bis etwa 100 dB [EPU13].  
 
Die Überflutungskühlung mit tiefkalten, gekühlten oder normal temperierten Fluiden kühlt die 
Zerspanzone direkt durch erzwungene Konvektion. Um das Problem der Bauteilverschmut-
zung durch die Fluide zu lösen und um nur das Zerspanwerkzeug zu kühlen, sind Werkzeu-
ge mit geschlossenem Innenkühlsystem entwickelt worden. Diese kühlen die Zerspanzone 
indirekt durch Wärmeleitung. Bis heute sind insbesondere Werkzeuge für die Drehbearbei-
tung mit geschlossenem Innenkühlsystem entwickelt und wissenschaftlich untersucht wor-
den. JEFFRIES [JEF72] hat im Rahmen seiner Forschungsarbeit einen Drehmeißel mit inte-
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griertem Wärmerohr getestet. Dafür wurde der Drehmeißel der Länge nach aufgebohrt. Auf 
der Innenseite der Bohrung sind Nuten eingebracht worden. Durch diese wurden die Kapil-
larkräfte des Wasser genutzt, um dieses bis zur Schneidzone zu transportiert. Die hohen 
Temperaturen in der Schneidzone lassen das Wasser verdampfen. Der Wasserdampf strömt 
durch die Mitte der Bohrung zurück und kondensiert an der Bohrungsaußenwand, am der 
Werkzeugschneide gegenüberliegenden Ende des Drehmeißels, aus. Dabei wird die aufge-
nommene Wärme an den Werkzeugschaft und im Idealfall an einen daran befestigten Wär-
metauscher abgegeben. Dieser Lösungsansatz ist danach von REZNIKOV UND ZHIVOGLYADOV 
[REZ87], CHIOU ET AL. [CHO03], LIU und CHOU [LIU07] und LIANG ET AL. [LIA11] nachvollzo-
gen und weiter untersucht worden. In allen Experimenten konnte eine Verminderung der 
Zerspantemperaturen und eine Erhöhung der Werkzeugstandzeit nachgewiesen werden. 
Der entscheidende Vorteil von Wärmerohren, nämlich ein geringstmöglicher Wärmewider-
stand auf kleinem Raum, konnte bei diesen Untersuchungen nur begrenzt ausgereizt wer-
den, da eine Kühlung der Kondensationszone durch eine Wärmesenke nicht stattgefunden 
hat. Ein weiteres Designkonzept bieten Werkzeuge mit einer erzwungen Flüssigkeitskühlung. 
Dabei strömt ein Kühlfluid an der Unterseite der Werkzeugschneide oder Wendeschneidplat-
te entlang. Werkzeugsysteme dieser Bauart haben KIM UND LEE [KIM93], GHOSH ET AL. 
[GHO05], FROST [FRO09], ROZZI ET AL. [ROZ11], ABELE ET AL. [ABE12] und UHLMANN ET AL. 
[UHL12] entwickelt und durch Zerspanversuche validiert. GHOSH ET AL. [GHO05] hat die Un-
terseite handelsüblicher Wendeschneidplatten mit flüssigem Stickstoff gekühlt. Die Werk-
zeugstandzeit konnte bei der Zerspanung von 100Cr6 im Vergleich zur Trockenzerspanung 
verdoppelt werden. ROZZI ET AL. [ROZ11] konnte bei der Bearbeitung von X12CrS13 mit ei-
nem Drehwerkzeug, welches mit flüssigem Stickstoff gekühlt wurde, ebenfalls eine Verdopp-
lung der Standzeit nachweisen. Ähnliche Standzeiterhöhungen hat KIM UND LEE [KIM93] bei 
der Zerspanung von Al2O3-Keramiken messen können. FROST [FRO09] hat mit beschichte-
ten und unbeschichteten Wendeschneidplatten mit einem mit Wasser innenkühlten Dreh-
werkzeug umfangreiche Testreihen durchgeführt. Er hat dabei festgestellt, dass bei der Zer-
spanung von 34CrNiMo6 die Werkzeugstandzeit um 150 % gesteigert werden kann. UHL-

MANN ET AL. [UHL13a] hat das Kühlkörper- und Wendeschneidplattendesign von FROST an-
gepasst und anstelle von Wasser ein Wasser-Glykol-Gemisch als Kühlmedium verwendet. 
Durch diese technischen Maßnahmen konnte die Temperatur der Werkzeugschneide weiter 
gesenkt werden, sodass mit -20 °C kaltem Kühlmittel ähnliche Standzeiten erreicht werden 
konnten wie mit -196 °C kaltem, siedenden Stickstoff. Gegenüber der Trockenzerspanung 
von TiAl6V4 konnte die Werkzeugstandzeit um 150 % gesteigert werden [UHL13a]. Bei der 
Zerspanung von AlSi7 konnte aufgrund der sehr guten Kühlleistung bei gleichbleibender 
Werkzeugstandzeit die Schnittgeschwindigkeit von 600 m/min auf 1000 m/min angehoben 
werden [UHL12b].  
 

Ein weiterer Lösungsansatz, um die Produktivität zu steigern und um das Zerspanwerkzeug 
mechanisch zu entlasten, ist die lokale Entfestigung des Werkstückwerkstoffs direkt vor der 
Schneide. Zur Absenkung der Materialfestigkeit und zur Verringerung der Zerspankräfte 
kann der Werkstoffbereich vor der Werkzeugschneide erwärmt werden [ABE15a, AKA87, 
BEM15, LAU14, LOE54, VIE53]. Vor allem sprödharte Werkstoffe weisen bei reduzierter 
Härte eine höhere Duktilität auf und lassen sich bei geringeren Zerspankräften und niedriger 
Maschinenleistung zerspanen. Hierbei muss beachtet werden, dass technische Systeme mit 
niedrigem energetischen Wirkungsgrad, wie zum Beispiel Laser, eingesetzt werden und sich 
das Kosten-Nutzen-Verhältnis dadurch verschlechtert. Bei der Keramikzerspanung wird mit-
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tels Laserstrahlunterstützung der Werkstückwerkstoff vor der Zerspanzone erwärmt, um bei-
spielsweise Siliziumnitritkeramiken zu zerspanen. BESSENAY ET AL. [BES93] und ROZZI ET AL. 
[ROZ00] haben das für die Drehbearbeitung untersucht. Beide konnten bei 1300 °C eine 
Duktilisierung der Keramik feststellen. Die dabei maßgebliche Verschleißform an den einge-
setzten Werkzeugschneiden aus polykristallinem Diamant waren Pits und Freiflächenver-
schleiß. Kolkverschleiß fand aufgrund der reaktionsträgen Schneidstoff-Werkstückmaterial-
Paarung nicht statt. Ähnliche Versuche wurden auch mit Titan- und Nickelbasislegierungen 
durchgeführt [DAN10, BEM15, WIM15]. Dabei zeigte sich, dass durch eine Erwärmung der 
Zerspanzone auf etwa 250 °C die Zerspankräfte und der Werkzeugverschleiß reduziert wer-
den. Bei einer Erwärmung über 250 °C fielen die Zerspankräfte weiter ab, doch aufgrund der 
hohen Spanflächentemperaturen nahm der Diffusionsverschleiß zwischen der Titan- bzw. 
der Nickelbasislegierung und den eingesetzten Hartmetallsorten überproportional stark zu. 
Die Erwärmung der Zerspanzone mittels Laserstrahlung ist daher nur für einen bestimmten 
Temperaturbereich sinnvoll. Eine Verfahrenskombination, die von DANDEKAR ET AL. [DAN10] 
oder aber BERMINGHAM ET AL. [BEM15] untersucht wurde, ist die Vorwärmung des Werk-
stückmaterials durch Laserstrahlung und gleichzeitige Kühlschmierung der Werkzeugschnei-
de mit LN2, KSS oder MMS. Die laserunterstützten Prozesse weisen dabei nur in Ausnahme-
fällen höhere Werkzeugstandzeiten als die Überflutungskühlung auf. 
 
Eine weitere Alternative, die bei der Hochpräzisionsbearbeitung und Zerspanung von spröd-
harten Werkstoffen eingesetzt wird, ist die ultraschallunterstützte Zerspanung. Dabei oszil-
liert die Schneide mit bis zu 80 KHz uni- oder bidirektional in Schnittrichtung. Die Amplitude 
der Schneide kann dabei bis zu 20 µm betragen [BAB04, LAU14]. Diese Werkzeugtechnolo-
gie ist nach dem gegenwärtigen Stand der Forschung vor allem für sprödharte Werkstoffe 
wie Keramik oder Glas geeignet. Nach BABITSKY ET AL. [BAB04] und JANGHORBANIAN ET AL. 
[JAN13] sind duktile, metallische Werkstoffe nicht für die Ultraschallzerspanung geeignet, 
denn bei der Drehbearbeitung von Nickelbasislegierungen oder bei der Fräsbearbeitung von 
hochlegierten Stählen mit ultraschallangeregten Werkzeugen wurde festgestellt, dass die 
Oszillation der Schneide zu stärkerer Reibung und damit zu höheren Spanflächentemperatu-
ren führt. Der Verschleiß war dann höher. 
 
Die Prozesskühlung hat einen nicht zu vernachlässigenden Einfluss auf den Energiever-
brauch des Bearbeitungsprozesses. Inwiefern sich die Prozesskühlung auf den Energiever-
brauch auswirkt, wird im Folgenden beschrieben.  

2.2 Energieflüsse in Werkzeugmaschinen 

Nach BÖNSCH [BÖN13] oder DIAZ ET AL. [DIA15] benötigen Werkzeugmaschinen im Mittel 
44 % bis 65 % des Gesamtenergiebedarfs einer Fertigungsstätte und wandeln diese bis auf 
die Energie für die plastische Umformung des Spans vollständig in Wärme um. Die zum Be-
trieb notwendige elektrische Energie wird bei einer Werkzeugmaschine durch den Bearbei-
tungsprozess, welcher durchschnittlich 5 % bis 10 % des Gesamtenergieverbrauchs aus-
macht, verursacht. Dieser Wert hängt stark von der Spindeldrehzahl und dem aufgebrachten 
Drehmoment ab. Die Zerspanung bei niedrigen Drehzahlen mit hohen Drehmomenten, wie 
beim High Performance Cutting von zähen und gleichzeitig hochfesten Werkstoffen üblich, 
führt bei Motorspindeln zu Wirkungsgraden von etwa 30 % bis 50 %, wohingegen hohe 
Drehzahlen und niedrige Drehmomente, wie bei der Zerspanung von Aluminium oder Mag-
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nesium üblich, sehr hohe Motorwirkungsgrade von bis zu 85 % ermöglichen [ABE11a, 
DRA03, MOR11]. Niedrige Motorwirkungsgrade führen zu hohen thermischen Verlusten und 
erfordern eine auf die Motorleistung bezogene höhere Kühlleistung. Zur Verbesserung der 
Maschinengenauigkeit und der produzierten Werkstücke werden Teile der Werkzeugmaschi-
ne gekühlt. Neben der Antriebsstrang- und Anlagenkühlung werden, wie zuvor schon be-
schrieben, beim Zerspanen auch die Werkzeuge und Werkstücke aktiv gekühlt. Insbesonde-
re dann, wenn die Schmelztemperatur des Werkstückwerkstoffs über der Diffusionstempera-
tur des Werkzeugwerkstoffs liegt [NAE77, HAR82, LEE83, MOL02]. In Abhängigkeit von der 
Zerspanaufgabe und dem verwendeten Kühlsystem werden etwa 25 % bis 60 % der Ge-
samt-Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschine für die Prozesskühlung aufgewendet  
(Bild 2-5) [ABE11a, ABE13, BOD07, DOR11, KOL13, NEU12, SAL15, GUT06, HEG13, 
UHL13a].  

 

Bild 2-5: Energieverbrauch von Teilsystemen des Bearbeitungszentrums MAG XS 211, geordnet 
nach Verbrauchern [ABE13] 

Die Effektivität der Prozesskühlung und deren Energieverbrauch schwanken stark und hän-
gen von dem verwendeten Kühlsystem und der zu produzierenden Losgröße ab. Die Produk-
tion von großen Losgrößen auf Transferstraßen oder mit flexiblen Fertigungssystemen er-
folgt häufig über ein zentrales Kühlsystem, in dem der KSS aufbereitet und verteilt wird. Die-
se Anlagen weisen eine begrenzte Flexibilität auf, haben aber bezogen auf das Bauteil die 
höchstmögliche Energieeffizienz [MAD15]. Bei der Fertigung von Zylinderköpfen in Großse-
rie beläuft sich der elektrische Energieverbrauch für die Anlagen- und Prozesskühlung auf 
58,8 % des Gesamtenergieverbrauchs. Die Energie zur Bearbeitung der Werkstücke liegt bei 
19,7 %. Für die Bauteilreinigung wird ein Anteil von 18,5 % angegeben. Die restlichen drei 
Prozent entfallen auf Montage, Dichtheitsprüfung und Transport [BOD07]. Der Gesamtwir-
kungsgrad der von ABELE ET AL. [ABE13] untersuchten Werkzeugmaschine, welche bei der 
Serienfertigung eingesetzt wurde, beträgt 6,2 %, wenn als Systemgrenze die Werkzeugma-
schine festgelegt wird. Sobald die Systemgrenze ausgedehnt und die Abwärme der Werk-
zeugmaschine und die dafür notwendige Gebäudeklimatisierung berücksichtigt werden, re-
duziert sich der Gesamtwirkungsgrad auf 3,4 %. Mittlere Losgrößen werden überwiegend mit 
flexibleren Fertigungszellen produziert. Dort wird die Prozesswärme entweder über zentrale 
Kühlsysteme oder durch dezentrale Kühlanlagen, die an die Maschinen angeschlossen sind, 
abgeführt. Bei der Produktion von kleinen Losgrößen wird das Kühlschmiersystem flexibel 
auf das zu fertigende Bauteil angepasst [KLO12b, KNO13, MAD15, MAY13].  
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Die Prozesskühlung verbraucht auch dann Energie, wenn nicht produziert wird, da die Küh-
lung kontinuierlich arbeitet und lediglich die Pumpen für den Transport des KSS beim Zer-
spanen ein- und ausgeschaltet werden. Aber auch andere Teilsysteme arbeiten, um den 
betriebsbereiten Zustand der Werkzeugmaschine sicherzustellen, so zum Beispiel die Ma-
schinenhydraulik, die Sperrluft, die KSS-Kühlung und die Maschinenabsaugung (Bild 2-6). 
Moderne Drucklufterzeuger benötigen zur Bereitstellung einer Druckluftmenge von 10 Nm3 
bei 8 bar eine elektrische Energie von 1 KWh bis 1,2 kWh [ABE11a, ABE13, BRE10, GUT06, 
HEG13].  

 

Bild 2-6: Energieverbrauch von Teilsystemen eines Bearbeitungszentrums, geordnet nach Verbrau-
chern im Betrieb und deren Auswirkung auf den Energieverbrauch der Gebäudeklimatisie-
rung [ABE13, DIA15, DOR11] 

Im Vergleich zu anderen technischen Systemen ähnlicher Komplexität, wie zum Beispiel 
Kraftfahrzeugen, weisen Werkzeugmaschinen geringere energetische Wirkungsgrade auf. 
Diese lassen sich wie beim Auto durch eine Verbesserung der verbauten Technik und durch 
angepasstes Nutzerverhalten steigern. Durch Maßnahmen zur Steigerung der Energieeffizi-
enz an Werkzeugmaschinenteilsystemen können die Grundlast und die Leerlaufleistung ver-
ringert werden. Das Betriebsoptimum der Teilsysteme lässt sich durch gesteuerte oder gere-
gelte Systeme ausweiten, sodass das Werkzeugmaschinenbetriebsoptimum erweitert wird 
[ABE11a, ABE13, BRE10, BAL14, DAH04, DOU12, GUT06, HEG13, HEN09, KEL13, 
MAD15, NEU12, ODA12, UHL12a, UHL13a, YOO14]. Bei der Fertigungsplanung bietet es 
sich an, Energie einzusparen, indem das Werkzeugmaschinenbetriebsoptimum stärker aus-
genutzt wird [DAH04, DAV14, DIE09, DOR11, DOU12, HEG13, MOR11, NEU10, RAJ10, 
VEL14]. Dieses Optimum ist selten bekannt, außer die Werkzeugmaschine würde speziell für 
einen zuvor definierten Fertigungsprozess entwickelt. 
 
Werkzeugmaschinen werden anhand von Nutzungsszenarien ausgelegt, bei denen die ma-
ximale Auslastung der Antriebe zur Dimensionierung der Energieversorgungs- und Kühlsys-
teme herangezogen wird. Die durch die Spindel umgesetzte elektrische Leistung muss durch 
entsprechend dimensionierte Maschinenkomponenten, wie Netzfilter, Transformatoren und 
Servoverstärker, zugeführt und die dann dissipierende Wärme durch die Schaltschrank- und 
Antriebskühlung oder das KSS-Versorgungssystem abgeführt werden [BRE10]. Bei der 
Schlichtbearbeitung werden die Antriebe und die Spindel kaum belastet, ungeregelte Teilsys-
teme, wie die Kühl- und Hydrauliksysteme, arbeiten trotz geringer Auslastung mit hoher Leis-

Steuerung/Sonst.
6,4 MWh a-1

Druckluft
6,4 MWh a-1

Hydraulik
7,8 MWh a-1
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2,9 MWh a-1

Klimaanlage der 
Betriebsstätte
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Antriebsstrang
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Antriebsverluste
5,2 MWh a-1

Anlagenkühlung
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Zerspanprozess
7 MWh a-1

Gesamtenergieverbrauch eines Bearbeitungszentrums 151,0 MWh a-1

Prozesskühlung
46 MWh a-1
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tung (Bild 2-7a). Durch geregelte Elektromotoren, mit denen das Betriebsoptimum der ein-
zelnen Komponenten auf die Wirkleistung angepasst werden kann, lässt sich nach 
HEGENER [HEG13] und ABELE ET AL. [ABE13] bis zu 50 % des elektrischen Energiebedarfs 
einsparen und so der Wirkungsgrad, insbesondere bei niedriger Maschinenauslastung, er-
höhen. BRECHER ET AL. [BRE10] und KLOCKE ET AL. [KLO12a] haben angemerkt, dass sich 
der Energieverbrauch von Werkzeugmaschinen im betriebsbereiten Zustand durch einen 
Ruhemodus erheblich reduzieren lässt. Dieser ist sinnvoll, da in der Fertigung Nebenzeiten 
schnell die Hälfte der Auftragszeit übersteigen. Zusätzlich dazu werden Maschinen in den 
Pausen oder bei Betriebsunterbrechungen häufig nicht ausgeschaltet und verbrauchen wei-
ter Energie.  

 

Bild 2-7: Energieverbrauch eines CNC-Dreh-Fräszentrums Traub TNX 65/42 beim a) Außen-Längs-
Runddrehen im Schlichtschnitt und b) der theoretische Energieverbrauch einer verbrauchs-
optimierten Werkzeugmaschine mit Standby-Modus, 50 % Verbrauchsreduktion durch ge-
regelte Motoren und vergrößerten Vorschub bei Werkzeugen mit größerem Schneidecken-
radius rε [ABE13, BRE10, HEG13, KLO12a]. 1 Start Maschinenprogramm, 2 Beschleunigen 
der Antriebe, 3 Einschalten der Überflutungskühlung mit KSS, 4 Beginn des Zerspanungs-
vorgangs, 5 Ende des Zerspanungsvorgangs, 6 Ausschalten der Überflutungskühlung,  
7 Stoppen der Antriebe, 8 Ende des Maschinenprogramms 

Der Maschinennutzer kann durch Energiesparmaßnahmen, wie das Ausschalten von Ma-
schinenteilsystemen in Pausen und die obligatorische Reduktion von Rüst- und Nebenzeiten, 
den energetischen Wirkungsgrad der Werkzeugmaschine steigern. In Bild 2-7a ist der Ener-
giebedarf beim Schlichten einer Welle dargestellt. Der geringe Anteil der Antriebsleistung an 
der aufgebrachten Gesamtleistung ist typisch für die Schlichtbearbeitung und verdeutlicht 
den niedrigen Gesamtwirkungsgrad der Werkzeugmaschine. Durch effizientere Maschinen-
komponenten, einen Ruhemodus bei Maschinenstillstand, Zerspanwerkzeuge mit größeren 
Schneideckenradien oder Breitschlichtschneiden lassen sich der Vorschub vergrößern, die 
Schnittzeit verkürzen und der Gesamtenergiebedarf signifikant verringern (Bild 2-7b). Eine 
Parallelbearbeitung mit mehreren Werkzeugen führt zu einer weiteren Eingriffszeitverkür-
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zung, wodurch noch mehr Energie eingespart und der Bearbeitungsprozess wirtschaftlicher 
gestaltet werden kann. Das ist normalerweise bei Drehmaschinen mit mehreren Revolvern 
oder Fräsmaschinen mit mehreren Spindeln der Fall.  

2.3 Energieflüsse in Produktionsbetrieben 

DIAZ ET AL. [DIA15] hat den elektrischen Energieverbrauch in Fabriken der Fa. MORI SEIKI 
bestimmt und konnte unter anderem für den Produktionsstandort Iga in Japan zeigen, dass 
bei der Fertigung von Werkzeugmaschinen zwischen 38 % und 71 % des Gesamtenergiebe-
darfs zum Betrieb der Produktionsanlagen eingesetzt werden (Bild 2-8). Die restliche Energie 
wird für die Klimatisierung und Beleuchtung der Fertigungsstätte aufgewendet. Die große 
Streuung bei den Energieverbräuchen ist auf die heterogenen Arbeitsschritte bei der Ferti-
gung und Herstellung von Werkzeugmaschinen zurückzuführen. Beim Zusammenbau wird 
wenig Energie für den Betrieb von Maschinen aufgewendet, wohingegen der Energiebedarf 
für die Beleuchtung überproportional hoch ist. Dieser Arbeitsschritt ist personalintensiv und 
eine gute Ausleuchtung zwingende Vorrausetzung. Im Gegensatz dazu ist die Fertigung von 
Kugelgewindetrieben und Antriebsspindeln hochautomatisiert und damit energieintensiv. Die 
gute Ausleuchtung der Arbeitsplätze ist dann im Verhältnis kleiner als der Energiebedarf für 
die Produktionsmaschinen. 

 

Bild 2-8: Verteilung der Energieverbraucher bei der Fertigung von Werkzeugmaschinen des  
Herstellers MORI SEIKI am Standort Iga, Japan [DIA15] 

Bei der Serienfertigung von Präzisionsbauteilen, wie zum Beispiel Kugelumlaufspindeln, 
werden die Temperaturen der Werkzeugmaschinen durch klimatisierte Fertigungsstätten 
konstant gehalten. Doch eine temperierte Produktionsstätte erfordert im Vergleich zu unkli-
matisierten Fertigungsstätten einen um 20 % bis 25 % höheren Gesamtenergiebedarf. In-
dustrieklimaanlagen müssen eine jahreszeitbedingte Leistungszahl im Kühlbetrieb von min-
destens 3,6 aufweisen. Das heißt, dass mit einem Kilowatt elektrischer Leistung eine Wärme 
von 3,6 KWh abgeführt wird, was im Umkehrschluss den Mehrverbrauch von 20 % bis 30 % 
an Energie erklärt [AMT12]. Der Gesamtenergiebedarf einer Produktionsstätte kann nach 
DIAZ ET AL. [DIA15] um ein Drittel reduziert werden, wenn sich der Fabrikstandort in gemäßig-
tem Klima befindet. Dieses Einsparpotenzial ist vor allem auf die Gebäudeklimatisierung zu-
rückzuführen. Bei Außentemperaturen von 14 °C bis 16 °C ist der Energiebedarf für Heizung 
oder Kühlung am geringsten, da die Abwärme der Produktionsanlagen die Fabrik beheizt. 
Dieser Effekt wurde unter anderem beim Fabikdesign und -layout einer Fertigungsstätte der 
Fa. YAMAZAKI MAZAK CORPORATION, Takeda, Japan, berücksichtigt. Diese befindet sich unter 
der Erde und ist jahreszeitbedingten Temperaturschwankungen weniger stark ausgesetzt. 
Liegt der Fertigungsstandort in Gebieten mit tropischem oder kaltgemäßigtem Klima, wie 
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zum Beispiel in Mittelamerika, Vorderasien, großen Teilen Kanadas oder dem nördlichen 
Russland, ist ein starker Wettbewerbsnachteil gegenüber Fertigungsstandorten mit gemäßig-
tem bzw. mildem Klima gegeben. Dieser kann unter Annahme gleicher Produktionsanlagen 
und Prozesse nur durch niedrigere Energiepreise ausgeglichen werden, welche aufgrund 
weltweit ähnlicher Stromgestehungskosten kaum realisierbar sind [IEA10].  
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise 

Zur Steigerung der Energieeffizienz von Bearbeitungsprozessen ist es zwingend notwendig, 
das sich im Werkzeug ausbildende Temperaturniveau zu verkleinern. Am wirkungsvollsten 
und energetisch effizientesten ist die Ursachenvermeidung und damit die Absenkung der 
Zerspantemperatur. Sobald hier die technischen Möglichkeiten beim Zerspanwerkzeug aus-
geschöpft sind, bietet es sich an, die Zerspanzone aktiv mit einer Überflutungskühlung mit 
KSS zu kühlen. Doch die Überflutungskühlung benötigt elektrische Energie für Pumpen, Fil-
teranlagen und Kühlaggregate und erfordert nachgeschaltete Prozesse, um beispielsweise 
Werkstücke und Späne zu reinigen [BOD07, PUS10b, PUS11, NEU12]. 
 
Eine Alternative, um die Zerspanzone zielgerichtet zu kühlen, bieten geschlossen-
innengekühlte Drehwerkzeuge. Diese kühlen die Zerspanzone und das Werkzeug mittels 
Wärmeleitung und haben den Vorteil, dass die Werkstücke, Späne und die Werkzeugma-
schine nicht mit dem KSS in Kontakt kommt. Nachgeschaltete Reinigungsprozesse, um von 
den Bauteilen und den Spänen die KSS-Reste zu entfernen, können minimiert werden. Es ist 
bisher nicht geklärt, inwiefern geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeuge den Gesamtener-
giebedarf des Bearbeitungsprozesses beeinflussen und ob deren Einfluss auf die Werkzeug-
standzeit den Mehraufwand für das Werkzeug und die zusätzliche Kühlperipherie aufwiegt.  
 
Die energetische Effizienz der Trockenzerspanung, der Trockenzerspanung mit einem ge-
schlossen-innengekühlten Drehwerkzeug und Überflutungskühlung mit KSS wird beim 
Außen-Längs-Runddrehen unter Berücksichtigung der Werkzeugstandzeit grundlegend ana-
lysiert. Dabei soll zudem die gegenseitige Beeinflussung von Bearbeitungsprozess und 
Werkzeugverschleiß in Abhängigkeit vom Energieverbrauch untersucht werden, um dann 
Verbesserungspotenziale hinsichtlich Energieeffizienz und Produktivität aufzudecken. Die 
Forschungsfragen, die beantwortet werden sollen, sind: 

 Inwiefern wirken sich verschiedene Kühlkonzepte auf die Werkzeugstandzeit und den 
energetischen Wirkungsgrad des Bearbeitungsprozesses aus? 

 Wie beeinflusst ein geschlossen-innengekühltes Drehwerkzeug die Energiebilanz des 
Bearbeitungsprozesses? 

 Welches Kühlkonzept weist die günstigsten energetischen Eigenschaften auf? 
 
Die Untergliederung des Forschungsziels in fünf Teilziele (Bild 3-1) dient zur Strukturierung 
der Aufgaben und Ableitung eines Arbeitsplans. Das erste Teilziel wird erreicht, wenn die 
noch fehlenden technischen Rahmenbedingungen für die praktischen Untersuchungen ein-
satzbereit sind. Diese umfassen ein Drehwerkzeug, welches mit flüssigem Stickstoff gekühlt 
werden kann, ohne dass die Zerspanzone mit Stickstoff kontaminiert wird. Die über das 
Werkzeug aufgenommene und darüber abgeführte Wärme wird durch in das Drehwerkzeug 
integrierte Sensoren gemessen. Bisher ist nicht bekannt, inwiefern sich die Kühlleistung der 
geschlossenen Innenkühlung auf den Werkzeugverschleiß auswirkt, daher sollen die Kühl-
medientemperatur und -menge variabel und damit das Versorgungssystem steuerbar ausge-
führt werden. Zur Leistungsmessung an der Werkzeugmaschine wird die Kühlmittelversor-
gung um ein Leistungsmess- und Datenaufzeichnungssystem ergänzt.  
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Bild 3-1: Forschungsziel mit Unterteilung in fünf Teilziele 

Dieses wird an die relevanten elektrischen Verbraucher der Werkzeugmaschine angeschlos-
sen, sodass zeitgleich zum Wärmestrom und Werkzeugverschleiß die Leistungsaufnahmen 
aufgezeichnet werden. Der Aufbau und die Funktionen des Drehwerkzeugs, des Kühlmedi-
enversorgungssystems sowie des Leistungs- und Verschleißmesssystems sind in Kapitel 5 
beschrieben. 
 
Das Werkzeug und die Messsysteme werden eingesetzt, um das Verschleiß- und Zer-
spanungsverhalten geschlossen-innengekühlter Drehwerkzeuge bei der Trockenzerspanung 
zu bestimmen und diese Erkenntnisse mit der Überflutungskühlung zu vergleichen. Mit einer 
Ursachen-Wirkungsanalyse ist das zweite Teilziel erfüllt. Parallel zur Untersuchung des Ver-
schleiß- und Prozessverhaltens werden die Leistungen der elektrischen Verbraucher der 
Werkzeugmaschine und der über das Werkzeug abgeführte Wärmestrom aufgezeichnet und 
zusammen mit den Erkenntnissen aus dem zweiten Teilziel ausgewertet. Beziehungen und 
Abhängigkeiten zwischen Energieflüssen und Werkzeugverschleiß können so ermittelt wer-
den und fließen dann in das dritte Teilziel ein. Die Erkenntnisse des zweiten und dritten Teil-
ziels sind in Kapitel 6 beschrieben. 
 
Die Modellierung der Energiebilanzen erfolgt durch einen mehrstufigen Prozess (Bild 3-2). 
Dabei werden für die untersuchten Kühlkonzepte Energiebilanzen aufgestellt und analysiert. 

 

Bild 3-2: Vorgehensweise und Struktur zur Erfüllung des Forschungsziels 

Einsatzverhalten und Leistungsbedarfe
unterschiedlicher Kühlkonzepte beim Außen-Längs-Runddrehen

Teilziel 2 Charakterisierung des Einsatzverhaltens geschlossen-innengekühlter Drehwerkzeuge
im Vergleich zur Trockenbearbeitung und Überflutungskühlung mit  Kühlschmierstoff

Teilziel 3 Bestimmung der elektrischen Energieströme während der Drehbearbeitung in 
Abhängigkeit vom Werkzeugverschleiß

Teilziel 4 Modellierung der Energiebilanzen beim Außen-Runddrehprozess unter Berücksichtigung 
von Werkzeugstandzeit und Kühlungsmethode

Teilziel 1 Entwicklung eines geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs mit
Kühlmedienversorgung und Messsystemen zur Bestimmung der Energieströme

Teilziel 5 Ableiten geeigneter Parameter und Strategien zur Steigerung der Energieeffizienz bei 
Drehprozessen
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Kapitel 7

Kapitel 5
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Modellbildung
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Zusammen mit der Werkzeugverschleißentwicklung wird ein Energiebilanzierungsmodell 
erstellt, mit dem sich die Energieflüsse nachbilden und Gesamtwirkungsgrade des Bearbei-
tungsprozesses für unterschiedliche Kühlungsmethoden berechnen lassen. Im Rahmen der 
Modellbildung wird die Genauigkeit bestimmt. Die Modellbildung, -diskussion und  
-validierung ist in Kapitel 7 beschrieben und umfasst das vierte Teilziel. Aus dem verifizierten 
Modell werden energie- und kostenoptimale Entwicklungspotenziale abgeleitet, auf deren 
Basis ein Vergleich der Anlagenwirkungsgrade in Abhängigkeit vom Werkzeugverschleiß 
und von der Kühlungsmethode erfolgt. 
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4 Versuchsbedingungen und Messsysteme 

Experimenteller Versuchsstand 

Der Versuchsablauf und die dabei genutzten Anlagen und Systeme sind in diesem Abschnitt 
beschrieben. Die Zerspanversuche sind mit dem CNC-Dreh-Fräszentrum Traub TNX 65/42, 
TRAUB DREHMASCHINEN GMBH, Reichenbach/Fils, durchgeführt worden. Dafür wurde ein 
selbst entwickelter Drehwerkzeughalterprototyp mit geschlossenem Innenkühlsystem in den 
Werkzeugrevolver oben links eingesetzt (Bild 4-1). Das prototypische Kühlmittelversor-
gungssystem für Stickstoff wurde rechts vor der Werkzeugmaschine platziert und mit vaku-
umisolierten Leitungen an den Drehwerkzeughalter angeschlossen. Der geschlossen-
innengekühlte Drehwerkzeughalter und das Stickstoffkühlmittelversorgungssystem sind in 
Abschnitt 5 beschrieben. Die Überwachung des Stickstoffzustands und der Messung der 
über das Drehwerkzeug abgeführten Wärme erfolgte durch Temperatur-, Druck- und Durch-
flusssensoren. Mithilfe von in den Maschinenschaltschränken des CNC-Dreh-Fräszentrums 
installierten Leistungsmesssensoren wurden die Energieflüsse der Werkzeugmaschine er-
fasst.  

 

Bild 4-1: Anordnung und Aufbau des Versuchstands. 1 Industrierechner mit softwarebasierter 
speicherprogrammierbarer Steuerung zur Flüssigstickstoff-Kühlungsregelung und Mess-
wertaufzeichnung, 2 CNC-Dreh-Fräszentrum Traub TNX 65/42, 3 strukturoptimiertes ge-
schlossen-innengekühltes Drehwerkzeug, 4 Werkstück aus TiAl6V4, 5 Bedienpult und 
Monitor der CNC-Maschinensteuerung, 6 Flüssigstickstoff-Unterkühler STELLA, 
7 Vakuumpumpe, 8 Flüssigstickstoffversorgungsbehälter 
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Ein Industrierechner mit softwarebasierter speicherprogrammierbarer Steuerung (softSPS) 
und Mess- und Regelungssoftware sind links vor der Maschine positioniert worden, um mög-
lichst kurze Wege zum Drehwerkzeug und zu den Schaltschränken des CNC-Dreh-
Fräszentrums zu ermöglichen. Dadurch konnten die Mess- und Steuerleitungslängen kurz 
gehalten und potenzielle Störungen durch elektromagnetische Strahlung reduziert werden. 
 

Vor den Zerspanversuchen ist das Werkstück vermessen und durch Maschinen-Code in der 
Maschinensteuerung hinterlegt worden. Die Werkzeugschneidenposition wurde im eingebau-
ten Zustand durch ein halbautomatisches, maschinenseitig installiertes, optisches Werk-
zeugvermessungssystem bestimmt und in der Maschinensteuerung hinterlegt. Die Schnei-
denposition des Drehwerkzeugs hat sich durch die thermisch bedingte Kontraktion des 
Drehwerkzeughalters beim Abkühlen durch den N2 von 20 °C auf -196 °C reproduzierbar in 
X-Richtung um 120 µm, in Y-Richtung um 70 µm und in Z-Richtung um 400 µm verschoben. 
Die Schneidenposition befindet sich bei einer Raumtemperatur von ϑ0 = 20 °C bei einge-
schalteter Flüssigstickstoffkühlung um 423 µm von der ursprünglichen Position entfernt. Die-
ser Versatz wurde bei den Zerspanversuchen berücksichtigt. 
 
Nach dem Rüsten des CNC-Dreh-Fräszentrums sind die Messwertaufzeichnung und das 
Stickstoff-Temperaturregelungsprogramm der softSPS und das Steuerungsprogramm der 
Traub TNX 65/42 für die Außen-Längs-Runddrehbearbeitung gestartet worden. Beim Einsatz 
der Stickstoff-Werkzeugkühlung wurde das Werkzeug nochmals nach dem Abkühlen ver-
messen und die Schneidenposition entsprechend korrigiert. Nach zuvor definierten Schnitt-
parametern und -zeiten sind im Trockenschnitt mit und ohne Werkzeugkühlung und bei der 
Überflutungskühlung mit KSS Außen-Längs-Drehversuche durchgeführt worden. Für die 
Überflutungskühlung wurde als wassermischbarer KSS das Adrana AY401 des Herstellers 
HOUGHTON INTL. INC., Valley Forge, USA, als siebenprozentige Emulsion verwendet.  

Werkstückwerkstoff 

Zur Untersuchung und Bewertung der Kühlkonzepte ist TiAl6V4 als Werkstückwerkstoff ver-
wendet worden. Dieser Werkstoff bietet aus wissenschaftlicher Sicht den Vorteil, dass dieser 
im Vergleich zu anderen auch bei hohen Temperaturen ausgiebig charakterisiert wurde und 
umfangreiche Datensätze zur Verfügung stehen [BOY94, HIC62, PET02, RÜD78, VEI12]. 
Neben der physikalischen und mechanischen Materialcharakterisierung wurde seit 1950 die 
spanabhebende Formgebung von TiAl6V4 intensiv untersucht [ABE08b, ABE09, COT08a, 
COT08b, DEA83, DEA86, GEN01, GEN02, KRE73, KÖN79, LAN05, LOE54, OLO65, 
SCU98, SHA89, TÖN05, VIE53, VIE59]. Die physikalischen und mechanischen Abläufe beim 
Trennvorgang sind weitgehend verstanden und die dem Bearbeitungsprozess von TiAl6V4 
innewohnende Ursache-Wirkungskette beschrieben [KAP09, KAP11, LAN05, LEW98a, 
LEW98b, LIR13, MÜL04, NOU14, ÖZL10a, SIM10, ZAN13]. Schon bei niedrigen Schnittge-
schwindigkeiten ab etwa vc = 50 m/min tritt bei Hartmetallwerkzeugen starker thermo-
chemischer Verschleiß auf (Bild 2-3). Dieser ist auf die für die Titanzerspanung hohen Zer-
spantemperaturen und die chemische Reaktionsfreudigkeit von Titan mit allen bekannten 
Elementen zurückzuführen. Zur Steigerung der Schnittparameter und der Produktivität sind 
nahezu alle gegenwärtig verfügbaren Schneidstoffe qualifiziert worden [COR03, HAR82, 
HUA05, LIR13, NAB01, NAR83, OLO65]. Alle Untersuchungen führten zu dem Ergebnis, 
dass hohe Stickstoff- und Sauerstoffkonzentrationen im Schneidstoff den Verschleiß begüns-
tigen. Lediglich Kohlenstoff und Bor ermöglichen im Vergleich zu anderen Werkstoffen  
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niedrigere Diffusionsverschleißraten [MAC56, HAR82]. Zur Produktivitätssteigerung sind ne-
ben den Schneidstoffen auch die Fertigungsprozesse variiert und optimiert worden. Der 
Hauptfokus lag dabei vor allem auf der Reduktion der Prozesstemperaturen durch leistungs-
fähigere Kühlkonzepte, wie zum Beispiel durch tiefkalte, kryogene Fluide [BOR15, DAN10, 
DEW12, HON01a, HON01b, LOE54, VEN07a, VEN07b, VIE53, WAG00] oder durch die 
Hochdruckzufuhr von KSS zwischen Span und Spanfläche [EZU07, KLO10, NEU12]. Eine 
Reibungsminimierung beim Drehen von TiAl6V4 im ununterbrochenen Schnitt durch eine 
Schmierung der Zerspanzone mit KSS kann nahezu ausgeschlossen werden [CHI06a, 
DEI14]. Daher erfolgt die Reduktion der Zerspantemperaturen maßgeblich durch die Werk-
zeugkühlung [KUR82]. Weitere Forschungsschwerpunkte sind die Anpassung der Prozess-
kinematik [DEN15, UHL13a] und eine lokale Beeinflussung der Materialeigenschaften [A-
BE15a, BEM15, DAN10].  
 
Neben den Verbesserungen beim Prozessverständnis wurden für die Titanzerspanung ge-
eignete Werkzeugmakro- und Werkzeugmikrogeometrien untersucht. WYEN UND WEGENER 
[WYE10] zeigten, dass die spezifische Schnittkraft kc bei der Zerspanung von TiAl6V4 von 
der Spanungsdicke und der Schneidkantenrundung abhängt. Bei steigender Verrundung 
treten höhere Vorschub- und Schnittkräfte auf, welche dann zu höheren Wirkleistungen und  
-temperaturen führen. Jedoch zögern größere Schneidkantenrundungen einen Kolklip-
penabbruch und damit ein vorzeitiges Werkzeugversagen hinaus [BAS14, DEN11].  
 
Seitdem die Ursachen der Wärmeentwicklung bei der Zerspanung von TiAl6V4 besser ver-
standen sind, wird verstärkt an der Ursachenvermeidung geforscht. Eine Möglichkeit zur Ver-
ringerung des Wärmestroms in das Werkzeug ist die Verkleinerung der Kontaktfläche zwi-
schen Span und Schneidkeil durch mikrostrukturierte Spanflächen [SHI02, XIE13]. Eine po-
tenzielle Verbesserungsmöglichkeit bietet auch der Einsatz von Beschichtungen, wobei sich 
auch hier zeigte, dass aluminium-, stickstoff-, titan- und sauerstoffhaltige Beschichtungen 
anfällig für Diffusionsverschleiß sind und die Schichthaftung sehr hoch sein muss, um nicht 
durch Delamination zu versagen [ABE15b, BAT10, JAF12, HAR82, MIN13, ÖZL10b, 
TÖN99].  

Zerspanwerkzeug 

Die Zerspanung des TiAl6V4-Werkstücks erfolgte bei der Trockenzerspanung, bei der Tro-
ckenzerspanung mit einem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug sowie bei der Über-
flutungskühlung mit KSS mit beschichteten und unbeschichteten Hartmetallwende-
schneidplatten. Diese sind vor ihrem Einsatz physikalisch und geometrisch charakterisiert 
worden. Um die Wirkung verschiedener Schneidkantenrundungen in der Ergebnisdiskussion 
zu berücksichtigen, sind diese mit dem mikrooptischen 3D-Oberflächenmessgerät des Typs 
MikroCADpico des Herstellers GFMESSTECHNIK GMBH, Teltow, und der dazugehörenden 
Auswertungssoftware OSCAD 6.2 vermessen worden. Neben der Schneidkante wirkt sich 
die Oberflächentopografie der Spanfläche ebenfalls auf die Reibung und damit den Werk-
zeugverschleiß aus [BOU12, BOU14, DEN14, FAL13, SCH13]. Das Rauheitsmessgerät 
HOMMEL-ETAMIC W5 des Herstellers JENOPTIK INDUSTRIAL METROLOGY GERMANY GMBH, 
Villingen-Schwenningen, wurde verwendet, um mittels Tastschnittverfahren folgende Ober-
flächenkenngrößen gemäß DIN EN ISO 4287 zu bestimmen: arithmetischer Mittelwert der 
Profilordinaten Ra, größte Höhendifferenz des Profils Rz, maximale Rautiefe Rmax, mittlere 
Rillenbreite der Profilelemente RSm und die normierte Spitzenzahl RPc [DIN4287]. Von den 
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acht untersuchten Werkzeugspezifikationen weisen vier eine Hartstoffbeschichtung auf. Die 
Charakterisierung der Schichten erfordert zusätzliche Messungen, mit denen sich die 
Schichtdicke, die Härte und die Schichthaftung bestimmen lassen. In die Hartstoffschichten 
sind mit einem DIN EN 1071-2-konformen Kalottenschliffgerät, welches unter anderem von 
HERTER [HER10], KLEIN [KLE05] und UHLMANN ET AL. [UHL13b] verwendet wurde, Ku-
gelsegmente hineingeschliffen worden. Die erzeugten Schliffe sind mit dem Auflichtmikro-
skop BX51M der Fa. OLYMPUS DEUTSCHLAND GMBH, Hamburg, und der Bildauswertesoft-
ware analySIS der Fa. SOFT IMAGING SYSTEMS GMBH, Münster, vermessen worden. Aus den 
Außen- und Innendurchmessern der Schichten sind die Schichtdicken Ss berechnet worden. 
Bei den Kalottenschliffen wurden die Drehzahlen und die eingesetzten Suspensionen auf 
den Verschleißwiderstand der jeweiligen Beschichtung angepasst, da die Hartstoffschichten 
unterschiedliche Härten aufweisen. Der Kalottenschliff ist zur Bestimmung einer Verschleiß-
widerstandskenngröße zu ungenau, darum wurde zusätzlich die Mikrohärte der Schneide 
bzw. Beschichtung vermessen. Dafür ist eine instrumentierte Eindringprüfung nach 
DIN EN ISO 14577-1 durchgeführt worden [DIN14577-1]. Als Härtemessgerät diente dabei 
ein Fischerscope H100 C mit der Messsoftware WIN-HCU der Fa. HELMUT FISCHER GMBH, 
Sindelfingen, mit vollautomatischer Mikrohärtemessung. Eine weitere untersuchte Größe zur 
Bewertung einer Hartstoffschicht ist die Schichthaftung. Mit dieser lässt sich eine Aussage 
über die Verbindung zwischen Schicht und Substrat treffen. Die Schichthaftung wurde durch 
zwei Tests, den Ritztest nach DIN 1071-3 und den Rockwelltest nach DIN CEN/TS 1071-8 
bzw. VDI 3198 [DIN1071-3, DIN1071-8, JÖR01, UHL09, VDI3198], bestimmt. Der Ritztest ist 
mit einem Revetest Scratch Tester des Herstellers CSEM, Neuchatel, Schweiz, durchgeführt 
worden. Dabei wurde die Kraft mit dem Ritzweg gesteigert. Die mit der Diamantspitze er-
zeugten Ritze sind anschließend mit dem Auflichtmikroskop BX51M untersucht und die kriti-
schen Normalkräfte für die Rissbildung LC1 und die Offenlegung der Ritzspur LC3 aufge-
zeichnet worden. Der Rockwelltest ist als Ergänzung zum Ritztest durchgeführt worden, da 
der Einfluss tiefer Temperaturen auf potenzielle Vorschädigungen des Substrat-
Beschichtungs-Systems unbekannt ist. Zur Erzeugung von Vickers- und Rockwellhärteein-
drücken wurde ein Makrohärteprüfer des Typs DIA TESTOR 2 der Fa. OTTO WOLPERT-
WERKE GMBH, Ludwigshafen, eingesetzt. Die mit Rockwell-Eindrücken präparierten Werk-
zeuge wurden dann mit dem Sputter Coater S150B der Fa. EDWARDS LIMITED, Crawley, Eng-
land, mit einer Goldschicht beschichtet und anschließend mit einem Rasterelektronenmikro-
skop (REM) des Typs JCM-5000 NeoScope des Herstellers JEOL LTD., Tokio, Japan, unter-
sucht und fotografiert.  
 
Die Werkzeugschneide bzw. der Werkzeugverschleiß wurde bei den Zerspanversuchen mit 
dem Auflichtmikroskop BX51M der Fa. OLYMPUS DEUTSCHLAND GMBH, Hamburg, auf 
Schneidkantenausbrüche und Beschädigungen der Spanfläche geprüft und fotografiert. Zu-
vor mussten auf der Spanfläche anhaftende Titanaufschmierungen mit einer Wasser-
Flusssäure-Lösung im Verhältnis 4:1 weggeätzt werden [BOY94, DIN17869, SCR88]. Zur 
Dokumentation des Verschleißfortschritts ist die Spanfläche und der sich ausbildende Kolk 
mit dem 3D-Oberflächenmessgerät MikroCADpico vermessen worden. Die verschlissenen 
Werkzeuge sind abschließend mit dem REM LEO 1455 VP der Fa. LEO ELEKTRONENMIKRO-

SKOPIE ZEISS GMBH, Oberkochen, fotografiert worden.  
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5 Systementwicklung 

5.1 Kühlmittelversorgungssystem 

Neben dem maschinenseitig genutzten Kühlsystem für die Überflutungskühlung mit KSS 
wurde zur Kühlung des geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs ein Kühlmittelversor-
gungssystem für tiefkalten Stickstoff entwickelt und gebaut. Das Kühlsystem ist nicht als Sys-
tem mit einem geschlossenen Stickstoffkreislauf ausgeführt worden. In Hohlräume einge-
schlossener tiefkalter Stickstoff kann beim Erwärmen auf Raumtemperatur Drücke von bis zu 
pmax = 700 bar erreichen und damit ein hohes Sicherheitsrisiko entwickeln. Dieses Risiko 
wurde beim technischen Prototypen durch eine offene Bauweise umgangen (Bild 5-1). 
 

Der siedende Stickstoff ist in einem vakuumisolierten Versorgungsbehälter des Typs EuroCyl 
180/24 des Herstellers CHART INDUSTRIES INC., Garfield Heights, Vereinigte Staaten von 
Amerika, gelagert worden. Am Behälter ist ein Druckaufbauregler zur Regelung des Stick-
stoffversorgungsdrucks montiert worden. Mit diesem kann der Druck im Versorgungsbehälter 
in den Bereichen 1 bar bis 4 bar und 16 bar bis 25 bar eingestellt werden. Die Siedetempera-
tur von Stickstoff steigt mit dem Umgebungsdruck, wodurch sich im Versorgungsbehälter ein 
anderes Temperaturniveau einstellt. Bei einem Vorratsbehälterinnendruck von 3 bar liegt die 
Siedetemperatur von Stickstoff bei ϑk,ein = -185 °C. Bei 25 bar beträgt die Siedetemperatur 
nur noch ϑk,ein = -153 °C. 

 

Bild 5-1: Verfahrenstechnisches Fließschema des geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs mit 
Flüssigstickstoffversorgungssystem nach DIN EN ISO 10628 
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Neben der durch den Behälterinnendruck definierten Stickstofftemperatur im Versorgungs-
behälter führen Wärmebrücken an Ventilen und Leitungen zu einer unerwünschten Erwär-
mung des Stickstoffs. Es ist dadurch nicht möglich, eine präzise Aussage über das Phasen-
gemisch am Kühlmitteleingang des geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs zu machen. 
Um dieser Schwierigkeit zu begegnen, wird der Stickstoff durch einen Unterkühler auf Basis 
eines vakuumisolierten Dewars des Typs Stella F300/800 des Herstellers CRYOTHERM 
GMBH & CO. KG, Kirchen, vom siedenden in den flüssigen Zustand überführt. Dafür wird der 
Unterkühler mit siedendem Stickstoff aus dem Vorratsbehälter befüllt. Dort verdampft ein Teil 
des Stickstoffs unter Wärmeaufnahme und passt sich auf den im Unterkühler eingestellten 
Druck an. Der im Unterkühler befindliche Stickstoff bedeckt eine Kühlspirale, durch die dann 
der siedende Stickstoff aus dem Vorratsbehälter strömt und über vakuumisolierte Schläuche 
zum geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug strömt. Beim Durchströmen der Kühlspirale 
wird der siedende Stickstoff unterkühlt. Durch eine zusätzlich montierte Vakuumpumpe des 
Typs RA 0040 F 503 der Firma BUSCH PRODUKTIONS GMBH, Maulburg, kann im Unterkühler 
ein Unterdruck von bis zu pu = 0,1 mbar erzeugt werden. Die Vakuumpumpe wird über einen 
Frequenzumrichter des Typs SINAMICS G120 CU230P-2 der Fa. SIEMENS AG, München, 
angesteuert. Dadurch lässt sich die Siedetemperatur des im Unterkühler befindlichen Stick-
stoffs auf ϑk,ein = -210 °C absenken. Zur Überwachung des Unterkühlerinnendrucks und zur 
Regelung der Vakuumpumpe wird ein Druckmessumformer des Typs S-10 des Herstellers 
WIKA ALEXANDER WIEGAND SE & CO. KG, Klingenberg, eingesetzt. Der Stickstoff der durch 
die Kühlspirale und anschließend durch das geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeug 
strömt, wird durch ein Stellventil am Unterkühler gesteuert.  
 
Nachdem der Stickstoff das geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeug und den darauf mon-
tierten Mikrokühlkörper durchströmt und dort einen Teil der Wärme aufgenommen hat, strömt 
dieser durch ein Abgasrohr. An dessen Ende ist ein Durchflussmesser für gasförmige Medi-
en des Typs SD6100 der Fa. IFM ELECTRONIC GMBH, Essen, montiert. Um Messfehler auf-
grund von Temperaturdrifts zu vermeiden, wird der Stickstoff, bevor er durch den Durch-
flussmesser strömt, auf mindestens 10 °C aufgeheizt. Das geschieht durch eine Rohrheizung 
des Typs HBV5,0m-230V-1250W-450°C der Firma HORST GMBH, Lorsch. Aufgrund variie-
render Stickstoffmassenströme und -temperaturen wird diese mit einem Halbleiterschaltgerät 
des Typs 3RF2320-1AA45 und dem dazu passenden Signalkonverter 3RF2900-0EA18, 
Fa. SIEMENS AG, München, angesteuert. Das Steuersignal für den Signalkonverter wird von 
einer analogen 0–10 V Busklemme des Typs BECKHOFF EL4132 erzeugt. Softwareseitig wird 
der analoge Ausgang über die echtzeitfähige softSPS als PID-Regler betrieben. Die Soft- 
und Hardware der softSPS stammen vom Hersteller BECKHOFF AUTOMATION GMBH, Verl.  
 

Die softSPS des Typs TwinCat 3 ist zusammen mit dem Datenanalyse- und Anzeigepro-
gramm TwinCat 3 Scope auf einem Industrierechner des Typs BECKHOFF C6525-0010 instal-
liert. Das Programm TwinCat 3 Scope visualisiert und dokumentiert die Ein- und Ausgangs-
werte der softSPS. An den Industrierechner ist ein Buskoppler des Typs BECKHOFF EK1100 
angeschlossen, welcher die Kommunikation zwischen der softSPS und den Busklemmen 
sicherstellt. An den Buskoppler sind analoge und digitale Ein- und Ausgangsklemmen ange-
schlossen, über die auch der Frequenzumrichter mit Vakuumpumpe angesteuert wird, um 
die Stickstofftemperatur am Mikrokühlkörpereingang einzustellen. Der Frequenzumrichter 
wird durch digitale 24 V-Ausgänge des Typs BECKHOFF EL2022 ein- und ausgeschaltet. 
Durch einen analogen 0–10 V-Ausgang des Typs BECKHOFF EL4132 wird die Solldrehzahl 
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des Vakuumpumpenmotors vorgegeben. Zwei analoge 0–10 V-Eingänge der Busklemme 
BECKHOFF EL3102 erfassen die vom Frequenzumrichter gemessene Motordrehzahl und  
-leistung.  
 
Die Vakuumpumpe dient als Stellglied in einem Regelkreis, bei dem der Unterkühlerinnen-
druck die Regelgröße ist. Die Stickstofftemperatur ϑk,ein hängt vom Unterkühlerinnendruck pu 
ab und ist durch Gleichung 5-1 approximiert [VDI06].  

pU = 2,86605 10-9 ϑk,ein
5 + 2,983192 10-6 ϑk,ein

4 + 1,3422392 10-3 ϑk,ein
3 

+ 0,32280688 ϑk,ein
2 + 40,6673 ϑk,ein + 2103,6127 

(5-1) 

Gleichung 5-1 ist in der softSPS hinterlegt und berechnet aus der vom Bediener vorzuge-
benden Stickstofftemperatur den Solldruck im Unterkühler. Nach Aktivierung der Tempera-
tur- bzw. Druckregelung dient ein Schmitt-Trigger als Regelglied, mit dem die Vakuumpumpe 
geregelt wird. Die Pumpleistung wurde begrenzt, da bei voller Motordrehzahl der verdamp-
fende Stickstoff die Vakuumpumpe zu stark abkühlt und diese dann beschädigt werden 
kann. Eine zwischen Unterkühler und Vakuumpumpe positionierte Rohrheizung erwärmt den 

gasförmigen Stickstoff (GN2). Diese von der FA. CRYOTHERM GMBH & CO. KG, Kirchen, ver-
wendete Heizung arbeitet selbstregelnd. 

5.2 Echtzeitmessung der Wärme- und Energieflüsse 

Die softSPS dient zudem zur Erfassung, Anzeige und Dokumentation der Kühlmitteltempera-
turen, Systemdrücke, Fluidmassenströme und elektrischen Leistungen der Werkzeugma-
schine. Die Struktur des Mess- und Regelsystems ist in Bild 5-2 dargestellt.  
 

Mit Mantelthermoelementen des K-Typs und einem Außendurchmesser von 0,5 mm werden 
die Stickstofftemperaturen am Mikrokühlkörpereintritt ϑk,ein und -austritt ϑk,aus gemessen. Die 
Thermoelemente sind an eine Busklemme des Typs BECKHOFF EL3314 angeschlossen, wo 
das Messsignal digitalisiert wird. Eine Busklemme des Typs BECKHOFF EL3112 wandelt das 
4–20 mA Messsignal des Durchflussmesssensors für gasförmige Medien in digitale Signale 
um. Die Stickstofftemperatur ϑD,GN2 am Durchflussmessereinlass wird durch ein zusätzliches 
Thermoelement erfasst. Daraus wird zusammen mit der temperaturabhängigen Dichte ρGN2 
und der Wärmekapazität cN2 der vom Stickstoff abgeführte Wärmestrom Q̇N2 bestimmt. Glei-
chung 5-2 gibt die Funktion für die Berechnung wieder [VDI06].  

Q̇N2= 
cN2 V̇GN2

ρGN2
൫ϑK,ein - ϑK,aus൯ (5-2) 

Neben der Wärmestromberechnung werden durch Kabelumbaustromwandler des 
Typs KUW1/30-100 der Fa. JANITZA ELECTRONICS GMBH, Lahnau, die elektrischen Ströme in 
der Werkzeugmaschine erfasst. Die Kabelumbauwandler sind an 3-Phasen-Leistungsmess-
klemmen des Typs BECKHOFF EL3403 angeschlossen. Die Messklemmen sind zudem über 
eine mehradrige Leitung mit der Hauptspannungsversorgung der Werkzeugmaschine ver-
bunden. Durch diese elektrische Verbindung werden zeitgleich die Spannungsverläufe der 
jeweiligen Phasen gemessen. Aus diesen werden in den 3-Phasen-Leistungsmessklemmen 
die Phasenverschiebungswinkel und daraus die Schein-, Blind- und Wirkleistungen berech-
net. Parallel zu dem über das Werkzeug abgeführten Wärmestrom lässt sich so der Leis-
tungsbedarf der Maschinenantriebe, der Hydraulik und der KSS-Versorgung bestimmen. 
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Unabhängig von der Leistungs- und Wärmemessung wird durch die Busklemme des Typs 
BECKHOFF EL3112 der Unterdruck im Unterkühler wie auch die anderen Sensorsignale in 
harter Echtzeit erfasst. 

 

Bild 5-2: Struktur des eingesetzten Mess- und Regelungssystems 

5.3 Drehwerkzeug mit geschlossenem Innenkühlsystem 

5.3.1 Strukturoptimierter Werkzeughalter für tiefkalte Kühlmedien 

Die Funktion einer geschlossenen Innenkühlung bei Klemmhaltern für Wendeschneidplatten 
ist bisher durch Änderungen am Standardwerkzeughalter oder aber durch eine angepasste 
Klemmung der Wendeschneidplatte herbeigeführt worden [CHU03, FEI13, FRO09, JEF72, 
KIM93, LIA11, REZ87, ROZ11, SHU13, UHL12b, ZHO02]. Für die Ursachen-Wirkungs-
analyse temperierter Werkzeugschneiden wurde ein Prototyp eines Drehwerks mit integrier-
tem, geschlossenen Innenkühlsystem entwickelt.  
 

Die Nutzung von tiefkalten Fluiden erforderte ein neues Werkzeughalterkonzept und  
-design. Die Wendeschneidplattengeometrie, das Drehwerkzeug mit Kühlkörper und das 
dafür notwendige Kühlmittelversorgungssystem wurden mit den Zielen möglichst hoher Re-
produzierbarkeit der Versuche und Reduktion von Störgrößen konzipiert. Ausgangspunkt für 
die Auslegung des Klemmhalters war, dass Wendeschneidplatten der Typen DC..0702 oder 
DN..0702 verwendet werden, da für diese Wendeschneidplattengeometrien hinreichend ge-
naue Daten zu den Energieverbräuchen bei der Herstellung vorhanden sind [KAR11b]. Eine 
weitere Restriktion war, dass der Klemmhalter für das Außen-Längs-Runddrehen und für das 
Quer-Plandrehen geeignet sein soll. Die Klemmhalterformen H und J eigen sich wegen ihres 
großen Werkzeugeinstellwinkels von κr > 90° dafür besonders. Unter Berücksichtigung der 
Anforderungen an die Bearbeitungsaufgaben und an die Wendeschneidplattengeometrie 
wurde als Referenz ein Klemmhalter des Typs SDJCL 2020K 07 bestimmt. Durch diesen ist 
die Position der Schneide zum Werkzeugeinstellpunkt definiert und für das geschlossen-
innengekühlte Drehwerkzeug übernommen worden. Die Schnittkräfte, die auf den Referenz-
klemmhalter SDJCL 2020K 07 einwirken, lassen sich aus dessen maximal zulässiger 
Schnitttiefe errechnen. Für rhombische Wendeschneidplatten der Grundformen DC..0702 
oder DN..0702 ergibt sich eine maximal zulässige Schnitttiefe von ap = 1,8 mm bei einem 
Vorschub von f = 0,25 mm. Nach Gleichung 2-2 ergibt sich bei der Zerspanung von 
Inconel 718 eine spezifische Schnittkraft von kc = 2200 N mm-2, was über den spezifischen 
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Schnittkräften von TiAl6V4 liegt, welche kc = 1400 N mm-2 sind [UHL05, UHL07]. Unter Be-
rücksichtigung eines Sicherheitsfaktors von 1,5 ergibt sich eine maximale Schnittkraft von 
Fc,max = Ff = 3,6 KN. Für die Vorschubkraft Ff wird ein Wert angenommen, welcher der 
Schnittkraft Fc entspricht. Für die Passivkraft wurde als Maximalbelastung die Hälfte der 
Schnittkraft angenommen. Diese beträgt dann Fp = 1,8 KN.  
 
Die Kühlung der Wendescheidplatte erfolgt indirekt durch einen Mikrokühlkörper (Bild 5-3). 
Dieser ist durch Schrauben mit dem Werkzeughalter verbunden. Der Mikrokühlkörper soll im 

Idealfall einen Wärmestrom von bis zu Q̇ = 50 W abführen. Auf Basis dieser Zielvorgabe sind 
die Kanalquerschnitte für die Zu- und Abfuhr des Stickstoffmassenstroms im Werkzeughalter 
ausgelegt worden. In den Zu- und Ableitungskanälen soll sich ein laminares Strömungsprofil 
ausbilden. Eine Reynoldszahl von Re < 1000 durfte bei maximalem Volumenstrom und 
Strömungsgeschwindigkeiten nicht überschritten werden [SPU10]. Die Kühlmittelzuleitung 
wurde durch drei Hohlzylindersegmente thermisch weitgehend vom Werkzeuggrundkörper 
entkoppelt, sodass die Kühlmittelleitung nur durch drei zwei Millimeter breite Stege mit dem 
Grundkörper verbunden ist. Dadurch soll die Erwärmung des Kühlmediums reduziert wer-
den, bevor es in den Mikrokühlkörper fließt. Da es technisch nicht möglich ist, die thermi-
schen Effekte des Kühlmediums vom Werkzeughalter zu entkoppeln, strömt das Kühlmedi-
um, nachdem der Mikrokühlkörper durchströmt wurde, in eine Kühl- und Verteilerkammer. 
Diese nutzt die restliche thermische Energie des Kühlmediums, um den Werkzeughalter zu 
kühlen. Zusätzlich wird so die Möglichkeit gegeben einen in die Verteilerkammer integrierten 
Auslass für eine zusätzliche Überflutungskühlung mit Stickstoff zu nutzen.  

 

Bild 5-3: Explosionsdarstellung des strukturoptimierten geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs 
mit Mikrokühlkörper und Wendeschneidplatte [UHL16] 

Mittels Computer Aided Optimization ist der Werkzeughalter konstruiert worden. Dabei wurde 
das Ziel verfolgt, möglichst wenig Material bei maximaler Steifigkeit einzusetzen. Die mecha-
nische Stabilität des geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugs muss dabei über einen 
Temperaturbereich von ϑk,ein = -210 °C für unterkühlten flüssigen Stickstoff bis 
ϑk,ein = 100 °C für siedendes Wasser sichergestellt werden. 
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Für die Fertigung von Standardklemmhaltern für die Drehbearbeitung werden Einsatz- und 
Kaltarbeitsstähle mit hohem Martensitanteil und Zugfestigkeiten Rm über 1200 N mm-2 ver-
wendet [DIN4984-12]. Beim unterbrochenen Schnitt treten hohe dynamische Wechselbelas-
tungen auf. Diese können zusammen mit der für martensitische Stähle typischen Tieftempe-
raturversprödung und reduzierter Kerbschlagfestigkeit zu katastrophalem Werkzeugversagen 
führen [CZI10, KRA84]. Wird bei geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeugen Wasser als 
Kühlmedium eingesetzt, besteht zudem die Herausforderung, dass Werkzeugstähle anfällig 
für Korrosion sind. Zusätzlich dazu siedeln sich Bakterien an den Kanalwänden an, welche 
zusammen mit dem sich ausbildenden Rost die Kanäle verkleinern [UHL12b]. Mit der Ein-
satzzeit setzen sich die Fluidkanäle immer weiter zu und die Kühlleistung nimmt ab. Austeni-
tische Edelstähle oder Titanlegierungen bieten eine Alternative, um die zuvor genannten 
technischen Schwierigkeiten zu umgehen (Bild 5-4). Im direkten Vergleich weisen austeni-
tisch rostfreie Edelstähle eine hohe Tieftemperaturfestigkeit, Korrosionsbeständigkeit, einen 
niedrigen Wärmeleitwert und damit geringen Wärme- bzw. Kälteverluste beim Durchströmen 
eines Kühlmediums durch den Werkzeughalter auf.  

 

Bild 5-4: Tieftemperaturabhängige a) Streckgrenze Re und b) Kerbschlagarbeit W für gebräuchliche 
Metalllegierungen [HIC62, KRA81, SCN13, SCW64, SIL07, INC74] 

Komplexe dreidimensionale Konturen mit geometrisch optimierten Kanälen sind durch kon-
ventionelle Fertigungsverfahren wirtschaftlich schwierig zu fertigen, insbesondere dann, 
wenn zusätzliche Fügeverfahren vermieden werden sollen. Darum wurde für die Herstellung 
des Funktionsprototypen das selektive Laserstrahlschmelzen eingesetzt. Durch diese Ferti-
gungstechnologie können die mittels Computer Aided Optimization erzeugten Werkzeugge-
ometrien mit integrierten Kanälen hergestellt werden. In Bild 5-5 ist der technische Prototyp 
zeichnerisch dargestellt. 
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Bild 5-5: Zeichnerische Darstellung des für kryogene Kühlmedien geeigneten strukturoptimierten 
Werkzeughalters: a) Isometrische Projektion, b) Untersicht, c) Seitenansicht von rechts und 
d) Vorderansicht 

5.3.2 Mikrokühlkörper 

Der Mikrokühlkörper besteht aus vier Einzelteilen: Kühlkörperunter und -oberteil, Spannplatte 
und Klemmfinger (Bild 5-3). Das Unterteil wird auf dem Werkzeughalter durch zwei Schrau-
ben auf der X- und Y-Ebene und mit einer Schraube in Z-Richtung fixiert. Das Oberteil wird 
formschlüssig auf das Unterteil gesetzt. Auf dem Oberteil wird die Spannplatte positioniert 
und durch zwei Schrauben kraft- und formschlüssig mit dem Unterteil verbunden. Die 
Spannplatte ist mit einem Gewinde versehen, womit der Klemmfinger durch eine Schraube 
auf dem Mikrokühlkörper fixiert wird. Die Wendeschneidplatte wird durch den Klemmfinger in 
die dafür vorgesehene Aussparung des Kühlkörperoberteils gepresst. Der Kühlkörper ist für 
rhombische Wendeschneidplatten der Grundformen DC..0702 mit einem Normalfreiwinkel 
von α = 7° ausgelegt. Der theoretische Innenkreisdurchmesser der Wendeschneidplatten 
beträgt dabei 6,35 mm. Durch eine Schräge am Klemmfinger und an der Spannplatte zieht 
der Klemmfinger die Wendeschneidplatte beim Festschrauben in den Plattensitz. Die auf die 
Wendeschneidplatte einwirkenden Zerspankräfte werden dann vom Mikrokühlkörper aufge-
nommen und an den Werkzeughalter übertragen. 
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Kühlkörperunter- und -oberteil sind aus einer Wolfram-Kupferlegierung mit 70 Gew.-% Wolf-
ramanteil gefertigt. Der Durchmesser der Wolframpartikel misst 10 µm. Diese Partikelgröße 
bietet einen guten Kompromiss aus mechanischer Festigkeit und thermischer Leitfähigkeit. 
Der Klemmfinger und die Spannplatte sind aus dem austenitischen Edelstahl  
X5CrNiMo17-12-2 bzw. 1.4404 gefertigt. Zwischen Werkzeughalter und Kühlkörperunterteil 
befindet sich eine Flächendichtung aus Polytetrafluoräthylen. Das Kühlmedium strömt durch 
einen runden Zulauf mit 2 mm Durchmesser und einem Strömungsquerschnitt von 3,14 mm² 
in das Unterteil. Dieser Durchmesser ermöglicht dem siedenden Stickstoff mit 
ϑk,ein = -196 °C bei einem Durchfluss von ṁN2 = 0,2 g s-1 eine laminare Strömung. Das 
Kühlmedium wird über ein Kanalsystem gleichmäßig über die gesamte Breite des Kühlkör-
peroberteils verteilt, sodass die Kühlrippen des Oberteils gleichmäßig angeströmt werden. 
Die von der Wendeschneidplatte aufgenommene Wärme wird vom Kühlkörper mittels Wär-
meleitung auf die Kühlrippen verteilt. Diese geben die aufgenommene Wärme an das vorbei-
strömende Kühlmedium ab und werden so gekühlt. 
 

Bei der erzwungenen Verdampfung von Stickstoff kann nach KUTATELADZE [KUT52] oder 
LYON ET AL. [LYO64] ein Wärmeübergangskoeffizient von αLN2 = 10 W cm-2 angenommen 
werden. Bei einer Wärmeübertragerfläche des Kühlkörperoberteils von AW = 550 mm2 lässt 
sich ein Wärmestrom von Q̇W,N2 = 55 W abführen. Wenn Wasser als Kühlmedium eingesetzt 
wird, sind Wärmeübergangskoeffizienten von αH2O = 5 W cm-2 realistisch [VDI06]. Mit einer 
Wasserkühlung ohne Phasenübergang ist es dann möglich einen Wärmestrom von mindes-
tens Q̇K,H2O = 27,5 W abzuführen. Die Kühlmedienauslässe am Kühlkörperoberteil sind mit 
seiner Querschnittsfläche AA = 22,3 mm2 so ausgelegt, dass gasförmiger Stickstoff (GN2) mit 
einer Temperatur von ϑk,aus = -196 °C und einem Massenstrom von ṁN2 = 1 g s-1 eine maxi-
male Strömungsgeschwindigkeit von 20 m s-1 erreicht.  

5.3.3 Zerspanwerkzeug 

HARTUNG UND KRAMER [HAR82], NARUTAKI ET AL. [NAR83], sowie DEARNLEY UND GREARSON 
[DEA86] haben mit unterschiedlichen Hartmetallsorten den Werkstoff TiAl6V4 zerspant. Ihre 
Untersuchungen gezeigten, dass Hartmetalle aus Wolframkarbid mit Kobaltbinder die höchs-
ten Werkzeugstandzeiten erreichen. Bei einem Kobaltanteil von sechs Gewichtsprozenten 
wurde der beste Kompromiss aus Werkzeughärte und Widerstand gegen Diffusionsver-
schleiß erzielt. Dieser Effekt wurde auch bei der Variation der Wolframkarbidkorngröße bei 
gleichbleibendem Binderanteil beobachtet. Kleinere Korngrößen steigern zwar die Warmhär-
te [LEE83], werden aber leichter vom darauf abgleitenden Span mitgerissen. Zur Untersu-
chung dieser Effekte sind drei Hartmetallsorten der FA. CERATIZIT S.A., Reutte, Österreich, 
als Schneidstoffe untersucht worden. Als Referenzsubstrat wurde ein Hartmetall aus 
ultrafeinstkörnigen Wolframkarbidpartikeln mit acht Gewichtsprozenten Kobaltbinder be-
stimmt, das HM-K20UF. Weiterhin sind zwei Feinstkornhartmetalle auf Wolframkarbidbasis 
mit sechs Prozent Kobaltbinder, das HM-K06F, und neun Prozent Kobaltbinder, das  
HM-K20F, erprobt worden. Aus diesen Hartmetallsorten wurden Wendeschneidplatten der 
Form DCGA07.. hergestellt. Die Wendeschneidplattendicke liegt bei Platten der Geometrie 
DCGA07.. typischerweise bei S02 = 2,38 mm. Für die Untersuchung der Kühlwirkung des 
geschlossenen Innenkühlsystems bei kleineren Plattendicken bot es sich an, diese zu redu-
zieren [UHL12b, UHL13a, WAR16]. Dafür ist die Wendeschneidplattendicke S02 um den 
Faktor 2/3 auf S01 = 1,59 mm und um den Faktor 4/9 auf ST0 = 1,06 mm verringert worden 
[DIN1832].  
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Die Plattendickenvariation ist an der Referenzsorte HM-K20UF durchgeführt worden. Die 
Sorten HM-K06F und HM-K20F stehen in der Plattendicke von ST0 = 1,06 mm als 
DCGA07T0 zur Verfügung. 
 
Das Referenzsubstrat HM-K20UF ist mit unterschiedlichen Beschichtungen versehen wor-
den, um die Reibung und damit die Zerspantemperaturen zu senken. Für die Zerspanung 
von Werkstoffen, die Diffusionsverschleiß hervorrufen sind Nanokomposit-Mehrlagen-
beschichtungen besonders geeignet [BOU12, SET08, UHL13b]. MINTON ET AL. [MIN13] 
konnte zudem zeigen, dass bei der Zerspanung von TiAl6V4 diamantbeschichtete Wende-
schneidplatten die Zerspantemperaturen senken und so höhere Werkzeugstandzeiten er-
reicht werden können. Zur Untersuchung des Einflusses von Beschichtungen auf die Werk-
zeugstandzeit und Gesamtenergiebilanz sind Werkzeuge mittels physischer Gasphasenab-
scheidung (PVD) und chemischer Gasphasenabscheidung (CVD) beschichtet worden. Das 
Referenzhartmetallsubstrat ist mit zwei PVD-Mehrlagenschichtsystemen versehen worden. 
Das erste ist dreilagig und setzt sich aus einer CrN-, einer AlTiCrN- und einer  

nc-AlCrN/a-Si3N4-Schicht zusammen. Das zweite Schichtsystem ist vierlagig und besteht 
aus einer TiN-, AlTiN- und nc-AlTiN/a-Si3N4-Schicht mit einer AlCrON-Schicht als Decklage. 
Das HM-K06F und das HM-K20UF sind zudem mit einer nanokristallinen Diamantschicht 
beschichtet worden, die mittels CVD erzeugt wurde. Dabei dient das HM-K06F als Ver-
gleichsbasis für die Schichthaftung und -härte, da dieses Substrat den Stand der Technik für 
diamantbeschichtete Werkzeuge aus Hartmetall darstellt [BRÜ03, KÖG09, HÜN10, SAM15]. 
In Tabelle 5-1 sind die getesteten Werkzeugvariationen zusammengefasst. 

Tabelle 5-1: Übersicht der verwendeten Werkzeugspezifikationen und  
Hartmetall-Beschichtungskombinationen 

Hartmetall-
sorte 

Beschichtung 

unbeschichtet 

PVD-Prozess:  
TiN-, AlTiN-,  
nc-AlTiN/a-Si3N4- 
und AlCrON-
Schicht 

PVD-Prozess: 
CrN-,  
AlTiCrN- und  
Nc-AlCrN/a-
Si3N4- Schicht 

CVD-Prozess: 
nanokristalliner 
Diamant 

HM-K06F - - - DCGA07T0XD 

HM-K20UF 
DCGA07T0XD 
DCGA0701XD 
DCGA0702XD 

DCGA07T0XD DCGA07T0XD DCGA07T0XD 

HM-K20F DCGA07T0XD - - - 
 

Die unterschiedlichen Plattendicken von ST0 =1,06 mm, S01 = 1,56 mm und S02 = 2,38 mm 
führen zu voneinander abweichenden Plattensitzgeometrien des Mikrokühlkörpers. Zur Ver-
einheitlichung der Auskraglängen und zur Homogenisierung der Kühlleistung, was einen 
Vergleich der Kühlleistung bei unterschiedlichen Plattendicken ermöglicht, wurden drei Kühl-
körperoberteile gefertigt, welche die Abstände zu den Wärmeübertragerflächen und die Posi-
tion zum Kühlkörperunterteil wahren. Die Schneideckenposition ist dennoch nicht für alle 
Plattendicken gleich, da sich diese in ihrer Höhe unterscheiden. Beim Einrichten des Werk-
zeugs in der Drehmaschine wurde dieser Sachverhalt berücksichtigt.  
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6 Außen-Längs-Runddrehen 
mit verschiedenen Kühlkonzepten 

6.1 Charakterisierung der Zerspanwerkzeuge 

6.1.1 Physikalische und mechanische Eigenschaften 

Die bei den Zerspanversuchen eingesetzten Wendeschneidplatten sind hinsichtlich ihrer 
physikalischen und mechanischen Eigenschaften untersucht worden. Neben der Plattendi-
cke und dem Schneideckenradius wurden die verwendeten Schneidstoffe und Beschichtun-
gen charakterisiert. Die Ergebnisse sind in Tabelle 6-2 zusammengefasst. 

Werkzeugmakrogeometrie und -mikrogeometrie 

Bei den unbeschichteten Wendeschneidplatten wurde ein Schneideckenradius rε von 
0,391 mm bis 0,399 mm gemessen. Die beschichteten Werkzeuge weisen einen Radius von 
0,396 mm bis 0,416 mm auf. Bei den mit nanokristallinem Diamant beschichteten Werkzeu-
gen wurden die größten Radien gemessen. Die Schneidkantenrundungen rβ der Werkzeug-
schneiden sind in Bild 6-1 gegenübergestellt.  

 

Bild 6-1: Mittlere Schneidkantenrundung rβ der verwendeten Wendeschneidplattentypen mit 
gemessenen Minimal- und Maximalwerten 

 

Diese wurden vom Hersteller mit einer Bürst-Poliermaschine der Fa. RENÉ GERBER AG, 
Lyss, Schweiz, erzeugt. Die Platten mit einer Stärke von S02 = 2,38 mm weisen mit 
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Messverfahren: Messgerät:
Streifenprojektion GFMESSTECHNIK MikroCADpico

mit Messsoftware OSCAD 6.2
Messobjekte:
Wendeschneidplatten der  Typen Messgröße:
ST0 = 1,06 mm, DCGA07T0XD Schneidkantenrundung rβ

S01 = 1,59 mm, DCGA0701XD
S02 = 2,38 mm, DCGA0702XD

Sorte K20UF K20F K20UF K20UF K06F K20UF K20UF K20UF

Dicke 2,38 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,59 mm 1,06 mm

Schicht - -
ncAlCrN/
a-Si3N4

-
CVD-

Diamant
CVD-

Diamant
- AlCrON

rβ 8,5 13,8 14,4 14,9 20,0 20,5 29,4 30,3

Min. 6,0 12,5 10,0 13,0 19,0 19,0 26,0 29,0

Max. 9,5 16,5 20,0 16,5 21,5 22,0 31 33,5
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rஒ = 8,5 ± 1,3 µm die kleinste und die Platten mit S01 = 1,59 mm mit rஒ = 29,4 ± 2,1 µm die 
größte Schneidkantenrundung auf. Die dünnsten Wendeschneidplatten der Hartmetallsorten 
HM-K20F und HM-K20UF haben im Mittel eine Verrundung von rஒ = 13,8 ± 1,4 µm bzw. 
rஒ = 14,9 ± 1,1 µm.  
 
Bei den beschichteten Werkzeugen hat sich die Schneidkantenrundung vergrößert, wobei 
die zwei Werkzeugspezifikationen mit nanokristalliner CVD-Diamantschicht trotz verschiede-
ner Schneidstoffe Schneidkantenrundungen von r𝛃 = 20,0 ± 0,8 µm und r𝛃 = 20,5 ± 1,1 µm 

aufweisen. Die mit dem dreilagigen PVD-Nanokomposit-Hartstoffschicht-System CrN,  

AlTiCrN und nc-AlCrN/a-Si3N4 beschichteten Werkzeuge haben eine Rundung von 

r𝛃 = 14,4 ± 3,4 µm. Bei den Werkzeugen mit vierlagiger PVD-Nanokomposit-Hartstoff-

beschichtung TiN, AlTiN, nc-AlTiN/a-Si3N4 und AlCrON wurde eine Schneidkantenrundung 

von r𝛃 = 30,3 ± 1,7 µm gemessen. Das dreilagige PVD-Hartstoffsystem weist trotz kleinster 

Schichtdicke mit 3,4 µm eine im Vergleich zu den anderen Beschichtungen überdurchschnitt-
lich große Standardabweichung der Schneidkantenverrundung auf. Der Grund dafür ist, dass 
beim Stärkeschleifen wegen der hohen Substratsprödigkeit Schneidkantenteile ausgebro-
chen sind und der nachgeschaltete Bürstprozess diese Formabweichung nicht vollständig 
ausgleichen konnte.  

Oberflächentopologie 

Zum besseren Verständnis der Oberflächentopologie, insbesondere der Spanfläche, wurde 
die Oberflächenbeschaffenheit der Werkzeuge bestimmt (Bild 6-2). Alle Wendeschneidplat-
ten wurden vom Hersteller geläppt. Es fällt auf, dass bei den unbeschichteten Wende-
schneidplatten der Rz-Wert mit der Plattenstärke korreliert. Dieser beträgt etwa ein Tau-
sendstel der Plattendicke. Wendeschneidplatten mit einer Stärke von S02 = 2,38 mm weisen 
einen Rz-Wert von 2,75 µm auf, wohingegen bei den dünnsten Wendeschneidplatten mit 
ST0 = 1,06 mm ein Rz von 0,92 µm bis 1,26 µm gemessen wurde. Bei den Werkzeugen mit 
mittlerer Plattenstärke S01 = 1,59 mm liegt der Rz-Wert bei 1,55 µm. Bedingt durch den Fer-
tigungsprozess korreliert der arithmetische Mittelwert der Profilordinaten Ra mit der gemittel-
ten Rautiefe Rz. Ra ist dabei etwa ein Achtel von Rz. Bei den unbeschichteten Werkzeugen 
fällt weiterhin auf, dass bei der Plattendicke von S01 = 1,59 mm die mittlere Rillenbreite der 
Profilelemente RSm mit 79,6 µm mehr als doppelt und die normierte Spitzenzahl RPc mit 25 
Spitzen pro zehn Millimeter nur halb so groß ist wie bei den dünnen und dicken Platten. Die 
Rauheit der beschichteten Wendeschneidplatten hat trotz der niedrigen Substratrauheit zu-
genommen. Elektronenmikroskopische Analysen der PVD- und CVD-Beschichtungen zeig-
ten, dass sich linsenförmige Ablagerungen auf der Oberfläche, sogenannte Droplets, gebil-
det haben. Das Wachstum von Poren und Hohlräumen in der Schicht wurde durch diese 
begünstigt [DUC03, PAN10].  
 
Im Vergleich zu den unbeschichteten Wendeschneidplatten weisen die mit der PVD-
Hartstoffschicht versehenen Werkzeuge doppelt so große Werte für Ra, Rmax und Rz auf. 
Bei den CVD-beschichteten Wendeschneidplatten hat sich die Oberflächenbeschaffenheit 
des Schneidstoffs durch die chemische Vorbehandlung verschlechtert. Dort sind beim ultra-
feistkörnigen Substrat die Ra- und Rz-Werte um den Faktor fünf und beim feinstkörnigen 
Standardsubstrat um den Faktor sieben höher.  
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Unabhängig von Wendeschneidplattengeometrie und Oberflächengüte sind die erzeugten 
Diamantoberflächen denen von GRAMS [GRA04], KOTT [KOT07] und KÖNIG [KÖG09] sehr 
ähnlich. 

 

Bild 6-2: Messergebnisse von Rauheitsmessungen an den eingesetzten Wendeschneidplatten nach 
DIN EN ISO 3274 und DIN EN ISO 4288 
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Messverfahren: Messobjekte:
Tastschnittverfahren nach Wendeschneidplatten der  Typen
DIN EN ISO 3274 und DIN EN ISO 4288 ST0 = 1,06 mm, DCGA07T0XD

S01 = 1,59 mm, DCGA0701XD
Messgerät: S02 = 2,38 mm, DCGA0702XD
Mobiles Rauheitsmessgerät
JENOPTIK HOMMEL Etamic W5 Parameter:

Filter gemäß ISO 11562
Messgrößen: lt = 4,8 mm

Größte Höhendifferenz des Profils Rz vt = 0,5 mm s-1

Maximale Rautiefe Rmax lc = 0,8 mm
Arithmetischer Mittelwert der Profilordinaten Ra rtip = 2,0 µm
Normierte Spitzenzahl RPc
Mittlere Rillenbreite der Profilelemente RSm
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Schichtdicke 

Die mittels Kalottenschliff gemäß DIN EN 1071-2 [DIN1071-2] bestimmten Schichtdicken Ss 
sind in Bild 6-3 dargestellt. Die dreilagige PVD-Nanokomposit-Hartstoffbeschichtung beste-
hend aus einer CrN-, einer AlTiCrN- und einer nc-AlCrN/a-Si3N4-Schicht ist mit 
SS = 2,82 ± 0,73 µm die dünnste Beschichtung. Die beiden CVD-Diamantdünnschichten mit 
8,19 ± 0,76 µm bzw. SS = 8,49 ± 0,59 µm weisen die dreifache Dicke auf. Die PVD-
Nanokomposit-Hartstoffschicht mit dem Schichtaufbau TiN, AlTiN, nc-AlTiN/a-Si3N4, AlCrON 
liegt mit Schichtdicken von SS = 4,59 ± 0,24 µm dazwischen. Alle Hartstoffschichten befinden 
sich im unteren Bereich der von den Herstellern vorgegebenen Schichtdickenbereiche.  

 

Bild 6-3: Mittlere Schichtdicken SS mit Standardabweichung der eingesetzten Hartstoffschichten mit 
von-bis-Angaben der Beschichtungshersteller 

Härte und Bruchzähigkeit 

Zur Bestimmung der Mikrohärte von Substrat- und Hartstoffschicht sind Mikrohärteprüfungen 
mit einer Prüflast von 500 mN gemäß DIN EN ISO 4516 [DIN4516] durchgeführt worden. Die 
Messwerte für die unbeschichteten Wendeschneidplatten sind in Bild 6-4 und die Messwerte 
für die mittels PVD- und CVD-Verfahren beschichteten Werkzeuge in Bild 6-5 dargestellt. Bei 
den unbeschichteten Hartmetallen liegen die mit kleiner Prüflast bestimmten Vickershärten 
über den Herstellerangaben, welche nach DIN ISO 3878 [ISO3878] bestimmt werden.  
 
JIA ET AL. [JIA98] hat Härtemessungen mit unterschiedlichen Prüflasten bei verschiedenen 
Hartmetallen auf Wolframkarbidbasis mit Kobaltbinder durchgeführt. Dabei wurde festge-
stellt, dass mit abnehmenden Kobaltbindergehalten und kleineren Korngröße die Härte an-
steigt. 
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Messverfahren:
Kalottenschleifverfahren nach DIN EN 1071-2

Messgerät:
Eigenbau-Kalottenschleifgerät
und  Lichtmikroskop OLYMPUS BX51 M
DA = 30 mm

Messobjekte:
Beschichtete Wendeschneidplatten
des  Typs DCGA07T0XD

Parameter:
Gemessene Schichtdicken Ss

Von-bis-Angaben der Beschichtungshersteller
Schleifmittelsuspension aus
Ethanol mit 3 µm Diamantkorn,
4 Tropfen pro Minute für
ncAlCrN/a-Si3N4 und AlCrON
tPr = 60 s
nK = 900 min-1

,

Schleifmittelsuspension aus
Wasser mit 6 μm Diamantkorn mit
4 Tropfen pro min für
CVD-n-Diamant
tPr = 600 s
nK = 1.480 min-1

Sorte K20UF K20UF K06F K20UF

Dicke 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm

Schicht
ncAlCrN/
a-Si3N4

AlCrON
CVD-

Diamant
CVD-

Diamant

Ss 2,82 4,59 8,19 8,49

σS 0,73 0,24 0,76 0,59

Ss,min 1,57 4,24 7,21 7,64

Ss,max 4,06 5,05 9,22 9,04
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Bild 6-4: Vickershärte der unbeschichteten Werkzeuge nach DIN EN ISO 4516 

Durch die Variation der Prüfkräfte konnte zudem gezeigt werden, dass die gemessene 
Vickershärte mit kleiner werdenden Prüfkräften zunimmt. Die Härte von Hartmetallen mit 
Wolframkarbidkörnern im Nanometerbereich und Prüflasten kleiner einem Newton näherten 
sich mit sinkender Prüflast der Härte von Wolframkarbidkristallen mit einer Härte von 
2350 ± 50 HV an [FRI97]. Auffällig bei den in Bild 6-4 dargestellten Messwerten ist, dass der 

arithmetische Mittelwert der Vickershärte HVതതതത bzw. die Standardabweichung stark von der 
Oberflächenbeschaffenheit des Messobjekts abhängt. Die Messobjekte der Hartmetallspezi-
fikation HM-K20UF bei unterschiedlichen Plattendicken unterscheiden sich nicht in ihrer Här-
te sondern in ihrer Rauheit, da beide Wendeschneidplattenspezifikationen aus den gleichen 
Hartmetallrohlingen gefertigt wurden. Das zeigt sich auch in der Streuung der Messwerte: 
Diese sinkt mit abnehmender Rauheit. Der Grund dafür ist, dass durch die geringe Prüfkraft 
die Eindrucktiefe in das Messobjekt abnimmt. Die Seitenflächen des Vickers-Eindringkörpers 
werden punktuell durch Rauheitsspitzen abgestützt, sodass ein Teil der Prüfkraft durch die 
Rauheitsspitzen abgefangen wird und nicht die ganze Prüfkraft zur Erzeugung des Härteein-
drucks vorhanden ist. Bei den beschichteten Wendeschneidplatten tritt der Zusammenhang 
zwischen gemessener Härte und der Oberflächenbeschaffenheit besonders deutlich hervor. 
Dort korreliert die Standardabweichung der gemittelten Schichthärte mit dem arithmetischen 
Mittelwert der Profilordinaten Ra bzw. der gemittelten Rautiefe Rz. Um den Einfluss der 
Rauheitsspitzen zu umgehen, lassen sich die Schichthärten an Schichtquerschliffen bestim-
men [DIN4516]. 
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Messverfahren:
Bestimmung der Mikrohärte durch die instrument-
ierte Eindringprüfung nach DIN EN ISO 4516

Messgerät:
HELMUT FISCHER Fischerscope H100C
mit Messsoftware WINHCU

Messobjekte:
K20UFWC/Co 91/8 Gew.-% Ultrafeinstkorn,
ST0 = 1,06 mm
K20UFWC/Co 91/8 Gew.-% Ultrafeinstkorn,
S01 = 1,59 mm
K20UFWC/Co 91/8 Gew.-% Ultrafeinstkorn,
S02 = 2,38 mm
K20FWC/Co 90/9 Gew.-%  Feinstkorn,
ST0 = 1,06 mm

Parameter:
FPr = 500 mN
tpr = 20 s
Z = 25

Sorte K20F K20UF K20UF K20UF

Dicke 1,06 mm 1,06 mm 1,59 mm 2,38 mm

HV 1910 2310 2028 1730

σS 542 407 488 796

Ra 0,16 0,10 0,19 0,29

Messwerte Z
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Bild 6-5: Mikrohärte der beschichteten Werkzeuge nach DIN EN ISO 4516 

Die nanokristalline CVD-Diamantschicht auf dem HM-K06F weist bei einer Prüfkraft von 
FPr = 0,5 N und einer Prüfdauer von tPr = 20 s eine Mikrohärte von 4968 ± 2713 HV auf. 

Beim HM-K20UF ist die Mikrohärte mit 8022 ± 2188 HV bei einer Prüfkraft von FPr = 0,5 N 

und einer Prüfdauer von tPr = 20 s höher. Die vierlagige PVD-Nanokompositbeschichtung mit 

AlCrOn-Decklage bei einer Prüfkraft von FPr = 0,5 N und einer Prüfdauer von tPr = 20 s hat 

eine Mikrohärte von 1270 ± 836 HV und die Dreifachbeschichtung mit nc-AlCrN/a-Si3N4-

Decklage bei einer Prüfkraft von FPr = 0,5 N und einer Prüfdauer von tPr = 20 s eine mittlere 

Mikrohärte von 1270 ± 836 HV. Bei den TiN-, AlTiN-, nc-AlTiN/a-Si3N4- und AlCrON-

Schichten sind bei einer Prüfkraft von FPr = 0,5 N und einer Prüfdauer von tPr = 20 s Härten 

von bis zu 3001 HV gemessen worden, bei den CrN-, AlTiCrN- und nc-AlCrN/a-Si3N4-

Schichten erreichten die positiven Ausreißer bei einer Prüfkraft von FPr = 0,5 N und einer 

Prüfdauer von tPr = 20 s Mikrohärtewerte von 3748 HV, was gut mit den Literaturwerten der 
Nanoindentation übereinstimmt [UHL13b, LIZ13]. 
 

Für die unbeschichteten Wendeschneidplatten der Hartmetallsorte HM-K20UF sind auch die 
Makrohärte und durch die Auswertung der dabei entstandenen Palmqvist-Risse die Bruch-
zähigkeit KIC berechnet worden (Tabelle 6-1). Die Messwerte korrelieren bei der Makrohär-
temessung nicht mit der Oberflächenrauheit. Bei Raumtemperatur weist diese Hartmetallsor-
te bei einer Prüfkraft von FPr = 294,2 N und einer Prüfdauer von tPr = 30 s einen Makrohär-
tewert von 1913 ± 62 HV auf. Durch das Abkühlen der Proben durch siedenden Stickstoff auf 
-196 °C und ein gleichzeitiges Erzeugen von Vickershärteeindrücken wurde die Hartmetall-
härte bei -196 °C bestimmt. Tiefkalte Hartmetalle weisen bei -196 °C eine relative Härtestei-
gerung um etwa 10 % auf. Die ermittelten Palmqvist-Risse an den Vickershärteeindrücken 
sind bei tiefen Substrattemperaturen im Vergleich zu den erzeugten Palmqvist-Rissen bei 
Raumtemperatur länger. Die Härtesteigerung übertrifft die Versprödung des Materials, so-
dass rechnerisch eine Verbesserung der Bruchzähigkeit eintritt.  
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Messverfahren:
Bestimmung der Mikrohärte durch die instrument-
ierte Eindringprüfung nach DIN EN ISO 4516

Messgerät:
HELMUT FISCHER Fischerscope H100C
mit Messsoftware WINHCU

Messobjekte:
K20UF, WC/Co 90/9 Gew.-%, Ultrafeinstkorn,
TiN-, AlTiN-, ncAlTiN/a-Si3N4- und AlCrON-Schicht
K20UF, WC/Co 91/8 Gew.-%, Ultrafeinstkorn,
CrN-, AlTiCrN- und ncAlCrN/a-Si3N4-Schicht
K20UF, WC/Co 91/8 Gew.-%, Ultrafeinstkorn,
Nanokristalline Diamantschicht,
K06F, WC/Co 92/6 Gew.-%, Feinstkorn,
Nanokristalline Diamantschicht

Parameter:
FPr = 500 mN
tpr = 20 s
Z = 25 (PVD)
Z = 18 (CVD)

Sorte K20UF K20UF K20UF K06F

Dicke 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm

Schicht
ncAlCrN/
a-Si3N4

AlCrON
CVD-

Diamant
CVD-

Diamant

HV 1592 1270 8022 4968

σS 706 836 2188 2713

Ra 0,25 0,31 0,62 0,95

Messwerte Z
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Tabelle 6-1: Vickers-Makrohärte bei einer Prüfkraft von FPr = 294,2 N und einer Prüfdauer von 
tPr = 20 s, Bruchzähigkeit von HM-K20UF bei unterschiedlichen Prüftemperaturen 

Eigenschaften Substrathärte HV30 Bruchzähigkeit KIC 

Prüftemperatur 20 °C -196 °C 20 °C -196 °C 

SI-Einheit - - MN m1,5 MN m1,5 

Messwerte 1913 ± 62 2121 ± 87 7,2 ± 0,1 8,2 ± 0,4 

Bei den unbeschichteten Hartmetallen zeigt sich, dass das kurzzeitige Abschrecken in Stick-
stoff die Substratfestigkeit und die Ausbildung von Rissen nicht begünstigt, was mit den  
Ergebnissen von JIANG ET AL. [JIG14], ÖZBEK ET AL. [ÖZB16], SEAH ET AL. [SEA03] sowie 
YONG UND DING [YON11] übereinstimmt. Das sich ausbildende Rissnetzwerk ähnelt dem 
eines Vickershärteeindrucks und hängt stark von der Bruchzähigkeit des Hartmetallsubstrats 
ab. Das feinstkörnige HM-K20F mit einer Bruchzähigkeit von KIC = 9,9 MN mm-3/2 weist auf-
grund der vergleichsweise großen Korngröße und dem hohen Kobaltgehalt von neun Pro-
zent die höchste Zähigkeit und das kleinste Rissnetzwerk auf (Bild 6-6). Das ebenfalls feinst-
körnige HM-K06F mit sechs Prozent Kobaltbinder und das ultrafeinstkörnige HM-K20UF mit 
acht Prozent Kobaltbinder haben eine geringere Bruchzähigkeit als das HM-K20F, da der 
Binderanteil niedriger ist. Bei Raumtemperatur beträgt die Bruchzähigkeit des HM-K06F etwa 
KIC = 8,0 MN mm-3/2. Beim HM-K20UF liegt diese dann nur noch bei KIC = 7,2 MN mm-3/2, 
was auf die kleinere freie Binderlänge zurückzuführen ist, welche den Widerstand gegen 
Rissausbreitung herabsetzt [CHE76].  
 
Von Hartmetallen aus Wolframkarbid mit Kobaltbinderphase ist bekannt, dass diese durch 
Abkühlen und Halten auf -196 °C zur Bildung einer Eta-Phase neigen [JIG14, ÖZB16, SE-
A03, YON11]. Kobalt weist bei Temperaturen über 420 °C eine kubisch-flächenzentrierte und 
unterhalb dieser Temperatur eine Kristallstruktur mit hexagonal dichtester Packung auf 
[CHR51, TOL01, YON11]. Bei Hartmetallen mit Kobaltbinder findet normalerweise keine Bil-
dung eines martensitischen Kolbaltgefüges statt, da die Martensitbildung durch die im auste-
nitischen Kobalt gelösten Kohlenstoff- und Wolframatome blockiert ist. Zudem herrschen im 
Kobaltbinder durch das Abkühlen des Hartmetalls von Sintertemperatur auf Raumtemperatur 
Zugeigenspannungen. Offensichtlich findet beim Abkühlen auf -196 °C eine partielle Marten-
sitbildung des Kobalts statt, welche durch einen spannungsinduzierten Umklappvorgang er-
klärt werden kann [VAS85, YON11]. Durch den Verformungsvorgang findet dann eine Aus-
scheidung von Kohlenstoff und Wolfram statt, welche zusätzlich zur harten martensitischen 
Kobaltphase die sprödharte Eta-Phase bildet. Diese führt letztlich zu einem unausgegliche-
nen Kohlenstoffgehalt in der Binderphase und zu einer Schwächung des Hartmetalls 
[EXN79, SCR88]. Bei Hartmetallen mit ausgeglichenem Kohlenstoffanteil im Kobaltbinder 
sollte daher eine Abkühlung möglichst vermieden werden, da es dann zur unerwünschten 
Eta-Phasenbildung kommt. 
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Bild 6-6: Rockwelleindrücke bei einer Prüfkraft von FPr = 490,5 N auf HM-K06F, HC-K06F und HM-
K20F mit und ohne Tieftemperaturbehandlung, Risse sind durch weiße Linien und Schicht-
delaminationen durch schwarze Pfeile markiert 

Schichthaftung 

Durch einen Ritztest ist die Schichthaftung bzw. das Adhäsionsvermögen zwischen Substrat 
und Hartstoffschichten quantifiziert worden. Bei den diamantbeschichteten Wendeschneid-
platten kam es bereits bei Normalkräften von FN = 35 N und FN = 45 N zur Delamination und 
Abplatzung der Schicht, wobei das diamantbeschichtete Hartmetallsubstrat mit niedrigerem 
Kobalt-Binderanteil und großer Korngröße größeren Wiederstand gegen Delamination bot. 
Bei den mehrlagigen PVD-Nanokompositbeschichtungen war die Adhäsionsneigung höher.  
 
 



6 Außen-Längs-Runddrehen mit verschiedenen Kühlkonzepten 

47 

Die SS = 4,59 ± 0,24 µm dicke PVD-Beschichtung mit dem Schichtaufbau TiN, AlTiN,  
nc-AlTiN/a-Si3N4 und AlCrON wies bei einer Normalkraft von FN = 60 N erste Risse und bei 
FN = 150 N großflächige Abplatzungen auf. Das CrN-, AlTiCrN- und nc-AlCrN/a-Si3N4-
Schichtsystem mit nur SS = 2,82 ± 0,73 µm Schichtdicke zeigte erst bei einer Normalkraft 
von FN = 70 N Risswachstum und bei FN = 160 N ein Totalversagen der Schicht durch Ab-
platzen (Bild 6-7).  

 

Bild 6-7: Rissbildung und Delamination der eingesetzten beschichteten Werkzeuge bestimmt unter 
Verwendung des nach DIN EN 1071-3 genormten Ritztests 

Die kurzzeitige Wirkung kryogener Temperaturen auf das Hartmetall und auf die Schichthaf-
tung wurde durch Rockwellhärteeindrücke gemäß VDI 3198 qualifiziert [VDI3198]. Dafür sind 
auf fabrikneuen Wendeschneidplatten mit einem Makrohärteprüfer Rockwelleindrücke mit 

einer Prüfkraft von FPR = 490,5 N über eine Prüfdauer von tPr = 30 s erzeugt worden. Das 
erzeugte Rissnetz wurde dann mittels REM untersucht. Die gleichen Wendeschneidplatten 
sind nach der Vermessung der erzeugten Rissnetzwerke für eine Minute in siedenden Stick-
stoff getaucht worden. Anschließend wurden auf diesen Wendeschneidplatten nach der Er-
wärmung auf Raumtemperatur neue Rockwellhärteeindrücke erzeugt. Die neuen Abdrücke 
wurden ebenfalls mit dem REM dokumentiert und mit den bei Raumtemperatur erzeugten 
Rissnetzwerken verglichen.  
 
In Bild 6-6 und Bild 6-8 sind die Rissnetzwerke von HM-K06F, HM-K20F und HM-K20UF mit 
PVD- und CVD-Beschichtung dargestellt. Die Rissnetzwerke der PVD-Dünnschichtsysteme 
ohne Tieftemperaturbehandlung ähneln dem des HM-K20UF und weisen keine Delamination 
auf (Bild 6-8). Das ist ein Indiz für sehr gute Schichthaftung, da sich die im Substrat ausge-
bildeten Risse in der Beschichtung fortsetzen. Durch die Tieftemperaturbehandlung der 
PVD-Schichtsysteme vergrößert sich das Rissnetzwerk im Vergleich zu denen ohne Tief-

temperatureinfluss. Bei der TiN-, AlTiN-, nc-AlTiN/a-Si3N4-, AlCrON-Beschichtung tritt 
Schichtdelamination auf. GILL ET AL. [GIL11] konnte mit Rockwellhärteprüfungen auf tieftem-
peraturbehandelten HC-P25 Werkzeugen mit TiAlN-Beschichtungen ebenfalls eine Delami-
nation der Beschichtung beobachten. Das Abplatzen der Hartstoffschicht durch kurzzeitiges 
Abkühlen auf -196 °C ist unabhängig vom Beschichtungsverfahren und der Schicht-Substrat-

Kombination. Durch das Abkühlen der Werkzeuge mit LN2 auf -196 °C hat sich durchweg die 
Schichthaftung verschlechtert (Bild 6-6 und Bild 6-8). Die Schichtdelamination wird mit hoher 

Messverfahren:
Bestimmung der Schichthaftung
mittels Ritztest nach DIN EN 1071-3

Messgerät:
CSEM Scratch-Tester mit Rockwell-C
Prüfkörper und Lichtmikroskop OLYMPUS BX51 M

Messobjekte:
Wendeschneidplatten
des Typs DCGA07T0XD

Messgrößen:
FPr < 200 N
dFPr dx-1 = 10 N mm-1
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Abplatzung/Delamination LC3
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Dicke 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm 1,06 mm
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CVD-

Diamant
CVD-

Diamant
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a-Si3N4
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Wahrscheinlichkeit durch thermische Eigenspannungen im Übergang zwischen Substrat und 
Hartstoffbeschichtung ausgelöst. Diese werden durch das komplexe Zusammenspiel intrinsi-
scher Eigenspannungen im Schichtverbundsystem verstärkt oder aber abgeschwächt 
[BOB08, KLA09]. KLEIN [KLE05] sowie DENKENA UND BREIDENSTEIN [DEN08, BRE13] haben 
gezeigt, dass zwischen der PVD-Beschichtung und dem Hartmetallsubstrat die größten 
Spannungsgradienten vorhanden sind. 
 
Besonders auffällig sind die Delaminationen und das Abplatzungen der CVD-
Diamantschichten. Beim CVD-Verfahren werden Diamantschichten zwischen 800 °C und 
1000 °C auf dem Substrat abgeschieden. Die hohen Prozesstemperaturen erzeugen bei 
Raumtemperatur neben den intrinsischen Eigenspannungen hohe thermische Spannungs-
gradienten, welche auf die unterschiedlichen Ausdehnungskoeffizienten α‘ und die hohe 
Temperaturdifferenz zurückzuführen sind [KOT07]. Zur Abscheidung von CVD-
Diamantschichten wird das bei der Beschichtung katalytisch wirkende Kobalt aus der Rand-
zone des Hartmetalls geätzt (Bild 6-22). Das führt zu einer kobaltbinderverarmten Randzone 
und damit zu einem mechanisch stark geschwächten Substrat [DAW43, MAR99]. Für Hart-
metalle aus Wolframkarbid mit mehr als zehn Prozent Kobaltbinder zeigten DAWIHL UND 

HINNÜBER [DAW43], dass diese ihre Festigkeit verlieren, wenn der Binder durch Ätzen ent-
fernt wird und nur noch ein Wolframkarbidgerüst vorhanden ist. Das deckt sich auch mit der 
Erkenntnis, dass Diamantschichten nicht auf Hartmetallen mit Kobaltbinderanteilen über 
zehn Prozent haften [KOT07, SAM15]. Spannungs-Dehnungs-Verläufe bei Torsionsbelas-
tung sind für Wolframkarbid mit sechs Prozent Kobaltbinder und Wolframkarbid mit heraus-
geätztem Kobalt bei 730 °C und 1200 °C gemessen worden [MAR99]. Die gegenwärtigen 
CVD-Diamantschichten sind so ausgelegt, dass potenzielle Schäden im Übergangsbereich 
zwischen Diamantschicht und kobalthaltigem Substrat durch thermische Spannungen mög-
lichst gering sind. Durch das Abkühlen des diamantbeschichteten Werkzeugs von 20 °C auf  
-196 °C ziehen sich Wolframkarbid, Kobalt und Diamant jedoch weiter zusammen und die 
thermischen Eigenspannungen steigen weiter an. Die unterschiedlichen Ausdehnungskoeffi-
zienten α‘ von Diamant und Wolframkarbid mit Kobaltbinder werden vom kobaltfreien Wolf-
ramkarbidgerüst aufgenommen und dort ausgeglichen. Lokal führen diese Spannungsgradi-
enten zu einer Überschreitung der mechanischen Verklammerung und der inneren Festigkeit 
des Wolframkarbidgerüsts, wodurch fein verteilte Risse das Materialversagen auslösten und 
die Diamantschicht früh versagt.  
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Bild 6-8: Rockwelleindrücke bei einer Prüfkraft von FPr = 490,5 N auf HM-K20UF und HC-K20UF 

mit und ohne Tieftemperaturbehandlung, Risse sind durch weiße Linien und Schicht-
delaminationen durch schwarze Pfeile gekennzeichnet 
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Tabelle 6-2: Mechanische und physikalische Schneidstoff- und Beschichtungskennwerte 
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6.1.2 Thermo-mechanische Simulation 

Die mechanische Stabilität der Wendescheidplatte wird maßgeblich durch die Temperatur 
beeinflusst. Die Materialfestigkeit nimmt bei höheren Temperaturen ab und reduziert damit 
die Werkzeugsteifigkeit und -härte. Es ist daher wichtig zu verstehen, ob nach einer gewis-
sen Zeit die vom Werkzeug aufgenommene Wärme trotz Kühlung zu einer unzulässigen Er-
wärmung des Schneidstoffs, des Mikrokühlkörpers oder des strukturoptimierten Werkzeug-
halters führt. 
 

Mit Hilfe von numerischen Strömungssimulationen ist die Wirkung der zu- und abgeführten 
Energien in Form von Wärme- und Kühlleistungen modelliert und die Wirkung der sich dann 
ausbildendenden Temperatur- und Spannungsfelder analysiert worden. Dafür sind die Werk-
zeugkomponenten, wie Wendeschneidplatte, Mikrokühlkörper und Drehwerkzeug, als CAD-
Daten in die Simulationsumgebung ANSYS R16.2 Academic, der ANSYS INC., Canonsburg, 
USA, implementiert worden. Da die Temperaturen und Wärmeübergangskoeffizienten auf 
den meisten Werkzeugoberflächen stark variieren und sich während des Bearbeitungspro-
zesses ändern, wurde als Modellierungsansatz die Methode des konjugierten Wärmeüber-
gangs gewählt [HEW00]. Dabei sind die Temperaturen an den Kontaktstellen zwischen 
Wendeschneidplatte, Mikrokühlkörper und dem Kühlmedium zu Beginn der Simulation unbe-
kannt. Es ist aber bekannt, welche Materialeigenschaften und Temperaturen zu Beginn der 
Simulation vorherrschen und welche Startbedingungen gelten [HER00, UHL05]. Die in das 
Werkzeug gerichtete Wärme QW wurde auf ein Zehntel der im Bearbeitungsprozess umge-
setzten Schnittleistung Pc geschätzt [VIE53, LOE54]. Schnittversuche mit dem Referenz-
werkzeug ergaben bei einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 72 m min-1, einem Vorschub 
von f = 0,125 mm und einer Schnitttiefe von ap = 0,7 mm eine Schnittkraft von 
197 N < Fc < 220 N. Die Schnittleistung schwankte dabei zwischen 236 W < Pc < 264 W, 
was auf unterschiedliche Schneidkantenrundungen und Verschleiß zurückzuführen ist. Für 
die angegebenen Schnittparameter und Schnittleistungen ergab sich aus Gleichung 2-1 eine 
mittlere Wärme in die Wendeschneidplatte von QW = 25 W. Zudem konnte aus Zerspanver-
suchen bei den zuvor angegebenen Schnittparametern die Spankontaktlängen auf der Span-
fläche vermessen werden. Dabei ergab sich eine mittlere Kontaktlänge von l = 0,165 mm. 
Das entspricht bei einer Schnitttiefe von ap = 0,7 mm einer Kontaktfläche zwischen Span und 
Spanfläche von AK = 0,115 mm2. Die Wärmestromdichte beträgt dann q̇ = 215 W mm-2. Als 
weitere Annahme wird die vom Schneidstoff aufgenommene Wärme mittels Wärmeleitung in 
den Mikrokühlkörper geleitet. Die Außenflächen des Werkzeugs bzw. des Mikrokühlkörpers 
werden bei der Trockenzerspanung durch freie Konvektion gekühlt. Der Anteil durch Wärme-
strahlung wurde vernachlässigt, da dieser im günstigsten Fall nur 1,5 W der Gesamtleistung 
betragen würde. Dieser Fall tritt aber nur dann ein, wenn das Werkzeug und der Mikrokühl-
körper einen Emissionskoeffizienten von eins hätten. Die Schnittstellen des Mikrokühlkörpers 
mit dem Werkzeughalter wurden als unendlich lange Stäbe angenommen. Die temperatur-
abhängigen Materialeigenschaften wie zum Beispiel Wärmeleitwerte und -kapazitäten sind 
aus der Materialdatenbank der Simulationsumgebung ANSYS R16.2 Academic entnommen 
worden. Für den Schneidstoff sind die in Tabelle 6-2 dargestellten Werte in das Simulati-
onsmodell eingeflossen. Für den Mikrokühlkörper aus Wolframkupfer ist eine Dichte von 
16,5 g cm-3, ein Ausdehnungskoeffizient von 11 10-6 K-1 und eine Wärmeleitfähigkeit von 
200 W m-1 K-1 angenommen worden. 
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Simulationsergebnisse für die Trockenzerspanung 

Für die dünne Wendeschneidplatte des Typs DCGT07T0XD aus HM-K20UF ergibt sich im 
stationären Zustand bei der Trockenzerspanung ohne Kühlung eine minimale Temperatur 
von 90 °C. Die maximale Temperatur beträgt in der Zerspanzone 1095 °C. Der ungekühlte 
Kühlkörper hat dann unter der Schneidenspitze eine maximale Temperatur von etwa 220 °C. 
Auf der gegenüberliegenden Seite am Kühlmedienauslass ist die Temperatur mit 47 °C am 
geringsten (Bild 6-9). Bei genauerer Betrachtung des Temperaturfelds in der Wendeschneid-
platte fällt auf, dass der sich lokal begrenzte Wärmestrom in der Zerspanzone nach kurzer 
Strecke gleichmäßig über das Werkzeug verteilt. Der Temperaturgradient entlang der 
Schneidkante von der heißen Zerspanzone zum kalten Schneidstoff beträgt etwa  
850 K mm-1. In Normalenrichtung zur Spanfläche ist dieser mit etwa 700 K mm-1 etwas ge-
ringer. Der Grund dafür ist, dass durch freie Konvektion weniger Wärme über die Haupt- und 
Nebenfreiflächen abgeführt wird, als durch die Wärmeleitung in der Schneide. 

 

Bild 6-9: Simulierte Temperaturverteilung im stationären Zustand bei der Trockenzerspanung ohne 
zusätzliche Kühlung 

Simulationsergebnisse für die Überflutungskühlung mit Kühlschmierstoff 

Die Simulation der stationären Temperaturverteilung bei der Überflutungskühlung mit KSS 
nutzt die gleichen Schnittparameter wie die Trockenzerspanung. Lediglich die Überflutungs-
kühlung mit KSS wurde ergänzt. Dafür wird das Werkzeug mit einem 20 °C kalten Fluid um-
spült, welches die thermische Leitfähigkeit, Viskosität und Wärmekapazität von Wasser auf-
weist. Zur besseren Nachbildung der Strömungsverhältnisse wurden ein rotationssymmetri-
sches Werkstück mit einem schrägen Absatz von 0,7 mm und einer Verrundung von 0,4 mm 
an der der Schneide positioniert. Die Wärmeentstehungszone auf der Spanfläche, die vom 
Span abgeschirmt wird, wurde ebenfalls von einem Platzhalter abgedeckt, um die Zer-
spanzone nicht direkt zu kühlen (Bild 6-10). Der virtuelle KSS fließt mit einer Geschwindigkeit 

von vKSS = 10 m s-1 von oben nach unten. Das Werkstück, das Werkzeug und der Mikrokühl-



6 Außen-Längs-Runddrehen mit verschiedenen Kühlkonzepten 

53 

körper behindern den Fluss. Der KSS wird an diesen Komponenten abgebremst und strömt 
dann weniger schnell an den Oberflächen entlang. Dieser Sachverhalt ist in Bild 6-10 durch 
die gelben Stromlinien dargestellt. Unterhalb der Werkzeugspitze bildet sich ein Strömungs-
schatten, welcher dazu führt, dass dieser Bereich kaum von KSS benetzt und gekühlt wird. 
Durch die Überflutungskühlung mit KSS wird die Zerspantemperatur stark reduziert, da na-
hezu alle Oberflächen durch erzwungene Konvektion gekühlt werden. Das zeigt sich durch 
einen Vergleich der in Bild 6-9 und Bild 6-10 dargestellten Temperaturfelder. 

 

Bild 6-10: Simulierte KSS-Strömung und Temperaturverteilung bei der Überflutungskühlung 

Die maximale Spanflächentemperatur beträgt 560 °C. Sie fällt innerhalb von 800 µm um 
540 K auf die Kühlmedientemperatur von 20 °C ab. Der Mikrokühlkörper wird vom KSS auf 
20 °C gekühlt. Unter der heißen Schneidenspitze steigt die Temperatur des Mikrokühlkörpers 
trotz Strömungsschatten nicht über 25 °C. 

Simulationsergebnisse für die Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung 

Wie auch schon bei der Trockenzerspanung und bei der Überflutungskühlung mit KSS wird 
bei der Trockenzerspanung mit geschlossener Innenkühlung eine Wärmeleistung von 25 W 
für die Kontaktfläche zwischen Span und Spanfläche, auf dem der Span aufliegt, angenom-
men. Als Kühlmedium wurde unterkühlter Stickstoff mit einer Temperatur von ϑk,ein = -196 °C 
und einem Eingangsdruck von 2 bar angenommen. Für siedenden Stickstoff müssen zu Be-
ginn der Simulation mehr Annahmen getroffen werden, wodurch die Simulation anfällig für 
Fehler wird. Aus den zuvor genannten Parametern hat sich in der Simulation ein Massen-
strom von ṁN2 = 1 g s-1 ergeben, welcher den Mikrokühlkörper und die Wendeschneidplatte 
des Typs DCGT07T0XD aus HM-K20UF kühlt. 
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Der Stickstoff verdampft bei diesem Massenstrom teilweise an den Kühlrippen des 
Mikrokühlkörpers. Am Kühlkörperaustritt ist ein zweiphasiges Stickstoffgemisch vorhanden 
(Bild 6-11). Die tiefe Temperatur des Stickstoffs und die damit verbundene starke Abkühlung 
der Wendeschneidplattenunterseite nahe der Aufspannung auf etwa -150 °C reduziert die 
Gesamttemperatur des Werkzeugs.  
 
Von der Zerspanzone bis zur Plattenmitte wird ein Temperaturgefälle von 1000 K errechnet. 
Entlang der Schneidkante beträgt der maximale Temperaturgradient 860 K mm-1. In Richtung 
des Spanflusses beträgt dieser 830 K mm-1 und Normal zur Spanfläche 740 K mm-1. Diese 
Gradienten entsprechen weitgehend denen der Trockenzerspanung ohne Kühlung. Durch 
die geschlossene Innenkühlung mit unterkühltem Stickstoff wird das Gesamttemperaturni-
veau des Werkzeugs reduziert. Eine weitere Temperaturreduktion in der Zerspanzone ist nur 
durch eine Verbesserung des Wärmeleitwerts des Schneidstoffs möglich, denn dieser be-
schränkt durch seine begrenzte Wärmeleitfähigkeit die Wärmeleitung und damit die Leis-
tungsfähigkeit des Innenkühlsystems. 

 

Bild 6-11: Simulierte Temperaturverteilung im stationären Zustand bei der Trockenzerspanung mit 
eingeschalteten Innenkühlsystem 

Die Simulationen zeigen, dass sich der Mikrokühlkörper bei den unterschiedlichen Kühlkon-
zepten nicht zu stark erwärmt. Ein Erweichen des Mikrokühlkörpers bzw. eine unzulässige 
Erwärmung der WCu-Legierung kann damit ausgeschlossen werden. 
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Simulationsergebnisse für die Temperaturverteilung 
in der Werkzeugschneide bei unterschiedlichen Kühlkonzepten 

Die in Bild 6-9, Bild 6-10 und Bild 6-11 dargestellten Temperaturfelder sind als Schnitte der 
Werkzeugschneide parallel zur Spanablaufrichtung dargestellt. Zur besseren Vergleichbar-
keit sind diese mit gleichem logarithmischen Temperaturmaßstab in Bild 6-12 gegenüberge-
stellt. Das Temperaturfeld ist bei der Überflutungskühlung mit KSS (Bild 6-12a) und bei der 
Trockenzerspanung (Bild 6-12c) gleichmäßig radial verteilt. Das Temperaturfeld, welches 
durch das geschlossen-innengekühlte Werkzeug in der Werkzeugschneide erzeugt wird 
(Bild 6-12b) ist im Gegensatz zur Trockenzerspanung und zur Überflutungskühlung verzerrt. 
Die Werkzeugoberfläche wird an der Spanfläche und an den Freiflächen durch freie Konvek-
tion und an der Werkzeugunterseite durch Wärmeleitung gekühlt. Dadurch verringern sich im 
Vergleich zur Trockenzerspanung die Gesamttemperaturen und damit die Maximaltempera-
turen. Es ist aufgrund des begrenzten Wärmeleitwerts des Schneidstoffs aber nicht möglich, 
die Zerspantemperaturen auf das Niveau der Überflutungskühlung abzusenken.  
 
Beim direkten Vergleich fällt auf, dass die Überflutungskühlung die beste Kühlung ermög-
licht. Die Simulation zeigt zudem, dass bei der Überflutungskühlung mit KSS die Oberfläche 
für den Wärmeaustausch ausreichend ist und eine Steigerung der Plattendicke kleine signifi-
kante Verbesserung der Werkzeugkühlung erreicht werden kann. Daher bietet es sich bei 
der Überflutungskühlung an, die Kühlmitteltemperatur abzusenken, die Strömungsgeschwin-
digkeit zu erhöhen, die Viskosität des Kühlmittels zu reduzieren oder aber die Wärmeüber-
trageroberfläche an der Schneidkante zu vergrößern, um die Kühlung des Werkzeugs zu 
verbessern. 

 
Bild 6-12: Simulierte Temperaturverteilung in der Werkzeugschneide parallel zur Spanflussrichtung 

für die a) Überflutungskühlung mit KSS, b) Trockenzerspanung mit Stickstoffkühlung und 
die c) Trockenzerspanung  
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Dies kann beispielsweise durch Frei- oder Spanflächen mit höherer Rauheit oder durch 
Werkzeuge mit Durchgangslöchern geschehen, wobei der KSS nicht von oben, sondern von 
unten durch das Werkzeug gedrückt wird und so zielgerichtet kühlt. 

Simulationsergebnisse für thermisch induzierte Spannungen beim 
Bearbeitungsvorgang in der Werkzeugschneide bei unterschiedlichen Kühlkonzepten 

Bei der Überflutungskühlung beträgt der Temperaturgradient an der Werkzeugunterseite 
etwa 5 K mm-1 und bei der Trockenzerspanung 100 K mm-1. Durch die Trockenzerspanung 
mit Stickstoff-Innenkühlung wird der Temperaturgradient auf der Unterseite auf etwa 
190 K mm-1 erhöht. Dieser Gradient verursacht zusammen mit dem inhomogenen Tempera-
turfeld zwischen der Spanfläche und Werkzeugunterseite thermisch induzierte Druckspan-
nungen, die während der Zerspanung der erzwungenen Wärmedehnungsbehinderung zuzu-
ordnen sind [BÜR05]. Für die Simulation der drei unterschiedlichen Kühlkonzepte ist die 
Wendeschneidplatte mittels Klemmfinger auf dem Mikrokühlkörper fixiert worden. Die 
Klemmkraft von 100 N, aufgebracht vom Klemmfinger, wird über einen Ring übertragen, wel-
cher auf der Wendeschneidplatte sitzt.  
 
Die durch Wärmeausdehnung entstehenden mechanischen Spannungen sind in Bild 6-13 
dargestellt. Bei der Überflutungskühlung (Bild 6-13a) bewirken die moderaten Zerspantem-
peraturen eine lokale Ausdehnung des Schneidstoffs. Der umliegende kalte Schneidstoff 
verhindert dabei die Längenausdehnung, wodurch Druckeigenspannungen in der Werkzeug-
schneide entstehen, um das Kräftegleichgewicht zu erhalten. Trotz des im Vergleich zur Tro-
ckenzerspanung schwächer ausgeprägten Temperaturgradienten bewirkt die Kühlung in der 
Wärmeentstehungszone eine Von-Mises-Vergleichsspannungen von etwa 680 MPa. 
 
Bei der Trockenzerspanung (Bild 6-13c) ist der Betrag der Von-Mises-Vergleichsspannung 
mit 650 MPa kleiner als bei der Überflutungskühlung. Das Spannungsfeld hat aber eine grö-
ßere Ausdehnung, was auf die stärkere Erwärmung der Werkzeugschneide zurückzuführen 
ist. Bei der Trockenzerspanung mit geschlossen-innengekühltem Drehwerkzeug mit Stick-
stoffkühlung (Bild 6-13b) werden wie bei der Trockenzerspanung ohne Kühlung Spannungen 
in das Zerspanwerkzeug induziert. Die Spannungsverteilung an der aktiven Schneidecke ist 
der der Trockenzerspanung mit 640 MPa sehr ähnlich. Diese Simulationsergebnisse der 
Spannungsverteilung in der Werkzeugschneide decken sich mit den Ergebnissen von  
MAEKAWA ET AL. [MAE11], die in ihrer Arbeit die Temperatur- und Spannungsverteilung in 
der Werkzeugschneide bei der Trockenzerspanung und Überflutungskühlung mit KSS simu-
liert haben. 
 
Bei der Drehbearbeitung haben die durch die Zerspantemperaturen induzierten Spannungen 
kaum Auswirkungen auf die Schneidstofffestigkeit, da die durch den Hartmetallherstellpro-
zess erzeugten Eigenspannungen erster Ordnung die Zugspannungen kompensieren 
[SCR88]. Kritisch werden die thermisch induzierten Spannungen erst, wenn sich beim Zer-
spanen ein Kolk mit Kolklippe ausbildet, denn dann bildet sich im Kolk ein hohes und an der 
Freifläche eine niedrigeres Temperaturniveau aus. Dieses Temperaturgefälle bewirkt ther-
misch bedingte Zug- und Druckeigenspannungen, die in Kombination mit den durch den Zer-
spanungsvorgang auf die Kolklippe einwirkenden Schub- und Normalspannungen zum Ab-
bruch der sich ausbildenden Kolklippe führen.  
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Bild 6-13: Von-Mises-Vergleichsspannung hervorgerufen durch die Werkzeugerwärmung und Werk-
zeugkühlung bei unterschiedlichen Kühlkonzepten 

Simulationsergebnisse über den Einfluss 
der Kühlkonzepte auf die Position der Werkzeugschneide 

Die bei der Drehbearbeitung auf den Werkzeughalter, den Mikrokühlkörper und die Wende-
scheidplatte wirkenden Zerspankräfte führen zu einer reversiblen Verformung. Zusätzlich 
dazu bewirkt die Wärme reversible thermisch induzierte Längenänderungen. Beide führen zu 
einer geometrischen Verlagerung des Zerspanwerkzeugs beim Bearbeitungsprozess. In 
Bild 6-14 ist der Versatz der Schneide und des Mikrokühlkörpers durch die Kühlmittel- und 
Zerspantemperaturen sowie durch die auftretende Zerspankraft dargestellt. Die Zerspankraft 
ist durch Versuche ermittelt worden und ist durch folgende Komponenten definiert: Schnitt-
kraft Fc = 250 N, Passivkraft Fp = 55 N und Vorschubkraft Ff = 105 N. Diese sind durch den 
zuvor beschriebenen Platzhalter auf die Schneide übertragen worden. Aufgrund der hohen 
Werkzeughärte ist der Einfluss der Zerspankraft auf eine Formänderung des Werkzeugs ge-
ring und vernachlässigbar. Die Form- bzw. Längenänderung der Wendeschneidplatte wird 
maßgeblich durch die Zerspan- und Kühlmitteltemperaturen bestimmt. Beim Mikrokühlkörper 
bewirken sowohl, die mechanischen als auch die thermischen Lasten eine Formänderung, 
denn der Kühlkörper nimmt die Zerspankräfte auf und leitet diese an den Werkzeughalter 
weiter. Aufgrund der Kühlrippen ist die Steifigkeit des Mikrokühlkörpers begrenzt. Durch die 
Zerspankräfte wird der Mikrokühlkörper unter der Schneidecke besonders stark auf Druck 
beansprucht und gestaucht. Die Stauchung ist für alle Kühlungsarten die Gleiche. Durch die 
sehr gute Kühlwirkung des KSS bei der Überflutungskühlung und durch die hohe Wärmeleit-
fähigkeit des WCu wird der Mikrokühlkörper auf 20 °C gekühlt. Die Längenänderung durch  
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Bild 6-14: Längenänderung des Mikrokühlkörpers und der Wendeschneidplatte bei unterschiedlichen 
Kühlkonzepten 

Wärme ist dabei minimal. Die thermisch bedingte Längenänderung beträgt von den 
Mikrokühlkörperbefestigungspunkten aus gemessen bei der Überflutungskühlung mit KSS im 
Maximum Δl = 0,8 µm (Bild 6-14a). Bei der Trockenzerspanung ist die temperaturbedingte 
Längenänderung höher. Diese beträgt Δl = 10,7 µm, wobei sich allein die Wendeschneidplat-
te um etwa Δl = 7 µm ausdehnt (Bild 6-14b). Bei der kryogenen Kühlung mit Flüssigstickstoff 
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ist ein gegenteiliger Effekt zu beobachten, denn die Abkühlung des Kühlkörpers und des 
Werkzeugs führen dazu, dass sich die Wendeschneidplatte und der Mikrokühlkörper verklei-
nern und die Wärmeausdehnung der Schneide diese Formänderung nicht kompensieren 
kann. Die Werkzeugspitze hat dann einen thermisch bedingten Längenversatz von  
Δl = -15,5 µm (Bild 6-14c). Im Umkehrschluss bedeuten diese temperaturbedingten Län-
genänderungen, dass mit der Überflutungskühlung am ehesten kleine Fertigungstoleranzen 
erreicht werden können und bei fehleranfälligen Zerspanprozessen die höchste Prozesssta-
bilität gewährleistet werden kann. 

6.2 Einsatzverhalten der Zerspanwerkzeuge 

6.2.1 Einflussfaktor Schneidstoff 

Beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 mit unterschiedlichen Kühlkonzepten wirkt sich 
die Wahl der Schneidstoffe auf die Schneidkantenstabilität und damit auf die Werkzeug-
standzeit aus. In Bild 6-15a ist die zeitliche Entwicklung des Kolktiefenwachstums für  
HM-K20F und für HM-K20UF gegenübergestellt. Tendenziell verschleißt das feinkörnige 
Hartmetall mit neun Prozent Kobaltbinder schneller als das mit acht Prozent Kobalt gebun-
dene Ultrafeinstkorn. Die hohe Warmfestigkeit des Ultrafeinstkorns führt zur Ausbildung einer 
Kolklippe, die den Schneidkantenversatz in Richtung Freifläche SVα bzw. im Maschinenko-
ordinatensystem in Y-Richtung ansteigen lässt (Bild 6-15b). Unabhängig von der Kühlungs-
methode ist für das HM-K20UF die Ausbildung eines Kolks charakteristisch. Im Vergleich 
dazu ist die zeitliche Entwicklung des Kolks beim HM-K20F, trotz identischer Kühlung, eine 
andere (Bild 6-15c). Die Zerspantemperaturen sind bei der Trockenzerspanung so hoch, 
dass das feinstkörnige Hartmetall keine Kolklippe ausbildet. Diese wird vom Werkstückwerk-
stoff und vom Span sofort mitgerissen. Bei der Trockenzerspanung mit Stickstoff-Kühlung 
bildet sich auf der Spanfläche in der ersten Minute eine Fase. Die Fase wirkt stabilisierend 
auf die Schneidkante. Darauf bildet sich dann der Kolk aus. 
 

Bei den zwei getesteten Schneidstoffen zeigt sich, dass der Verschleißfortschritt stark von 
Kühlungsart und Warmhärte des Schneidstoffs abhängt. Die ultrafeinen Wolframkarbidkörner 
bilden durch den Sintervorgang im Vergleich zum Feinstkorn ein Gerüst mit mehr Kontakt-
stellen und kleineren Zwischenräumen. Diese Struktur begünstigt die Aufnahme und Weiter-
leitung von Kräften, was sich in einem größeren Elastizitätsmodul und höheren Biegebruch- 
und Druckfestigkeiten widerspiegelt (Tabelle 6-2). Durch das feinere Wolframkarbidgerüst 
wird zudem die freie Kobaltbinderlänge verringert, wodurch die Warmhärte gesteigert und die 
entfestigende Wirkung von Kobalt bei hohen Temperaturen herabgesetzt wird [JIA98, 
LEE83]. Die Überflutungskühlung mit KSS bietet eine wirkungsvolle Kühlung des Schneid-
stoffs, bei der der thermisch bedingte Diffusionsverschleiß begrenzt wird. Aus diesen Be-
obachtungen lässt sich für die Kolkwachstumsrate dKT dtc

-1 folgende Beziehung zwischen 
der mittleren Zerspantemperatur ϑsp,m, der mittleren freien Binderlänge LതCo, der Wolframkar-
bidkorngröße DK und der Schneidstoffhärte H(ϑsp,m) aufstellen (Gleichung 6-1): 

dKT

dtc
 ~ 

ϑsp,m LതCo DK

H(ϑsp,m)
 (6-1) 
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Mit Gleichung 6-1 kann eine vergleichende Aussage getroffen werden, ob ein Schneidstoff 
für die Zerspanung von Titan besonders geeignet ist. Bei der Drehbearbeitung von Titanle-
gierungen lässt sich durch hochkohlenstoffhaltige Schneidstoffe mit hoher Warmhärte, wie 
zum Beispiel ultrafeinstkörnigem Wolframkarbid mit Kobaltbinderanteilen kleiner acht Pro-
zent, die Werkzeugstandzeit steigern. Falls Hartmetalle mit niedrigeren Warmhärten zum 
Einsatz kommen, ist zur Stabilisierung der Kolkentwicklung eine von der Schneidstoffhärte 
abhängige Spanflächenfase anzubringen. 

 

Bild 6-15: Entwicklung der Kolktiefe beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 bei verschiedenen 
Kühlkonzepten und Schneidstoffen, a) Entwicklung des Kolks beim HM-K20UF und  
b) HM-K20F bei der Trockenzerspanung mit Stickstoffkühlung 

6.2.2 Einflussfaktoren Plattendicke, Oberflächentextur und Schneidkanten-
rundung 

JEFFRIES UND ZERKLE [JEF70] haben Werkzeuge mit geschlossenem Innenkühlsystem ther-
misch analysiert und weisen darauf hin, dass der Abstand zwischen Kühlmedium und Zer-
spanzone kleiner als die Kontaktlänge l des Spans auf der Spanfläche sein sollte, um eine 
effektive Kühlwirkung der Innenkühlung bei begrenzter Wärmeleitfähigkeit des Schneidstoffs 
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zu erreichen. Die Kontaktlänge zwischen Span und Spanfläche beträgt bei einer Schnittge-
schwindigkeit von vc = 72 m min-1, einem Vorschub von f = 0,125 mm und einer Schnitttiefe 
von ap = 0,7 mm etwa l = 0,165 mm. Dementsprechend müsste die Wendeschneidplattendi-
cke weniger als SS = 0,165 mm betragen, um eine messbare Kühlwirkung zu erreichen. Die-
se Aussage wird durch eine Variation der Plattendicke untersucht. Aus der Hartmetallsorte 
HM-K20UF sind drei Wendeschneidplattengeometrien gefertigt worden, bei denen Plattendi-
cke, Oberflächentextur und Schneidkantenrundung variiert wurden (Tabelle 5-1). Mit diesen 
wurde der Einfluss der Kühlkonzepte auf den thermisch induzierten Werkzeugverschleiß un-
tersucht.  
 

Die Kolkwachstumsrate und die Verschleißkerbe an der Hauptschneide sind für alle drei 
Plattentypen nahezu identisch (Bild 6-16). Demnach hat die Variation der Plattendicke bei 
der Trockenzerspanung ohne Kühlung keinen Einfluss auf die Verschleißentwicklung. Bei 
den dünnsten und bei den dicksten Wendeschneidplatten in den Stärken ST0 = 1,06 mm und 
S02 = 2,36 mm beginnen bei Kolktiefen von 10 µm bis 15 µm nach etwa 60 Sekunden Teile 
der Kolklippe abzubrechen, wohingegen Wendeschneidplatten mit einer Stärke von 
S01 = 1,59 mm erste Ausbrüche erst nach einer Schnittzeit von 100 Sekunden bei 25 µm 
aufweisen.  

 

Bild 6-16: Entwicklung Kolktiefe bei beim Außen-Längs-Runddrehen im Trockenschnitt bei unter-
schiedlichen Plattendicken und Schneidkantenrundungen 
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Die Ursache dafür sind die unterschiedlich stark ausgeprägten Schneidkantenrundungen. 
Die dicke Platte mit der niedrigsten Standzeit weist mit rβ,02 = 8,5 µm die schärfste Schneid-
kante auf. Die längste Standzeit ermöglicht die Plattendicke mit der größten Verrundung von 
rβ = 29,4 µm. Die dünnste Wendeschneidplatte hat eine Schneidkantenrundung von 
rβ = 14,9 µm und liegt bei der Standzeit zwischen den beiden anderen Werkzeugen. Eine 
möglichst große Verrundung stabilisiert die Schneidkante und zögert das Abbrechen von 
Kolklippenteilen heraus [BAS14]. Durch die hohe thermische Belastung und durch die unter-
schiedlichen Kolklippenabbrüche streut das Standzeitende der Werkzeuge bei der Tro-
ckenzerspanung stark.  
 
Durch die Kühlung der Werkzeugunterseite mit dem geschlossen-innengekühlten Drehwerk-
zeug lässt sich die Werkzeugstandzeit vergrößern und die Zerspantemperatur ϑsp,m reduzie-
ren (Bild 6-17). Dabei wirkt sich die Reduktion der Plattendicke nicht auf den Werkzeugver-
schleiß aus. Das heißt, dass die Ausbildung des Kolks nicht durch eine Verringerung der 
Plattendicke reduziert werden kann. Die Kolkentwicklung wird in den ersten 30 Sekunden der 
Schnittzeit maßgeblich von der Scheidkantenrundung beeinflusst. Ein möglichst kleiner 
Schneidkantenradius führt wie von WYEN UND WEGENER [WYE10] beschrieben, zu geringe-
ren Schnittkräften, wodurch die Zerspantemperaturen und letztlich der Diffusionsverschleiß 
reduziert werden. Die dicken Wendschneidplatten mit der kleinsten Scheidkantenrundung 
weisen zu Beginn der Versuche die kleinsten Kolktiefen auf. Die scharfen Schneidkanten 
verschleißen im Gegensatz zu den stärker verrundeten Schneidkanten schneller, da diesen 
die mechanische Stabilität fehlt.  
 
Der Einfluss der ursprünglichen Verrundung auf die Schnittkraft ist nach ca. 30 Sekunden 
nicht mehr vorhanden. Danach beeinflusst die durch die Schneidkantenrundung erzeugte 
Freiflächenfase die Stabilität der sich ausbildendenden Kolklippe bzw. der Schneidkante. Bei 
der dünnsten Platte brechen Teile der Schneidkante bei einer Kolktiefe von KT = 20 µm nach 
etwa 270 Sekunden ab, um dann eine stabilere Kolklippe auszubilden. Dabei kommt es vor, 
dass bei der dynamisch hochbelasteten Schneidenspitze größere Teile eben dieser ausbre-
chen und der Schneidkantenversatz in Richtung der Spanfläche SVγ sprungartig auf etwa 
30 µm ansteigt (Bild 6-17b). Dieser Schneidkantenversatz entspricht bei einem Normalfrei-
winkel α von sieben Grad einer Verschleißmarkenbreite von etwa 250 µm. Die Wende-
schneidplatten mittlerer Stärke erreichen die längsten Werkzeugstandzeiten, da sich durch 
die Kantenpräparation mit der großen Verrundung eine Freiflächenfase gebildet hat, die die 
Kolklippe mechanisch stützt (Bild 6-17c). Erste Ausbrüche der Kolklippe treten bei 35 µm 
bzw. nach 360 Sekunden auf. Bei dieser Kolktiefe ist die durch die Schneidkantenpräparati-
on erzeugte Verrundung nicht mehr vorhanden (Bild 6-17c). Aufgrund der kleineren Schneid-
kantenrundung brechen bei den dickeren Platten Teile der Kolklippe früher aus als bei den 
dünneren Wendeschneidplatten (Bild 6-17b). 
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Bild 6-17: Entwicklung der Kolktiefe beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 im Trockenschnitt 
mit Stickstoffkühlung. Die Gesamtübersicht ist in a) dargestellt. Die Ausbildung des Kolks 
in Abhängigkeit von der Schnittzeit tc ist für die Schneidkantenrundungen b) rβ = 14,9 µm, 
c) rβ = 29,4 µm und d) rβ = 8,5 µm abgebildet. 
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Von den getesteten Kühlkonzepten ermöglicht die Überflutungskühlung die längsten Werk-
zeugstandzeiten (Bild 6-18). Es zeigt sich, dass mit abnehmender Plattendicke die Kolk-
wachstumsraten ab und die Werkzeugstandzeiten zunehmen. 
 
Durch die sehr gute Kühlung bei der Überflutungskühlung wird der Diffusionsverschleiß stark 
verringert, sodass andere Effekte zur Reibungsminimierung und damit Temperaturverringe-
rung hervortreten, denn die Werkzeugoberfläche bzw. Schneidkantenrundung wird nicht wie 
bei der Trockenzerspanung nach wenigen Sekunden zerstört. Die eingesetzten Wende-
schneidplatten weisen eine Spanflächenrauheit auf, die zufälligerweise mit der Wende-
schneidplattendicke korreliert (Bild 6-2). Die dünnste Wendeschneidplatte mit ST0 = 1,06 mm 
hat mit Ra = 0,10 µm das niedrigste Rauheitsprofil, wohingegen die dickste Wendeschneid-
platte mit Ra = 0,29 µm das rauste Profil hat. SCHULTHEISS ET AL. [SCH13] hat den Einfluss 
der Rauheit bei der Drehbearbeitung untersucht und festgestellt, dass bei einem arithmeti-
schen Mittelwert der Profilordinaten Ra von 0,11 µm die Reibung und damit die Schnittkräfte 
ein Minimum annehmen. Auch die dünnen DCGA07T0XD-Wendeschneidplatten weisen die-
se Oberflächenrauheit auf.  
 

Die in Bild 6-18 dargestellten Kolkverschleißentwicklungen, insbesondere die nach 60 Se-
kunden, spiegeln das sich im Schneidkeil ausgebildete Temperaturfeld wider. Bei den dicken 
Wendeschneidplatten sind die Temperaturen trotz identischer Kühlung am höchsten. Auffäl-
lig ist zudem, dass die Kolkbreite im Vergleich zu den anderen mit KB = 275 µm die größte 
ist. Bei den dünnen, glatten Platten ist die Kolkbreite mit KB = 175 µm kleiner und der Kolk 
weniger stark ausgeprägt. Die Wendeschneidplatte mit einer Stärke von S01 = 1,56 mm und 
einer Rauheit, die zwischen der dünnen und dicken Platte liegt, weist eine Kolkbreite von 
200 µm auf. Diese befindet sich ebenfalls zwischen der dünneren und dickeren Platte. Nach 
einer Schnittzeit von etwa tc = 60 s hat die Oberflächenrauheit keine Wirkung mehr. Ab die-
sem Zeitpunkt tritt der Effekt der Schneidkantenrundung in den Vordergrund. Bei den dünnen 
Platten mit ST0 = 1,06 mm bricht ein Teil der Kolklippe bei etwa 30 µm Kolktiefe ab 
(Bild 6-18b). Bei den Wendeschneidplatten mit einer Stärke von S02 = 2,36 mm brechen die 
Kolklippen bei einer Kolktiefe von etwa 20 µm ab (Bild 6-18c). Die größte Kolktiefe von 
60 µm ohne ein Abbrechen der Kolklippe wurde mit der mittleren Plattenstärke, welche die 
größten Verrundungen aufweisen, erreicht. 
 
Der Einfluss einer Schmierung kann bei der Überflutungskühlung mit KSS ausgeschlossen 
werden, denn KURIMOTO UND BARROW [KUR82] sowie CHILDS [CHI06a] haben den Werk-
zeugverschleiß und die Zerspankräfte bei der Trockenzerspanung und der Überflutungsküh-
lung bei verschiedenen KSS untersucht. Eine Schmierwirkung durch die eingesetzten KSS 
konnte bei den untersuchten Schnittparametern, welche den Herstellerangeben der unter-
suchten Wendeschneidplatten entsprachen, nicht festgestellt werden. CHILDS hat die Grenze, 
bei der beim Drehen keine Schmierwirkung mehr auftritt, für Schnittgeschwindigkeiten über 
vc = 40 m min-1 festgelegt. Es zeigte sich zudem, dass ein möglichst hoher Wasseranteil die 
Zerspantemperaturen und damit den Verschleiß reduziert. Der eingesetzte KSS hatte vor 
allem einen erheblichen Einfluss auf die Verringerung des Kerbverschleißes. Bei der Überflu-
tungskühlung mit KSS über 40 m min-1 überwiegen daher die Kühlung der Zerspanzone und 
die Reduktion des Kerbverschleißes. 
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Bild 6-18: Entwicklung der Kolktiefe a) bei unterschiedlichen Wendeschneidplattendicken beim  
Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 bei der Überflutungskühlung mit KSS in  
Abhängigkeit von der Schneidkantenrundung rβ: Wendeschneidplatte mit  
b) rβ = 14,9 µm, c) rβ= 29,4 µm und d) rβ= 8,5 µm 



6 Außen-Längs-Runddrehen mit verschiedenen Kühlkonzepten  

66 

Beim Auftragen der Verschleißmarkenbreite über die Schnittzeit tc werden das gewohnte 
Einschleifen der Schneidkante [BER82] und danach der stetig anwachsende Verlauf der 
Verschleißmarkenbreite deutlich. Doch dieser Verlauf ist sporadisch durch sprunghafte An-
stiege gekennzeichnet. Die Ursache dafür ist, dass die Kolklippe beim Zerspanen von  
TiAl6V4 mehrfach abbricht und sich neu ausbildet (Bild 6-18d). Beim Abbrechen der Kolklip-
pe steigt der Schneidkantenversatz in Richtung der Spanfläche SVγ bzw. in X-Richtung des 
Werkzeugmaschinenkoordinatensystems sprunghaft an (Bild 6-19). Das äußert sich im un-
stetigen Anstieg der Verschleißmarkenbreite. Die Entwicklung des Kolks ist ein Vorgang wel-
cher sich bis zum Standzeitende der Schneide fortsetzt. Die Ausprägung und das Abbrechen 
der Kolklippe wiederholen sich dementsprechend oft. Dieses Verhalten erklärt auch die von 
KREIS [KRE73] erwähnten und später häufig veröffentlichten Verläufe der Verschleißmarken-
breite [HUG06, KUR82, NAR83, VEN07a].  

 

Bild 6-19: Abhängigkeit der Verschleißmarkenbreite von der Kolktiefe über die Schnittzeit tc 

1 Verschleißmarkenbreite, 2 Kolktiefe, 3 Kolk, 4 Kolklippe, 5 abgebrochene Kolklippe 

6.2.3 Einflussfaktor Hartstoffbeschichtung 

Bei der Drehbearbeitung von Titan können gängige Hartstoffschichten die Werkzeugstand-
zeit nicht steigern. Der Grund dafür ist die hohe chemische Reaktivität des Titans mit Alumi-
nium, Stickstoff, Sauerstoff und sich selbst, wodurch Diffusionsverschleiß beschleunigt wird 
[HAR82, LIZ13]. Bei der Trockenzerspanung versagen die zwei zuvor charakterisierten PVD-
Beschichtungssysteme durch Schichtdelamination und vollständige Diffusion in der Zer-
spanzone. Bei den Versuchen weisen die Werkzeuge, auf denen die CrN-, AlTiCrN-, 
nc-AlCrN/a-Si3N4-Beschichtung abgeschieden wurde, bei allen getesteten Kühlungsarten 
den gleichen Schädigungsmechanismus auf. Nach kurzer Schnittzeit kommt es auf der 
Spanfläche zur partiellen Schichtdelamination, wobei Teile des darunterliegenden Schneid-
stoffs mitgerissen werden. Diese Beschädigung führt im Schneidstoff zur Ausbildung von 
Kratern oder Spalten, die nicht zum Totalversagen der Schneide führen. Die restliche Be-
schichtung wird mit steigender Schnittzeit vom ablaufenden Span chemisch aufgelöst. Die 
zuvor entstandenen Ausbrüche und Spalten verschwinden mit wachsender Schnittzeit im 
sich ausbildenden Kolk.  
 

Wendeschneidplatten, die mit dem TiN-, AlTiN-, nc-AlTiN/a-Si3N4- und AlCrON-Schicht-
system beschichtet sind, weisen keine Krater oder Spalten im Schneidstoff auf. Dort löst sich 
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die mit dem Titan in Kontakt stehende Beschichtung während der ersten tc = 30 s Schnittzeit 
vollständig durch Diffusion auf. Nachdem die Wendeschneidplatte entschichtet ist und das 
darunterliegende Hartmetall im direkten Kontakt zum Werkstückwerkstoff TiAl6V4 steht, bil-
det sich ein stabiles Kolkwachstum aus. Die Kolkwachstumsrate der PVD-beschichteten 
Wendeschneidplatten ist dann identisch mit den unbeschichteten Werkzeugen. Die in 
Bild 6-20 ersichtliche Differenz, insbesondere der Sprung der Kolktiefe zu Beginn der 
Schnittzeit, ergibt sich aus der Schichtdicke. Die nanokristallinen Diamantschichten versagen 
bei der Trockenzerspanung unabhängig vom Hartmetallsubstrat und der Schneidkantenrun-
dung sofort nach dem Eintritt der Schneide in das Werkstück. Auch hier bildet sich eine Diffe-
renz zwischen der Substrat- und der Schichtoberfläche aus, welche der Schichtdicke ent-
spricht.  

 

Bild 6-20: Entwicklung der Kolktiefe von unterschiedlich beschichteten Hartmetallen beim Außen-
Längs-Runddrehen bei der Trockenzerspanung 

MINTON ET AL. [MIN13] hat mit einem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug und dia-
mantbeschichteten Wendeschneidplatten den Verschleiß beim Zerspanen von TiAl6V4 un-
tersucht. Seine Analyse zeigte, dass durch die Diamantbeschichtungen die Werkzeugstand-
zeit positiv beeinflusst wird, obwohl es frühzeitig zur Delamination kommt. 
 

Die diamantbeschichteten Wendschneidplatten verschleißen ebenfalls weniger schnell als 
die unbeschichteten Werkzeuge, womit MINTONS Ergebnisse reproduziert werden konnten. 
Bei der Ursachenanalyse kommen zwei Möglichkeiten in Betracht: Zum einen stellt die ver-
bliebene Diamantschicht eine kleine Spanleitstufe dar und zum anderen wirkt die Diamant-
schicht als Wärmespreizschicht. Die Funktion als Spanleitstufe, welche den Span ablöst und 
so die Kontaktlänge zwischen Span und Spanfläche verkürzt, lässt sich durch einen Ver-
gleich der Kolkbreiten mit anderen Wendeschneidplatten bei der Trockenzerspanung fest-
stellen. Im Vergleich zu unbeschichteten Wendeschneidplatten sind die Kolkbreiten von mit 
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Diamant beschichteten Wendeschneidplatten nahezu identisch. Auch die Analyse der 
Bruchkanten der Diamantbeschichtungen zeigen keinerlei Verschleißspuren, die auf ein Ab-
gleiten des Spans auf der hervorstehenden Bruchkante schließen lassen. Daher kann die 
Kante der restlichen Beschichtung als Mikrospanleitstufe ausgeschlossen werden. Ein weite-
rer Effekt von Hartstoffschichten ist die Funktion der Wärmeisolierung oder -spreizung. Das 
heißt, dass Beschichtungen mit niedrigem Wärmeleitwert die Schneidstofftemperatur redu-
zieren, da der Wärmestrom aus der Zerspanzone in das Werkzeug begrenzt wird. Bei Dia-
mantbeschichtungen ist davon auszugehen, dass diese durch ihren hohen Wärmeleitwert die 
vom Werkzeug aufgenommene Wärme besser in die angrenzenden Werkzeugareale verteilt. 
VIEREGGE [VIE53] sowie LOEWEN UND SHAW [LOE54] haben in ihrer Analyse vorhergesagt, 
dass die Zerspantemperaturen mit steigendem Wärmeleitwert des Schneidstoffs abnehmen, 
da die in der Zerspanzone entstehende Wärme besser verteilt wird (Gleichung 2-5). Im Ge-
gensatz dazu führen Schneidstoffe mit niedrigem Wärmeleitwert zu höheren Zerspantempe-
raturen, da diese wie eine Isolierung wirken und so die Reibungswärme in der Zerspanzone 
konzentrieren. Ein typisches Beispiel dafür sind die unterschiedlichen Schnitttemperaturen 
beim Einsatz von keramischen Schneidstoffen und Hartmetallwerkzeugen. Bei gleichen 
Schnittparametern liegen die Schnitttemperaturen bei den Wendeschneidplatten aus Kera-
mik über denen vom Hartmetall. Bei beschichteten Hartmetallwerkzeugen werden die Tem-
peraturverläufe im Werkzeug aufgrund der kleinen Schichtdicken von weniger als 10 µm 
kaum beeinflusst. Durch keramischen PVD-Beschichtungen mit Wärmeleitkoeffizienten klei-
ner 15 W m-1 K-1 [BÖT13, MAT12] lässt sich nach dem Fourierschen Gesetz die Temperatur 
vom darunterliegenden Schneidstoff um etwa ϑ = 5 °C bis 10 °C senken. Die nanokristallinen 
Diamantschichten ermöglichen aufgrund ihres sehr guten Wärmeleitkoeffizienten von etwa 
700 W m-1 K-1 bis 2000 W m-1 K-1 bei Raumtemperatur und 200 W m-1 K-1 bis 450 W m-1 K-1 
bei Temperaturen um 1000 °C [OLS93] eine sehr gute Wärmeleitung zum darunterliegenden 
Substrat sowie in der Diamantschicht. Vom darunter liegenden Substrat wird die Wärme we-
niger gut weggeleitet, was in der Diamantschicht zu einem niedrigen Temperaturgradienten 
zwischen Beschichtungsunterseite und Beschichtungsoberseite führt und die Schneidstoff-
temperatur nicht reduziert. Der Temperaturgradient in der Schicht von der heißen Zer-
spanzone zu kühleren Schichtbereichen bewirkt einen Wärmestrom in der Schicht. Dieser 
beträgt nach dem Fourierschen Gesetz für ϑsp,m = 850 °C bei der CVD-Diamantschicht etwa 
Q̇ = 1 W bis 2 W.  
 

Da bei der Zerspanung von TiAl6V4 mit PVD-Beschichtungen das Hartmetallsubstrat zügig 
freigelegt wird und es bei den nanokristallinen Diamantschichten sofort zur Schichtablösung 
kommt, kann davon ausgegangen werden, dass der Wärmestrom in das Werkzeug nahezu 
identisch ist. Die Wendeschneidplatten heizen sich auf, bis sich ein Gleichgewicht zwischen 
abgeführter und zugeführter Wärme einstellt (Bild 2-2). Bei den PVD-Schichten mit niedrigem 
Wärmeleitwert erwärmt sich das Werkzeug stärker und die mittlere Zerspantemperatur ϑsp,m, 
ist höher, da die schlecht wärmeleitende Dünnschicht die Wärmeleitung in den Klemmhalter 
und die Umgebung behindert. Bei den CVD-Diamantschichten mit hohem Wärmeleitwert 
wird die Wärme aus der Zerspanzone besser verteilt, was zu einer Absenkung der mittleren 
Zerspantemperatur ϑsp,m und damit zu niedrigeren Kolkwachstumsraten führt. Dieses Verhal-
ten spiegelt sich auch in den Kolktiefenverläufen wider (Bild 6-20, Bild 6-21, Bild 6-23), die 
Kolkwachstumsraten bei den PVD-beschichteten Werkzeugen sind höher als bei den Wen-
deschneidplatten ohne Beschichtung und denen mit der CVD-Diamantschicht.  
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Bild 6-21: Entwicklung der Kolktiefe von unterschiedlich beschichteten Hartmetallen beim Außen-
Längs-Runddrehen im Trockenschnitt mit LN2-Kühlung 

Bei den CVD-diamantbeschichteten Werkzeugen beginnen sich die Kolkwachstumsraten bei 
einer Kolktiefe von etwa 15 µm bis 18 µm zu verlangsamen, was ab diesem Zeitpunkt auf 
niedrigere Zerspantemperaturen schließen lässt. Davor war der Verschleiß im Vergleich zu 
den anderen Werkzeugen überproportional hoch. Die Ursache dafür liegt im Herstellungs-
prozess von Diamantdünnschichten: Damit Diamantbeschichtungen auf Hartmetallen mit 
Kobaltbinder haften, wird vor dem Beschichtungsprozess der Kobaltbinder aus der Substrat-
oberfläche geätzt (Bild 6-22a und Bild 6-22b).  

 

Bild 6-22: Verschleiß von diamantbeschichteten Hartmetallwerkzeugen, 1 Titanspan, 2 Diamant-
dünnschicht, 3 Wolframkarbidkorn, 4 Pore, 5 kobaltbinderverarmte Zone, 6 Kobaltbinder. 
a) Intakte CVD-Diamantdünnschicht auf Hartmetallsubstrat, b) Übergang kobaltarmes zu 
kobalthaltiges Substrat mit Kennzeichnung der interkristallinen Kräfte, c) fehlende CVD-
Diamantdünnschicht und freigelegte Wolframkarbidkörner mit verarmter Kobaltbinderzone 
nach der Schichtablösung, d) Ausschnitt der Grenzfläche TiAl6V4-Span und Wolframkar-
bidkörner sowie die auf die Körner einwirkenden Kräfte und Momente, e) Herauslösen von 
Hartmetallkörnern durch den vorbeifließenden TiAl6V4-Span. 
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Die Ätztiefe ist von der zu beschichtenden Hartmetallsorte abhängig und liegt häufig im ein-
stelligen Mikrometerbereich. Durch das Entfernen von Kobalt wird der Schneidstoff entfestigt, 
sodass der Titanspan die Wolframkarbidkörner nahezu widerstandsfrei mit sich reißt 
(Bild 6-22c). Erst nachdem das kobaltverarmte Wolframkarbidgerüst mitgerissen und das 
von der Säure nicht angegriffene Hartmetall freigelegt wurde, verlangsamt sich die Kolk-
wachstumsrate drastisch. Besonders deutlich wird dieser Effekt bei der Überflutungskühlung 
mit KSS (Bild 6-23). Nach einer Schnittzeit von tc= 30 s sind bei den Wendeschneidplatten 
mit nanokristalliner Beschichtung die Schicht und das kobaltfreie Wolframkarbidgerüst abge-
tragen. Danach verringert sich die Kolkwachstumsrate und liegt weit unter der vom unbe-
schichteten Hartmetall. Doch hier führt die Diamantbeschichtung zu dem Problem, dass die-
se an der Freifläche sporadisch abplatzt und dann das mechanisch instabile Wolframkarbid-
gerüst freilegt. Dieses wird in wenigen Sekunden von Werkstück und Span abgetragen, bis 
das intakte Hartmetallgefüge freigelegt wird. Dadurch entsteht ein Schneidkantenversatz von 
SVγ = 15 µm bis SVγ = 18 µm, was einer Verschleißmarkenbreitenerhöhung von etwa 
VB = 120 µm bzw. 150 µm entspricht [UHL14]. Bei Drehteilen ist dieser Schneidkantenver-
satz sichtbar und mit Durchmesserabweichungen von mindestens 30 µm leicht zu messen. 
Daher ist der prozesssichere Einsatz diamantbeschichteter Hartmetallwerkzeuge bei der 
Zerspanung von hochwarmfesten Werkstoffen nicht möglich. Bei den PVD-beschichteten 
Werkzeugen ist die Kolkwachstumsrate gegenüber der von unbeschichteten Werkzeugen 
geringfügig höher. Die getesteten Hartstoffschichten sind daher für den praktischen Einsatz 
ungeeignet.  

 

Bild 6-23: Entwicklung der Kolktiefe von unterschiedlich beschichteten Hartmetallen beim Außen-
Längs-Runddrehen mit Überflutungskühlung mit KSS 

Die Versuche zeigen auch, dass eine Wendeschneidplatte mit einer Hartstoffschicht, die 
vornehmlich als Wärmespreizschicht dient, insbesondere bei der Überflutungskühlung funk-
tioniert, denn dort wird die durch die Wärmespreizschicht verteilte Wärme durch den KSS 
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sofort wieder aufgenommen. Bei der Trockenzerspanung ist dieser Effekt stark abge-
schwächt, da die verteile Wärme über natürliche Konvektion an die Umgebungsluft abgeführt 
werden muss. Bei der Trockenzerspanung mit geschlossener Innenkühlung begrenzt das 
Hartmetall die Wärmeleitung, sodass eine Wärmespreizung in der Schicht durch die Dicke 
der Wendeschneidplatte nicht stattfindet.  
 
Unabhängig von Werkzeugkühlung und Beschichtung treten bei der Titanzerspanung spora-
dische Abplatzungen im Übergangsbereich Spanfläche-Span-Luft-KSS auf. Die Ursache 
dafür sind die thermischen Spannungen in der Werkzeugschneide durch den hohen Tempe-
raturgradienten zwischen Zerspanzone und Spanfläche (Bild 6-12). Auslöser für die Abplat-
zung ist Kerbverschleiß, durch den Teile der Schneidkante muschelförmig abbrechen 
(Bild 6-16 und Bild 6-18d). Durch diese Schadstelle wird ein Absatz erzeugt, welcher vom 
ablaufenden Span gefüllt wird. Nach kurzer Zeit platzen durch die hohen thermo-
mechanischen Spannungen weitere muschelförmige Teile der Werkzeugschneide aus. Die-
ser Vorgang wiederholt sich, bis der Span nicht mehr die erzeugte Nut verfüllt bzw. bis dieser 
sich vom Werkzeug ablöst (Bild 6-18b). Die in Bild 6-13 dargestellten Von-Mises-
Spannungen sind in den von den Abplatzungen betroffenen Bereichen besonders hoch. Bei 
den dünnsten Wendeschneidplatten entwickelt sich die Ausbruchreihe am schnellsten.  

6.2.4 Einflussfaktor Schnittgeschwindigkeit  

Die produktive Zerspanung von TiAl6V4 ist nur mit der richtigen Hartmetallsorte, Mikrogeo-
metrie und einem darauf angepassten Kühlkonzept möglich. Eine Beschichtung der Schnei-
de mit einer Hartstoffschicht führt dabei zu keiner signifikanten Standzeiterhöhung  
(vgl. Abschnitt 6.2.3). Zur Bestimmung der optimalen Schnittparameter sind die Schnittge-
schwindigkeit vc, der Vorschub f und die Schnitttiefe ap variiert und die Kolkwachstums-
rate dKT dtc

-1 dokumentiert worden. 
 
Der Einfluss der Schnittgeschwindigkeit auf den Werkzeugverschleiß bei unterschiedlichen 
Kühlkonzepten ist in Bild 6-24 dargestellt. Die niedrigsten Verschleißraten werden mit der 
Überflutungskühlung mit KSS erreicht. Im Gegensatz dazu wurden bei der Trockenzer-
spanung durchweg die höchsten Verschleißraten gemessen. Bei der Trockenzerspanung mit 
dem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug mit Stickstoff-Kühlung konnte ein geson-
dertes Verschleißverhalten beobachtet werden: Hier steigt die Kolkwachstumsrate ebenfalls 
bis zu einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 72 m min-1 an und ist dem Verschleiß der Tro-
ckenzerspanung ohne Kühlung sehr ähnlich. Beim Überschreiten einer Schnittgeschwindig-
keit von mehr als vc = 72 m min-1 schwächt sich die Abhängigkeit der Kolkwachstumsrate 
von der Schnittgeschwindigkeit ab und die Kolkverschleißraten des geschlossen-
innengekühlten Werkzeugs nähern sich denen der Überflutungskühlung an. Bei der Überflu-
tungskühlung mit KSS tritt dieses Verhalten nicht so deutlich hervor; offensichtlich ist der 
Übergang durch die sehr gute Kühlung von Span und Werkzeug fließend.  
 
Unabhängig von der Kühlungsart fällt auf, dass sich bei Schnittgeschwindigkeiten von 
70 m min-1 < vc < 75 m min-1 die Kolkwachstumsrate dKT dtc

-1 mit steigender Schnittge-
schwindigkeit langsamer entwickelt und sich der quadratischen Zusammenhang zwischen 
Schnittgeschwindigkeit und Kolkwachstumsrate weniger stark ausprägt. Dieses Verhalten 
kann mit den Ergebnissen von HARTUNG UND KRAMER [HAR82] sowie ARRAZOLA ET AL. 
[ARR09] erklärt werden, denn beide postulieren, dass sich aus dem Kohlenstoff im Schneid-
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stoff und dem ablaufenden Titanspan eine sprödharte TiC-Schicht auf der Werkzeugschnei-
de ausbildet. Diese chemische Reaktion tritt ab circa ϑsp,m = 825 °C auf, was in etwa einer 
Schnittgeschwindigkeit von vc = 75 m min-1 entspricht. Diese Hartstoffschicht behindert die 
temperaturabhängige Diffusion des Kobalts in den ablaufenden Span, wodurch die Diffusi-
onsgeschwindigkeit und das Herauslösen von Wolframkarbidkörnern verlangsamt wird 
[HUA05, JIX08, NAK83, ZHA09].  

 

Bild 6-24: Abhängigkeit der Kolkwachstumsrate und spezifischen Schnittkraft von der Schnitt-
geschwindigkeit und Prozesskühlung 

Unabhängig von der Ausbildung von Diffusionsbarrieren ist anzumerken, dass sich die Kolk-
verschleißraten bei der Trockenzerspanung ohne Kühlung von der Überflutungskühlung 
auch bei höheren Schnittgeschwindigkeiten um maximal 10 µm min-1 unterscheiden. Das 
heißt, dass der Verschleiß bei der Trockenzerspanung durch eine Überflutungskühlung nie 
ganz vermieden und immer nur um einen bestimmten Betrag reduziert werden kann. Durch 
den Einsatz von Kühlschmiermittel ist es nicht möglich, die mit steigender Schnittgeschwin-
digkeit zusätzlich erzeugte Wärme abzuführen. Nur durch eine Erhöhung der Wärmeübertra-
gerfläche und des Wärmeübergangskoeffizienten zwischen Werkzeug und KSS oder durch 
eine Absenkung der Kühlmitteltemperaturen wäre es möglich, die Kolkwachstumsraten bei 
höheren Schnittgeschwindigkeiten zu reduzieren (vgl. Abschnitt 6.1.2). 
 
Für das Außen-Längs-Runddrehen mit Hartmetall haben KREIS [KRE73], NARUTAKI UND 

MURAKOSHI [NAR83] sowie ARMENDIA ET AL. [ARM10] bis etwa vc = 70 m min-1 abfallende 

Schnitt- und Vorschubkräfte gemessen. Bei Schnittgeschwindigkeiten größer vc = 70 m min-1 
sind die Zerspankräfte wieder angestiegen. SMART UND TRENT [SMA75] haben diesen Kraft-
verlauf beim Zerspanen von Reintitan mit einem Schnellarbeitsstahl der Sorte HS2-9-2-8 
ebenfalls gemessen, wobei sich hier aufgrund des geringen Kohlenstoffanteils und der nied-
rigeren Zerspantemperaturen von etwa 650 °C mit großer Wahrscheinlichkeit eine Titan-
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Titaneisenschicht anstatt der TiC-Schicht ausgebildet hat [CAC06]. ZANGER [ZAN13] hat bei 
variierenden Schnittgeschwindigkeiten und Vorschüben beim Orthogonaldrehen ebenfalls 
mit steigender Schnittgeschwindigkeit keine stetig abfallenden Kraftverläufe gemessen, son-
dern konnte vielmehr Kraftanstiege bei höheren Schnittgeschwindigkeiten bzw. Vorschüben 
feststellen. Das Verhalten der Schnittkräfte wurde bei den eigenen Versuchen ebenfalls beo-
bachtet (Bild 6-24) und konnte reproduziert werden, obwohl die Eingriffsbedingungen, der 
Werkzeug- und Halbzeughersteller, die Schnittparametersätze, die Kühlungsarten und die 
Messsysteme variiert wurden. Im Gegensatz dazu haben COTTERELL UND BYRNE [COT08a] 
beim Orthogonaldrehen einen Abfall der spezifischen Schnittkräfte bei steigenden Schnittge-
schwindigkeiten dokumentiert, ohne dass diese wieder angestiegen sind. WYEN UND WEGE-

NER vermuten als Ursache für den Anstieg eine thermische Entfestigung des Werkstück-
werkstoffs bzw. eine Änderung des Verformungswiderstands des Titans durch steigende 
Zerspantemperaturen. Aus ihren Messdaten geht jedoch hervor, dass beim Orthogonaldre-
hen bei Schnittgeschwindigkeiten kleiner 70 m min-1 Reibungskoeffizienten von circa 
µ = 0,38 und bei vc = 110 m min-1 Werte von µ = 0,49 berechnet wurden, was dann deren 
Auswertung und Analyse widerspricht [WYE10]. Die Schnittkräfte sind mit steigender 
Schnittgeschwindigkeit stärker als die Vorschubkräfte gefallen. Dieses Verhalten lässt sich 
mit der ausbildenden TiC-Schicht und dem sich dann verändernden Reibungskoeffizienten 
erklären. Gleiches gilt in eingeschränkter Weise auch für Schnellarbeitsstähle, wie von 
SMART UND TRENT [SMA75] beschrieben. 

6.2.5 Einflussfaktoren Vorschub und Schnitttiefe 

Unter der Annahme, dass sich bei einer Spanflächentemperatur von etwa ϑsp,m = 825 °C 
eine stabile TiC-Schicht ausbildet und diese den Reibungskoeffizienten verändert, hängt die 
Temperaturveränderung maßgeblich von der Schnittgeschwindigkeit und dem Vorschub ab, 
denn mit steigender Schnittgeschwindigkeit nimmt die Schnitttemperatur zu (Gleichung 2-8). 
Wird nun der Vorschub reduziert, so sinkt auch die Temperatur in der Zerspanzone 
(Gleichung 2-6 und Gleichung 2-7). Beim Außen-Längs-Runddrehen mit variierenden 
Schnittgeschwindigkeiten und Vorschüben konnte dieser Effekt durch Berechnung der Rei-
bungskoeffizienten nachgewiesen und so die Ausbildung einer TiC-Schicht und die dadurch 
veränderten Reibungskoeffizienten indirekt belegt werden. Dafür sind Zerspanversuche ohne 
Kühlung von TiAl6V4 mit unbeschichteten DCGA07T0 Wendeschneidplatten durchgeführt 
worden. Auf eine Kühlschmierung wurde verzichtet, um Störgrößen durch potenzielle 
Schmier- und Kühleffekte auszuschließen. Weiterhin wurde auch auf Kraftmessungen mit 
dem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug verzichtet, um potenzielle Störgrößen aus-
zuschließen (Bild 6-25). 
 
Durch die sich ausbildende TiC-Schicht steigen die Reibungskoeffizienten ab etwa 
vc = 64 m min-1 an. Das heißt aber auch, dass durch die höhere spezifische Schnittkraft kc 
(Bild 6-24) die Wirkleistung Pe ansteigt und damit unweigerlich auch die Temperaturen in der 
Zerspanzone stärker zunehmen. Das widerspricht jedoch den Temperaturmesskurven von 
KREIS [KRE73] sowie HARTUNG UND KRAMER [HAR82]. Die Temperaturmesskurven, die mit-
tels Einmeißelmethode erfasst wurden, weisen einen Knick bei etwa vc = 75 m min-1 auf 
(Bild 2-3), wobei die Temperaturen weniger stark als erwartet ansteigen.  
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Mit hoher Wahrscheinlichkeit führt die dann einsetzende TiC-Schichtbildung zwischen dem 
Titanwerkstück und der Hartmetallschneide zu einem höheren elektrischen Widerstand und 
einer Veränderung der Elektronenzahl und -häufigkeit, was den Seebeck-Effekt beeinflusst 
und so die gemessenen elektrischen Thermospannungen und damit den Temperaturmess-
wert verfälscht. 

 
Bild 6-25: Entwicklung der Coulombschen Reibungskoeffizienten und der Wirkleistung bei  

unterschiedlichen Schnittgeschwindigkeiten und Vorschüben 

Wie in Abschnitt 6.2.4 beschrieben, bewirkt eine Prozesskühlung eine Verringerung der 
Kolkwachstumsraten. Die Kolkwachstumsraten der Trockenzerspanung mit N2-Kühlung la-
gen bei den Zerspanversuchen immer zwischen den Messwerten der Trockenzerspanung 
und der Überflutungskühlung mit KSS. Bei der Überflutungskühlung sind die Kolkwachstums-

raten niedriger als bei der Trockenzerspanung mit N2-Kühlung. Die Trockenzerspanung ohne 
Kühlung weist die höchsten Verschleißraten auf. Aufbauend auf dieser Tatsache sind die 
Einflussfaktoren Schnitttiefe und Vorschub auf die Kolkentwicklung im Rahmen von 135 Ver-
suchen bei der Trockenzerspanung mit N2-Kühlung untersucht worden.  
 

Zwischen der Schnitttiefe ap und der Kolkwachstumsrate dKT dtc
-1 besteht bei der Tro-

ckenzerspanung mit N2-Kühlung weitgehend ein linearer Zusammenhang (Bild 6-26). Die 
Steigung der Kurven wird durch die Schnittgeschwindigkeit vc bestimmt. Bei hohen Vorschü-
ben und Schnittgeschwindigkeiten sind die Kolkverschleißraten aufgrund hoher Zerspantem-
peraturen am höchsten. Das fällt insbesondere bei den Schnittgeschwindigkeiten von 
vc = 90 m min-1 auf. Dort ist der Verschleiß am stärksten und geht von der linearen in eine 
quadratische Abhängigkeit über. Die Ursache dafür ist der starke Temperaturanstieg durch 
die gestiegenen Reibungskoeffizienten und die begrenzte Wärmeabfuhr über die Werkzeug-
schneide.  
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Bild 6-26: Entwicklung der Kolkwachstumsrate bei einem Vorschub von f = 0,125 mm und  

variierten Schnittgeschwindigkeiten und Schnitttiefen 

Neben der Schnittgeschwindigkeit und der Schnitttiefe ist auch der Einfluss des Vorschubs 
auf den Werkzeugverschleiß untersucht worden. Dafür wurden die Kolkwachstumsraten für 
unterschiedliche Vorschübe und Schnitttiefen bei einer Schnittgeschwindigkeit von 
vc = 72 m min-1 in einem Diagramm zusammengefasst (Bild 6-27). Das Zeitspanungsvolu-
men Q ist über die Abszissenachse und die Kolkwachstumsrate dKT dtc

-1 über die Ordina-
tenachse aufgetragen. Der Vorschub f beeinflusst die Verschleißentwicklung stärker als die 
Schnitttiefe ap. So wird bei einem Vorschub f = 0,075 mm und einer Schnitttiefe ap = 2,0 mm 
eine Kolkwachstumsrate dKT dtc

-1 von 8 µm min-1 erreicht. Bei gleichem Zeitspanungsvolu-
men Q ergibt sich bei einem Vorschub f = 0,175 mm und einer Schnitttiefe ap = 0,85 mm 
eine Kolkwachstumsrate von 21 µm min-1. Das heißt, dass das Hartmetallwerkzeug bei iden-
tischem Zeitspanungsvolumen und verschiedenen Schnittparametern zweieinhalbmal so 
schnell verschleißt. Um den Verschleiß bei gegebener Schnitttiefe zu begrenzen, muss die 
Schnittgeschwindigkeit vc gesenkt und der Vorschub f erhöht werden.  
  



6 Außen-Längs-Runddrehen mit verschiedenen Kühlkonzepten  

76 

 
Bild 6-27: Kolkwachstumsratenentwicklung bei der Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung und einer 

Schnittgeschwindigkeit von vc = 72 m min-1 bei variierten Schnitttiefen und Vorschüben 

Zur Steigerung des Zeitspanungsvolumens, zum Beispiel beim Schruppen, ist daher die 
Schnitttiefe möglichst hoch und der Vorschub so gering wie möglich zu wählen, obwohl die 
spezifische Schnittkraft kc dann am höchsten bzw. ungünstigsten für die mechanische Belas-
tung der Werkzeugschneide ist. Ist eine Steigerung der Schnitttiefe aufgrund der Werkzeug-
geometrie, der Werkstückkontur oder der Bauteilbiegesteifigkeit nicht möglich, muss zur 
Standzeiterhöhung die Schnittgeschwindigkeit reduziert, dafür aber der Vorschub erhöht 
werden. Dieser Sachverhalt ist in Bild 6-28 durch die spezifischen Schnittkräfte kc bei unter-
schiedlichen Schnittgeschwindigkeiten vc, Schnitttiefen ap und Vorschüben f beim Außen-
Längs-Runddrehen von TiAl6V4 bei der Trockenzerspanung dargestellt.  

 

Bild 6-28: Gemessene spezifische Schnittkräfte kc bei unterschiedlichen Schnittgeschwindigkeiten 
und Vorschub-Schnitttiefen-Verhältnissen beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 
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Generell zeigt sich, dass die spezifischen Schnittkräfte kc und damit die Wirkleistung Pe mit 
einer Erhöhung des Vorschubs f abnehmen. Weiterhin bestätigen die Messwerte den in  
Bild 6-24 dargestellten Sachverhalt, dass bei Schnittgeschwindigkeiten über vc = 72 m min-1 
beim Zerspanen von TiAl6V4 mit unbeschichteten Hartmetallwerkzeugen die Reibung und 
damit die spezifischen Schnittkräfte zunehmen.  

6.2.6 Einflussfaktoren Stickstofftemperatur und Stickstoffmenge 

Bei den Versuchen mit Stickstoffkühlung sind neben den Schnittparametern auch die Stick-
stoffmassenströme und -temperaturen variiert worden, um deren Wirkung auf den Werk-
zeugverschleiß zu bestimmen. In Bild 6-29 sind die Stickstofftemperaturen am Kühlkörper-
einlass ϑk,ein und Kühlkörperauslass ϑk,aus sowie die damit erreichten Kolkwachstumsraten 
dKT dtc

-1 bei gleichbleibenden Schnittparametern dargestellt. Die niedrigsten Kolkwachs-
tumsraten konnten mit GN2 als Kühlmedium erreicht werden, wohingegen mit LN2 durchweg 
höhere Kolkwachstumsraten dKT dtc

-1 gemessen wurden. 

 

Bild 6-29: Einfluss der Stickstofftemperatur auf die Kolkwachstumsrate bei der Trockenzerspanung 
von TiAl6V4 mit dem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug, die Indikatoren stellen 
die Differenztemperatur zwischen dem Kühlkörperein- und -auslass dar 

Bei LN2 muss zwischen unterkühltem und siedendem Stickstoff unterschieden werden. Eine 
Unterkühlung bewirkt keine Verbesserung der Werkzeugstandzeit. Der unterkühlte Stickstoff 
transportiert die Wärme durch erzwungene Konvektion ab, wobei der Stickstoff nicht in die 
Dampfphase übergeht. Das heißt aber auch, dass der Wärmeübergangkoeffizient klein ist 
und maßgeblich von der Strömungsgeschwindigkeit sowie der Temperaturdifferenz zwischen 
Kühlkörper und Stickstoff bestimmt wird. Höhere Wärmeübergangskoeffizienten können 
durch das Verdampfen des flüssigen Stickstoffs im Kühlkörper erreicht werden. Das ist dann 
der Fall, wenn siedender Stickstoff als Kühlmedium eingesetzt wird. Dieser verdampft durch 
Blasensieden im Kühlkörper, was zu einer Vervielfachung des Wärmeübergangskoeffizien-
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ten und damit auch zu höheren abgeführten Wärmemengen führt. Das Blasensieden lässt 
den Strömungswiderstand des Kühlkörpers ansteigen und limitiert so den Stickstoffmassen-
strom. Bei gasförmigem Stickstoff als Kühlmedium ist die Strömungsgeschwindigkeit durch 
die Turbulenz und durch den damit einhergehenden Druckanstieg im Kühlkörper begrenzt. 

6.3 Leistungsbedarfe und Wirkungsgrade 

6.3.1 Definition der Systemgrenze 

Der Fertigungsprozess, das Werkzeugmaschinensystem, die Kühlungsmethode und die ein-
gesetzten Werkzeuge sowie der daraus hervorgehende Werkzeugverschleiß bestimmen die 
aufgewendete elektrische Arbeit bei der Bauteilfertigung (Bild 6-30a). Daran anknüpfend sind 
bei den Verschleißuntersuchungen die elektrischen Energiebedarfe des verwendeten Werk-
zeugmaschinensystems parallel gemessen worden.  

 

Bild 6-30: Beschreibung der Systemgrenze: a) allgemeine Darstellung der Energie- und Stoffflüsse 
beim Drehprozess mit untersuchtem Teilsystem, in schwarz hervorgehoben b) berücksich-
tigte Energieflüsse und deren Wandlungsprozesse7 
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In die Analyse sind zudem auch die Energie zur Drucklufterzeugung und die Energie für die 
Kühlmittelherstellung mit einbezogen worden. Nicht berücksichtigt wurden die Halbzeug-
herstellung und die Beschaffung der Betriebs- und Werkstoffe, da diese nicht eindeutig be-
stimmt werden können (Bild 6-30b). 

6.3.2 Einflussfaktoren Kühlmedium und Kühlmedienmenge 

In Bild 6-31 ist der Wirkleistungsverlauf beim Außen-Längs-Runddrehen bei der Trockenzer-
spanung dargestellt. Mit etwa 55 % respektive PG = 3,83 KW nehmen die vom Bearbei-
tungsprozess unabhängigen Maschinensysteme, wie die Hydraulikanlage, die Gleichrichter, 
der Kompakt-Bandfilter und der Späneförderer den größten Anteil an elektrischen Energie-
verbrauchern ein. Für die Bereitstellung von 350 Nℓ min-1 Sperr- bzw. Druckluft benötigt der 
Druckluftverdichter eine mittlere elektrische Leistung von Pp = 2,45 KW. Das entspricht etwa 
35 % der Gesamtenergie. Die Hauptspindel und die Vorschubachsen verbrauchen im Ru-
hemodus PA = 360 W, was etwa 5,5 % der Gesamtleistungsaufnahme entspricht. Bei der 
Bearbeitung erhöht sich dieser Betrag auf 13 % bzw. PA = 940 W.  

 

Bild 6-31: Wirkleistungsaufnahme beim Außen-Längs-Runddrehen bei der Trockenzerspanung 

Bei einer Überflutungskühlung mit KSS arbeiten zusätzlich zu den zuvor beschriebenen 
elektrischen Verbrauchern KSS-Pumpen und KSS-Kühler. Durch diese wird KSS, welcher in 
einem 750 ℓ-Tank lagert, in einem Kreislauf in die Zerspanzone gepumpt. Die Werkzeug-
schneide wird gekühlt und der Werkzeugverschleiß reduziert. Bei den Versuchen wurde wie 
in Kapitel 4 beschrieben, eine siebenprozentige Emulsion aus wassermischbarem KSS und 
Wasser verwendet. Bei KSS-Badstandzeiten von etwa sechs Monaten wird dieser zweimal 
pro Jahr gewechselt. 
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Aus dem Sicherheitsdatenblatt [EGS05] des eingesetzten KSS Adrana AY 401 geht hervor, 
dass dieser aus 10 % bis 25 % bakterizid wirkendem Phenoxyethanol, etwa 5 % nichtioni-
schen Tensiden und 20 % bis 50 % gesättigten, ungeschwefelten Kohlenwasserstoffen be-
steht. Der Rest ist Mineralöl. Die Tenside dienen beim Mischen des Kühlschmiermittels mit 
Wasser als Emulgator [DET06, BRI15]. Die Energie für die Herstellung von mineralölbasier-
ten Schmierstoffen ist von der Zusammensetzung abhängig. Für die Raffination von Erdöl zu 
entschwefeltem Mineralöl wird eine kumulierte Energiemenge von etwa  6 MJ Kg-1 benötigt, 
für Tenside können kumulierte Energiemengen für die Herstellung von 60 MJ Kg-1 ange-
nommen werden [MCM01, PUS10a]. Die spezifische Energie zur Herstellung von Phen-
oxyethanol lässt sich ebenfalls mit 60 MJ Kg-1 annehmen [MCM01], sodass die Bereitstellung 
von einem Kilogramm Wasser-Schmierstoff-Emulsion eine Energiemenge von 1,52 MJ Kg-1 
erfordert. Für die Bereitstellung einer wassergemischten KSS-Menge von 1400 ℓ pro Jahr ist 
eine Energiemenge von 2,28 GJ bzw. 633,3 KWh notwendig. Bei 8760 h a-1 ergibt sich im 
Mittel eine elektrische Leistung von 72 W für die KSS-Bereitstellung. Dieser Verbrauch ist in 
dem in Bild 6-32 dargestellten Diagrammen nicht berücksichtigt, da sie im Vergleich zu den 
anderen Verbrauchern vernachlässigbar ist. Die Überflutungskühlung mit KSS verursacht 
eine Steigerung der Gesamtleistungsaufnahme um PK = 1,6 KW auf, was dann 25 % der 
Gesamtwirkleistungsaufnahme entspricht. 

 

Bild 6-32: Wirkleistungsaufnahme der Traub TNX 65/42 beim Außen-Längs-Runddrehen bei der 
Überflutungskühlung mit KSS 
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Im Vergleich zur Trockenzerspanung oder Überflutungskühlung ändert sich bei der indirekten 
Werkzeugkühlung mit LN2 die Grund-Leistungsaufnahme PG nicht. Das einzige, was sich 

deutlich messbar verändert, ist der Energiebedarf für die Prozesskühlung PK (Bild 6-33). Bei 

einem Flüssigstickstoffmassenstrom von ṁN2 = 60 g min-1 und einer kumulierten Energie-
menge von 7,49 MJ Kg-1 für die Flüssigstickstoffproduktion [GIE12] ergibt sich eine Leis-

tungsaufnahme von PK = 7,49 KW für die Prozesskühlung. Das heißt, dass für die Herstel-
lung von einem Kilogramm Flüssigstickstoff eine Energiemenge von 2,08 KWh benötigt wird 

und zur Erzeugung eines Flüssigstickstoffmassenstroms von ṁN2 = 1 g s-1 eine durchschnitt-
liche Leistungsaufnahme von PK,N2 = 7,49 KW erfordert. Dieser Zusammenhang ist in 

Bild 6-34 veranschaulicht. 

 

Bild 6-33: Wirkleistungsaufnahme der Traub TNX 65/42 beim Außen-Längs-Runddrehen bei der Tro-
ckenzerspanung mit indirekter LN2-Kühlung 

Demnach wird bei der Trockenbearbeitung mit LN2-Kühlung die Hälfte des Gesamtwirkleis-

tungsbedarfs durch die Energie für die Prozesskühlung PK hervorgerufen. Im Vergleich zur 
Überflutungskühlung mit KSS steigt der Bedarf an elektrischer Energie für die Prozessküh-

lung PK um das 4,7-fache bei geringeren Werkzeugstandzeiten (vgl. Abschnitt 6.2.4). Um mit 
der Leistungsaufnahme des KSS-Versorgungssystems energetisch konkurrieren zu können, 
muss daher die Leistungsaufnahme auf PK = 1,6 KW und damit der Stickstoffmassenstrom 

auf ṁN2 = 0,21 g s-1 gesenkt werden (Bild 6-34). In den Zerspanversuchen konnte system-

bedingt ein minimaler Stickstoffmassenstrom von ṁN2 = 0,4 g s-1 erreicht werden.  
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Die über den Kühlkörper abgeführte Wärme ist stark vom Aggregatzustand des Stickstoffs 
abhängig (vgl. Abschnitt 6.2.6). Für identische Schnittparameter und unveränderte Eingriffs-
bedingungen sind die Verläufe des Stickstoffmassenstroms ṁN2, die elektrische Leistung der 
Flüssigstickstoffproduktion PK,N2, die über den Kühlkörper abgeführte Wärme bzw. Wärme in 
das Werkzeug QW und die Wirkleistung Pe dargestellt. 

 

Bild 6-34: Leistungsaufnahme der Luftzerlegungsanlage zur Erzeugung eines Flüssigstickstoffmas-
senstroms [GIE12] 

Bei Stickstoffmassenströmen über ṁN2 = 2,5 g s-1, welche nur mit auf ϑk,ein = -210 °C unter-
kühltem Stickstoff erreicht wurden, war die über das Werkzeug abgeführte Wärme am ge-
ringsten (Bild 6-35). Die über den Mikrokühlkörper abgeführte Wärme betrug während einer 
Schnittzeit von tc = 30 s im Mittel etwa QW = 13 W. Bei einer mittleren Wirkleistung von 
Pe = 192 W wurden demnach etwa 7 % der dissipierten Energie über das geschlossene In-
nenkühlsystem abgeführt. Die Energie für die Kühlung liegt bei PK,N2 = 24 KW. 

 

Bild 6-35: Unterkühlter Stickstoff als Kühlmedium mit einer Kühlkörpereintrittstemperatur von 
ϑk,ein = -210 °C und einem mittleren Massenstrom von ṁN2 = 2,5 g s-1 
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Aus dem Verhältnis zwischen eingesetzter Energiemenge für die Kühlung und der abgeführ-
ten Wärme lässt sich, wie auch in der Thermodynamik üblich, die energetische Arbeitszahl 
berechnen und zur Bewertung der energetischen Effizienz heranziehen. Mit dem in 
Gleichung 6-2 dargestellten Quotienten wird die energetische Arbeitszahl ZN2 der Stickstoff-
kühlung berechnet.  

ZN2=
QW

PK,N2
 (6-2) 

Für die Kühlung mit unterkühltem Stickstoff ergibt sich ein Wert von  
ZN2(ṁN2 = 2,5 g s-1) = 0,06 %. Das heißt, dass mit einer für die Stickstoffherstellung erforder-
lichen Energiemenge von PK,N2 = 24 KW eine Wärme von QW = 13 W über den Mikrokühl-
körper abgeführt wurde. 
 
Bei den Zerspanversuchen zeigte sich, dass siedender Stickstoff bei ϑk,ein = -189 °C anstatt 
unterkühlter Stickstoff bei ϑk,ein = -210 °C als Kühlmedium eine Verbesserung der Wärmeab-
fuhr über das Kühlsystem bewirkt. Bei einer mittleren Wirkleistung von Pe = 204 W wurde 
eine über das geschlossene Innenkühlsystem abgeführte Wärme von QW = 35 W gemessen 
(Bild 6-36). Das entspricht einem Wärmeanteil von 17 %. Für die Stickstoffbereitstellung ist 
eine elektrische Leistung von PK,N2 = 14 KW benötigt worden. Für die Kühlung mit 
ṁN2 = 1,9 g s-1 siedendem Stickstoff lässt sich eine Arbeitszahl von  
ZN2(ṁN2 = 1,9 g s-1) = 0,25 % berechnen. Im Vergleich zur Kühlung mit auf ϑk,ein = -210 °C 
unterkühlten Stickstoff hat sich die energetische Effektivität vervierfacht.  

 

Bild 6-36: Siedender Stickstoff als Kühlmedium mit einer Kühlkörpereintrittstemperatur von  
ϑk,ein = -189 °C und einem mittleren Massenstrom von ṁN2 = 1,9 g s-1 
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Durch eine Verringerung des Stickstoffmassenstroms bei gleichbleibenden Temperaturen 
ϑk,ein = -189 °C um 63 % von ṁN2 = 1,9 g s-1 auf ṁN2 = 1,1 g s-1 konnte eine Reduktion der 
über den Kühlkörper abgeführten Wärmemenge gemessen werden. Für die Wirkleistung 
wurde ein Wert von Pe = 188 W und für die über den Kühlkörper abgeführte Wärme ein Wert 
von QW = 27 W gemessen (Bild 6-37). Bei gleichem Aggregatzustand und gleicher Stickstoff-
temperatur verringerte sich dadurch der Anteil der über den Kühlkörper abgeführten Wärme 
von 17 % auf 14 %. Die Arbeitszahl konnte aber weiter auf ZN2(ṁN2 = 1,1g s-1) = 0,32 % ge-
steigert werden. Das heißt, dass die Kühlung mit kleinen Stickstoffmengen einen effektiveren 
Wärmeabtransport ermöglicht. 

 

Bild 6-37: Siedender Stickstoff als Kühlmedium mit einer Kühlkörpereintrittstemperatur von 
ϑk,ein = -189 °C und einem mittleren Massenstrom von ṁN2 = 1,1 g s-1 

Der Einsatz von gasförmigem Stickstoff anstelle von flüssigem oder siedendem Stickstoff 
ermöglicht eine weitere Absenkung der Energie für die Stickstoffbereitstellung. Bei einem 
Stickstoffmassenstrom von ṁN2 = 0,65 g s-1 bei einer Stickstofftemperatur von  
ϑk,ein = -115 °C beträgt die Leistungsaufnahme für die Stickstofferzeugung etwa 
PK,N2 = 5,4 KW (Bild 6-38).  
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Bild 6-38: Gasförmiger Stickstoff als Kühlmedium mit einer Kühlkörpereintrittstemperatur von 
ϑk,ein = -115 °C und einem mittleren Massenstrom von ṁN2 = 0,65 g s-1 

Hohe LN2-Massenströme führen zu einer uneffektiven Kühlung, da ein Blasensieden unter-
drückt und so der niedrige Wirkungsgrad weiter abgesenkt wird. Die Ursache dafür ist der 
Wärmeübergang zwischen dem Kühlmedium und dem Kühlkörper (vgl. Abschnitt 6.2.6). Ho-
he Massenströme erfordern hohe Strömungsgeschwindigkeiten im Kühlkörper. Der Wärme-
übergang erfolgt dann durch erzwungene Konvektion. Bei niedrigeren Massenströmen tritt 
ein Blasensieden schneller auf, was dann zu höheren Wärmeübergangskoeffizienten und 
damit zu höheren Kühlleistungen und einer effektiveren Kühlung führt. Das erklärt auch die 
beobachtete Abnahme des Massenstroms über die Zeit trotz unveränderter Bedingungen 
des Stickstoffs am Kühlkörpereinlass (Bild 6-36 und Bild 6-37). Im Kühlkörper baut sich 
durch das Verdampfen des siedenden Stickstoffs ein Gegendruck auf, wodurch nachströ-
mender Stickstoff weniger schnell durch den Kühlkörper strömt. Bei der Verwendung von 
gasförmigem Stickstoff ist eine Verringerung des Stickstoffmassenstroms mit fortschreitender 
Schnittzeit tc nicht beobachtet worden (Bild 6-38). 
 
Wie bereits in Abschnitt 6.2.6 beschrieben, werden mit der Gaskühlung niedrige Kolkver-
schleißraten dKT dtc

-1 erreicht, was an der sehr guten Kühlung liegt. Die Kühlung mit sie-
dendem Stickstoff erreicht ähnliche Verschleißraten bei um mindestens 50 % höheren Stick-
stoffmassenströmen und damit höheren Leistungsbedarfen. Der am Kühlkörpereintritt  
ϑk,ein = -115 °C kalte gasförmige Stickstoff konnte beim Durchströmen des Kühlkörpers eine 
Wärme von QW = 26,5 W bei einer mittleren Wirkleistung von Pe = 183 W abführen. Das 
entspricht etwa 14,5 % der Wärme. Bei PK,N2 = 5,4 KW für die Stickstofferzeugung lässt sich 
eine Arbeitszahl von ZN2(ṁN2 = 0,65 g s-1) = 0,49 % berechnen. 
 

Mit einer Reduktion des Stickstoffmassenstroms auf ṁN2 = 0,43 g s-1 (Bild 6-39) konnte die 
Leistungsaufnahme bei der Stickstoffproduktion auf PK,N2 = 3,02 KW gesenkt werden. Bei 
einer Kühlkörpereintrittstemperatur von ϑk,ein = -145 °C betrug die abgeführte Wärme 
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QW = 15,6 W und die Wirkleistung Pe = 177 W. Demnach wurden etwa 9 % der Wärme  
über das Kühlsystem abgeführt. Die Effektivität der Kühlung hat sich im Vergleich zu höhe-
ren Massenströmen verringert, aber die energetische Arbeitszahl auf  
ZN2(ṁN2 = 0,4 g s-1) = 0,52 % gesteigert. 

 
Bild 6-39: Gasförmiger Stickstoff als Kühlmedium mit einer Kühlkörpereintrittstemperatur von 

ϑk,ein = -145 °C und einem mittleren Massenstrom von ṁN2 = 0,43 g s-1 

Beim Vergleich der in Bild 6-31, Bild 6-32 und Bild 6-33 dargestellten Verläufe zeigt sich, 
dass die Trockenzerspanung die energetisch günstigste und die Trockenzerspanung mit N2-
Kühlung die energetisch ungünstigste Werkzeugkühlung ist. Die Überflutungskühlung mit 
KSS befindet sich dazwischen. In Bild 6-40 sind die mittleren Leistungsaufnahmen der Teil-
systeme für die verschiedenen Kühlkonzepte zusammengefasst. 
 
Aus der elektrischen Leistungsaufnahme des Bearbeitungsprozesses PP,ges und dem Zeit-
spanungsvolumen Q wird der spezifische Energiebedarf der Werkzeugmaschine pro zer-
spantem Materialvolumen pP,ges berechnet (Gleichung 6-3).  

pP,ges=
PP,ges

Q
=

PP,ges

vc ap f
 (6-3) 

Analog lässt sich diese Gleichung zur Berechnung des spezifischen Energiebedarfs der Küh-
lungsmethode anwenden, wobei für die Trockenzerspanung ein spezifischer Energiebedarf 
von pK = 0 KJ cm-3 angenommen werden muss (Gleichung 6-4).  

pK=
PK

Q
=

PK

vc ap f
 (6-4) 
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Bild 6-40: Energetische Gegenüberstellung der unterschiedlichen Kühlkonzepte 

6.3.3 Einflussfaktoren Schnittgeschwindigkeit, Schnitttiefe und Vorschub 

Die elektrische Leistungsaufnahme der in den Werkzeugmaschinen verbauten Elektromoto-
ren hängt vom geforderten Drehmoment und der Drehzahl ab. Letztgenannte wird durch die 
Schnittgeschwindigkeit und den Werkstückdurchmesser festgelegt. Das geforderte Drehmo-
ment wird maßgeblich durch den Spanungsquerschnitt, den Werkstückwerkstoff und den 
Werkstückdurchmesser beeinflusst. 
 
Das CNC-Dreh-Fräszentrum Traub TNX 65/42 bietet eine nahezu stufenlose Drehzahlrege-
lung der Antriebe. Durch die Synchronisation der Haupt- und Nebenspindel mit den Vor-
schubantrieben werden bei sich abrupt oder auch kontinuierlich verändernden Werkstück-
durchmessern die Schnittgeschwindigkeit, die Schnitttiefe und der Werkzeugvorschub flexi-
bel angepasst bzw. die Schnittparameter konstant gehalten (Bild 6-41).  
 

Durch die Verkettung der Schnittgeschwindigkeit vc und der Vorschubgeschwindigkeit vf und 
durch deren Abhängigkeit vom Werkstückdurchmesser ist die Gesamt- und Wirkleistungs-
aufnahme des Antriebsystems nichtlinear. Wenn beispielsweise die Schnittgeschwindigkeit 
vc zunimmt, steigt auch die Vorschubgeschwindigkeit vf. Dabei kann der elektrische Wir-
kungsgrad der Hauptspindel abfallen, wohingegen der elektrische Wirkungsgrad des Vor-
schubantriebsystems zunimmt. 
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Bild 6-41: Verkettung von Schnittgeschwindigkeit und Vorschub durch die Werkzeugmaschinen-
steuerung [WEC06a, WEC06b] 

Im Rahmen der Zerspanversuche wurde die elektrische Leistungsaufnahme der Hauptspin-
del und des Achsvorschubs beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 im Trockenschnitt, 
im Trockenschnitt mit LN2-Kühlung und bei der Überflutungskühlung mit KSS für verschiede-
ne Schnittparametersätze aufgezeichnet. Bei der Auswertung der Datensätze hat sich ge-
zeigt, dass sich durch einen Wechsel des Kühlkonzepts die Leistungsaufnahme der Antriebe 
nicht verändert. Darum sind im Folgenden die Ergebnisse der Trockenzerspanung darge-
stellt (Bild 6-42).  
 

Bei einer Hauptspindeldrehzahl von nist,vc = 179 min-1 nimmt das Antriebssystem eine elektri-
sche Leistung von PA = 225 W auf, ohne dass das Werkzeug im Eingriff ist. Die elektrische 
Energie wird dabei vom Hauptspindelmotor, vom Frequenzumrichter, von den Servo-
verstärkern und von den Positionsmesssystemen verbraucht. Bei dieser Drehzahl und einem 
Vorschub von f = 0,075 mm und einer Schnitttiefe von ap = 0,7 mm steigt die Leistungsauf-
nahme der Antriebe beim Zerspanen von TiAl6V4 auf PA = 425 W an. Durch die Erhöhung 
des Werkzeugvorschubs auf f = 0,175 mm nimmt die Leistungsaufnahme des Antriebstrangs 
auf PA = 650 W zu. 
 

Mit der in Bild 6-25 und Bild 6-42 dargestellten Wirkleistung Pe lässt sich der Wirkungsgrad 
ηA aus der benötigten Wirkleistung Pe und der von den Werkzeugmaschinenantrieben tat-
sächlich aufgewendeten Energie PA, gemäß Gleichung 2-1 und Gleichung 2-2, durch  
Gleichung 6-5 berechnen.  
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PA
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kc A vc
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Bild 6-42: Gegenüberstellung der Wirkleistung Pe beim Zerspanen und der Antriebs-Leistungs-
aufnahme PA bei variablen Schnitt- und Vorschubgeschwindigkeiten und fester Schnitttiefe  

Dieser liegt bei den untersuchten Schnittparametern zwischen ηA = 24 % und ηA = 51 %. Der 
Wirkungsgrad des Antriebsstrangs steigt mit dem Vorschub bzw. dem geforderten Drehmo-
ment und der Hauptspindeldrehzahl. Eine Steigerung der Schnitttiefe bewirkt eine Erhöhung 
des Antriebsstrangwirkungsgrads. Diese lässt sich auf eine bessere Ausnutzung des Motor-
kennfelds zurückführen. Bei der Schnittgeschwindigkeit von vc = 72 m min-1 bzw. einer 
Hauptspindeldrehzahl von 178 min-1 und Vorschüben zwischen f = 0,075 mm und 
f = 0,175 mm beginnt bei Schnitttiefen von etwa ap = 0,7 mm ein lokales Wirkungsgradopti-
mum (Bild 6-43). Mit zunehmendem Vorschub nimmt der Wirkungsgrad kaum noch zu, was 
auf den abnehmenden elektrischen Wirkungsgrad der Hauptspindel und den zunehmenden 
Wirkungsgrad des Vorschubantriebs zurückzuführen ist. 



6 Außen-Längs-Runddrehen mit verschiedenen Kühlkonzepten  

90 

 

Bild 6-43: Gegenüberstellung der Wirkleistung Pe und Gesamtleistungsaufnahme der Antriebe PA bei 
festgelegter Schnittgeschwindigkeit und variierenden Schnitttiefen und Vorschüben 

Die Abhängigkeiten zwischen Schnittgeschwindigkeit vc, Schnitttiefe ap und Vorschub f sind 
in Bild 6-44 veranschaulicht. Die geringsten Wirkungsgrade werden bei niedrigen Schnittpa-
rametern erreicht, was vor allem an der hohen Grundlast und der dann geringen Wirkleistung 
Pe liegt. Durch eine Erhöhung der Schnittparameter und der damit anwachsenden Wirkleis-
tung Pe wird auch der Wirkungsgrad des Antriebstrangs ηA erhöht. Von den untersuchten 
Schnittparametersätzen erreicht der Wirkungsgrad bei vc = 38 m min-1, ap = 0,3 mm und 
f = 0,075 mm einen Wert von ηA = 12 % und ist damit einer der niedrigsten. Der mit 
ηA = 54 % höchste gemessene Antriebsstrangwirkungsgrad wird bei vc = 90 m min-1, 
ap = 1,0 mm und f = 0,175 mm erreicht. 
 

Generell zeigt sich, dass durch die Steigerung der Hauptspindeldrehzahl bzw. der Schnittge-
schwindigkeit der Wirkungsgrad des Antriebstrangs ηA ansteigt. Diese Verbesserung wird 
aber nur dann realisiert, wenn die Antriebsmotoren mit einem dann drehzahloptimalen 
Drehmoment belastet werden und die Motoren in ihrem Kennfeldoptimum arbeiten. 
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Bild 6-44: Wirkungsgrade des Antriebssystems bei unterschiedlichen Schnittparametern beim Außen-
Längs-Runddrehen von TiAl6V4 im Trockenschnitt 

Wird anstatt des energetischen Wirkungsgrads ηA die aufgewendete elektrische Energie pro 
zerspantes Materialvolumen pA betrachtet, wird der Zusammenhang zwischen dem Zeit-
spanungsvolumen Q und der elektrischen Arbeit EA offensichtlich. Es ist dann möglich, die 
energieminimalen Schnittparameter auszuwählen. 
 
Mit Gleichung 6-6 lässt sich die elektrische Energie pro zerspantem Materialvolumen pA aus 
der aufgewendeten elektrischen Arbeit EA und dem Zeitspanungsvolumen Q berechnen. 
Weiterhin wird der Zusammenhang zwischen der Energiemenge pro zerspantem Materialvo-
lumen pA, dem Wirkungsgrad ηA und der spezifischen Schnittkraft kc hergestellt.  

pA=
EA

Q Δt
=

PA 

A vc Δt
=

kc A vc

 ηA

1

A vc Δt
=

kc 

ηAΔt
 (6-6) 

Mit dieser Gleichung kann zudem die theoretisch minimal mögliche Energiemenge pro zer-
spantem Materialvolumen berechnet werden, indem ein Wirkungsgrad von ηA = 100 % an-
genommen wird. Das heißt, dass mit abnehmender spezifischer Schnittkraft kc die Energie-
menge pro zerspantes Materialvolumen abnimmt und damit die Energieeffizienz des Zer-
spanungsvorgangs unabhängig von der verwendeten Werkzeugmaschine und Kühlung an-
steigt.  
 
Unter Berücksichtigung der Ergebnisse aus Abschnitt 6.2.4 bis Abschnitt 6.2.5 nimmt der  
kc-Wert mit steigendem Vorschub f ab. Das bedeutet aber auch, dass es ein energetisches 
Minimum beim Zerspanen von Metallen gibt, welchem sich durch technischen Fortschritt 
angenähert, welches aber nicht unterschritten werden kann. Das energetische Minimum ent-
spricht dann der niedrigsten spezifischen Schnittkraft kc, die beim Zerspanen erreicht werden 
kann. Doch hier ergibt sich der Widerspruch, dass der Werkzeugverschleiß bei niedrigen kc-
Werten höher ist und dadurch mehr Energie für die Werkzeugherstellung aufgewendet wer-
den muss als bei hohen kc-Werten (vgl. Abschnitt 6.2.5).  
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Wird der zuvor beschriebene Sachverhalt des erhöhten Werkzeugverschleißes nicht berück-
sichtigt, weisen wie schon beim Wirkungsgrad des Antriebstrangs ηA niedrige Schnittparame-
ter eine schlechte Energieausbeute des Antriebstrangs auf, wohingegen hohe Schnitt-
parametersätze und damit hohe Zeitspanungsvolumina Q eine hohe Energieausbeute bzw. 
eine niedrige Energiemengen pro zerspantem Materialvolumen pA bewirken (Bild 6-45).  

 

Bild 6-45: Energiemenge pro zerspantes Materialvolumen pA für verschiedene Schnittparametersätze 

6.3.4 Einflussfaktor Zerspanwerkzeug 

Durch die Kühlung des Zerspanwerkzeugs steigt die Gesamt-Leistungsaufnahme des Bear-
beitungsprozesses an. Der gestiegene Energieverbrauch reduziert aber auch die Menge der 
benötigten Werkzeuge, wodurch Energie bei der Werkzeugherstellung eingespart wird. Hier 
lässt sich nun anwenderspezifisch entscheiden, ob entweder der Energieverbrauch bei der 
Prozess- bzw. Werkzeugkühlung minimiert wird und dadurch mehr Werkzeuge benötigt wer-
den oder aber ob die Kühlwirkung maximiert und so die Zahl der benötigten Werkzeuge ver-
ringert wird.  
 

KARPUSCHEWSKI ET AL. [KAR11b] hat für Wendeschneidplatten des Typs DCGT0702 den 
Herstellungsprozess bei der Fa. CERATIZIT S. A., Reutte, Österreich, energetisch analysiert. 
Für die Herstellung dieses Hartmetallwendeschneidplattentyps mit CVD-Beschichtung wurde 
eine Energiemenge von 637 KJ benötigt. Allerdings fehlt in dieser Analyse die Energiemenge 
für die Herstellung des Hartmetallpulvers. Für Kobalt, vom Erzabbau bis zum fertigen Metall, 
wird eine kumulierte Energiemenge von etwa KEAH = 115 ± 13 MJCo Kg-1 benötigt. Mit 
53 MJW Kg-1 ist die Energiemenge zur Produktion des Schwermetalls Wolfram nur halb so 
groß wie die für Kobalt [GIE12, KAU14, NUS14]. 
 
KARHU ET AL. [KAU14] hat für den Herstellungsprozess von Wolfram zu Wolframkarbid einen 
Energiebedarf von 34 MJWWC Kg-1 angegeben. Dabei wird aus Ammoniumparawolframat 
durch Kalzinieren Wolframtrioxid erzeugt. Dieses wird anschließend durch einen Hydrierpro-
zess vom Sauerstoff befreit, sodass Wolfram und Wasser als Reaktionsprodukte entstehen. 
Die Korngröße wird dabei maßgeblich durch die Prozesstemperatur, den Wasserstoffmas-
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senstrom, die Pulverbettdicke und die Verweilzeit im Reaktor bestimmt. Im Pulverbett ent-
steht durch den Hydrationsprozess Wasserdampf, welcher die Reaktion des verbliebenden 
Wolframtrioxids mit Wasserstoff behindert und zu einer Kornvergrößerung führt. Um dieses 
Problem zu umgehen, wird die Pulverbetthöhe reduziert und der erforderliche Wasserstoff-
massenstrom erhöht. Weiterhin wird, um das Kornwachstum zu bremsen bzw. um Agglome-
rationen zu verhindern, die Prozesstemperatur und damit die Reaktionsgeschwindigkeit re-
duziert. Diese Maßnahmen führen dann dazu, dass der Pulverdurchsatz im Reaktionsofen 
verringert und der erforderliche Wasserstoffmassenstrom erhöht wird [LAS00]. Das daraus 
entstandene feinkörnige Wolframpulver wird anschließend durch Karburieren zu Wolfram-
karbid umgewandelt. 
 
Für die Herstellung von ultrafeinstkörnigem Wolframkarbidpulver wird daher im Vergleich zur 
Herstellung feinstkörniger Pulver ein um das zehnfache höherer Energiebedarf von 
340 MJWWC Kg-1 angenommen. Für die sogenannte Ansatzfertigung, bei der Wolframkarbid 
und Kobalt durch Mahlen und Vermischen homogenisiert werden und ein rieselfähiges Pul-
ver entsteht, wird eine Mindestenergie von 11,5 MJWC/Co Kg-1 benötigt [KAR11a]. Aus diesem 
Stoffgemisch werden Wendeschneidplattenrohlinge gepresst, die danach einem Sinterpro-
zess zugeführt werden. 
 
Der Energieaufwand für das Sintern und Pressen ist stark von der verwendeten Technologie 
und der geforderten Anlagenflexibilität abhängig. Bei den Pressen setzten sich verstärkt 
elektrisch angetriebene Hochdruckpressen durch, da diese gegenüber den hydraulischen 
Systemen schnell auf unterschiedliche Werkzeugchargen umgerüstet werden können und 
auch energetische Vorteile aufweisen. Zum Sintern der dann gepressten Grünlinge werden 
vor allem zwei Anlagentypen eingesetzt: flexible Batch-Öfen für unterschiedliche Grünlings-
abmessungen und statische Durchlauföfen für Standardwendeschneidplatten. Die Wende-
schneidplatten weisen nach dem Sintern nicht die geforderte Mikrogeometrie auf und werden 
durch abtragende Verfahren nachbearbeitet. Danach durchlaufen die meisten Werkzeuge 
einen Beschichtungsprozess und sind dann einsatzbereit. 
 

Für eine Hartmetallsorte aus mWC = 91 % Wolframkarbid und mCo = 9 % Kobalt kann eine 
Energiemenge von 89,5 MJ94WC/6Co Kg-1 angenommen werden. Das heißt, dass neben den 
637 KJ zusätzlich mindestens 108 KJ für die Rohstoffe mit einkalkuliert werden müssen und 
die in der Wendeschneidplatte kumulierte Energie dann 745 KJ beträgt. Der letztgenannte 
Wert ist allerdings stark von der Hartmetallsorte abhängig und steigt bei feinst- und grobkör-
nigen Hartmetallpulversorten mit dem Kobaltgehalt an. Bei ultrafeinst- oder nanokörnigen 
Pulversorten steigt die im Werkzeug kumulierte Energie mit dem Wolframkarbidgehalt an, da 
die Herstellung des ultrafeinstkörnigen Wolframkarbids, wie zuvor beschrieben, eine weniger 
produktive Prozessführung beim Karburieren erfordert [LAS00]. Feinstkörnige Hartmetalle 
mit hohem Kobaltgehalt oder ultrafeinstkörnige Hartmetalle mit niedrigem Kobaltgehalt sind 
daher energetisch aufwendiger in der Rohstoff- bzw. Pulverherstellung.  
 
Unter der Annahme, dass sich der zusätzliche Energiebedarf für das Karburieren von Wolf-
ramtrioxid zu ultrafeinstkörnigen Wolframkarbidpulvern aufgrund der verringerten Prozess-
geschwindigkeit und der kleineren Durchsatzraten von 34 MJ Kg-1 auf 340 MJ Kg-1 verzehn-
facht, steigt somit auch die kumulierte Energiemenge von 87 MJ Kg-1 bei feinstkörnigen auf 
393 MJ Kg-1 bei ultrafeistkörnigen Wolframkarbidpulvern. Zusammen mit der Ansatzferti-
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gung, den nachgeschalteten Press- und Sinterprozessen sowie dem Schleifen und Be-
schichten steigt der Gesamtenergiebedarf zur Herstellung einer DCGT0702-

Wendeschneidplatte auf mindestens KEAH = 959 KJ an. Davon entfallen etwa 270 KJ auf 
das Umfangs- und Stärkeschleifen. 
 
Für das beschichten einer Wendeschneidplatte mit einer CVD-Hartstoffschicht ist eine Ener-
giemenge von 150 KJ nötig. KLOCKE ET AL. [KLO13b] beschreibt, dass der PVD-
Beschichtungsprozess etwa 40 % der Energie vergleichbarer CVD-Beschichtungsprozesse 
erfordert, denn PVD-Beschichtungsverfahren sind aufgrund ihrer niedrigeren Abscheidetem-
peraturen und mitunter höheren Abscheideraten energetisch effizienter. Aus diesem Grund 
wurde für die Erzeugung von PVD-Beschichtungen eine Leistungsaufnahme von 60 KJ an-
genommen. Bei den untersuchten CVD-Diamantschichten wurden Abscheideraten von 
1 µm h-1 erreicht. Aufgrund der niedrigen Schichtwachstumsraten und der dabei verbrauch-
ten Gase wurde etwa 2,33 Mal so viel Energie für die Erzeugung der CVD-Diamantschichten 
benötigt wie für herkömmliche keramische CVD-Beschichtungen. Daher liegt der Energiebe-
darf für die CVD-diamantbeschichteten Werkzeuge bei 350 KJ (Bild 6-46). 

 

Bild 6-46: Gegenüberstellung des kumulierten Energiebedarfs bei unterschiedlichen Hartmetallsub-
straten und Beschichtungstypen 

Die Herstellung einer unbeschichteten Hartmetallwendeschneidplatte aus einem Feinstkorn 
erfordert einen kumulierten Energieaufwand von KEAH = 595 KJ. Für die Herstellung einer 
unbeschichteten Wendeschneidplatte aus einem ultrafeinstkörnigen Hartmetall wird eine 
Energiemenge von KEAH = 959 KJ angenommen. Mit zusätzlicher CVD-Diamantdünnschicht 
steigt der kumulierte Energieaufwand auf KEAH = 1309 KJ pro Wendeschneidplatte der Form 
DCGT0702.  
 

Wie in Abschnitt 6.2.1 beschrieben, ist es günstig, bei der Titanzerspanung Hartmetallsub-
strate mit möglichst kurzen freien Binderlängen einzusetzen, wie sie feinstkörnige oder 
ultrafeinstkörnige Substrate mit niedrigem Kobaltbinderanteil aufweisen. Inwiefern sich der 
höhere kumulierte Energieaufwand bei der Herstellung lohnt, kann durch einen Vergleich der 
Quotienten aus dem für die Werkzeugherstellung kumulierten Energiebedarfs KEAH 
[VDI4600] und dem erreichten Spanungsvolumen V errechnet werden, welche den spezifi-
schen Energiebedarf durch den Werkzeugverschleiß für die Werkzeugherstellung pro zer-
spantes Materialvolumen pw ergibt. Das Spanungsvolumen V lässt sich auch durch das Zeit-
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spanungsvolumen Q und die Werkzeugstandzeit T ausdrücken, wobei die Standzeit aus der 
Kolkwachstumsrate dKT dtc

-1 und einer maximalen Kolktiefe KTmax bestimmt werden kann. 
Diesen Sachverhalt gibt Gleichung 6-7 wieder.  

pW=
KEAH

V
=

KEAH

Q T
=

KEAH 
dKT
dtc

vc apf KTmax
 (6-7) 

Die in Bild 6-23, Bild 6-24 und Bild 6-27 dargestellten Kolkwachstumsraten dKT dtc
-1 sind 

von der Kühlungsmethode und den Schnittparametern abhängig. Wie in Abschnitt 6.3.2 dar-
gelegt, steigt der spezifische Energiebedarf des Bearbeitungsprozesses mit der Kühlungs-
methode, sodass diese den stärksten Einfluss auf den spezifischen Energiebedarf durch den 
Werkzeugverschleiß für die Werkzeugherstellung pro zerspantes Materialvolumen pw hat.  
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7 Modellierung und Simulation der Leistungsbedarfe 
und Wirkungsgrade  

7.1 Lösungsansatz und Modellaufbau 

Als Basis für die Modellierung der Leistungsbedarfe dient der in Gleichung 7-1 angegebene 
Lösungsansatz, welcher zuvor schon von RAJEMI ET AL. [RAJ10, MAT11] und PRI-
ARONE ET AL. [PRI16] in ähnlicher Form genutzt wurde. Dabei ist PP,ges die Gesamt-
Leistungsaufnahme des Bearbeitungsprozesses, welche sich aus der Grundlast der Werk-
zeugmaschine im betriebsbereiten Zustand PG, der elektrischen Leistung zur Prozessküh-
lung PK, der elektrischen Leistung der Antriebsachsen und der Hauptspindel PA und der 
durch den Werkzeugverschleiß verursachten elektrischen Leistung bei der Werkzeugherstel-
lung PW zusammensetzt. Die elektrische Leistungsaufnahme für die Werkstückmaterialher-
stellung wurde bei dieser Modellbildung ausgelassen, da diese stark vom Halbzeug, von der 
späteren Bauteilform und maßgeblich von der Fertigungsabfolge abhängt.  

PP,ges = PG + PA+ PK+ PW (7-1) 

Die in den Gleichungen 6-3, 6-4, 6-6 und 6-7 dargestellten Funktionen ermöglichen eine 
Aussage über die Abhängigkeiten der verschiedenen Verbraucher voneinander. Darauf auf-
bauend sind die Abhängigkeiten der Energieverbraucher und das in Gleichung 7-1 beschrie-
bene Modell mit dem in Bild 7-1 dargestellten Energiebilanzierungsmodells zusammenge-
fasst. Für jeden Verbraucher wird ein Teilmodell erstellt. Durch die Verknüpfung der einzel-
nen Modelle lässt sich mit den gewählten Schnittparametern und der gewählten Kühlungs-
methode das werkzeugmaschinen-, werkzeugschneidstoff- und prozessspezifische Energie-
optimum bestimmen. Dieses Minimum wird dann mit Hilfe der VDI-Richtlinie für Schnittwer-
toptimierung [VDI3321] wirtschaftlich bewertet (vgl. Abschnitt 7.5.6).  

 

Bild 7-1: Struktur des Energiebilanzierungsmodells zur Bestimmung der Gesamt-Leistungs-
aufnahme des Zerspanprozesses  
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Im betriebsbereiten Zustand variieren die elektrische Leistungsaufnahme der Werkzeugma-
schine PG und die Leistungsaufnahme der Prozesskühlung PK kaum. Daher werden beide 
als konstant angenommen. Die Leistungsaufnahme der Antriebsachsen und der Haupt-
spindel PA ist von der Schnittgeschwindigkeit vc, dem Vorschub f, der Schnitttiefe ap, den 
kinematischen Eingriffsbedingungen des Werkzeugs und der Werkzeuggeometrie abhängig. 
Die Antriebsmotoren arbeiten in einem breiten Drehzahl-Drehmomentspektrum und weisen 
stark variierende Wirkungsgrade auf [STO10]. Bei einer Drehzahl- oder Drehmomentenände-
rung des Hauptspindelantriebs verändern sich neben dem Antriebswirkungsgrad auch die 
Drehzahlen und Drehmomente der Antriebsachsen (Bild 6-41). PA ist stark nicht linear und 
bestimmt den variablen Leistungsbedarf der Werkzeugmaschine. Die Leistungsaufnahme 
der Antriebe PA muss für jede Werkzeugmaschine bestimmt werden, wobei der Einfluss der 
spezifischen Schnittkraft kc auf das Drehmoment der Antriebe bezogen werden muss. Im 
Idealfall werden Kennfelder erfasst, welche die spezifischen Schnittkräfte kc über die Dreh-
zahlen n und Drehmomente M der Antriebe abbilden.  
 
Bei der Zerspanung ist der Werkzeugverschleiß abhängig vom Werkstückwerkstoff, von den 
Eingriffsbedingungen, von der Kühlungsart und von den Prozessparametern. Die Energie, 
die für die Werkzeugherstellung PW verwendet wurde, wird bei der Energiebetrachtung von 
Bearbeitungsprozessen üblicherweise nicht berücksichtigt. Einzig KARPUSCHEWSKI ET AL. 
[KAR11b] und SCHLOSSER [SCL13] haben das in ihren Arbeiten getan. Der Energiebedarf für 
die Werkzeugherstellung PW wird bei der Modellierung der Leistungsbedarfe berücksichtigt, 
indem davon ausgegangen wird, dass parallel zum Bearbeitungsprozess ein neues Zer-
spanwerkzeug produziert wird, um das verschleißende Werkzeug zu ersetzen. 

7.2 Teilmodell Werkzeugmaschine 

7.2.1 Grund-Leistungsaufnahme 

Wie in Abschnitt 6.3.2 beschrieben, setzt sich die Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschi-
ne im betriebsbereiten Zustand aus dem Bedarf an elektrischer Energie für das Hydraulik-
system, der Steuerspannungsversorgung, dem Gleichrichter, den Lüftern und den Kühlern 
zusammen (Bild 6-31, Bild 6-32, Bild 6-33), da die Leistungsaufnahme für die Druckluftver-
sorgung PD konstant ist wird diese bei den Berechnungen der Grund-Leistungsaufnahme 
zugerechnet. 
 
Bei den Versuchen zeigte sich, dass sich die Grund-Leistungsaufnahme PG trotz unter-
schiedlicher Kühlkonzepte und Schnittkräfte nicht verändert. Daher kann für die Grund-
Leistungsaufnahme PG der Werkzeugmaschine ein von den Prozessparametern unabhängi-
ger Wert angenommen werden. Für die vom Bearbeitungsprozess unabhängigen Maschi-
nensysteme ist eine Leistung von 3,83 KW gemessen worden. Für die Druckluftversorgung 
der Werkzeugmaschine ist eine elektrische Leistung von 2,45 KW notwendig  
(Gleichung 7-2):  

PG= 3,83 KW + 2,45 KW = 6,28 KW (7-2) 
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Wie schon mit Gleichung 6-3 beschrieben, wird die elektrische Grund-Leistungsaufnahme 
PG in Relation zum Zeitspanungsvolumen Q gesetzt, um die Grund-Leistungsaufnahme der 
Werkzeugmaschine mit der Messgröße für die Produktivität von Bearbeitungsprozessen zu 
verknüpfen. 

7.2.2 Antriebs-Leistungsaufnahme 

Der Bedarf an elektrischer Energie der Antriebe PA ist während der Zerspanung in Echtzeit 
gemessen worden (vgl. Abschnitt 6.3.3). Da die Werkzeuggeometrie und der Bearbeitungs-
prozess bei den Zerspanversuchen nicht verändert wurde, lässt sich die Antriebs-
Leistungsaufnahme PA durch eine Regressionsfunktion mit den veränderlichen Schnittpara-
metern vc, f und ap mit PA,calc berechnen. 
 

Der Ausgangspunkt ist die mathematische Nachbildung vorhandener Messdatenpunkte. Aus 
den Messdaten geht hervor, dass der Zusammenhang zwischen der Antriebs-Leistungs-
aufnahme PA, der Schnittgeschwindigkeit vc und dem Spanungsquerschnitt AK linear ist 
(Bild 7-2a). 
 
Als Lösungsansatz bietet sich dann eine lineare Regressionsfunktion an. In Gleichung 7-3 ist 
die Ansatzfunktion dargestellt: 

PA,calc =  m0AK + n0  (7-3) 

Der Betrag der Ordinate n0 ist von der Schnittgeschwindigkeit bzw. der Hauptspindeldreh-
zahl abhängig und kann durch die Methode der kleinsten Quadrate berechnet werden, indem 
nur Messdatensätze für den Vorschub f = 0 mm und die Schnitttiefe ap = 0 mm betrachtet 
werden (Bild 7-2b). Das Ergebnis dieser Regression ist in Gleichung 7-4 abgebildet: 

n0 = 169,13 vc
3 - 491,77 vc

2 + 498,25 vc + 43,85 (7-4) 

Der Anstieg m0 kann nun durch die bekannten Größen n0, AK und PA berechnet werden. Da 
m0 stark streut, wird dieser Parameter durch eine weitere Regressionsfunktion angenähert. 

Das berechnete Ergebnis m0 lässt sich über das Zeitspanungsvolumen Q darstellen  

(Bild 7-2c). Auch hier ist die Abhängigkeit zwischen m0 und Q linear und es kann erneut ein 
linearer Ansatz angenommen werden. Dieser ist mit Gleichung 7-5 beschrieben.  

m0 =  m1Q + n1  (7-5) 

Für n1 ergibt sich ein konstanter Wert von n1 = 1005. Durch Ableiten von m0 nach Q und 
Auftragen über den Vorschub f ergibt sich eine exponentielle Abhängigkeit, die sich durch 
den Ansatz m0 = n3 fn2 mit den unbekannten Variablen n2 und n3 beschreiben lässt  
(Bild 7-2d). Durch eine weitere Regression von m1 in Abhängigkeit von der Schnitttiefe ap 
lassen sich die zwei unbekannten Variablen n2 und n3 bestimmen (Bild 7-2e). Das Ergebnis 
ist in Gleichung 7-6 dargestellt: 

PA,calc= n3 vc ap
2 f(n2)

 + ap f n1 + n0 (7-6) 

mit den Variablen n2 (Gleichung 7-7) und n3 (Gleichung 7-8): 

n2 = 0,0342 ap
2 + 0,0476 ap - 1,3109 (7-7) 
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n3 = 1252,9 ap
-0,862 (7-8) 

Mit Gleichung 7-6 kann auch die spezifische elektrische Energie der Antriebe pro zerspan-
tem Materialvolumen pA,calc berechnet werden, indem Gleichung 7-6 durch das Zeit-
spanungsvolumen Q = vc ap f dividiert wird (Gleichung 7-9). 

pA= n3 ap f(n2) +
 n1

vc
 + 

n0

vcapf
 (7-9) 

 

Bild 7-2: Ablauf zur Berechnung der Regressionsfunktion für PA,calc: a) linearer Lösungsansatz für 
PA,calc, b) Approximieren der Antriebs-Leistungsaufnahme PA bei einem Vorschub von 
f = 0 mm und einer Schnitttiefe von ap = 0 mm durch ein Polynom dritten Grades, c) Be-
rechnen und Ableiten der Anstiege m0, d) exponentielle Abhängigkeit der Ableitung vom 
Anstieg m0 vom Vorschub f und der Schnitttiefe ap ergibt eine exponentielle Ansatzfunkti-
on, e) die durch eine Variablenvariation der kleinsten Quadrate bestimmt werden kann 
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Zur Validierung von Gleichung 7-6 sind Antriebs-Leistungsaufnahmen PA,calc berechnet und 
anschließend mit echten Messwerten für PA verglichen worden (Bild 7-3). Die Abweichung 
von den tatsächlichen Messwerten beträgt im Mittel 4,3 % und maximal ± 13,5 %.  

 

Bild 7-3: Abweichung der berechneten Antriebs-Leistungsaufnahme PA,calc von der gemessenen 
Antriebs-Leistungsaufnahme PA 

7.3 Teilmodell Kühlkonzept 

Bei der Trockenzerspanung ist für die Kühlung keine elektrische Energie notwendig. Dem-
nach kann für die Trockenzerspanung ein Wert von PK = 0 KW angenommen werden  
(vgl. Abschnitt 6.3.2). Für die Überflutungskühlung mit KSS müssen Kühlmittelpumpen und 
Rückkühler betrieben werden. Diese verursachen im Mittel eine Leistungsaufnahme von 
PK = 1,6 KW (vgl. Abschnitt 6.3.2). Bei der Trockenzerspanung mit dem geschlossenen In-
nenkühlsystem mit Flüssigstickstoffkühlung ergibt sich bei einem Stickstoffmassenstrom von 
ṁN2 = 1 g s-1 ein elektrischer Energiebedarf von PK = 7,49 KW (vgl. Abschnitt 6.3.2). Der 
zuvor beschriebene Sachverhalt lässt sich mit dem Kühlungsfaktor fk und einer quadrati-
schen Funktion ausdrücken (Gleichung 7-10).  

PK= -6,69 fk
2

 + 0,8 fk + 7,49 (7-10) 

Dabei ist fk = 0, wenn die LN2-Kühlung verwendet wird. Für die Trockenzerspanung ist fk = -1 
und bei der Überflutungskühlung mit KSS wird für fk ein Wert von 1 angenommen. 

7.4 Teilmodell Zerspanwerkzeug 

Da gemäß der Gleichung 2-1 die Schnittgeschwindigkeit vc und die Wirkleistung Pe vonei-
nander abhängen, ist es sinnvoll, die Wirkleistung Pe sowie die Schnittparameter als Ein-
gangsgrößen im Teilmodell Werkzeugverschleiß zusammenzufassen. Mit Bild 6-24 wird ver-
deutlicht, wie sich die Schnittgeschwindigkeit vc und eine Kühlung der Zerspanzone auf die 
Werkzeugstandzeit auswirken. Um den Einfluss der Schnittparameter und des Kühlkonzepts 
auf den Werkzeugverschleiß zu erfassen, werden die Verschleißraten mit dem Kühlungsfak-
tor fk verknüpft. 
 

Bei Schnittgeschwindigkeiten von etwa vc = 70 m min-1 tritt eine Abschwächung der Kolk-
wachstumsraten auf (vgl. Abschnitt 6.2.4). Diese Abschwächung wird im weiteren Verlauf 
nicht vollumfänglich berücksichtigt, da sonst eine von der Schnittgeschwindigkeit vc und dem 
Kühlsystem abhängige Fallunterscheidung notwendig wäre.  

0 400
Antriebs-Leistungsaufnahme PA

W 1600

1600

400

0

800

W

800

B
er

ec
hn

et
e 

A
nt

rie
b

s-
Le

is
tu

n
gs

a
uf

na
hm

e
 P

A
,c

al
c 20

-10

-20

0

%

A
bw

ei
ch

un
g

 P
A

,c
al

c
P

A
-1



7 Modellierung und Simulation der Leistungsbedarfe und Wirkungsgrade 

102 

Zwischen den Kolkwachstumsraten dKT dtc
-1 und der Wirkleistung Pe ergibt sich nach dieser 

Vereinfachung eine exponentielle Abhängigkeit mit dem Ansatz (Gleichung 7-11): 

dKT

dtc
ฬ
f, ap=const.

= b1 e b2 Pe,calc (7-11) 

Die Variablen b1 und b2 lassen sich direkt mit der Methode der kleinsten Quadrate berech-
nen. Die Gleichung 7-12 und Gleichung 7-13 beschreiben deren Lösungen: 

b1 = -5,351 10-4fk
2

 + 0,0114 fk + 0,04 (7-12) 

b2 =1,026 10-3 fk
2 + 2,189 fk + 0,026 (7-13) 

Dabei gelten für fk die in Abschnitt 7.3 festgesetzten Werte (Gleichung 7-14):  

fk= ቐ

Trockenzerspanung fk= -1
Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung fk= 0

Überflutungskühlung mit Kühlschmierstoff fk= 1
 (7-14) 

Für die aufgestellte Näherungsfunktion sind der Vorschub f und die Schnitttiefe ap als kon-
stant angenommen worden. Mit den Messwerten für die Kolkwachstumsraten aus  
Abschnitt 6.2.5, bei denen die Schnitttiefen ap und die Vorschübe f variiert werden, wird ein 
Korrekturfaktor für den Werkzeugverschleiß in Abhängigkeit von der Schnitttiefe ap und dem 
Vorschub f eingeführt, mit dem sich der Werkzeugverschleiß über die Schnittparameter ap 
und f anpassen lässt. 
 
Bei gleichbleibendem Kühlkonzept und konstanter Schnittgeschwindigkeit vc weisen der 
Kolkverschleiß dKT dtc

-1 und die Wirkleistung Pe einen logarithmischen Zusammenhang auf 
(Bild 7-4b). Durch diesen Sachverhalt wird eine logarithmische Ansatzfunktion gewählt, wel-
che durch Gleichung 7-15 ausgedrückt ist:  

dKT

dtc
ฬ
vc, fk = const.

= c1 ln൫Pe,calc൯ + c2 (7-15) 

Für die Variablen c1 und c2 ergeben sich mit der Methode der kleinsten Quadrate für die in 
Gleichung 7-15 angegebene Funktion folgende Werte (Gleichung 7-16 und Gleichung 7-17):  

c1 = 104,62 f - 3,786 (7-16) 

c2 = -466,47 f + 19,416 (7-17) 

Als Bezugspunkt für den Korrekturfaktor des Kolkverschleißes wird die Kolkverschleißrate 
bei einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 72 m min-1, einem Vorschub von f = 0,125 mm, 
einer Schnitttiefe von ap = 0,7 mm und aktiver LN2-Kühlung angenommen. Alle anderen Ver-
schleißraten werden auf diesen Bezugspunkt bezogen. Die Verknüpfung der Exponential-
funktion und des Korrekturfaktors erfolgt durch eine Verkettung mittels Multiplikation 
(Gleichung 7-18).  

dKT

dtc .

= b1eb2 Pe,calc
c1 ln൫Pe,calc൯ +c2

c1 ln൫Pe, vc = 72, f = 0,125, ap = 0,7, fk = 0൯ +c2
 (7-18) 
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Das Ergebnis der Approximation ist Gleichung 7-19. Mit dieser ist die Möglichkeit gegeben, 
die Leistungsaufnahme in Abhängigkeit von den Schnittparametern zu berechnen, welche 
durch den Werkzeugverschleiß hervorgerufen werden. Dabei ist KEAH der kumulierte Ener-
gieaufwand für die Werkzeugherstellung und T die Standzeit bis zum Erreichen des Stand-
zeitkriteriums: 

PW=
KEAH

T
 = 

KEAH 
dKT
dT

KTmax
= 

KEAH

KTmax
൫c1 ln൫Pe,calc൯ + c2൯

b1 eb2 Pe,calc

b1, fk=0eb2, fk=0 Pe,calc
 (7-19) 

 

Bild 7-4: Ablauf zur Berechnung der Regressionsfunktion von dKT dtc
-1:a) Exponentialfunktion als 

Lösungsansatz zur Berechnung der Kolkwachstumsrate in Abhängigkeit von dem Kühlkon-
zept und der Schnittgeschwindigkeit, b) Berücksichtigung des Vorschubs und der Schnitt-
tiefe durch eine logarithmische Ansatzfunktion 

Die letzte Unbekannte in Gleichung 7-19 ist Pe,calc. Durch die Verknüpfung mit dem Wir-
kungsgrad der Antriebe ηA lässt sich die Wirkleistung Pe,calc mit folgendem Ansatz berechnen 
(Gleichung 7-20) [HEI14, DEG15]:  

Pe,calc= ηA PA= k
c
 vc f  ap (7-20) 

Die experimentelle Bestimmung des Antriebstrang-Wirkungsgrads ηA und der spezifischen 
Schnittkraft kc für alle Antriebsdrehzahlen und Drehmomente ist unter wirtschaftlichen Ge-
sichtspunkten nicht zielführend. Dafür ist zum einen die Bestimmung der Schnittkräfte wäh-
rend des Bearbeitungsprozesses erforderlich und zum anderen muss die Leistungsaufnah-
me des Antriebsstrangs für unterschiedlichste Werkstückmaterialen bei variierenden Werk-
stückdurchmessern und wechselnden Schnittparametersätzen vermessen werden. Daher 
bietet sich eine vom Wirkungsgrad η unabhängige Berechnung der Wirkleistung Pe an. Mit 
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den vorhandenen Messwerten wurde eine Regressionsfunktion für die spezifische Schnitt-
kraft kc erstellt. Die spezifische Schnittkraft kc kann wegen des gleichbleibenden Werkzeugs 
und Werkstoffe in Abhängigkeit vom Zeitspanungsvolumen Q gesetzt werden (Bild 7-5a). Die 
damit erzeugten Kurvenverläufe können durch folgende Potenzfunktion angenähert werden 
(Gleichung 7-21):  

kc = r1 Qr0 (7-21) 

Mit der Methode der kleinsten Quadrate ist eine Iteration durchgeführt worden, mit der die 
Variablen r0 und r1 bestimmt werden konnten. Für r1 hat sich folgende Konstante ergeben 
(Gleichung 7-22):  

r1 = 1554 (7-22) 

Die Variable r0 ist von der Schnittgeschwindigkeit vc und dem Vorschub f abhängig. Der Ein-
fluss des Vorschubs f ist im Vergleich zur Schnittgeschwindigkeit vc vernachlässigbar. Die 
Variable r0 kann daher durch folgende Logarithmusfunktion (Bild 7-5b) beschrieben werden 
(Gleichung 7-23). 

r0 = -5,552 10-2 ln(vc) + 0,102 (7-23) 

 

Bild 7-5: Ablauf zur Berechnung der Regressionsfunktion von kc, a) Potenzfunktion als Lösungsan-
satz für kc, b) Approximieren des Exponenten durch Logarithmusfunktion 
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Wie auch bei der Grund- bzw. Antriebs-Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschine kann die 
Wirkleistung Pe,calc durch das Zeitspanungsvolumen Q dividiert werden, um die spezifische 
Energie pro zerspantem Volumen pp,calc zu bestimmen (Gleichung 7-24). 

pe,calc = kc=1554 (vcap f)ቀ5,552 10-2 ln(vc) - 0,102ቁ (7-24) 

Zur Validierung von Gleichung 7-24 sind die berechneten Schnittleistungen Pe,calc und die 
gemessenen Schnittleistungen Pe in Bild 7-6 gegenübergestellt. Das arithmetische Mittel der 
Abweichung vom gemessenen Wert beträgt 3,5 %. Die Maximalabweichung zwischen be-
rechnetem und dem gemessenem Wert liegt bei ± 8 %.  

 

Bild 7-6: Abweichung der berechneten Wirkleistung Pe,calcvon der gemessenen Wirkleistung Pe 

7.5 Parameterstudien 

7.5.1 Einsparpotenziale durch Kühlkonzeptoptimierung 

Die Gleichung 7-2, Gleichung 7-3, Gleichung 7-9 und Gleichung 7-10 können in  
Gleichung 7-1 eingesetzt werden, um die Gesamt-Leistungsaufnahme des Bearbeitungspro-
zesses PP,ges zu berechnen. Dieser Wert ist jedoch kein Maß für die Energieeffizienz eines 
Prozesses, da eine Verknüpfung mit einem Kennwert der Produktivität fehlt. Als Produktivi-
tätsgröße wird das Zeitspanungsvolumen Q herangezogen und auf den Leistungsbedarf be-
zogen. Es ergibt sich dann der in Gleichung 7-20 dargestellte Sachverhalt, mit dem der spe-
zifische Energieverbrauch pro zerspantem Materialvolumen pP,ges berechnet werden kann. 
Die Variation der Parameter fk, vc, ap und f ermöglicht die Berechnung der spezifischen 
Energieverbräuche von niedrigen bis hin zu hohen Zeitspanungsvolumina unter Berücksich-
tigung des Kühlkonzepts. 

pP,ges=
PP,ges

Q
 = pG+pA+pK+pW (7-20) 

In Bild 7-7 ist ein Ergebnis des Modells dargestellt, bei dem das Kühlkonzept und die 
Schnittgeschwindigkeiten variiert wurden. Im ersten Schritt ist das Modell genutzt worden, 
um den Einfluss der Schnittgeschwindigkeit vc auf den spezifischen Energiebedarf bei unter-
schiedlichen Kühlkonzepten zu untersuchen (Bild 7-7). Es zeigte sich, dass die Prozessküh-
lung pK und die Grundlast der Werkzeugmaschine pG den größten Einfluss auf den spezifi-
schen Energieverbrauch pP,ges haben. Die Leistungsaufnahme der Achsantriebe pA beein-
flusst den Energiebedarf kaum. Ein ähnliches Bild ergibt sich auch beim Werkzeugverschleiß 
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bei Schnittgeschwindigkeiten kleiner vc = 65 m min-1. Dort wirkt sich der Energieverbrauch 
durch den Werkzeugverschleiß pW nur geringfügig auf den kumulierten spezifischen Ener-
gieverbrauch pP,ges aus. Bei Schnittgeschwindigkeiten über vc = 65 m min-1 tritt der thermisch 
induzierte Diffusionsverschleiß stärker hervor und lässt das Werkzeug verschleißen, so dass 
der Werkzeugverschleiß bei Schnittgeschwindigkeiten über vc = 75 m min-1 den spezifischen 
Energiebedarf maßgeblich beeinflusst und der Energieverbrauch durch die Werkzeugma-
schinengrundlast pG und die Prozesskühlung pK in den Hintergrund tritt. 

 
Bild 7-7: Einfluss der Schnittgeschwindigkeit und der verschiedenen Kühlkonzepte auf den 

spezifischen Energieverbrauch 

In Bild 7-7 ist der energetische Vergleich der verschiedenen Kühlkonzepte und deren Wir-
kung auf den Werkzeugverschleiß bei unterschiedlichen Schnittgeschwindigkeiten vc darge-
stellt. Mit der Trockenzerspanung können bei Schnittgeschwindigkeiten zwischen 
vc = 70 m min-1 und vc = 80 m min-1 bei pp,ges = 14,5 Wh cm-3 die niedrigsten spezifischen 
Energieverbräuche erreicht werden, wohingegen bei der Trockenzerspanung mit LN2-
Kühlung bei vc = 93 m min-1 das Minimum des spezifischen Energieverbrauchs erreicht wird. 
Dieses Minimum liegt bei pp,ges = 25 Wh cm-3 und ist damit um 75 % höher als bei der Tro-
ckenzerspanung.  
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Bei der Überflutungskühlung mit KSS kann der spezifische Energieverbrauch auf 
pp,ges = 15,5 Wh cm-3 gesenkt werden, wenn die Schnittgeschwindigkeit auf vc = 85 m min-1 
gesteigert wird.  

7.5.2 Einsparpotenzial durch Schnittparameteroptimierung 

Mit dem Modell (Gleichung 7-1 bzw. Gleichung 7-20) kann der spezifische Energieverbrauch 
beim Schruppen und Schlichten von TiAl6V4 mit unterschiedlichen Kühlkonzepten errechnet 
werden. Damit lässt sich eine Aussage treffen, inwiefern sich eine Variation der Schnittpara-
meter auf den Gesamt-Energiebedarf auswirkt und welche Prozesskühlung dann die energe-
tisch sinnvollste ist. 
 
Bei der Fertigung von rotationssymmetrischen Bauteilen wird üblicherweise geschruppt und 
dann geschlichtet, um die erforderliche Oberflächengüte und Maßhaltigkeit zu erzeugen. Bei 
der Teilefertigung werden vor allem zwei Schnittparameterbereiche genutzt. Beim Schruppen 
von TiAl6V4 sind Schnittwerte von 55 m min-1 < vc < 85 m min-1, 1,0 mm < ap < 2,5 mm und 
0,15 mm < f < 0,3 mm üblich. Bei Schlichten verringern sich diese: Üblich sind dann Schnitt-
werte von 35 m min-1 < vc < 55 m min-1, 0,2 mm < ap < 0,5 mm und 0,05 mm < f < 0,15 mm. 
 
Im Vergleich zur Trockenzerspanung und zur Überflutungskühlung mit KSS ist die Tro-
ckenzerspanung mit LN2-Kühlung energetisch am ungünstigsten und ist weder für das 
Schlichten noch für das Schruppen geeignet (Bild 7-8). Beim Schlichten ist die Trockenzer-
spanung das energetisch günstigste System, denn bei einer Schnittgeschwindigkeit von 
50 m min-1 und einer Schnitttiefe von 0,5 mm weist der Verschleiß einen vernachlässigbaren 
Einfluss auf den spezifischen Energieverbrauch auf. Am stärksten wirken sich dann die 
Energie für die Prozesskühlung PK, insofern vorhanden, und die Energie für den Grund-
Leistungsbedarf der Werkzeugmaschine PG aus. Beim Schruppen von TiAl6V4 nimmt der 
Einfluss des Werkzeugverschleißes auf den spezifischen Gesamt-Energiebedarf pp,ges zu. 
Bei Schnittwerten von vc = 85 m min-1, ap = 2,5 mm und f > 0,125 mm ist es sinnvoll, anstatt 
einer Trockenzerspanung eine Überflutungskühlung mit KSS einzusetzen. 
 
Der Wechsel von einer Trockenzerspanung auf eine Überflutungskühlung mit KSS wird in 
der industriellen Praxis früher erreicht, denn dort werden zum Schruppen keine Wende-
scheidplatten der Form DCGT0702 verwendet, sondern Wendeschneidplatten mit einer hö-
heren Masse, wie zum Beispiel die des Typs CNMG120408, sodass der Energiebedarf für 
die Werkzeugherstellung höher ist. Bei der Trockenzerspanung nimmt dadurch der spezifi-
sche Energieverbrauch durch den Werkzeugverschleiß stärker als bei der Überflutungsküh-
lung mit KSS zu. Der kumulierte spezifische Energieverbrauch ist bei der Trockenzer-
spanung dann höher als bei der Überflutungskühlung.  
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Bild 7-8: Einfluss des Vorschubs f auf den spezifischen Energieverbrauch beim Schlichten und 
Schruppen bei unterschiedlichen Kühlkonzepten 

Die in Bild 7-7 dargestellten Kurvenverläufe für den spezifischen Gesamt-Energiebedarf 
pp,ges lassen sich erweitern, insofern neben der Schnittgeschwindigkeit vc auch die Vorschü-
be f und die Schnitttiefen ap variiert werden. Für die untersuchten Kühlkonzepte ergeben sich 
dann die in Bild 7-9 gegenübergestellten spezifischen Energieverbräuche pp,ges. Auch hier 
ergibt sich für die Trockenzerspanung ein im Vergleich zu den anderen untersuchten Kühl-
konzepten günstigeres Energieniveau. Besonders hervorzuheben ist, dass sich bei gleichen 
Spanungsquerschnitten die Kurven der Trockenzerspanung mit den Kurven der Überflu-
tungskühlung mit KSS schneiden. Das heißt, dass es von der gewählten Schnittgeschwin-
digkeit vc abhängig ist, ob eine Prozesskühlung eingesetzt werden sollte oder nicht. Die Kur-
ven des spezifischen Energieverbrauchs bei der Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung 
schneiden bei Schnittgeschwindigkeiten über vc = 110 m min-1 ebenfalls die Kurven der Tro-
ckenzerspanung. Bei diesen Schnittgeschwindigkeiten liegt die Werkzeugstandzeit T jedoch 
unter drei Minuten, was einen wirtschaftlichen Einsatz aufgrund der vergleichsweise langen 
Werkzeugwechselzeit unmöglich macht.  
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Bild 7-9: Einfluss des Kühlkonzepts auf den kumulierten spezifischen Energiebedarf p bei unter-
schiedlichen Schnittparametern 

Aus Bild 7-9 lässt sich zudem erkennen, dass der Vorschub f beim Schlichten möglichst groß 
zu wählen ist, um ein hohes Zeitspanungsvolumen Q und damit niedrige spezifische Ener-
gieverbräuche pp,ges zu erreichen. Das ist jedoch nur möglich, wenn der Schneideckenradius 
groß oder aber eine Breitschlichtfase auf der Nebenschneide vorhanden ist.  

7.5.3 Einsparpotenzial durch Zerspanwerkzeugoptimierung 

Der spezifische Energieverbrauch durch den Werkzeugverschleiß pW ist von der Werkzeug-
standzeit T und der für die Werkzeugherstellung aufgewendeten Energie KEAH abhängig. 
Mit dem aufgestellten Modell lässt sich der Einfluss einer theoretischen Standzeiterhöhung 
auf den spezifischen Energiebedarf berechnen.  
 
Für die bei den Versuchen bestimmten Kolkverschleißraten liegt das energetische Minimum 
bei der Überflutungskühlung mit KSS bei einer Werkzeugstandzeit von T = 9,5 min und den 
Schnittparametern vc = 89 m min-1, f = 0,125 mm und ap = 1,0 mm (Bild 7-10). Wenn die 
Kolkwachstumsrate bzw. der Werkzeugverschleiß verdoppelt wird, wandert das energetische 
Minimum zu niedrigeren Schnittgeschwindigkeiten vc. Laut Modell liegt diese dann bei 
vc = 79 m min-1, was dann einer Werkzeugstandzeit von T = 9,1 min entspricht. Eine Ver-
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dopplung der Werkzeugstandzeit von T = 9,5 min auf T = 19 min und die Beibehaltung der 
Schnittgeschwindigkeit von vc = 89 m min-1 ermöglicht einen niedrigeren Gesamt-
Energieverbrauch, da der spezifische Energieverbrauch durch den geringeren Werkzeugver-
schleiß niedriger ist. Dieser entspricht nicht dem energetischen Minimum, denn durch die 
höhere Werkzeugstandzeit wird das energetische Minimum zu höheren Zeitspanungsvolu-
mina bzw. Schnittgeschwindigkeiten verschoben. Bei einer Halbierung der Kolkwachstums-
rate liegt das Energieminimum bei einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 98 m min-1 und ei-
ner Werkzeugstandzeit von T = 10,7 min. Bei einer Absenkung der Kolkwachstumsrate auf 
25 % seines ursprünglichen Werts verschiebt sich das energetische Minimum zu einer 
Schnittgeschwindigkeit von vc = 107 m min-1, wobei eine Werkzeugstandzeit von 
T = 12,1 min erreicht wird. 

 

Bild 7-10: Einfluss der Kolkwachstumsrate auf den spezifischen Energieverbrauch bei unterschied-
lichen Kolkwachstumsratenverhältnissen; die Energieminima liegen bei vc = 79 m min-1 und 
T = 9,1 min, vc = 89 m min-1 und T = 9,5 min, vc = 98 m min-1 und T = 10,7 min sowie bei 
vc = 107 m min-1 und T = 12,1 min 

Unabhängig vom energetischen Minimum lässt sich durch das Modell die Werkzeugstandzeit 
durch eine Anpassung der Schnittgeschwindigkeit vc auf seinen Ursprungswert zurückrech-
nen (Bild 7-11). Die Verdopplung der Werkzeugstandzeit von T = 9,5 min auf T = 19 min bei 
einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 89 m min-1 und gleichbleibenden Schnittparametern 
ermöglicht keinen Produktivitätsgewinn. Erst die Steigerung der Schnittgeschwindigkeit auf 
vc = 99,8 m min-1 und der damit einhergehende Ausgleich des Standzeitvorteils auf 
T = 9,5 min macht eine Produktivitätssteigerung um 12,1 % möglich. Bei einer Absenkung 
der Kolkwachstumsrate auf 25 % seines Ursprungwerts lässt sich die Produktivität um 
24,7 % steigern, insofern die Schnittgeschwindigkeit auf vc = 111 m min-1 erhöht wird. Die 
Werkzeugstandzeit beträgt dann ebenfalls T = 9,5 min. 
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Bild 7-11: Zusammenhang zwischen der veränderten Kolkwachstumsrate und dem Zeitspanungs-
volumen  

In Abschnitt 6.2.1 und Abschnitt 6.2.3 sind für verschiedene Schneidstoff-Beschichtungs-
Systeme Standzeiten ermittelt worden. Die Verwendung von ultrafeinstkörnigem Wolfram-
karbidpulver erfordert mehr Energie bei der Werkzeugherstellung. Gleiches gilt auch für 
Hartstoffbeschichtungen (vgl. Abschnitt 6.3.4). In Bild 7-12 sind die kumulierten spezifischen 
Energiebedarfe für einen Teil der erprobten Schneidstoff-Beschichtungs-Systeme unter Be-
rücksichtigung der damit erreichten Werkzeugstandzeiten dargestellt. Die Werkzeugstand-
zeiten wurden dabei auf die Referenzsorte HM-K20UF bezogen. 

 

Bild 7-12: Einfluss unterschiedlicher Zerspanwerkzeuge auf den spezifischen Energieverbrauch des 
Zerspanprozesses 

Die Wendeschneidplatten aus ultrafeinstkörnigem Wolframkarbidpulver mit Plattendicken 
von ST0 = 1,06 mm und S02 = 2,38 mm zeigen, dass Wendeschneidplatten mit niedrigerem 
Gewicht den spezifischen Energieverbrauch verringern. In diesem Fall von 
pp,ges = 15,5 Wh cm3 auf pp,ges = 14,7 Wh cm3, was einer Verbesserung von fünf Prozent 
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entspricht. Eine weitere Verbesserung ist in diesem Fall kaum möglich, da das Ausgangsge-
wicht bei einer Plattendicke von S02 = 2,38 mm und die dafür notwendige Hartmetallmenge 
niedrig sind. Wenn anstatt einer Wendeschneidplatte aus einem ultrafeistkörnigem  
HM-K20UF eine Wendeschneidplatte aus einem feinstkörnigen HM-K20F als Werkzeug-
substrat verwendet wird, steigen zwar der relative Verschleiß bzw. die Kolkwachstumsrate 
um den Faktor Y = 1,1 an, doch die Herstellung des Werkzeugs erfordert weniger Energie. 
Durch diese Maßnahme lässt sich das Energieniveau senken. 
 
Mit den CVD-diamantbeschichteten Wendeschneidplatten wurden bei den Versuchen die 
höchsten Werkzeugstandzeiten erreicht. Bei der Herstellung wird im Vergleich zu den unbe-
schichteten Wendschneidplatten jedoch mehr Energie benötigt; die Kolkwachstumsrate ist 
mit einem Verhältnis von Y = 0,7 aber niedriger. Dennoch kann dadurch der spezifische 
Energiebedarf pp,ges nicht reduziert werden, da sich der Vorteil der größeren Standzeit und 
der Nachteil des höheren Energiebedarfs bei der Werkzeugherstellung gegenseitig aufhe-
ben. In diesem Fall kann durch den Einsatz einer Beschichtung keine Energie eingespart 
werden. 
 
Am energetisch effektivsten ist die Reduktion der Hartmetallpulvermenge, wodurch leichtere 
Wendeschneidplatten hergestellt werden können. Weiterhin ist die Vermeidung energiein-
tensiver Grundstoffe wichtig, mit denen nur geringe Standzeitgewinne erreicht werden. Der 
Einsatz von Beschichtungen lohnt sich in diesem Falle nur bei Werkzeugen, welche durch 
ihre Masse energetisch aufwändig in ihrer Herstellung sind. 

7.5.4 Einsparpotenzial durch die Absenkung der Grund-Leistungsaufnahme 

Im Idealfall lässt sich durch verbrauchsoptimierte Aggregate die elektrische Grundlast der 
Werkzeugmaschine um 50 % reduzieren, siehe auch Bild 2-7b [ABE13, BRE10, HEG13, 
KLO12a].  
 
Das Modell der Leistungsbedarfe eignet sich zudem, um die Auswirkung unterschiedlicher 
Energiesparmaßnahmen bei Maschinenteilsystemen auf den spezifischen Energiebedarf 
pp,ges zu simulieren. In Bild 7-13 ist der spezifische Energieverbrauch bei der Zerspanung 
von TiAl6V4 mittels Überflutungskühlung mit KSS dargestellt. Zudem ist in dem Diagramm 
der spezifische Energieverbrauch für eine verbrauchsoptimierte Werkzeugmaschine mit hal-
ber Leistungsaufnahme und gesteigertem Vorschub dargestellt, wie sie mit Bild 2-7b be-
schrieben wurde. Zusätzlich dazu ist der Effekt hocheffizienter Achsantriebe mit einer Wir-
kungsgradsteigerung von gegenwärtig ηA = 45 % (vgl. Abschnitt 6.3.3) auf ηA = 90 %  
abgebildet.  
 
Letztgenannte Effizienzsteigerungsmaßnahme bewirkt nur eine geringfügige Verbesserung 
des spezifischen Energieverbrauchs, denn die Leistungsaufnahme für die Achsantriebe PA 
ist im Vergleich zur Energieaufnahme für die Prozesskühlung PK und zur Grundlast der 
Werkzeugmaschine PG gering. Die Verringerung der Grund-Leistungsaufnahme der Werk-
zeugmaschine und der Kühlungsanlage für die Überflutungskühlung mit KSS auf 50 % ihres 
ursprünglichen Werts bewirken eine deutliche Verbesserung des spezifischen Energiever-
brauchs von etwa pp,ges = 15,5 Wh cm-3 auf pp,ges = 7,1 Wh cm-3.  
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Das energetische Optimum verschiebt sich in diesem Fall zu niedrigeren Schnittgeschwin-
digkeiten vc. Dies ist auch bei unveränderten Schnittparametern der Fall, da sich dann der 
Werkzeugverschleiß stärker auf den Gesamtenergiebedarf auswirkt. Durch eine Absenkung 
des Leistungsbedarfs der Werkzeugmaschine tritt der Energiebedarf für die Werkzeugbereit-
stellung bzw. -herstellung Pw stärker in den Fokus des Energiesparens. Das heißt, dass 
dann die Reduktion des Energieverbrauchs bei der Werkzeugherstellung primäres Entwick-
lungsziel ist.  

 

Bild 7-13: Gegenüberstellung der spezifischen Energieverbräuche  

7.5.5 Einfluss auf den Prozesswirkungsgrad 

Für die unterschiedlichen Kühlkonzepte und Prozessparameter sind in Bild 7-14 die Wir-
kungsgrade gemäß Gleichung 7-21 berechnet worden. Dabei wird die Nutzleistung durch die 
Wirkleistung Pe und die zugeführte Leistung durch die Gesamt-Leistungsaufnahme des Be-
arbeitungsprozesses PP,ges beschrieben. 

η =
Pe

PP,ges
 (7-21) 

Der Wirkungsgrad liegt im untersuchten Schnittparameterbereich bei weniger als 15 %, wo-
bei mit der Trockenzerspanung die höchsten Wirkungsgrade erreicht werden können. Die 

Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung weist im Vergleich zu anderen Kühlkonzepten einen 
um die Hälfte reduzierten Wirkungsgrad auf. Die Zerspanung mit der Überflutungskühlung 
mit KSS liegt beim Wirkungsgrad zwischen der Trockenzerspanung und der Trockenzer-

spanung mit LN2-Kühlung. Dieser Sachverhalt zeigt, dass die Prozesskühlung den Prozess-
wirkungsgrad signifikant beeinflusst.  
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Bild 7-14: Wirkungsgrade bei unterschiedlichen Kühlkonzepten und Schnittparametersätzen 

Der Gesamtwirkungsgrad η kann verbessert werden, indem der Grundleistungsbedarf der 
Werkzeugmaschine reduziert wird (vgl. Abschnitt 7.5.4). Durch eine Reduktion der Grund-
Leistungsaufnahme PG von 6,28 KW und des Kühlleistungsbedarfs PK von 1,6 KW auf 50 % 
des Ausgangswerts kann der Gesamtwirkungsgrad η nahezu verdoppelt werden (Bild 7-15). 
Hocheffiziente Antriebe lassen eine weitere Wirkungsgradsteigerung zu. Diese ist im Ver-
gleich zur Absenkung der Grund-Leistungsaufnahme PG oder der Kühlleistungsaufnahme PK 
erst dann sinnvoll, wenn die Grund-Leistungsaufnahme PG und der Kühlleistungsbedarf PK 
reduziert wurden.  

 

Bild 7-15: Wirkungsgradsteigerung durch reduzierten Grundlastbedarf und höhere Achsantriebs-
wirkungsgrade 

7.5.6 Einfluss auf die Fertigungskosten  

Mit der VDI-Richtlinie 3321 „Schnittwertoptimierung, Grundlagen und Anwendung“ sind die 
Fertigungskosten von spanabhebenden Prozessen zur Herstellung von Bauteilen berechnet 
worden [VDI3321]. Die Maschinen-Stunden-Sätze für die Traub TNX 65/42 wurden für die 
Trockenzerspanung, die Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung sowie für die Überflutungs-
kühlung mit KSS in Tabelle 7-1 gegenübergestellt.  
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Tabelle 7-1: Berechnung der Maschinen-Stunden-Sätze für eine Traub TNX 65/42 bei 
verschiedenen Kühlkonzepten 

 
Bezeichnung Einheit Gleichung Trocken LN2 KSS 

1 Anschaffungspreis €  365.000 

2 Zubehörkosten €  45.000 100.000 45.000 

3 Montagekosten €  3.500 4.500 3.500 

4 Fundamentkosten €  1.000 

5 Gesamtanschaffungswert € (5)=(1)+(2)+(3)+(4) 414.500 470.500 414.500 

6 Investitionssteuerindex -  1 

7 Berechnungsjahrindex -  1 

8 Anschaffungsjahrindex -  1 

9 Wiederbeschaffungswert € (9)=
(5)∙(6)∙(7)

(8)
 391.440 454.160 391.440 

10 Flächenbedarf m²  40 44 40 

11 Spez. Raumkosten € m-² Monat-1  5 

12 Raumkosten € Monat-1 (12)=(10)∙(11) 200 220 200 

13 Zinssatz % a-1  5,0 

14 Zinsen € Monat-1 (14)=
(9)∙(13)

100∙12∙2
 864 980 864 

15 Nutzungsdauer a  10 

16 Abschreibung € Monat-1 (16)=
(9)

12∙(15)
 3.454 3.921 3.454 

17 Schichtzahl -  2 

18 Auslastungsfaktor -  0,8 

19 Nutzungszeit h Monat-1 (19)=
(17)∙(18)∙1700

12
 227 

20 Fixkosten € h-1 (20)=
(12)+(14)+(16)

(19)
 19,93 22,59 19,93 

21 Instanthaltungs-%-Satz % a-1  2,5 

22 Instandhaltungskosten € h-1 (22)=
(9)∙(21)

100∙12∙(19)
 3,81 4,32 3,81 

23 Leistungsaufnahme KW  7 9 

24 Spez. Stromkosten € KWh-1  0,3 

25 Druckluftbedarf m³ h-1  9 

26 Spez. Druckluftkosten € m-³  0,05 

27 Stromkosten € h-1 (27)=(23)∙(24)+(25)∙(26) 0,45 

28 Kühlmittelbedarf ℓ a-1  0 2050 1.400 

29 Kühlmittelpreis € ℓ-1  0 0,8 0,8 

30 Kühlmittelentsorgung € ℓ-1  0 0,2 

31 Kühlmittelkosten € h-1 (31)=
(28)∙[(29)+(30)]

12∙(19)
 0 0,6 0,51 

32 Variable Kosten € (32)=(22)+(27)+(31) 6,36 7,48 7,47 

33 Maschinen-Stunden-Satz € (33)=(20)+(32) 26,29 30,07 27,41 
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Die Fixkosten der Maschinen-Stunden-Sätze unterscheiden sich durch die Kosten für die 
Beschaffung und Montage der Flüssigstickstoffanlage sowie dem dafür erforderlichen Platz-
bedarf. Die variablen Kosten unterscheiden sich in den Instandhaltungskosten und den Kos-
ten für die Beschaffung und Entsorgung des KSS und des Flüssigstickstoffs. 
 
Der niedrigste Maschinen-Stunden-Satz wird bei der Trockenzerspanung ohne Kühlung er-

reicht. Dieser liegt bei KM = 26,29 €. Die Verwendung einer Überflutungskühlung mit KSS 

lässt den Maschinen-Stunden-Satz um 1,12 € auf KM = 27,41 € ansteigen. Die Trockenzer-

spanung mit N2-Kühlung ist mit KM = 30,07 € wegen der Zubehör- und Kühlmittelkosten um 
2,66 € teurer als die Überflutungskühlung mit KSS. 
 
Aus den Maschinen-Stunden-Sätzen sind die Maschinenkosten beim Außen-Längs-
Runddrehen von TiAl6V4 bestimmt worden. Dabei ist als Referenzparametersatz eine 
Schnittgeschwindigkeit von vc = 60 m min-1, ein Vorschub von f = 0,125 mm und eine Schnitt-
tiefe von ap = 1,0 mm angenommen worden, was einem Zeitspanungsvolumen von 
Q = 450 cm3 h-1 entspricht. Für die Lohnkosten wurde ein Wert von 19,50 € h-1 zzgl. 23 % 
Lohnnebenkosten angenommen. Bei einem Zweischichtbetrieb liegen die Restfertigungsge-
meinkosten bei etwa 30 %. Die Lohnkosten sind anteilig mit 55 % berücksichtigt worden. 
Daraus ergibt sich ein Betrag der Restfertigungsgemeinkosten von 12,82 €. Bei den Werk-
zeugkosten wurde der Einfluss des Kühlkonzepts auf den Werkzeugverschleiß und die Kos-
ten für Klemmhalter und Ersatzteile berücksichtigt. Eine Wendeschneidplatte des Typs 
DCGT070204 aus unbeschichtetem Hartmetall kostet 5,00 €, die Kosten für den Klemmhal-
ter der Bauform SDJCR2020 mit Schraube und Hartmetallunterlage belaufen sich bei der 
Trockenzerspanung ohne Kühlung und bei der Überflutungskühlung mit KSS auf etwa 
0,125 € h-1. Für ein Drehwerkzeug mit geschlossenem Innenkühlsystem verzehnfacht sich 
der Kostensatz auf 1,25 € h-1. Zudem wurde bei der Kalkulation der Werkzeugkosten die 
Werkzeugwechsel- und Einstellzeit mit 3,5 min pro Schneidecke berücksichtigt. Das Ergeb-
nis dieser Annahmen ist in Bild 7-16 dargestellt: 
 
Das Fertigungskostenminimum der Trockenzerspanung und das der Überflutungskühlung 
unterscheiden sich um 4,69 €. Wirtschaftlich macht die Trockenzerspanung nur dann Sinn, 
wenn dadurch nachgelagerte Reinigungsprozesse entfallen und die Produktivität nicht das 
Hauptauslegungskriterium des Bearbeitungsprozesses ist.  

 



7 Modellierung und Simulation der Leistungsbedarfe und Wirkungsgrade 

117 

 

Bild 7-16: Gegenüberstellung der Fertigungskosten beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 bei 
unterschiedlichen Kühlungsmethoden 

Bei Schnittgeschwindigkeiten über vc = 50 m min-1 werden mit der Überflutungskühlung mit 
KSS die geringsten Fertigungskosten erreicht. Dort ist der Werkzeugverschleiß am gerings-
ten. Die Kosten für Werkzeuge, Werkzeugwechsel- und Einstellzeiten sind dann minimal. Bei 
Schnittgeschwindigkeiten über vc = 78 m min-1 ist eine Trockenzerspanung mit N2-Kühlung 
wirtschaftlicher als eine ungekühlte Zerspanung, da dann die Einsparungen durch den redu-
zierten Werkzeugverschleiß die Kosten für die Flüssigstickstoffversorgung übersteigen. 
Bild 7-17 verdeutlicht den in Bild 7-16 dargestellten Zusammenhang nochmals: 
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Bild 7-17: Fertigungskosten bei unterschiedlichen Kühlkonzepten in Abhängigkeit von der 
Schnittgeschwindigkeit  

7.5.7 Verbesserungen durch technische Maßnahmen  

Die in Bild 7-18 dargestellten Verläufe zeigen, dass sich der spezifische Energieverbrauch 
des Bearbeitungsprozesses verbessert, wenn die Grund-Leistungsaufnahme der Werk-
zeugmaschine PG und der Energiebedarf des KSS-Versorgungssystems PK auf die Hälfte 
ihrer ursprünglichen Werte reduziert werden. Gleiches gilt auch bei einer Reduktion des LN2-
Bedarfs von ṁN2 = 1 g s-1 auf ṁN2 = 0,4 g s-1. Mit steigendem Zeitspanungsvolumen Q fallen 
die Anteile der Grund-Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschine PG, die Energie für die 
Antriebe PA und die Energie für die Prozesskühlung PK an der Gesamt-Leistungsaufnahme 
PP des Bearbeitungsprozesses ab (Bild 7-7). Gleichzeitig steigt der Anteil der Energie für die 
Werkzeugherstellung PW. Mit der Trockenzerspanung lässt sich das energetische Minimum 
erreichen, welches bei pp,ges = 14,7 Wh cm-3 liegt. Ein Wert von pp,ges = 24,9 Wh cm-3 lässt 
sich mit der Trockenzerspanung mit LN2-Kühlung erreichen. Die Überflutungskühlung mit 
KSS ist mit p = 15,1 Wh cm-3 energetisch weniger effizient als die Trockenzerspanung.  
 
Wenn ein ungekühlter Drehprozess um eine Kühlschmierung ergänzt wird, sollten die 
Schnittgeschwindigkeit vc oder der Vorschub f gesteigert werden, denn die Kühlung ver-
schiebt das energetische Minimum zu höheren Zeitspanungsvolumina Q. Umgekehrt bedeu-
tet dies, dass das Zeitspanungsvolumen Q reduziert werden sollte, wenn beim Drehen an-
statt einer Kühlschmierung eine Trockenzerspanung angewendet wird (Bild 7-18).  
 
Weiterhin sind in Bild 7-18 die Auswirkungen auf den spezifischen Energieverbrauch darge-
stellt, wenn der durchschnittliche Wirkungsgrad der Hauptspindel und der Achsantriebe auf 
90 % festgesetzt wird. Eine Steigerung des energetischen Wirkungsgrads der Achs-
antriebe ηA und des Hauptspindelantriebs ermöglichen eine weitere Reduktion des spezifi-
schen Energiebedarfs pp,ges und damit eine energetische Verbesserung. Diese ist im  
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Vergleich zur verringerten Grund-Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschine PG oder zur 
energieoptimierten Prozesskühlung PK jedoch marginal (vgl. Abschnitt 7.5.4). 
 
Neben der verringerten Grund-Leistungsaufnahme PG und den wirkungsgradgesteigerten 
Motoren ηA lässt sich durch energieverbrauchsreduzierte Zerspanwerkzeuge der Gesamt-
Energiebedarf des Zerspanprozesses reduzieren. Aus Bild 7-18 wird ersichtlich, dass es nur 
durch energieoptimierte Wendeschneidplatten möglich ist, den spezifischen Energiever-
brauch auch bei höheren Zeitspanungsvolumina Q zu verringern. Die Wendeschneidplatten 
müssen dabei nicht zwangsläufig höhere Werkzeugstandzeiten aufweisen, vielmehr kommt 
es darauf an, dass bei deren Herstellung im Vergleich zu herkömmlichen Wendeschneidplat-
ten besonders wenig Energie aufgewendet wird. 

 

Bild 7-18: Energieeinsparmöglichkeiten bei verschiedenen Kühlkonzepten beim Drehprozess und 
deren Wirkung auf den spezifischen Energieverbrauch 
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Durch die Entwicklung und das Inverkehrbringen neuer, energieeffizienter Werkzeugmaschi-
nen mit niedriger Grund-Leistungsaufnahme und hocheffizienten Kühlsystemen reduziert 
sich der Energieverbrauch der Werkzeugmaschine erheblich und die Umweltbelastung 
nimmt ab (Bild 7-18). Durch die verringerte Leistungsaufnahme wird die Fertigungsstätte 
weniger stark aufgeheizt und der Energiebedarf der Klimatisierung wird verringert (vgl. Ab-
schnitt 2.4 und Abschnitt 2.5). Durch diese Effizienzsteigerungen tritt der mit der Werkzeug-
herstellung verbundene Energieaufwand stärker in den Fokus potenzieller energetischer 
Einsparungen. Das führt zwangsläufig zur Entwicklung energieoptimierter Zerspanwerkzeu-
ge. Mögliche Lösungsansätze dafür sind:  

 Eine Ausweitung der Multimaterial-Mischbauweise. Speziell geformte (beschichtete) 
Hartmetalleinsätze lassen sich aufgrund ihrer Form in hochfesten vorgeformten Werk-
zeugträgern formschlüssig fixieren. Die gegenwärtig angewandten Grundsätze von hart 
zu weich und von teuer zu billig werden dann ausgenutzt (Abschnitt 5.3.1). 

 Marktübliche Geometrien von Zerspanwerkzeugen weisen ungünstige Formen auf, um die 
Schnittkräfte effizient in den Klemmhalter zu leiten. Dieses Gestaltungsproblem lässt sich 
durch optimierte Kraftpfade beseitigen, wobei das Wendeschneidplattengewicht auf ein 
Minimum reduziert und die Schneidenzahl auf ein Maximum gesteigert werden muss 
(Abschnitt 5.3.1). 

 Beim Einsatz der Überflutungskühlung kann die Werkzeugstandzeit durch größere Wen-
deschneidplattenoberflächen erhöht werden, denn gegenwärtig ist die Wärmeaustausch- 
bzw. Kühloberfläche zwischen Werkzeug und KSS stark begrenzt (Abschnitt 6.1.2). 

 
Parallel zur Entwicklung von energie- und kostenoptimierten Wendeschneidplatten bieten 
sich bei der Weiterentwicklung von Systemen der Überflutungskühlung folgende Möglichkei-
ten:  

 Reduzierung des KSS-Volumenstroms und Steigerung der Kühlwirkung durch eine zielge-
richtete Anströmung der Werkzeugfrei- und Werkzeughauptflächen. 

 Verkleinerung des KSS-Tanks durch regelbare Kühlaggregate. 
 Verringerung des KSS-Austrags aus der Werkzeugmaschine durch an Werkstücken und 

Spänen anhaftenden KSS, beispielsweise durch Rüttelsiebe und die Nutzung der Maschi-
nenabwärme in Luftvorhängen am Werkstücktransportband und am Späneförderband.  

 Die KSS-Aufbereitung kann durch eine kontinuierliche physikalische und/oder thermische 
Reinigung des KSS in der Werkzeugmaschine geschehen, so dass der Einsatz von Bak-
teriziden oder Fungiziden vermieden werden kann. 

 
Insofern eine Trockenzerspanung genutzt werden soll, lässt sich diese mit Blick auf die Pro-
duktivität durch ein geschlossen-innengekühltes Drehwerkzeug verbessern. Dort ist dann auf 

eine Kühlung mit kryogenen Kühlmitteln, zum Beispiel mit N2 und CO2, zu verzichten. Die 
Effizienz kann dann durch folgende Maßnahmen gesteigert werden: 

 Anstatt kryogener Fluide sollten Wasser-Alkohol-Gemische verwendet werden. Diese ar-
beiten als Kühlmedium in dem geschlossenen-innengekühlten Drehwerkzeug [UHL12b, 
UHL13a, WAR16]. 

 Die Werkzeugstandzeit kann durch eine prozessparallele Verschleiß- und Oberflächengü-
teerkennung ausgereizt werden [UHL14]. 
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8 Zusammenfassung 

Hochwarmfeste Werkstoffe werden immer häufiger eingesetzt. Die breite Anwendung dieser 
Werkstoffgruppe hängt aber von effizienten und kostengünstigen Fertigungsprozessen ab, 
denn im Gegensatz zu konventionellen Werkstoffen bewirkt die Gruppe der hochwarmfesten 
Werkstoffe eine höhere thermo-mechanische Belastung der Zerspanwerkzeuge, insbesonde-
re bei der Drehbearbeitung. Neben der Erforschung neuer Schneidstoffe und Hartstoffschich-
ten ist die Kühlschmierung der Zerspanzone ein probates Mittel, die Werkzeugstandzeit bei 
der Drehbearbeitung hochwarmfester Schneidstoffe zu erhöhen. Hier bieten sich mehrere 
technische Lösungen an, um die Wärme abzuführen. Neben der Überflutungskühlung mit 
Kühlschmierstoff können auch geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeuge eingesetzt wer-
den, um die Werkzeugschneide zu kühlen. Das letztgenannte System hat zudem den Vorteil, 
dass das Werkstück und die Späne nicht mit Kühlschmierstoff kontaminiert werden und 
nachgeschaltete Reinigungsprozesse entfallen.  
 
Geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeuge wurden bisher nur in Forschungsvorhaben ent-
wickelt und erprobt. Ein breiter industrieller Einsatz oder zumindest eine Nischenanwendung 
konnte dieser Technologie noch nicht erschlossen werden, da geschlossen-innengekühlte 
Drehwerkzeuge mit technologisch ausgereiften Kühlkonzepten konkurrieren müssen. Hier 
stellen sich nun die Fragen, welche Werkzeugstandzeiten und energetischen Wirkungsgrade 
sich mit den verschiedenen Kühlkonzepten erreichen lassen und was verbessert werden 
muss, um das geschlossen-innengekühlte Drehwerkzeug im industriellen Umfeld einzuset-
zen. Lohnt sich der Einsatz von flüssigem Stickstoff als Kühlmittel in geschlossen-
innengekühlten Drehwerkzeugen, um eine bestmögliche Kühlung des Zerspanwerkzeugs zu 
erreichen, und welche Auswirkung hat der Einsatz von Stickstoff auf die Energiebilanz des 
Bearbeitungsprozesses?  
 
Drehwerkzeuge mit geschlossenem Innenkühlsystem für kryogene Kühlmedien und entspre-
chende Versorgungssysteme sind nicht erhältlich. Darum sind ein strukturoptimierter Dreh-
werkzeughalter mit geschlossenem Innenkühlsystem für kryogene Kühlmedien und eine 
Flüssigstickstoffversorgungsanlage entwickelt und erprobt worden (Abschnitt 5.1). Um die 
Wirkung der geschlossenen Innenkühlung auf den Werkzeugverschleiß beim Zerspanen 
eines hochwarmfesten Werkstoffs zu untersuchen, in diesem Fall TiAl6V4, sind unterschied-
liche Hartmetallsubstrate, Plattendicken und Hartstoffbeschichtungen getestet und analysiert 
worden. Die vom Zerspanwerkzeug aufgenommene Wärme konnte über im und am Dreh-
werkzeug platzierte Sensoren erfasst und anschließend in Echtzeit berechnet werden. Zu-
sätzlich dazu ist die Antriebsleistung der Werkzeugmaschine gemessen und aufgezeichnet 
worden. Dadurch konnte zeitgleich die von der Werkzeugmaschine aufgebrachte Wirkleis-
tung und die vom Flüssigstickstoff aufgenommene Wärme gemessen werden.  
 
Durch Versuche konnte nachgewiesen werden, dass sich die Abkühlung von beschichteten 
und unbeschichteten Wendeschneidplatten auf -196 °C negativ auf das Hartmetallsubstrat 
sowie auf die Schichthaftung auswirkt. Die tiefen Temperaturen bewirken eine lokale Schä-
digung der Grenzschicht zwischen Hartmetallsubstrat und Beschichtung und eine Eta-
Phasenbildung im Hartmetall, was zur lokalen Versprödungen führt. Das heißt, dass be-
schichtete Werkzeuge für die Kühlung mit Stickstoff ungeeignet sind (Abschnitt 6.1.1). 
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Das thermische und mechanische Verhalten der eingesetzten Wendeschneidplatten ist mit-
tels Computational Fluid Dynamics Simulation überprüft worden. Dabei konnte gezeigt wer-
den, dass das strukturoptimierte Werkzeug und Wendeschneidplatten mit einer Stärke von 
1,06 mm die mechanischen Belastungen beim Zerspanen aushalten. Es zeigte sich aber 
auch, dass sich an der Hauptschneidkante aufgrund hoher Temperaturunterschiede hohe 
Spannungsgradienten im Übergangsbereich zwischen Span und Kühlschmierstoff ausbilden. 
Die Simulationen haben zudem gezeigt, dass mit der Überflutungskühlung die beste Positi-
onstreue der Schneidecke und die geringsten Zerspantemperaturen erreicht werden. Bei der 
Trockenzerspanung sind die Zerspantemperaturen am höchsten. Bei den mit Flüssigstick-
stoff gekühlten Wendeschneidplatten liegen die Zerspantemperaturen zwischen der Überflu-
tungskühlung und Trockenzerspanung (Abschnitt 6.1.2). 
 
Die Ursachen-Wirkungs-Analyse von Schnittparametern und Kühlkonzepten auf den Werk-
zeugverschleiß ermöglichte ein tiefgreifendes Verständnis der Verschleißmechanismen beim 
Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4.  
 
Bei den untersuchten Schneidstoffen ermöglichten Hartmetalle mit geringen Kobaltanteilen 
die längsten Standzeiten. Bei den Zerspanversuchen zeigte sich zudem, dass sich auf der 
Spanfläche eine Schutzfase ausbildet, deren Winkel mit der Warmhärte des Schneidstoffs 
korreliert. Auf dieser Schutzfase bildet sich dann der Kolk aus. Letztgenannter führt zur Aus-
bildung einer Kolklippe, welche bis zum Erreichen des Standzeitendes mehrfach abbricht. 
Das wiederholte Abbrechen der Kolklippe bis zum Erreichen des Standzeitendes erklärt auch 
die oft beobachteten aber unerklärten Sprünge im Verschleißmarkenbreitenverlauf. Durch 
eine Variation der Wendeschneidplattendicke wurde geklärt, ob durch die reduzierte Platten-
dicke die Kühlwirkung erhöht wird. Bei den verschiedenen Kühlkonzepten hatte diese jedoch 
keinen Einfluss auf den Werkzeugverschleiß. Dafür konnte bei der Überflutungskühlung 
durch die Variation der Schneidkantenverrundung und der Spanflächenrauheit nachgewie-
sen werden, dass sich durch die richtige Wahl beider Größen das Temperaturfeld im 
Schneidkeil reduzieren lässt (Abschnitt 6.2.1 und Abschnitt 6.2.2).  
 
TiAl6V4 und andere Titanlegierungen sind dafür bekannt, dass Hartstoffbeschichtungen auf 
Hartmetallwendeschneidplatten in den ablaufenden Span diffundieren. Dieser Sachverhalt 
konnte für die untersuchten Kühlkonzepte bei allen getesteten PVD-Nanokomposit-
beschichtungen und CVD-Diamantschichten bestätigt werden. Bei der Überflutungskühlung 
mit Kühlschmierstoff versagten die mit einer CVD-Diamantschicht versehenen Hartmetall-
werkzeuge sofort. Nachdem das Hartmetallsubstrat unter der CVD-Diamantschicht freigelegt 
war, reduzierte sich der Werkzeugverschleiß schlagartig und die Kolkverschleißrate ging im 
Vergleich zu den anderen getesteten Werkzeugen auf ein Minimum zurück. Die verbliebene 
Diamantschicht arbeitete dann als Wärmespreizschicht und transportierte einen Teil der von 
der Wendeschneidplatte aufgenommenen Wärme in die umliegenden Areale, sodass der 
Kühlschmierstoff diese besser abführen konnte (Abschnitt 6.2.3).  
 
Durch eine Variation der Schnittparameter konnten vom Kühlkonzept abhängigen Kolk-
wachstumsraten gemessen werden. Bei einer bestimmten Schnitttemperatur weisen die Kur-
ven einen charakteristischen Knick auf. Trotz stärker ansteigender Wirkleistung verlangsam-
te sich ab diesem Punkt der Werkzeugverschleiß. Die Ursache dafür ist die Ausbildung einer 
Passivierungsschicht aus Titankarbid, welche die Diffusion des weichen Kobalts in den  
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abfließenden Span behindert. Diese Passivierungsschicht führt zudem zu einem Anstieg des 
Reibungskoeffizienten und damit zu einem stärkeren Temperaturanstieg in der Zerspanzone. 
Dieser Temperaturanstieg wurde mittels Einmeißelmethode jedoch nie gemessen, da die 
TiC-Schicht zu einer Veränderung der Thermopaarung und damit zu einer Veränderung des 
Seebeck-Effekts führt (Abschnitt 6.2.4 und Abschnitt 6.2.5).  
 
Bei der Trockenzerspanung mit aktiver Innenkühlung ist der Einsatz von unterkühltem flüssi-
gen Stickstoff zu vermeiden, denn sonst ist der Wärmeübergang im Kühlkörper am gerings-
ten und die Kühlleistung begrenzt. Es sollte immer gasförmiger oder siedender Stickstoff zur 
Werkzeugkühlung verwendet werden, da sich auf diese Weise die meiste Wärme aus dem 
Werkzeug abtransportieren lässt (Abschnitt 6.2.6). 
 
Zur Bestimmung des Prozesswirkungsgrads sind die Leistungsbedarfe der Bearbeitungspro-
zesse bei den verschiedenen Kühlkonzepten bestimmt worden. Die jeweiligen Bedarfe an 
elektrischer Energie unterschieden sich lediglich durch den für die Prozesskühlung. Die 
Werkzeugkühlung mit Flüssigstickstoff ist wegen des hohen Leistungsbedarfs sehr energie-
intensiv. Durch eine Absenkung des Stickstoffmassenstroms lässt sich der Energiebedarf der 
Flüssigstickstoffkühlung auf den der Überflutungskühlung mit Kühlschmierstoff absenken 
(Abschnitt 6.3.2). 
 
Für die Trockenzerspanung, die Trockenzerspanung mit geschlossenen-innengekühltem 
Drehwerkzeug und die Überflutungskühlung mit Kühlschmierstoff ist aus den Energiebedar-
fen der Werkzeugmaschine, der Prozesskühlung und den für die Werkzeugherstellung not-
wendigen Energien ein Energiebilanzierungsmodell erstellt worden, womit sich die spezifi-
schen Energieverbräuche beim Außen-Längs-Runddrehen von TiAl6V4 berechnen lassen. 
Dieses Modell ist für Schnittgeschwindigkeiten von 30 m min-1 bis 120 m min-1, für Vorschübe 
von 0,075 mm bis 0,25 mm und für Schnitttiefen von 0,2 mm bis 2,5 mm gültig. Die Tro-
ckenzerspanung ohne Kühlung ist dabei energetisch am effizientesten (Abschnitt 7.5). Die 
Trockenzerspanung mit dem geschlossen-innengekühlten Drehwerkzeug mit Flüssigstick-
stoffkühlung energetisch am ineffizientesten. Mit dem Modell konnte durch Parameterstudien 
zudem gezeigt werden, inwiefern sich eine Standzeiterhöhung des Werkzeugs oder geringe-
re Energiebedarfe bei der Werkzeugherstellung auf den Gesamtenergiebedarf des Bearbei-
tungsprozesses auswirken und wie dann die Schnittparameter angepasst werden müssen, 
um das energetische Minimum zu erreichen. Das Modell wurde auch genutzt, um die Wir-
kung einer geringeren Leistungsaufnahme der Werkzeugmaschine zu untersuchen und um 
den Gesamtwirkungsgrad des Bearbeitungsprozesses zu bestimmen. Das größte Verbesse-
rungspotenzial besteht dabei in der Reduktion der Grundleistungsaufnahme der Werkzeug-
maschinen, denn diese wirkt sich am stärksten auf den Gesamtwirkungsgrad aus. Eine Ver-
besserung der Achsantriebswirkungsgrade kann dagegen vernachlässigt werden  
(Abschnitt 7.5). 
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