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Zusammenfassung

Beim Abschrecken von Aluminiumbauteilen in Wasser bilden sich auf der Bauteiloberfläche Dampffilm-, Koch- und Konvektionsphase, die gleichzeitig an unterschiedlichen Stellen des Bauteils vorliegen können und unterschiedliche Wärmetransferraten besitzen, wodurch eine sehr komplexe Wärmeabfuhr entsteht. Die Simulation des Abschreckprozesses ist auch für einfache Geometrien nur mit begrenzter Genauigkeit möglich, so dass diese meistens noch auf Experimenten basiert. 

In der vorliegenden Arbeit wurde der Abschreckprozess anhand vereinfachter Geometrien (Zylinder, Quader und Steggeometrie) aus G-AlSi7Mg experimentell und numerisch untersucht. Dazu wurde speziell eine Versuchsanlage aufgebaut und Abschreckversuche in Wasser unter Variation von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit durchgeführt. Schwerpunkte bildeten die Analyse der Temperaturmessungen und der Benetzungskinematik. Wichtigste Erkenntnis aus den Experimenten ist die hohe Bedeutung des Eintauchprozesses, da der Wechsel zwischen den oben genannten Phasen zumeist noch während des Eintauchens erfolgt.

Basierend auf dem Vorgehen einer Arbeit aus der Literatur wurde für die Bestimmung der lokalen Wärmeübergangskoeffizienten ein einfaches, aber effizientes Verfahren eingeführt, wodurch in der thermischen Simulation insgesamt eine gute Übereinstimmung zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen erzielt wurde. Die Eigenspannungssimulation wurde zu Vergleichszwecken mit isotropem und kinematischem Verfestigungsmodells durchgeführt und Messungen gegenübergestellt. Die wichtigsten Ergebnisse des numerischen Teils bilden die Entwicklung einer Methodik zur Bestimmung lokaler Wärmeübergangskoeffizienten, die Berücksichtigung des Eintauchprozesses in der thermischen Simulation sowie die Analyse des Einflusses von Abschreckparameter und Geometrie auf die Eigenspannungen.

Abstract

During the water-quenching of aluminum-parts the phases called film boiling, nucleate boiling and convection arise at the surface of the part. They can exist at the same time at different positions of the part. Together with the different heat transfer rates of the phases, this results in a very complicated heat transfer. Even for simple geometries the simulation of the quenching process is only feasible with limited accurracy, so that in most cases it has to based on experiments. 

In the present work the quenching process was investigated experimentally and numirecally, using simplified geometries (Cylinder, Cuboid and Plate with two cut-outs) made out of G-AlSi7Mg. For this purpose a test rig was built and quench tests in water with variation of bath temperature and immersion velocity were performed. The experiments were focused on the analysis of the observed temperatures and the wetting kinematics. A crucial result of the experiments is the decisive relevance of the immersion process as phase changes predominately during immersion.

Based on a state-of-the-art approach a simple, but efficient method to determine local heat transfer coeffients was introduced. This led to a good correlation between measured and calculated temperatures. For the purposes of comparision the simulation of the residual stresses was done with isotropical and kinematical hardening models and then confronted with measurements. The most important results of the numerical part are the development of a method to determine local heat transfer coefficients, in the thermal simulation, the consideration of the immersion process and the analysis of the influences coming from the quenching parameters and geometry on the residual stresses.

1 Einleitung

Bei der Wärmebehandlung von Aluminiumbauteilen liegt die Zielsetzung darin, die Festigkeitseigenschaften für den späteren Betriebszustand zu optimieren. Ein Prozessschritt der Wärmebehandlung ist das Abschrecken, bei dem das Bauteil extrem schnell abgekühlt wird. Die daraus resultierenden steilen Temperaturgradienten zum noch heißen Inneren des Bauteils erzeugen als unerwünschtes Nebenresultat Eigenspannungen bzw. Verzüge. Diese Verzüge mindern die Maßhaltigkeit, so dass bei Überschreiten der Toleranzen aufwendige Richtarbeiten durchgeführt werden müssen. Die nach der Wärmebehandlung vorliegenden Eigenspannungen können durch Überlagerung mit den Betriebsspannungen die Lebensdauer verkürzen und unter Umständen sogar kritisches Niveau erreichen. Daher ist die Kenntnis und Reproduzierbarkeit von Eigenspannungshöhe und -verteilung bei der Bauteilauslegung von entscheidender Wichtigkeit. Eine experimentelle Bestimmung der Eigenspannungen ist aufgrund der Einschränkungen der zur Verfügung stehenden Messverfahren oft nur punktuell und lokal begrenzt möglich. Eine Alternative bietet jedoch die Simulation mittels der Finiten-Elemente-Methode, welche die Eigenspannungen im gesamten Bauteil und über der gesamten Abschreckdauer darstellen kann. Die Genauigkeit der berechneten Eigenspannungen hängt jedoch entscheidend davon ab, wie exakt die Dynamik der Temperaturverteilung beim Abschrecken simuliert werden kann.

Erfolgt das Abschrecken durch Tauchkühlen in einer verdampfbaren Flüssigkeit, ist die Simulation der Temperaturen in aller Regel äußerst diffizil. Ursache dafür ist, dass die Wärmeabfuhr auf der Bauteiloberfläche durch Dampffilm-, Koch- und Konvektionsphase geprägt ist, wobei die Wärmetransferrate der Kochphase sehr viel höher ist als die der anderen Phasen. Der Übergang von Dampffilm- zur Kochphase, auch Benetzung genannt, ist zudem stark geometrieabhängig, so dass alle drei Phasen gleichzeitig an unterschiedlichen Stellen des Bauteils auftreten können. Die Folge ist eine sehr komplexe Wärmeabfuhr. Bis heute ist eine numerische Vorhersage der Wärmeabfuhr selbst bei einfachen Geometrien nicht mit ausreichender Genauigkeit möglich, so dass die Simulation der Temperaturen semiempirisch auf Basis gemessener Temperaturen erfolgt.

Aufgabe der vorliegenden Arbeit ist die experimentelle und numerische Untersuchung des Abschreckprozesses anhand einfacher sowie bauteilähnlicher Probegeometrien aus der Aluminium-Legierung G‑AlSi7Mg. Zielsetzung des experimentellen Teils ist zum einen die Bildung einer Datengrundlage für die Simulation, zum anderen die Analyse der Benetzungskinematik. Das Ziel im numerischen Teil ist die Entwicklung von Grundlagen und Methoden für die Simulation des Abschreckprozesses zur Bestimmung von Eigenspannungen. Ausgangspunkt für Abschreckprozess und Legierung bildet die T6-Wärmebahndlung von Aluminium-Zylinderköpfen (Vier-Zylinder-Dieselmotor) der Daimler AG. Zur Durchführung definierter Abschreckuntersuchungen wird eigens eine Versuchsanlage aufgebaut. Für das Abschrecken von einer Temperatur nahe der Solidustemperatur der Aluminium-Legierung wird hierbei Wasser verwendet. Weiterhin werden im experimentellen Teil Eigenspannungen abgeschreckter Proben gemessen. Auf Basis der experimentellen Datengrundlage wird im numerischen Teil eine Methodik zur Simulation der Temperaturen beim Abschrecken entwickelt, so dass im nächsten Schritt Eigenspannungen abgeleitet werden können. Der Einfluss der Abschreckparameter auf Benetzung, Abkühldynamik und Eigenspannungen soll dargestellt werden.  

Die Arbeit beschreibt zunächst die wichtigsten Zusammenhänge für das Verständnis des Abschreckprozesses bezüglich Werkstoff, Wärmebehandlung, Benetzung, Eigenspannungen, Simulation sowie den heutigen Stand der Technik. Weiterhin werden die Versuche und Versuchsaufbauten beschrieben und die gefundenen Ergebnisse zur Benetzung und der Temperaturverläufe aufgeführt und analysiert. Darauf folgen die Beschreibung der Simulation und ein Vergleich zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen sowie  der Eigenspannungen. 

2 Kenntnisstand

2.1 Werkstoff und Wärmebehandlung 

2.1.1 Aluminium-Legierung G-AlSi7Mg

Bei der Daimler AG wird die Aluminium-Legierung G-AlSi7Mg zur Herstellung von Zylinderköpfen für Pkw-Motoren verwendet. Die Zylinderköpfe werden im Kokillen​gussverfahren mit Sandkernpaketen hergestellt. Die chemische Zusammensetzung ist in Tabelle 2‑1 wiedergegeben. Nach Entfernung von Angussystem und Speisern werden die Zylinderköpfe zur Verbesserung der mechanischen Eigenschaften der T6-Wärmebehandlung unterzogen. 

	Legierungselement
	Al
	Cu
	Fe
	Mg
	Mn
	Ni
	Pb
	Si
	Sn
	Ti
	Zn

	Soll [%]
	93
	
	
	0,3
	
	
	
	7
	
	
	

	Minimum [%]
	
	
	
	0,2
	
	
	
	6,5
	
	
	

	Maximum [%]
	
	0,2
	0,5
	0,4
	0,5
	0,1
	0,05
	7,5
	0,05
	0,2
	0,3


Tabelle 2‑1 Legierungszusammensetzung von G-AlSi7Mg nach DIN 1725

Eine der Voraussetzungen für die Festigkeitssteigerung bei der Wärmebehandlung ist die beschränkte Löslichkeit des Siliziums in der Aluminiumphase [1]. Dazu ist in Abb. 2‑1 ein Ausschnitt des Al-Si-Zustandsdiagramms dargestellt. Das Eutektikum dieser Legierung liegt bei ca. 12,5 % Silizium und einer Schmelztemperatur von 577 °C [2]. Im festen Zustand bei 577 °C beträgt die Silizium-Sättigung nur noch 1,65 %. Mit fallender Temperatur sinkt die Löslichkeit des Siliziums in der Aluminiumphase weiter. Beispielsweise beträgt sie bei 300 °C nur noch ca. 0,22 %. Die feste Phase besteht demzufolge aus Aluminium-Silizium-Misch​kristallen und ungelöstem, ebenfalls kristallinen Silizium. Kleine Zusätze von Magnesium führen zur Bildung von Mg2Si (Magnesium-Silizid) und zu einer Steigerung der erzielbaren Zugfestigkeit bei gleichzeitigem Rückgang der Bruchdehnung [3].
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Abb. 2‑1 Zustandsdiagramm Al-Si bis zu einem Silizium-Gehalt von 30 %, Maximale Festphasen-Löslichkeit bei 1,65 %, Eutektischer Punkt bei 12,5 % [4]
2.1.2 T6-Wärmebehandlung

Die T6-Wärmebehandlung wird am Beispiel der Aluminium-Magnesium-Silicium-Legierung illustriert. Abb. 2‑2 zeigt links oben die Aluminiumseite des quasibinären Zustandsdiagramms Al-Mg2Si. Rechts daneben den zugehörigen Temperatur-Zeit-Verlauf der Wärmebehandlung und darunter den den Prozessschritten entsprechenden Festigkeitsverlauf. Das Zustandsdiagramm gilt nur für Prozesse mit langsamer Erwärmung und Abkühlung, in denen sich die Phasen stets im Gleichgewicht befinden. Dies ist beim Abschrecken naturgemäß nicht der Fall, doch eignet sich die Darstellung in erster Näherung um die Wärmebehandlung verständlich darzustellen. 

Im ersten Prozessschritt, dem Lösungsglühen, erfolgt eine Aufheizung auf eine Temperatur dicht unterhalb der Solidustemperatur. Die Dauer ist so einzustellen, dass möglichst alle vorhandenen Ausscheidungen an Mg2Si im Mischkristall gelöst werden [1]. Anschließend erfolgt das Abschrecken. Durch schnelle Wärmeabfuhr wird der beim Lösungsglühen entstandene Gefügezustand „eingefroren“ [5]

 REF _Ref124312783 \n \h 
[6]

 REF _Ref124319035 \n \h 
[7]. Die gelösten Legierungsbestandteile können aufgrund der schnellen Wärmeabfuhr nicht mehr aus dem (-Mischkristall diffundieren und bleiben deshalb zwangsgelöst. In diesem Zustand liegt das Gefüge als instabile, übersättigte Lösung vor [1].

Im letzten Prozessschritt, dem Warmauslagern, werden die im Mischkristall überschüssig gelösten Legierungsanteile wieder diffusiv ausgeschieden. Es entstehen dabei feinverteilte Ausscheidungen, deren Ausmaß der festigkeitssteigernden Wirkung zum einen von Größe und Verteilung, zum anderen von der erreichten Gitterstruktur abhängen. Weiter unten im Text wird auf die Gitterstrukturen erneut eingegangen. Typische Werte für Teilchendurchmesser betragen 1 nm und für Teilchenabstände 10 bis 20 nm [1]. 
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Abb. 2‑2 Schematische Darstellung der Aushärtung einer AlMgSi-Legierung                a) quasibinärer Schnitt Al-Mg2Si  b) Temperatur-Zeit-Verlauf  c) zeitlicher Verlauf der Festigkeitskennwerte [1] 

Für die Bildung des übersättigten Mischkristalls beim Abschrecken ist es wichtig, den Temperaturbereich zwischen der Temperatur des Lösungsglühens und der Abschrecktemperatur so schnell zu durchlaufen, dass das Ausscheiden der gelösten Legierungsbestandteile nicht bereits während des Abschreckens eintritt [4]. Nach anschließender Auslagerung würden ansonsten niedrigere Festigkeiten erreicht werden. In Abb. 2‑3 wird entsprechend für AlSi7Mg ein Beispiel für den Einfluss der Abschreckrate gezeigt. Dargestellt ist die erreichte Härte der Legierung abhängig von der Auslagerungszeit für unterschiedliche Abschreckraten. Die maximal erzielbare Härte steigt demzufolge zunächst mit zunehmender Abschreckrate an. Ab einer bestimmten Grenze bewirken jedoch noch höhere Abschreckraten keine merkliche Härtesteigerung mehr, wie der Vergleich zwischen den Abschreckraten 110 und 250 °C/s zeigt.
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Abb. 2‑3 Einfluss der Abschreckrate auf erzielbare Härte bei der Warmauslagerung - für Proben aus AlSi7Mg [8] 

Während der Auslagerung findet in Abhängigkeit von Auslagerungstemperatur und Haltezeit eine Abfolge von Ausscheidungssequenzen statt. Die Gitterstruktur der Ausscheidungen hat dabei einen wesentlichen Einfluss auf die Festigkeitseigenschaften der Legierung. Nachfolgend wird auf die sich bei der Auslagerung einstellende Gitterstruktur eingegangen. 

Bei der Warmauslagerung (Temperaturen ab 100 °C) entstehen Ausscheidungen, deren Gitterstruktur der des (-Mischkristalls nur auf bestimmten Gitterebenen gleicht. Man spricht deshalb von teilkohärenten Ausscheidungen. Durch die teilweise Übereinstimmung der Gitterstruktur von Mischkristall und Ausscheidungen wird die Matrix um die Ausscheidung verspannt. Diese Verspannung bewirkt die eigentliche Festigkeitssteigerung. Mit zunehmender Auslagerungszeit bilden die Ausscheidungen zunehmend die teilkohärente Gitterstruktur aus, bis schließlich ein Maximum an Festigkeit erreicht wird. Erfolgt die Auslagerung über diesen Punkt hinaus, entstehen inkohärente Phasen. Gitterstruktur von Ausscheidung und Mischkristall unterscheiden sich zu stark um Ursache für eine Gitterverspannung zu sein. Damit einher geht auch die Festigkeit wieder zurück [3]

 REF _Ref128980358 \r \h 
[4]. Diesen Vorgang bezeichnet man als Überalterung (siehe Abb. 2‑3). 

Bei der Daimler AG werden für die T6-Wärmebehandlung der Aluminium-Zylinderköpfe folgende Prozesstemperaturen verwendet [9]:

· Lösungsglühen bei 525±5 °C 

· Abschrecken in Wasser ohne Zusätze bei 35±5 °C

· Warmauslagern bei 215±3 °C

Die oben genannten Prozesstemperaturen für Lösungsglühen und Abschrecken in Wasser bilden die Basis für die Untersuchungen der vorliegenden Arbeit. 

Beschreibung des Abschreckprozesses 

Als Abschreckmedien stehen prinzipiell flüssige (Wasser, Polymerlösungen, Öle, etc.) sowie gasförmige Medien (Luft, Stickstoff, Helium) zur Verfügung [10]. Die nachfolgenden Ausführungen beziehen sich auf das Abschrecken durch Tauchkühlen in flüssigen Abschreckmedien. 

2.1.3 Wärmeübergang und Benetzung

Beim Abschrecken metallischer Körper, deren Anfangstemperatur über der Siedetemperatur des Abschreckmediums liegt, erfolgt die Wärmeabfuhr gemäß Abb. 2‑4 durch drei charakteristische aufeinanderfolgende Wärmeübergangsphasen: Filmphase, Kochphase und Konvektionsphase. Dabei weist vor allem die Wärmestromdichte in der Kochphase sehr hohe Unterschiede zu denen der anderen Phasen auf. Dies ist entscheidend für die zeitliche und örtliche Temperaturentwicklung im Bauteil [10].

Bei der ersten Benetzung der Oberfläche mit dem Abschreckmedium bildet sich aufgrund der hohen Oberflächentemperatur ein stabiler Dampffilm, der das Bauteil vom kondensierten Kühlmedium separiert. Während dieser Phase ist die Wärmeabgabe gering [11]. Ursache dafür ist die thermisch isolierende Wirkung des Dampffilmes. Bis zur Phasengrenze Dampf-Flüssigkeit erfolgt der Wärmetransport durch Wärmeleitung und –strahlung. Dabei wird die endliche Dicke des Dampffilmes durch das Gleichgewichtsverhältnis von neu entstehendem und abströmenden Dampf innerhalb des Filmes bestimmt. Die Dicke des Dampffilmes nimmt mit zunehmender Abkühldauer und sinkender Oberflächentemperatur des Körpers ab. Fällt die Oberflächentemperatur bis auf die Leidenfrost-Temperatur 
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 ab, bricht der Dampffilm zusammen und die Filmphase endet [12]. Die Leidenfrost-Temperatur kann dabei nicht einer festen Temperatur zugeordnet werden, da der Zusammenbruch des Dampffilmes von vielen Faktoren (siehe dazu Kapitel 2.2.2) abhängt und in diesem Maße auch die Leidenfrost-Temperatur variiert.

In der Kochphase setzt die Wiederbenetzung der Oberfläche (durch flüssiges Abschreckmedium) mit einer heftigen Blasenbildung ein. Die durch aufsteigende Dampfblasen initiierte Durchmischung führt zusätzlich kühleres Abschreckmedium an die Oberfläche des Bauteils heran und ermöglicht damit eine hohe Wärmeabfuhr [13]. Die Temperatur, bei der die maximale Wärmeabfuhr erfolgt, wird Burn-Out-Temperatur 
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 genannt [10]. Erreicht die Bauteiloberfläche die Siedetemperatur 
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 des Abschreckmediums, findet die weitere Wärmeabfuhr durch reine Konvektion statt. Die Wärmeabfuhr in dieser Phase ist gering und zudem durch den bereits geringen Temperaturunterschied von Bauteil und Kühlmedium limitiert [11].

	[image: image55.emf]Zeit

Temperatur

partielles

Filmsieden

T

L

T

Bo

T

Si

Blasensieden

Filmphase

Kochphase

Konvektionsphase

Wärmestromdichte Zeit

Temperatur

partielles

Filmsieden

T

L

T

L

T

Bo

T

Bo

T

Si

T

Si

Blasensieden

Filmphase

Kochphase

Konvektionsphase

Wärmestromdichte




Abb. 2‑4 Abkühlkurve und Wärmestromdichte-Temperatur-Verlauf beim Abschrecken metallischer Körper in verdampfbaren Flüssigkeiten (schematisch). 
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 Leidenfrost-Temperatur,  
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 Burn-Out-Temperatur, 
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 Siedetemperatur [10]
Für Berechnung bzw. Modellierung des Wärmeübergangs wird der Wärmeübergangskoeffizient (auch Wärmeübergangszahl genannt) verwendet. Über diesen berechnet sich der Wärmestrom 
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wobei 
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 der Wärmeübergangskoeffizient mit der Einheit [W/m²K] ist. Weiterhin bezeichnen 
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 die Oberflächentemperatur und 
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 die Umgebungstemperatur [14]. Der charakteristische Verlauf des Wärmeübergangkoeffizienten ist äquivalent zu dem der Wärmestromdichte in Abb. 2‑4. Gemäß [13] nimmt der Wärmeübergangskoeffizient in der Filmphase typischerweise Werte zwischen 100 und 250 W/m²K an, während die Werte in der Kochphase zwischen 10000 und 25000 W/m²K liegen. In der Konvektionsphase erreicht der Wärmeübergangskoeffizient noch Werte im Bereich um 700 W/m²K.

Der stabile Dampffilm bricht zuerst an Geometriestörstellen wie Ecken und Kanten zusammen [15]. Aus diesem Grund existieren in realen Bauteilen die verschiedenen Wärmeübergangsphasen üblicherweise synchron an verschiedenen Stellen der Bauteiloberfläche [16]. In Abb. 2‑5 ist schematisch der zeit- und ortsabhängige Wechsel der Wärmeübergangsphasen (Benetzungskinematik genannt) für eine Zylindergeometrie dargestellt. Beim Eintauchen des Zylinders in das Abschreckmedium legt sich aufgrund der hohen Anfangstemperatur ein flächendeckender Dampffilm über die Oberfläche. Der Dampffilm bricht zuerst an der Kante der unteren Stirnfläche zusammen, später auch an der oberen Stirnfläche. Die Benetzungsfront, die den Übergang zwischen Film- und Kochphase bildet, bewegt sich dabei von den Kanten ausgehend axial über die restliche Zylinderoberfläche. Die Wärmeabfuhr beim Abschrecken in verdampfbaren Medien ist demnach temperatur- und ortsabhängig [10]. 

Die Benetzungskinematik in Kombination mit den jeweiligen Wärmeübergangskoeffizienten bewirkt eine sehr ungleichmäßige Wärmeabfuhr [17]

 REF _Ref161387764 \r \h 
[18]. Tensi et al. [16] berichten, dass die Benetzungskinematik einen entscheidenden Einfluss auf die Festigkeitseigenschaften von aushärtbaren Aluminium-Legierungen hat. Volumenbereiche, an deren Oberfläche eine längere Filmphase vorliegt, können eine vorzeitige Entmischung des übersättigten Mischkristalls erfahren. In der anschließenden Auslagerung werden mehr inkohärente Phasen gebildet und damit eine geringere Aushärtung erzielt. 
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Abb. 2‑5 Schematische Darstellung der Benetzungskinematik beim Abschrecken eines Zylinders. FP: Filmphase, KP: Kochphase, KON: Konvektionsphase [10]
2.1.4 Einflussfaktoren

Der Wärmeübergang in abschreckenden Medien wird durch eine ganze Reihe von Faktoren beeinflusst. Die für die vorliegende Arbeit wichtigen Faktoren (Geometrie, Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit) sollen näher betrachtet werden. Die übrigen nachrangigen Faktoren werden lediglich aufgelistet. Nachfolgend wird von der Verwendung von Wasser als Abschreckmedium ausgegangen. 

·  Geometrie

Hierbei sind Verhältnis von Volumen und wärmeabgebender Oberfläche genauso von Bedeutung wie geometrische Störstellen in Form von Kanten und Spitzen, die den vorzeitigen Zusammenbruch stabiler Dampffilme bewirken und damit den Ausgangspunkt von Benetzungsfronten bilden können [15]

 REF _Ref131564408 \r \h 
[19]. Während bei Zylindern zumindest von der unteren Stirnfläche eine Benetzungsfront ausgeht, bricht der Dampffilm bei prismatischen Körpern sowohl an Stirnflächen, als auch an Seitenkanten zusammen. Dabei zeigt sich eine näherungsweise kontinuierlich fortschreitende Benetzungsfront [20], während der Dampffilm bei Kugelgeometrien dazu tendiert fast explosionsartig auf der gesamten Oberfläche zusammenzubrechen [12]

 REF _Ref175114977 \r \h 
[21]. Neben der Position sind auch Form und Größe der Störstellen von entscheidendem Einfluss auf die Filmstabilität. Dies wird etwa in [22] an Kupferkugeln gezeigt, die mit Störstellen unterschiedlicher Form versehen sind. Je nach Geometrie der Störstelle wird hier der Filmzusammenbruch unterschiedlich früh eingeleitet und entsprechend die Leidenfrost-Temperatur angehoben. Mit zunehmender Kantigkeit erhöhen sich zudem die Abkühlgeschwindigkeiten sowie die Burn-Out-Temperatur [15].

Der Größeneinfluss auf das Abkühlverhalten wurde systematisch anhand von Kugeln und Zylindern untersucht. Grundsätzlich bleibt die Benetzungskinematik bei Zunahme des Durchmessers die Gleiche, es verlängert sich jedoch die Filmphase [15]. Aus dem Vergleich früherer Arbeiten finden sich bezüglich der Höhe der Leidenfrost-Temperatur unterschiedliche Aussagen. Während [22] an Kupferkugeln mit steigendem Durchmesser (10, 15 und 20 mm) eine Anhebung der Leidenfrost-Temperatur feststellt, zeigt [21] an Nickelkugeln (20, 30 und 40 mm) mit steigendem Durchmesser einen Abfall der Leidenfrost-Temperatur. Eine eindeutige Tendenz bezüglich der Burn-Out-Temperatur liegt ebenfalls nicht vor, insbesondere wenn zusätzlich die Badtemperatur variiert wird. Entsprechende Untersuchungen unter Variation der Badtemperatur in [21] zeigen auch für Nickelzylinder unterschiedlicher Durchmesser (20, 30 und 40 mm) keine eindeutige Tendenz bezüglich der Lage der Leidenfrost- und Burn-Out-Temperatur. Weitere Vergleiche dazu finden sich in [15].

· Badtemperatur

Mit Wasser als Abschreckmedium wird die Wärmeabfuhr aus dem Bauteil stark von der Badtemperatur beeinflusst. Grund dafür ist, dass bei höheren Badtemperaturen die isolierend wirkende Filmphase stabilisiert bzw. verlängert wird [23]. Dieser Effekt tritt ab einer Badtemperatur von etwa 40 °C ein [16]. Eine Anhebung der Badtemperatur äußert sich im Abfall der Übergangstemperaturen sowie der maximalen Wärmestromdichte. Maaß [21] hat dies für Zylinderproben aus unterschiedlichen Werkstoffen (darunter auch Aluminium) untersucht. Dabei ergab sich an der Aluminium-Zylinderprobe (30 mm Durchmesser) für 30 °C Badtemperatur eine Leidenfrost-Temperatur von 500 °C und eine Burn-Out-Temperatur von 350 °C. Für 100 °C Badtemperatur hingegen konnte eine Leidenfrost-Temperatur von ca. 160 °C sowie eine Burn-Out-Temperatur von ungefähr 150 °C festgestellt werden. Durch Erhöhung der Badtemperatur von 20 auf 100 °C nimmt die maximale Wärmestromdichte von ungefähr 4,6 auf 1,3 MW/m² ab, d.h. eine Abnahme auf etwa ein Viertel des Wertes. 

· Eintauchgeschwindigkeit

Gemäß [24] wirkt die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit wie eine erzwungene Konvektion und führt zur Benetzung bei höheren Körpertemperaturen. Nach [22] lastet bei hohen Eintauchgeschwindigkeiten ein höherer Druck auf dem stabilen Dampffilm, was eine stärkere Filmpulsation während des Eintauchvorgangs bewirken kann. Dies kann eine Anhebung der Leidenfrost-Temperatur bewirken. 

Weitere Einflussfaktoren werden nachfolgend aufgelistet. Vertiefende Beschreibungen zu diesen können [13]

 REF _Ref131563589 \r \h 
[15]
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[21] sowie den jeweils angefügten Literaturverweisen entnommen werden.

· Thermophysikalische Daten des Werkstoffes

· Oberflächenzustand des Bauteils [16]

 REF _Ref173074734 \r \h 
[22] 

· Anfangstemperatur des Bauteils

· Abschreckmedium [23]

 REF _Ref160335577 \r \h 
[25]

 REF _Ref176243391 \r \h 
[26] 

· Badbewegung bzw. Anströmung [6]

 REF _Ref124311224 \r \h 
[12] 

· Systemdruck [27]
· Eintauchtiefe [22]

 REF _Ref170362763 \r \h 
[28]  

2.1.5 Charakterisierung

Die experimentelle Untersuchung des Abschreckprozesses erfolgt in der Regel auf Basis von Abkühlkurven. Dazu wird ein Probekörper mit mindestens einem Thermoelement (zumeist im Probenzentrum) versehen und damit die Temperatur über der Abkühldauer aufgezeichnet. Auf diese Weise können die Abschreckwirkung von Abkühlmedien sowie das Abkühlverhalten von Probekörpern empirisch bestimmt werden. 

Es existieren unterschiedliche nationale Standards zur Ermittlung von Abkühlkurven. Die einzelnen Normen schreiben nicht nur Probengeometrie und –werkstoff vor, sondern auch die Natur des Abschreckmediums, dessen Menge, die Dimensionen des Abschreckbades sowie Anfangstemperaturen von Medium und Probe. Beispiel für zylindrische Proben ist die Inconel 600-Probe (Nickel-Chrom-Eisen-Legierung, 12,5 x 60 mm), die in Untersuchungen gemäß ASTM und ISO 9950:1995(E) zu verwenden ist. In Frankreich, Japan und China existieren Standards, bei denen Silber als Probenwerkstoff vorgegeben ist [29]. Daneben werden auch kugelförmige Probegeometrien aus Nickel [21], Kupfer [22] und Silber [28] verwendet. Weiterhin existieren Untersuchungen zur Bestimmung der Härte, die sich in Abhängigkeit der Abkühlkurve lokal an der Probe einstellt. In diesem Zusammenhang sei der Stirnabschreckversuch [30] genannt, bei dem Probegeometrie und Abkühlprozedur gemäß DIN 50191 definiert sind. Beispiele für die Anwendung des Stirnabschreckversuchs bei Aluminium finden sich in [31]

 REF _Ref175289527 \r \h 
[32]. 

Mittlerweile besteht die Möglichkeit Versuchsanlagen zur Analyse des Abschreckprozesses auf kommerziellem Wege zu beziehen. Diese verfügen über Ofen, Abschreckbecken, Eintauch- und teilweise auch über Anströmvorrichtung. Beispiele dafür sind das „Tensi Agitation System“ und das „Drayton Agitation System“ [33]. Eine mobile Anlage ist das „IVF SmartQuench-System“, das im Labor und in industriellen Abschreckanlagen angewendet werden kann [34]. Weitere Ausführungen zu Probegeometrien, Standards und Versuchsanlagen können [12]
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[13]
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[18]

 REF _Ref175384415 \r \h 
[29]
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[33] entnommen.

Eine Analyse der Benetzungskinematik erfolgt grundsätzlich optisch mit Hilfe der Videodokumentation. Diese wird in der Regel mit thermischen Messungen ergänzt, da allein aufgrund der Benetzungssituation nicht auf Temperaturen geschlossen werden kann. 

Eine zusätzliche Analysemethodik bietet die Leitwertänderung. Diese beruht auf der Änderung des elektrischen Widerstandes bzw. Leitwertes durch die Wärmeübergangsphasen. Dazu verbindet man die Probe über die Probenhalterung mit einer   Elektrode und setzt die Gegenelektrode in das Abschreckmedium. Der elektrische Leitwert ist aufgrund der isolierenden Wirkung des Dampffilmes abhängig vom Benetzungszustand und ändert sich mit dem Anteil der mit stabilem Dampffilm bedeckten Probenoberfläche [16]

 REF _Ref160773826 \r \h 
[17]. 

Eigenspannungen und Verzug

2.1.6 Definition

Eigenspannungen sind Spannungen, die im Bauteil vorliegen, ohne dass äußere Kräfte und Momente einwirken. Die im Bauteil durch Eigenspannungen entstandenen Kräfte und Momente stehen im mechanischen Gleichgewicht. Nach Macherauch und Wohlfahrt [13]

 REF _Ref204846893 \r \h 
[35] unterscheidet man Eigenspannungen I., II., und III. Art. Unter der Verwendung von „homogen“ im Sinne von „konstant in Betrag und Richtung“, sind die Eigenspannungen wie folgt definiert:

· Eigenspannungen I. Art sind über größere Werkstoffbereiche, z.B. mehrere Körner näherungsweise homogen und befinden bezüglich des Gesamtkörpers im Gleichgewicht. Eingriffe in das Kräfte- und Momentengleichgewicht eines Volumenelements, in dem Eigenspannungen I. Art vorliegen, bewirken makroskopische Form- bzw. Maßänderungen.

· Eigenspannungen II. Art sind über mikroskopische kleine Bereiche (einzelnes Korn, Subkorn-Bereiche) näherungsweise homogen und befinden sich über hinreichend viele Körner im Gleichgewicht. Eingriffe in dieses Gleichgewicht können in makroskopischen Formänderungen resultieren.

· Eigenspannungen III. Art sind in den kleinsten Werkstoffbereichen (einige Atomabstände innerhalb eines einziges Korns) inhomogen und befinden sich über Subkorn-Bereiche im Gleichgewicht. Eingriffe in dieses Gleichgewicht bewirken keine makroskopischen Formänderungen.

Eigenspannungen I. Art werden auch als Makroeigenspannungen bezeichnet, während Eigenspannungen II. und III. Art zu den Mikroeigenspannungen zählen. Eigenspannungen I. Art kommen nie in reiner Form vor, sondern sind immer durch Mikroeigenspannungen überlagert. Thermisch erzeugte Eigenspannungen entstehen aus den ungleichen Abkühlgeschwindigkeiten von Rand- und Kernzonen innerhalb eines Bauteilbereichs über dessen Querschnitt und auch aus den unterschiedlichen Abkühlgradienten verschiedener Bereiche eines Bauteils. [36] differenziert hier noch primäre und sekundäre Eigenspannungen, die im realen Bauteil immer überlagert vorzufinden sind, wobei die sekundären thermischen Eigenspannungen dominieren. 

2.1.7 Eigenspannungen und Verzug beim Abschrecken

Thermische Eigenspannungen, die beim Abschrecken von Bauteilen entstehen, haben ihren Ursprung in der inhomogenen Abkühlung unterschiedlicher Bauteilbereiche bzw. von Rand und Kernzone. Zunächst soll die Entstehung von Eigenspannungen und Verzug anschaulich am Beispiel des Spannungsgitters in Abb. 2‑6 beschrieben werden. Zu Beginn liegt im gesamten Spannungsgitter eine gleichmäßig hohe Anfangstemperatur vor. Zu diesem Zeitpunkt ist das Spannungsgitter eigenspannungsfrei. Mit Beginn der Abkühlung fallen die Temperaturen in den Außenstegen schneller als im Mittelsteg. Die mit abnehmender Temperatur verbundene thermische Kontraktion führt dazu, dass sich die Außenstege gegen den Widerstand des Mittelsteges zusammenziehen. Daraus folgen Zugspannungen in den Außenstegen und Druckspannungen im Mittelsteg. Aufgrund der noch hohen Temperaturen bei t1 ist die Festigkeit des Materials noch gering. Dort, wo die Spannungen lokal die Warmstreckgrenze erreichen, findet plastische Verformung und damit Spannungsabbau statt. Dabei werden die Außenstege plastisch gedehnt und der Mittelsteg plastisch gestaucht. Im weiteren Verlauf der Abkühlung verringert sich die Temperaturdifferenz zwischen den Stegen. Dabei kommt es zuerst zu einem Spannungsabbau und weiterhin zu einer Spannungsumkehr. Durch die Abkühlung ist auch der Mittelsteg in seiner Länge geschrumpft. Durch die vorherige plastische Stauchung schrumpft der Mittelsteg stärker als die Außenstege, die der thermischen Kontraktion des Mittelsteges entgegenwirken. Aufgrund der bei niedrigen Temperaturen vorliegenden höheren Festigkeit wird der Mittelsteg dabei elastisch verformt. Am Ende liegen im Mittelsteg Zugspannungen und den Außenstegen Druckspannungen vor [36]

 REF _Ref171771238 \r \h 
[37]. 
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Abb. 2‑6 Entstehung von Eigenspannungen aufgrund inhomogener Abkühlung der Stege des Spannungsgitters [38]. 

Parallel zu diesem Prozess verläuft der Aufbau von Eigenspannungen in Rand- und Kernzone eines Bauteils. Abb. 2‑7 zeigt beispielhaft die Temperatur- und Spannungsentwicklung im Querschnitt des Mittelsteges des Spannungsgitters. 

Im Vergleich der Abb. 2‑7 zu Abb. 2‑6 entsprechen die Randzonen den Außenstegen und der Kernbereich dem Mittelsteg. Am Ende des Abschreckprozesses liegen in der Randzone Druckspannungen vor, während im Kern Zugspannungen vorzufinden sind. Der letztlich im realen Bauteil vorliegende Eigenspannungszustand ergibt sich aus der Superposition von dieser Vorgänge [36]

 REF _Ref171771238 \r \h 
[37] und hängt von der zeitlichen Entwicklung des Temperaturfeldes ab. 

Bei Wasser als Abschreckmittel wird oft davon ausgegangen, durch Erhöhung der Badtemperatur Eigenspannungen reduzieren zu können. Zu beachten ist hier allerdings, dass sich bereits ab einer Wassertemperatur von ca. 40 °C eine Stabilisierung der isolierend wirkenden Dampffilmphase einstellt. Zwischen Bereichen mit länger anhaltenden und kürzeren Filmphasen können sich deshalb sehr hohe Temperaturgradienten bilden, aufgrund derer hohe Eigenspannungen bzw. enorme plastische Verformungen entstehen können. Daraus folgt, dass mit einer Erhöhung der Wassertemperatur – mit dem Ziel Eigenspannungen und Verzug zu reduzieren – unter Umständen der gegenteilige Effekt erzielt wird [16].
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Abb. 2‑7 Entstehung von primären Eigenspannungen durch inhomogene Abkühlung von Rand- und Kernzone im Bauteilquerschnitt

Zuletzt sei noch erwähnt, dass die Eigenspannungen durch das Auslagern in Abhängigkeit von Temperatur und Haltedauer bis zu einem gewissen Grad reduzieren werden. Beispielsweise wird in [36] für die Legierung G-AlSi7MgCu0,5 gezeigt, dass die Eigenspannungen bei einer Temperatur von 165 °C und 2,5 h Haltedauer um 10 % abgesenkt werden. Bei 300 °C gehen die Eigenspannungen nehmen um 28 % ab. Die Eigenspannungen auf diese Weise abzubauen ist jedoch durch den gegenläufigen Effekt der Überalterung begrenzt, kann also zu Lasten der Festigkeit gehen (siehe dazu Kapitel 2.1.2). 

2.1.8 Verfahren zur Eigenspannungsmessung

Eine direkte Messung von Spannungen ist nicht möglich. Dennoch können Spannungen aus der Messung von Verformungen bzw. Verzerrungen in Kombination mit theoretischen Annahmen und Berechnungen abgeleitet werden. Für die Bestimmung von Spannungen existieren verschiedene Verfahren, die auf unterschiedlichen Messprinzipien beruhen. In der Praxis kommen zumeist die Bohrlochmethode und die Röntgendiffraktrometrie zur Anwendung. Die nachfolgenden Beschreibungen haben die Bohrlochmethode als Schwerpunkt, da dieses Verfahren in der vorliegenden Arbeit verwendet wird. Von der Röntgendiffraktrometrie sei kurz die Funktionsweise erklärt.

Bei der Röntgendiffraktrometrie wird durch Beugung von Röntgenstrahlung am Kristallgitter der Atomabstand bzw. die Gitterverzerrung gemessen und mit dem von spannungsfreien Gittern verglichen [39]. Die Verteilung der Gitterverzerrung wird gemäß dem Hooke’schen Gesetz linear elastisch der Spannung zugeordnet. Erfasst werden Spannungen im atomarem Bereich [12]. Die Eindringtiefe der Röntgenstrahlung beträgt bei Stahl ca. 20 μm [39]. 

Die Bohrlochmethode wird den mechanischen Verfahren zugeordnet. Auch bei den mechanischen Verfahren wird die gemessene Verformung gemäß dem Hooke’schen Gesetz linear elastisch der Spannung zugeordnet [40]. Das Prinzip der Bohrlochmethode beruht darauf, dass in der spannungsbehafteten Werkstoffoberfläche inkrementweise ein Sackloch durch konventionelles Bohren, High-Speed-Drilling, Abrasion, elektrochemisch oder funkenerosiv eingebracht wird [36]

 REF _Ref171770414 \r \h 
[41]. Dies wird in Abb. 2‑8a schematisch dargestellt. Durch die örtliche Störung des Spannungszustands ändert sich der Gleichgewichtzustand in der Bohrlochumgebung. Damit verbunden ist eine Verformung, die mit speziell für die Bohrlochmethode entwickelten Dehnmessrosetten gemessen wird [36]

 REF _Ref124320405 \n \h 
[42]. Abb. 2‑8b zeigt eine solche Dehnmessrosette, in deren geometrischem Zentrum die Bohrung erfolgt. Die Dehnmessstreifen in dieser Darstellung sind in Winkeln zu 0°/45°/90° angeordnet. Auf diese Weise können Spannungen biaxial erfasst werden, d.h. in Ebenen, die parallel zur Dehnmessrosette liegen [40]. 
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Abb. 2‑8 a) Schematischer Darstellung der Bohrlochmethode im Halbschnitt [37] b) DMS-Rossette (Dehnmessstreifen) der Fa. HBM für die Anwendung der Bohrlochmethode [43]
Bei der Bohrlochmethode lassen sich Eigenspannungszustände nur dann messen, wenn ein zerstörender Eingriff in das Objekt erlaubt ist, d.h. die Dehnungsmessung erfasst nur den Unterschied zwischen einem bestehenden Ausgangszustand und einem später eingetretenen Zustand [44]. Da Spannungen in tieferen Bohrinkrementen geringere Dehnungen verursachen, werden die gemessenen Dehnungen mit Hilfe von empirisch und numerisch ermittelten Kalibrierfunktionen über der Bohrlochtiefe gewichtet. Als Messergebnis können in Abhängigkeit der Tiefe Koordinatenspannungen und Hauptspannungen mit zugehörigem Orientierungswinkel abgeleitet werden. Die Spannungen können bis zu einer Tiefe von maximal 1,6 mm erfasst werden [37].

Grundlagen zur Simulation

Nachfolgend werden die mathematischen Zusammenhänge für die thermische und mechanische Berechnung zur Beschreibung des Abschreckprozesses dargestellt. Dabei wird nur auf die wichtigsten Grundlagen eingegangen. Zur Vertiefung sei auf [45]

 REF _Ref128980059 \r \h 
[46]

 REF _Ref128979872 \r \h 
[47] verwiesen. Im Folgenden werden die Modellierung des Wärmeübergangs und die inverse Analyse zur Bestimmung von Wärmeübergangskoeffizienten beschrieben. Zunächst wird das Prinzip der Finite-Elemente-Methode und in der Folge die Modellierung des Wärmeübergangs erklärt. Die numerische Simulation des Abschreckprozesses wurde mit dem kommerziellen Finite-Elemente-Methode-Programmpaket Abaqus 6.5  [45] durchgeführt. 

2.1.9 Finite-Elemente-Methode

Im Bereich der numerischen Simulation hat sich die Finite-Elemente-Methode mittlerweile als wichtiges Werkzeug für den Ingenieur etabliert und wird in der vorliegenden Arbeit für die thermische und mechanische Simulation verwendet. Nachfolgend wird die Grundidee der Finite-Elemente-Methode zunächst für ein lineares Problem beschrieben. Die Vorgehensweise bei der numerischen Berechnung eines Problems besteht darin das Problemgebiet und die dazugehörigen (in kontinuierlicher Form vorliegenden) Differentialgleichungen durch ein geeignetes diskretes Problem zu approximieren. Bei der Finite-Elemente-Methode erfolgt die Diskretisierung des Problemgebiets durch Unterteilung des kontinuierliches Gebietes in eine endliche Anzahl finiter Elemente (Abb. 2‑9), welche durch Knotenpunkte miteinander verknüpft sind. 
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Abb. 2‑9 Zerlegung des Problemgebiets in finite Elemente [47] 

Zur Lösung der Differentialgleichung wird dieses mit einem speziellen Ansatz (und unter Verwendung der Randbedingungen) in ein algebraisches Gleichungssystem überführt, aus dessen Lösungen die approximierten Lösungen der Differentialgleichung abgeleitet werden: 
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Dabei bezeichnet 
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 das der Differentialgleichung entsprechende Residuum (Maß für den Fehler). Die Ansatzfunktionen 
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 setzen sich aus insgesamt 
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 linear unabhängigen Funktionen zusammen, die den Randbedingungen der Differentialgleichung genügen und differenzierbar sein müssen. Zumeist handelt es sich um Polynomfunktionen, die aus unbekannten Koeffizienten und sogenannten Formfunktionen bestehen. Nach Überführen in die „schwache“ Form (nur noch erste Ableitungen vorhanden) werden die Randbedingungen auf das Integral in (2‑2) aufgebracht. Mit der Forderung, dass das Integral minimal wird, kann ein Gleichungssystem erstellt werden und nach den Koeffizienten der Ansatzfunktionen aufgelöst werden. Daraus erhält man die approximierten Lösungen der Differentialgleichung. Zu den Koeffizienten der Ansatzfunktionen ist noch zu sagen, dass diese in direkter Abhängigkeit von Funktionswerten und/oder Ableitungen stehen und nur in den einzelnen Elementen definiert sind. Daher besitzt das lineare Gleichungssystem nur wenige Einträge, die von Null verschieden sind [47]. 

Die bisherige Beschreibung der Differentialgleichungen bezog sich auf die Ortsdiskretisierung. Liegt ein instationäres Problem vor, muss zusätzlich eine Zeitdiskretisierung vorgenommen werden. Bei der Finite-Elemente-Methode erfolgt dies durch zeitabhängige Ansatzfunktionen. Zur Lösung der zeitabhängigen Differentialgleichungen muss zusätzlich eine Anfangsbedingung vorhanden sein [47]. Bei nichtlinearen Differentialgleichungen (geometrisch oder materialabhängig) wird die Lösung iterativ ermittelt. Zur Lösung des nichtlinearen Gleichungssystems existieren verschiedene Verfahren. Hier soll das Newton-Raphson-Verfahren vorgestellt werden. Das Funktionsprinzip dieses Iterationsverfahren ist in Abb. 2‑10 dargestellt. Darin ist 
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 der Vektor der unbekannten Freiheitsgrade. Bei einer thermischen Berechnung wären die unbekannten Freiheitsgrade die gesuchten Temperaturen. Bei einer Strukturanalyse hingegen die gesuchten Verschiebungen. 
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 bildet die Koeffizientenmatrix (Gesamtleitfähigkeits- bzw. Gesamtsteifigkeitsmatrix) ab [12].   
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Abb. 2‑10 Iterationsverfahren nach dem Newton-Raphson-Verfahren [45]
Zu Beginn der Iteration hat die Struktur den Freiheitsgradsvektor 
[image: image77.wmf][

]

0

u

 und die zugehörige Koeffizientenmatrix 
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. Das Auflösen der entsprechenden Gleichungen führt zu 
[image: image79.wmf][

]

a

u

 und zu der neuen Koeffizientenmatrix 
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, welche wiederum für den nächsten Iterationsschritt verwendet werden. Diese Prozedur wird so lange wiederholt, bis eine Konvergenzbedingung erfüllt ist. Beim Quasi-Newton-Verfahren wird die Koeffizientenmatrix nicht in jedem Iterationsschritt neu berechnet, sondern über eine gewisse Anzahl von Iterationen konstant gelassen [45].

2.1.10 Grundgleichungen zur thermischen Simulation

Grundlage für die Berechnung instationärer Temperaturverteilungen in beliebigen Körpern ist die FOURIERsche Wärmeleitungsgleichung [10]:
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Dabei steht 
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 für Temperatur und 
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 für Zeit. Die temperaturabhängigen isotropen Werkstoffeigenschaften werden mit 
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 als Dichte, 
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 als spezifische Wärmekapazität und 
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 als Wärmeleitfähigkeit dargestellt. Durch die Temperaturabhängigkeit der Werkstoffkennwerte wird die Differentialgleichung nichtlinear. Mit der Größe 
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 werden eventuell vorhandene Wärmequellen berücksichtigt. Mit Lösung dieser Differentialgleichung wird die Temperatur als Funktion von Ort und Zeit definiert. Zu diesem Zweck werden eine Anfangs- und eine Randbedingung benötigt. Die Anfangsbedingung umfasst die Temperaturverteilung zum Zeitpunkt t=0: 
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Die Randbedingung kann zum einen als Temperatur-Randbedingung definiert werden, wobei die Temperaturen an der Oberfläche vorgegeben: 
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Zum anderen kann aber auch eine Wärmestrom-Randbedingung definiert werden, wie sie bereits in Gleichung (2‑1) vorgestellt wurde: 
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mit 
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 als Wärmeübergangskoeffizient und 
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 als Umgebungstemperatur. Bei Verwendung von (2‑6) wird davon ausgegangen, dass die Oberflächentemperatur 
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 unbekannt ist [10]

 REF _Ref128980059 \r \h 
[46]. 

2.1.11 Grundgleichungen zur mechanischen Simulation

Die mechanische Simulation berechnet die Spannungen und Dehnungen, die während des Abschreckvorgangs auftreten. Zu diesem Zweck werden die aus der thermischen Simulation bekannten Temperaturen als äußere Last auf die Knoten des mechanischen Modells aufgetragen. Grundlage des mechanischen Modells ist die mathematische Beschreibung des Werkstoffes [39].

Ausgangspunkt dafür bildet das linear-elastische Werkstoffverhalten. Unter der Voraussetzung kleiner Verformungen und isotroper Werkstoffeigenschaften gilt als linearer Zusammenhang zwischen Spannung 
[image: image93.wmf]σ

 und Dehnung 
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 das Hooke’sche Gesetz:
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Die Werkstoffkenngröße 
[image: image96.wmf]E

 wird als Elastizitätsmodul bezeichnet. Treten zusätzlich thermische Belastungen auf, erweitert sich die Gleichung auf
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Dabei bezeichnet 
[image: image100.wmf]α

 den werkstoffabhängigen thermischen Ausdehnungskoeffizienten und 
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 die Temperaturdifferenz bezogen auf eine Referenztemperatur [48]. Für den dreidimensionalen Fall und unter Einbindung der Querkontraktionszahl wird (2‑9) erweitert zu einem Gleichungssystem [12]:
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Bei elastisch-plastischer Problemstellungen werden die Verzerrungen (Dehnungen und Scherungen) in einen elastischen und einen plastischen Anteil aufgeteilt. Zusätzlich zum Hooke’schen Gesetz muss daher das plastische Werkstoffverhalten charakterisiert werden [10]

 REF _Ref128980059 \r \h 
[46]. Es wird durch die folgenden Eigenschaften gekennzeichnet:

· Eine Fließbedingung, welche die Grenze zwischen elastischem und plastischem Werkstoffverhalten darstellt

· Eine Fließregel, die den plastischen Verzerrungstensor mit den Spannungen verknüpft

· Eine Verfestigungsbedingung, die unter Berücksichtigung der vorangegangen plastischen Verzerrungen die Verfestigung vorgibt

Zur weiteren Beschreibung wird zunächst von einem linear-elastisch ideal-plastischen Werkstoffverhalten ausgegangen, so dass überelastische Beanspruchungen unabhängig von der vorangegangenen Verfestigung erfolgen.

· Fließbedingung
Die Fließbedingung kennzeichnet den Punkt, an dem die Beanspruchungen nicht mehr elastisch ertragen werden und plastische Verformung eintritt. In allgemeiner Form lautet das Fließkriterium:
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Hier bezeichnet die Funktion 
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das noch zu bestimmende plastische Fließpotential. Für elastische Verformung gilt 
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 wird die aus dem einachsigen Zugversuch bestimmte Streckgrenze 
[image: image113.wmf]eS

R

 verwendet:

	
	
[image: image114.wmf]eS

R

3

2

k

=

   .
	(2‑18)


Für die Formulierung des Fließkriteriums wird der Ansatz nach Mises gewählt, welcher sich für Metalle gut eignet. Hier geht man von der 2. Invarianten des Spannungsdeviators aus
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Danach ist 
[image: image116.wmf]v
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 die nach der Gestaltänderungsenergiehypothese ermittelte Vergleichsspannung. Gemäß dieser Hypothese setzt plastisches Fließen ein, sobald die im Körper gespeicherte Gestaltänderungsenergie einen kritischen Wert erreicht. Anschaulich lässt sich das Fließkriterium als Fließgrenzfläche im Spannungsraum erklären, der durch die drei Hauptspannungen gebildet wird. Die Fließgrenzfläche liegt im Spannungsraum als Kreiszylinders vor (siehe Abb. 2‑11a). Für den zweidimensionalen Fall (
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-Ebene die in Abb. 2‑11b dargestellte elliptische Fließgrenzkurve [12]

 REF _Ref128972549 \r \h 
[49].
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Abb. 2‑11 a) Fließgrenzfläche eines durch die Hauptspannungen gebildeten Spannungsraumes in Form eines Kreiszylinders b) Schnitt des Kreiszylinder in der 
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-Ebene ergibt eine elliptische Fließgrenzkurve [49]
· Fließregel
Für den elastischen Bereich definiert das Hooke’sche Gesetz den Zusammenhang zwischen Verzerrung (Dehnung und Scherung) und Spannung. Im plastischen Bereich erfolgt dies durch die Fließregel. Dabei werden die Verzerrungsinkremente wie folgt mit den Spannungsinkrementen verknüpft:
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mit 
[image: image123.wmf]d
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 als Multiplikator, der die Größe der plastischen Verformung angibt. Die Fließregel sagt unter anderem aus, dass die plastischen Deformationsinkremente von der Verformungsgeschichte abhängen und senkrecht auf der Fließgrenzfläche stehen [12]

 REF _Ref173391495 \r \h 
[39]

 REF _Ref128972549 \r \h 
[49]. 

· Verfestigung
Bei realen metallischen Werkstoffen beeinflusst die plastische Verformung nachfolgende Plastifizierungen. Mit Hilfe der Verfestigungsmodelle wird die „Plastifizierungshistorie“ berücksichtigt. Im Wesentlichen gibt es dazu zwei einfache Ansätze, das isotrope und das kinematische Verfestigungsmodell [39]. 

Beim isotropen Verfestigungsmodell wird die Fließgrenzfläche in ihrer Größe geändert, nicht aber in ihrer Gestalt. Die isotrope Verfestigung soll anhand Abb. 2‑12 erklärt werden. Dargestellt ist eine Fließgrenzkurve mit einem zugehörigen Spannungs-Dehnungs-Diagramm für 
[image: image124.wmf]2

σ

. Steigt die Spannung beginnend von Punkt 0 aus an, setzt bei Punkt 1 die plastische Verformung ein und die Spannung steigt weiter bis Punkt 2. Über Punkt 1 hinaus ist eine Zunahme der Spannung mit einer Verfestigung verbunden, die eine Vergrößerung der Fließgrenzkurve bewirkt. Eine Entlastung von Punkt 2 aus führt zu Punkt 3. Bei erneuter Belastung in gleicher Richtung würde die weitere plastische Verformung bei Punkt 2 beginnen. Eine Belastung in umgekehrter Richtung würde erst ab Punkt 4 zu weiterer plastischer Verformung führen [49].  

Das kinematische Verfestigungsmodell bewirkt bei plastischer Beanspruchung eine Verschiebung der Fließgrenzfläche im Spannungsraum, ohne dass dabei ihre Größe und Gestalt geändert werden. Damit führt eine Verfestigung in einer Belastungsrichtung zu einer Entfestigung gleichen Betrages in der umgekehrten Richtung. Dieser Vorgang, der Bauschinger-Effekt genannt wird, soll in Abb. 2‑13 anschaulich erläutert werden. Bei erstmaliger Belastung steigt die Spannung von Punkt 0 ausgehend an und erreicht bei Punkt 1 die elastische Grenze. Ab hier setzt plastische Verformung ein, die eine Verschiebung der Fließgrenzkurve ergibt. Entlastung bei Punkt 2 führt zu Punkt 3, dem neuen Mittelpunkt der verschobenen Fließgrenzkurve. Bei erneuter Belastung in derselben Richtung findet weitere plastische Verformung erst ab Punkt 2 wieder statt. Plastische Verformung bei Belastung in umgekehrter Richtung setzt bereits ab Punkt 5 ein [49].

Wie bereits erwähnt wird beim kinematischen Verfestigungsmodell der Bauschinger-Effekt mit abgebildet, welcher berücksichtigt, dass eine Verfestigung in der einen Belastungsrichtung zu einer Entfestigung in der anderen führt [39]. Da beim Abschrecken zumindest einmal eine Umkehr der mechanischen Spannungen stattfindet, gilt es den Bauschinger-Effekt einzubeziehen [50]. Wie ausgeprägt der Bauschinger-Effekt auftritt, ist werkstoffabhängig.

In früheren Arbeiten wurden beide Verfestigungsmodelle für die Simulation der mechanischen Spannungen aus dem Abschreckprozess angewandt. [36] verwendet das isotrope Verfestigungsmodell, um die Eigenspannungen von Spannungsgitter und Zylinderkopf aus G-AlSi7MgCu0,5 zu simulieren. In [38] hingegen werden für einen Zylinderkopf aus G-AlSi10Mg die Eigenspannungen aus Abschreckprozess und zyklischen Betriebslasten unter Verwendung des kinematischen Verfestigungsmodells berechnet.
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Abb. 2‑12 Isotropes Verfestigungsmodell, Größe der Fließgrenzkurve wächst durch plastische Verformung, Belastungumkehr nach plastischer Verformung führt zu Verfestigung gleichen Betrags [49]
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Abb. 2‑13 Kinematisches Verfestigungsmodell, Bauschinger-Effekt führt zu Verschiebung der Fließgrenzkurve, Verfestigung in einer Belastungsrichtung führt zu Entfestigung gleichen Betrags in der umgekehrten Richtung [49]
Beide Verfestigungsmodelle stellen Vereinfachungen des tatsächlichen Werkstoffverhaltens dar. Eine bessere Abbildung des Werkstoffmodells erhält man durch die Kombination aus isotroper und kinematischer Verfestigung [39]. In [51] wurde zur Untersuchung von Ermüdungsrissen ausgehend von im Werkstoff befindlichen Einschlüssen und Leerstellen ein kombiniertes Verfestigungsmodell für G-AlSi7Mg gewählt. Für ein kombiniertes Verfestigungsmodell sind allerdings genaue Werkstoffdaten notwendig. In der vorliegenden Arbeit werden die Eigenspannungen zu Vergleichszwecken unter Anwendung von einerseits isotroper und andererseits kinematischer Verfestigung berechnet.

2.1.12 Modellierung des Wärmeübergangs

Die Simulation des Abschreckprozesses ermöglicht es Temperaturen und Spannungen an jedem Punkt des Bauteils und über die gesamte Abschreckdauer zu betrachten. Die Modellierung des Wärmeübergangs ist dabei entscheidend hinsichtlich der Aussagekraft der Ergebnisse, da sich die berechneten Spannungen aus der dynamischen Temperaturverteilung beim Abschrecken ableiten. Gemäß Gleichung (2‑6) erfolgt die Modellierung des Wärmeübergangs unter Verwendung des Wärmeübergangskoeffizienten. 

Die Abhängigkeiten des Wärmeübergangskoeffizienten von einer ganzen Reihe von Faktoren sind Ursache dafür, dass selbst bei einfachen Geometrien, wie zum Beispiel Zylindern, bei der Modellierung des Wärmeübergangs Vereinfachungen vorgenommen werden müssen. Dies beginnt beispielsweise mit der Vorgabe von konstanten Wärmeübergangskoeffizienten [49]

 REF _Ref130018182 \r \h 
[52]. Der nächste Detaillierungsgrad ist lineare Approximation der Temperaturabhängigkeit des Wärmeübergangskoeffizienten, wie beispielsweise in Abb. 2‑14 dargestellt. Weiterhin besteht die Möglichkeit den temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten durch Polynome n-ten Grades abzubilden [53]

 REF _Ref176499334 \r \h 
[54] oder parametrisierte Gleichungen zu verwenden [55]. Weitere Vereinfachungen bestehen darin die Ortsabhängigkeit vollständig (ein temperaturabhängiger Wärmeübergangskoeffizient für alle Oberflächen) oder abschnittsweise zu vernachlässigen. Dazu heißt es in [15]

 REF _Ref175462499 \r \h 
[56]

 REF _Ref128976948 \r \h 
[57] allerdings, dass der Wärmeübergang besser abgebildet wird, wenn neben der Temperaturabhängigkeit auch die Ortsabhängigkeit berücksichtigt wird.
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Abb. 2‑14 Lineare Approximation des temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten [36]
2.1.13 Inverse Analyse

Das Ermitteln von Wärmeübergangskoeffizienten setzt grundsätzlich Temperaturmessungen voraus. Durch Abgleich von berechneten und gemessenen Temperaturen können die Wärmeübergangskoeffizienten entweder durch Trial&Error-Schleifen oder automatisiert unter Verwendung von Optimierungsalgorithmen bestimmt werden. Die automatisierte Variante, die meist als „Inverse Analyse“ bezeichnet wird, findet sehr breite Anwendung. Beispiele dazu finden sich in [12]

 REF _Ref175543044 \r \h 
[58]

 REF _Ref175544197 \r \h 
[59]

 REF _Ref175544433 \r \h 
[60]

 REF _Ref176508871 \r \h 
[61]

 REF _Ref176508872 \r \h 
[62]

 REF _Ref176504674 \r \h 
[63]. 

Für die inverse Analyse kommen in der Regel Finite-Differenzen- oder Finite-Elemente-Verfahren zur Anwendung [64]. Dabei wird der Fehler zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen unter Verwendung eines mathematischen Ansatzes durch Variation bzw. Optimierung des temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten minimiert [63]. 

In der vorliegenden Arbeit kommt das inverse Analyse Modul der Gießsimulationssoftware ProCast Version 2004.1 zur Anwendung. Die folgenden Ausführungen sind der zugehörigen Software-Dokumentation [65] entnommen und zeigen den mathematischen Ansatz. Zunächst geht man von einer Domäne (Probe oder Bauteil) aus, innerhalb derer die Wärmeleitungsgleichung zu lösen ist. Darin liegt eine Zahl 
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 verwendet, was durch Minimierung von (2‑21) erfolgt.
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Darin kennzeichnet 
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 zu unendlich setzen, ergäbe sich daraus die „Methode der kleinsten Fehlerquadratsumme“ [66], auf welcher der hier beschriebene Algorithmus aufsetzt. Würde man hingegen 
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 aufzeigen. Für weitere Details zum mathematischen Ansatz sei auf die Software-Dokumentation verwiesen. In der vorliegenden Arbeit handelt es sich bei den Parametern um die temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten. In ProCast besteht auch die Möglichkeit stattdessen zeitabhängige Wärmeübergangskoeffizienten oder thermophysikalische Werkstoffeigenschaften zu bestimmen.

Die Grenzen der praktischen Anwendbarkeit der inversen Analyse Methode ergeben sich durch die entstehenden Rechenzeiten. Dieser steigt mit dem Detaillierungsgrad enorm an. Dazu sei gemäß [65] ein Beispiel genannt. Sind zur Beschreibung des Wärmeübergangskoeffizienten 
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 direkte Berechnungen benötigt. Mit direkter Berechnung ist dabei eine über der gesamten Abkühldauer ablaufende thermische Simulation gemeint. Verwendet man beispielsweise 10 Unbekannte und dauert eine Berechnung 1 Minute, so ergibt sich bei 15 Iterationen eine Gesamtlaufzeit von 165 Minuten. Dauert eine direkte Berechnung 10 Minuten, werden bereits 27,5 Stunden benötigt. Daraus wird ersichtlich, dass mit jedem zusätzlichem Detaillierungsgrad die Gesamtlaufzeit deutlich ansteigt. Aus diesem Grund werden auch bei der inversen Analyse vereinfachende Annahmen angewendet, wie z.B. eindimensionale Modelle oder die Vernachlässigung der Ortsabhängigkeit der Wärmeübergangskoeffizienten. 

Literaturübersicht

Ergänzend zu den bisherigen Ausführungen wird hier ein Überblick zu früheren Arbeiten gegeben. 

Ein Großteil der bisherigen Arbeiten, die sich mit dem Thema des Abschreckprozesses (unter Berücksichtigung der Benetzungskinematik) beschäftigen, basiert auf Stahlwerkstoffen. Totten, Tensi et al. bestätigen dies in ihrem kompakten Überblick zum Thema Abschrecken [18]. Einen umfassenden Review dazu geben Liscic, Tensi und Luty [13]. Hier wird die Bedeutung bzw. Auswirkung des Abschreckens in verdampfbaren Medien (Benetzungskinematik, Leidenfrost-Temperatur etc.) herausgestellt. Im Vordergrund stehen dabei Stahlwerkstoffe, allerdings wird in untergeordnetem Maße auch auf Aluminium eingegangen. 

Als Probegeometrien kommen meist einfache Formen wie Zylinder, Quader und Kugeln zum Einsatz. Beispielsweise untersucht Lainer [12] die Benetzungskinematik zylindrischer, ringförmiger und prismatischer Probekörper aus Stahl. Weitere Beispiele zu diesen Probegeometrien finden sich in [15]

 REF _Ref160773826 \r \h 
[17]

 REF _Ref168232282 \r \h 
[20]

 REF _Ref170362763 \r \h 
[28]

 REF _Ref128972549 \r \h 
[49]. Komplexere Geometrien (Stufenzylinder) aus Stahl werden in [10] behandelt. In [19] wird der Abschreckprozess anhand von Stahlquadern mit runden und rechteckigen Aussparungen untersucht. 

Ein Unterschied zwischen Stahl und Aluminium liegt in den Wärmebehandlungstemperaturen. So werden Stahllegierungen bei Temperaturen um 800 °C und höher wärmebehandelt, während es sich bei Aluminiumlegierungen (gegeben durch den niedrigeren Schmelzpunkt) um Temperaturbereiche um 500 °C und höher handelt. Des Weiteren hat Aluminium eine höhere Wärmeleitfähigkeit, wodurch der Abschreckprozess bei Stahlproben langsamer vonstatten geht. Bei Stahl unterscheidet man zudem zwischen umwandlungsbehafteten und –freien Stahlsorten, d.h. ob es  während des Abschreckens zu einer Gefügeumwandlung kommt. Bei der Wärmebehandlung aushärtbarer Aluminiumlegierungen wie G-AlSi7Mg liegt das Hauptaugenmerk hingegen darin, dass während des Abschreckens keine Legierungsbestandteile aus der übersättigten Lösung diffundieren.

Untersuchungen zu Aluminiumproben, unter Berücksichtigung Benetzungskinematik, wurden von Maaß [21] durchgeführt. Zwar geht es dabei vorwiegend um den Werkstoff Nickel (Zylinder- und Kugelgeometrien), allerdings werden auch Vergleiche zu Aluminium und weiteren Werkstoffen gezogen. Tensi et al. [16] wenden die Leitwertmessung (siehe Kapitel 2.2.3) auf zylindrische Aluminiumproben an und betonen den Einfluss der Benetzungskinematik auf Abschreckhärte und Aushärtung. Weitere Arbeiten [23]

 REF _Ref160335577 \r \h 
[25]

 REF _Ref176243391 \r \h 
[26]

 REF _Ref175045005 \r \h 
[67]

 REF _Ref170451035 \r \h 
[68]

 REF _Ref161498739 \r \h 
[69] betrachten den Unterschied zwischen Wasser und wässrigen Abschreckmedien auf Polymerbasis. Während beim Abschrecken in Wasser dynamische Benetzungsfronten auftreten, neigt der Dampffilm bei polymeren Abschreckmedien dazu auf der gesamten Oberfläche nahezu gleichzeitig zusammenzubrechen. Nachteile der polymeren Abschreckmedien sind aber höheren Kosten, Entsorgung sowie das erforderliche nachträgliche Waschen der Bauteile.

In Arbeiten mit komplexeren Aluminiumgeometrien wird meist auf den Einfluss der Benetzungskinematik hingewiesen. Wie jedoch bereits in Kapitel 2.4.4 erläutert wird die Simulation ohne genaue Analyse der Benetzungskinematik unter Vereinfachung des Wärmeübergangs durchgeführt. Ohnehin ist eine Analyse der Benetzungskinematik für wesentlich komplexere Geometrien nur erschwert oder gar nicht möglich. Beispielsweise untersucht Fent [36] den Einfluss der Wärmebehandlung auf Aluminium-Spannungsgitter und -Zylinderköpfe. Ein ähnliches Vorgehen findet sich in [70], wo die sich aus dem Abschreckprozess ergebenden experimentell und numerisch bestimmten Eigenspannungen für Aluminium-Zylinderkopf und –Felgen dargestellt werden. Eine rein experimentelle Bestimmung der Eigenspannungen in Aluminium-Zylinderköpfen gibt [71]. In [38] wird der Einfluss des Fertigungsprozesses (samt Wärmebehandlung) auf die Lebensdauer von Aluminium-Zylinderköpfen simuliert. In [54] wird mit einem Aluminium-Verdichterrad ein weiteres Bauteil im Rahmen des Abschreckprozesses untersucht. Zu diesem Zweck werden Polynome zur Beschreibung des temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten verwendet. Auch in [55] wird ein solches Bauteil untersucht. Allerdings wird hier für den temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten eine parametrisierte Funktion verwendet, deren Parameter mit Hilfe automatischer Optimierung (inverse Analyse) bestimmt werden. Zwar zeigt sich eine gute Übereinstimmung zwischen Messung und Simulation, für die aber laut den Autoren selbst auf 3 parallel arbeitendenden Computern mehrere Tage Rechenzeit benötigt wurde.

Ein beträchtlicher Teil der publizierten Arbeiten für aushärtbare Aluminium-Legierungen behandelt den ursprünglich von Evancho und Staley entwickelten Quench-Faktor [6]

 REF _Ref175289527 \r \h 
[32]

 REF _Ref175045005 \r \h 
[67]

 REF _Ref161498739 \r \h 
[69]

 REF _Ref175288511 \r \h 
[72]

 REF _Ref175289186 \r \h 
[73]

 REF _Ref170450177 \r \h 
[74]

 REF _Ref204844697 \r \h 
[75]. Der Quench-Faktor liefert den Zusammenhang zwischen dem lokalen Abkühlverhalten und der sich damit einstellenden Festigkeit bzw. Härte, so dass in einem Bauteil die Bereiche verschiedener Festigkeit bestimmt werden können. Dadurch lassen sich theoretisch Abkühlraten so weit reduzieren, dass gerade keine Festigkeitseinbußen entstehen, sich aber gleich-zeitig Eigenspannungen und Verzug senken lassen. Für die Legierung G-AlSi7Mg wurde eine Quench-Faktor-Analyse in [72] durchgeführt. 

Experimentelle Untersuchungen

2.2 Grundlagenversuche zum Abschreckprozess

2.2.1 Versuchsaufbau und -durchführung

Der in Abb. 3‑1 dargestellte Versuchsaufbau bestand aus einem Ofen (2), einem Abschreckbecken (10), dem Messsystem, einer Videokamera (11) und einem Roboter für den Transport der Probe (1) vom Ofen zum Abschreckbecken. In der hohlen Probenaufnahme (3) verlief ein Thermoelementkabel (8), das in der mittleren Thermoelementbohrung der Probe positioniert wurde. Die übrigen Thermoelemente (8) wurden am Ofendeckel (4) entlang geführt. Die Thermoelementkabel wurden gemeinsam mit dem Kontaktsensor (7) über den Roboter an die Messbox geleitet. Zwischen dem Kontaktsensor und seinem Gegenstück im Abschreckbecken (5) lag eine Spannung von 5,125 V vor, die augenblicklich auf 0 V abfiel, sobald die Probe Kontakt mit dem Abschreckmedium hatte. Voraussetzung dafür war eine elektrisch leitfähige Verbindung zwischen Kontaktsensor und Probe. Auf diese Weise wurde der Beginn des Abschreckprozesses genau erfasst. Allein anhand der Thermoelementmessungen war der Eintauchbeginn nicht genau zu ermitteln. Ein weiteres Thermoelement (6) wurde zur Kontrolle der Badtemperatur verwendet. Die mit der Messbox erfassten Signale wurden digitalisiert in den Messcomputer (9) geleitet. Die Videodokumentation erfolgte mit einer digitalen Videokamera (11). Die Bildrate betrug dabei 25 Bilder/s, d.h. zwischen den Einzelbildern liegt eine Zeitschrittweite von 0,04 s vor. Das Abschreckbecken (10) bestand komplett aus Glas. Dies hatte den Vorteil, dass der Beckeninhalt für die Videodokumentation gut beleuchtet werden konnte. Das Becken wurde bis auf eine Höhe von 28 cm gefüllt und enthielt sodann ca. 48 Liter des Abschreckmediums. Als Abschreckmedium wurde Wasser ohne Zusätze verwendet. Durch das Eintauchen der Probe erfuhr das Wasser eine gewisse Aufheizung, die in der folgenden Berechnung überprüft werden soll. Der Temperaturausgleich zwischen der Probe und dem Wasser wird gemäß [66] berechnet zu 
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Dabei bezeichnen 
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 repräsentieren die entsprechenden Größen der Probe. 
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 steht für die sich einstellende Mischtemperatur. Beim Wasser wird die niedrigste Anfangstemperatur mit 5 °C angenommen (siehe Versuchsparameter in Kapitel 3.1.3). Für die Probe wird 525 °C angesetzt. Außerdem wird die Masse der Stegprobe eingesetzt, da diese die größte Probegeometrie darstellt (siehe Kapitel 3.1.2). Die spezifische Wärmekapazität der Aluminiumlegierung wird aus Messversuchen (siehe Kapitel 5.1) übernommen. Die Daten für Wasser stammen aus der Materialdatenbank der Gießsimulations​software Magma 4.2. 
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Das Wasser erfährt demnach eine geringe Aufheizung von weniger als 1 °C. Daher kann die Masse des Wassers im Vergleich zur Masse des eingetauchten Probekörpers in erster Näherung als unendlich betrachtet werden. 

Der reale Versuchsaufbau ist in Abb. 3‑2 zu sehen. Die Probe zusammen mit der Probenaufnahme bildete eine Gesamtlänge, für die der Ofenraum zu kurz war. Daher wurde eine wärmeisolierte Verlängerung auf den Ofen (Typ TIK/R der Fa. Heraeus, Hanau) aufgesetzt. Während der Aufheizphase schloss der Ofendeckel den Ofen mit der aufgesetzten Verlängerung ab. Durch den Roboter (Typ FS-03N der Fa. Kawasaki Robotics GmbH, Neuss) wurden bezüglich Geschwindigkeit und Position sehr genaue und reproduzierbare Eintauchvorgänge realisierbar. Die Bewegungsabläufe wurden programmiert und hatten eine hohe Positionswiederholgenauigkeit von ±0,03 mm. 

Sobald alle Thermoelemente in der Probe eine Temperatur 525 °C erreicht hatten, wurde der Abschreckvorgang durch Aktivierung des Roboters gestartet. Die Probe wurde samt Probenaufnahme, Thermoelementen und Ofendeckel aus dem Ofen angehoben, mittig über dem Abschreckbecken (in etwa 20 cm über der  Wasseroberfläche) positioniert und senkrecht mit der vorgegebenen Geschwindigkeit in das Becken eingetaucht. Zwischen der oberen Probenstirnfläche und dem Wasserspiegel gemessen betrug die Eintauchtiefe ca. 12 cm. Nach Abschluss der Messung wurde der Roboter erneut aktiviert, um die Probe aus dem Bad anzuheben und in eine Position abseits von Ofen und Abschreckbecken zu transportieren. In dieser Lage war für den Probenwechsel eine gute Zugänglichkeit gewährleistet. 

Der Transport der Probe vom Ofen bis zum Kontakt mit dem Wasser dauerte ca. 3 Sekunden. In dieser Zeit konnte bei oberflächennahen Thermoelementen ein Temperaturabfall von bis zu 1,5 °C festgestellt werden. Dies wird aber für die weiteren Untersuchungen vernachlässigt. Während des Abschreckvorgangs wurde die Temperatur ca. 20 Sekunden lang mit einer Frequenz von 100 Hz gemessen. Die gemessenen Werte wurden mit Hilfe der Messsoftware NextView/NT Version 3.4 (Fa. BMC Messtechnik GmbH, Maisach) online überwacht und aufgezeichnet. Jede Probe wurde mehrfach verwendet. Da sich während des Versuchsdurchlaufs eine Oxidschicht auf der Probenoberfläche bildete, wurde jede Probe vor der nächsten Verwendung geschliffen. Unmittelbar vor dem Transport in den Ofen wurde die Probenoberfläche mit Alkohol gereinigt, um Einflusse durch Fingerabdrücke zu vermeiden. 
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Abb. 3‑1 Schematische Darstellung der Versuchseinrichtung: 1 Probe, 2 Ofen, 3 Probenaufnahme, 4 Ofendeckel, 5 Kontaktsensor Bad, 6 Thermoelement Bad, 7 Kontaktsensor Probe, 8 Thermoelemente Probe, 9 Messcomputer, 10 Abschreckbecken, 11 Videokamera
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Abb. 3‑2 Versuchsaufbau mit Ofen, Abschreckbecken, Roboter, Probe mit Probenhalter und Anbindung zum wärmeisolierten Ofendeckel

2.2.2 Probekörper

Als Probekörper kamen insgesamt drei unterschiedliche Geometrien zum Einsatz: Zylinder, Quader und Stegprobe. In Abb. 3‑3 sind die genannten Geometrien mit Außenmaßen und Thermoelementbohrungen dargestellt. Jeweils rechts daneben ist eine Ansicht auf die obere Stirnfläche samt Anordnung der Bohrungen und Angabe der Bohrtiefe. Zylinder- und Quaderproben haben annähernd das gleiche Volumen. Diese Proben wurden aus Teilbereichen eines Zylinderkopfes entnommen. Per Röntgenanalyse wurden porositätsbehaftete Proben identifiziert und für die experimentellen Untersuchungen ausgeschlossen. Die Geometrie der Stegprobe stellt vereinfacht die geometrischen Gegebenheiten an den Ventilbohrungen auf der Zylinderkopf-Brennraumseite dar. Die Stegproben stammen nicht aus Zylinderköpfen, sondern wurden als Platten mit zwei runden Aussparungen abgegossen und anschließend mechanisch bearbeitet. Da hier keine bzw. nur wenige Porositäten erwartet wurden, wurde bei den Stegproben auf eine röntgenographische Untersuchung verzichtet. 

Zur Erfassung des Temperaturprofils in Zylinder- und Quaderproben kamen Thermoelemente mit 0,5 mm Durchmesser zum Einsatz. In die Zylinderproben wurden fünf Bohrungen und in die Quaderproben je sechs mit 0,6 mm Durchmesser eingebracht. Die Mitte der Thermoelementbohrungen hat bei den Zylinder- und Quaderproben 0,7 mm Abstand zur Oberfläche. Für die Stegproben wurden stabilere Thermoelemente mit 1 mm Durchmesser gewählt. Insgesamt wurden in die Stegproben 6 Bohrungen mit jeweils 1,1 mm Durchmesser eingebracht. Ausgehend von der Bohrungsmitte der Thermoelementbohrungen betrug der Abstand zur Oberfläche ca. 1 mm. Bei allen Thermoelementen handelte es sich um Mantelthermoelemente vom Typ K (Thermopaar NiCr-Nr), welche sich gemäß den Herstellerangaben [76] für Temperaturen zwischen –270 und 1300 °C eignen. Die Ansprechzeiten von 0,5 und 1 mm Thermoelementen zeigen leichte Unterschiede auf. In [76] ist die Ansprechzeit als die Zeitspanne angegeben, die der Sensor benötigt, um 90 % der Mess-Endtemperatur zu erreichen. Für die 0,5 mm Thermoelemente beträgt diese in Wasser mit 0,2 m/s Anströmung 0,13 s (Messstelle vom Mantel isoliert). Die 1 mm Thermoelemente hingegen benötigen 0,5 s. Wie später in der Darstellung der experimentellen Ergebnisse gezeigt wird, findet ein quantitativer Vergleich der Befunde insbesondere zwischen den beiden idealisierten Geometrien Zylinder und Quader statt. Für diese beiden Messgeometrien gleichen Volumens wurden die dünneren und empfindlicheren, aber auch weniger robusten Thermoelemente gewählt. Die geringere Trägheit dieser Messfühler trägt der geringeren Masse und damit schnelleren Abkühlung der Probekörper Rechnung. Für den eher qualitativen Vergleich mit der massiveren Stegprobe wurde auf den Einsatz der empfindlicheren Messfühler zugunsten der robusteren verzichtet. Alle Thermoelementbohrungen wurden mittels Senkerodierverfahren erzeugt. 

Alle Proben haben zur Montage an die Probenaufnahme auf der oberen Stirnfläche mittig eine M5-Gewindebohrung. Bei Zylinder und Quader wurden Bohrungstiefen und Position der Thermoelemente so gewählt, dass nahezu über die gesamte Probenhöhe verteilt die Temperaturen beim Abschreckvorgang erfasst werden können. Die Verteilung der Messpunkte bei der Stegprobe zielt im Wesentlichen darauf ab das Temperaturprofil rund um die zylindrischen Aussparungen zu erfassen. Von jeder Geometrie wurden zudem sogenannte Vollproben hergestellt. Diese wurden lediglich mit der zentralen Bohrung versehen, um den Abschreckvorgang ohne die Beeinflussung der oberflächennahen Thermoelemente untersuchen zu können. Weiterhin wurde mit den Vollproben Eigenspannungsmessungen durchgeführt. 

In Abb. 3‑3 ist für alle drei Probegeometrien die Tiefe der Thermoelementbohrungen (ausgehend von der oberen Stirnfläche) angegeben. Für die Ergebnisdarstellung und Auswertung erwies es sich aber als günstiger für jeden Messpunkt eine Bezeichnung zu wählen, die auf den Abstand von der unteren Stirnfläche zurückgeht. Beispielsweise hat beim Zylinder der Messpunkt in der Thermoelementbohrung mit Tiefe 52,5 mm die Bezeichnung „17,5“ erhalten, da der Abstand zur unteren Stirnfläche 17,5 mm beträgt.
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Abb. 3‑3 Probegeometrien mit Thermoelementbohrungen. Links dargestellt ist die Gesamtgeometrie samt Außenmaßen, rechts die obere Stirnfläche samt Thermoelementbohrungen und Angabe der Bohrungstiefe. A Zylinder, B Quader, C Steggeometrie

2.2.3 Versuchsparameter

Bei der für die vorliegende Arbeit maßgeblichen Wärmebehandlung erfolgt das Abschrecken in Wasser mit einer Temperatur von 35 °C. Um den Einfluss der Badtemperatur zu untersuchen, wurde ausgehend von der Referenztemperatur weitere Badtemperaturen mit ±15 °C gewählt, d.h. 20 und 50 °C. Um Proben mit hohen Eigenspannungen zu erzeugen, wurden zusätzlich Versuche mit 5 °C als Badtemperatur durchgeführt. 

Um den Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit zu bestimmen, wurden die Geschwindigkeiten 100 mm/s und 200 mm/s für das Absenken in das Abschreckbad gewählt. Es ergeben sich folgende in Tabelle 3‑1 aufgelisteten Versuchsparameter. Jeder Abschreckversuch wurde mindestens dreimal durchgeführt um die Versuchsergebnisse statistisch zu belegen. Die Versuche wurden nicht notwendigerweise mit ein- und derselben Probe wiederholt, sondern mit verschiedenen Proben derselben Geometrie und Bearbeitung. 

	Eintauchgeschwindigkeit [mm/s]
	Badtemperatur [°C]

	100
	5
	20
	35
	50

	200
	5
	20
	35
	50


Tabelle 3‑1 Versuchsparameter für die Abschreckuntersuchungen

2.3 Eigenspannungsmessungen

Da die Bohrlochmethode mehr für Messungen auf ebenen Flächen ausgelegt ist, wurden Messungen nur an Quader- und Stegprobe durchgeführt. Die Versuchsapparatur stammt von der Fa. SINT Technology, Florenz, das Verstärkersystem von der  Fa. HBM, Darmstadt (siehe Abb. 3‑4). Ebenfalls von der Fa. HBM stammend, wurden hauptsächlich Dehnmessrosetten des Typs 1,5/120RY61S mit einem k-Faktor (Dehnungsempfindlichkeit) von 1,93 ± 1,5 % und einem Widerstand von 120 Ω ± 0,3 % verwendet. Durch eine spätere Umstellung auf ein anderes Fabrikat wurde rund ein Drittel der Messungen mit Dehnmessrosetten des Typs FRS-2-23 mit k-Faktor 2,08 ± 1 % und einem Widerstand von 120 Ω ± 0,5 % (Fa. Tokyo Sokki Kenkyujo Co., Ltd.) durchgeführt. Mit der Umstellung ergaben sich für die Toleranzen nur minimale Änderungen, da die Dehnmessrosetten beider Hersteller quasi baugleich sind und der unterschiedliche k-Faktor am Messverstärker bzw. in der zugehörigen Software eingegeben wird. Die Bohrlöcher wurden mit Hilfe von Fräsern des Durchmessers 1,6 mm und einem Vorschub von 0,2 mm/min eingebracht. Ausgewertet wurde mit Hilfe der sogenannten Integralmethode. Gemessen wurde bis zu einer Tiefe von ca. 1 mm. Es wurden jedoch nur die Spannungsmessungen zwischen 0,2 und 0,8 mm ausgewertet. Die ersten 0,2 mm lieferten teils unrealistische Werte. In [77] heißt es dazu, dass der Eigenspannungsverlauf an der Oberfläche durch störende Einflüsse wie die DMS-Messstellenvorbereitung verfälscht werden kann. Auch die Eigenspannungen für Tiefen größer als 0,8 mm zeigten teils unrealistische Verläufe auf. Eine Ursache könnte sein, dass es zu Plastifizierungen im Bohrgrund kam, welche zu einer Verzerrung der Messergebnisse führte. In [77] wird zusammenfassend für die möglichen Fehler eine Messunsicherheit von maximal 15 % genannt, was auch für die vorliegende Arbeit übernommen wurde.
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Abb. 3‑4 Versuchsapparatur für die Messung von Eigenspannungen mittels Bohrlochmethode 

Ergebnisse der Abschreckversuche

Das folgende Kapitel beschäftigt sich mit den Ergebnissen der Abschreckversuche. Für jede Probegeometrie wird im Einzelnen der Einfluss der Versuchsparameter auf Benetzungskinematik und Temperaturentwicklung beschrieben. Die dargestellten Temperaturkurven wurden jeweils aus dem Mittelwert von 3 Messungen gebildet. Aus diesen 3 Versuchen wurde jeweils eine für die Analyse der Benetzungskinematik ausgewählt. 

Durch die Mittelung der Temperaturmessungen ergibt sich ein gewisser statistischer Fehler, der hier mit Hilfe der Standardabweichung angegeben werden soll. Die Standardabweichung wurde gebildet, indem für jeden Messpunkt über die betrachtete Abschreckdauer von 15 s in Zeitschritten von 0,01 s die Standardabweichung berechnet wurde. Daraus konnte eine maximale und eine durchschnittliche Standardabweichung abgeleitet werden. Die typische durchschnittliche Standardabweichung nimmt Werte von bis zu ca. 10 °C an. Dabei können allerdings auch an einzelnen Messpunkten kurzzeitig sehr hohe maximale Standardabweichungen auftreten. Die Höchste beträgt ca. 77 °C. Ursachen dafür werden in den nachfolgenden Kapiteln aufgeführt. Die tabellarische Auflistung der durchschnittlichen und maximalen Standardabweichungen ist dem Anhang beigefügt. Exemplarisch ist in Abb. 4‑1 hierzu die Bildung einer Mittelwert-Kurve aus drei Einzelmessungen dargestellt. Bei dem zugehörigen Messpunkt handelt es sich um den mit einem Abstand von 1 mm zur unteren Stirnfläche (Zylinderprobe). Die durchschnittliche Standardabweichung dieses Beispiels liegt bei 6,5 °C, während die maximale 45,7 °C beträgt.
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Abb. 4‑1 Beispiel für die Bildung einer Mittelwert-Kurve aus drei Einzelmessungen. Messungen stammen von der Zylinderprobe am Messpunkt mit 1mm Abstand zur unteren Stirnfläche

Eine weitere Ungenauigkeit ergab sich durch das Eindringen des Abschreckmediums in die Thermoelementbohrungen. An den Messpunkten mit dem geringsten Abstand zur oberen Stirnfläche lässt sich dies durch einen Abfall im Bereich um 100 °C erkennen. Als Beispiel ist in Abb. 4‑2 die Mittelwert-Kurve aus den Versuchen mit der Zylinderprobe dargestellt. Für die weitere Bearbeitung wurde allerdings eine Ersatzkurve verwendet, die in dem erwähnten Bereich geglättet wurde.
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Abb. 4‑2 Abfall der Temperaturkurve im Bereich um 100 °C. Glättung der Kurven in diesem Temperaturbereich. Beispiel entnommen von Zylinderprobe am Messpunkt mit geringstem Abstand zur oberen Stirnfläche (17,5 mm)

Der Abfall der Temperaturkurven wurde an allen Probegeometrien und jeweils am Messpunkt mit dem geringsten Abstand zur oberen Stirnfläche festgestellt. Bei der Steggeometrie ist auch bei tieferen Bohrungen an einzelnen Messkurven das Eindringen des Abschreckmediums zu erkennen, da hier auch Thermoelementbohrungen mit größerem Durchmesser vorliegen (1 mm). Es ist anzunehmen, dass das Abschreckmedium in alle Thermoelementbohrungen (Ausnahme Messung im Probenzentrum) eindringt, aber nicht bis an den eigentlichen Messpunkt heranreicht. Wahrscheinlich erfahren die Proben dadurch eine gewisse „innere“ Kühlung über die Thermoelementbohrungen, die sich aber weitgehend auf den oberen Probenbereich beschränkt. Zudem ist diese Abkühlung auch nicht für die gesamte Abschreckdauer zu erwarten, da anfangs der Dampffilm auf der oberen Stirnfläche zusammenbrechen und die Temperatur innerhalb der Bohrungen weit genug abfallen muss, damit das Abschreckmedium in diese eindringen kann. Es ist davon auszugehen, im Vergleich zu den Vollproben zumindest im oberen Probenbereich eine leicht unterschiedliche Abkühlung stattfindet, die sich aber erst im Temperaturbereich um 100 °C, also bei der Siedtemperatur von Wasser, merklich auswirkt. Auf diesen Unterschied wird bei der Analyse der Benetzungskinematik der einzelnen Geometrien nochmals eingegangen. 

Nachfolgend werden die Begriffe Stirnflächenabstand und Probenhöhe als Synonyme verwendet. Falls nicht anders beschrieben, ist damit immer der Abstand zur unteren (zuerst eintauchenden) Stirnfläche der Probe gemeint.

Zuletzt sei noch erwähnt, dass die gemessenen Eigenspannungen erst im direkten Vergleich mit den simulierten Werten aufgeführt werden, da die Messergebnisse für sich allein wenig Aussagekraft haben. 

Zylinderproben

2.3.1 Benetzungskinematik in Abhängigkeit der Versuchsparameter 

Die Analyse der Benetzungskinematik erfolgte optisch unter Verwendung der Videoaufzeichnungen. In Abb. 4‑3 ist als Beispiel die Benetzungskinematik für die Zylinderprobe mit den Versuchsparametern 5 und 50 °C Badtemperatur (jeweils 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit) für unterschiedliche Zeitpunkte dargestellt. Die Lage der Benetzungsfront als Grenze zwischen Film- und Kochphase ist in den Einzelbildern durch Pfeile gekennzeichnet. Für 5 °C Badtemperatur vollzieht sich der Phasenwechsel von Dampffilm über Blasensieden bis hin zur Konvektion mit einer hohen Geschwindigkeit. Unmittelbar nach Eintauchbeginn bricht der Dampffilm an der unteren Stirnfläche zusammen. Von dort ausgehend läuft die Benetzungsfront schnell nach oben. Schon 1 s nach Eintauchbeginn befindet sich die Benetzungsfront ungefähr auf halber Probenhöhe. An der Momentaufnahme bei 1,2 s ist andeutungsweise auch an der oberen Stirnfläche eine weitere Benetzungsfront zu erkennen. Die Benetzung der gesamten Probenoberfläche dauert ca. 1,3 s. Das schnelle Fortschreiten der Benetzungsfront bewirkt eine Überlagerung der Dampffilmphase mit dem Eintauchprozess, der bei 100 mm/s für die Zylinderprobe 0,7 s dauert. Ein für mehrere Sekunden stabiler Dampffilm kommt bei dieser niedrigen Badtemperatur erst gar nicht zustande. Während der kurzzeitigen Existenz des Dampffilmes lösen sich von dessen Oberfläche viele Bläschen ab, was die Momentaufnahmen unscharf erscheinen lässt. 

Bei der Badtemperatur von 50 °C hingegen bildet sich zunächst ein stabiler Dampffilm aus. Die Benetzung beginnt an der unteren Stirnfläche unmittelbar nachdem die Probe vollständig eingetaucht ist. Die Benetzungsfront bewegt sich im Vergleich zum Versuch mit 5 °C Badtemperatur deutlich langsamer in Richtung obere Stirnfläche. So ist erst in der Momentaufnahme bei 4,8 s zu sehen, dass die Benetzungsfront die halbe Probenhöhe erreicht hat. Die vollständige Benetzung der Probenoberfläche dauert über 6 s und damit fast fünfmal länger als der entsprechende Versuch mit 5 °C Badtemperatur. Ein Ablösen von Bläschen von der Dampffilmoberfläche findet nicht in dem Maße statt wie bei 5 °C Badtemperatur, so dass die Bilder insgesamt schärfer erscheinen.

	5 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	50 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑3 Vergleich der Benetzungskinematik der Zylinderprobe für 5 und 50 °C Badtemperatur und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Die dargestellten Pfeile kennzeichnen die aktuelle Höhe der Benetzungsfront

In Abb. 4‑4 ist für die Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s die Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand in Abhängigkeit der Zeit für die verschiedenen Badtemperaturen dargestellt. Mit Stirnflächenabstand ist der Abstand zur unteren Stirnfläche gemeint. Die vertikalen Linien kennzeichnen den Zeitpunkt, an dem die Probe vollständig eingetaucht ist (rot) sowie das Ende des Absenkvorgangs (blau). Für 5 °C Badtemperatur wird der Filmzusammenbruch unmittelbar nach Eintauchbeginn initiiert. Die Benetzungsfront steigt sehr schnell auf, wobei zeitversetzt von der oberen Stirnfläche ebenfalls Benetzung stattfindet. Insgesamt wird Probenoberfläche noch während des Absenkvorgangs vollständig benetzt, was ca. 1,3 s dauert. Für 20 °C Badtemperatur ist die Benetzung bei ca. 1,9 s bzw. mit Ende des Absenkvorgangs abgeschlossen. Dabei ist die Geschwindigkeit der Benetzungsfront zunächst konstant, nimmt aber im weiteren Verlauf kontinuierlich zu. Für 35 °C bewegt sich die Benetzungsfront bis zur halben Probenhöhe mit ansatzweise konstanter Geschwindigkeit aufwärts, anschließend erfolgt der restliche Filmzusammenbruch nahezu schlagartig. Im 50 °C Versuch dauert die vollständige Benetzung mit 6.3 s am längsten. Die Benetzungsfront wird kurz nach Eintauchbeginn initiiert und läuft nahezu über die gesamte Dauer mit einer konstanten Geschwindigkeit aufwärts. 

Auch bei der höheren Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s (Abb. 4‑5) beobachtet man mit steigender Badtemperatur eine Verlangsamung der Benetzungsfront-Geschwindigkeit. Für 5 °C Badtemperatur ist die Benetzung mit einer Dauer von ca. 1 s quasi mit Beendigung des Absenkvorgangs abgeschlossen. Eine von der oberen Stirnfläche ausgehende Benetzungsfront beschleunigt dabei die Benetzung der Mantelfläche. Bei 35 °C beginnt das Aufsteigen der Benetzungsfront nach vollständigem Eintauchen der Probe. Gegenüber den Versuchen mit tieferen Badtemperaturen weist hier die Benetzungsfront eine niedrigere Geschwindigkeit auf, erfährt aber durch das nun weitgehend benetzte und dadurch abgekühlte Material auf den letzten 20 mm der Probe eine Beschleunigung. Während dieser Beschleunigungsphase ist die Benetzungsfront aufgrund der aufsteigenden Bläschen kaum zu erkennen, weshalb in der entsprechenden Kurve Messpunkte ausgelassen werden musste. Eine von der oberen Stirnfläche ausgehende Benetzungsfront wurde dabei nicht beobachtet. Der Benetzungsvorgang dauert ca. 2,2 s. Bei 50 °C Badtemperatur beginnt die Benetzung erst kurz vor Ende des Absenkvorgangs. Im weiteren Verlauf steigt die Benetzungsfront mit weitgehend konstanter Geschwindigkeit über dem Stirnflächenabstand auf. Zeitversetzt löst sich auch von der oberen Stirnfläche eine Benetzungsfront ab, welche in den letzten 20 mm des Stirnflächenabstandes mit der ersteren zusammenläuft. Ingesamt dauert der Benetzungsvorgang 4,8 s. 

	100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑4 Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand in Abhängigkeit der Zeit, für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen

	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑5 Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand in Abhängigkeit der Zeit, für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen 

In beiden Diagrammen ist zu erkennen, dass mit steigender Badtemperatur die Benetzungsfront zunehmend langsamer aufsteigt und die Gesamtdauer des Benetzungsvorgangs sich damit verlängert. Der größte Unterschied ergibt sich dabei beim Wechsel zwischen 35 und 50 °C, was die Aussagen aus früheren Arbeiten bestätigt, dass ab einer Wassertemperatur von ungefähr 40 °C die Dampffilmphase deutlich stabiler wird (siehe Kapitel 2.2.2). 

Für 50 °C Badtemperatur und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit bildet sich ein stabiler Dampffilm aus (siehe Abb. 4‑4), der vor und nach Beendigung des Absenkvorgangs vorliegt. Die Geschwindigkeit der Benetzungsfront ist während der gesamten Dauer nahezu konstant. Ein durch den Absenkvorgang beschleunigter Filmzusammenbruch ist für diese Versuchsparameter nicht zu beobachten.

Der Absenkvorgang hat auf den Versuch mit den Parametern 50 °C und 200 mm/s nur geringen Einfluss, da der Filmzusammenbruch an der unteren Stirnfläche erst kurz vor Ende des Absenkvorgangs beginnt. Es ist davon auszugehen, dass mit höheren Badtemperaturen und höheren Eintauchgeschwindigkeiten der Absenkvorgang für die Zylinderprobe komplett zu vernachlässigen wäre, da der Beginn des Filmzusammenbruchs erst nach Ende des Absenkvorgangs beginnen würde. Für alle anderen Versuche hat der Absenkvorgang insofern einen Einfluss, als dass die bereits eingetauchten Bereiche eine Wärmeabfuhr durch Film-, aber auch bereichsweise Koch und Konvektionsphase erfahren, während die Wärmeabfuhr der noch nicht eingetauchten Bereiche lediglich durch Luftabkühlung und damit auf vergleichsweise niedrigen Niveau erfolgt. Dies ist naturgemäß umso ausgeprägter, je länger das Bauteil bzw. die Probe ist. 

In Abb. 4‑6 ist eine Übersicht für den Einfluss der Versuchsparameter Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf die Gesamtbenetzungsdauer dargestellt. Diese basiert auf der Analyse der Benetzungskinematik von jeweils einem Versuch, innerhalb der auch Temperaturen gemessenen wurden (Temperaturmessproben). Zusätzlich sind Fehlerbalken eingetragen, welche Aufschluss über die Benetzungszeiten der weiteren Versuche geben. Zudem ist die Benetzungszeit der jeweiligen Vollprobe (nur Messpunkt im Probenzentrum vorhanden) gegeben. Über alle Badtemperaturen betrachtet verkürzt sich die Benetzungsdauer durch Erhöhen der Eintauchgeschwindigkeit. Mit Zunahme der Badtemperatur erhöht sich dieser Einfluss, so dass bei 50 °C die deutlichste Verkürzung der Benetzungsdauer stattfindet. Im Vergleich von Eintauchgeschwindigkeit und Badtemperatur ist der Einfluss der Badtemperatur als größer anzusehen. Mit zunehmender Badtemperatur steigt die Benetzungsdauer an. Der Unterschied zwischen 5 und 20 °C ist gering, da in beiden Fällen quasi keine stabile Dampfphase vorliegt. Der Vergleich zwischen 5 und 50 °C zeigt eine auf ein mehrfaches verlängerte Benetzungsdauer an.  

	100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑6 Zeit bis zu vollständigen Benetzung der Probenoberfläche für verschiedene Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten
Der Unterschied zwischen Voll- und Temperaturmessproben ist bei der niedrigeren Eintauchgeschwindigkeit geringer. Hier liegt die Benetzungsdauer der Vollprobe am oberen Ende der Streuungen der Temperaturmessproben. Bei der hohen Eintauchgeschwindigkeit sind größere Abweichungen zwischen der Benetzungsdauer von Voll- und Temperaturmessproben vorhanden. Die höchste Abweichung bei 50 °C Badtemperatur beträgt ca. 1,8 s. Demnach wird die Benetzungsdauer durch die Thermoelementbohrungen bzw. das Eindringen des Abschreckmediums in die Thermoelementbohrungen verkürzt. Der Vergleich der Benetzungskinematik von Voll- und Temperaturmessproben zeigt vor allem im oberen Probenbereich, d.h. gegen Ende der Benetzung, einen stabileren Dampffilm auf. Nachfolgend sollen weitere mögliche Fehlerquellen und Streuungen diskutiert werden. 

Bei der Ermittlung des Eintauchbeginns ist durch die Videoaufnahmerate von 25 Bilder/s eine maximale Abweichung von ±0,04 s möglich. Des Weiteren ergeben sich Fehler dadurch, dass die Benetzungsfront nicht als exakt horizontale Linie über die Mantelfläche läuft. Die sich maximal ergebenden Höhenunterschiede wurden aus der Videoanalyse auf 7 mm abgeschätzt. Bei der Analyse wurde der Bereich der Benetzungsfront ausgewählt, der den kürzesten Abstand zur unteren Stirnfläche hat. Grund dafür war, dass die erwähnten Höhenunterschiede an unterschiedlichen Orten der Mantelfläche auftreten, dabei z.T. mit Übergang in den zur Kamera abgewandten Seite. Weiterhin können sich Abweichungen durch die in der Kochphase entstehenden und aufsteigenden Bläschen ergeben, so dass der Blick auf die tatsächliche Benetzungsfront zeitweise verdeckt wird. Bei den niedrigen Badtemperaturen 5 und 20 °C ist dies besonders ausgeprägt, teilweise auch bei 35 °C.

Weitere Streuungen innerhalb von Versuchen mit denselben Versuchsparametern ergeben sich zumeist in der oberen Probenhälfte und gegen Ende der Benetzung des Probekörpers. Hier scheinen sich über den Versuchsverlauf entstandene Variationen aufzuschaukeln, was zu einem nicht völlig reproduzierbaren Versuchsende führt. Eine geringfügig stärkere Kühlung des Probekörpers während des Eintauchens, beispielsweise bedingt durch zufällig effektivere konvektive Kühlung oder minimale Unterschiede auf der Probenoberfläche können dazu führen, dass sich gegen Ende der Dampffilmphase auch von der oberen Stirnflächenkante her eine Benetzungsfront bildet. Damit jedoch wird die Kühlwirkung verstärkt und das „Verschmelzen“ der beiden Benetzungsfronten findet messbar früher statt als das Ende der Benetzung bei nur einer beobachteten Benetzungsfront. Ein anderer Mechanismus, der zu Streuung führt, ist der schlagartige Zusammenbruch des Dampffilmes im oberen Proben​bereich, so dass eine breitflächige Benetzung stattfindet. Hieraus zeigt sich, wie sogar kleine Variationen die Benetzung beeinflussen können (siehe dazu auch Kapitel 2.2.2), was sich natürlich auch auf die Temperaturmessungen auswirkt (Abb. 4‑1). 

Temperaturmessungen während des Abschreckvorgangs

Zum besseren Verständnis der Messergebnisse wird in Abb. 4‑7 eine schematische Darstellung der Messpositionen sowie die zugehörigen Bezeichnungen eingeführt. Die Bezeichnungen der Messpunkte gehen auf den Stirnflächenabstand ausgehend von der unteren Stirnfläche zurück. Die Geometrie ist unter Ausnutzung der Axialsymmetrie auf eine zweidimensionale Darstellung reduziert. 
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Abb. 4‑7 Position und Bezeichnung der Messpunkte in der Zylinergeometrie. Unter Ausnutzung der Axialsymmetrie reduziert sich der Zylinder auf eine zweidimensionale Darstellung. Zahlenwerte geben den Stirnflächenabstand ausgehend von der unteren Stirnfläche an. Vorstehendes „Z“ steht für Messung im Zentrum

In Abb. 4‑8 sind die in den Zylinderproben gemessenen Temperatur-Zeit-Verläufe für eine Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s und die verschiedenen Badtemperaturen aufgeführt. Die Diagramme zeigen die ersten 12 s der Messung ab Eintauchbeginn. Die beiden vertikalen Linien markieren wie zuvor den Zeitpunkt, an dem die Probe vollständig eingetaucht ist sowie das Ende des Absenkvorgangs.

Der Temperaturverlauf der Messpunkte spiegelt die zeitliche Abfolge des Eintauchens wieder, d.h. zuerst eintauchende Punkte kühlen früher ab als nachfolgende. Das Probenzentrum kühlt zuletzt ab. Bei den oberflächennahen Thermoelementen ist im Verlauf der Abkühlkurven ein Abknicken zu erkennen. Dieser Knickpunkt in jeder Kurve markiert die Leidenfrost-Temperatur, d.h. den Wechsel von Film- zu Kochphase. Da im Gegensatz zum isolierend wirkenden Dampffilm die Kochphase die höchste Wärmeabfuhr mit sich bringt, ist hier die Abkühlrate höher. Damit verläuft die Kurve (also die Wärmeabfuhr) nach dem Abknicken wesentlich steiler. Die Messkurven für 5 und 20 °C Badtemperatur verlaufen ähnlich, doch kühlt die Probe bei 5 °C Badtemperatur geringfügig schneller ab. Die Temperaturmessungen für den Versuch mit 35 °C Badtemperatur bestätigen das Vorhandensein kurzzeitig stabiler Filmphasen. Besonders die Messungen der oberen Probenhälfte zeigen in den ersten 3 s nur langsam abfallende Temperaturen. Die Temperaturen bei 50 °C Badtemperatur zeigen die größten Differenzen zwischen den einzelnen Messpunkten auf. Ein weiterer markanter Unterschied zu den Messungen mit niedrigeren Badtemperaturen ist, dass das Probenzentrum (Z35) schneller abkühlt als die oberflächennahen Bereiche mit 52,5 mm Stirnflächenabstand. Grund dafür ist das langsame Aufsteigen der Benetzungsfront. Dabei wird ein Zustand erreicht, bei dem auf halber Probenhöhe bereits die Kochphase und damit eine hohe Wärmeabfuhr vorliegt, während bei 52,5 mm Stirnflächenabstand noch eine isolierende Filmphase existiert (siehe auch Abb. 4‑4). Es ist anzunehmen, dass dies den schnelleren Temperaturabfall im Probenzentrum bewirkt. 

In Einklang mit den bei der Analyse der Benetzungsvorgänge gewonnenen Erkenntnissen ist zu beobachten, dass mit zunehmender Badtemperatur der Temperaturabfall immer später einsetzt. In Abb. 4‑9 sind die gemessenen Temperaturverläufe für eine Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s und die verschiedenen Badtemperaturen dargestellt. Bei 5 und 20 °C Badtemperatur ähneln die Temperaturverläufe denen aus entsprechenden Versuchen mit der niedrigeren Eintauchgeschwindigkeit sehr. Zu beobachten sind dabei leicht höhere Abkühlraten. Größere Unterschiede zwischen den Versuchen mit 100 und 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit finden sich bei den höheren Badtemperaturen. Das schnellere Eintauchen bei 35 °C Badtemperatur bewirkt deutlich sichtbar das schnellere Abfallen der Temperaturen. Kurzzeitig liegen die Temperaturen der Messung mit 52,5 mm Stirnflächenabstand über denen des Probenzentrums, worauf allerdings ein sehr schneller Temperaturabfall folgt. Auch bei 50 °C Badtemperatur bewirkt das schnellere Eintauchen ein schnelleres Abkühlen. Der Effekt, dass die Temperatur bei Stirnflächenabstand 52,5 mm langsamer abfällt als die im Probenzentrum, tritt bei der hohen Eintauchgeschwindigkeit nicht ein. Bei 5 °C Badtemperatur ist bis zum vollständigen Eintauchen der Probe nur ein leichter Temperaturabfall am Messpunkt mit 1 mm Stirnflächenabstand festzustellen. 

Der Vergleich der Temperaturkurven bestätigt im Wesentlichen die in Kapitel 4.1.1 aufgeführten Beschreibungen zur Benetzungskinematik der Zylinderprobe. Steigende Badtemperaturen bewirken längere bzw. stabilere Dampffilmphasen, was in zunehmend langsamerer Abkühlung resultiert. Stabile Dampffilmphasen können dazu führen, dass oberflächennahe Bereiche langsamer abkühlen als tiefere Bereiche, in deren Nähe der Dampffilm bereits zusammengebrochen ist. Das Erhöhen der Eintauchgeschwindigkeit verkürzt die Dauer der Dampffilmphasen, so dass die Abkühlung schneller verläuft. Grund dafür ist, dass durch das schnellere Eintauchen die Probenoberfläche früher Wärmeabgabe abgibt. Daher steigt die Bedeutung des Eintauchprozesses zusammen mit der Proben- bzw. Bauteillänge.
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Abb. 4‑8 Temperaturmessungen in der Zylinderprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum
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Abb. 4‑9 Temperaturmessungen in der Zylinderprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum

Eine weitere Darstellung zum Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf die Temperaturen zeigt Abb. 4‑10. Die Kurven repräsentieren den Temperaturgradienten zwischen den auf halber Probenhöhe (35 mm) positionierten Messpunkten nahe der Oberfläche und im Zentrum. Mit Zunahme der Badtemperatur ist hier ein Abfall der maximalen Temperaturdifferenz zu erkennen. Während bei 5 °C Badtemperatur noch eine maximale Temperaturdifferenz von 110 und 115 °C vorliegt, sind es 50 °C nur noch ca. 35 und 40 °C. Weiterhin beobachtet man, dass die Zunahme der Badtemperatur eine Verschiebung der maximalen Temperaturdifferenz zu späteren Zeitpunkten zur Folge hat. Eine Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit bewirkt einen Anstieg der Maximalwerte. 

Es ist gerade dieses Temperaturgefälle, durch das die Eigenspannungen entstehen (siehe dazu Kapitel 2.3.2). Je höher das Temperaturgefälle ausfällt, desto höher sind theoretisch die Eigenspannungen. Demnach sind für die Zylindergeometrie die höchsten Eigenspannungen bei einer Badtemperatur von 5 °C zu erwarten, die niedrigsten bei 50 °C. Das schnellere Eintauchen hat voraussichtlich etwas höhere Eigenspannungen zur Folge. 
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Abb. 4‑10 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf den Temperaturgradienten zwischen der oberflächennahen und der Messung im Probenzentrum mit Stirnflächenabstand 35 mm 

In Abb. 4‑11 ist entsprechend das Temperaturgefälle zwischen den oberflächennahen Messpunkten mit Stirnflächenabstand 52,5 und 1 mm (höchste und niedrigste Messposition) dargestellt. Hier ergibt sich zu den Temperaturdifferenzen in Abb. 4‑10 ein gegenläufiger Effekt, da mit Zunahme der Badtemperatur tendenziell eine Zunahme der maximalen Temperaturdifferenz vorliegt. Die maximale Temperaturdifferenz wird, wie vorhin, mit Zunahme der Badtemperatur zu späteren Zeitpunkten hin verschoben. Eine Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit resultiert in der Abnahme der Maximalwerte. 
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Abb. 4‑11 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Temperaturgradienten zwischen den oberflächennahen Messpunkten mit Stirnflächenabstand 52,5 und 1 mm 

Da selbst in der kleinen Zylinderprobe (70 mm Höhe) zwischen den unteren und den oberen Probenbereichen zeitweise Temperaturgefälle von mehreren Hundert Grad entstehen können, dürfte dieser Effekt bei größeren Proben und Bauteilen noch deutlicher ausgeprägt sein. Je nach Geometrie kann das mit steigender Badtemperatur zunehmende Temperaturgefälle dazu führen, dass zwischen den oberen und unteren Bereichen die Eigenspannungen ansteigen. Für die Zylindergeometrie stellt sich aber hier die Frage, ob man bei oberen und unteren Probenbereich überhaupt von unterschiedlichen Bauteilbereichen sprechen kann. Eine Minimierung der auftretenden Eigenspannungen erfordert demnach eine der jeweiligen Proben- bzw. Bauteilgeometrie Rechnung tragende individuelle Anpassung der Badtemperatur unter nötigenfalls Berücksichtigung einer ebenfalls optimierten Eintauchgeschwindigkeit.

2.3.2 Bestimmung der ortsvarianten Leidenfrost-Temperaturen

Hier soll nun der Einfluss der Abschreckparameter auf die Leidenfrost-Temperatur gezeigt werden. Die Bestimmung der Leidenfrost-Temperaturen erfolgt anhand der gemessenen Temperatur-Zeit-Verläufe gemäß Abb. 4‑12. Dazu wird das Vorgehen aus [15] übernommen, in dem zunächst eine Tangente an den Kurvenverlauf angelegt und die Temperatur bestimmt wird, an der Tangente und Temperaturkurve auseinanderlaufen. Wie bereits in Kapitel 2.2.2 beschrieben ist die Lage der Leidenfrost-Temperatur abhängig von sehr vielen Faktoren wie beispielsweise der Badtemperatur, Geometrie, Oberflächenzustand etc. 
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Abb. 4‑12 Schematische Darstellung von Temperaturkurven oberflächennaher Messpunkte zur Bestimmung der Leidenfrost-Temperatur in Abhängigkeit des Stirnflächenabstandes [15] 
Abb. 4‑13 zeigt die Leidenfrost-Temperaturen über der Probenhöhe, ermittelt an den oberflächennahen Messpunkten. Für die beiden niedrigsten Badtemperaturen (5 und 20 °C) zeigt sich mit Zunahme des Stirnflächenabstandes ein deutlicher Abfall der Leidenfrost-Temperatur, während sich bei den beiden höheren Badtemperaturen (35 und 50 °C) ein weitgehend konstantes Niveau einstellt. Dieser Effekt ist wahrscheinlich eine Folge dessen, dass für die beiden niedrigeren Badtemperaturen eine stabile Dampffilmphase gar nicht oder zumindest nur extrem kurzzeitig vorhanden ist, während es bei den beiden höheren Badtemperaturen offenbar zur stabilen Filmphasenbildung kommt. Der Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit auf die Leidenfrost-Temperatur wird insgesamt als gering eingestuft, da bei fast allen Badtemperaturen und Messpunkten nur eine leichte Änderung der Leidenfrost-Temperatur eintritt. Die Ausnahme bildet bei 50 °C Badtemperatur nur der Messpunkt 52,5. 

	100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑13 Leidenfrost-Temperaturen der Zylindergeometrie über dem Stirnflächenabstand für die verschiedenen Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

Die hier dargestellten Leidenfrost-Temperaturen wurden anhand der gemittelten Temperaturkurven ermittelt. Die zugehörige Leidenfrost-Temperatur stimmt nicht immer mit denen der 3 Einzelmessungen überein. Daher ist im Anhang für alle Abschreckparameter und oberflächennahen Messpunkte ein Temperaturintervall angegeben, deren obere und untere Grenzen jeweils aus der Leidenfrost-Temperatur der Einzelmessungen gemäß Abb. 4‑13 bestimmt wurden. Je größer dieses Intervall, desto höher ist auch der Unterschied zwischen den Leidenfrost-Temperaturen der Einzelmessungen. Insgesamt konnte aber eine gute Reproduzierbarkeit der Leidenfrost-Temperatur festgestellt werden. Die höchste Streuung (365 – 400 °C) wurde bei der Zylinderprobe bei Stirnflächenabstand 52,5 für 50 °C Badtemperatur und 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit festgestellt.

 Quaderproben

2.3.3 Benetzungskinematik in Abhängigkeit der Versuchsparameter

Die Benetzungskinematik der Quaderprobe soll anhand der beiden extremen Badtemperaturen 5 und 50 °C (100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit) exemplarisch dargestellt werden. Abb. 4‑14 enthält Momentaufnahmen dieser beiden Abschreckvorgänge. Die während der Kochphase entstehenden Dampfblasen können beim Aufsteigen die darüber liegende Benetzungsfront verdecken. Während die Benetzungsfront an den Seitenkanten meist noch ausreichend zu erkennen ist, sind Form und Lage der Benetzungsfront auf der Fläche zeitweise nicht zu erkennen. Zur besseren Illustration wird die Benetzungsfront, da wo sie erkennbar ist, durch gestrichelte Linien hervorgehoben. 

Der Dampffilm bricht erwartungsgemäß zuerst an den unteren Ecken zusammen, so dass von diesen die Benetzungsfront ausgeht. Der Filmzusammenbruch weitet sich sowohl über die Kante der unteren Stirnfläche, als auch über die Seitenkanten aus. Bei 5 °C Badtemperatur beginnt der Zusammenbruch des Dampffilmes unmittelbar mit dem Eintauchbeginn. Insgesamt bildet sich daraus eine dreiecksförmige Benetzungsfront aus, die nahezu mit der gleichen Geschwindigkeit aufwärts läuft, wie die Quaderprobe eintaucht. Ungefähr 0,8 s nach Eintauchbeginn erreicht die Benetzungsfront über die Seitenkanten die obere Stirnfläche. Nach 1 s ist der Wechsel von Dampf-, Koch- und Konvektionsphase über der gesamten Oberfläche abgeschlossen, d.h. noch bevor der Absenkvorgang beendet ist. Bei 50 °C Badtemperatur hingegen ist die Form der Benetzungsfront nicht so geradlinig wie bei 5 °C ausgeprägt. Zwar geht auch hier die Benetzungsfront vorwiegend von den Seitenkanten aus, läuft danach aber vorwiegend in horizontaler Richtung weiter, d.h. die Benetzungsfront strebt von den Kanten ausgehend dem Zentrum der Fläche zu. Ebenfalls nicht unerwartet setzt die Kochphase in diesem Falle nicht unmittelbar mit dem Eintauchen, sondern nach einer kurzen Zeit stabiler Dampfphase ein. Insgesamt dauert die vollständige Benetzung ca. 2,4 s.

	5 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	50 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑14 Vergleich der Benetzungskinematik der Quaderprobe für 5 und 50 °C Badtemperatur und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Gestrichelte Linien repräsentieren die Benetzungsfront 

Der Unterschied der Benetzungskinematik verschiedener Badtemperaturen wird in Abb. 4‑15 nochmals verdeutlicht. Bei der niedrigeren Badtemperatur von 5 °C nimmt die Benetzungsfront eine dreiecksähnliche Form an und läuft mit hoher Geschwindigkeit aufwärts. Die Benetzungsfront bei der hohen Badtemperatur von 50 °C hingegen weist eher einen vertikal verlaufenden Filmzusammenbruch auf. Die Benetzungskinematiken bei 20 °C und 35 °C Badtemperatur stellen Übergänge dieser Erscheinungsformen dar.

	5 °C Badtemperatur
	50 °C Badtemperatur
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Abb. 4‑15 Schematische Darstellung der Unterschiede in der Benetzungskinematik für 5 und 50 °C Badtemperatur

Abb. 4‑16 zeigt für die verschiedenen Badtemperaturen und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit den Verlauf der Benetzungsvorgänge über dem Stirnflächenabstand. Dabei wurde jeweils die Videoaufnahme mit der besten Sicht auf die Benetzungsfront verwendet. Abgebildet sind jeweils zwei Diagramme, wobei die linke Darstellung den Fortschritt der Benetzungsfront an der Seitenkante und die rechte den an der zentral in der Fläche gedachten Senkrechten (gleicher Abstand von beiden Seitenkanten) wiedergibt. An der Seitenkante läuft die Benetzungsfront für Badtemperaturen zwischen 5 und 35 °C mit nahezu der gleichen Geschwindigkeit aufwärts. Grund dafür ist wahrscheinlich, dass die Seitenkante eine Störgeometrie mit größerer Wirkung darstellt, so dass der Dampffilm dort auch bei steigender Badtemperatur verhältnismäßig früh zusammenbricht. Erst bei einer Badtemperatur von 50 °C wird ein größerer Unterschied deutlich. Hier läuft die Benetzungsfront auf den ersten 10 mm vergleichsweise langsam aufwärts, beschleunigt aber im weiteren  Verlauf. Bei allen Badtemperaturen ist die Benetzung an der Seitenkante noch im Absenkvorgang abgeschlossen. 

Im entsprechenden Diagramm zur Darstellung der Höhe der Benetzungsfront über der Flächenmitte fallen die Unterschiede etwas größer aus. Zwischen 5 und 50 °C Badtemperatur nimmt die Dauer der Benetzung von 1 bis 2,4 s zu. Bei 50 °C Badtemperatur entsteht sogar an der oberen Stirnfläche eine Benetzungsfront, die abwärts läuft. Während die Benetzung an den Kanten weitgehend unabhängig von der Badtemperatur war, spielen die unterschiedlichen Badtemperaturen auf der Fläche durchaus eine Rolle. Dies wirkt sich unmittelbar auf die Benetzungskinematik der Flächen aus. Ein weiteres Merkmal der Benetzung bei 50 °C Badtemperatur ist, dass die Benetzung erst nach Beendigung des Absenkvorgangs abgeschlossen ist.  

In Abb. 4‑17 ist entsprechend die Höhe der Benetzungsfront für die höhere Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s dargestellt. Auch hier zeigt sich bei den Badtemperaturen zwischen 5 und 35 °C an der Seitekante eine nahezu identische Benetzungsgeschwindigkeit. Erst für 50 °C Badtemperatur zeigt sich ein deutliche Verlangsamung der Benetzung. Die zugehörigen Benetzungszeiten liegen zwischen 0,5 und 1,1 s. An der Seitenkante ist die Benetzung daher noch im Absenkvorgang abgeschlossen. Die Benetzung über der Flächenmitte verläuft analog der mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit, wenn auch schneller. Bedingt durch die schnellere Eintauchgeschwindigkeit  ist der Benetzungsvorgang ab 35 °C erst nach Ende der Absenkbewegung abgeschlossen. Die Benetzungszeiten für die Badtemperaturen von 5 bis 50 °C liegen zwischen 0,8 und 2,1 s. 

Bei der Quadergeometrie ist der Einfluss des Absenkvorgangs bei allen untersuchten Versuchsparametern wichtig, da die Benetzung bereits im Absenkvorgang beginnt und in den meisten Fällen noch im Absenkvorgang endet. An bereits eingetauchten Bereichen erfolgt an der Seitenkante der Filmzusammenbruch innerhalb kürzester Zeit, während noch nicht eingetauchte Bereiche praktisch wärmeisoliert vorliegen (wenn man die geringe Wärmeabfuhr an der Luft vernachlässigt). 
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Abb. 4‑16 Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und die verschiedenen Badtemperaturen. Vertikale Linien markieren das vollständige Eintauchen der Probe (rot) und das Ende des Absenkvorgangs (blau)
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Abb. 4‑17 Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und die verschiedenen Badtemperaturen. Vertikale Linien markieren das vollständige Eintauchen der Probe (rot) und das Ende des Absenkvorgangs (blau) 
Der Gesamtvergleich der Dauer bis zur vollständigen Benetzung der Probekörper (Abb. 4‑18) zeigt für beide Eintauchgeschwindigkeiten erwartungsgemäß einen Anstieg bei Zunahme der Badtemperatur. Allerdings sind die Unterschiede nicht so groß wie bei der Zylindergeometrie (siehe Abb. 4‑6). Daran erkennt man den entscheidenden Einfluss der Kühlung der Probekörper durch Störgeometrien, wie in diesem Fall der Kanten. Das an dieser Stelle früher eingeleitete Blasensieden dominiert den Abkühlvorgang. Zylinder besitzen im Vergleich zu den Quadern nicht über vertikale Kanten und erfahren daher keinen über diese eingeleiteten Zusammenbruch der Dampffilmphase. Wie oben beschrieben bricht daher die Dampffilm in vertikaler Bewegung ausgehend von der unteren Stirnfläche zusammen. Dieser Abkühlvorgang über die benetzte Fäche ist in hohem Maße von der Umgebungstemperatur, also dem Abkühlbad und dem Laufweg der Front abhängig. Bedingt durch den bei allen Badtemperaturen etwa gleich schnellen Zusammenbruch der Dampffilmphase an den Kanten stellen sich an der Quaderprobe sehr schnell Benetzungsfronten über die ganze Probenhöhe ein. Der Zusammenbruch der Dampffilmphase über den Flächen ist auch bei dieser Geometrie wieder abhängig von Badtemperatur und Laufweg. Wie oben beschrieben ist der Laufweg der Benetzungsfront, gegeben durch die bereits bestehende Kantenbenetzung, kürzer, da er eine zusätzliche starke Komponente von den Kanten zur Flächenmitte aufweist. Die Benetzung verläuft daher insgesamt schneller als bei der Zylinderprobe und auch die Varianzen gegeben durch die Umgebungstemperatur fallen geringer aus. Im Vergleich zwischen den gleich schweren Zylinder- und Quaderproben wird die Benetzung durch die Geometrieeffekte um Werte zwischen 25 und 170 % (abhängig von den jeweilig gewählten Versuchsparametern) beschleunigt.   

Der Abgleich der Benetzungsdauer von Voll- und Temperaturmessproben hat den Einfluss des in den letzten Phasen des Kühlvorganges eintretendes Kühlmedium als gering aufgezeigt. Daher wurde auf eine getrennte Darstellung verzichtet, d.h. in den dargestellten Abweichungen sind auch die Varianzen zu den Vollproben mitenthalten. 
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑18 Zeit bis zu vollständigen Benetzung der Probenoberfläche für verschiedene Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

Temperaturmessungen während des Abschreckvorgangs

Zum besseren Verständnis der Messergebnisse wird in Abb. 4‑19 eine schematische Darstellung der Messpositionen sowie die zugehörigen Bezeichnungen eingeführt. Die Bezeichnungen ergeben sich aus dem Stirnflächenabstand ausgehend von der unteren Stirnfläche. Dabei ist die Geometrie unter Ausnutzung der Symmetrie auf ein Viertel der Ursprungsgeometrie reduziert.
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Abb. 4‑19 Position und Bezeichnung der Messpunkte in der Quadergeometrie. Unter Ausnutzung der Symmetrie reduziert sich die Darstellung auf ein Viertel der Ursprungsgeometrie. Zahlenwerte geben den Stirnflächenabstand an. Vorstehendes „Z“ steht für Messung im Zentrum und „K“ für die an der Kante

In Abb. 4‑20 sind die in den Quaderproben gemessenen Temperatur-Zeit-Verläufe für eine Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s und die verschiedenen Badtemperaturen aufgeführt. Die Diagramme enthalten jeweils die relevanten ersten 6 s der Messung ab Eintauchbeginn. Die beiden vertikalen Linien markieren den Zeitpunkt, an dem die Probe vollständig eingetaucht ist, sowie das Ende des Absenkvorgangs.

Bei 5 °C Badtemperatur geben die Temperaturkurven den zeitlichen Ablauf des Eintauchens wieder. Bemerkenswert ist, dass die Messungen anschaulich mit dem Verlauf der Videodokumentation korellieren und zeigen wie schnell der Probenkörper auch in der Fläche abkühlt. Die Temperatur in der Fläche bei 17,5 mm Stirnflächenabstand kühlt ähnlich schnell ab wie die Kante auf halber Höhe (K35). Bei allen anderen Badtemperaturen dominiert die Abkühlung der Kanten (abgesehen von der eintauchenden Stirnfläche) gegenüber der Abkühlung der Flächen, wie bereits durch die Analyse der Benetzungskinematik erklärt wurde. Das Probenzentrum (Z35) kühlt wie erwartet zuletzt ab. Mit steigender Badtemperatur fallen die Temperaturen an allen Messpunkten zunehmend langsamer ab, allerdings ist dieser Effekt nicht so ausgeprägt wie bei der Zylindergeometrie. Dies bestätigt die beobachteten Gesamtbenetzungszeiten (Abb. 4‑18), wo die Unterschiede zwischen Versuchen mit verschiedenen Badtemperaturen im Vergleich zur Zylindergeometrie insgesamt geringer ausfallen. In Abb. 4‑21 sind für die Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s die entsprechenden Temperaturkurven dargestellt. Prinzipiell ist hier der gleiche Trend zu erkennen, d.h. mit steigender Badtemperatur fallen wegen der später eintretenden Kochphase die Temperaturen im Quader zunehmend langsamer ab. Ein wesentlicher Unterschied zu den Versuchen mit der niedrigeren Eintauchgeschwindigkeit ist aber, dass die Temperatur an der Kante (K35) schneller oder zumindest gleich schnell abfällt wie die mit Stirnflächenabstand 1 mm, also in der Mitte der horizontalen Kante. Ursache dafür ist, dass der Eintauchvorgang so schnell vonstatten geht, dass der Dampffilm an allen Kanten praktisch gleichzeitig zusammenbricht. 
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Abb. 4‑20 Temperaturmessungen in der Quaderprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum und „K“ die an der Seitenkante 
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Abb. 4‑21 Temperaturmessungen in der Quaderprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum und „K“ die an der Seitenkante

Die möglichen Streuungen betreffend sei auf die tabellarische Auflistung der durchschnittlichen und maximalen Standardabweichungen im Anhang verwiesen. Bis auf einige wenige Messungen mit maximalen Standardabweichungen bis ca. 77 °C bewegen sich die übrigen Standardabweichungen auf dem Niveau der Zylinderprobe.

Zur weiteren Darstellung des Einflusses von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Abkühlverhalten quaderförmiger Körper wird in Abb. 4‑22 das Temperaturgefälle zwischen den Messwerten im Probenzentrum und den oberflächennahen Messwerten (beide jeweils mit 35 mm Stirnflächenabstand) illustriert. Ähnlich wie bei der Zylindergeometrie finden wir hier Temperaturgradienten von maximal 100 – 125 °C zwischen Zentrum und Oberfläche der Quadergeometrie, gültig für Badtemperaturen von 5 – 35 °C und beide Eintauchgeschwindigkeiten. Auffällig ist jedoch, dass der Temperaturgradient bei höheren Badtemperaturen bei weitem nicht so abflacht wie bei der Zylindergeometrie. Zurückzuführen ist das auf die komplexe mehraxiale Wärmeabfuhr. Dieser Effekt ist bei 50 °C Badtemperatur und 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit am deutlichsten ausgeprägt.  
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Abb. 4‑22 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Temperaturgefälle zwischen der oberflächennahen bei  Stirnflächenabstand 35 mm (flächenzentriert) und der Messung im Probenzentrum (Z35) 

Da sich bereits gezeigt hat, dass beim Quader die Kanten die Benetzungskinematik sehr stark beeinflussen, wird in Abb. 4‑23 die Temperaturdifferenz zwischen der Messung an der Kante (K35) und der im Probenzentrum (Z35) in Abhängigkeit von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit dargestellt. Zunächst fällt auf, dass der Temperaturgradient zwischen Probenzentrum und Kante bedeutend höhere Werte annimmt als zuvor zwischen Zentrum und Fläche oder bei der Zylindergeometrie beobachtet. Hier bestätigt sich, dass die frühere Benetzung der Kanten zu deren erheblich schnelleren Abkühlung führt. Der mit der Benetzung verbundene höhere Wärmestrom wiederum verstärkt noch den Kühleffekt und erhöht damit den Temperaturgradienten. Interessant ist auch die Feststellung, dass der erreichte maximale Temperaturgradient in weit geringerem Masse von der Badtemperatur abhängt als dies in der Fläche oder gar bei der Zylindergeometrie beobachtet wurde. Dies wiederum stützt die Richtigkeit der zuvor getroffenen Annahme, dass an den Kanten der Einfluss der Badtemperatur geringer ist. Die großen Unterschiede in der Varianz der Badtemperatur zeigen sich erst wenn merkliche Teile der Fläche benetzt sind. Der höchste maximal erreichte Temperaturgradient liegt bei ca. 220 °C.
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Abb. 4‑23 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Temperaturgefälle zwischen der Messung im Probenzentrum und derjenigen an der Seitenkante (K35) 

Des Weiteren soll das Temperaturgefälle zwischen dem höchsten (52,5 mm Stirnflächenabstand) und dem niedrigsten Messpunkt (1 mm Stirnflächenabstand) aufgeführt werden. Die entsprechenden Kurven sind in Abb. 4‑24 dargestellt. Hier erkennen wir einen deutlichen Unterschied zwischen dem Effekt die Probe mit 100 oder 200 mm/s einzutauchen. Während sich aus dem langsameren Eintauchvorgang axiale Temperaturgefälle an der Oberfläche von 200 °C und mehr zeigen, ergeben sich beim rascheren Eintauchen lediglich Gradienten von 100 bis 150 °C. 
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Abb. 4‑24 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Temperaturgefälle zwischen der Messung mit höchsten und niedrigesten Stirnfächenabstand (52,5 und 1 mm)

Betrachtet man die Ergebnisse im Lichte der zu erwartenden Eigenspannungen so wird klar, dass die Verhältnisse hier nicht so einfach sind wie bei der Zylindergeometrie. Die Frage möglichst geringer Eigenspannungen ist nicht pauschal zu beantworten. Das mehraxiale Abkühlverhalten mit Temperaturgradienten, die zwischen Kante bzw. Fläche und Zentrum extrem variieren, wird in jedem Falle zu Eigenspannungen führen, die nicht nur rein axialen und lateralen Charakter, sondern gleichermaßen einen mehraxiale Ausprägung aufweisen werden. In der Gesamtschau scheinen hohe Badtemperaturen generell zu geringeren Eigenspannungen zu führen. Die Eigenspannungen im Quader sind daher in jedem Falle höher zu erwarten als im Zylinder. 

2.3.4 Bestimmung der ortsvarianten Leidenfrost-Temperaturen

Die Leidenfrost-Temperaturen der Quaderprobe werden auf die gleiche Weise ermittelt wie für die Zylinderprobe (siehe Kapitel 4.1.3). 

In Abb. 4‑25 ist für jeden oberflächennahen Messpunkt die Leidenfrost-Temperatur über der Badtemperatur aufgetragen. Hier sieht man geringe Unterschiede zwischen den Leidenfrost-Temperaturen der einzelnen Messpunkte, was im Zusammenhang mit der im Vergleich zur Zylinderprobe sehr schnellen Benetzung steht. Grundsätzlich ist mit Zunahme der Badtemperatur ein Abfallen der Leidenfrost-Temperatur zu erkennen, doch spielt sich dies in einem sehr engen Intervall zwischen 500 und 525 °C ab. Die höchsten Leidenfrost-Temperaturen ergeben sich an den Kanten, insbesondere an der Seitenkante. Das wiederum steht im Einklang mit der Benetzungskinematik, die an den Kanten ein frühzeitiges Zusammenbrechen des Dampffilmes erkennen lässt. Der Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit auf die Leidenfrost-Temperatur ist als gering zu bewerten. 

Wie bei der Zylinderprobe ist im Anhang für alle Abschreckparameter und oberflächennahen Messpunkte ein Temperaturintervall angegeben, dessen obere und untere Grenzen jeweils aus der Leidenfrost-Temperatur der Einzelmessungen gemäß Abb. 4‑13 bestimmt wurden. Zusammenfassend kann dazu gesagt werden, dass aus den Einzelmessungen eine gute Reproduzierbarkeit der Leidenfrost-Temperatur festgestellt werden kann.

Problematisch bei der Bestimmung der Leidenfrost-Temperaturen ist der in den Temperaturmessungen zu beobachtende, teilweise sehr fließend verlaufende Übergang zwischen Film- und Kochphase (siehe Messkurven in Abb. 4‑20 und Abb. 4‑21). Zwar ist das Anlegen einer Tangente an die jeweilig Messkurve ohne weiteres möglich, doch aufgrund des unsicheren Übergangs bleiben Zweifel darüber, wie genau die tatsächliche Leidenfrost-Temperatur damit erfasst wird. Es wird geschätzt, dass die hier dargestellten Leidenfrost-Temperaturen bis zu 15 °C über den tatsächlichen liegen könnten.
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑25 Leidenfrost-Temperaturen der Quadergeometrie über dem Stirnflächenabstand für die verschiedenen Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

Stegproben

2.3.5 Benetzungskinematik in Abhängigkeit der Versuchsparameter

Die Videodokumentation der Benetzungskinematik an der Stegprobe wird in Abb. 4‑26 exemplarisch an zwei Beispielen gezeigt. Darin dargestellt sind Momentaufnahmen zu den Versuchsparametern 5 und 50 °C Badtemperatur und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Bei der Badtemperatur von 5 °C beginnt der Dampffilmzusammenbruch noch im Absenkvorgang. Die anfängliche Benetzungskinematik ähnelt dabei derjenigen der Quaderprobe, d.h. die Benetzungsfront bildet sich an den Seitenkanten und an der Kante der unteren Stirnfläche aus. Die beiden Aussparungen beeinflussen die Benetzungskinematik erheblich, da ober- und unterhalb der Aussparungen ein inselartiger Dampffilmbereich entsteht, der zunächst durch den Mittelsteg verbunden ist. Im weiteren Verlauf bricht der Dampffilm auch am Mittelsteg zusammen, so dass kurzzeitig zwei voneinander isolierte Dampffilmbereiche vorliegen. Ursache dafür ist, dass sich unter- und oberhalb des Mittelsteges jeweils ein Wärmezentrum ausbildet. Gleichzeitig ist der Mittelsteg vergleichsweise dünn und mit Kanten versehen, so dass hier der Dampffilm zusammenbricht, bevor die anfangs entstandene Benetzungsfront über den Mittelsteg läuft. Von den zwei isolierten Dampffilmbereichen löst sich erwartungsgemäß der untere zuerst vollständig auf. Schließlich läuft der restliche Dampffilm an der oberen Stirnfläche zusammen. Der gesamte Prozess beginnend beim Eintauchen bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes dauert ca. 1,9 s. Bei 50 °C Badtemperatur bewegen sich die von den Seitenkanten ausgehenden Bereiche der Benetzungsfront vorwiegend in lateraler Richtung, ähnlich dem Verhalten, das auch bei der Quaderprobe beobachtet wird (siehe Abb. 4‑15). Auch entsteht bei Erreichen der Aussparungen ein Dampffilmbereich unter- und oberhalb der Aussparungen, der noch durch den Mittelsteg verbunden ist. Durch den Zusammenbruch des Dampffilmes am Mittelsteg ergeben sich wieder zwei voneinander isolierte Dampffilmbereiche, von sich denen der obere als letztes auflöst. Bis zu diesem Zeitpunkt vergehen ca. 4,3 s. 

	5 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	50 °C Badtemperatur – 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑26 Vergleich der Benetzungskinematik der Stegprobe für 5 und 50 °C Badtemperatur und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit 

Bei der Steggeometrie ergibt sich durch die Aussparungen eine wesentlich komplexere Benetzungskinematik. Eine Besonderheit hierbei ist, dass kurzzeitig zwei voneinander isolierte Dampffilmbereiche existieren. Weiteres Merkmal ist, dass am Mittelsteg der Dampffilm deutlich später zusammenbricht als an den beiden äußeren Stegen, obwohl der Mittelsteg dünner ausgestaltet ist. Wahrscheinliche Ursache dafür ist die Nähe des Mittelsteges zu den beiden Wärmezentren oberhalb und unterhalb des Mittelstegs. Die Benetzungskinematik an den beiden äußeren Stegen ist indessen geprägt durch die an den Seitenkanten sehr früh initiierte Benetzungsfront.
Abb. 4‑27 zeigt die für die verschiedenen Badtemperaturen und 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit die Benetzungsfront über dem Stirnflächenabstand. Das linke Diagramm zeigt die Höhe der Benetzungsfront an der Seitenkante, während das rechte sich auf die Benetzungsfront mittig über der Fläche (gleicher Abstand von beiden Seitenkanten) bezieht. Für die Badtemperaturen zwischen 5 und 35 °C läuft die Benetzungsfront an der Seitenkante mit nahezu der identischen Geschwindigkeit aufwärts. Ein sichtbarer Unterschied tritt erst für eine Badtemperatur von 50 °C ein. Die Effekte sind hier grundsätzlich die gleichen wie bei der Quaderprobe diskutiert. Die Dauer bis zur vollständigen Auflösung beträgt bei 5 °C Badtemperatur fast 1 s und 50 °C ca. 1,3 s. Bei allen Badtemperaturen ist die Benetzung an der Seitenkante noch im Absenkvorgang abgeschlossen was im Vergleich zur Quaderprobe sicherlich auf die bedeutend geringere Dicke der Probe zurückzuführen ist. Im entsprechenden Diagramm zur Darstellung der Höhe der Benetzungsfront über der Flächenmitte (rechts) wird erneut die Aufteilung des anfänglich vorliegenden Dampffilmes in zwei voneinander isolierte Bereiche deutlich. Der Zusammenbruch des Dampffilmes am Mittelsteg setzt unterschiedlich spät ein und verschiebt sich mit zunehmender Badtemperatur zu späteren Zeitpunkten hin, wenn auch vom unteren Dampffilmbereich aufsteigende Bläschen teils den klaren Blick auf den Mittelsteg erschweren, so dass beim Zeitpunkt bis zum vollständigen Auflösen des Dampffilmes bisweilen Unsicherheiten bestehen. Bei 50 °C Badtemperatur wird, wie schon bei den anderen Geometrien, beobachtet, dass gegen Ende auch von der oberen Stirnfläche eine Benetzungsfront ausgeht. 
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Abb. 4‑27 Benetzungsfront über Stirnflächenabstand für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und die verschiedenen Badtemperaturen. Vertikale Linien markieren das vollständige Eintauchen der Probe (rot) und das Ende des Absenkvorgangs (blau)
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Abb. 4‑28 Benetzungsfront über Stirnflächenabstand für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und die verschiedenen Badtemperaturen. Vertikale Linien markieren das vollständige Eintauchen der Probe (rot) und das Ende des Absenkvorgangs (blau)
In Abb. 4‑28 ist entsprechend der Verlauf des Benetzungsvorgangs an der Stegprobe für die höhere Eintauchgeschwindigkeit dargestellt. Auch hier zeigen sich bei den Badtemperaturen zwischen 5 und 35 °C an der Seitenkante nahezu identische Benetzungs​geschwindigkeiten, während sich der Abschluss der Benetzung bei 50 °C Badtemperatur um wenige Zehntel Sekunden verzögert. Die zugehörigen Benetzungszeiten liegen zwischen 0,5 und 0,8 s. An der Seitenkante ist damit die Benetzung wiederum für alle Badtemperaturen noch im Absenkvorgang abgeschlossen. Die Benetzung über der Flächenmitte zeigt verglichen mit der bei niedrigerer Eintauchgeschwindigkeit Unterschiede. Zum einen findet bei den Badtemperaturen von 5 bis 35 °C der Zusammenbruch des Dampffilmes am Mittelsteg durchgängig bei etwa 0,9 s statt, während bei 50 °C Badtemperatur eine Aufteilung des Bereiches der Dampffilmphase in zwei isolierte Inseln überhaupt nicht stattfindet.
Abb. 4‑29 zeigt die Dauer von Eintauchbeginn bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes im Gesamtvergleich der Versuchsparameter. Bei beiden Eintauchgeschwindigkeiten ergibt sich mit höheren Badtemperaturen eine Zunahme der Gesamtbenetzungsdauer, wie dies auch bei den beiden anderen Probegeometrien beobachtet wurde. Das Erhöhen der Eintauchgeschwindigkeit bewirkt eine Verkürzung der Gesamtbenetzungsdauer. Die Verkürzung beträgt bei 50 °C Badtemperatur maximal 0,45 s. Zusätzlich wurden unter Einbindung der Vollproben die in den Videoaufnahmen beobachteten Abweichungen eingetragen. Erwartungsgemäß ist die Abweichung bei 50 °C Badtemperatur am höchsten und beträgt ca. ±0,5 s. Daraus ergibt sich insgesamt eine gute Reproduzierbarkeit der Versuche. 

Die Analyse der Benetzungskinematik zeigt, dass der Wechsel von Dampffilm- zu Kochphase zu weiten Teilen noch während des Absenkvorgangs stattfindet, so dass auch bei der Steggeometrie der Absenkvorgang wichtig ist.
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑29 Zeit bis zu vollständigen Benetzung der Probenoberfläche für verschiedene Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

2.3.6 Temperaturmessungen während des Abschreckvorgangs

Zum besseren Verständnis der Messergebnisse wird in Abb. 4‑30 eine schematische Darstellung der Messpositionen, sowie die zugehörigen Bezeichnungen gezeigt. Dabei ist die Geometrie unter Ausnutzung der Symmetrie auf ein Viertel der Ursprungsgeometrie reduziert. 
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Abb. 4‑30 Position und Bezeichnung der Messpunkte in der Steggeometrie. Unter Ausnutzung der Symmetrie reduziert sich die Darstellung auf ein Viertel der Ursprungsgeometrie. Zahlenwerte geben den Stirnflächenabstand an. Vorstehendes „Z“ steht für Messung im Zentrum, „A“ für die Messung aussen und „B“ für diejenige an der Aussparung. 

In der Analyse der Benetzungskinematik der Steggeometrie wurde die Frontfläche betrachtet, nicht aber die schwer beobachtbare Innenfläche der Aussparungen und die beiden Seitenflächen. Während die Benetzungskinematik der beiden Seitenflächen ähnlich derjenigen der Quadergeometrie sein dürfte, bleibt die Benetzungskinematik in den Aussparungen unbekannt. Auf diese kann höchstens aus den Temperaturmessungen geschlossen werden. Dennoch kann davon ausgegangen werden, dass die mittig positionierten Messpunkte aufgrund der geringen Dicke der Stegprobe (13 mm) näherungsweise den Einfluss der Kanten wiederspiegeln.

Die zugehörigen Messergebnisse für die Versuchsparameter 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und den verschiedenen Badtemperaturen sind in Abb. 4‑31 dargestellt. Die Diagramme zeigen die ersten 12 s ab Eintauchbeginn. Die beiden vertikalen Linien markieren den Zeitpunkt, an dem die Probe vollständig eingetaucht ist, sowie das Ende des Absenkvorgangs.

Wie erwartet fallen bei den Versuchen mit zunehmend höherer Badtemperatur die Temperaturen langsamer ab. Bei der Steggeometrie befindet sich das geometrische Zentrum (Z45) im dünnsten Bereich des Mittelsteges, so dass hier die Wärmeabfuhr über die Frontfläche und beidseitig über die Aussparungen stattfindet. Der Messpunkt 61 bleibt für alle Badtemperaturen derjenige mit dem langsamsten Temperaturabfall. Ursache dafür ist wahrscheinlich, dass dieser Messpunkt als letzter eintaucht und sich der Dampffilm in der Innenfläche der Aussparung am oberen Ende am Messpunkt 61 am längsten hält. Auch spielt die Nähe zum oberen Wärmezentrum eine Rolle. Für 50 °C Badtemperatur liegen die Temperaturverläufe der beiden Messpunkten Z45 und 61 nahezu auf gleicher Höhe. Dies wiederum findet seine Bestätigung in der Beobachtung, dass bei 50 °C der Dampffilm am Mittelsteg sehr spät zusammenbricht, die Kühlwirkung der nahen Grenzflächen und –kanten also durch den Wärmefluss aus dem Wärmezentrum kompensiert wird. Die Messungen A45 und B45, die beide im äußeren Steg positioniert sind, verlaufen bedingt durch die geringe Stärke des Materials und dem damit verbundenen geringen Abstand der Messpunkte auch bei zunehmenden Badtemperaturen fast identisch, wobei die Temperatur an der Aussparung bei B45 einen Bruchteil später abfällt. Die entsprechenden Diagramme für die Messergebnisse bei 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit sind in Abb. 4‑32 dargestellt. Prinzipiell gelten die bisherigen Beschreibungen auch für die Versuche der höheren Eintauchgeschwindigkeit. Die Temperaturmessungen im Probenzentrum Z45 bewegen sich stets auf dem Niveau denen beim Messpunkt 61 mm, nahe dem Wärmezentrum, insbesondere bei 35  und 50 °C. Auch die Messung am oberflächennahen Messpunkt 45 bleibt insbesondere bei den beiden hohen Badtemperaturen auf hohen Werten. Äußerlich spiegelt sich das darin wieder, dass bei 50 °C am Mittelsteg der Dampffilm nicht vorzeitig zusammenbricht. Die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit von 100 auf 200 mm/s bewirkt, dass die Temperaturen insgesamt schneller abfallen, d.h. man beobachtet erwartungsgemäß eine Beschleunigung der Wärmeabfuhr. Die Unterschiede zwischen den Temperaturkurven fallen jedoch geringer als bei der Zylindergeometrie.  
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Abb. 4‑31 Temperaturmessungen in der Stegprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum, „B“ die an der Bohrung und „A“ die Messposition aussen 
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Abb. 4‑32 Temperaturmessungen in der Stegprobe mit Angabe des Stirnflächenabstandes [mm] für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und verschiedene Badtemperaturen - Vorstehendes „Z“ kennzeichnet Messung im Probenzentrum, „B“ die an der Bohrung und „A“ die Messposition aussen 

Der Einfluss des Eintauchprozesses macht sich eigentlich nur am Messpunkt 1, also direkt an einer horizontalen Kante des zuerst eintauchenden Teiles der Stegprobe bemerkbar. An allen anderen Messpunkten sinkt die Temperatur der Probe bis zum Zeitpunkt „Vollständig eingetaucht“ nur um wenige °C, in keinem Fall aber unter 500 °C. Die Dynamik des Eintauchprozesses macht sich daher nur im untersten Teil des Probekörpers und hier vor allem bei der niedrigeren Eintauchgeschwindigkeit bemerkbar.

Zur weiteren Erläuterung des Einflusses von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit wird in Abb. 4‑33 das Temperaturgefälle zwischen den Messpunkten Z45 (Probenzentrum) und A45 (Seitenfläche) dargestellt. Dies ist insofern als interessant anzusehen, als dass die Steggeometrie mit Mittel- und Außenstegen in grober Form dem Spannungsgitter ähnelt (siehe Kapitel 2.3.2), bei dem der Temperaturgradient zwischen Mittel- und Außensteg Ursache für die Entstehung der Eigenspannungen ist. 

Die Temperaturgradienten bei beiden Eintauchgeschwindigkeiten zeigen mit Zunahme der Badtemperatur einen Anstieg, der bei 50 °C Badtemperatur (und beiden Eintauchgeschwindigkeiten) ein Maximum bei etwa 160 °C hat. Ursache dafür ist, dass bei allen Badtemperaturen der Dampffilm am Außensteg sehr frühzeitig zusammenbricht, während der Mittelsteg (aufgrund der Nähe zu den Wärmezentren ober- und unterhalb des Mittelsteges) mit Zunahme der Badtemperatur eine zusehends später einsetzende Wärmeabfuhr erfährt. Der Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit bleibt bis auf den Versuch mit 35 °C Badtemperatur vergleichsweise gering.

Hinsichtlich der Eigenspannungen ist ähnlich wie beim Spannungsgitter davon auszugehen, dass auch bei der Steggeometrie mit Zunahme der Badtemperatur (lokal in den Stegen) ein  Ansteigen der Eigenspannungen stattfindet. 
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Abb. 4‑33 Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf das Temperaturgefälle zwischen den Messpunkten Z45 (Probenzentrum) und A45 (Seitenfläche)

Auf eine Darstellung der Temperaturgradienten zwischen Probenzentrum und dem zugehörig oberflächennahen Messpunkt (45 mm Stirnflächenabstand) wird verzichtet, da diese ohnehin sehr nah beieinander positioniert sind. Grundsätzlich ist davon auszugehen, dass auch hier dieselben Mechanismen gelten, die zur Ausbildung der Eigenspannungen führen (siehe Kapitel 2.3.2 und entsprechende Ausführungen zur Zylinderprobe).

Interessant wäre noch eine vergleichende Betrachtung der Temperaturgradienten eines Messpunktes im Zentrum des Wärmezentrums und der Stege gewesen. Wie die Experimente gezeigt haben, hat der Wärmetransfer aus dem Wärmezentrum großen Einfluss auf das Gesamtabkühlverhalten der Stegprobe. In künftigen Arbeiten sollte dieser Einfluss eingehender untersucht werden

2.3.7 Bestimmung der ortsvarianten Leidenfrost-Temperaturen

Für die Darstellung der Leidenfrost-Temperaturen wird wie bei der Quadergeometrie die Leidenfrost-Temperatur jedes Messpunktes über der Badtemperatur aufgetragen (Abb. 4‑34). Der Messpunkt Z45 wird wegen seiner Oberflächenferne nicht diskutiert. Die Diagramme für die beiden Eintauchgeschwindigkeiten zeigen bis auf den Messpunkt 45 (halbe Probenhöhe) und (teilweise) auch 61 ähnliche Leidenfrost-Temperaturen. Für die übrigen Messpunkte ergibt sich also kein bedeutender Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit auf die ortsgegebene Leidenfrost-Temperatur. Für die Messpunkte 45 und 61 hingegen liegt bei den Badtemperaturen 35 und 50 °C durch die höhere Eintauchgeschwindigkeit ein Abfall der Leidenfrost-Temperatur vor. Während am Messpunkt 61 ein maximaler Abfall von 15 °C (von 495 auf 480 °C) zu erkennen ist, fällt die Leidenfrost-Temperatur am Messpunkt 45 maximal um etwa 30 °C (von 410 auf 380 °C). 

Die bei Messpunkt 45 festgestellte geringe Leidenfrost-Temperatur von 380 °C ist im Lichte der beobachteten Benetzungskinematik zu sehen. Bei 50 °C Badtemperatur brach der Dampffilm am mittleren Steg sehr spät und bei hoher Eintauchgeschwindigkeit zuletzt zusammen, obwohl die Position an einer dem Kühlmedium sehr exponierten Stelle liegt. Ursache ist die geringe räumliche Entfernung zum Wärmezentrum, die zur Folge hat, dass der Dampffilm erst bei einer Temperatur von ca. 380 °C zusammenbricht.

Wie bei der Zylinder- und Quaderprobe ist im Anhang für alle Abschreckparameter und oberflächennahen Messpunkte ein Temperaturintervall angegeben, deren obere und untere Grenzen jeweils aus der Leidenfrost-Temperatur der Einzelmessungen gemäß Abb. 4‑13 bestimmt wurden. Zusammenfassend kann dazu gesagt werden, dass aus den Einzelmessungen eine gute Reproduzierbarkeit der Leidenfrost-Temperatur festgestellt werden kann.
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑34 Leidenfrost-Temperaturen der Steggeometrie der oberflächennahen Messpunkte für die verschiedenen Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

Zusammenfassende Betrachtung der Versuchsergebnisse

Nachfolgend werden die Ergebnisse der einzelnen Geometrien diskutiert, um so den Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit in Abhängigkeit der Geometrie zu betrachten. Zylinder und Quader als idealisierte Geometrien wurden bewusst mit gleicher Probenhöhe und annähernd gleichem Volumen gewählt (also auch mit gleichem durchschnittlichen Radialdurchmesser), so dass eine optimale Vergleichbarkeit gegeben ist. Die Steggeometrie als Beispiel eines einfachen realen Körpers hingegen weist eine deutlich abweichende Form und Größe auf.

Abb. 4‑35 stellt die Dauer bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes (im Folgenden einfach Dampffilmdauer genannt) im Gesamtvergleich der Probegeometrien dar. Für alle Probegeometrien kann (trivial) festgestellt werden, dass die Zunahme der Badtemperatur einen Anstieg der Dampffilmdauer zur Folge hat. Ebenso durchgängig bewirkt die Zunahme der Eintauchgeschwindigkeit eine Verkürzung der Dampffilmdauer. Die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit von 100 auf 200 mm/s entspricht praktisch einer Verkürzung der Zeit bis zum Punkt „vollständig eingetaucht“ um 0,35 s (0,45 s für die Stegprobe). Für die Quaderprobe und auch die Stegprobe bleibt die Verkürzung der Benetzungsdauer stets im Rahmen oder sogar unter diesen Zeiträumen. Ähnliches gilt auch für die Zylindergeometrie bei den beiden niedrigeren Badtemperaturen. Bei 35 und 50 °C verkürzt sich die Benetzungsdauer bei Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit signifikant. Wie bereits diskutiert, liegt die Dampffilmdauer bei der Zylinderprobe stets erheblich über der der Quaderprobe. Die Quaderprobe kühlt über die Kanten (Geometriestörstellen) erheblich schneller ab als die radial ideale Zylindergeometrie. Ein wesentlicher Grund für die Verkürzung der Dampffilmdauer bei der Zylinderprobe bei 50 °C Badtemperatur ist sicherlich die Tendenz zur Ausbildung einer zweiten, von der oberen Stirnfläche der ersten entgegen laufenden, Benetzungsfront. Die Steggeometrie und ihr phänomenologisches Verhalten sind eher mit der Quader- als der Zylinderprobe zu vergleichen. Ganz eindeutig dominieren die Einflüsse der Geometriestörstellen (Kanten, Aussparungen) die Dauer der Dampffilmphase.

	100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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	200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit
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Abb. 4‑35 Dauer bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes im Gesamtvergleich der Probegeometrien für die verschiedenen Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten

Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit beeinflussen die Temperaturentwicklung in ähnlichem Maße wie die Dampffilmdauer. Die Erhöhung der Badtemperatur führt zu langsamerem Temperaturabfall, d.h. niedrigeren Abkühlraten. Eine Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit hingegen bewirkt leicht höhere Abkühlraten. Der Einfluss der Badtemperatur ist dabei höher als der der Eintauchgeschwindigkeit. Interessant sind dabei die Temperaturgradienten, die sich in den Proben einstellen, da diese die Ausbildung der Eigenspannungen bewirken. Bei der Zylindergeometrie ist der Einfluss, den die Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf die Temperaturgradienten haben, sehr gut zu erfassen. So erhöht sich der Temperaturgradient zwischen Kern und oberflächennahen Zonen mit Abfall der Badtemperatur. Gleiches beobachtet man bei Zunahme der Eintauchgeschwindigkeit. Betrachtet man den Temperaturgradienten zwischen vertikal versetzten Punkten, erhält man genau den gegenteiligen Effekt. Bei der Quadergeometrie lässt sich der Einfluss von Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf die Temperaturgradienten nicht so eindeutig darstellen, was auf die wesentlich komplexere Benetzungskinematik zurückzuführen ist. Bei der Steggeometrie hingegen ist der Temperaturgradient zwischen Mittel- und Außensteg von größtem Interesse. Aufgrund der Ähnlichkeit zum Spannungsgitter wird vermutet, dass sich im Laufe des Abschreckens zwischen Mittel- und Außenstegen ein diesem Modell analoger Spannungszustand aufbaut. Der entsprechende Temperaturgradient zwischen Mittel- und Außensteg steigt bei Zunahme der Badtemperatur, was auf einen Anstieg der Eigenspannungen zwischen diesen Bereichen hindeutet. 

Was sich aus den experimentellen Daten ableiten lässt ist, dass bei Zylinder- und Quadergeometrie durch den Anstieg der Badtemperatur ein Abfall der Eigenspannungen zu erwarten ist. Der Anstieg der Eintauchgeschwindigkeit hingegen wird wahrscheinlich eine leichte Zunahme der Eigenspannungen bewirken. Bei der Steggeometrie ist generell von den gleichen Effekten auszugehen. Jedoch liegt mit Außen- und Mittelsteg eine geometrische Gegebenheit vor, die mit Zunahme der Badtemperatur einen lokalen Anstieg der Eigenspannungen vermuten lässt. Ein Vergleich zwischen experimentellen und simulierten Daten wird im nachfolgenden Kapitel gegeben. 

Vergleicht man die Versuchsergebnisse mit denen aus früheren Arbeiten, finden sich vor allem bezüglich des Einflusses der Geometrie und der damit verbundenen Benetzungskinematik ähnliche Aussagen. So bildet sich zu Beginn des Eintauchvorgangs ein Dampffilm über der Probenoberfläche aus, der wie in [15]
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[19] bereits beschrieben, zuerst an Ecken bzw. Kanten zusammenbricht und den Ausgangspunkt für Benetzungsfronten bildet. Bestätigung früherer Ergebnisse zeigt sich auch die Badtemperatur betreffend. So tritt gemäß [16] eine deutliche Stabilisierung des Dampffilmes ab einer Badtemperatur von etwa 40 °C ein. Dies spiegelt sich insbesondere bei der Zylinderprobe in den Versuchen mit 35 und 50 °C Badtemperatur wider, da sich im Übergang zwischen 35 und 50 °C die Dauer bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes quasi verdoppelt (Abb. 4‑35). 

Wichtigste Erkenntnisse aus der Analyse der Benetzungskinematik ergeben sich für den Eintauchprozess, auf in früheren Arbeiten vergleichsweise wenig eingegangen wird. In [24] wird aufgeführt, dass die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit wie eine erzwungene Konvektion wirkt und zur Benetzung bei höheren Körpertemperaturen führt. Diese Aussage kann insofern bestätigt werden, als dass durch die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit die Dauer bis zur vollständigen Auflösung des Dampffilmes verkürzt wird und die Temperaturen in den Probekörpern schneller fallen. Nach [22] lastet bei hohen Eintauchgeschwindigkeiten ein höherer Druck auf dem stabilen Dampffilm, was eine stärkere Filmpulsation während des Eintauchvorgangs bewirken kann. Dies kann eine Anhebung der Leidenfrost-Temperatur bewirken. Die Bestimmung der Leidenfrost-Temperatur für Zylinder-, Quader- und Stegprobe zeigt hingegen, dass eine Anhebung der Leidenfrost-Temperatur durch hohe Eintauchgeschwindigkeiten nicht immer gegeben ist, da an einzelnen Temperaturmesspunkten bisweilen sogar ein Abfall festgestellt werden kann. Dies lässt sich dadurch erklären, dass sich durch die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit die Benetzungskinematik verändert. Deshalb kann es lokal zu längeren Dampffilmphasen kommen, was sich in einer niedrigeren Leidenfrost-Temperaturen äußert. 

Der Einfluss des Eintauchvorgangs auf die Benetzungskinematik wird, wie bereits erwähnt, selten beschrieben. Eine wichtige Ausnahme besteht da mit [19], wo Stahlquader mit verschiedenen Aussparungen in Wasser bei 20 °C mit definierter Eintauchgeschwindigkeit abgesenkt werden. Wie in der vorliegenden Arbeit wird dabei festgestellt, dass noch während des Eintauchens der Dampffilm an den unteren Kanten zusammenbricht und sich eine Benetzungsfront ausbreitet. Es ist davon jedoch auch davon auszugehen, dass bei Aluminium der Einfluss des Eintauchprozesses höher ist, da die Anfangstemperaturen im Vergleich zu Stahl ca. 300 °C niedriger sind und Aluminium eine deutlich höhere Wärmeleitfähigkeit besitzt. Für Aluminium würde man daher erwarten, dass der Zusammenbruch des Dampffilmes früher einsetzt und die Wärmeabfuhr schneller vonstatten geht.

Die in der vorliegenden Arbeit durchführten Experimente haben gezeigt, dass der Einfluss des Eintauchprozesses gerade bei Aluminium nicht zu vernachlässigen ist. Gemeint ist hierbei vor allem die Tatsache, dass bereits eingetauchte Bereiche teils sehr hohe Wärmeabfuhr erfahren, während die noch nicht eingetauchten wärmeisoliert sind. Dies ist umso wichtiger, je größer und komplexer die Geometrie ist. 

3 Simulation des Abschreckprozesses

Die Simulation des Abschreckprozesses wurde in der vorliegenden Arbeit in zwei Schritten vollzogen. Zuerst erfolgte die thermische Simulation. Die sich daraus ergebenden transienten Temperaturwerte dienten als Grundlage für die mechanische Simulation zur Berechnung der Eigenspannungen. Für die thermische Simulation ist die Vorgabe der Wärmeübergangskoeffizienten essentiell. Gerade deren Bestimmung stellt aber mit die größte Herausforderung dar. Bevor die thermische und mechanische Simulation beschrieben wird, soll auf die Werkstoffkennwerte eingegangen werden. Thermische und mechanische Simulation erfolgte mit dem FEM-Software Abaqus. Für die thermische Simulation wurde die Fortran-User-Subroutine UFILM (zur Implementierung der Wärmeübergangskoeffizienten) verwendet. Die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten erfolgte mit dem inverse Analyse Modul der Gießsimulationssoftware ProCast in Kombination mit Abaqus.

3.1 Werkstoffkennwerte

Für die thermische Simulation sind Wärmeleitfähigkeit, spezifische Wärmekapazität und Dichte zu ermitteln. Zu diesem Zweck wurden Proben aus den gespeisten Bereichen eines Aluminium-Zylinderkopfes entnommen und der Fa. NETZSCH für die Ermittlung der thermophysikalischen Werte zur Verfügung gestellt. Die folgenden Ausführungen stammen aus dem Messbericht der Fa. NETZSCH [78]. Die Messung der Wärmediffusivität wurde an scheibenförmigen Proben unter Verwendung einer Laser-Flash-Apparatur (NETZSCH-LFA 427) durchgeführt. Der Temperaturanstieg der Probe wurde dabei per Infrarotdetektor gemessen. Die Ermittlung der spezifischen Wärmekapazität erfolgte mit einem Wärmestrom-Differenz-Kaloriemeter (NETZSCH-DSC 404 Pegasus) an scheibenförmigen Proben mit ca. 5 mm Durchmesser. Die spezifische Wärmekapazität wird dadurch erfasst, dass zuerst die Basislinie des Gerätes und die Kennlinie einer Standardreferenzprobe gemessen werden. Anschließend wird die zu untersuchende Probe gemessen und deren spezifische Wärmekapazität unter Einbezug der eingangs gemessenen Thermogramme mittels der „Ratio-Methode“ berechnet. Für die Dichtemessung wurden Dilatometerversuche (NETZSCH-Schubstangendilatometer Modell 402 C) an 12 mm langen stabförmigen Proben durchgeführt. Die genannten Versuche wurden unter dynamischer Inertgasatmosphäre durchgeführt (Gasflussraten zwischen 50 und 100 ml/min).

Die Wärmeleitfähigkeit lässt sich aus den gemessenen Werten gemäß folgender Formel berechnen:
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Dabei stellt 
[image: image272.wmf]l

 die Wärmeleitfähigkeit, 
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 die Dichte, 
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 die spezifische Wärmekapazität und 
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 die Wärmediffusivität (Temperaturleitfähigkeit) dar. Bei jeder Temperaturstufe wurde fünfmal gemessen und anschließend der Mittelwert gebildet. Die Daten sind in Tabelle 5‑1 aufgelistet. Obwohl bis zu einer Temperatur von 800 °C gemessen wurde, werden hier nur die Werte angegeben, die für den Temperaturbereich des Abschreckens relevant sind, d.h. bis zur Lösungsglühtemperatur von 525 °C.

Für die mechanische Simulation werden der E-Modul, der thermische Wärmeausdehnungskoeffizient, das Spannungs-Dehnungsverhältnis im plastischen Bereich (Maß für die Verfestigung) und die Querkontraktionszahl benötigt. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden keine entsprechenden Messungen vollzogen. Stattdessen wurden die Materialkennwerte aus der Datenbank der Gießsimulationssoftware Magma 4.2 zurückgegriffen, welche bis auf die Spannungs-Dehnungskurven die oben genannten Materialkennwerte für G-AlSi7Mg zur Verfügung hat. Allerdings wurden die Spannungs-Dehnungskurven mit Hilfe einer Gleichung erfasst. Nachfolgend soll dieses kurz beschrieben werden.

	Temperatur


	Wärme-diffusivität 
	Dichte 
	Spezifische Wärmekapazität cp
	Wärmeleit-fähigkeit 

	[°C]
	[mm/s²]
	[g/cm³]
	[J/kgK]
	[W/mK]

	24
	69,40
	2,650
	934
	171,76

	50
	70,30
	2,646
	940
	174,86

	99
	69,99
	2,637
	948
	174,98

	149
	69,50
	2,628
	975
	178,07

	199
	69,47
	2,618
	993
	180,60

	224
	70,14
	2,613
	997*
	182,72

	249
	70,35
	2,607
	1008
	184,86

	274
	70,61
	2.601
	1025*
	188,26

	299
	69,98
	2,596
	1037*
	188,38

	324
	69,96
	2,590
	1045
	189,34

	350
	69,36
	2,585
	1057
	189,51

	375
	68,14
	2,580
	1079
	189,69

	400
	67,41
	2,575
	1102
	191,29

	449
	64,94
	2,566
	1179
	196,47

	474
	63,73
	2,561
	1179*
	192,42

	501
	62,22
	2,556
	1179*
	187,50

	526
	60,54
	2,551
	1179*
	182,09

	* interpolierte Messwerte


Tabelle 5‑1 Thermophysikalische Materialkennwerte von G-AlSi7Mg 

In Magma wird zur Berechnung von Eigenspannungen, die sich in thermischen Prozessen der Abkühlung und Aufheizung bilden können, folgende Gleichung zur Bildung des Spannungs-Dehnungsverhältnisses von Metallen verwendet [79]: 
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Dabei bildet 
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 den E-Modul, 
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 den Verfestigungskoeffizienten, 
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 die Streckgrenze und 
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 die Vergleichsdehnung. Aus der Magma-Materialdatenbank können diese Daten entnommen werden. Abb. 5‑1 zeigt das Beispiel für eine mit Gleichung (5‑2) erstellten Spannungs-Dehnungskurve.  

Die Eigenspannungs​berechnung in Abaqus wurde zu Vergleichszwecken mit einem nichtlinear-isotropen und einem nichtlinear-kinematischen Verfestigungsmodell durchgeführt. Das nichtlinear-kinematische Verfestigungsmodell wird in der Abaqus [45] unter Verwendung der Parameter 
[image: image281.wmf]C

 und 
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 gemäß Gleichung (5‑3) angegeben. Diese Parameter wurden per Kurvenanpassung (Methode der kleinsten Fehlerquadratsumme) aus den zuvor berechneten Spannungs-Dehnungskurven ermittelt:
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Für die nichtlinear-isotrope Berechnung wurden die mit Gleichung (5‑3) ermittelten Kurven tabellarische als Spannungs- und Dehnungswerte hinterlegt, so dass isotrope und kinematische Eigenspannungsberechnung auf denselben Spannungs-Dehnungs​kurven basieren. Bei der Kurvenanpassung wurden die Parameter 
[image: image284.wmf]C

 und 
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 so gewählt, dass die Kurven aus den Gleichungen (5‑2) und (5‑3) für Dehnungen bis 0,005 praktisch deckungsgleich sind, da aus dem Abschrecken keine oder nur unwesentlich höhere Dehnungen erwartet wurden. Wie in Abb. 5‑1 zu ersehen ist, ergab sich daraus für höhere Dehnungen eine zunehmende Abweichung zwischen beiden Kurven.
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Abb. 5‑1 Vergleich für eine Spannungs-Dehnungskurve aus Magma und einer für die Eigenspannungssimulation mit Abaqus abgeleiteten Kurve

Zylindergeometrie

3.1.1 FEM-Netz

Für die Simulation der Zylindergeometrie wurden zwecks Einsparung von Rechenzeit und Speicherbedarf unter Verwendung der Symmetrieeigenschaften die Freiheitsgrade verringert. In Abb. 5‑2a ist die Vereinfachung der Zylindergeometrie auf eine 2D-Fläche dargestellt. Entsprechend lassen sich die Thermoelementpositionen auf diese Fläche projizieren. Das verwendete FEM-Netz ist in Abb. 5‑2b dargestellt. Es setzt sich aus insgesamt 7840 Quad-Elementen zusammen. 
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Abb. 5‑2 a) Axialsymmetrische Schnittfläche durch den Zylinder als Basis für das FEM-Netz mit Angabe des Stirnflächenabstandes für die Thermoelementpositionen b) Axialsymmetrisches FEM-Netz der Zylindergeometrie

Für den späteren Vergleich mit den Thermoelementmessungen wurden an entsprechenden Knoten des FEM-Netzes die Knotentemperaturen ausgelesen. In Abaqus [45] existiert die Möglichkeit die Temperaturen entweder direkt an den Knoten des FEM-Netzes (Feldvariable NT) oder in den Elementen (Feldvariable Temp) auszugeben. Die direkte Ausgabe der Knotentemperaturen (NT) ist genauer als die der Elementtemperaturen (Temp), da letzteres durch Extrapolation der Temperaturen an den Integrationspunkten des Elementes erfolgt. Daher basieren sämtliche Temperaturergebnisse auf der Feldvariablen NT. Dies gilt auch für Quader- und Steggeometrie.

3.1.2 Beschreibung der thermischen Simulation

Der in der vorliegenden Arbeit gewählte Ansatz der thermischen Simulation und der Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten basiert auf dem Vorgehen von Majorek [15]. Zunächst werden die wesentlichen Punkte der Arbeit von Majorek beschrieben, so dass später die Unterschiede zur vorliegenden Arbeit besser diskutiert werden können. 

Majorek hat das Abschrecken von Stahlzylindern mit einer ähnlichen Verteilung und gleichen Anzahl von Thermoelementen wie die der Zylinderprobe der vorliegenden Arbeit experimentell und numerisch untersucht. Ausgangspunkt für die Berechnung der Wärmeübergangskoeffizienten bildeten die Temperaturmessungen im Zentrum der Probe und oberflächennah mit gleichem Stirnflächenabstand (analog zu Messpunkten Z35 und 35 der Aluminium-Zylinderprobe in Abb. 5‑2). Ermittelt wurden die Wärmeübergangskoeffizienten mit Hilfe der inversen Analyse, basierend auf einer eindimensionalen (rein radialen) Wärmeabfuhr, wobei das eindimensionale Modell mit den Temperaturverläufen der beiden genannten Messpunkte hinterlegt war. Die so bestimmten Wärmeübergangskoeffizienten zeigten, übertragen auf das Berechnungsmodell des Gesamtzylinders, teils noch beträchtliche Abweichungen zwischen den Temperaturen der realen Messpunkte und den zugehörigen virtuellen Messpunkten im Berechnungsmodell auf. Majorek führt das auf die zusätzlich auftretendenden axialen Wärmeströme zurück. Als Verbesserung wurde in Abhängigkeit des Stirnflächenabstandes eine Anpassung der Wärmeübergangskoeffi-zienten durchgeführt, d.h. Leidenfrost-Punkt und Burn-Out-Punkt (siehe entsprechende Punkte (hmax/Tmax) sowie (hL/TL) in Abb. 5‑3b) wurden mit Hilfe der der übrigen oberflächennahen Messungen variiert. Damit wurden die Wärmeüber-gangskoeffizienten den lokalen Abkühlbedingungen über dem Stirnflächenabstand angepasst. Laut Majorek konnte dadurch die Übereinstimmung von gemessenen und berechneten Temperaturen deutlich verbessert werden. Mit [10]
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[80] finden sich weitere Arbeiten, in denen diese Anpassung der Wärmeübergangskoeffi-zienten auf lokal vorliegende Bedingungen bestätigt oder auch angewandt wird.

Nachfolgend wird die thermische Simulation der Aluminiumprobekörper beschrieben und in Bezug zur Arbeit von Majorek gesetzt. Benetzungskinematik und Temperaturmessungen haben gezeigt, dass bei Aluminium bereits während des Eintauchprozesses eine signifikante Wärmeabfuhr stattfindet. Daher wurde (im Gegensatz zur Arbeit von Majorek) in der thermischen Simulation der Vorgang des Eintauchens explizit als Randbedingung berücksichtigt. Während des gleichmäßigen Absenkens der Probe in das Abschreckmedium erfahren die bereits eingetauchten Oberflächenbereiche sofortige Wärmeabfuhr in der Sequenz Dampf-, Koch- und Konvektionsphase. Die noch nicht eingetauchten Bereiche verlieren an der Luft jedoch vernachlässigbar wenig Wärme. In der Simulation wird dieser Vorgang nachgebildet, allerdings wird dabei nicht die Probe „abgesenkt“, sondern die Phasengrenze als Randbedingung zwischen Luft und Wasser in umgekehrter Richtung mit der bekannten Eintauchgeschwindigkeit angehoben. Daraus ergeben sich Vorteile in der Rechenzeit und für die Betrachtung der Ergebnisse. Dieses Prinzip ist in Abb. 5‑3a schematisch dargestellt. Die geringe Wärmeabfuhr an der Luft wird in guter Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen  vernachlässigt, so dass noch nicht eingetauchte Bereiche wärmeisoliert bleiben. Bereiche unterhalb der Phasengrenze erfahren Wärmeabfuhr gemäß den temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten, wie in Abb. 5‑3b dargestellt. Obwohl die Wärmeübergangskoeffizienten anfangs noch nicht bestimmt sind, wird die Beschreibung des Berechnungsmodells so verfahren als wäre diese bekannt. Auf die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wird im nachfolgenden Kapitel eingegangen. Der Wärmeübergang wird dabei ähnlich wie in [10]
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[15] durch Geradenabschnitte approximiert. Durch diese Approximation vereinfacht sich die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten. In [15] wird der Verlauf der Wärmeübergangskoeffizienten auch mit nichtlinearen Funktionen nachgebildet. Weitere Vorgehensweisen dazu sind in Kapitel 2.4.4 beschrieben. Der Einsatz nichtlinearer Funktionen erhöht den Rechenaufwand beträchtlich. Für die vorliegende Arbeit erwies es sich als effizienter, die lineare Approximation der einzelnen Abschnitte des Abkühlprozesses beizubehalten, jedoch die Lage der Punkte Thmax und TL ortsabhängig zu variieren. Diese Vorgehensweise vereint die Vorteile möglichst geringen Rechenaufwands mit hoher Exaktheit bei der Wiedergabe der lokal varianten Wärmeübergangskoeffizienten. Im Folgenden wird die aus Geradenabschnitten bestehende Approximation auch Wärmeübergangskurve genannt. 
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Abb. 5‑3a) Luft-Wasser-Phasengrenze wird als Randbedingung aufwärts bewegt, Probe behält Position bei   b) Temperaturabhängiger Wärmeübergangskoeffizient durch Geradenabschnitte approximiert

Da Wärmeübergangskoeffizienten lokal unterschiedliche Werte annehmen können, wird auch die Wärmeübergangskurve aus Abb. 5‑3b den lokal vorherrschenden Bedingungen angepasst, d.h. sie ist hier über dem Stirnflächenabstand gesehen variabel. Genau wie in der Arbeit von Majorek äußert sich dies durch die Verschiebung der charakteristischen Punkte der Kurve wie z.B. der Leidenfrost-Temperatur. Die oberflächennahen Messpunkte fungieren dabei wie „Ankerpunkte“, d.h. die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten erfolgt jeweils an den Stirnflächenabständen, an denen auch eine oberflächennahe Messung vorliegt. Zwischen diesen Bereichen werden die Wärmeübergangskurven durch lineare Interpolation (in Abhängigkeit des Stirnflächenabstandes) herausgebildet. 

In Abb. 5‑4 ist dieses Vorgehen schematisch dargestellt. Die Wärmeübergangskurven der Messpunkte 17,5 und 35 (siehe Positionen in Abb. 5‑2 oder Abb. 5‑5) werden mit Hilfe der an diesen Stirnflächenabständen vorliegenden Temperaturmessungen bestimmt. Die Wärmeübergangskurven für Stirnflächenabstände zwischen diesen Ankerpunkten werden linear interpoliert, so dass ein kontinuierlicher Übergang vorliegt. Da oberhalb von Stirnflächenabstand 52,5 mm kein weiterer Messpunkt vorlag, wurde für diese Bereiche keine Umrechnung der Wärmeübergangskoeffizienten vorgesehen, d.h. für diese Bereiche wurden die Wärmübergangskoeffizienten bei Stirnflächenabstand 52,5 mm übernommen. Dies gilt auch für die obere Stirnfläche. Die untere Stirnfläche hingegen wurde mit den Wärmeübergangskoeffizienten mit Stirnflächenabstand 1 mm abgekühlt. 

	[image: image291.emf]Temperatur

Wärmeübergangskoeffizient

17,5

35,0

interpoliert

17,5 17,5

35,0 35,0

interpoliert interpoliert

Stirnflächenabstand




Abb. 5‑4 Schematische Darstellung der Interpolation einer Wärmeübergangskurve aus zwei Wärmeübergangskurven an Stirnflächenabständen [mm] mit oberflächennaher Messung

3.1.3 Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten

Für die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wurde die Gießsimulations​software ProCast verwendet, das über ein Modul zur Durchführung inverser Analysen verfügt. Wie bei Majorek wurde die Wärmeabfuhr zunächst rein radial betrachtet, d.h. Wärmetransfer erfolgt nur eindimensional. In ProCast steht zu diesem Zweck die sogenannte „Pseudo“-2D-Modellierung zur Verfügung, d.h. 1D- und 2D-Modelle wurden durch vereinfachten 3D-Modellaufbau näherungsweise abgebildet [65]. Für die Zylindergeometrie wurden die in Abb. 5‑5 präsentierten axial​symmetrische FEM-Netze zur näherungsweisen Definition der eindimensionalen Wärmeabfuhr verwendet. Für die dargestellten FEM-Modelle wurde in ProCast die Axialsymmetrie als Option gewählt und zusätzlich an den Seitenflächen (vergleichbar mit den Schnittflächen beim Kuchenstück) Symmetrierandbedingungen vorgegeben, so dass tangential (über die Dicke) kein Wärmefluss stattfindet. Die gemessenen Temperaturkurven wurden jeweils über einen Knoten an der entsprechenden oberflächennahen Position im FEM-Netz mit der Berechnung verknüpft. Der Wärmetransfer wurde an den rot markierten Flächen vollzogen. Für die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten bei Stirnflächenabständen ≥ 17,5 mm wurde das obere der beiden dargestellten FEM-Modelle verwendet, bei dem die Wärmeabfuhr rein radial stattfindet. Für Stirnflächenabstand 1 mm hat sich das untere FEM-Modell als geeigneter erwiesen, da hier die Wärmeabfuhr über die Kante besser abgebildet wird. Die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten in ProCast erfolgte in vier voneinander unabhängigen Berechnungen. 
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Abb. 5‑5 Axialsymmetrisches FEM-Netz in ProCast zur Ermittlung von Wärmeübergangskoeffizienten mit Hilfe der inversen Analyse. Obere Darstellung zeigt Netz für Stirnflächenabstände ≥ 17,5 mm. Netz im unteren Bild für Stirnflächenabstand 1 mm verwendet

Die einzelnen Punkte der Wärmeübergangskurve sind in ProCast in tabellarischer Form (paarweise Definition von Temperatur und Wärmeübergangskoeffizient) hinterlegt und entsprechen der in Abb. 5‑3b gezeigten Geradenapproximation. Die Temperaturwerte fungierten dabei als Haltepunkte, sind also während der Berechnung konstant. Variiert werden nur die Wärmeübergangskoeffizienten selbst. 

Obwohl in ProCast mehr Haltepunkte möglich sind, sollte deren Zahl auf ein möglichst niedriges Maß, welches allerdings noch sinnvolle Ergebnisse liefert, reduziert werden. Hintergrund ist, dass sich die Rechenzeiten mit Zunahme der Haltepunkte verlängern (siehe dazu Kapitel 2.4.5), ohne dass notwendigerweise bessere Ergebnisse erhalten werden. In der vorliegenden Arbeit wurde die Wärmeübergangskurve daher durch eine sinnvolle Zahl von 6 Haltepunkten abgebildet (siehe Abb. 5‑3b). Einen wichtigen Haltepunkt bildete dabei die Leidenfrost-Temperatur, da sie den Wechsel zwischen dem moderaten Temperaturabfall der Dampfphase und dem stärkeren der Kochphase markiert. Dabei wurden die in Kapitel 3 ermittelten Leidenfrost-Temperaturen zur Orientierung herangezogen. Diese konnten aber nicht in allen Fällen direkt übernommen werden. Ursache dafür war, dass einige Temperaturkurven einen sehr fließenden Übergang zwischen Dampffilm- und Kochphase besitzen, aus der die Leidenfrost-Temperatur nur mit eingeschränkter Genauigkeit ableitbar war. Dieser Übergang wird in der Wärmeübergangskurve aber nur durch einen Haltepunkt abgebildet. Statt jedoch mehr Haltepunkte einzuführen, ergab sich in der Simulation eine bessere Annäherung an die Messkurven, wenn in diesen Fällen die tatsächlich bestimmten Leidenfrost-Temperaturen geringfügig variiert wurden. In der Regel bedeutete dies eine Absenkung des Haltepunktes TL.

Die Berechnung der Wärmeübergangskoeffizienten erfolgte unter Verwendung der vier oberflächennahen Messungen in vier voneinander unabhängigen Berechnungen, d.h. es ergaben sich vier unterschiedliche Wärmeübergangskurven. Diese Vorgehensweise stellt einen Unterschied zur Vorgehensweise von Majorek dar. Dieser hat, basierend auf der oberflächennahen Messung und der im Probenzentrum, nur eine Wärmeübergangskurve bestimmt und diese mit Hilfe der übrigen oberflächennahen Messpunkte an die lokalen Abkühlbedingungen angepasst. Letztendlich wird dabei ein vergleichbares Resultat erzielt wie in der vorliegenden Arbeit, d.h. es ergibt sich für jeden Stirnflächenabstand, an dem ein Messpunkt vorliegt, eine eigene Wärmeübergangskurve.

Ein weiteres Abweichen zur Vorgehensweise von Majorek in der vorliegenden Arbeit war, dass die Temperaturmessung im Probenzentrum nicht für die Bestimmung der Wärmeübergangskurve verwendet werden konnte, sondern letztlich nur zu Kontrollzwecken diente. Durch das gleichzeitige Einbeziehen der Messungen an Probenzentrum und Oberfläche (Stirnflächenabstände 35 und Z35 in Abb. 5‑5) gelang es ProCast oft nicht eine einzige Wärmeübergangskurve zu bestimmen, die beide Temperaturkurven gleichzeitig nachbilden konnte. Wahrscheinlichste Ursache dafür ist die wesentlich höhere Wärmeleitfähigkeit von Aluminium, die im Realversuch einen hohen Anteil an axialen Wärmeströmen zur Folge hat. Sobald in der inversen Analyse die Temperaturen beider Messpunkte hinterlegt werden, kann der axiale Wärmestromanteil im eindimensionalen Modell nicht mehr kompensiert werden. In der Arbeit von Majorek spielt diese Problematik offenbar keine entscheidende Rolle. Denkbar ist, dass dies aufgrund der niedrigeren Wärmeleitfähigkeit von Stahl nicht in dem Maße wie bei Aluminium auftritt. 

Als Maß dafür, wie gut die gemessenen Temperaturen nachgebildet werden, existiert in ProCast das sogenannte Residuum. Dieses gibt die durchschnittliche Abweichung zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen über dem betrachteten Zeitintervall an [65]. In der vorliegenden Arbeit wurden immer die ersten 15 s nach Abschreckbeginn betrachtet, da diese, wie die Temperaturmessungen gezeigt haben, die entscheidende Phase des Abkühlprozesses wiedergeben. Bei der Zylindergeometrie wurden die Wärmeübergangskoeffizienten einer inversen Analyse als genau genug angesehen, wenn das Residuum kleiner gleich 4 °C war. Zu Vergleichszwecken wurden das Residuum zwischen den Einzelmessungen und der Mittelwertkurve gebildet (siehe dazu Abb. 4‑1). Dabei ergaben sich für das Residuum Maximalwerte von bis zu 12 °C. Dies zeigt, dass die Abweichung zwischen berechneter und gemessener Kurve teils geringer ist als die zwischen den Einzelmessungen und der gemittelten Kurve. 

Die weitere Beschreibung erfolgt am Beispiel des Abschreckversuches mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur, der einen typischen Verlauf wiedergibt. Für dessen gemessene Temperaturkurven wurden in vier voneinander unabhängigen inversen Analysen (siehe Abb. 5‑5) die Wärmeübergangskoeffizienten ermittelt. Die zugehörigen Wärmeübergangskurven sind in Abb. 5‑6 dargestellt. Daraus ist zu ersehen, dass die Wärmeübergangskurven deutliche Unterschiede zueinander aufweisen, was auf die lokal unterschiedlichen Abkühlbedingungen zurückzuführen ist. Beispielsweise zeigt die Wärmeübergangskurve für 52,5 mm Stirnflächenabstand den charakteristischen Übergang am Leidenfrost-Punkt bei deutlich niedrigeren Temperaturen. Dies gibt den tatsächlichen Abschreckvorgang wieder, wo im oberen Probenbereich eine längere Dampffilmphase und damit niedrigere Leidenfrost-Temperaturen vorliegen. 
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Abb. 5‑6  Mit Hilfe der inversen Analyse bestimmte temperaturabhängige Wärmeübergangskoeffizienten. Entsprechende Temperaturmessungen stammen aus Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Den beiden Wärmeübergangskurven der Stirnflächenabstände 17,5 und 52,5 mm zugehörig, sind in Abb. 5‑7 zur Illustration der guten Übereinstimmung gemessene und per inverser Analyse berechnete Temperaturkurven dargestellt. Berechnete und gemessene Temperaturen haben hier einen nahezu deckungsgleichen Verlauf, obwohl pro Wärmeübergangskurve nur 6 Haltepunkte verwendet wurden.
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Abb. 5‑7 Beispiel für die Übereinstimmung von gemessener und mit ProCast berechneter Temperaturkurven für zwei Stirnflächenabstände [mm]. Temperaturmessungen stammen aus Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Die unabhängig voneinander ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten führt man im nächsten Schritt in das Gesamtmodell (siehe dazu auch Kapitel 5.2.2) über. Das Gesamtmodell beinhaltet das axialsymmetrische FEM-Netz (Abb. 5‑2b), die Berücksichtigung des Eintauchprozesses als Randbedingung (Abb. 5‑3) sowie die über dem Stirnflächenabstand variablen Wärmeübergangskoeffizienten. Die aus der inversen Analyse stammenden Wärmeübergangskoeffizienten werden lokal nur an den zugehörigen Stirnflächenabständen bzw. oberflächennahen Messpunkten als Randbedingung aufgetragen. Zwischen den einzelnen Messpunkten werden linear interpolierte Wärmeübergangskoeffizienten gebildet (siehe Abb. 5‑4). Dabei ergeben sich jedoch deutliche Unterschiede zwischen gemessenen und berechneten Kurven. Abb. 5‑8 zeigt für das Beispiel mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur einen entsprechenden Vergleich für Stirnflächenabstand Z35 und 35. Bei der Position im Zentrum ergeben sich zwischen Messung und Berechnung zeitweise Unterschiede bis zu 70 °C, während oberflächennah die Differenz bis über 100 °C ansteigt. Die berechneten Kurven zeigen einen schnelleren Temperaturabfall an, was auf zu hohe Wärmeübergangskoeffizienten schließen lässt. Dieser Unterschied ist darauf zurückzuführen, dass im Gesamtmodell, ähnlich wie im experimentellen Versuch auch, in axialer Richtung Wärmetransfer stattfindet. Der Wärmetransfer erfolgt zum einen über die Stirnflächen, kann zum anderen auch von Zonen, die noch durch eine Dampfphase isoliert sind, in stärker abgekühlte Zonen stattfinden. Der axiale Anteil des Wärmestromes fließt bei den verwendeten FEM-Modellen in der inversen Analyse nicht mit ein, was schließlich zu dem hier dargestellten Unterschied führt.
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Abb. 5‑8 Vergleich gemessener und mit Abaqus berechneter Temperaturkurven für Stirnflächenabstand 35 mm, jeweils oberflächennah und im Zentrum. Temperaturmessungen stammen aus Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur 

Um in den eindimensionalen Modellen (inverse Analyse) den axialen Wärmestoman-teil zu kompensieren, wurde ein von Majorek abweichendes Verfahren angewandt. Das Vorgehen soll anhand von Abb. 5‑9 verdeutlicht werden. Ausgangsbasis ist die inverse Analyse der Temperaturkurve (Kurve Texp) zum Erhalt der Wärmeübergangskurve (Kurve hexp).  Die Simulation der Temperaturkurve (Kurve Tsim1) liefert wie berichtet (wegen des unkompensierten axialen Wärmestromes) im Gesamtmodell deutlich abweichende Werte. Nun wird ein iterativer Prozess angewandt: Die simulierte Temperaturkurve (Kurve Tsim1) wird erneut einer inversen Analyse unterzogen und damit eine simulierte Wärmeübergangskurve (Kurve hsim1) erhalten. Die Differenz der Werte der Wärmeübergangskurven aus experimentellen und simulierten Temperaturkurven wird von den Werten der experimentellen Wärmeübergangskurve subtrahiert. Die sich ergebende neue Wärmeübergangskurve heißt „Resultierende“ (Kurve hres1). Auf diesem Wege wird der Anteil an axialem Wärmestrom in den Gesamtwärmestrom integriert und eine Annäherung an die reale Situation erreicht. Simulation der Temperaturkurve aus den Werten der „Resultierenden“ liefert eine neue Temperaturkurve (Kurve Tsim2), die bereits deutlich besser mit den experimentellen Daten übereinstimmt. Wurde das vorgegeben Residuum noch nicht erreicht, wird der iterative Prozess wiederholt, wobei statt der experimentellen Temperaturkurve (Kurve Texp) die der letzten Simulation (Kurve Tsim1) und statt der daraus ermittelten Wärmeübergangskurve (Kurve hexp) die der „Resultierenden“ (Kurve hres1) verwendet wurde. Das Vorgehen entspricht letztlich einer retro-inversen Analyse, wobei die Grundlage und die Konvergenzlinie die experimentelle Temperaturkurve darstellt und auch die experimentellen Haltepunkte keine signifikante Varianz erfahren dürfen.

Grundsätzlich ließe sich das hier besprochende Gesamtvorgehen auch automatisieren, sofern die Programmierschnittstellen der verwendeten FEM-Programme dies unterstützen, was aber bei der vorliegenden Arbeit nicht gegeben war.
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Abb. 5‑9 Vorgehen zur Bestimmung von Wärmeübergangskoeffizienten, die bessere Übereinstimmung zwischen Messungen und den Gesamtmodell  liefern

Als Kriterium dafür, ob im Gesamtmodell eine ausreichende Übereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Temperaturen vorhanden war, diente wie in der inversen Analyse auch, das Residuum, d.h. die durchschnittliche, betragsmäßige Differenz zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen für die ersten 15 s nach Abschreckbeginn (betragsmäßige Differenz, damit positive und negative Differenzwerte sich nicht gegenseitig aufheben). Als Grenzwert für das Residuum wurde 8 °C gewählt. Damit ergäbe sich zwischen berechneter und gemessener Kurve eine gute Übereinstimmung, da bereits das Residuum zwischen den Einzelmessungen und der Mittelwertkurve (siehe dazu Abb. 4‑1) Maximalwerte von bis zu 12 °C annimmt. Damit lägen die Abweichungen zwischen berechneter und gemessener Kurve in derselben Größenordnung wie die zwischen den Einzelmessungen und der gemittelten Kurve. Das Residuum wurde für alle 5 Messungen der Zylindergeometrie getrennt berechnet. Auch die Messung im Zentrum wurde dabei einbezogen und bildete somit eine zusätzliche Kontrollfunktion. Weiter unten im Text wird das hier vorgestellte Vorgehen bezugnehmend auf frühere Arbeiten diskutiert. Vorher wird in Abb. 5‑10 exemplarisch ein Vergleich zwischen Messkurven und den berechneten Kurven aus Wärmeübergangskoeffizienten erster und letzter Iteration gezeigt. Der zugehörige Abschreckversuch basiert auf 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Bad-temperatur. In der linken Spalte sind für alle Stirnflächenabstände und für das Probenzentrum die Temperaturkurven aus Messung, ersten Iteration (Wärmeüber-gangs​koeffizienten aus der ersten inversen Analyse) und letzten Iteration (nach mehrfachem Durchlaufen der Optimierungsschleife gemäß Abb. 5‑9) gegenüberge-stellt. In der rechten Spalte wird für alle Stirnflächenabstände der Vergleich zwischen den Wärmeübergangskoeffizienten der ersten und denen der letzten Itera-tion gezeigt. Für die Messung im Probenzentrum existiert kein entsprechendes Diagramm. Allerdings setzt sich das Temperaturbild im Probenzentrum aus der Gesamtheit des Wärmetransfers der Probe zusammen, so dass dieser Messpunkt zur weiteren Kontrolle gut geeignet ist. Für die letzte Iteration wurde gesamthaft eine gute, dem Konvergenzkriterium (Residuum) entsprechende Übereinstimmung zur Messung erzielt. In dem gezeigten Beispiel liegt das höchste Residuum bei 3,7 °C im Messpunkt 35.

Obwohl die beiden unteren Positionen (17,5 und 1 mm Stirnflächenabstand) schon zu Anfang der Simulation gute Übereinstimmung zur Messung aufzeigten, ergaben sich im Verlauf der Iterationen dennoch abweichende Wärmeübergangskurven, wie in den zugehörigen Diagrammen in der rechten Spalte zu sehen ist. Ursache dafür ist, dass auch an diesen Positionen eine merkliche Abhängigkeit zum Wärmetransfer der gesamten Probe besteht, d.h. durch eine Änderung der Wärmeübergangskurven an einer Position können sich deutliche Unterschiede auch an anderen Positionen ergeben. Im gezeigten Beispiel musste durch die Änderung der Wärmeübergangskurven der beiden obersten Positionen auch eine Anpassung der beiden unteren durchgeführt werden.
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Abb. 5‑10 Für alle Stirnflächenabstände [mm]: Linke Spalte zeigt Vergleich zwischen Temperaturen aus Messung, erster und letzter Iteration. Rechte Spalte über Wärmeübergangkoeffzienten der ersten und letzten Iteration. Daten basieren auf Abschreckversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Die Zahl der notwendigen Iterationen bis zum Erzielen der gewünschten Konvergenz variierte vor allem in Abhängigkeit der Badtemperatur. Bei den Versuchen mit der sehr niedrigen Badtemperatur von 5 °C zeigten die Wärmeübergangskurven über dem Stirnflächenabstand geringe Unterschiede zueinander auf, so dass eine Optimierung innerhalb von 2 Iterationsschritten möglich war. In Fällen, in denen die inverse Analyse in der ersten Iteration Wärmeübergangskurven mit deutlichen Unterschieden zueinander lieferte (z.B. bei höheren Badtemperaturen), waren mindestens 3 bis 4 Iterationen notwendig, wie auch für das gezeigte Beispiel in Abb. 5‑10. Ähnlich gute Übereinstimmungen zwischen berechneten und gemessenen Temperaturen wurden für alle Versuche der Zylinderprobe erzielt. Die hier beschriebene Vorgehensweise erweist sich demnach für die Bestimmung der Wärmeübergangs​koeffizienten als geeignet, das Abschrecken unter Einbeziehung des Absenkvorgangs und der axialen Wärmeströme wiederzugeben.

Neben der Arbeit von Majorek existieren weitere Untersuchungen, welche zur genaueren Nachbildung von Temperaturen beim Abschrecken die inverse Analyse zur Bestimmung von Wärmeübergangskoeffizienten einsetzen. Als Beispiel sei die Arbeit von Lainer [12] genannt. Lainer untersucht den Wärmeübergang von zylindrischen, ringförmigen und prismatischen Stahlgeometrien beim Abschrecken in Wasser, einer wässriger Polymerlösung sowie einem synthetischen Härteöl. Auf der Simulationsseite setzt er für die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten eindimensionale Berechnungsmodelle ein. Er beschreibt, dass im eindimensionalen Berechnungsmodell axiale Wärmeströme nicht berücksichtigt werden und damit ein gewisser Fehler auftritt. Dennoch stimmen die Temperaturen aus der thermischen Simulation  mit den gemessenen mit hinreichender Genauigkeit überein. Lainer betont, dass neben der Temperaturabhängigkeit auch die Ortsabhängigkeit des Wärmeübergangskoeffizienten für die Abschrecksimulation entscheidend ist. In der mechanischen Simulation werden die Entstehung der Eigenspannungen beim Abschrecken sowie der Einfluss der verschiedenen Abschreckmedien betrachtet. Da keine Eigenspannungsmessungen gemacht wurden, fehlt hier der Vergleich zwischen Simulation und Experiment. 

Raouafi et al. [19] untersuchen Stahlquadern mit unterschiedlichen Aussparungen beim Abschrecken in Öl und Wasser. Für die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wird auch hier die inverse Analyse in Kombination mit eindimensionalen Berechnungsmodellen bei an. Durch den Einsatz von temperatur- und ortsabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten gelingt in der thermischen Simulation eine gute Übereinstimmung zu den gemessenen Temperaturen. Dazu wird die Probenoberfläche in Teilflächen zergliedert und jeweils eigene temperaturabhängige Wärmeübergangskoeffizienten zugewiesen. Für Teilflächen, an denen keine oberflächennahe Temperaturmessung vorliegt, erfolgt die Anpassung der Wärmeübergangskoeffizienten durch angenommene Leidenfrost-Temperaturen. Berechnete Eigenspannungen werden gemessenen gegenübergestellt, wobei bereichsweise eine gute Übereinstimmung vorliegt. Bessere Übereinstimmung zeigt sich aber beim Vergleich des Verzugs aus Simulation und Experiment.  

Mit [56]

 REF _Ref128976948 \r \h 
[57] existieren weiteren Arbeiten, nach denen die Nachbildung experimentell ermittelter Werte (Temperatur, Eigenspannungen) deutlich zunimmt, wenn beim Wärmeübergang neben der Temperaturabhängigkeit auch die Ortsabhängigkeit berücksichtigt wird.

Der in dieser Arbeit gewählte Ansatz von Majorek [15] zur Bestimmung der Wärme​übergangskoeffizienten basiert auf Untersuchungen mit Stahlprobekörpern. Neben der Temperaturabhängigkeit des Wärmeübergangskoeffizienten zeigt Majorek, dass auch die Ortsabhängigkeit eine entscheidende Rolle spielt, da die Dauer und Verteilung der beim Abschrecken auftretenden drei Phasen (Dampffilm-, Koch- und Konvektionsphase) den Wärmeübergang sehr stark beeinflussen. Die Übertragung dieses Ansatzes auf Aluminiumgeometrien gelang nicht ohne weiteres, da die wesentlich höhere Wärmeleitfähigkeit des Aluminiums zu hohen axialen Wärmestromanteilen führt. In der inversen Analyse und einem rein eindimensionalen (radialen) Berechnungsmodell resultierten dadurch Wärmeübergangskoeffizienten, die im Gesamtmodell zu deutlichen Abweichungen zu den gemessenen Temperaturen führten. Daher wurde mit der retro-inversen Analyse ein Vorgehen zur Kompensation der axialen Anteile eingeführt, wodurch eine deutlich bessere Nachbildung der gemessenen Temperaturen ermöglicht wurde, d.h. die systematische Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wird dabei verbessert. Zwar ist die retro-inverse Analyse ist mit einem Mehraufwand verbunden, dafür aber universeller anwendbar, d.h. kann auch für andere Werkstoffe mit hoher Wärmeleitfähigkeit eingesetzt werden. Weiterhin wurde in der retro-inversen Analyse mit dem Eintauchprozess eine zusätzliche, sehr dynamische Randbedingung integriert, was dem realen Abschreckprozess besser entspricht. 

Thermische Simulation

In Abb. 5‑11 ist exemplarisch die berechnete Temperaturverteilung für den Versuch mit der „langsamsten“ Abkühlung (100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit, 50 °C Badtemperatur) für verschiedene Zeitpunkte dargestellt. In gleicher Weise wird dies in Abb. 5‑12 dies für das „schnellste“ Abschrecken (200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit, 5 °C Badtemperatur) gezeigt. Gut zu beobachten ist, dass sich beim langsamen Abschrecken die kühleren Zonen in der unteren Probenhälfte von der Stirnfläche ausgehend ausbreiten, was für einen deutlichen Wärmestrom auch in axialer Richtung spricht. Beim schnellen Abschrecken hingegen vollzieht sich die Wärmeabfuhr (ausgehend von den Stirnflächenkanten) über größere Bereiche der Mantelfläche nahezu gleichzeitig. Vom Ablauf her zeigen diese Temperaturverteilungen gute Übereinstimmung mit der Benetzungskinematik aus den Versuchen. 
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Abb. 5‑11 Temperaturverteilung in der Zylindergeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten bei 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur
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Abb. 5‑12 Temperaturverteilung in der Zylindergeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten bei 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Im Folgenden wird weiter auf das Vorhandensein eines axialen Wärmestroms eingegangen. Die thermische Simulation liefert neben den Temperaturen auch die in unterschiedlichen Raumrichtungen zu unterschiedlichen Zeiten vorliegende Wärmestromdichte. Für die folgenden Darstellungen wurde die Wärmestromdichte an ausgewählten Knoten des FEM-Netzes der Zylinderprobe übernommen. In Abb. 5‑13 ist für den Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur die radiale Wärmestromdichte über dem Radius für den Stirnflächenabstand 35 mm aufgetragen. Die Kurven geben die Wärmestromdichte zu unterschiedlichen Zeiten wieder. Entsprechend wird in Abb. 5‑14 die Wärmestromdichte in axialer Richtung gezeigt. Dabei sagen die negativen Werte aus, dass der Wärmetransfer in Richtung der unteren Stirnfläche erfolgt. In radialer Richtung wird die maximale Wärmestromdichte nach ca. 5,8 s erreicht, in axialer Richtung nach ungefähr 5 s. Betrachtet man in axialer Richtung die Wärmestromdichte bei Radius 0 mm, d.h. auf der Mittelachse, ergeben sich auch hier zeitweise hohe Werte, deren Maximum bis auf ca. 75 % des Maximums in radialer Richtung heranreicht. Dies bestätigt die These, dass bei Aluminium auch in axialer Richtung zeitweise sehr hohe Wärmeströme vorliegen, d.h. dass signifikanter Wärmetransfer von noch sehr heißen in bereits abgekühlte Bereiche des Werkstücks stattfindet. 

	Wärmestromdichte in radialer Richtung
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Abb. 5‑13 Wärmestromdichte in radialer Richtung bei Stirnflächenabstand 35 mm für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

	Wärmestromdichte in axialer Richtung
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Abb. 5‑14 Wärmestromdichte in axialer Richtung bei Stirnflächenabstand 35 mm für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Für den Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur sind die entsprechenden Diagramme der Wärmestromdichte in Abb. 5‑15 für die radiale und in Abb. 5‑16 für die axiale Richtung zu finden. Die maximale Wärmestromdichte in radialer Richtung fällt im Vergleich zum „schonenderen“ Abschrecken mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur ungefähr doppelt so hoch aus. Dafür ergibt sich in axialer Richtung ein deutlich niedrigerer Maximalwert, der nur noch ungefähr 10% des radialen ausmacht. Daher reichten bei den niedrigeren Badtemperaturen bereits wenige Iterationsschritte aus, um den axialen Wärmestromanteil am Gesamtwärmestrom zu kompensieren. 

	Wärmestromdichte in radialer Richtung
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Abb. 5‑15 Wärmestromdichte in radialer Richtung bei Stirnflächenabstand 35 mm für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur
	Wärmestromdichte in axialer Richtung
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Abb. 5‑16 Wärmestromdichte in axialer Richtung bei Stirnflächenabstand 35 mm für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Mechanische Simulation

Die mit der thermischen Simulation berechneten Temperaturen dienten als Input für die mechanische Simulation zur Berechnung der Eigenspannungen. An der Zylindergeometrie wurden keinen Eigenspannungsmessungen durchgeführt, da sich die Bohrlochmethode nicht für die stark gekrümmte Mantelfläche des Zylinders eignet. Daher konnten keine realen Messwerte zur Validierung der Eigenspannungssimulationen erzeugt werden. Dieser Vergleich mit reellen Daten kann erst für Quader- und Steggeometrie durchgeführt werden. Dennoch eignet sich die einfache Zylindergeometrie gut für theoretische Betrachtungen wie die Beurteilung des Einflusses der Abschreckparameter auf die Eigenspannungen unter Vergleich von isotroper und kinematischer Verfestigung. Beide Verfestigungsmodelle wurden in früheren Arbeiten zur Berechnung der Eigenspannungen aus dem Abschreckprozess verwendet (siehe Ausführungen in Kapitel 2.4.3) und stellen Vereinfachungen des tatsächlichen Werkstoffverhaltens dar. Obwohl laut [39] die Kombination beider Verfestigungsmodelle die beste Nachbildung des Werkstoffverhaltens liefert, wird das kombinierte Modell nicht oft angewendet, da dies mit aufwendigen Werkstoffanalysen verbunden ist. Auch in der vorliegenden Arbeit wurden diese Werkstoffanalysen nicht ermittelt. Stattdessen wurden die notwendigen Kennwerte aus Gleichungen und einer Materialdatenbank abgeleitet (siehe Kapitel 5.1). Der wesentliche Unterschied zwischen beiden Modellen macht sich vor allem während der Spannungsumkehr (im Kern von Druck- in Zugspannungen, im Randbereich von Zug- in Druckspannungen) bemerkbar. Da dies beim Abschrecken zutrifft, stellt sich die Frage, welches der beiden Modelle eine bessere Übereinstimmung mit den realen Gegebenheiten liefert.

In Abb. 5‑17 ist die zeitliche Spannungsentwicklung für die isotrope Verfestigung in radialer, axialer und tangentialer Richtung dargestellt. Als Basis für dieses Beispiel dienen die Temperaturverteilungen aus dem Simulationsversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur, da für das schnelle Abschrecken höhere Eigenspannungen zu erwarten sind. Als Randbedingung der Eigenspannungssimulation ist der Knoten im Zentrum der oberen Stirnfläche eingespannt, was der realen Anbindung an die Probenhalterung entspricht. In Kombination mit der 20-fach überhöhten Deformation wirkt die Darstellung, als würde die Zylindergeometrie nach oben hin stark schrumpfen. In gleicher Weise wird in Abb. 5‑18 die Spannungsentwicklung für die kinematische Verfestigung gezeigt. Zur Verdeutlichung der Unterschiede sind beide Legenden gleich skaliert. Im direkten Vergleich ergeben sich bei beiden Verfestigungsmodellen ähnliche Spannungsverteilungen, allerdings bilden sich bei der isotropen Verfestigung höhere Spannungswerte aus, sowohl im Zugspannungs-, als auch im Druckspannungsbereich. In dem hier gezeigten Beispiel ergeben aus der isotropen Verfestigung in radialer und tangentialer Richtung bis ca. 50 N/mm² höhere Spannungen, in axialer Richtung hingegen sind es bis zu 100 N/mm². Im weiteren Verlauf dieses Kapitels wird nochmals ein quantitativer Vergleich von Spannungsergebnissen aus isotroper und kinematischer Verfestigung (Abb. 5‑22) gegeben.

Gesamtheitlich betrachtet ergibt sich als Endzustand die für das Abschrecken typische Spannungsentwicklung und -verteilung, bei der in den Randbereichen Druckspannungen und in den Kernbereichen Zugspannungen vorliegen. Auch ist hier die beim Abschrecken typische Spannungsumkehr (siehe dazu Kapitel 2.3.2) in Rand- und Kernbereichen am besten sichtbar.

	Isotrope Verfestigung: Radiale Spannungsverteilung
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	Isotrope Verfestigung: Tangentiale Spannungsverteilung
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	Isotrope Verfestigung: Axiale Spannungsverteilung
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Abb. 5‑17 Spannungsverteilung für isotrope Verfestigung. Deformationen 20-fach überhöht. Basis bilden Temperaturen für Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

	Kinematische Verfestigung: Radiale Spannungsverteilung

	[image: image367.png]5, 811
(Ave. crit.: 75%)
+9.000e+01
+7.083e+01
+5.167e+01
+3.250e+01
+10333e+01
-5.833e+00
-2.500e+01
-4.317e+01
-6.333e+01
-8.250e+01
-1.017e+02
-1.208e+07
~1.200e+02




[image: image368.emf]z = 3

r = 1

φ = 2

z = 3

r = 1

φ = 2


	[image: image369.png]



	[image: image370.png]



	[image: image371.png]



	[image: image372.png]==




	[image: image373.png]=]





	
	1,0 s
	2,0 s
	3,0 s
	6,0 s
	15,0 s

	Kinematische Verfestigung: Tangentiale Spannungsverteilung
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	Kinematische Verfestigung: Axiale Spannungsverteilung
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Abb. 5‑18 Spannungsverteilung für kinematische Verfestigung. Deformationen 20-fach überhöht. Basis bilden Temperaturen für Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Nachfolgend soll beschrieben werden, worin der Unterschied zwischen den beiden Verfestigungsmodellen besteht. Dazu ist in Abb. 5‑19 für beide Verfestigungsmodelle der zeitliche Spannungs- und Dehnungsverlauf für den Punkt auf der Zylindermantelfläche bei Stirnflächenabstand 35 mm aufgetragen (Referenzversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur). Bei der isotropen Verfestigung kann man zunächst beobachten, dass der Spannungsanstieg mit einer Dehnungszunahme bzw. Verfestigung verbunden ist. Bei Eintritt der Spannungsumkehr nach ca. 1,6 s geht die Dehnung jedoch in einen konstanten Wert über. Eine Entfestigung findet an diesem betrachteten Punkt der Zylindergeometrie daher nicht statt. Betrachtet man die kinematische Verfestigung am selben Messpunkt, lässt sich auch hier mit dem Spannungsanstieg eine Dehnungszunahme erkennen. Doch mit Eintritt der Spannungsumkehr ergibt sich ein Abfall der Kurve, d.h. eine Entfestigung findet statt. Diese geht erst nach ca. 6 s in einen konstanten Wert über. Durch die Entfestigung werden Spannungen nicht in dem Maße wie bei der isotropen Verfestigung aufgebaut, d.h. dass sich insgesamt niedrigere Spannungswerte einstellen. Spannungen in radialer Richtung wurden nicht aufgetragen, da sie sich an der betrachteten Stelle der Oberfläche zu Null summieren.
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Abb. 5‑19 Zeitlicher Spannungs- und Dehnungsverlauf (plastisch) an der Zylindermantelfläche bei Stirnflächenabstand 35 mm. Basis bilden Temperaturen für Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

In gleicher Form wird in Abb. 5‑20 der Spannungs- und Dehnungsverlauf für den Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur, welcher im Überblick mit den anderen Parametern den schonenden Abschreckvorgang repräsentiert. Im direkten Vergleich der sich letztendlich einstellenden Spannungen ergeben sich bei beiden Verfestigungsmodellen sehr ähnliche Werte. Betrachtet man den Dehnungsverlauf der kinematischen Verfestigung, lässt sich hierfür nur eine geringe Entfestigung erkennen. Im Vergleich zur isotropen Verfestigung stellt sich somit im Ergebnis nur ein geringfügiger Unterschied ein, was letztlich zu den nahezu gleichen Spannungsergebnissen an dieser Stelle führt. 

Eine wichtige Schlussfolgerung daraus ist, dass moderate bzw. schonende Abkühlgradienten zu Spannungsergebnissen für kinematische und isotrope Verfestigung auf etwa gleichem Niveau führen.

	Isotrope Verfestigung
	Kinematische Verfestigung

	[image: image392.emf]-80

-60

-40

-20

0

20

40

60

0 3 6 9 12 15

Zeit [s]

Spannung [N/mm²]

Axial

Tangential


	[image: image393.emf]-80

-60

-40

-20

0

20

40

60

0 3 6 9 12 15

Zeit [s]

Spannung [N/mm²]

Axial

Tangential



	[image: image394.emf]-0.2

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

0 3 6 9 12 15

Zeit [s]

Dehnung [1.0E-03]

Axial

Tangential


	[image: image395.emf]-0.2

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

0 3 6 9 12 15

Zeit [s]

Dehnung [1.0E-03]

Axial

Tangential




Abb. 5‑20 Zeitlicher Spannungs- und Dehnungsverlauf (plastisch) an der Zylindermantelfläche bei Stirnflächenabstand 35 mm. Basis bilden Temperaturen für Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Abschließend soll der Einfluss der Abschreckparameter auf die Höhe der Spannungen gezeigt werden. Der Übersichtlichkeit halber werden die Spannungen allerdings nur an ausgewählten Punkten dargestellt (Abb. 5‑21). Es handelt sich dabei um einen Punkt an der Oberfläche und einem im Kern, jeweils für die Stirnflächenabstände 17,5 und 35 mm. 

	[image: image396.emf]z

r

x

x

x

x

Z35

Z17,5

17,5

35




Abb. 5‑21 Position ausgewählter Punkte zur Darstellung des Einflusses der Abschreckparameter

In Abb. 5‑22 sind für die Punkte 17,5 und 35 (gemäß Abb. 5‑21) die Maximalspannungen in axialer und tangentialer Richtung über den verschiedenen Abschreckparametern sowie für beide Verfestigungsmodelle dargestellt. Spannungswerte in radialer Richtung sind an der Mantelfläche gleich Null und daher hier nicht dargestellt. Die Kennzeichnung der Abschreckparameter erfolgt über Zahlenkürzel. Beispielsweise steht bei „135“ die „1“ für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und „35“ für 35 °C Badtemperatur (Tabelle 5‑2). Im Vergleich von isotroper und kinematischer Verfestigung ergeben sich in fast allen Fällen höhere Spannungen für die isotrope Verfestigung. Zurückzuführen ist das wie bereits erwähnt darauf, dass bei kinematischer Verfestigung mit der Spannungsumkehr eine Entfestigung eintritt, wodurch sich geringere Spannungen aufbauen. Beim isotropen Modell scheint keine Entfestigung in den betrachteten Punkten aufzutreten. Nur bei den Parametern 150 in tangentialer Richtung lässt sich beobachten, dass die Spannungen aus der kinematischen Verfestigung leicht über denen der isotropen liegen. Hier bestätigt sich erneut, dass bei moderater Abkühlung prinzipiell beide Verfestigungsmodelle für die Abschrecksimulation geeignet sind. In den betrachteten Punkten reicht die Differenz zwischen den Spannungswerten beider Verfestigungsmodelle bis zu ca. 55 N/mm². Zu beobachten ist zudem, dass mit Zunahme der Badtemperatur die Unterschiede in den Spannungswerten abnehmen. 

Über den Einfluss der Abschreckparameter auf die Spannungsmaxima ergibt sich eine eindeutige Tendenz. Die Maximalwerte fallen mit Zunahme der Badtemperatur ab. Dies gilt bei beiden Eintauchgeschwindigkeiten und beiden Verfestigungsmodellen. Doch während die isotrope Verfestigung große Differenzen zwischen den einzelnen Werten aufweist, liegen die Werte bei der kinematischen Verfestigung näher beieinander. Die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit bewirkt tendenziell einen Anstieg der Spannungswerte. Ausnahmen bilden in Punkt 35 die Maximalspannungen für 5 °C Badtemperatur.

	Eintauchgeschwindigkeit

[mm/s]
	100
	200

	Badtemperatur

[°C]
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	Zahlenkürzel
	105
	120
	135
	150
	205
	220
	235
	250


Tabelle 5‑2 Zusammensetzung der Zahlenkürzel

	Punkt 35

	Axial
	Tangential
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	Punkt 17,5

	Axial
	Tangential
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Abb. 5‑22 Maximalspannungen für beide Verfestigungsmodelle in den Punkten 17,5 und 35 im Vergleich der verschiedenen Abschreckparameter. Beispielsweise steht "135" für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 35 °C Badtemperatur

Für die Punkte Z17,5 und Z35 sind die entsprechenden Diagramme in Abb. 5‑23 aufgeführt, allerdings hier in radialer statt in tangentialer Richtung. Im Grunde treffen die oben gemachten Aussagen auch für diese beiden Punkte zu. Aber hier zeigen sich zwischen den Spannungswerten beider Verfestigungsmodelle geringere Differenzen. Stellt sich demnach bei der kinematischen Verfestigung (während der Spannungsumkehr) eine geringere Entfestigung ein, so ist auch mit geringen Unterschieden zwischen den Spannungsergebnissen aus beiden Verfestigungsmodellen zu rechnen. In diesen Fällen können auch die Spannungen aus der kinematischen Verfestigung sogar leicht über denen aus der isotropen Verfestigung, wie z.B. für 50 °C Badtemperatur bei den Werten in radialer Richtung zu ersehen ist.

	Punkt Z35

	Axial
	Radial
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	Punkt Z17,5

	Axial
	Radial

	[image: image403.emf]0

20

40

60

80

100

120

140

160

105 120 135 150 205 220 235 250

Abschreckparameter

Spannung [N/mm²]

Isotrop

Kinematisch


	[image: image404.emf]0

20

40

60

80

105 120 135 150 205 220 235 250

Abschreckparameter

Spannung [N/mm²]

Isotrop

Kinematisch




Abb. 5‑23 Maximalspannungen für beide Verfestigungsmodelle in den Punkten Z17,5 und Z35 im Vergleich der verschiedenen Abschreckparameter. Beispielsweise steht "135" für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 35 °C Badtemperatur

Für die Zylinderprobe bestätigt sich damit, dass mit dem Abfall des Temperaturgradienten zwischen Kern und Oberfläche (siehe Kapitel 4.1.2) auch die Spannungen zurückgehen. Dieser Temperaturgradient, der mit höherer Badtemperatur ab- und mit niedrigerer Eintauchgeschwindigkeit zunimmt, dominiert die Spannungsentwicklung. Der axiale Temperaturgradient (zwischen Punkten mit unterschiedlichem Stirnflächenabstand), der durch die Badtemperatur zunimmt (siehe Kapitel 4.1.2), scheint hingegen auf die Spannungsentwicklung der Zylinderprobe einen vergleichsweise geringen Einfluss auszuüben.

Dies trifft für beide Verfestigungsmodelle zu. In den meisten Fällen liefert die isotrope Verfestigung aber höhere Spannungen. Mit Zunahme der Badtemperatur reduzieren sich die Unterschiede in den Spannungsergebnissen beider Verfestigungs​modelle. Bei 20 °C Badtemperatur bestehen an den betrachteten Punkten noch Spannungsunterschiede bis ca. 25 N/mm², während bei 50 °C kaum Unterschiede zwischen den beiden Modellen erkennbar sind. Daraus lässt sich auch erklären, warum sich bei moderaten Abkühlraten prinzipiell beide Verfestigungsmodelle für die Eigenspannungssimulation eignen. 

Welches Modell nun tatsächlich bessere Übereinstimmung mit der Realität liefert, kann für die Zylindergeometrie aufgrund des Mangels an experimentellen Messwerten nicht beantwortet werden, wird aber bei Quader- und Steggeometrie betrachtet.

Quadergeometrie

3.1.4 FEM-Netz

Auch bei der Quadergeometrie konnten Symmetrieeigenschaften zur Reduktion der Geometrie genutzt werden. Statt der höchstmöglichen Reduktion auf ein Achtel eines radialen Sektors wurde der Anschaulichkeit halber ein Quadrant gewählt. Dies ist in Abb. 5‑24 zusammen mit den auf die reduzierte Geometrie projizierten Thermoelementpositionen dargestellt. Das zugehörige FEM-Netz ist in Abb. 5‑24b dargestellt. Es besteht aus insgesamt 8349 Hexa-Elementen. Für den späteren Vergleich mit den Thermoelementmessungen wurden an entsprechenden Knoten des FEM-Netzes die berechneten Temperaturen ausgelesen (siehe dazu auch Kapitel 5.2.1). 
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Abb. 5‑24a) Flächensymmetrischer Ausschnitt im Quader als Basis für das FEM-Netz mit Angabe des Stirnflächenabstandes für die Thermoelementpositionen b) Flächensymmetrisches FEM-Netz der Quadergeometrie

3.1.5 Beschreibung der thermischen Simulation

Die Vorgehensweise beim Gesamtmodell der Quadergeometrie entspricht im Wesentlichen derjenigen der Zylindergeometrie (Kapitel 5.2.2). Dies bedeutet, dass der Eintauchvorgang selbst für die Wärmeabfuhr eine Rolle spielt. Die Luft-Wasser-Phasengrenze wird mit der vorgegebenen Eintauchgeschwindigkeit in positiver z-Richtung über die Quadergeometrie bewegt. Oberflächenbereiche, die sich in der Luft-Phase befinden, erfahren keine Wärmeabfuhr. Der Wärmetransfer in der Wasser-Phase erfolgt nach Dampf, Koch- und Konvektionsphase. Bei der Zylindergeometrie wurden die temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten zusätzlich über dem Stirnflächenabstand variiert. Die Wärmeübergangskoeffizienten wurden dabei mit Hilfe der über dem Stirnflächenabstand verteilten Thermoelementmessungen ermittelt. Dies wurde so auch für die Quadergeometrie durchgeführt, doch hier ergibt sich durch die komplexere Geometrie zusätzliche Komponenten, so dass die Wärmeübergangskoeffizienten nicht nur über dem Stirnflächenabstand (axial: 52,5 – 35 – 17,5 – 1) variiert, sondern auch lateral, d.h. in x- bzw. y-Richtung. Hintergrund ist einerseits der lateral variierende Abstand zum Zentrum, vor allem aber, dass an Kanten der Wärmeübergang anders zu betrachten ist als in der Fläche, was sich letztlich darin äußert, dass der Dampffilm an solchen Stellen früher zusammenbricht. So wurde mit Hilfe der Messung K35 ( (Abb. 5‑24a) eine weitere Wärmeübergangskurve bestimmt. Für die Bereiche zwischen den Mess​punkten 35 und K35 wurden die Wärmeübergangskurven (genauso wie in Abb. 5‑4 dargestellt) linear interpoliert. Da mit dem Messpunkt K35 die einzige Messung an einer Kante vorlag, wurde die zugehörige Wärmeübergangskurve für alle Stirnflächenabstände übernommen. 

3.1.6 Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten

Auch die Vorgehensweise zur Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wurde prinzipiell auf die gleiche Weise wie für die Zylindergeometrie (siehe Kapitel 5.2.3) durchgeführt. Allerdings wurden hier andere FEM-Modelle verwendet, die einen näherungsweise eindimensionalen Wärmetransfer ermöglichten. In Abb. 5‑25 sind die verwendeten FEM-Modelle dargestellt. Das obere der drei FEM-Netze wurde für die Wärmeübergangs​koeffizienten der Stirnflächenabstände 17,5 – 35 – 52,5 mm verwendet und bildet eine rein eindimensionale Wärmeabfuhr nach. Das mittlere Netz hingegen für den Messpunkt mit Stirnflächenabstand 1 mm für die einfache Nachbildung der Wärmeabfuhr an der Kante der unteren Stirnfläche, d.h. der Unterschied zwischen beiden Netzen besteht in den Flächen, an denen die Wärmeabfuhr (rot gekennzeichnet) stattfindet. Das untere der drei Netze wurde für die Wärmeübergangskoeffizienten am Messpunkt K35 eingesetzt und bildet in einfacher Form die Wärmeabfuhr an der Kante nach. Durch die zusätzliche Definition von Symmetrierandbedingungen wurde gewährleistet, dass über die Dicke kein Wärmefluss stattfindet. Die Wärmeübergangskoeffizienten einer Iteration der inversen Analyse wurden dann als genau genug betrachtet und übernommen, wenn das Residuum (durchschnittliche Abweichung zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen über dem betrachteten Zeitintervall) zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen kleiner gleich 6 °C war. Doch resultierte für die meisten Berechnungen ein Residuum zwischen 2 und 4,5 °C. Damit ergibt sich insgesamt eine sehr gute Übereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Temperaturkurven, da auch das Residuum der drei Einzelmessungen zur gemittelten Kurve auf diesem Niveau liegt. 
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Abb. 5‑25 FEM-Netze in ProCast zur Ermittlung von Wärmeübergangskoeffizienten mit Hilfe der inversen Analyse. Obere Darstellung zeigt Netz für Stirnflächenabstände 17,5 – 35 – 52,5 mm. Netz im mittleren Bild für Stirnflächenabstand 1mm. Unteres Netz für Messpunkt K35.

Genauso wie für die Zylindergeometrie wurde die endgültige Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten über die mehrfache Anwendung der inversen Analyse vollzogen (siehe Abb. 5‑9). Abbruchkriterium für die Iteration im Gesamtmodell ein war ein Residuum zwischen den gemessenen und berechneten Temperaturen von kleiner gleich 10 °C. Allerdings ergab sich für die meisten Berechnungen im letzten Iterationsschritt ein Residuum kleiner 6 °C, d.h. was wiederrum auf dem Niveau der Abweichung zwischen Einzelmessungen und gemittelten Kurve liegt. Als Beispiel ist in Abb. 5‑26 für den Abschreckversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur der Vergleich von Temperaturkurven und Wärmeübergangsko-effizienten dargestellt. Zu sehen sind für ausgewählte Messpunkte die Temperatur-kurven aus der Messung, der ersten Iteration (Wärmeübergangskoeffizienten aus der ersten inversen Analyse) mit den der letzten Iteration (nach mehrfachen Durchlaufen der Optimierungsschleife gemäß Abb. 5‑9) gegenübergestellt. Während für die erste Iteration sehr deutliche Differenzen zwischen Messung und Berechnung vorliegen, zeigen die Temperaturkurven der letzten Iteration hinnehmbare Unterschiede zur Messung auf. Dies gilt auch für das Probenzentrum (Z35), wo sich das Temperatur-bild aus den Abkühlbedingungen der gesamten Probe zusammensetzt (daher auch kein zugehöriges Diagramm zu Wärmeübergangskoeffizienten). Der Übersichtlich-keit halber wurden auf die auf die Darstellung der Wärmeübergangskoeffizienten für Messpunkt 17,5  verzichtet. Für das gezeigte Beispiel ergab sich im letzten Iterationsschritt ein maximales Residuum von 4,4 °C, das beim mit Stirnflächenabstand 35 mm vorlag. Ingesamt zeigt sich also eine gute Übereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Temperaturen. Betrachtet man die zugehörigen Wärmeübergangskoeffizienten der ersten und letzten Iteration, fällt die immens große Differenz auf. Ursache dafür ist, dass die für die inversen Analyse verwendeten FEM-Modelle (Abb. 5‑25) die Wärmeabfuhr der gesamten Probe wesentlich schlechter nachbilden, als dies bei der Zylindergeometrie der Fall war. Tatsächlich findet ja eine dreidimensionale Wärmeabfuhr innerhalb der Quader-geometrie statt, die verglichen mit der Zylindergeometrie wegen des Kanteneffektes noch wesentlich ausgeprägter ist. Diese Abweichung kann jedoch durch die Anwendung der in Abb. 5‑9 bechriebenen Vorgehensweise kompensiert werden. 
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Abb. 5‑26 Für alle Stirnflächenabstände [mm]: Linke Spalte zeigt Vergleich zwischen Temperaturen aus Messung, erster und letzter Iteration. Rechte Spalte über Wärmeübergangskoeffzienten der ersten und letzten Iteration. Daten basieren auf Abschreckversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Vergleicht man weiterhin die Wärmeübergangskoeffizienten für Stirnflächenabstand 35 mm und K35, sind auch hier deutliche Unterschiede festzustellen. Die eingeführte zusätzliche laterale Variation der Wärmeübergangskoeffizienten ergibt daher durchaus Sinn. Bei der Anwendung der gleichen Wärmeübergangskoeffizienten für beide Messpunkte wären ansonsten größere Abweichungen zu den gemessenen Temperaturen die Folge.

Die letztendlich erzielte gute Übereinstimmung zwischen gemessenen und berechne-ten Kurven zeigt daher, dass die beschriebene Vorgehensweise der thermischen Simulation und der Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten auch für die Quadergeometrie anwendbar ist.

Thermische Simulation

Nachfolgend sollen zwei Beispiele für die Temperaturverteilung während des Abschreckens gegeben werden. Das erste zeigt in Abb. 5‑27 die berechnete Temperaturverteilung für den Versuch mit der „schonendsten“ Abkühlung (100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit, 50 °C Badtemperatur) für verschiedene Zeitpunkte. Hier beginnt die Abkühlung an der unteren Ecke und breitet sich über die Kanten auf die gesamte Geometrie aus. Gut zu beobachten ist zudem das Wärmezentrum, d.h. die Zone, die zuletzt abkühlt.
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Abb. 5‑27 Temperaturverteilung in der Quadergeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

In gleicher Weise wird in Abb. 5‑28 die Temperaturverteilung für das „schroffste“ Abschrecken (200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit, 5 °C Badtemperatur) gezeigt. Auch hier breitet sich die Abkühlung ausgehend von der unteren Ecke über die Kanten zuerst nach oben aus und anschließend lateral über die Seitenfläche. Doch hier verläuft die Abkühlung über die Kanten in kürzerer Zeit ab. Auch bei der Quadergeometrie ergibt sich vom Ablauf her eine gute Übereinstimmung mit der Benetzungskinematik aus den Versuchen. Die Unterschiede zwischen den Temperaturverteilungen der beiden Parametersätze fallen wesentlich geringer aus, als dies bei der Zylindergeometrie der Fall war und deckt sich so mit den Beobachtungsergebnissen der Benetzungskinematiken.
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Abb. 5‑28 Temperaturverteilung in der Quadergeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten für 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Nachfolgend soll auch für die Quadergeometrie der axiale Wärmestrom betrachtet werden. Zu diesem Zweck werden die Wärmeströme gemäß Abb. 5‑29 für die Schnittebene mit Stirnflächenabstand 35 mm betrachtet. In Abb. 5‑30 ist für den Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur die Wärmestromdichte in axialer Richtung (z) sowie in horizontaler Richtung (x und y) für verschiedene Zeitpunkte aufgetragen. Die negativen Werte bedeuten hier, dass der Wärmetransfer in Richtung der unteren Stirnfläche erfolgt. Die axiale Wärmestromdichte steigt zunächst an der Kante (Messpunkt K35) an, im Laufe der Abkühlung erhöht die Wärmestromdichte jedoch auch in der Flächenmitte (Messpunkt 35) und im Probenzentrum (Messpunkt Z35). Im Probenzentrum ergeben sich Maximalwerte der axialen Wärmestromdichte in ähnlicher Größenordnung wie an der Kante. Im Vergleich dazu ergeben sich bei der horizontalen Wärmestromdichte Maximalwerte, die um den Faktor 10 höher sind als die der axialen. Auch hier steigt die horizontale Wärmestromdichte zuerst an der Kante stark an. Im weiteren Verlauf verlagert sich die maximale Wärmeabfuhr zur Flächenmitte, d.h. von K35 zu 35. Dies deckt sich mit der beobachteten Benetzungskinematik, in der sich die Benetzungsfront von der Kante ausgehend zur Flächenmitte hin bewegt. Daraus lässt sich schlussfolgern, dass bei der Quadergeometrie zwar ebenfalls axial Wärme abgeführt wird, die wesentlich höhere Wärmeabfuhr jedoch in horizontaler Richtung stattfindet. Die Komplexität der Wärmeabfuhr ergibt sich daraus, dass sich das Maximum der horizontalen Wärmestromdichte im Laufe der Abkühlung von der Kante zur Flächenmitte (von K35 zu 35) hin verlagert. 
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Abb. 5‑29 Schnittebene bei Stirnflächenabstand 35 mm für die Analyse der Wärmestromdichte

In Abb. 5‑31 sind die zugehörigen Diagramme für den Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur zu sehen. Auch hier ergibt sich zwischen den Maximalwerten zwischen axialer und horizontaler Wärmestromdichte ein Faktor von ca. 8. In ähnlicher Form steigt die Wärmestromdichte zunächst an der Kante an, doch verlagert sich von dort aus der Ort der höchsten Wärmeabfuhr zur Flächenmitte hin. 

Aus dem Vergleich von Abb. 5‑30 und Abb. 5‑31 (schonendstes und schroffstes Abschrecken) kann man feststellen, dass der Unterschied in der Wärmeabfuhr beider Versuche weitaus geringer ist, als dies für die Zylindergeometrie der Fall war. Dies deckt sich mit den Ergebnissen aus der Analyse der Benetzungskinematiken. Ingesamt zeigt die Analyse des Wärmestromes, dass die Wärmeabfuhr bei der Quadergeometrie ein komplexer dreidimensionaler Vorgang ist.
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	Horizontale Wärmestromdichte
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Abb. 5‑30 Axiale und Horizontale Wärmestromdichte in Schnittebene mit Stirnflächenabstand 35 mm für verschiedene Zeitpunkte. Referenzversuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur 

	 Axiale Wärmestromdichte
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	Horizontale Wärmestromdichte
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Abb. 5‑31 Axiale und Horizontale Wärmestromdichte in Schnittebene mit Stirnflächenabstand 35 mm für verschiedene Zeitpunkte. Referenzversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur 


Mechanische Simulation

Im Folgenden werden die Eigenspannungen beim Abschrecken der Quadergeometrie diskutiert und der Vergleich mit Messwerten gezogen. Dabei soll geprüft werden, welches der beiden Verfestigungsmodelle bessere Übereinstimmung mit den Messwerten zeigt. Als Beispiel ist in Abb. 5‑32 die Spannungsentwicklung für die isotrope Verfestigung in den drei Raumrichtungen auf der Basis der Versuchsparameter 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur dargestellt. Dieser Versuch, der das abrupteste Abschrecken darstellt, eignet sich besonders gut zur Illustration und zum Vergleich der experimentellen Daten mit den angewandten Modellen. Als Randbedingung der Simulation ist der Knoten im Zentrum der oberen Stirnfläche eingespannt, was der realen Anbindung an die Probenhalterung entspricht. In Kombination mit der 20-fach überhöhten Deformation wirkt die Darstellung, als würde die Quadergeometrie nach oben hin stark schrumpfen. Entsprechend wird in Abb. 5‑33 die Spannungsentwicklung für die kinematische Verfestigung gegenübergestellt. Zur Verdeutlichung der Unterschiede sind die Legenden beider Verfestigungsmodelle wieder gleich skaliert. Bei beiden Verfestigungsmodellen bilden sich im Laufe der Abkühlung qualitativ ähnliche Spannungsverteilungen aus. Für die isotrope Verfestigung ergeben sich jedoch in allen drei Raumrichtungen höhere Zug– und Druckspannungen aus. Die Ursache dafür wurde bereits in Kapitel 5.2.5 beschrieben. Ein quantitativer Vergleich der Spannungswerte folgt im weiteren Verlauf dieses Kapitels.

	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in x-Richtung
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	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung
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	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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Abb. 5‑32 Spannungsverteilung für isotrope Verfestigung. Deformationen 20-fach überhöht. Referenzversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in x-Richtung
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	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung
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	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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Abb. 5‑33 Spannungsverteilung für kinematische Verfestigung. Deformationen 20-fach überhöht. Referenzversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Abb. 5‑34 ist der Spannungsverlauf in der Schnittebene gemäß Abb. 5‑29 in y- und z-Richtung anschaulich für beide Verfestigungsmodelle dargestellt. In z-Richtung bilden sich zunächst an der Kante (Messpunkt K35) höhere Zugspannungen aus. Nach der Spannungsumkehr entstehen in diesem Bereich die höchsten Druckspannungen, während im Kern die höchsten Zugspannungen entstehen. In y-Richtung entstehen die höchsten Zugspannungen zuerst in der Flächenmitte (Messpunkt 35). Nach der Spannungsumkehr herrschen dort schließlich die höchsten Druckspannungen vor. Die Spannungsverteilung in x-Richtung ist flächensymmetrisch zu der in y-Richtung bezüglich der Diagonalebene, die durch die z-Achse und die Aussenkante der Quadergeometrie definiert ist.

Allgemein betrachtet ergibt sich als Endzustand die für das Abschrecken typische Spannungsverteilung, bei welcher in den Randbereichen Druckspannungen und in den Kernbereichen Zugspannungen vorliegen. Hier findet sich eine außerordentlich anisotrope Verteilung der unterschiedlichen Spannungszustände über das Probevolumen, z.B. liegt die Zone der höchsten Druckspannungen in z-Richtung an der Kante, während in y-Richtung das entsprechende Maximum an der Flächenmitte vorzufinden ist.

	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung
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	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung
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Abb. 5‑34 Spannungen in y- und z-Richtung in Schnittebene mit Stirnflächenabstand 35 mm für verschiedene Zeitpunkte. Referenzversuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Die berechneten Eigenspannungen werden im Folgenden den an ausgewählten Punkten der Quadergeometrie gemessenen gegenübergestellt. Die Eigenspannungsmessungen wurden an den drei oberflächenahen Punkten mit Stirnflächenabstand 17,5 - 35 und 52,5 mm durchgeführt. Deren Lage ist in Abb. 5‑24a dargestellt und entspricht den jeweiligen Temperatur-Messpunkten. Für den Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur sind die jeweiligen Diagramme in Abb. 5‑35 dargestellt. Die linke Spalte zeigt für die drei Punkte die Spannungen in z-Richtung, während in der rechten Spalte jeweils die Kurven in y-Richtung abgebildet sind. Die berechneten Eigenspannungen wurden an entsprechenden Knoten des FEM-Netzes ermittelt und zeigen Werte aus isotroper und kinematischer Verfestigung. Aus der Messung wurden Werte für Bohrungstiefen zwischen 0,2  und ca. 0,8 mm übernommen (siehe dazu Erläuterungen in Kapitel 3.2). Bei den gemessenen Werten ist eine Messunsicherheit von 15% zu berücksichtigen. Vergleicht man die Spannungen zunächst nur in z-Richtung, zeigt sich bezüglich der Größenordnung zwar eine gute Übereinstimmung zwischen gemessener und beiden berechneten Kurven, die gemessene Kurve zeigt jedoch keine eindeutige Korrelation mit einer der berechneten Kurven. Tendenziell besteht hier eine höhere Deckungsgleichheit mit den Werten aus der isotropen Simulation. Bei den Spannungen in y-Richtung hingegen ergibt sich zwischen den gemessenen und den Werten aus dem kinematischen Modell die bessere Übereinstimmung. In Abb. 5‑36 sind die zugehörigen Diagramme basierend auf dem Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur zu sehen. Die Spannungen in z-Richtung ergeben insgesamt eine gute Übereinstimmung zwischen gemessenen und berechneten Kurven. Allerdings liegen zwischen den Werten aus kinematischer und isotroper Verfestigung ohnehin nur geringe Unterschiede vor. Dies bestätigt die bereits gemachte Aussage, dass eine schonendere Abkühlung die Unterschiede aus beiden Verfestigungsansätzen geringer werden lässt. In y-Richtung zeigt erneut die kinematische Kurve die bessere Übereinstimmung zu den gemessenen Werten.

Ingesamt decken sich die Messwerte in den meisten Fällen geringfügig besser mit den Spannungen aus der kinematischen Verfestigung. Dies bestätigt wiederum frühere Aussagen, wonach man die beste Übereinstimmung mit einer Kombination von beiden Verfestigungsmodellen erreicht. Weiterhin sei angemerkt, dass die verwendeten Spannungs-Dehnungskurven in jedem Falle eine gute Annäherung des realen Material​verhaltens darstellen, da die berechneten Eigenspannungen durchgängig näherungsweise den gemessenen entsprechen. Darauf basierend wird davon ausgegangen, dass auch die Eigenspannungssimulationen bei der Zylindergeometrie (siehe Kapitel 5.2.5) ähnlich gute Ergebnisse liefern. 
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Abb. 5‑35 Vergleich gemessener und berechneter Eigenspannungen für Punkte mit unterschiedlichen Stirnflächenabstand. Messungen basieren auf Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur
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Abb. 5‑36 Vergleich gemessener und berechneter Eigenspannungen für Punkte mit unterschiedlichen Stirnflächenabstand. Messungen basieren auf Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Zuletzt soll auch für die Quadergeometrie der Einfluss der Abschreckparameter auf die Spannungsmaxima gegeben werden. Dazu werden die Spannungen an den in Abb. 5‑37 gezeigten Punkten 35 (an der Oberfläche), Z35 (Zentrum) und K35 (Kante) aufgetragen. 
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Abb. 5‑37 Position ausgewählter Punkte zur Darstellung des Einflusses der Abschreckparameter
In Abb. 5‑38 sind für die genannten Punkte die Maximalspannungen jeweils in z- und y-Richtung über den verschiedenen Abschreckparameter und beiden Verfestigungsmodellen dargestellt. Für K35 betragen die Spannungen in y-Richtung Null, so dass auf das zugehörige Diagramm verzichtet werden kann. Die Kennzeichnung der Abschreckparameter erfolgt wie zuvor bei der Zylinderprobe über Zahlenkürzel. So steht das beispielsweise das Kürzel „135“ für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 35 °C Badtemperatur (Tabelle 5‑3). Der Übersichtlichkeit wegen sind alle Spannungen dem Betrag nach aufgeführt. Im Vergleich von isotroper und kinematischer Verfestigung ergeben sich in fast allen Fällen höhere Spannungen für die isotrope Verfestigung. Ausnahmen bilden nur die beiden Versuche mit 50 °C Badtemperatur in z-Richtung von Punkt 35. Bereits bei der Zylindergeometrie wurde angemerkt, dass die Unterschiede zwischen den Spannungsergebnissen beider Verfestigungsmodelle umso größer sind, je schneller das Abschrecken erfolgt. Daher ist es nicht verwunderlich, dass die höchsten Differenzen an der Kante, wo der Quader am schnellsten abkühlt, vorzufinden sind. Die maximale Differenz zwischen den Spannungswerten beider Verfestigungsmodelle erreicht Werte bis 87 N/mm², unterscheiden sich also um maximal 78%. Im Vergleich zur Zylindergeometrie ergeben sich höhere Spannungswerte, was gemäß der höheren Abkühlraten auch zu erwarten war. Dies deckt sich weitgehend mit der beobachteten Benetzungskinematik, da der Dampffilm bei allen Badtemperaturen an den Kanten insgesamt sehr früh zusammenbricht. Für die Punkte 35 und Z35 kann man beobachten, dass die Differenzen zwischen den Spannungen beider Verfestigungsmodelle mit Zunahme der Badtemperatur absinken.

Über den Einfluss der Badtemperatur auf die Spannungsmaxima ergibt sich bis auf eine Ausnahme eine ähnliche Tendenz wie bei der Zylindergeometrie. Prinzipiell fallen die Spannungen mit steigender Badtemperatur ab. Die Ausnahme bildet der Versuch basierend auf 5 °C Badtemperatur, bei dem sich teils niedrigere Werte ergeben als bei 20 °C Badtemperatur. Ursache dafür ist, dass bei 5 °C Badtemperatur an den Punkten 35 und Z35 die Übereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Temperaturen zwar innerhalb der vorgegebenen Grenzwerte liegt, dennoch nicht so gut ist wie bei den übrigen Badtemperaturen, d.h. sich diese Ausnahme aus der thermischen Simulation ergibt. Weiterhin ist davon auszugehen, dass sich die Spannungsmaxima je nach Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit leicht verlagern, ohne dass dies bei einer rein punktuellen Betrachtung notwendigerweise bemerkbar wird. So bewirkt auch die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit nicht in allen Fällen einen Anstieg der Spannungen. Hier wird jedoch davon ausgegangen, dass die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit und Senkung der Badtemperatur höhere Abkühlraten und damit gesamtheitlich auch höhere Spannungen bewirkt. Zusammenfassend kann also gesagt werden, dass der Einfluss der Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit auf die Eigenspannungen ähnlich wie bei der Zylindergeometrie ist, jedoch aufgrund der Geometrie eine komplexere Spannungsverteilung vorliegt.

	Eintauchgeschwindigkeit

[mm/s]
	100
	200

	Badtemperatur

[°C]
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	Zahlenkürzel
	105
	120
	135
	150
	205
	220
	235
	250


Tabelle 5‑3 Zusammensetzung der Zahlenkürzel

	Punkt 35

	z-Richtung
	y-Richtung
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	Punkt Z35

	z-Richtung
	y-Richtung
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	Punkt K35

	z-Richtung
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Abb. 5‑38 Maximalspannungen für beide Verfestigungsmodelle in den Punkten 35, Z35 und K35 im Vergleich der verschiedenen Abschreckparameter. Beispielsweise steht "135" für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 35 °C Badtemperatur

3.2 Steggeometrie

3.2.1 FEM-Netz

Wie bei den anderen Geometrien wurden auch bei der Steggeometrie Symmetrieeigenschaften ausgenutzt. Abb. 5‑39a zeigt, dass die ursprüngliche Geometrie auf ein Viertel reduziert wurde. Weiterhin sind die projizierten Thermoelementpositionen samt Bezeichnung eingezeichnet. Das zugehörige FEM-Netz ist in Abb. 5‑39b dargestellt. Es setzt sich aus 10486 Hexa-Elementen zusammen. Der Vergleich zwischen Thermoelementmessungen und berechneten Temperaturen wurde an entsprechend Knoten des FEM-Netzes (siehe dazu auch Kapitel 5.2.1) vollzogen. 
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Abb. 5‑39 a) Flächensymmetrischer Ausschnitt in der Steggeometrie als Basis für das FEM-Netz mit Angabe des Stirnflächenabstandes für die Thermoelementpositionen b) Flächensymmetrisches FEM-Netz der Steggeometrie

Beschreibung der thermischen Simulation

Bei der thermischen Simulation der Steggeometrie wurde grundsätzlich dieselbe Systematik wie bei der Quadergeometrie angewandt. Betrachtet man die Benetzungskinematik beider Geometrien im Vergleich, bewegt sich die Benetzungsfront beginnend an der unteren Ecke, der Stirnflächenkante und der vertikalen Kante hin über die gesamte Fläche. Erreicht die Benetzungsfront bei der Steggeometrie jedoch die beiden Aussparungen, verläuft die weitere Benetzungskinematik wesentlich komplexer ab. Trotz der zusätzlichen Komplexität wird für die thermische Simulation des Gesamtmodells die lokale Variation der Wärmeübergangskoeffizienten analog zur Quadergeometrie durchgeführt. Mit der Anzahl der Thermoelementpositionen (Abb. 5‑39a) gelingt es nur einen Teil der Steggeometrie thermisch gut zu erfassen, so dass hier weitere Vereinfachungen getroffen wurden, auf die nachfolgend eingegangen werden soll.

Auch für diese Geometrie spielt der Eintauchprozess eine wichtige Rolle. Dabei wird die Luft-Wasser-Phasengrenze wie zuvor bei den anderen Probekörpern mit der vorgegebenen Eintauchgeschwindigkeit in positiver z-Richtung über die Steggeometrie bewegt. Oberflächenbereiche, die sich in der Luft-Phase befinden, erfahren keine Wärmeabfuhr. Der Wärmetransfer in der Wasser-Phase erfolgt nach Dampf, Koch- und Konvektionsphase. Wie bei der Quadergeometrie werden die temperaturabhängigen Wärmeübergangskoeffizienten über dem Stirnflächenabstand und auch in Querrichtung (y-Richtung) variiert. Hintergrund ist auch hier, einerseits der lateral variierende Abstand zum Zentrum, vor allem aber, dass an Kanten der Wärmeübergang anders zu betrachten ist als in der Fläche, weil der Dampffilm an geometrischen Störstellen wie z.B. Kanten früher zusammenbricht. Da mit dem Messpunkt bei Stirnflächenabstand 45 mm die einzige oberflächennahe Messung in der Flächenmitte (y = 0 mm) vorliegt, werden die für diese Position ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten für die gesamte Probenhöhe übernommen. An der Seitenkante liegen bei 1 und 45 mm (A45) Stirnflächenabstand zwei Messpunkte vor, die für die Interpolation zwischen Flächenmitte und Seitenkante übernommen wurden. Im Bereich der unteren Stirnfläche wurden zwischen den Wärmeübergangskoeffizienten der Messpunkte 1 und 45 (Abb. 5‑39a) interpoliert, während dies für die restliche Probe zwischen den Wärmeübergangs​koeffizienten 45 und A45 durchgeführt wurde. Am Messpunkt 1 sind andere Wärmeübergangskoeffizienten zu erwarten als am Messpunkt A45. Eine Interpolation nahe der unteren Stirnfläche erfolgt daher sinnvollerweise zwischen den Wärmeübergangskoeffizienten der Messpunkte 1 und 45. Die Temperaturen der Messpunkte Z45, B45 und 61 wurden dabei zur Kontrolle herangezogen, nicht aber für die Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten. Eine wichtige Rolle nimmt dabei der Vergleich von gemessenen und berechneten Temperaturen für die Messposition 61 ein. Grund dafür ist, dass für diese Position die Wärmeübergangskoeffizienten von anderen Messpunkten übernommen wurden. Die Wärmeübergangskoeffizienten wurden bei der Steggeometrie demnach nur in z- und y-Richtung variiert, nicht aber in x-Richtung, d.h. es wurde nicht zwischen der Frontfläche und den übrigen Flächen wie Innenfläche der Bohrungen, Seiten- und Stirnflächen unterschieden.

3.2.2 Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten

Die Vorgehensweise zur Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten wurde im Prinzip bereits bei der Zylindergeometrie (siehe Kapitel 5.2.3) beschrieben. Unterschiede ergaben sich bei den verwendeten FEM-Modellen. Für Zylinder- und Quadergeometrie kamen näherungsweise eindimensionale Modelle zum Einsatz. Die Wärmeübergangskoeffizienten der ersten und letzten Iteration zeigten bei der Zylindergeometrie bereits deutliche Unterschiede, die Abweichungen waren jedoch bei der Quadergeometrie sehr viel größer. Ursache dafür war, dass die tatsächlich dreidimensional erfolgende Wärmeabfuhr der Quadergeometrie durch die verwendeten eindimensionalen Modelle nur sehr grob angenähert werden konnte. Um bei der Steggeometrie eine bessere Annäherung an die reale Wärmeabfuhr und damit weniger Iterationsschritte bei der Optimierung zu ermöglichen, wurden teils zweidimensionale FEM-Modelle verwendet. In Abb. 5‑40 sind die entsprechenden FEM-Netze zu sehen. Die beiden Netze der oberen Darstellung wurden für die Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten bei Stirnflächenabstand 45 mm, jeweils im inneren und äußeren Steg, verwendet. Diese bilden die tatsächliche Wärmeabfuhr an der Kante (rot markierte Flächen) besser nach, sind dennoch noch einfach genug um niedrigre Rechenzeiten zu realisieren. Das untere Netz kam für den Messpunkt mit Stirnflächenabstand 1 mm zum Einsatz. Die Symmetrierandbedingungen bei den beiden oberen Modellen wurde jeweils für die Ober- und Unterseite definiert und am unteren Modell an den Seitenflächen, so dass über der Dicke kein Wärmefluss stattfindet. 
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Abb. 5‑40 FEM-Netze in ProCast zur Ermittlung von Wärmeübergangskoeffizienten mit Hilfe der inversen Analyse. Obere Darstellung zeigt Netze für Stirnflächenabstand 45 mm, jeweils im inneren und äußeren Steg. Netz im unteren Bild für Stirnflächenabstand 1mm. 

Das weitere Vorgehen zur Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten entspricht denen für Zylinder- und Quadergeometrie (siehe Abb. 5‑9). Für die Iterationen bzw. Optimierungsschleifen wurden für die Residuen (Konvergenzkriterien) die gleichen Grenzwerte wie für die Quadergeometrie genommen. Demnach wurde für die inverse Analyse wurde ein Grenzwert von 6 °C herangezogen, während für die thermische Simulation im Gesamtmodell ein maximales Residuum von 10 °C angestrebt wurde. Damit lägen die Abweichungen auf dem Niveau der Abweichungen zwischen Einzelmessungen und gemittelten Kurve (siehe dazu Abb. 4‑1). Nachfolgend soll aber gezeigt werden, dass dies nicht an allen Messpunkten erzielt werden konnte.
Als Beispiel ist in Abb. 5‑41 der Vergleich von Temperaturkurven für die verschie-denen Messpunkte dargestellt. Diese zeigen die Temperaturen aus der Messung, der ersten und letzten Iteration der thermischen Berechnung. Der zugehörige Abschreck-parametersatz sind 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 20 °C Badtemperatur. Diese wurde als Beispiel erwählt, da sich hier für den Messpunkt mit der Bezeich-nung 61 das größte Residuum von 12,7 °C ergeben hat. Für alle anderen Messpunkte und auch Abschreckparameter wurden geringere Residuen erzielt. Somit zeigt das zugehörige Diagramm in Abb. 5‑41 die größte Abweichung zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen. Grund für die genannte Abweichung zwischen Simulation und experimentellen Ergebnissen an dieser Messstelle ist die Vorgabe bezüglich der Wärmeübergangskoeffizienten, die anhand von Messungen mit 45 mm Stirnflächenabstand ermittelt wurden. Diese Annäherung erweist sich hier im nachhinein als unzureichend und führt insbesondere im genannten Fall dazu, dass die numerische Nachbildung des Abschreckvorgangs nicht mit derselben Genauigkeit wie für die Quadergeometrie gelingt. Andererseits genügt die Simulation für alle anderen Parametersätze den angestrebten Kriterien, was die vorgegebene Methodik rechtfertigt.   

Aus den Diagrammen in Abb. 5‑41 lässt sich entnehmen, dass nach der ersten Iteration deutliche Differenzen zwischen Messung und Berechnung vorliegen, was aber durch die Optimerungsschleifen gemäß Abb. 5‑9 reduziert werden konnte. Daher zeigen die Temperaturkurven der letzten Iteration vernachlässigbare Unter-schiede zur Messung auf (Ausnahme bildet wie bereits erwähnt Messpunkt 61). Die Temperaturkurven von Simulation und experimentellen Daten zeigen auch für die zur Kontrolle dienenden Meßpunkte Z45 und B45 gute Übereinstimmung nach der letzten Iteration, obwohl diesen Messpunkten keine eigenen Wärmeübergangs-koeffizienten zugewiesen werden konnten.  
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Abb. 5‑41 Vergleich zwischen Temperaturen aus Messung, erster und letzter Iteration. Daten basieren auf Abschreckversuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 20 °C Badtemperatur

Auffällig war, dass für die Optimierung für die Messpunkte B45 und A45 eine manuelle Anpassung der Wärmeübegangskoeffizienten erforderlich wurde. Von diesen beiden Messpunkten wurden für A45 die Wärmeübergangskoeffizienten per inverse Analyse bestimmt, für Messpunkt B45 hingegen interpolierte Wärmeüber-gangskoeffizienten verwendet. Problematisch dabei war, dass eine genaue Nachbil-dung der Temperaturen für Messpunkt A45 in großen Abweichungen für Messpunkt B45 resultierte. Es erwies sich als sinnvoll, die per inverser Analyse ermittelten Werte im genannten Sinne zu korrigieren, so dass schließlich für beide Messpunkte Residuen unterhalb des Grenzwertes von 10 °C erzielt werden konnten. 

Abb. 5‑42 gibt einen Vergleich der Wärmeübergangskoeffizienten der ersten und der letzten Iteration wieder. Im Vergleich zu den Wärmeübergangskoeffizienten der Quadergeometrie ist die Differenz zwischen den Werten erster und letzter Iteration weitaus geringer. Dies spricht dafür, dass die für die inverse Analyse verwendeten FEM-Modelle (siehe Abb. 5‑40) die tatsächliche Wärmeabfuhr wesentlich besser abbilden, als dies bei der Quadergeometrie der Fall war. 
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Abb. 5‑42 Vergleich zwischen Wärmeübergangskoeffizienten der ersten und letzten Iteration. Referenzversuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 20 °C Badtemperatur

3.2.3 Thermische Simulation

Nachfolgend sollen für die Steggeometrie zwei Beispiele zur Temperaturverteilung während des Abschreckens gegeben werden. Das erste Beispiel aus Abb. 5‑43 basiert auf den Abschreckparameter 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur. Ähnlich wie bei der Quadergeometrie beginnt hier die Abkühlung an der unteren Ecke, breitet sich über die äußeren Kanten aus und geht schließlich lateral auf die Frontfläche über. Auch bilden sich hier zwei Wärmezentren aus, jeweils unter- und oberhalb des mittleren Steges. Der obere der beiden Wärmezentren kühlt als letztes ab. Der hier gezeigte numerische Abkühlvorgang ergibt vom zeitlichen und örtlichen Ablauf eine gute Annäherung zur Benetzungskinematik aus den Abschreckversuchen.

In Abb. 5‑44 ist die zugehörige Temperaturverteilung basierend auf den Abschreckparametern 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur dargestellt. Hier zeigen sich aber qualitative Unterschiede zur vorherigen Temperaturverteilung. Die Abkühlung beginnt zwar ebenfalls an der unteren Ecke, breitet sich aber schnell auf die gesamte untere Stirnfläche ein. Im Weiteren spiegelt der Kühlvorgang einen wesentlich stärker axial geprägten Verlauf wieder. Auch hier lassen sich Wärmezentren erkennen. Zwar ist der Bezug zur Benetzungskinematik schwächer ausgeprägt, die Moment​aufnahmen der Temperaturverteilung spiegeln die Benetzungs​kinematik jedoch näherungsweise wieder.

Es wird davon ausgegangen, dass die Zahl der Messpositionen zur Beschreibung einer so komplexen Realgeometrie nicht ausreicht. So bleibt die tatsächliche Temperaturentwicklung in großen Bereichen der Steggeometrie unbekannt. Die Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten basierte auf insgesamt nur drei Messpositionen, die auf nahezu die gesamte Geometrie übertragen wurden. Die Wahl der Messpunkte bei der Steggeometrie zielte im Wesentlichen auf die Untersuchung der Temperaturen im Bereich der Aussparungen ab. Durch die geometrischen Restriktionen war aber die Auswahl weiterer Messpunkte (Zonen unterhalb der Aussparungen) zudem deutlich eingeschränkt. Aus diesen Einschränkungen folgerten sich die getroffenen Vereinfachungen bzw. Annahmen zur Modellierung des Abschreckvorgangs (siehe Kapitel 5.4.3). 
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Abb. 5‑43 Temperaturverteilung in der Steggeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten für Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur
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Abb. 5‑44 Temperaturverteilung in der Steggeometrie zu verschiedenen Zeitpunkten für Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

An der Steggeometrie spiegeln sich die Problematiken, die bei der Simulation des Abschreckvorgangs vorliegen, am deutlichsten wieder. Zum einen bildet sich beim Abschrecken eine komplexe Benetzungskinematik aus, zum anderen ist Zahl und Verteilung der Thermoelementmessungen oft begrenzt, so dass in größeren Teilbereichen des Werkstückes keine Temperaturen gemessen werden können. Vor allem letztere Einschränkung kann bei der Steggeometrie als Hauptproblem angesehen werden. Die Methodik zur Ermittlung der Wärmeübergangskoeffizienten und der Modellierungsansatz der thermischen Simulation zeigten sich grundsätzlich auch auf die Steggeometrie anwendbar. Eine bessere experimentelle Charakterisierung der thermischen Situation durch eine höhere Zahl an Temperaturmesspunkten zur Ermittlung von lokal zutreffenderen Wärmeübergangskoeffizienten würde mit Sicherheit die Qualität der Rechenmodelle noch erheblich verbessern. Müssen die Thermoelementbohrungen über die obere Stirnfläche erfolgen, so können Temperaturmessungen im unteren Probenbereich nur unterhalb der Stege durchgeführt werden. Denkbar ist es auch die Thermoelemente über Bohrungen an der unteren Stirnfläche einzubringen, so dass der gesamte untere Probenbereich erfasst werden kann. Allerdings müsste hier die Beeinflussung der Benetzungskinematik durch diesen Eingriff geprüft werden. Der obere Probenbereich ist vollständig zugänglich. Interessant wäre es zudem Messungen an der Kante (ähnlich K35 bei Quadergeometrie) denen in der Mittelebene gegenüberzustellen. In diesem Sinne wäre auch die Benetzungskinematik an den Seitenflächen und den Aussparungen von weiterem Interesse. Zuletzt wären sicherlich Messpunkte in den Wärmezentren ober- und unterhalb des Mittelstegs sinnvoll. Für weiterführende Untersuchungen mit der Stegprobe wären 8 Messpunkte zu empfehlen (Abb. 5‑45). Jeweils eine in den Wärmezentren ober- und unterhalb des Mittelsteges, weitere zwei mit gleichem Stirnflächenabstand, aber an den Aussenkanten positioniert. Weiterhin jeweils eine in Mittel- und Außensteg, sowie zwei weitere an der unteren Stirnfläche, jeweils an der Außenkante und mittig.
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Abb. 5‑45 Empfohlene Messpunkte für zukünftige Untersuchungen an der Steggeometrie

3.2.4 Mechanische Simulation

Als Beispiel ist in Abb. 5‑46 ist die Spannungsentwicklung auf der Frontfläche für die isotrope Verfestigung in z- und y-Richtung dargestellt. Die Eigenspannungen in x-Richtung wurden vernachlässigt, da sie auf der Frontfläche Null sind. Als Basis für dieses Beispiel dienen wieder die Temperaturen aus dem Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur. Als Randbedingung der Simulation ist der Knoten im Zentrum der oberen Stirnfläche eingespannt, was der realen Anbindung an die Probenhalterung entspricht. In Kombination mit der 10-fach überhöhten Deformation wirkt die Darstellung, als würde die Steggeometrie nach oben hin schrumpfen. In Abb. 5‑47 wird die Spannungsentwicklung für die kinematische Verfestigung gezeigt. Zum besseren Verständnis der Spannungsverteilung verfügt jedes Spannungsbild über eine eigene Legendenskalierung, welche Maximal– und Minimalwert des dargestellten Zeitpunktes zeigt. Bei beiden Verfestigungsmodellen bilden sich im Laufe der Abkühlung ähnliche Spannungsverteilungen aus. 

Bei Zylinder- und Quadergeometrie lagen am Ende des Abschreckprozesses an der Außenfläche Druck- und im Kern Zugspannungen vor. Bei der Steggeometrie hingegen ergibt sich eine etwas andere Spannungsverteilung. Zunächst werden die Eigenspannungen in z-Richtung betrachtet. Hier entwickeln sich die Eigenspannungen ähnlich der eines Spannungsgitters (siehe Kapitel 1.3.2.). Zunächst bilden sich am Außensteg Zugspannungen aus, während im Mittelsteg Druckspannungen vorzufinden sind. Im weiteren Verlauf stellt sich eine Spannungsumkehr ein, so dass am Ende im Außensteg Druck- und im Mittelsteg Zugspannungen vorherrschen. Beide Verfestigungsmodelle zeigen eine ähnliche Spannungsverteilung, doch die isotrope Verfestigung liefert höhere Werte. In y-Richtung ergibt sich im Laufe des Abschreckvorgangs eine komplexe Spannungsverteilung und –umkehr. Mehrere Zonen aus Druck- und Zugspannungen entstehen und verlagern sich. Im Endzustand sind an den beiden Stirnflächen Druckspannungen vorzufinden, während dazwischen verschiedene Zonen aus Zug- und Druckspannungen vorliegen. Im Vergleich der beiden Verfestigungsmodelle ergeben sich bei der isotropen Verfestigung erneut höhere Zug- und Druckspannungen (siehe Maximal– und Minimalwert der Legendenskalierung). 

	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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	Isotrope Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung
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Abb. 5‑46 Spannungsverteilung für isotrope Verfestigung. Verformungen 10-fach überhöht. Referenzversuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in z-Richtung
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	Kinematische Verfestigung: Spannungsverteilung in y-Richtung

	[image: image596.png]5, 822
(Ave. crit.: 75%)
+1.688e+01
+10403e+01
+10110e+01
+8.33Ze+00
+5.297e+00
+2.g51e+00
-1.950e-01
-3.031e+00
-5.887e+00
-8.733+00
-10158e+01
-1.43ze+01
1072978401





[image: image597.emf]z = 3

y = 2

z = 3

y = 2


	[image: image598.png]\¢





	[image: image599.png]5, 522
(Ave. crit.: 75%)
+6. 545401
+5.233e+01
+3.920e+01
+2.608e+01
+10285e+01
-1.708e-01
-1.330e+01
-2. 682401
-3.958e+01
-5.267e+01
-6.579e+01
-7.89ze+01
-0l204e+01




[image: image600.emf]z = 3

y = 2

z = 3

y = 2


	[image: image601.png]




	2,0 s
	15,0 s


Abb. 5‑47 Spannungsverteilung für kinematische Verfestigung. Verformungen 10-fach überhöht. Referenzversuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

Die Gegenüberstellung von berechneten und gemessenen Eigenspannungen erfolgt an drei ausgewählten Punkten der Steggeometrie. Diese sind in Abb. 5‑48 dargestellt. Gemessen wurde am Außensteg und jeweils über- und unterhalb des Mittelsteges. Der Mittelsteg selbst bietet für das Applizieren der verwendeten Dehnmessrosetten nicht genug Auflagefläche.
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Abb. 5‑48 Position der Eigenspannungsmessungen
Für den Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur sind in Abb. 5‑49 die zugehörigen Diagramme dargestellt. Die linke Spalte zeigt für die drei Punkte die Spannungen in z-Richtung, während in der rechten Spalte jeweils die Kurven in y-Richtung abgebildet sind. Die berechneten Eigenspannungen wurden an Knoten des FEM-Netzes abgenommen und zeigen jeweils Werte aus isotroper und kinematischer Verfestigung. Aus der Messung wurden wie zuvor bei der Quaderprobe nur Werte für Bohrungstiefen zwischen 0,2  und ca. 0,8 mm übernommen. Betrachtet man zunächst nur die Spannungen in z-Richtung, zeigt sich an den Punkten 1 und 2 bereits einige Unterschiede zwischen gemessenen und berechneten Werten. Die Messung liefert eher Werte um Null sowie im niedrigen positiven Bereich. Die berechneten Spannungen hingegen nehmen an Punkt 1 Werte zwischen 30 und 50 N/mm², an Punkt 2 zwischen 40 und 60 N/mm² an. Die kinematische Verfestigung lässt dabei geringfügig bessere Übereinstimmung mit den Messwerten erkennen. An Punkt 3 zeigt sich eine zufriedenstellende Übereinstimmung zwischen Messung und Simulation, wobei die Messwerte zwischen den beiden gemessenen Kurven liegen. In y-Richtung liefert die Messung Eigenspannungen im negativen Bereich. Die Simulation zeigt auch hier an den Punkten 1 und 2 deutliche Abweichungen in der Größenordnung 40 bis 50 N/mm². Erneut ergeben sich aus der kinematischen Verfestigung geringere Abweichungen zur Messung. An Punkt 3 liegt wiederum eine gute Übereinstimmung zwischen Messwerten und berechneten Kurven überein. Dabei sind die beiden berechneten Kurven nahezu deckungsgleich. Die Abweichungen an den Punkten 1 und 2 lassen vermuten, dass der sich im Mittelsteg ausbildende Zugspannungsbereich in z-Richtung eine geringe Ausdehnung hat als in Abb. 5‑46 bzw. Abb. 5‑47 dargestellt ist, d.h. dass sich die Zugspannungen auf einen kleineren Bereich konzentrieren.

In Abb. 5‑50 sind die zugehörigen Diagramme für den Versuch mit 200 mm/s Eintauch​geschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur dargestellt. Prinzipiell steigen auch hier die Abweichungen zwischen Messung und Simulation auf Maximalwerte bis ca. 50 N/mm² an. In fast allen Fällen zeigt die Simulation zu niedrige Druckspannungen. Ungewöhnlich dabei ist, dass kinematische und isotrope Verfestigung nahezu deckungsgleiche Werte liefern (Weitere Vergleiche dazu sind in Abb. 5‑51 dargestellt). Als wahrscheinlichste Ursache für die Abweichungen werden wiederum die Vereinfachungen in der thermischen Simulation in Kombination mit den verwendeten Wärmeübergangskoeffizienten angesehen. Die Wärmeübergangskoeffizienten wurden wie geschildert anhand der Messungen im Mittelsteg, Außensteg und an einer der Ecke der unteren Stirnfläche ermittelt. Die an den Stegen ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten wurden, abgesehen von der unteren Stirnfläche, auf die gesamte Geometrie extrapoliert. Offensichtlich ergeben sich daraus wesentliche Abweichungen zu den tatsächlichen Temperaturen aus dem Abschreckprozess. Da die Eigenspannungen aus dem ungleichmäßigen Abkühlen der Geometrie hervorgehen, treten als Folgeerscheinung die dargestellten Abweichungen zwischen gemessenen und berechneten Spannungen auf. Die gute Übereinstimmung zwischen Messung und Simulation, die an der Quadergeometrie erhalten wurden, lassen vermuten, dass dieser Mangel an experimentellen Stützpunkten die wahrscheinlichere Ursache für die mangelnde Anpassung des Rechenmodells ist als ein etwaiges Versagen der Algorithmen oder des gewählten Iterationsprozesses.
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Abb. 5‑49 Vergleich gemessener und berechneter Eigenspannungen an den drei ausgewählten Punkten Messungen basieren auf Versuch mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 50 °C Badtemperatur

	Spannungen z-Richtung
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	Punkt 1
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Abb. 5‑50 Vergleich gemessener und berechneter Eigenspannungen an den drei ausgewählten Punkten. Messungen basieren auf Versuch mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 5 °C Badtemperatur

Trotz der festgestellten quantitativen Abweichungen wird nachfolgend auf den qualitativen Einfluss der Abschreckparameter auf die Spannungen in ausgewählten Punkten der Geometrie eingegangen. In Abb. 5‑51 sind für die Punkte 1 und 3 die Maximalspannungen jeweils in z- und y-Richtung über den verschiedenen Abschreckparameter und beiden Verfestigungsmodellen dargestellt. Die Kennzeichnung der Abschreckparameter erfolgt über Zahlenkürzel (Tabelle 5‑4). 

	Eintauchgeschwindigkeit

[mm/s]
	100
	200

	Badtemperatur

[°C]
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	Zahlenkürzel
	105
	120
	135
	150
	205
	220
	235
	250


Tabelle 5‑4 Zusammensetzung der Zahlenkürzel

Anders als bei der Quadergeometrie, mit der die vorliegende Realgeometrie in erster Näherung gut vergleichbar ist, zeigen die Werte der beiden angewendeten Modelle isotroper und kinematischer Verfestigung für die meisten Parametersätze sowohl in z- als auch in y-Richtung Spannungswerte auf etwa gleichem Niveau. In y-Richtung finden sich ansonsten höhere Zug- bzw. Druckspannungen bei der isotropen Verfestigung. Im Gegensatz zu den Beobachtungen bei Zylinder- und Quadergeometrie steigt lokal in den Stegen in z-Richtung das Spannungsniveau mit Zunahme der Badtemperatur und wechselt vom niedrigren Druck- in den Zugspannungsbereich über, was hier ein wichtiges Faktum darstellt. Dies hängt mutmaßlich damit zusammen, dass die Spannungen sich ähnlich entwickeln wie bei einem Spannungsgitter, d.h. dass hier der Einfluss der Geometrie lokal überwiegt. In y-Richtung ergibt sich in Punkt 1 mit steigender Badtemperatur ein Abfall der Druckspannungen, während in Punkt 3 eine eindeutige Bestimmung des Einflusses nicht über alle Badtemperaturen gelingt. 

Auch der Einfluss der Eintauchgeschwindigkeit ist keiner deutlich erkennbaren Gesetzmäßigkeit zuzuordnen. So kann sich mit Anstieg der Eintauchgeschwindigkeit sowohl Erhöhung als auch Minderung der Spannung ergeben.
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	Punkt 3

	z-Richtung
	y-Richtung
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Abb. 5‑51 Betragsmäßige Maximalspannungen für beide Verfestigungsmodelle in den Punkten 1 und 3 im Vergleich der verschiedenen Abschreckparameter. Beispielsweise steht "135" für 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit und 35 °C Badtemperatur

Die Zusammenhänge zwischen den Spannungen und den Abschreckparametern Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit werden durch die hohe Geometriekomplexität immer mehr verwischt. Entgegen den bei Zylinder- und Quadergeometrie gewonnenen Erkenntnissen hat die numerische Analyse der Spannungen an den Stegen gezeigt, dass z.B. die Erhöhung der Badtemperatur auch einen Anstieg der Spannungen (mit Übergang von Druck- in Zugspannungen) bewirken kann. Über das gesamte Bauteil gemittelt werden Druck- und Zugspannungen durch Abfall der Badtemperatur zwar steigen, dies muss allerdings nicht notwendigerweise für einzelne Teilzonen gelten, wo die geometrischen Gegebenheiten das Gegenteil bewirken können. 

3.3 Zusammenfassende Betrachtung der Simulationsergebnisse

Die hier entwickelte Methodik zur Simulation der Temperaturen basiert auf dem Vorgehen von Majorek [15], wobei diese Arbeit jedoch das Verhalten von Stahlzylindern behandelt. In ähnlicher Weise wurden in der vorliegenden Arbeit für die Aluminium-Zylindergeometrie temperaturabhängige Wärmeübergangskoeffizien-ten mit Hilfe der inversen Analyse und eindimensionaler Modelle bestimmt. Für jeden oberflächennahen Messpunkt wurde ein eigener, lokaler Wärmeübergangsko-effizient ermittelt. Übertragen auf die Simulation der Gesamtgeometrie zeigten sich jedoch deutliche Abweichungen zu den gemessenen Temperaturen, während Majorek in seiner Arbeit von einer besseren Übereinstimmung spricht. Zurückzu-führen ist dies wahrscheinlich auf die höhere Wärmeleitfähigkeit des Aluminiums, die eine erhöht multi-axiale Wärmeleitung innerhalb der Probe bewirkt. Majorek’s Vorgehensweise zeigte sich hier als nicht ausreichend. Zur quantitativen Einbe-ziehung des bei Aluminium sehr bedeutsamen multi-axialen Wärmeflusses wurde daher die sogenannte retro-inverse Analyse eingeführt. Diese besteht darin, für die Temperaturen, die aus der Simulation der Gesamtgeometrie stammen, nochmals Wärmeübergangskoeffizienten zu bestimmen und mit den vorher ermittelten gegen-zurechnen. Auf diese Weise konnte iterativ die Übereinstimmung zwischen simulierten und gemessenen Temperaturen verbessert werden. Die retro-inverse Analyse bewährte sich vor allem für die Zylinder- und Quadergeometrie, da hier eine angemessene Verteilung der Temperaturmessstellen die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten begünstigte. Bei der komplexeren Steggeometrie wurden für die thermische Simulation Vereinfachungen getroffen und Wärmeübergangskoeffizienten nur anhand weniger Temperaturmessstellen ermittelt, da geometrische Gegebenheiten die Einbringung zusätzlicher Messstellen deutlich einschränkten. Es wird davon ausgegangen, dass dadurch wesentliche Unterschiede zur tatsächlichen Wärmeabfuhr vorlagen.

Vergleichend mit früheren Arbeiten zeigt sich vor allem die in [15]

 REF _Ref175462499 \r \h 
[56]

 REF _Ref128976948 \r \h 
[57] gemachte Aussage bestätigt, dass der Wärmeübergang numerisch besser abgebildet wird, wenn neben der Temperaturabhängigkeit auch die Ortsabhängigkeit des Wärmeübergangskoeffizienten berücksichtigt wird. Der Eintauchprozess hingegen wird für die Simulation des Abschreckprozesses in den früheren Arbeiten zumeist vernachlässigt. Ausnahme bildet da die Software Dante [81], in welcher der Eintauchvorgang bei der Wärmebehandlung verschiedener Geometrien aus Stahl eingebunden werden kann. In der vorliegenden Arbeit wird dem Eintauchprozess große Bedeutung beigemessen, da bei Aluminium eine entscheidende Wärmeabfuhr bereits beim Eintauchen stattfindet. Basierend auf dem kommerziellen FEM-Programmpaket Abaqus wurde die Simulation so gestaltet, dass das Abschrecken beliebiger Geometrien mit beliebigen Eintauchgeschwindigkeiten möglich ist.

Aus den berechneten Temperaturen wurden im nächsten Schritt Eigenspannungen unter Verwendung von isotropem und kinematischem Verfestigungsmodell berechnet. Beide Modelle wurden in früheren Arbeiten sowohl für als Stahl als auch für Aluminium (siehe Kapitel 2.4.3) angewendet. In der vorliegenden Arbeit wurde daher ein Vergleich der Resultate beider Verfestigungsmodelle durchgeführt. Die Validierung erfolgte anhand von Eigenspannungsmessungen an ausgewählten Punkten der Quadergeometrie. Hier zeigte sich eine gute Übereinstimmung mit den berechneten Werten. Wie aber bereits in [39] beschrieben, würde wahrscheinlich eine Kombination beider Verfestigungsmodelle die beste Übereinstimmung liefern, da die Messwerte nicht in allen Fällen eindeutig einem der beiden Verfestigungsmodellen zuzuordnen waren. Das kinematische Verfestigungsmodell lieferte tendenziell bessere Übereinstimmungen mit den Messungen. Bei der Steggeometrie ergaben sich aufgrund der oben genannten Vereinfachungen in der thermischen Simulation signifikante Abweichungen zwischen gemessenen und berechneten Eigenspannungen, die bis zu 50 N/mm² betrugen. 

Bei Betrachtung der Eigenspannungen aus kinematischer und isotroper Verfestigung an einzelnen Punkten der Geometrie zeigte die isotrope meistens höhere Werte (im Zug- und Druckbereich). Ein ähnliches Ergebnis wurde auch in [50] festgestellt, wo das Gasabschrecken von Stahlzylinder vergleichend mit beiden Verfestigungsmodellen simuliert wurde. Eine Gegenüberstellung der Eigenspannungsergebnisse basierend auf Badtemperatur und Eintauchgeschwindigkeit ergab sowohl bei Zylinder-, als auch bei Quadergeometrie eine Spannungsreduktion mit Zunahme der Badtemperatur. Die Erhöhung der Eintauchgeschwindigkeit bewirkte tendenziell einen Anstieg der Spannungen. Bei der Steggeometrie ergaben sich in Abhängigkeit der Raumrichtung unterschiedliche Tendenzen. In Eintauchrichtung bewirkte die Erhöhung der Badtemperatur in den Stegen teilweise sogar einen Übergang vom Druck- in den Zugspannungsbereich, was sich nicht mit den Spannungsergebnissen von Zylinder- und Quadergeometrie deckt. In lateraler Richtung entstanden je nach Position unterschiedliche Zusammenhänge zwischen Spannungswert und beiden Abschreckparametern. Wie bereits in [16] aufgeführt, bewirken demnach höhere Badtemperaturen nicht notwendigerweise Spannungsreduktion, sondern je nach Wärmeabfuhr sowie geometrischen Gegebenheiten womöglich das Gegenteil. 

4 Zusammenfassung und Ausblick

Bei der T6-Wärmebehandlung von Aluminiumbauteilen besteht ein Teilprozess aus dem Abschrecken von der Lösungsglühtemperatur. Erfolgt das Abschrecken durch Eintauchen in Wasser, bilden sich im Laufe des Abkühlvorgangs auf der Bauteiloberfläche unterschiedliche Phasen (Dampffilm-, Koch- und Konvektionsphase) aus. Da die drei Phasen gleichzeitig an unterschiedlichen Stellen des Bauteils vorliegen können und unterschiedliche Wärmetransferraten besitzen, ergibt sich insgesamt eine sehr komplexe Wärmeabfuhr. Die FEM-basierte Vorhersage des Abschreckprozesses und der dabei entstehenden Eigenspannungen ist bis heute auch für einfache Geometrien nur mit begrenzter Genauigkeit möglich, so dass die Simulation meistens noch auf Basis gemessener Temperaturen erfolgt. 

In der vorliegenden Arbeit wurde der Abschreckprozess anhand einfacher und bauteilähnlicher Geometrien aus der Aluminiumlegierung G-AlSi7Mg experimentell und numerisch untersucht. Dazu wurde unter Verwendung eines Roboters ein Prüfaufbau realisiert, der das Abschrecken in Wasser mit hoher kinematischer Reproduzierbarkeit ermöglichte. Die Temperaturen innerhalb der Proben wurden mit Thermoelementen erfasst und die Benetzungskinematik beim Abschrecken mit einer Videokamera dokumentiert. Eigenspannungsmessungen an ebenflächig begrenzten Probekörpern wurden unter Anwendung der Bohrlochmethode vollzogen. Zylinder und Quader wurden als idealisierte Modellgeometrien gewählt, um den Gesamtprozess an der hochwärmeleitfähigen Legierung zu studieren und ein geeignetes Simulationsmodell zu erarbeiten. Ein weiterer Probekörper mit zylinderförmigen Aussparungen (Steggeometrie) wurde als vereinfachter Fall einer Realgeometrie gewählt, um die Praxistauglichkeit des erarbeiteten Simulationsmodells zu prüfen. Hervorzuheben ist, dass der gewählte Versuchsaufbau für alle Parametersätze gute und innerhalb geringer Toleranzen variierende Temperaturwerte lieferte. Einen weiteren Schwerpunkt im experimentellen Teil bildete die Analyse der Benetzungskinematik, da die bisherigen Arbeiten zu diesem Thema fast nur auf Stahl basieren. Wichtigste Erkenntnis aus den Experimenten ist die hohe Bedeutung des Eintauchprozesses, da im Vergleich zu Stahl der Wechsel zwischen den oben genannten Phasen zumeist noch während des Eintauchens erfolgt. 

Für eine zutreffende thermische Simulation des Abschreckprozesses sind möglichst gut genäherte lokale Wärmeübergangskoeffizienten maßgebend. Das für die Simulation von Stahlzylindern entwickelte Vorgehen aus einer früheren Arbeit erwies sich als nicht ausreichend. Daher wurde für die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten ein einfaches, aber effizientes Verfahren eingeführt. Die eindimensionale inverse Analyse liefert alleine keine zutreffenden Ergebnisse, da es den nicht zu vernachlässigenden multi-axialen Wärmefluss nicht berücksichtigt. Werden die Werte jedoch mittels eines iterativen Näherungsprozesses, bestehend aus thermischer Simulation, inverser Analyse und Korrektur der erhaltenen Wärmeübergangskoeffizienten, adaptiert, so wird für Zylinder und Quader eine sehr gute Übereinstimmung zwischen gemessenen und berechneten Temperaturen gefunden. Die Anzahl der gewählten Messpunkte erwies sich für Zylinder und Quader als ausreichend um den lokal varianten Wärmübergangskoeffizienten Rechnung zu tragen. Die Übertragung des Simulationsmodells auf die komplexere Steggeometrie erwies sich jedoch als schwierig. Zwar lieferte die numerische Simulation qualitativ zutreffende Ergebnisse, doch blieb die Übereinstimmung mit den experimentellen Daten hinter der der Idealgeometrien zurück, da die ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten auf zu wenigen Temperaturmessstellen basierten. 

Die Eigenspannungssimulation wurde zu Vergleichszwecken auf Basis eines isotropen und eines kinematischen Verfestigungsmodells durchgeführt. Der Vergleich mit den Eigenspannungsmessungen zeigte sich bei der Quadergeometrie gute Übereinstimmung. Eine Kombination beider Modelle würde hier wahrscheinlich die besten Resultate liefern. Tendenziell ergeben sich aus der kinematischen Verfestigung geringere Abweichungen zu den Messwerten, wogegen die isotrope Verfestigung in den meisten Fällen höhere Zug- und Druckspannungen anzeigt. Die höheren Abweichungen bei der Steggeometrie ergeben sich wohl als Folge der weniger präzisen thermischen Simulation. Der Einfluss der Abschreckparameter auf die sich ergebenden Spannungen wurde an einzelnen Punkten der jeweiligen Geometrie betrachtet. Während bei der Zylindergeometrie der Zusammenhang zwischen Abschreck​parameter und Spannungen eindeutig ist, komplizieren sich diese Einflüsse mit zunehmender Geometriekomplexität, was bei der Steggeometrie im Vergleich zum Zylinder an manchen Stellen zu einem abweichenden Ergebnis führen kann. Die wichtigsten Ergebnisse des numerischen Teils bilden die Entwicklung einer Methodik zur Bestimmung lokaler Wärmeübergangskoeffizienten, die Berücksichtigung des Eintauchprozesses in der thermischen Simulation sowie die Analyse des Einflusses von Abschreckparameter und Geometrie auf die Eigenspannungen.

Die nächsten Schritte zur Fortsetzung dieser Arbeit wären weitere Versuche mit der Steggeometrie mit einer geeigneteren Verteilung der Messstellen, so dass exaktere Wärmeübergangskoeffizienten bestimmt werden können. Denkbar sind auch weitere Probegeometrien sowie andere Badtemperaturen und Eintauchgeschwindigkeiten. Auf der Simulationsseite kann das hier vorgestellte Verfahren zu deren Bestimmung weiterentwickelt und automatisiert werden, womit der Arbeitsaufwand deutlich verringert werden kann. 

Auch zukünftig wird man Abschreckprozesse experimentell analysieren müssen. Thermoelementmessungen in ausreichender Anzahl und geeigneter Verteilung erleichtern hierbei das Vorgehen. Vorteilhaft ist zudem die parallele Analyse der Benetzungskinematik, was die Interpretation der gemessenen Temperaturen wesentlich erleichtert. Für Bauteile aus Aluminium sollte der Eintauchprozess berücksichtigt werden, da in Eintauchrichtung bauteilintern sehr hohe Temperaturdifferenzen auftreten können. Für die Simulation wird weiterhin die Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten den zentralen Punkt bilden. Der lokalen Variation der Wärmeübergangskoeffizienten in der thermischen Simulation sind dabei Grenzen gesetzt, da der Aufwand mit zunehmender Geometriekomplexität ansteigt und bei zu komplexen Bauteilen auch nicht mehr sinnvoll ist. Wie sich zeigt, sind Untersuchungen an einfachen Geometrien wie Zylinder und Quader zum prinzipiellen Verständnis und der Erprobung von Modellen gut geeignet. Zukünftige Untersuchungen sollten zusätzlich an komplexeren Formen wie der Stegprobe erfolgen, um solche Effekte zu erfassen, die an den einfachen Geometrien nicht erkennbar sind.
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6 Anhang

6.1 Standardabweichungen der Temperaturmessungen

6.1.1 Zylinderprobe

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /    Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	4,8
	4,8
	3,4
	4,6
	22,0
	39,2
	15,0
	20,7

	17,5
	4,6
	4,6
	4,8
	7,7
	26,6
	37,8
	23,3
	30,9

	35
	5,3
	3,9
	4,7
	3,0
	26,8
	17,3
	21,7
	9,3

	Z35
	4,0
	3,6
	9,3
	2,4
	31,5
	43,8
	62,5
	3,6

	52,5
	3,4
	2,4
	8,2
	5,4
	20,3
	10,6
	39,9
	17,1


Tabelle 8‑1 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Zylinderprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                       Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /    Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	4,6
	6,5
	3,1
	8,0
	30,9
	45,7
	17,2
	42,3

	17,5
	2,9
	4,2
	3,4
	11,6
	18,7
	14,2
	23,1
	59,9

	35
	3,9
	3,6
	7,9
	5,5
	14,4
	28,0
	41,9
	32,4

	Z35
	3,4
	2,7
	2,5
	7,3
	15,2
	15,6
	19,8
	45,1

	52,5
	4,8
	2,1
	5,5
	10,4
	25,1
	5,9
	31,7
	50,6


Tabelle 8‑2 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Zylinderprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s

6.1.2 Quaderprobe

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                       Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /    Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	3,7
	5,2
	8,7
	3,6
	14,4
	21,4
	68,5
	18,9

	17,5
	2,1
	2,4
	2,2
	3,9
	9,1
	9,9
	6,7
	27,2

	K35
	2,1
	5,7
	1,9
	10,7
	10,4
	23,6
	7,3
	77,2

	35
	3,1
	4,4
	3,4
	5,3
	14,9
	31,8
	25,6
	33,3

	52,5
	3,7
	5,2
	4,6
	3,7
	18,6
	45,5
	23,6
	21,2

	Z35
	1,4
	2,9
	2,8
	2,5
	9,3
	10,6
	12,0
	15,2


Tabelle 8‑3 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Quaderprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                        Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /    Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	9,9
	2,2
	3,1
	10,6
	32,1
	13,7
	12,2
	65,6

	17,5
	10,1
	3,0
	3,1
	3,4
	33,5
	17,8
	7,2
	23,7

	K35
	10,8
	3,0
	8,1
	3,1
	34,2
	16,8
	45,6
	27,8

	35
	7,7
	1,7
	4,1
	4,5
	33,3
	9,6
	22,4
	34,4

	52,5
	9,9
	4,5
	6,2
	5,8
	34,5
	29,7
	41,1
	46,6

	Z35
	10,6
	1,3
	3,2
	2,6
	34,4
	6,9
	16,6
	24,7


Tabelle 8‑4 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Quaderprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s

6.1.3 Stegprobe

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                       Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /     Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	4,9
	4,7
	5,8
	8,0
	24,4
	20,1
	34,1
	32,7

	A45
	5,5
	4,6
	5,4
	5,5
	12,8
	13,1
	20,5
	27,2

	B45
	7,1
	6,1
	7,4
	7,4
	23,1
	28,1
	27,8
	32,9

	45
	7,7
	4,8
	4,6
	4,8
	33,9
	31,5
	15,7
	15,7

	61
	5,1
	3,4
	6,7
	4,2
	19,5
	25,6
	23,6
	15,9

	Z45
	6,9
	4,8
	3,4
	19,2
	18,9
	20,3
	16,6
	72,9


Tabelle 8‑5 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Stegprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 100 mm/s

	
	Durchschnittliche          Standardabweichung [°C]
	Maximale                       Standardabweichung [°C]

	Messpunkt /    Stirnflächenabstand
	Für Badtemperatur [°C]
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50
	5
	20
	35
	50

	1
	5,3
	2,4
	3,1
	2,3
	31,1
	8,5
	11,2
	8,8

	A45
	7,9
	7,9
	6,5
	4,3
	31,7
	37,5
	21,9
	18,9

	B45
	4,7
	14,6
	2,2
	1,5
	16,6
	58,4
	6,0
	3,5

	45
	8,5
	4,7
	7,3
	11,9
	36,8
	15,0
	35,5
	55,3

	61
	3,9
	3,1
	4,1
	4,3
	24,0
	13,1
	18,1
	15,8

	Z45
	6,6
	2,7
	8,2
	5,9
	19,6
	12,0
	26,9
	12,1


Tabelle 8‑6 Durchschnittliche und maximale Standardabweichung für die Temperaturmessungen an der Stegprobe für verschiedene Badtemperaturen und einer Eintauchgeschwindigkeit von 200 mm/s

6.2 Leidenfrost-Temperatur der Einzelmessungen

Die nachfolgenden Temperaturintervalle zeigen jeweils die höchste und niedrigste Leidenfrost-Temperatur aus den Einzelmessungen.

6.2.1 Zylinderprobe

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	510 - 525
	500 - 515
	470 - 480
	450 - 460

	17,5
	480 - 500
	460 - 480
	470 - 480
	450 - 465

	35
	450 - 465
	435 - 465
	470 - 480
	455 - 465

	52,5
	445- 455
	425- 450
	460 - 490
	450 -460


Tabelle 8‑7 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	510 - 525
	485 - 500
	480 - 490
	445 - 465

	17,5
	460 - 480
	460 - 470
	465 - 480
	455 - 475

	35
	445- 455
	440 - 460
	470 - 480
	450 - 460

	52,5
	430 - 440
	445 - 460
	470 - 480
	365 - 400


Tabelle 8‑8 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C

6.2.2 Quaderprobe

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	520 - 525
	525 - 510
	505 - 515
	505 - 515

	17,5
	520 - 525
	520 - 515
	500 - 510
	500 - 510

	35
	515 - 505
	510 - 490
	500 - 510
	490 - 510

	52,5
	505 - 515
	505 - 520
	495 - 505
	495 - 510

	K35
	520 - 525
	510 - 525
	505 - 510
	450 - 510


Tabelle 8‑9 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	520 - 525
	515 - 525
	500 - 525
	500 - 520

	17,5
	510 - 525
	510 - 520
	505- 515
	495 - 510

	35
	510 - 525
	500 - 515
	505 - 515
	500 - 510

	52,5
	510 - 525
	500 - 520
	500 - 515
	500 - 510

	K35
	520 - 525
	520 - 525
	520 - 525
	515 - 525


Tabelle 8‑10 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C

6.2.3 Stegprobe

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	520 - 525
	510 - 520
	500 - 515
	500 - 515

	A45
	515 - 525
	510 - 520
	505 - 515
	500 - 510

	B45
	510 - 525
	510 - 520
	505 - 515
	500 - 510

	45
	510 - 515
	485 - 510
	460 - 480
	370 - 420

	61
	515 - 520
	500 - 515
	495 - 505
	490 - 500


Tabelle 8‑11 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 100 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C

	Messpunkt/ Stirnflächen-abstand
	Leidenfrost-Temperatur [°C]

	
	Für Badtemperatur [°C]

	
	5
	20
	35
	50

	1
	515 - 525
	510 - 520
	505 - 515
	505 - 515

	A45
	510 - 525
	505 - 515
	505 - 515
	490 - 505

	B45
	510 - 525
	500 - 510
	505 - 515
	490 - 505

	45
	510 - 520
	500 - 510
	440 - 465
	370 - 420

	61
	505 - 515
	500 - 510
	490 - 500
	470 - 390


Tabelle 8‑12 Anhand der Einzelmessungen ermittelte Intervall der Leidenfrost-Temperatur für die Versuche mit 200 mm/s Eintauchgeschwindigkeit. Ermittelt in Temperaturschritten von 5 °C
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