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Zielsetzung

1 Zielsetzung

Ein grundlegendes physikalisches Verstindnis des Abschreckprozesses im Rahmen der
Wiérmebehandlung metallischer Bauteile ist entscheidend, um den Wérmebehandlungspro-
zess und das Produkt in Bezug auf die erreichbare Hirte des Bauteils bei gleichzeitig mi-
nimalem Bauteilverzug zu optimieren. Zur Einstellung der dazu notwendigen Gefiigestruk-
turen im Werkstoff muss das Bauteil in der Regel mit definierter, hoher Geschwindigkeit
in einer Flissigkeit abgekiihlt werden. Auftretende Siedephdnomene an der heiflen Bau-
teiloberfliche beeinflussen in stark zeitabhdngiger Weise den lokalen Benetzungszustand
des Bauteils mit Fliissigkeit und damit auch den lokalen Wérmetibergang am Bauteil. Hohe
Temperaturgradienten im Bauteil wihrend des Abkiihlprozesses konnen die Folge sein, die
zu Inhomogenititen beziiglich der Gefiige- und Hérteverteilung sowie zu Verziigen des

Bauteils nach dem Abschrecken fuhren konnen.

Ziel dieser Arbeit ist eine modellbasierte Analyse des Stromungs- und Wiarmetransports
sowie der resultierenden Bauteileigenschaften beim Abschrecken von Bauteilen in Fliis-
sigkeiten. Der Einfluss wichtiger Abschreckprozessparameter, insbesondere der Anstrom-
geschwindigkeit und der Anstromrichtung, auf den Siedeverlauf soll im Rahmen dieser
Arbeit anhand von Bauteil-Modellgeometrien untersucht werden. Die Kenntnis der zwei-
phasigen Stromung unter Beriicksichtigung des temperaturbedingten Phaseniibergangs
zwischen Liquid- und Dampfphase ist notwendig, um die lokale und zeitliche Verteilung
des Warmeiibergangs an der Bauteiloberflache vorhersagen zu konnen. Die lokalen War-
meiibergénge stellen dabei die wesentliche Kenngroe zur Verkniipfung der strdmungsin-
duzierten Vorgédnge nahe der Bauteiloberfliche mit den daraus resultierenden Abkiihlver-
laufen wihrend des Abschreckens im Bauteil selbst dar. Dabei wird die Kopplung des zeit-
und ortsabhingigen zweiphasigen Stromungsfeldes (fliissig / dampfformig) und der daraus
resultierend Abkiihlung des Korpers im Modell beriicksichtigt. In dieser Arbeit ist die Ab-
bildung dieser Vorgédnge mittels numerischer Prozesssimulationen unter Einbezug eines
Modells zur Berechnung des Phaseniibergangs vorgesehen. Existierende Ansétze und Ver-
offentlichungen konzentrieren sich bisher auf die isolierte Betrachtung der einzelnen Sie-
dephasen, wihrend in dieser Arbeit die Erarbeitung eines siedephaseniibergreifenden An-
satzes angestrebt wird. Dieses Modell ermoglicht die Ableitung und Analyse verschiedener
lokaler ProzessgroBen wie z.B. der Siedephaseniibergéinge und der Leidenfrosttemperatur
an der Korperoberfldche sowie der Stromungs- und Temperaturverhdltnisse im Dampffilm
selbst. Diese Prozesszustinde sind ansonsten nicht oder nur schwer wihrend des instatio-

niren Abschreckprozesses am Bauteil zuginglich.



Zielsetzung

Betrachtet wird dariiber hinaus, in welcher Weise die Anstrémbedingungen in einer er-
zwungenen Fliissigkeitsstromung eine direkte Beeinflussung des Siedeverlaufs und somit
auch des Abkiihlverlaufs des Bauteils ermdglicht und somit zur gezielten Steuerung des

Abschreckergebnisses herangezogen werden kann.

In einem zweiten Simulationsschritt (s. Bild 1) werden die zeit- und ortsabhidngigen War-
meiibergangskoeffizienten aus dem ersten Simulationsschritt auf der Oberfldche des Bau-
teils als Randbedingungen in der Werkstoffsimulation verwendet. Auf Grundlage der loka-
len Abkiihlverldufe im Bauteil wird die Phasenumwandlung von Austenit zu Martensit

bzw. den ferritisch-perlitischen oder bainitischen Phasen berechnet.

Anstrémbedingungen

l 1. Simulationsschritt:
Stromungs- und Wirmesimulation (CFD)
Dampfanteile

\ 4
Warmetibergangs-
koeffizienten

Fluid

Temperaturverldufe

Bauteil

h 4

metallische Phasen

2. Simulationsschritt:
v Materialsimulation (FEM)
Harte

Bild 1: Aufbau und Schritte des Prozesssimulationsmodells

Die mittels Werkstoffsimulationen berechneten lokalen Phasenverteilungen im Bauteil
ermOglichen die Vorhersage der aus dem Abschreckverlauf resultierenden Werkstiickei-
genschaften (Harteverldufe in Oberflichenndhe). Die Simulationsergebnisse werden mit
Ergebnissen aus experimentellen Abschreckuntersuchungen an metallischen Probenkdr-
pern im Fliissigkeitsstromungsfeld verifiziert. Auf diese Weise soll eine Uberpriifung und
Verbesserung der verwendeten Simulationsmodelle und so eine verbesserte Vorhersagbar-
keit des Abschreckergebnisses in Abhéngigkeit von einigen wenigen, vom Anwender der
Abschreckeinrichtung in mdglichst einfacher Weise einstellbaren Anstromparametern er-

zielt werden.
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2 Aufbau der Arbeit

Einleitend werden in Kapitel 3 die theoretischen Grundlagen sowie der Stand des Wissens
zum Wérmeiibergang beim Sieden an heiflen Oberflichen vor dem Hintergrund des Ab-
schreckprozesses metallischer Bauteile zusammengefasst. Gleichzeitig wird ein Uberblick
zu existierenden Modellierungsansédtzen von Siedeprozessen gegeben, wobei auf deren

Vorteile und Limitierungen eingegangen wird.

Im Kapitel 4 werden die Grundlagen des in dieser Arbeit entwickelten siedephaseniiber-
greifenden Simulationsmodells des Abschreckprozesses von Bauteilen in Fliissigkeiten
vorgestellt. Das Modell ermoglicht die Berechnung der gekoppelten, instationdren zwei-
phasigen Stromungsstruktur (inklusive des siedebedingten Ubergangs zwischen der Fliis-
sigkeits- und der Dampfphase) sowie des daraus resultierenden zeit- und ortsabhéngigen
Wirmeiibergangs an der Bauteiloberfliche. Es werden hierfiir die Erhaltungsgleichungen
und die verschiedenen Kopplungsterme zwischen den Phasen (insbes. Energie- und Im-
pulsaustausch) dargestellt. Der Fokus der Modellentwicklung liegt auf den geeigneten

Quell- und Senkentermen zur Erfassung der Verdampfungs- und Kondensationsvorgénge.

In den Kapiteln 5.1 bis 5.3 werden die untersuchte Geometrie, die Randbedingungen und
die erstellten numerischen Gitter in den durchgefiihrten Stromungs- und Werkstoffsimula-
tionen vorgestellt. Anschlieend wird der Versuchsaufbau und -ablauf innerhalb der Veri-
fikationsexperimente zum Abschreckverlauf im Fliissigkeitsstromungsfeld beschrieben. Im
Abschnitt 5.4 werden die Methoden und Definitionen dargestellt, die bei der Erarbeitung

und Analyse der Ergebnisse innerhalb dieser Arbeit verwendet worden sind.

Das Kapitel 6 umfasst die Vorstellung und Analyse der erzielten Ergebnisse. In Kapitel 6.1
wird das einphasige Stromungsfeld der Liquidphase im Stromungsrohr der Abschreckvor-
richtung erldutert. Der Abschnitt 6.2 zeigt vergleichend die zeit- und ortsabhidngigen Sie-
deabldufe aus Simulation und Experiment, bestehend aus dem Zeitpunkt des Ablosens der
Siedefronten und deren Bewegung iiber die Korperoberfliche, und bringt diese mit den
resultierenden lokalen Temperaturverldufen im Bauteil in Zusammenhang. Damit soll die
Eignung des entwickelten Modellansatzes demonstriert werden, um die lokalen und zeit-
abhingigen Stromungs- und Wirmeiibergangsvorginge wihrend des gesamten Ab-
schreckprozesses bei verschiedenen Anstrombedingungen und Stromungsstrukturen der

fliissigen Phase abzubilden bzw. vorherzusagen.

Die Auswertung weiterfiihrender, experimentell nicht oder nur schwer zugéinglicher Gro-
Ben aus der Stromungssimulation (lokale Leidenfrosttemperatur, Verldufe der Dampftem-

peraturen und -geschwindigkeiten an der Korperoberflache, lokale und temperaturabhéngi-
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Aufbau der Arbeit

ge Dampfschichtdicken) erfolgt ab Kapitel 6.3. Dabei wird insbesondere auf den Einfluss
der Stromungskinetik auf den Verlauf des Abschreckprozesses und die zeit- und ortsab-

hiangigen Warmeiibergangskoeffizienten eingegangen.

Die aus dem Siedeverlauf am Korper resultierenden Hérteverldufe an der Bauteiloberfléche
aus Experiment und Werkstoffsimulation werden in Kapitel 6.8 ausgewertet und vergli-
chen. Dabei werden die Einfliisse der Stromungsstruktur der Liquidphase sowie der An-
stromgeschwindigkeit auf die resultierenden Materialeigenschaften von Bauteilen im Ab-

schreckprozess in Fliissigkeiten aufgezeigt.

In Anhang A wird der Einfluss der ModellgroBen und -parameter auf die zweiphasige
Stromungsstruktur und den resultierenden Warmeiibergang sowie ein mdgliches Optimie-

rungspotenzial im entwickelten Siedemodell diskutiert.
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3 Grundlagen und Stand der Technik

3.1 Abschrecken im Rahmen der Warmebehandlung von Stahlbau-
teilen

Zur Einstellung von Material- und Bauteileigenschaften werden metallische Bauteile und
Komponenten aus Stahllegierungen wiarmebehandelt, um Gefiigezustinde im Werkstoff zu
erreichen, die hinsichtlich Hérte, Festigkeit und Zahigkeit die gewiinschten Funktionen des
finalen Bauteils ermdglichen [Bargel et al., 2008]. Ausgehend von einer zumeist austeniti-
schen Gefiigestruktur (bei untereutektoidischen Stdhlen), die nach Erwérmen und Halten
des gesamten Bauteilquerschnitts auf ausreichend hohen Temperaturen vorliegt, muss das
Material hinreichend schnell abgekiihlt werden, so dass die Diffusion von Kohlenstoff im
Geflige des Werkstoffs unterdriickt wird und damit ein spontanes Umklappen des Kristall-
gitters vom kubisch-flichenzentrierten zum kubisch-raumzentrierten bzw. tetragonalen
Gittertyp stattfindet. Das auf diese Weise geschaffene martensitische Gefiige weist eine
hohe Hirte auf, so dass in Abschreckprozessen typischerweise eine moglichst hohe, sowie
gezielt einstellbare und homogene Abkiihlung des Bauteils zur Einstellung der gewiinsch-
ten Gefiigestruktur angestrebt wird. Wird die zur martensitischen Umwandlung notwendi-
ge kritische Abkiihlgeschwindigkeit nicht erreicht, so liegen in diesen Bereichen nach dem

Abschrecken stattdessen ferritisch-perlitische oder bainitische Gefiigestrukturen vor.

Zeitliche und/oder ortliche Abweichungen hinsichtlich der Abkiihlintensitét resultieren in
hohen Temperaturgradienten im Bauteil, die aufgrund der thermisch bedingten unter-
schiedlichen Ausdehnung des Materials zu Spannungen fithren kdnnen. Zusétzlich geht die
martensitische Umwandlung mit einer Volumenzunahme einher, so dass auf diese Weise
zusitzliche Umwandlungsspannungen im Bauteil erzeugt werden konnen. Beide Einfliisse
konnen sich in Form von Bauteilverziigen auf die Bauteilfunktion auswirken, auch wenn
die sonstigen Bauteileigenschaften die vom Anwender gestellten Anforderungen prinzipiell
erfiillen. In vereinfachter Form besteht der Warmebehandlungsprozess von Stahlbauteilen

aus drei Schritten [Boyer und Cary, 1989]:

e Austenitisieren: Durch Aufheizen und Halten des Werkstiicks auf Temperaturen

von iiblicherweise ca. 800 - 900 °C {iber einen ausreichend langen Zeitraum wird
im gesamten Bauteilquerschnitt das Ausgangsgefiige fiir den folgenden Abschreck-
prozess eingestellt.

e Abschrecken: Durch beschleunigtes Abkiihlen werden im Werkstoff Ungleichge-

wichtszustdnde erzeugt, da die Diffusionsvorgidnge des Kohlenstoffs im Gefiige mit
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sinkender Temperatur langsamer ablaufen. Die zu erwartenden Gefiigearten und
Hartewerte fiir verschiedene Abschreckverldufe werden in werkstoffspezifischen

Zeit-Temperatur-Umwandlungsdiagrammen (ZTU) dargestellt (s. Bild 2) [Rose et

al., 1972].
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Y e T
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)
3(348)818)2
0] | | | | |
10 1 10! 102 10° s 10¢
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M Martensit 40 Geflgeanteile in Prozent

Bild 2: ZTU-Diagramm fiir einen unlegierten Stahl mit 0,45 % Kohlenstoffanteil
[Max-Planck-Institut fiir Eisenforschung, 2005]

Bei eher geringen Abkiihlgeschwindigkeiten bilden sich bainitische oder ferritisch-
perlitische Gefiigestrukturen (Bereiche B, F und P in Bild 2) aus. Wird jedoch eine
kritische Abschreckgeschwindigkeit iiberschritten, tritt eine diffusionslose, extrem
schnelle Umwandlung zum martensitischen Gefiige (M) ein, die mit einem Um-
klappen der Gitterstruktur des Kristalls und einer deutlichen Steigerung der Hérte
einhergeht [Worch et al., 2011].

e Anlassen: Um der Sprodigkeit des martensitisch geprigten Gefiiges entgegenzu-
wirken, folgt meist ein Autheizen und Halten des Bauteils auf vergleichsweise ge-
ringe Temperaturen (je nach Legierungszustand bei Temperaturen bis maximal 650
°C [Bargel et al., 2008]). Auf diese Weise werden Verspannungen im Bauteil ge-
16st, wodurch die Zidhigkeit des Materials steigt und gleichzeitig die Harte ab-

nimmt.
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3.2 Einphasiger Warmeiibergang am langsangestromten Zylinder

Als Modellbauteil-Geometrien werden in dieser Arbeit insbesondere zylindrische bzw.
wellenformige Bauteile betrachtet. Der einphasige Wérmeiibergang am ldngsangestromten
Kreiszylinder bei konstanter Wandtemperatur kann gemaf3 [VDI, 2006] an der iiberstrom-
ten ebenen Platte analytisch berechnet werden (bei vergleichsweise geringer Kriimmung
der Mantelflache liegt der Fehler bei weniger als 2 %). Bild 3 zeigt den Verlauf der lokalen
Nusseltzahl Nu, (z als charakteristische Lange) und flachengemittelten Nusseltzahl Nug
(charakteristische Linge L) sowie des Wirmeiibergangskoeffizienten WUK (s. Kapitel
4.3.2 und 4.3.3) bei laminar geprigter Grenzschichtstromung an der Mantelfldche fiir einen

Zylinder mit einer Ladnge L = 150 mm und dem Durchmesser d << L.
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Bild 3: Lokale Nusseltzahl Nu, (oben links) und lokaler Wirmeiibergangskoeffizient WUK
(oben rechts) sowie die flichengemittelte Nusseltzahl Nuy auf der Mantelfldche eines

langsangestromten Zylinders (unten) gemi3 VDI-Wirmeatlas [VDI, 2006]

Die in Bild 3 dargestellten Gréen sind definiert als:
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o\zZ)-Z
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Der lokale WUK zeigt dabei seine maximalen Werte im Bereich hinter der direkt der ein-
treffenden Stromung ausgesetzten Stirnfldche des zylindrischen Korpers. Mit steigendem
Abstand z / L sinkt der Warmeiibergang ab, um sich stromabwdérts nahezu konstanten Wer-

ten anzundhern.

Eine detaillierte Untersuchung des lokalen Warmeiibergangs am ldngsangestromten zylind-
rischen Korper bei laminarer und turbulent gepréigter Grenzschichtstromung findet sich in
[Wiberg und Lior, 2005]. Eine Ubersicht zu den Grundlagen der Gasabschreckung sowie
Korrelationen zur Vorhersage des Warmeiibergangs fiir verschiedenen Abschreckgase so-
wie Stromungs- und Druckbedingungen finden sich in [Lhote und Delcourt, 1992] und
[Totten et al., 2011]. Auf den Einfluss der Anordnung mehrerer gleichformiger Bauteile
bei der Chargenabschreckung hinsichtlich der lokalen Warmeiibergangsbedingungen geht

beispielweise die Arbeit von [Macchion et al., 2006] ein.

3.3 Warmeubergang und Siedephasen beim Abschrecken in Flis-
sigkeiten

Der Abschreckvorgang von Bauteilen in Gasen und Fliissigkeiten ist Gegenstand aktueller
Untersuchungen, da dieser Prozess aufgrund der hohen Energieintensitidt und der Komple-
xitdt der ablaufenden stromungs- und werkstofftechnischen Vorginge in der industriellen
Anwendung ein hohes Optimierungspotenzial aufweist. Ziel der Prozessoptimierung ist
stets die vorhersagbare und reproduzierbare Einstellung der notwendigen lokalen Abkiihl-
verldufe am Bauteil zum Erzielen einer gewiinschten Gefiigestruktur sowie der resultieren-

den Hirteverteilung [Davis, 2007; Totten et al., 2011].

Bei der Verwendung von Luft oder technischen Gasen als Abschreckmedien konnen nur
relativ niedrige Warmiibergangskoeffizienten bis etwa 2000 W/(m?K) erzielt werden [Lior,
2004], so dass hiufig Fliissigkeiten wie Wasser, Polymerldsungen oder Ole verwendet
werden, um Wirmiibergangskoeffizienten bis ca. 60.000 W/(m?K) zu ermoglichen [Davis,

2007]. Auf diese Weise lassen sich die zur Erreichung der martensitischen Umwandlung
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notwendigen, hohen Abkiihlgeschwindigkeiten erzielen, jedoch sind die lokalen Abkiihl-

bedingungen aufgrund von Siedevorgingen bei der Abschreckung mit Fliissigkeiten stark

vvvvv

Im Rahmen des Abschreckprozesses werden metallische Bauteile zumeist kontinuierlich
ausgehend von Temperaturen im Bereich von typischerweise 850 °C — 950 °C bis auf
Raumtemperatur abgekiihlt. Das Abschreckmedium wird in der Ndhe der heilen Bauteil-
oberfliche stark erhitzt, so dass bei Fliissigkeiten beim Uberschreiten der Siedetemperatur
ein Phaseniibergang (Verdampfung) stattfinden kann. Der resultierende (mittlere) Warme-
tibergang der heilen Oberflache in Abhédngigkeit von der Wandiibertemperatur bzw. von
der Wandiiberhitzung wurde von [Nukiyama, 1966] beschrieben (s. Bild 4).

stilles . Ubergangs- I
: Blasensieden rgang Filmsieden
Sieden . Ssieden
O \
[0) Critical Heat Flux \
E (CHF) \
L
© \
= \
= \
% \
E \
= \
Hol
AN
= N
Onset of Nucleation Boiling Leidentfrostpunkt
(ONB) (LFP)
Wanduberhitzung Tsy, = Twang - Tsiede

Bild 4: Nukiyama-Kurve des (mittleren) Warmestroms beim Sieden von Fliissigkeiten
(nach [Gradeck et al., 2009; Herwig und Moschallski, 2006])

Bei der Abschreckung von Bauteilen in Fliissigkeiten konnen die Siedephasen, wie in Bild
5 dargestellt, an verschiedenen Orten auf der Bauteiloberfldche gleichzeitig auftreten. Star-
ke lokale und zeitliche Abhingigkeiten des Warmeiibergangskoeffizienten und damit er-
hebliche Temperaturgradienten im Bauteil bei der Abkiihlung sind die Folge. Zu Beginn
des Abschreckprozesses bei hohen Bauteiltemperaturen im Bereich der Austenitisierungs-
temperatur (bei Stdhlen typischerweise ca. 850 °C — 950 °C) ist die Temperaturdifferenz
zwischen Bauteiloberfldche und Fluid hoch genug, so dass die entstehenden Dampfanteile
nicht von der Stromung abtransportiert werden. Zumindest bereichsweise entsteht ein ge-
schlossener Dampffilm, der geringe Warmeiiberginge bewirkt (Filmsieden). Treibende
Mechanismen des Warmeiibergangs sind in diesem Bereich Warmeleitung und Konvektion
im Dampffilm sowie Wiarmestrahlung zwischen der heilen Bauteiloberfliche und der
Grenzschicht zwischen Dampf und Fliissigkeit. Verdampfung und Kondensation finden

wihrend dieser Siedephase nicht mehr direkt an der heilen Wand, sondern an der Phasen-
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grenzfliche zwischen dem geschlossenen Dampffilm und der dariiber angeordneten Fliis-

sigkeitsphase statt.

Sinkt die Temperatur des Bauteils wahrend der Abkiihlung, bricht am Leidenfrostpunkt
(LFP) der Dampffilm zusammen. Die Wiederbenetzung der Oberfliche beginnt typi-
scherweise an den Kanten des Bauteils, zunédchst an der unteren Seite, da diese eine grofie-
re Oberflache zur Auskiihlung bietet und aufgrund der hoheren Kriimmung der Phasen-
grenzschicht hier bei der Tauchbadkiihlung zuerst ein Zusammenbruch stattfindet
(s. Kapitel 3.5.1) [Tensi und Stich, 1992; Tensi und Stich, 1994].

einphasige z
Konvektion \
Blasensieden ¢ —
1 Wiederbenetzungsfront

(Leidenfrosttemperatur)
Filmsieden

h

L ]
0 " Wiederbenetzungsfront
Blasensieden

|

|

einphasige
Konvektion

(Leidenfrosttemperatur)

Waérmelbergangskoeffizient ]

Bild 5: Siedephasen und der Warmetibergangskoeffizienten zu einem Zeitpunkt wihrend
der Wasserbadabschreckung eines Zylinders aus Stahl
(9 30 mm x 150 mm, Tj;q = 60 °C, ohne Badumwilzung, Material: 1.4305)

Wihrend des Ubergangssiedens bewegen sich (je nach Bauteilgeometrie) in der Regel
mehrere Siedefronten auf die zentralen Stellen der Oberflache zu, bis der Dampffilm auf
der gesamten Oberfliche zusammengebrochen ist. Charakterisiert wird dies durch den ma-
ximal realisierbaren Wiarmestrom wihrend des Abkiihlvorgangs, dem Critical Heat Flux
(CHF). In den wieder mit Fliissigkeit benetzten Bauteilabschnitten resultiert die weiter
auftretende Blasenbildung in sehr hohen Wérmeiibergéngen (Blasensieden), da zusédtzlich
zur konvektiv abgefiihrten Wiarme Energie in Form von Verdampfungsenthalpie ,,ver-

braucht* wird, woraus eine duflerst effektive Kiihlung der Oberfliche bei vergleichsweise

10
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geringen Wandiibertemperaturen resultiert. Zusitzlich sorgt der Dampfblasenaufstieg fiir
eine Durchmischung des Liquids und bewirkt damit zusétzlich eine verbesserte konvektive
Wirmeabfuhr.

Fiir nur noch sehr geringe Wandiiberhitzungen folgt die Phase des ,,stillen Siedens* bzw.
des konvektiven einphasigen Warmeiibergangs, in der keine Verdampfung mehr erfolgt

und der Wirmeiibergang vom Bauteil durch die GesetzméBigkeiten in einphasigen Stro-

vvvvv

3.4 EinflussgroRen auf den Abschreckverlauf

3.4.1 Uberblick

In der einschlégigen Literatur werden die folgenden Parameter als entscheidend fiir den

Abkiihlverlauf und das Abschreckergebnis beim Fliissigkeitsabschrecken fiir eine gegebe-

-----

und Tensi, 1992]:

e Abschreckmedium: Wihrend die Verwendung von Wasser sehr hohe Abkiihlinten-

sititen zuldsst, weisen gidngige Abschreckole relativ geringe Abschreckraten bei
deutlich weniger stark ausgeprigtem Leidenfrosteffekt auf. Die ,,Liicke* beziiglich
den erzielbaren Abkiihlintensititen zwischen Wasser und Ol kann durch Verwen-
dung von Polymerldsungen geschlossen werden.

e Fluidtemperatur: Eine Erhdhung der Badtemperatur fiihrt zu einer Verlangsamung

der Abkiihlung und zu einer Verdnderung der Abfolge der Siedephasen am Bauteil,
wobei dieser Zusammenhang meist stark nichtlinear ist. Die gezielte Einstellung
dieses Parameters ist somit notwendig. Zusétzlich ist eine Regelung der Badtempe-
ratur in engen Grenzen erforderlich, um ein reproduzierbares Abschreckergebnis zu
erhalten.

e Bauteilanstromung: Der Abtransport des in Bauteilndhe gebildeten Dampfes kann

durch eine im einfachsten Falle ungerichtete Badbewegung (z.B. mittels Riihrvor-
richtung) hinsichtlich Homogenisierung und Reproduzierbarkeit des Abschreckpro-
zesses deutlich verbessert werden. Eine an die Bauteilgeometrie lokal angepasste
Anstromung (z.B. durch ein flexibles Jetdiisenfeld) kann gezielt einen Zusammen-
bruch des Dampffilms beschleunigen oder sogar unmittelbar herbeifiihren und so
das Abschreckverhalten in gewiinschter Weise beeinflussen.

e Badverschmutzung: Verunreinigungen des Abschreckbades z.B. infolge haufiger

Prozesswiederholungen fiihren zu einem deutlich verdnderten Siedeverhalten und

11
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bewirken deshalb unterschiedliche Abschreckverldufe, so dass im industriellen
Umfeld eine entsprechende Sduberung / Filterung des Abschreckmediums vorzuse-
hen ist.

e Opberflichenbeschaffenheit: Eine ansteigende Rauheit der metallischen Oberfliche

oder Verunreinigungen der Bauteiloberfldche fiihren aufgrund der Stérung der
wandnahen Stromungsstruktur tendenziell zu héheren Abkiihlgeschwindigkeiten
und einem beschleunigten Dampffilmzusammenbruch. Oxidationsschichten als Re-
sultat des Aufheizvorgangs (an Umgebungsluft) an der Oberflache konnen hinge-

gen isolierend wirken und eine geringere Abkiihlgeschwindigkeit verursachen.

3.4.2 Eingrenzung im Rahmen dieser Arbeit

Im Rahmen dieser Arbeit wird vorrangig der Einfluss einer parallelen Umstromung eines
aufrecht stehenden zylindrischen Bauteils untersucht. Als fliissiges Abschreckmedium
wird Wasser bei einer konstanten Temperatur (bei Abschreckbeginn) untersucht. Der Ein-
fluss von Badverschmutzungen sowie verschiedener Oberflachenbeschaffenheiten ist hier
nur der Vollstdndigkeit halber angefiihrt und wird im weiteren Verlauf der Arbeit nicht
detailliert betrachtet. Als Modellwerkstoff werden Stahllegierungen betrachtet.

3.5 Abschreckung zylindrischer Bauteile

3.5.1 Siede- und Abkuhlverlauf an vertikalen Oberflachen

Zylinderformige metallische Bauteile werden zur Abschreckung hiufig in vertikaler Aus-
richtung in fliissigen Medien angeordnet und dabei entweder ruhend (Tauchbadabschre-
ckung) oder von unten mit einer aus axialer Richtung eintreffenden Strdmung mit ver-
gleichsweise geringen Geschwindigkeiten (s. Kapitel 3.4) beaufschlagt. Die unterschiedli-
chen Benetzungszustinde bzw. Siedephasen (s. Kapitel 3.2) zu verschiedenen Zeitpunkten
auf der Oberfliche des zylindrischen Probenkorpers konnen Bild 6 (links) entnommen
werden, das anhand von Momentaufnahmen den zeitlichen Verlauf des Dampffilmzusam-
menbruchs an der unteren Kante des Korpers und die aufwiérts wandernde Wiederbenet-
zungsfront zeigt. Zeitverzogert ist ebenfalls das Ablosen der Siedefront von der oberen

Kante zu erkennen.

Zusétzlich ist in Bild 6 (rechts) flir einen Punkt im zylindrischen Probenkdrper in unmittel-
barer Wandndhe der qualitative Verlauf des aus der zeit- und ortsabhéngigen Verteilung
der Siedephasen resultierenden Abkiihlverhaltens gezeigt. Zu erkennen ist der niedrige

Wirmeitibergang zu Beginn des Abschreckprozesses, der sich im flachen Verlauf der Ab-

12
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kiihlkurve dufBert, gefolgt von dem steilen Temperaturabfall nach Zusammenbruch des

Siedefilms am Leidenfrostpunkt [Carbajo, 1985].
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Bild 6: Links: Benetzungszustinde beim Abschrecken eines zylindrischen Probenkdrpers
(9 25 x 200 mm) zu verschiedenen Zeitpunkten nach dem Eintauchen ins Wasserbad
[Totten et al., 2011], rechts: qualitativer Verlauf einer resultierenden Abkiihlkurve im Pro-

benkorper in unmittelbarer Wandnéhe (nach: [Gradeck et al., 2009])

Die Abschreckung metallischer Bauteile wird in der Literatur vielféltig untersucht, so dass
sich im folgenden Kapitel ein Uberblick entsprechend des Fokus dieser Arbeit auf die
Vorginge am metallischen Zylinder bzw. an vertikalen Oberflachen konzentriert. Einge-
gangen wird dabei insbesondere auf den Wiarmeiibergang in den jeweiligen Siedephasen
(s. Bild 4).

3.5.2 Literaturubersicht

Filmsieden

[Jouhara und Axcell, 2002; Jouhara und Axcell, 2009] bestimmten den Warmestrom und
die Wirmeiibergangskoeffizienten (WUK) beim Filmsieden sowie die dabei vorliegenden
Siedefilmdicken an Kugeln sowie vertikal ausgerichteten Platten und zylindrischen Bautei-
len wihrend der instationiren Abkiihlung. Die Uberhitzung des Bauteils zu Beginn des
Abschreckversuchs wurde dabei im Bereich 150 K < (Tsup = Twand - Tsiede) < 500 K variiert.
Zur Bestimmung der Wirmeiibergangskoeftizienten wurde die Lumped-Capacity-Methode
verwendet. Unter der Annahme einer ndherungsweise homogenen Temperaturverteilung
iiber den Bauteilquerschnitt kann aus lokalen Abkiihlkurven auf den an der Bauteiloberflé-
che herrschenden WUK zuriickgerechnet werden. Bei Umgebungsdruck wurden die An-
stromgeschwindigkeit (0 m/s < v < 0,2 m/s) und die Wassertemperatur (79 °C < Twasser <

96 °C) in einem aufwirts stehenden, mit Wasser durchstromten Rohr variiert (s. Bild 7).

13
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Bild 7: Warmeiibergangskoeftfizient wihrend des Filmsiedens fiir verschiedene Liquidtem-

peraturen (nach [Jouhara und Axcell, 2009])

Generell konnten in dieser Arbeit mit abnehmender Bauteiltemperatur ungeféhr linear an-
steigende  Wirmeiibergangskoeffizienten im Bereich 250 W/(m’K) < WUK < 450
W/(m’K) im angegebenen Intervall der Oberflichentemperatur gemessen werden. Dabei
wurden bei sonst unveridnderten Versuchsbedingungen generell hohere Warmeiibergangs-
koeffizienten festgestellt, je niedriger die Wassertemperatur im Stromungsrohr ist. Die
dazugehorigen flichengemittelten Wiarmestromdichten wiesen im Gegensatz dazu einen
etwa linear absinkenden Trend mit einer zunehmenden Verringerung der Oberflachentem-

peratur des abzuschreckenden Korpers auf.

Mittels fotografischer Aufnahmen bestimmten [Jouhara und Axcell, 2002] fiir die Dampf-
filmdicke o auf der heilen Oberfldche fiir alle Bauteilgeometrien mit einem Anstieg der
Wassertemperatur ansteigende Werte. Bei konstanter Wassertemperatur nimmt die Dampf-
filmdicke dagegen mit abnehmender Wandiiberhitzung Ty, im Bereich 80 pm< 6 <
250 um etwa linear ab (s. Bild 8).

Der Einfluss der (allerdings sehr niedrigen) Anstromgeschwindigkeiten v auf die Warme-
iibergangskoeffizienten wurde in diesen Arbeiten als dullerst gering festgestellt. Eine Er-
héhung von vy = 7,5 cm/s auf vo = 14 cm/s bewirkte wiahrend der gesamten Filmsiedephase
ein von der Bauteiltemperatur nahezu unabhingiges Absinken des Wérmetibergangskoefti-

zienten um weniger als 10%. Demgegeniiber wies die minimal gemessene Dampffilmdicke

14
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0 am zylindrischen Bauteil im angegebenen Geschwindigkeitsintervall eine leicht abneh-

mende Tendenz fiir steigende Anstromgeschwindigkeiten v auf.
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Bild 8: Dampffilmdicke an einer vertikale Platte (Tj;q = 93,3 °C)
[Jouhara und Axcell, 2002]

[Meduri et al., 2009] bestimmten experimentell den Warmeiibergang beim Filmsieden an
senkrecht ausgerichteten, konstant beheizten Oberflidchen (200 K < Ty, < 400 K) in einer
aufwirts gerichteten Wasserstromung (75 °C < Twasser < 100 °C) mit verschiedenen An-
stromgeschwindigkeiten (0 m/s < vy < 2 m/s). Der Wérmeiibergangskoeffizient wurde aus
der zur Heizung der Oberfldche notwendigen Leistung bestimmt und dabei fiir gegebene
Wandiiberhitzungen als ansteigend fiir steigende Liquidunterkiihlungen ermittelt, wobei
dieser Einfluss bei steigender Wandiiberhitzung umso weniger deutlich ausfiel. Hohere
Anstromgeschwindigkeiten bei ansonsten gleichen Versuchsbedingungen bewirkten hier

generell ansteigende Warmeiibergangskoetfizienten im Bereich des Filmsiedens.

[Liu et al., 2011; Shiotsu und Hama, 2000] sowie [Sakurai et al., 1998] fiihrten Messungen
des Wiérmeiibergangs an senkrecht angeordneten, elektrisch beheizten Zylindern in auf-
wirts gerichteten Wasserstromungen (40 °C < Twagsser < 95 °C, 0 m/s < vy < 3 m/s) bei einer
Wandiiberhitzung zu Beginn der Abschreckung von Ty, = 650 K durch. Wéhrend fiir An-
stromungen von bis zu vp = 1 m/s kaum ein Einfluss der Stromungsgeschwindigkeit auf
den Wirmeiibergangskoeffizienten beim Filmsieden festgestellt werden konnte, wurden
fiir hohere Anstromgeschwindigkeiten vy ungefdhr linear ansteigende Werte des Wirme-

iibergangskoeffizienten ermittelt.
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[Bolukbasi und Ciloglu, 2007] analysierten das Filmsieden bei der instationdren Abkiih-
lung ohne Anstrémung von vertikalen, metallischen Zylindern (T, < 500 K), die an der
unteren Seite eine halbkugelformige Oberfliche aufwiesen, im Wasserbad bei 60 °C <
Twasser < 92 °C. Nur fiir Twasser > 80 °C konnte zu Beginn der Abschreckung das Vorliegen
eines geschlossenen Siedefilms beobachtet werden. Innerhalb dieser Siedephase konnte der
Trend der steigenden Wéarmeiibergangskoeffizienten und sinkenden Warmestromdichten

bei abnehmender Oberflachentemperatur bestitigt werden.

[Greene und Irvine, 1994] untersuchten den Einfluss der Fluidtemperatur auf den Warme-
libergangskoeffizienten (aus der Lumped-Capacity Methode) beim Filmsieden an vertikal
ausgerichteten metallischen Zylindern mit einer Starttemperatur von Tyang = 850 °C im
Wasserbad (s. Bild 9). Dabei wurden steigende Warmeiiberginge im Bereich
300 W/(m” K) < WUK < 1100 W/(m® K) mit einer Abnahme der Wassertemperatur von
100 °C auf 30 °C festgestellt.
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Bild 9: Warmetibergangskoeffizienten wihrend des Filmsiedens am vertikalen Zylinder im

Wasserbad [Greene und Irvine, 1994]

Der Effekt der Wellenbildung auf der Phasengrenzfliche zwischen Dampffilm und umge-
benden Fliissigkeit wurde hinsichtlich des Warmeiibergangs und der Stabilitidt des Dampf-
films verschiedentlich analysiert. Die Wellenbildung sorgt dabei fiir eine Vergroferung der
Austauschflache, zusdtzlich entsteht eine oszillierende Bewegung der Phasengrenzfliche,

woraus in der Summe eine Intensivierung des Wérmeiibergangs wihrend der Filmsiede-
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phase resultiert [Honda et al., 1998; Honda et al., 2007]. Auf der geschlossenen Dampf-
schicht direkt auf der Oberfliche bilden sich Wellen, deren Ursprung etwas oberhalb der
Unterkante der heiflen, vertikalen stehenden Oberfliche liegt [Sinkevich, 2008]. Die
Amplitude dieser Wellen steigt mit sinkender Fluidunterkiihlung an und kann dabei deut-
lich groBer als die darunterliegende, geschlossene Dampffilmdicke werden [Tanaka, 1988].
Die maximalen Wiarmetiiberginge wurden an den Wellenbergen detektiert, wahrend in den
Wellentdlern ein Minimum des Wéarmeiibergangs vorliegt [Vijaykumar und Dhir, 1992a;
Vijaykumar und Dhir, 1992b]. Verschiedene Autoren entwickelten auf der Grundlage der
Taylorschen Stabilitdtstheorie Ansétze zur Berechnung der maximal auftretenden Wellen-
linge (Ubersicht bei [Bernardin und Mudawar, 1999]) bevor der Dampffilm zusammen-
bricht.

Leidenfrostpunkt und Wiederbenetzungskinetik

Der in der deutschsprachigen Literatur als Leidenfrostpunkt (LFP) bzw. Leidenfrosttempe-
ratur bezeichnete Zusammenbruch des Dampffilms an der heilen Oberflache und der nach-
folgende Ubergang zum Ubergangs- bzw. Blasensieden wird in der englischsprachigen
Literatur als ,,Minimum Film Boiling“-Temperature (Tyrg) bezeichnet. [Carbajo, 1985]
bei stationdren Problemen, d.h. bei isothermer Temperaturverteilung in der heilen Ober-
fliche bezeichnet fiir die ein geschlossener Dampffilm vorliegt. Demgegeniiber bezeichnet
der Leidenfrostpunkt den jeweiligen Ort der Wiederbenetzung der Oberfldche mit Fliissig-
keit mit der dazugehodrigen Temperatur bei der instationdren Abkiihlung eines Korpers
[Liibben et al., 2009; Tensi und Stich, 1994].

Welche Mechanismen beim lokalen Erreichen der Leidenfrosttemperatur zum schlagarti-
gen Dampffilmzusammenbruch fiithren, konnte bisher nicht umfassend geklart werden. Es
existieren verschiedene Modellansétze zur Erkldrung dieses Vorgangs, die von verschiede-
nen Autorengruppen vorgeschlagen werden. Als Ursache werden hydrodynamische, ther-
modynamische oder mechanische Instabilititen sowie Temperaturabhéngigkeiten der Kon-
taktwinkel des Fluids an der Wand vorgeschlagen. Ein detaillierter Vergleich dieser zum
Teil sehr unterschiedlichen Erkldrungsansitze sowie deren Einschédtzung vor dem Hinter-
grund der Ergebnisse aus Messungen verschiedener Autoren in der Literatur zum Leiden-
frostpunkt findet sich bei [Bernardin und Mudawar, 1999]. Wihrend variierende Fluidun-
terkithlungen und verschiedene Probenwerkstoffe (hinsichtlich ihrer Materialkennwerte)
nur einen sehr geringen Einfluss auf die Leidenfrosttemperatur aufweisen, konnen steigen-

de Oberflachenrauheiten bzw. zunehmende Verunreinigungen zu einer erheblich anstei-
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genden Leidenfrosttemperatur filhren. Bei [Carbajo, 1985] wurde zusitzlich der Einfluss
verschiedenen Anstromgeschwindigkeiten als gering im Vergleich zu den Anderungen der

Leidenfrosttemperatur bei einer Variation des Systemdrucks eingestuft.

Experimentelle Untersuchungen zum Leidenfrostpunkt und zur Wiederbenetzungskinetik
an vertikalen zylindrischen Bauteilen in aufwirts gerichteten Stromungen finden sich
bspw. in [Fernandes und Prabhu, 2007; Jouhara und Axcell, 2009; Kobasko et al., 1997;
Lee und Lee, 1997; Narazaki et al., 1989; Tensi und Stich, 1992; Tensi und Stich, 1994;
Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009; Warrier und Dhir, 2006]. Mittels foto-
grafischer Aufnahmen des Verlaufs des Siedefilms bzw. der Wiederbenetzungsfronten auf
der Bauteiloberfliche (s. Bild 10) sowie basierend auf mehreren, ortlich versetzten Ther-
moelementmessungen in Oberflachennéhe des Bauteils wurden zeit- und ortsabhingig de-

ren Positionen bestimmt.
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Bild 10: a) Gemessene Abkiihlkurven, b) Momentauftnahmen der Position der Wiederbe-

60 mm

netzungsfront am Bauteil, c) Zylindergeometrie mit Thermoelementbohrungen

[Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009]

Aus diesen Daten konnen die Geschwindigkeiten der Wiederbenetzungsfronten berechnet
und mit Temperaturen aus den Thermoelementmessungen an verschiedenen Stellen im

Bauteil in Verbindung gebracht werden. Generell zeigt sich der Trend, dass steigende An-
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stromgeschwindigkeiten sowie insbesondere hohere Fluidunterkiihlungen zu einem Zu-

sammenbruch des Dampffilms bei groeren Oberflachentemperaturen fiihren.

[Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009] untersuchten den Einfluss der Form
der unteren Stirnfliche bei der instationdren Abkiihlung von zylindrischen Bauteilen
(Tsup < 800 K), die in einer aufwirts gerichteten vertikalen Rohrstromung (Twagser = 60 °C,
0,2 m/s < vy < 0,6 m/s) abgeschreckt wurden. Wahrend die am unteren Ende flach abgeség-
te Probe einen um den Umfang ungleichmdBig erfolgenden Dampffilmzusammenbruch
aufzeigte, wies eine im Vergleich dazu unten mit einem 45°-Winkel konisch zulaufende
Probe einen um den Probenumfang homogen erfolgenden sowie einen hinsichtlich des
Zeitpunkts im Verlauf der Abschreckung besser reproduzierbaren Dampffilmzusammen-
bruch auf. Als Hauptgrund dafiir wurde die an der Unterkante der Probe ablosende Stro-
mung identifiziert, die im Falle der stumpfen (rechtwinkligen) Probenunterkante ein deut-

lich stérker ausgeprégtes Riickstromgebiet im unteren wandnahen Bereich aufwies.

Zusitzliche Untersuchungen widmen sich dem Zusammenhang zwischen dem Wiederbe-
netzungsverhalten und den lokalen Warmetibergangsbedingungen auf die daraus resultie-
renden Materialeigenschaften (Héarte, Spannungsverteilungen) nach dem Ende des Ab-
schreckvorgangs. Der Einfluss der Eigenschaften des Fluids und der Materialeigenschaften
der Probe auf die Wiederbenetzungskinematik werden in qualitativer und quantitativer
Weise von [Tensi et al., 1987; Tensi et al., 1995] beschrieben. Zusétzlich wird auf die Ab-
hingigkeiten zwischen der Probengeometrie und deren Orientierung im Abschreckbad auf
die resultierende Oberfldchenhirte auf Basis experimenteller Untersuchungen [Stich et al.,
1996; Tensi und Stitzelberger-Jakob, 1989] und von numerischen Berechnungen [Tensi et
al., 1990] eingegangen. Die dabei an der Oberfliche herrschenden zeit- und ortsabhingigen
Wirmeiibergangsbedingungen werden von [Majorek et al., 1995; Stich und Tensi, 1995]
aus gemessenen Abkiihlkurven abgeschitzt (s. auch Vergleich mit Simulationsergebnissen
aus dieser Arbeit in Kap. 6.4.1).

Identifiziert werden kann als weiterer Einflussfaktor die Gestaltung der oberen und unteren
Kante der zylindrischen Korpers. Zunehmendes Anfasen oder Abrunden der oberen und
unteren Kanten sorgt fiir einen verzogerten Zusammenbruch des Dampftilms, da einerseits
die zur Auskiihlung zur Verfiigung stehende Flache sinkt und andererseits das Wegfallen
der scharfen Kante ein ,,Durchbrechen* des Dampffilms und somit ein Zusammenzichen
des Dampffilms aufgrund der Oberflichenspannung der Phasengrenzfliche nicht mehr

ermoglicht [Liibben et al., 2009; Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009].
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Critical Heat Flux (CHF) und Blasensieden

Ahnlich zum Leidenfrostpunkt wird auch hier von einigen Autoren eine Unterscheidung
der Begrifflichkeiten vorgenommen. Als Critical Heat Flux (CHF) wird haufig diejenige
Wirmestromdichte bezeichnet, mit deren Erreichen an einer stationédr beheizten (,,steady-
state”) Oberfliche der Ubergang vom mit Fliissigkeit benetzten Zustand zum Filmsieden
stattfindet. Demgegeniiber bezeichnet Maximum Heat Flux (MHF) den maximalen War-
mestrom wihrend der transienten Abkiihlung eines Korpers [Hammad et al., 2004]. Andere
Autoren beschreiben diese beiden GroBen jedoch auch in beiden Féllen als identisch
[Mozumder et al., 2006].

Im weiteren Verlauf dieser Arbeit wird als CHF der maximale Wérmestrom an der Ober-
fliche eines heiflen Korpers wihrend der Abkiihlung in siedenden Medien bezeichnet. Ei-
nen Uberblick iiber die Begrifflichkeiten, EinflussgroBen und die verfiigbaren Literaturer-
gebnisse zu diesem Thema bieten [Ahmed et al., 2010] und [Mozumder, 2006].

Den Einfluss der Fluidunterkithlung T = Tsiede - Tiiquia und des Druckniveaus auf den
Wiairmestrom wihrend des Blasensiedens und insbesondere auf den CHF und die bei des-
sen Erreichen vorliegende Oberflichentemperatur der beheizten Fliche beim Behiltersie-
den wurde bspw. von [Lee und Lee, 1997] an vertikal durchstromten Rohren, von [Sakurai,
2000] an horizontalen Drihten und vertikalen zylindrischen Bauteilen [Sakurai et al.,
1998], sowie von [Auracher und Marquardt, 2002; Auracher und Marquardt, 2004] und
[Ono und Sakashita, 2009] an horizontalen Platten gemessen. Die Ermittlung des Wir-
mestroms basiert dabei auf der Kenntnis der jeweils zum Heizen der Oberfliche entgegen
der duBleren Kiihlwirkung notwendigen elektrischen Energie. Steigende Liquidunterkiih-
lungen Tgwp = Tsiede - Tiiq fiihren dabei generell bei groferen Oberflichentemperaturen zum

Erreichen des CHF, dessen Wert dabei jeweils umso hoher ausfillt. Wahrend bei Ty, =
0 K der maximale Wérmestrom (., ~ 10° W/m® und die dazugehorige Wandiiberhitzung
Tsuper = Twand - Tsiede = 50 K betrégt, bewirkt ein Anstieg der Unterkiihlung auf T, = 60 K
eine Erhohung des maximalen Wirmestroms auf (. ~ 10’ W/m® bei einer dazugehdri-

gen Wandiiberhitzung von Tgyper = 110 K [Sakurai et al., 1998].

Einen detaillierten Uberblick zu Messungen des CHF an heiBen Oberflichen bieten
[Kandlikar, 2001a] und [Howard und Mudawar, 1999], die Literaturergebnisse zum Behél-
tersieden in Wasser und anderen Fliissigkeiten fiir verschiedene Ausrichtungen einer ebe-
nen Oberfliche (Platte) auswerteten (Winkel: 0° = horizontal nach oben zeigend, 90° =
vertikal, 180° = horizontal nach unten zeigend). Die hochsten Werte des CHF konnten da-
bei fiir aufwirts zeigende Oberflichen (Winkel: 0° - 60°) beobachtet werden, da hier die
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sich bildenden Dampfblasen ungehindert nach oben aufsteigen koénnen. Fiir anndhernd
vertikale Flachen (Winkel: 60° - 165°) sammeln sich die gebildeten Dampfanteile in
Wandnédhe und steigen an dieser entlang nach oben, woraus um etwa 10-40% niedrige
Werte des CHFs als bei der horizontalen Oberfliche (Winkel: 0°) resultieren. Ist die heille
Oberflache noch stirker nach unten ausgerichtet (Winkel: > 165°) kann der Wert des CHF
um bis zu 90% geringer als bei der horizontal ausgerichteten Oberfliche (Winkel: 0°) aus-
fallen. Die bei Erreichen des CHF jeweils vorliegenden Oberflichentemperaturen fallen

dabei mit steigendem Winkel niedriger aus.

Qualitativ dhnliche Auswirkungen hat das Vorliegen einer aufwirts gerichteten Anstro-
mung auf den CHF an vertikalen Flichen gemi3 den Arbeiten von [Celata et al., 1995]
sowie [Cumo, 1992]. Steigende Anstromgeschwindigkeiten (bis vo = 10 m/s) fiihren dabei
zu hoheren maximalen Wérmestromdichten, die bei jeweils ansteigenden Oberflichentem-

peraturen festgestellt werden konnten.

Einfliisse der Abmessungen des abzuschreckenden Bauteils, insbesondere des Durchmes-
Probe fiihrt (unter der Annahme eines geniigend groen Verhéltnisses L / d an der Probe)
zu einer Zunahme der Dauer der verschiedenen Siedephasen, da generell eine groBere
Wiérmemenge im Korper vorhanden ist und diese an die Umgebung abgefiihrt werden
muss. Eine Anderung der Abmessungen der zylindrischen Bauteile von @ 20 mm x 60 mm
auf @40 mm x 20 mm geht dabei in diesen experimentellen Untersuchungen mit einer
recht geringen Zunahme des maximalen Wirmeiibergangskoeffizienten beim Ubergang

vom Film- zum Blasensieden einher.

Zusitzlich fiihrte bei [Fernandes und Prabhu, 2007] ein vergroBerter Probendurchmesser
(von @ 28 mm auf @ 44 mm, Probenldnge L = 2 d) am zylindrischen Stahlbauteil bei an-
sonsten identischen Abschreckbedingungen zu geringfligig erhohten kritischen Wir-
mestromdichten. Gleichzeitig konnte bei den durchgefiihrten Untersuchungen jedoch mit
einer Zunahme der Anstromgeschwindigkeit eine leichte Abnahme derjenigen Oberfla-
chentemperatur ermittelt werden, die mit dem jeweiligen Eintreten des ,,Critical Heat

Fluxes* in Verbindung gebracht werden kann.

Onset of Nucleation Boiling (ONB)

Die zum Beginn der Dampfblasenbildung an einer beheizten Oberfliche notwendige Wir-
mestromdichte bzw. Oberflachentemperatur wurde von [Sakurai, 2000] an horizontalen
Dridhten und vertikalen zylindrischen Bauteilen [Sakurai et al., 1998] beim Behiltersieden

(ohne Anstromung) experimentell bestimmt. Es zeigte sich, dass die zur Dampfblasenbil-
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dung notwendige Wandiiberhitzung nahezu unabhingig von der geometrischen Anordnung
der beheizten Oberfldche und der Fluidunterkiihlung ist und jeweils (in Wasser bei Umge-
bungsdruck) etwa ATy, = 4-5 K betrigt. Als wesentliche Einflussgrofle wurde die Rauig-
keit der beheizten Oberfliche ermittelt, da mit groBeren Keimstellen eine geringere Fluid-

tiberhitzung in Wandnihe zur Verdampfung notwendig ist (s. Kapitel 3.6).

Wird zusitzlich bei ansonsten unveridnderten Versuchsbedingungen die Anstromgeschwin-
digkeit erhoht, so steigt auch die notwendige Wandiiberhitzung geringfiigig an [Lee und
Lee, 1997]. Eine Zusammenfassung von Messergebnissen aus der Literatur und verfiigba-
ren Korrelationen, die die verschiedenen EinflussgroBen wie Geometrie, Stromung, ver-
wendetes Liquid sowie dessen Temperatur und Druckbedingungen zusammenfassen, findet
sich bei [Basu et al., 2002].

3.6 Dampfblasenbildung an einer heiBen Oberflache

Bild 11 zeigt eine kugelféormige Dampfblase auf einer beheizten Wand.

d
Fliissigkeit
P
c G
A s
g Dampf ' 7
=~ dK' = w

Bild 11: Einzelblase auf einer beheizten Oberflache (Twand > Tsiede), Nach [Bockh, 2006]

An der Grenzfldche zwischen Dampf- und Liquidphase herrscht zum einen ein thermisches

Gleichgewicht vor, so dass dort gilt:
Tliq = Tvap. Gl 4

Gleichzeitig besteht ein mechanisches Gleichgewicht zwischen der Oberflichenspannung
o der Phasengrenzfliache, die die Blase zusammenzieht, und dem Dampfdruck im Inneren
der Blase. Der notwendige Uberdruck Ap, um die Kugelform aufrecht zu erhalten, ergibt

sich aus:

4o
Ap =Pyap—Piiq 4 Gl.5
blase
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Je geringer der Blasendurchmesser dgjase ist, desto hoher ist gemidB3 Gl. 5 der notwendige

Dampfdruck.

Den Zusammenhang zwischen Druck und Temperatur beschreibt die Gleichung von Clau-
sius-Clapeyron, der zufolge mit einem Druckanstieg im System eine hohere Séttigungs-

temperatur einhergeht:

%: Ahv pvap pliq ' Gl.6
dT Tsat (pliq _pVaP)

Unter Verwendung von Gl. 5 und Gl. 6 sowie unter der Annahme, dass die Anderungen
von Druck und Stoffwerten gering sind, ldsst sich die notwendige Temperaturdifferenz

AT = Tyap — Tsicde (Piiq) néherungsweise berechnen zu:

40T Gl 7
pvap AhV dBlase

AT = Tvap(pvap) - Tsiede(pliq) =

Die Bildung der Dampfblasen geschieht vornehmlich an den Keimstellen, die Rauheiten
oder Verunreinigungen in der Oberfliche darstellen. Setzt man in Gl. 7 dgjase = dkeimstelle,
kann entsprechend des thermischen Gleichgewichts aus Gl. 4 die notwendige (konstitutio-
nelle) Uberhitzung der Fliissigkeit an der Wand zur Dampfblasenbildung abgeschitzt wer-
den. Diese ist gemdll Gl. 7 fiir die grofften Keimstellen entsprechend am geringsten, so
dass diese zuerst fiir die Dampfblasenbildung aktiviert werden [Baehr und Stephan, 2006;
Bockh, 2006].

3.7 Modellierungsansatze des Warmeiibergangs innerhalb einzel-
ner Siedephasen

Bei der Abschreckung konnen die verschiedenen Siedephasen zeitgleich an verschiedenen
Stellen des abzukiihlenden Kdorpers vorliegen. Die aus der Literatur bekannten Modellie-
rungsansitze konzentrieren sich hiufig auf die Vorgédnge und die detaillierte Beschreibung
einzelner Siedephasen, da die treibenden Mechanismen des Warmeiibergangs innerhalb
des Blasen- bzw. Filmsiedens sehr unterschiedlich sind. Im Folgenden sollen die jeweili-
gen Ansdtze und die zugrunde liegenden Annahmen vorgestellt und Beispiele fiir Arbeiten

in den jeweiligen Bereichen gegeben werden.

3.7.1 RPI-Wandsiedemodell (Blasensieden und Critical Heat Flux)

Fiir vergleichsweise niedrige Dampfanteile im Bereich des Blasensiedens an iiberhitzten
Oberflachen in unterkiihlten Fliissigkeiten wurde das RPI-Wandsiedemodell (RPI: Rens-
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selaer Polytechnic Institute) urspriinglich von [Podowski et al., 1999; Podowski, 2008]
vorgestellt. Innerhalb dieses mechanistischen Ansatzes wird der gesamte Wiarmestrom an

der Wand in drei Teilwirmestrome unterteilt:
qgesamt = qsingle phase + qquenching + qevaporation- GL 8

Fiir die ersten beiden Teilwdrmestrome in Gl. 8 wird die gesamte zur Verfiigung stehende
Heizfldche in einen mit Fliissigkeit benetzten Anteil A; bzw. in einen mit Dampfblasen

belegten Anteil A, unterteilt (A; + A, = 1). Entsprechend wird fiir den mit Fliissigkeit be-

netzten Anteil der Oberfliche A; der Teilwdrmestrom qsmgle phase Nach den Gesetzen flir

den konvektiven Wiarmestrom berechnet.

Dem mit Dampfblasen der Anzahl n bei einer Blasengrof3e dy, belegten Anteil der Oberfla-

che A, wird der Teilwarmestrom qquenching zugeordnet, fiir den entsprechend der zu ermit-

telnden Blasenabreillfrequenz f und des Zeitintervalls zwischen der Bildung zweier Blasen
am selben Ort der Oberfliache At,, ein zusétzlich durch nachstroémendes kiihles Liquid ab-

gefiihrter Anteil an Warme berechnet wird (Mikrokonvektion).

Zusatzlich muss der Teilwarmestrom qevaporation an der Oberfliche A, auf Grundlage der
Verdampfungsenthalpie Ah, der Fliissigkeit proportional zum Verdampfungsmassenstrom
an der Wand m bestimmt werden, wobei letzterer aus den GroBen zur Blasenbildung (n, f,

dy, Aty) als zeitlicher Mittelwert berechnet werden kann.

Das RPI-Modell umfasst eine Vielzahl fallspezifisch zu ermittelnder GroBen und ist des-
halb teils mit erheblichem Aufwand und/oder Unsicherheiten verbunden. Eine Ubersicht
und Diskussion iiber erfolgreiche Anwendungsgebiete und herrschende Unsicherheiten im
Zusammenhang mit dem RPI-Modellansatz findet sich bei [Dhir, 2006] und [Basu et al.,
2005a; Basu et al., 2005b]. Anwendungsbeispiele in der Literatur beziehen sich haufig auf
die Bestimmung des Critical Heat Fluxes (CHF) in Rohrstromungen z.B. in der Kraft-
werkstechnik zur Bestimmung des zur Bildung des Siedefilms und damit zum moglichen
,.Burn-Out der Heizfldche fiihrenden, kritischen Gesamtwéirmestroms an der heiflen Ober-
fliche. Die fiir verschiedene Randbedingungen verwendeten Korrelationen fiir die ange-
fiihrten, modellspezifischen Groflen finden sich in [Koncar et al., 2004; Krepper et al.,
2007a; Le Corre et al., 2010; Lee und Mudawar, 1988; Tu, 1999; Warrier und Dhir, 2006;
Yeoh et al., 2008].
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3.7.2 Inverted Annular Film Boiling - Modelle (Filmsiedephase)

Eine vergleichbare Unterteilung des Gesamtwdrmestroms in einzeln zu bestimmende
Teilwarmestrome wéhrend der Filmsiedephase, d.h. bei sehr hohen lokalen Dampfanteilen
in der Néhe der heilen Oberfliche, wird im Rahmen eines Modellierungsansatzes zum
ninverted annular film boiling“ (IAFB) vorgeschlagen. Diese Unterteilung des Gesamt-
warmestroms bezieht sich auf den Stromungsfall, in dem auf der heilen Oberflédche zu-
nichst die Dampfschicht und dariiber liegend eine unterkiihlte Fliissigkeitsschicht ange-
ordnet ist [Analytis und Yadigaroglu, 1987; Hammouda et al., 1997; Meduri et al., 2009;
Yuan et al., 2009].

Unter der Annahme, dass bei einer solchen Stromungsstruktur die Oberfliche der heiflen
Wand ungefihr der Oberflache der Phasengrenzschicht zwischen Dampf und Fliissigkeit
entspricht (Awand = Ain), wird der Gesamtwirmestrom in vier Komponenten unterteilt

[Meduri et al., 2009]:

qgesamt = qwall — vapor + qvapor —int t qint — liquid + qradiation- GL 9

Die Teilwdrmestrome von der Wand an den Dampftfilm sowie vom Dampffilm an die Pha-
sengrenzfliche zwischen Dampf und umgebender Fliissigkeit werden hauptsichlich durch
Konvektion und Wiarmeleitung im Dampffilm getrieben, so dass die Bestimmung des
Temperaturgradienten sowie der Geschwindigkeitsverteilung im Dampffilm und die
Kenntnis von dessen Ausdehnung in Richtung der Wandnormalen zur Berechnung der

ersten beiden Summanden aus Gl. 9 eine wesentliche Rolle spielt.

Der Wiérmeiibergang von der Phasengrenzfliche an die umgebende Liquidphase wird
hauptsdchlich durch Konvektion ermdoglicht, so dass auch in der Liquidphase die hinrei-
chend genaue Abschidtzung von Temperatur- und Geschwindigkeitsprofilen notwendig ist.
Zusétzliche Energie wird an der Phasengrenzfldche proportional zur lokalen Verdamp-

fungsrate in Form von Verdampfungsenthalpie entzogen.

Der Strahlungswirmestrom (r,giation Wird von der heiBen Wand direkt an die Phasengrenz-

flache abgegeben, nimmt jedoch nur fiir vergleichsweise hohe Wandtemperauren (T, >

600 K) nennenswerte Gréfen an.

Anwendungen finden auf diesem Ansatz basierende Arbeiten hdufig im Umfeld der Si-
cherheitsforschung in Kernreaktoren beim Stromungssieden in Rohren, so dass fiir ver-

schiedene Temperatur- und Druckbereiche bei Wasser und verschiedenen Kiihlmedien
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erfolgreiche Untersuchungen zur Bestimmung der lokalen Temperaturen wéhrend der

Filmsiedephase vorliegen.
3.7.3 Ein-Fluid-Modelle

»Homogene* Ein-Fluid-Modelle

Innerhalb der sog. Mischungsansitze wird die zweiphasige Siedestromung als ein einzel-
nes, homogen durchmischtes Fluid berechnet, dessen Stoffwerte sich aus den volumenbe-
zogenen Mittelwerten der Phasenanteile der beiden Einzelfluide zusammensetzen. Grund-
eigenschaft der Ein-Fluid-Modelle ist, dass zwischen den Phasen keine Relativbewegung
(,,Schlupf*) vorliegen kann und somit beide Phasen lokal ein identisches Geschwindig-
keitsfeld aufweisen. Ein Phasenindikator o= 0...1 nimmt nur im Bereich des Ubergangs
zwischen den Phasen Werte von 0 < a < 1 an und ermdglicht auf diese Weise die Lokali-
sierung der Phasengrenzfliche und damit eine Separation der betrachteten Phasen. Aller-
dings ,,verschmiert* der Ubergangsbereich iiber ein Gebiet von mehreren Zellen, so dass
spezielle Methoden zur Rekonstruktion des scharfen Grenzflichenverlaufs herangezogen

werden miissen [ Yeoh und Tu, 2009].

»Heterogene“ Ein-Fluid-Modelle

Ein wesentlicher Vertreter dieser Modellfamilie ist die Volume-of-Fluid-Methode (VOF).
Es wird hierbei nur eine Erhaltungsgleichung fiir die Masse bzw. die jeweiligen Phasenan-
teile sowie fiir den Impuls und die Energie gelost. Ebenfalls wird nur ein Druckfeld im
gesamten Rechengebiet geldst, welches jedoch im Bereich der Phasengrenzfldche grof3e
Anderungsraten (Sprungfunktionen) aufweisen kann. Auf #hnlichen Annahmen basiert
ebenfalls die Level-Set-Methode, die flir die Indikatorfunktion (Abstandsfunktion zur
freien Oberflache) andere Werte als null und eins zuldsst [ Yeoh und Tu, 2009].

Fiir die einzelnen Phasen werden die jeweiligen Stoffwerte in der Berechnung zugrunde
gelegt, die an der Phasengrenzfliche einen entsprechenden Sprung aufweisen. Dabei ist es
moglich, durch die Einfilhrung zusétzlicher Terme die Oberflichenspannungseffekte zu
beriicksichtigen [Kunkelmann, 2011], solange Effekte wie die Volumenexpansion beim
Verdampfen diese nicht zu sehr iiberlagern. Haufig sind diese Anteile insbesondere fiir das
System Wasser/Wasserdampf sehr hoch und erschweren dadurch die Konvergenz dieser
Modellierungsansétze [Lorstad und Fuchs, 2004]. Fiir einfache eindimensionale Problem-
stellungen konnten gute Ubereinstimmungen zwischen Simulationsergebnissen zur Aus-
breitung einer Siedefront an einer heilen Wand fiir einen analytisch 16sbaren Testfall
(,,Stephan-Problem®) erzielt werden [Hardt und Wondra, 2008].
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Geringe Zellgrolen des numerischen Gitters und sehr kleine Zeitschrittweiten sind die
notwendige Voraussetzung bei der Anwendung von Volume-of-Fluid oder Level-Set-
Ansitzen und verursachen einen sehr hohen Rechenaufwand, der mit den aktuell zur Ver-
figung stehenden Rechnerkapazititen eine Simulation des gesamten Abkiihlverlaufs an
praxisrelevanten Bauteilgeometrien in vertretbaren Zeitspannen unmdglich macht
[Prosperetti, 2009; Yeoh und Tu, 2009], so dass stattdessen die Simulation von Einzelbla-
sen oder eine isolierte Betrachtung einer Siedephase Bestandteil von Untersuchungen sind.
Einen detaillierten Uberblick sowie die Entwicklung eines Siedemodells auf VOF-Basis
zeigt [Kunkelmann, 2011]. Untersuchungen von Siedephdnomenen auf Basis der Level-
Set-Methode finden sich in [Gerlach et al., 2006; Son und Dhir, 2007; Son und Dhir,
2008].

3.7.4 Mehrfluid-Modelle (Euler-Euler-Ansatz)

Uberblick

Ebenfalls auf der Annahme der homogenen Durchmischung zweier (oder mehrerer) Fluide
basiert der Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatz. Im Falle von Siedestrémungen durchdringen die
Liquid- und Dampfphasen einander in einer Art und Weise, dass an jedem Ort im numeri-
schen Rechengebiet zwei Zustandsgleichungen fiir das Geschwindigkeits- und das Tempe-
raturfeld (fiir jede Phase) gelost werden. Ahnlich zum Ein-Fluid-Ansatz wird ein Indikator
fiir die volumenbezogenen Phasenanteile o eingefiihrt. Im Gegensatz zum VOF-
Ansatz konnen beim Euler-Euler-Ansatz die Werte auiq und ay,, jedoch im gesamten Re-
chengebiet alle Werte zwischen 0 und 1 annehmen (auiq + ovap = 1). Eine Herleitung der
phasenanteilsgemittelten Erhaltungsgleichungen des Euler-Euler-Ansatzes aus den Navier-

Stokes-Gleichungen findet sich in [Laurien und Oertel, 2011; Prosperetti, 2009].

Fiir jede Phase wird eine Erhaltungsgleichung fiir Impuls, Energie und Masse bzw. fiir den
Phasenanteil gelost. In veranschaulichter Weise existieren dadurch im Rechengebiet iiber-
einander angeordnete Fluidschichten in der Anzahl der involvierten Phasen, die iiber Aus-
tauschterme fiir Impuls und Energie gekoppelt sind bzw. miteinander interagieren. Ahnlich
zum Ein-Fluid-Ansatz wird jedoch im gesamten Rechengebiet nur ein gemeinsames
Druckfeld fiir alle Phasen berechnet.

Im Gegensatz zum Ein-Fluid-Ansatz wird beim Mehrfluidansatz die Lage der Phasen-
grenzfldache nicht explizit bestimmt, sondern es werden die lokalen Phasenanteile der Fliis-
sigkeit und der gasformigen Phase berechnet. Die sekundédre Phase (Gas) wird als dispers

in der priméren (Fliissigkeit) verteilt angenommen, so dass die Austauschterme von Impuls
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und Energie aufgrund von Geschwindigkeits- bzw. Temperaturgradienten zwischen den
Phasen in Abhédngigkeit eines vorzugebenden Blasen- bzw. Partikeldurchmessers berech-
net werden. Unter der Annahme von ansonsten unverdnderten Bedingungen bestimmt in
einer Zelle mit gegebenen Phasenanteilen oyiq und oy, die korrekte Angabe des Blasen-
durchmessers (z.B. auf Grundlage von Messergebnissen bzw. Korrelationen aus der Litera-
tur) die zum Austausch von Impuls und Energie zur Verfiigung stehende Phasengrenzfla-

che und ist somit entscheidend hinsichtlich der Qualitdt des Simulationsergebnisses.

Modellierungsansitze fiir den Ubergang zwischen Film- und Blasensieden

[Tong, 1968] entwickelte einen Modellansatz, der den Ubergang vom Blasen- zum Film-
sieden in der wandnahen Schicht einer Stromung festlegt, wenn die sich dort aufgrund der
Wandiiberhitzung bildenden Dampfanteile nicht mehr von der Stromung ausreichend
schnell abtransportiert werden konnen. Sobald eine kritische Blasenmenge gebildet ist
(Bubble-Crowding-Ansatz), erfolgt der Umschlag zwischen den Siedephasen, so dass sich
in der Folge eine Dampfschicht aus “zusammenwachsenden Dampfblasen in Wandnéhe
zwischen der heiflen Oberfliche und der umgebenden Liquidstromung ausbildet
[Kandlikar, 1999].

[Weisman und Pei, 1983] postulierten fiir diesen kritischen Dampfanteil einen Wert von
ovap = 0,82, ab dem innerhalb einer ,homogenen* Zweiphasenstromung ein Abtransport
des gebildeten Dampfes nicht mehr moglich sei. Ein alternativer Modellierungsansatz geht
davon aus, dass in der wandnahen Liquidschicht an der heilen Oberfldche eine kritische
Uberhitzung vorliegen muss, die die vollstindige Verdampfung in Wandnihe ermdglicht
und damit zum Umschlag vom Blasen- zum Filmsieden fiihrt (Liquid sublayer dryout mo-
del) [Tong, 1975].

Innerhalb dieser Ansitze kann der Ubergang zwischen den Siedephasen nicht als Ergebnis
aus den Simulationsrechnungen entnommen werden, sondern es sind zusétzliche Informa-
tionen in Form von empirischen Korrelationen, bspw. aufbauend auf Messergebnissen, als
Kriterium fiir den Umschlag zwischen dem Blasen- und dem Filmsieden vorzugeben. So
wird davon ausgegangen, dass in Abhidngigkeit von den lokalen Warmestromdichten an
der Wand die Dampfbildungsrate an der Wand abgeschitzt wird, so dass iiber einen Ver-
gleich der sich ergebenden lokalen Dampfanteile mit dem vorzugebenden kritischen
Dampfanteil eine Abgrenzung der Siedephasen mdglich ist [Kataoka et al., 1997; Kwon
und Chang, 1999]. Im Falle des Kriteriums der vollstindigen Verdampfung der liquiden
Unterschicht auf der heilen Oberfldche sind Korrelationen zur Abschédtzung von deren
Dicke notwendig [Chun et al., 2000; Lee und Mudawar, 1988].

28



Grundlagen und Stand der Technik

In einem weiteren Modellierungsansatz von [Srinivasan et al., 2010a; Srinivasan et al.,
2010b], basierend auf einem Mehrfluidmodell, erfolgt die Einteilung der heilen Oberfli-
che in benetzte und mit Dampffilm belegte Gebiete auf der Grundlage einer Korrelation fiir
die kritische Warmestromdichte und den Critical Heat Flux (CHF). Je nachdem, ob die
lokale Wérmestromdichte innerhalb eines betrachteten Zeitschritts ober- oder unterhalb
dieses kritischen Wertes liegt, werden grundlegend unterschiedliche Mechanismen fiir den
zu berechnenden Wérmeiibergang in den jeweils dem Blasen- bzw. Filmsieden zugeordne-

ten Oberflichenbereichen angewendet.
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4 Modellbildung zur Simulation von Abschreckvorgangen
mit Siedephanomenen

4.1 Berechnung des zweiphasigen Stromungsfeldes

4.1.1 Grundsatzliche Annahmen

Ein Euler-Euler-Mehrfluidansatz wird im Rahmen dieser Arbeit zur Beschreibung und
Analyse der Phasenanteile (Wasser: liquid und dampfformig) und des Warmetibergangs in
der Strdmung an einer heiflen Oberfliche verwendet. Die volumenbezogenen Phasenantei-

le in jeder Zelle des numerischen Gitters sind dabei definiert als:

o = Vg Gl. 10
a Vliq +Vvap .
Vvap
0, =——® Gl 11
e Vliq +Vvap
Uliq T Cig= I; Ofq = 0...1; Oyap = 0...1. Gl 12

Die Dampfphase wird in jeder Zelle des numerischen Gitters entsprechend GI. 10 - Gl. 12
als eine Ansammlung von Blasen mit einem vorzugebenden Blasendurchmesser (s. Kapitel
3.7.4) betrachtet. Dieser Modellansatz wird als ,,bubble crowding model* bezeichnet
[Kandlikar, 2001a]. Wéhrend des Filmsiedens in der Néhe einer Wand mit einer hohen
Wandiiberhitzung liegt unter diesen Annahmen kein exakt durch eine Phasengrenzfliche
abgegrenzter Siedefilm vor, stattdessen werden die mit der Filmsiedephase assoziierten
Vorgénge hinsichtlich Stromungsstruktur und Wirmeiibergang in diesen Bereichen durch

sehr hohe Dampfanteile (o, — 1) reprasentiert.

Nimmt der lokale Dampfanteil in Wandnihe im Verlauf der Abkiihlung beim Unterschrei-
ten der Leidenfrosttemperatur ab oder reicht die Wandiiberhitzung nicht zur vollstindigen
Verdampfung des Liquidanteils in Wandndhe aus, so stehen die resultierenden moderaten
Werte des Dampfanteils (0 < ayap < 1) innerhalb des entwickelten Modells fiir die Siede-
phase des Blasensiedens. In Bereichen des Rechengebiets, in denen keine Dampfbildung
erfolgt ist oder der Dampf bereits wieder vollstdndig rekondensiert ist (otyap — 0), kdnnen
die Mechanismen des einphasigen Impuls- und Wiarmetransports durch diesen Modellan-

satz wiedergegeben werden.

Eine Zusammenfassung der Zuordnungen des lokalen Dampfanteils zu den jeweiligen Sie-

dephasen zeigt Bild 12.
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Qyap — 1 Filmsieden
0 <ay,p <1: Blasensieden

Qygp — O Konvektion

Bild 12: Zuordnung der Siedephasen im Modellansatz

4.1.2 Erhaltungsgleichungen

Fiir die Flissigkeits-Gas-Stromung werden die zur Beschreibung der Erhaltungsgréfen
Masse bzw. Phasenanteil, Impuls und Energie geeigneten Erhaltungsgleichungen in der
folgenden Form verwendet, wobei die Subskripte q und p als Phasenindikatoren fiir die
primére Phase bzw. sekundire verwendet werden. Im Folgenden werden die Erhaltungs-
gleichungen fiir die Phasen 1 (mit i = q oder i1 = p fiir die primére fliissige bzw. die sekun-

dire dampfformige Phase) angegeben.

Sowohl die fliissige als auch die Dampfphase werden dabei als inkompressibel (unabhéin-
gig von Druck)) betrachtet. Die temperaturabhiingige Dichte p; der Fliissig- und Dampf-

phase werden iliber den Boussinesq-Ansatz angendhert [ Ansys, 2010].
pi(Ti) = po,ill = Bi (T, T, )] Gl. 13

Dabei stehen po und T fiir die fiir die Dichte der jeweils betrachteten Phase bei der am
Stromungseinlass vorliegenden Referenztemperatur. Zusétzlich ist der volumetrische Ex-
pansionskoeffizient p [K'] der jeweiligen Phase zur Berechnung notwendig. Die in der

Simulation verwendeten Stoffdaten der Fluide sind in Kapitel A.2 angefiihrt.
Massenerhaltungsgleichung bzw. Erhaltungsgleichung fiir die Phasenanteile
%(aipi)JrV'(aiini):Sm Gl. 14

Unter Verwendung von GI. 12 kann aus der vorliegenden Form in Gl. 14 die Erhaltungs-
gleichung fiir die sekundire Phase p abgeleitet werden. Der Quellterm S, steht fiir die zu-
sdtzlich, bspw. aufgrund von Verdampfung und Kondensation zwischen den beiden Phasen

transferierte Masse und wird in Kapitel 4.2 erldutert.

Impulserhaltungsgleichung

1

0 - . - . -
a(aiPiVi) +V (0ipiViVi) = —0;Vp+ V- T; +a;p8 + Ry +5; Gl. 15
In Gl. 15 wird der Stresstensor T, wie folgt berechnet:

31



Modellbildung zur Simulation von Abschreckvorgingen mit Siedephdnomenen

T = o (V) + V) + o (A +§H1)V'Vi- Gl 16

—_

In der Impulserhaltungsgleichung (Gl. 15) reprisentiert der Term R ,, den Impulsaus-

tausch zwischen den Phasen aufgrund von Geschwindigkeitsdifferenzen (,,drag®, qu =

qu ), wahrend der Quellterm gmom die Austauschterme fiir den Impuls in Folge von Ver-

dampfung und Kondensation enthélt (proportional zum Verdampfungsmassenstrom, s.
Kapitel 4.2).

Energieerhaltungsgleichung im Fluid

8 — ap = — — :
= (a;p;hi)+ V- (a;p;V;h;) = —a; —+7T, : Vv = VG + Q. +S Gl 17
8‘[( iPi 1) ( iPiVi 1) 1at T Vi qi qu e

In GI. 17 umfasst der Term qu den Wérmeiibergang zwischen der primiren q und der

sekundidren Phase p aufgrund von Temperaturgradienten zwischen den beiden Phasen,
wihrend der Quellterm S, (s. Kapitel 4.2) den zusitzlich notwendigen Energietransfer zwi-
schen den Phasen in Verbindung mit der aufgrund von Verdampfung und Kondensation

iibergehenden Masse enthilt.

Wihrend fiir jede Phase die Phasenanteile sowie individuelle Geschwindigkeits- und Tem-
peraturfelder berechnet werden, wird im gesamten Rechengebiet ein gemeinsames Druck-
feld fiir beide Phasen gelost. Eine abrupte Druckdnderung im Bereich der Phasengrenzfla-
che zwischen Dampf und Liquid, wie es gemal Kapitel 3.6 als Teil der Gleichgewichtsbe-
dingungen an einer Dampfblase der Fall ist, kann im Euler-Euler-Ansatz entsprechend

nicht wiedergegeben werden.

4.1.3 Austauschterme fiir Impuls und Energie zwischen den Phasen

Bei der Verwendung des Euler-Euler-Mehrfluidansatzes werden die Anteile der sekundé-
ren Phase (hier: Dampf) als kugelformig behandelt, wobei der Blasendurchmesser d;, vor-
gegeben werden muss. Der Blasendurchmesser beeinflusst wesentlich die Phasengrenzfla-
che, die zum Austausch vom Energie und Impuls aufgrund von Geschwindigkeits- bzw.
Temperaturgradienten zwischen den Phasen zur Verfiigung steht (s. Kapitel 3.7.4). Eine
physikalisch sinnvolle Definition dieses Wertes, hier basierend auf verfligbaren Literatur-
angaben, ist deshalb notwendig. Das Bild 13 zeigt in prinzipieller Weise den Zustand in
Wandnédhe bei hohen lokalen Dampfgehalten mit unterschiedlich groen Dampfblasen-

durchmessern ds.
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Twand = Tsiede Twand = Tsiede

db, links < db, rechts

Bild 13: Veranschaulichung unterschiedlicher Dampfblasendurchmesser d, in Wandndhe

bei hohen lokalen Dampfanteilen

Bei ansonsten identischen Bedingungen bewirkt ein sinkender Dampfblasendurchmesser
eine Erhohung der zum Austausch von Energie und Impuls zur Verfiigung stehenden Aus-
tauschfldache. Bestehende Temperatur- und/oder Geschwindigkeitsgradienten gleichen sich

somit bei einem umso niedrigeren Dampfblasendurchmesser d, umso schneller aus.

Die Phasenaustauschterme werden auf Grundlage einer vom Blasendurchmesser d;, abhin-
gigen Blasenreynoldszahl Rey, berechnet, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit wie folgt

definiert wird:

pliq Vvap ~ Vlig

d 1.1
Rey, = b GL 18

Tlliq
Dabei wird neben der Relativgeschwindigkeit [m/s] zwischen der liquiden und der dampf-
formigen Phase zusitzlich die Dichte piq [kg/m’] und die dynamische Viskositt MNiiq

[kg/(ms)] der liquiden Phase zur Berechnung herangezogen.

4.1.4 Dampfblasendurchmesser

Im verwendeten Simulationsmodell ist der Dampfblasendurchmesser d;, in geeigneter Wei-
se vorzugeben. Die Vorgabe dieser GroBe soll dabei einerseits genau genug sein, um die
wesentlichen Vorgénge innerhalb der Siedephasen abbilden zu konnen. Andererseits soll
dabei vermieden werden, dass die Vorgabe des Damptblasendurchmessers das Ergebnis
hinsichtlich der Verteilung der Siedephasen direkt beeinflusst (wie es beispielweise durch
die Verwendung einer Sprungfunktion, die den Blasendurchmesser dy, durch stark unter-
schiedliche Werte im Bereich des Film- bzw. des Blasensiedens in Abhdngigkeit von der
Wandiiberhitzung definiert, der Fall sein konnte). Innerhalb dieser Arbeit wird der Dampf-
blasendurchmesser dy als Funktion in Abhédngigkeit vom lokalen Dampfgehalt o, inner-

halb der jeweils betrachteten Zelle des numerischen Gitters definiert:

db = f(0tyap)- Gl 19
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Fiir ayap — 0 nimmt der Dampfblasendurchmesser dabei einen minimalen Wert an, der der
initialen GroBe einer Dampfblase bei der Bildung auf beheizten Stahloberfldchen mit typi-
schen technischen Rauigkeiten entspricht. [McHale und Garimella, 2009; McHale und
Garimella, 2010] haben aus optischen Messungen beim Behiltersieden auf senkrechten
Oberflachen bei verschiedenen (konstanten) Warmestromdichten als charakteristische an-
fangliche Blasendurchmesser beim Dampfblasenwachstum Werte in der Grofenordnung

von d, = 60 — 100 pm gemessen.

Als maximaler Wert des Blasendurchmessers d, wird die Dampffilmdicke o fiir den Fall
a — 1 angenommen, die als mittlere, aus Messungen an lingsangestromten senkrecht aus-
gerichteten metallischen Oberflichen gemél [Jouhara und Axcell, 2002; Jouhara und
Axcell, 2009] experimentell mit Werten von 6 < 0,3 mm bestimmt wurde. Diese Angaben
stimmen {iberein mit dem maximalen Wert flir den Blasendurchmesser nach einer Korrela-
tion von [Tolubinskiy und Kostanchuk, 1970] (aus [Tu und Yeoh, 2002]), die den Blasen-
durchmesser zum Zeitpunkt des Abreiflens von der Wand als Funktion der Fluidunterkiih-

lung Ty aus experimentellen Untersuchungen erfasst haben (GlI. 20).

_Tsub

dy =0,6-¢ 45 (dy in mm) Gl. 20

Aus GI. 20. ergibt sich fiir die im Rahmen dieser Arbeit vorrangig untersuchte Fluidunter-
kithlung von Tgup = Tsiede — Tiig0 = 40 K ein maximaler Durchmesser der Blase im Moment
des Abreiflens von der Wand von d, = 247 pm. Eine graphische Darstellung des Zusam-
menhangs findet sich in Bild 14.

o o ©
~ a1 ] ~
1 1 I

o

o S
N w
1 1

L
=

BlasenabreiBdurchmesser in mm
o

o

20 40 60 80 100
Fluidunterkiihlung T, = Tgege - Tiigo in K

o

Bild 14: Blasenabrei3durchmesser nach [Tolubinskiy und Kostanchuk, 1970]

Zusammenfassend sind die aus der Literatur bekannten Gro3enordnungen fiir Dampfblasen

in der Tabelle 1 dargestellt.
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Tabelle 1: Werte zur Vorgabe des Damptblasendurchmessers

Fall Bedeutung Wert Quellen
initiale [McHale und Garimella, 2009;
db,min avap — 0 ~ 60 - 100 um .
Blasengrof3e McHale und Garimella, 2010]

[Tolubinskiy und Kostanchuk,

0<
Blasenabreil3- 1970]
Olyap ~250-750 pm
| durchmesser [Anglart und Nylund, 1996]
<

db_max [Situ et al., 2005]

[Jouhara und Axcell, 2002;

Oyap — 1 Dampffilm- ~300 pm Jouhara und Axcell, 2009]

dicke
[Kolev, 1998]

Die minimal auftretenden Damptblasendurchmesser d, im Falle sehr geringer lokaler
Dampfanteile bewirken, dass ein groBer Warmestrom an die jeweilige Zelle notwendig ist,
um die Dampfblasen zu bilden. Gleichzeitig folgen diese Blasen aufgrund des geringen
Durchmessers sehr leicht dem Geschwindigkeitsfeld einer erzwungenen Liquidanstromung
und gleichen aus demselben Grund ihre Temperatur sehr schnell der des umgebenden Li-

quids an.

Die entsprechend gegenteiligen Auswirkungen hat im Vergleich dazu die Annahme des
maximalen Dampfblasendurchmessers im Falle sehr grof3er lokaler Dampfanteile. Dieser,
das Filmsieden wiedergebende lokale Zustand ermoglicht ein vergleichsweise stabiles
Verbleiben des Dampftilms in Oberflichenndhe (in Abhingigkeit vom Impulsaustausch-
koeffizienten, s. Kapitel 4.1.2). Gleichzeitig bewirkt aufgrund des groBBen Durchmessers d,,
die relativ geringe zur Verfiigung stehende Austauschfldche mit der Liquidphase, dass der
Dampffilm nur einen vergleichsweise niedrigen Energieaustausch mit der Fliissigkeits-
stromung zuldsst und somit in seiner isolierenden Wirkung in guter Néherung den in der
Realitdt vorherrschenden Dampffilmzustand abbilden kann. Eine Verbildlichung dieser

beiden Zusténde zeigt das Bild 15.
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Bild 15: Auswirkung des Dampfblasendurchmessers auf verschiedene Siedezustdnde in
Wandnéhe

Der aus dem minimalen (bei oy, — 0) und dem maximalen (oo — 1) in der Ndhe der hei-
en Oberfliche zu erwartende Blasendurchmesser d,, abgeleitete lineare Zusammenhang

zur Vorgabe dieser GroBe in der Berechnung der Blasenreynoldszahl (s. Gl. 18) lautet:
dp =500 um- oy, +100 pm Gl. 21
Der Einfluss der BlasengroBe auf das Simulationsergebnis wird in Kapitel 6.8 diskutiert.

4.1.5 Impulsaustausch
In der Impulserhaltungsgleichung (GI. 12) beschreibt der Term ﬁpq den Impulsaustausch-
koeffizienten aufgrund eines Geschwindigkeitsgradienten zwischen den Phasen.

= _ O1iq@vapPvap Cp Reb

Pq T, 24

Gl. 22

In GI. 22 ist neben den Anteilen der fliissigen bzw. der dampfformigen Phase oiiq und ovap
sowie der Dichte der dampfformigen Phase p,., die Blasenreynoldszahl Re, gema3 GI. 18
einzusetzen. Dariiber hinaus sind in GI. 22 die ,,particle relaxation time* 1, [s] und der Wi-
derstandbeiwert cp [-] (gemidl der Schiller-Naumann-Korrelation fiir spharische Einzelpar-
tikel [Schiller und Naumann, 1935]), aktuelle Anwendung bspw. in [Chen et al., 2005])
wie folgt definiert:

d2
T. = Pvap@h | Gl. 23
p
Niiq
24 (1 +0,1 Reb0’687)
’ , Re, <1000
op = Re, . Gl. 24
00183 Rey, , Re, >1000
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Zur numerischen Simulation von vergleichsweise scharf getrennten bzw. geschichteten,
mehrphasigen Strémungen, wie es z.B. fiir die parallele Uberstrémung einer Wand, welche
auf der Oberflache einen Dampftilm sowie eine dariiber angeordnete wandparallele Stro-
mung aufweist, der Fall ist, sind vielfach Bestrebungen unternommen worden, eine schir-
fer ausgepriagte Phasengrenzfliche auch im Euler-Euler-Simulationsansatz abbilden und
den auftretenden Impulsaustausch realistischer wiedergeben zu koénnen. Zu diesem Zweck
wurde von [Strubelj und Tiselj, 2011; Strubel;j et al., 2009] und [Coste et al., 2007; Coste et
al., 2008] ein anisotroper Impulsaustausch (engl.: ,,anisotropic drag®) vorgeschlagen, wo-
bei je nach Richtung der eintreffenden Stromung im Verhéltnis zur Lage der Phasengrenz-
fliche ein unterschiedlich stark ausgeprégter Impulsaustausch angenommen wird. Die La-
ge der Phasengrenzfliche wird dabei durch eine Auswertung des Gradienten des Dampf-
phasenanteils ay,p, in einer Zelle ermittelt. Der steilste Gradient des Dampfanteils stellt sich
in normaler Richtung zur Phasengrenzflache ein, wéhrend der Gradient des Dampfanteils
in wandparalleler Richtung klein ist. Ist zusidtzlich der Vektor der Relativgeschwindigkeit
zwischen der Liquid- und Dampfphase parallel zum steilsten Gradienten des Phasenanteils,
so trifft die Liquidstromung senkrecht auf die Phasengrenzfldche. In diesem Fall wird nach
[Coste et al., 2007; Coste et al., 2008] davon ausgegangen, dass ein Impulsaustausch auf-
tritt, wie er in konventioneller Weise durch ein Ermitteln der auf die Projektionsfldche der
Blase wirkenden Relativgeschwindigkeit zwischen der Liquid- und Dampfphase berechnet

wird.

Stehen der Vektor in Richtung des steilsten Gradienten des Dampfphasenanteils und der
Vektor der Relativgeschwindigkeit der Stromung dagegen orthogonal zueinander, so be-
wegt sich die Liquidstromung parallel zur Phasengrenzflache. Die Projektionsfliche der
Phasengrenzflache, auf die ein entsprechender Impuls proportional zur Auftreffgeschwin-
digkeit ausgeiibt wird, ist entsprechend sehr niedrig. Realisiert wird der Impulsaustausch
unter diesen Bedingungen vor allem iiber Reibungskrifte zwischen der Liquidstromung

und der Phasengrenzfliche.

Wie stark die Anisotropie des Impulsaustausches in Abhingigkeit von der Richtung der
Relativgeschwindigkeit in Bezug auf die Lage der Phasengrenzfldche ist, beschreibt das
Verhiltnis aus dem Austauschkoeffizienten cp in normaler Richtung zum verringerten
Austauschkoeffizienten in tangentialer Richtung der Phasengrenzflache. In der vorliegen-
den Arbeit wurde dafiir das in [Ansys, 2010] in Verbindung mit geschichteten Strémungen
(Fluid: Wasser) hinsichtlich der Qualitét des Ergebnisses sowie der Stabilitit der Rechnung

empfohlene Verhiltnis von
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Impulsaustausch normal zur Phasengrenzfliche
)\’aniso = . =1000 Gl 25
Impulsaustausch tangential zur Phasengrenzfldche

verwendet.

Entsprechend des beschriebenen Zusammenhangs zwischen dem Winkel der Relativge-
schwindigkeit und des steilsten Gradienten des Dampfphasenanteils zueinander wird im

Impulsaustausch eine Anpassung vorgenommen:

1
qu, tangential — qu, symmetric ’ A . Gl. 26

aniso
4.1.6 Energieaustausch
Der Wirmeiibergang zwischen der Dampf- und der Liquidphase aufgrund eines vorliegen-
den Temperaturgradienten zwischen den Phasen wird in dem Term Q pq 1n Gleichung GI.
17 beschrieben. Dabei ist apq = -aqp, so dass die Energiebilanz zwischen den Phasen er-

halten bleibt. Der Warmestrom zwischen der Liquid- und Dampfphase in entgegengesetz-

ter Richtung zum Temperaturgradienten ist dabei definiert als (Gl. 27):
dpg = Gpg (T, = Ty ). Gl 27

Hier steht O, fiir den volumetrischen Wirmeiibergangskoeffizienten [W/(m’K)] zwischen
den Phasen in jeder Zelle mit bekanntem Volumen innerhalb des numerischen Gitters und

(Tp - Ty) stellt die Temperaturdifferenz zwischen den Phasen dar.

Der volumetrische Wirmeiibergangskoeffizient O ist definiert als:

~ Mg Aint Nug,
Gy = —a D Gl. 28
d
b
6 .
mit: A, = - v Hia Gl. 29
db

Hierbei steht der Term A;y [mz/rn3] fir die innerhalb eines betrachteten Volumens zum
(Energie)-Austausch zwischen der Dampf- und Liquidphase zur Verfiigung stehende Pha-
sengrenzfliache [Kalkach-Navarro et al., 1993], Ajq stellt die Warmeleitung [W/(mK)] der
liquiden Phase dar. Die Berechnung der Blasen-Nusseltzahl Nu,, des dimensionslosen
Wirmeitibergangs, erfolgt auf der Grundlage der Ranz-Marshall Korrelation fiir den Wir-

meiibergang an sphirischen Einzelpartikeln [Ranz und Marshall, 1952a; Ranz und
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Marshall, 1952b]. Dieser auf der Analogie zwischen Massen- und Stofftransport an ver-

dampfenden sphérischen Blasen beruhende Zusammenhang berechnet die Nusseltzahl Nu,

gemal:
o, d 1 1
Nu, = P4 b 2,0+0,6 RebA Prlé Gl. 30
liq ?
Cp.lig Nii
Prjj, = ——+. Gl. 31
Mg

In Gl. 30 bezeichnet der konstante Summand den Wirmeiibergang im ruhenden System
(ohne vorherrschenden Relativgeschwindigkeit zwischen den Phasen, s. die Definition der
Blasenreynoldszahl Re, in Gl. 18), apq gibt den Warmeiibergangskoeftizienten [W/(m’K)]
zwischen den Phasen an. Die Prandtlzahl der fliissigen Phase Priiq bezeichnet das Verhalt-

nis aus diffusivem Impuls- und konduktivem Wiarmetransport.

4.2 Implementierung des siedebedingten Phaseniibergangs

Zusétzliche Quell- und Senkenterme S in den Erhaltungsgleichungen (s. Kapitel 4.1.2) der
Stromung sind notwendig, um den Phaseniibergang zwischen der fliissigen und der dampf-
formigen Phase aufgrund von Verdampfung und Kondensation zu beriicksichtigen. Kern-
stiick des Modells sind die zusdtzlichen Quell- und Senkenterme S fiir die aufgrund der
herrschenden Siedephédnomene zwischen den Phasen zu transferierende Masse. Dabei wird
fiir jede Zelle im Rechengebiet wihrend jedes Zeitschritts die mittlere Liquid- bzw.
Dampftemperatur tiberpriift und entsprechend der im Folgenden aufgefiihrten Bedingungen
wird festgelegt, ob und wie viel Masse, Energie und Impuls aufgrund von Verdampfung

oder Kondensation zwischen der Liquid- und Dampfphase ausgetauscht wird.

4.2.1 Modellierungsansatz basierend auf dem Stoffibergangskoeffi-
zienten

Der folgende mechanistische Berechnungsansatz fiir zweiphasige Stromungen unter Ein-
beziehung von Siedevorgidngen wurde von [Lee, 1980] entwickelt. Basierend auf einer
temperaturbedingten Abfrage wird entschieden, ob Verdampfung oder Kondensation vor-
liegt. Die Hohe des Quell- bzw. Senkenterms (dargestellt in der Massenerhaltungsglei-
chung der liquiden Phase Sy, 1iq [kg / (m’ s)] zwischen den Phasen hingt vom Stoffiiber-
gangskoeffizienten p [m’ / (m” s)] ab:
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Tiig — Tsied
' q~ ‘siede Gl. 32
if Tiiq > Tsiede: S, tiq = —B Aint Yiiq Plig 0
siede
) Tsiede — Tvap Gl. 33
if Tvap < Tiiede: Sm,liq = B Aint avap pvap T ’
siede

Der Stoffiibergangskoeffizient f sowie die Austauschfliche zwischen den Phasen Ajy
[m?/ m’] sind allerdings nicht bekannt. Ein Modellansatz zur Analyse des Strémungssie-
dens an Bauteilen in Fliissigkeiten wurde in [Krause et al., 2010] und [Stark und
Fritsching, 2011] entwickelt. Dabei wurde auf den Wirmeiibergang beim Abkiihlen einer
Zylindergeometrie aus Stahl in einer Langsanstromung mit Wasser eingegangen. Die fla-
chengemittelten und lokalen Warmeiibergangskoeffizienten wurden in Abhéngigkeit von
der zeit- und ortsabhédngigen Verteilung der Dampfanteile bzw. der Siedephasen auf der
Korperoberfliche analysiert. Zusitzlich wurde dabei der Einfluss der Anstromgeschwin-

digkeiten und der Liquidtemperatur auf den Abkiihlverlauf am Bauteil untersucht.

Zur Berechnung der aufgrund von Verdampfung und Kondensation zwischen den Phasen
(dampf / fliissig) iibergehenden Masse wird im Rahmen dieser Arbeit ein abweichender

Berechnungsansatz entwickelt.

4.2.2 Modellierungsansatz basierend auf dem Warmetransport und der
Liquidtemperatur

Grundidee

Zur Berechnung der Austauschterme wird die Annahme herangezogen, dass die lokale
Liquidtemperatur Tjiq nicht die Siedetemperatur Tieqe bei gegebenem Umgebungsdruck piiq
iberschreiten kann (s. Bild 11). Um diese Limitierung der Temperatur zu gewéhrleisten,

wird fiir jede Zelle des numerischen Gitters wéhrend jedes Zeitschritts Aty zundchst eine

aus den Erhaltungsgleichungen resultierende Liquidtemperatur T, berechnet und damit
die Bedingung fiir den Senkenterm S.iq [W/m’] in der Energiegleichung iiberpriift und
gef. angewendet:

Tliq_T

) siede

if Tliq > Tsiede: Se,liq :_aliq pliq Cp,liq At Gl. 34
S .

if Tliq < Tsiede: Se,liq =0 Gl. 35

Der Wirmestrom entsprechend Gl. 34 im Falle einer Uberschreitung der Siedetemperatur

innerhalb der liquiden Phasen wird mit einem kritischen Warmestrom verglichen, um zu
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bestimmen, ob die der jeweiligen Zelle des numerischen Gitters hinzugefiigte Warmestrom
hoch genug ist, um Verdampfung zu erméglichen. Dieser kritische Wéarmestrom (. wird
auf Grundlage der konstitutionellen Liquidiiberhitzung AT (s. Kapitel 3.6) zur Aufrechter-
haltung einer Dampfblase in einer Fliissigkeit aus Gl. 7 gebildet:

) AT
Jerit = ~Yig Pliq ©p,lig % Gl. 36
S

Ist der Betrag des Senkenterms in der Energiegleichung (Gl. 34) groBer als der kritische
Wiérmestrom (Gl. 36), so tritt Verdampfung innerhalb der betreffenden Zelle auf. Im um-
gekehrten Falle wird davon ausgegangen, dass — obwohl der Liquidphase zu Limitierung
threr Temperatur eine bestimmte Wiarmemenge entzogen wird — der zusétzliche Wir-
mestrom zur zusdtzlichen Dampfbildung nicht ausreicht und somit Kondensation den do-
minanten Vorgang in der betrachteten Zelle unabhédngig von der vorliegenden Dampftem-
peratur T, darstellt. Wahrend jeder Iteration wird fiir jede Zelle des numerischen Gitters
gepriift, ob eine der Bedingungen fiir Verdampfung oder Kondensation erfiillt sind und

gef. die jeweiligen Austauschterme angewendet:

if S¢1iq < qerie — Verdampfung Gl 37

if S¢liq > qcrit — Kondensation I Gl. 38

Die im Zuge der Rekondensation eines Teils des Dampfes frei werdende Verdampfungs-
enthalpie Ah, ermdglicht in der Folge das Erreichen eines neuen Gleichgewichtszustands
bei einem entsprechend verringerten Dampfanteil und einem somit kleineren Dampfbla-
sendurchmesser (s. Kapitel 4.1.3). In beiden Fillen wird der sich ergebende Massenstrom
von der fliissigen zur dampfformigen Phase (Verdampfung) bzw. von der dampfférmigen
zur fliissigen Phase unter Verwendung der Verdampfungsenthalpie des Liquids proportio-
nal zum berechneten Quell- bzw. Senkenterm in der Energieerhaltungsgleichung berech-
net. Dabei wird der Sprung im Energieniveau zwischen den Phasen aufgrund der Ver-
dampfungsenthalpie, welcher einen wesentlichen Mechanismus bei der Erreichung der
effizienten Wiarmetiibergéinge in der Phase des Blasensiedens darstellt, in den Quell- und

Senkentermen mit einbezogen.

Struktur der Abfragen im Code

Die Abfragen im Siedemodell, die in jeder Zelle des numerischen Gitters zur Anwendung

der Quell- und Senkterme in den Massen- und Energieerhaltungsgleichungen aufgrund von
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Kondensation und Verdampfung durchgefiihrt werden, sind in Bild 16 zusammengefasst

(Quellterme werden dabei positiv, Senkenterme negativ definiert).

flussige Phase (liq)

i\\ Tliq > Tsiede /\
ja T~ nein

. ~ T]iq _Tsiede S . =0
Qiimit, ig = ~%iq Plq ©p,li T AL e.lig
tS
I I
. (AT)
Qerit = ~%ig Plig ©p,lig At Sm,liq 0
S
AT: konst. Liqulidﬁberhitzung
,«f"l"n\,,_
ja —‘qhmt lig ’ >|q cnt|///_ nein
Verdampfung Kondensation I
I |
Setiq = Yiinit liq g dimic tig ~ Yo
mliq =& Ah
§ . = glelia v
mH S o pr o T ik
¢ liq liq Fliq ~p,liq At
Se,vap = Sm,\zap Cp,vap (Tsied:' _Tref)
Smvap = "Smliq
Seap = Smap Cpvap (Tiee Tt )

Bild 16: Abfragen im Siedemodell, Quell- und Senkenterme S

Dariiber hinaus wird im Modell eine zweite Bedingung iiberpriift, die zur Kondensation
fithren kann. Sollte die mittlere Dampftemperatur T.,, aufgrund von Energieaustausch mit
der umgebenden fliissigen Phase auf niedrigere Werte als die Siedetemperatur Tgieqe (bei
Umgebungsdruck piiq) absinken so tritt sofortige Rekondensation des verbleibenden
Dampfes auf. In diesem Fall (,,Kondensation I1) werden, ausgehend von dem notwendi-

gen Massenstrom, der zum Ubergang des restlichen Dampfanteils in einer Zelle zur liqui-
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den Phase fiihrt, die damit verbundenen Energie- und Massenstrome berechnet. In der
Energiegleichung der liquiden Phase wird dabei die zusitzlich in Form von Verdamp-
fungsenthalpie freiwerdende Energie wiederum proportional zum Massenstrom von der

dampfférmigen zur liquiden Phase beriicksichtigt.

Ist die Bedingung fiir einen der drei mdglichen Félle (Verdampfung sowie Kondensation I
bzw. Kondensation II) erfiillt, werden die erforderlichen Quellen- und Senkenterme in der
Massen- und Energiegleichung der dampfformigen Phase angewendet (s. Tabelle 2). Um
die Massenbilanz zur erhalten, entspricht der Massenstrom in der jeweils verschwindenden
Phase betragsméfig demjenigen in der erscheinenden Phase. Die Berechnung basiert dabei

auf den in Bild 16 dargestellten Zusammenhingen.

Tabelle 2: Quell- und Senkenterme S in den Massen- und Energieerhaltungsgleichungen

der dampfférmigen Phase

dampfformige Phase (vap)

Verdampfung:

Masse [kg/(m’s)] Sm,vap = - Sm,lig

Energie [W/ m3] Se,vap = Sm,vap * Cp,vap * (Tsiede - Tref)

Kondensation I

Masse [kg/(m’s)] Sm,vap = - Sm,lig

Energie [W/m®] Sevap = Smvap * Cpvap * (Tvap — Tref)

Kondensation I1

Masse [kg/(m’s)] Sm,vap = - Sm,lig

~ " %vapPvap ®p, vap (Tvap = Trer)
e,vap Ats

Energie [W/m®] S

Als Tyer wird in Tabelle 2 die Bezugstemperatur im Rechengebiet bezeichnet, auf deren
Grundlage die im System enthaltenen Warmemengen berechnet werden. Diese sollte nied-
riger sein als die minimal im Rechengebiet auftretenden Temperaturen und wurde deshalb

im Rahmen dieser Arbeit generell auf T, = 273,15 K festgesetzt.
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AuBlerdem sind die Impulserhaltungsgleichungen beider Phasen entsprechend Tabelle 3 zu

modifizieren.

Tabelle 3: Quell- und Senkenterme in den Impulserhaltungsgleichungen

Impuls [N/m’] liquide Phase (liq) dampfformige Phase (vap)
Verdamgfung: Smom,liq = Sm,liq U lig Smom,vap = Sm,vap U vap

Kondensation I

Smom,liq = Sm,liq - u lig Smom,vap = Sm,vap - u vap

Kondensation I1

Die vorgestellten Quell- und Senkenterme zur Beriicksichtigung von temperaturbedingter
Verdampfung und Kondensation werden mittels ,,User-defined functions® (UDF) in die
Erhaltungsgleichungen des verwendeten CFD-Softwarepakets ANSYS Fluent 13 (Service

Pack 2) implementiert.

Unterrelaxation der Dampfbildung

Der siedebedingte Masseniibergang von Fliissigkeit zu Dampf und umgekehrt ist aufgrund
der groBen Unterschiede hinsichtlich der Dichten piiq bzw. pyap mit einer groen Volu-
mendnderung verbunden. Diese fiihrten im Falle von Verdampfung und Kondensation zu
hohen Beschleunigungen bzw. Geschwindigkeiten des umgebenden Fluids, die die Stro-
mungsstruktur und insbesondere die Dampfverteilung in der Nédhe der heillen Korperober-
fliche erheblich beeinflussen. Als Folge davon wird der Masseniibergang in den Quellen-
und Senkentermen S,, des entwickelten Modells unterrelaxiert. Hierfur wird die Massen-

quelle mit dem Relaxationsparameter € gewichtet:

Se Gl. 39

S, =E—C.
Ah,

m =€
Mit ¢ — 1 (d.h. ohne Limitierung der Dampfbildung) ist keine konvergente Rechnung
moglich. Die geeignete Festlegung dieses Unterrelaxationsparameters im Bereich 0 <& < 1
erfolgt anhand einer Parameterstudie. Bild 17 zeigt den Dampfanteil in der wandnéchsten
Zelle des numerischen Gitters an der Probe @ 30 mm x 150 mm in Abhéingigkeit der Ober-

flichentemperatur fiir drei verschiedene Werte von € bei v = 0,3 m/s.
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£=04 £=0.1 e =0.025
1 1 1
~. 08 = 0.8 = 0.8
5g Gg ﬁg
S 06 Z 06 = 06
9 2 i)
S 04 S 04 8 0.4
o o Q.
£ 02 £ 02 € 02
()] (] ()]
0 0 0
0 200 400 600 0 200 400 600 0 200 400 600
T inK T inK T inK
sup sup sup

Bild 17: Lokaler Dampfanteil in Abhéngigkeit von der Wandiiberhitzung Ty, fiir variierte
Werte von € (z/ L = 1/4)

Fiir € = 0,4 (Bild 17 links) bewirken die hohen virulenten Dampf- und Liquidgeschwindig-
keiten in Oberflichenndhe, dass sich kein geschlossener Dampffilm ausbilden kann. Es
kommt zu einer permanenten Wiederbenetzung der Oberflidche. Auch fiir sehr hohe Wand-
iiberhitzungen liegt zeitweilig direkter Kontakt zwischen der Wand und der Liquidphase

vor, der lokale Dampfanteil weist entsprechend starke Schwankungen auf.

Fiir Werte € = 0,1 (Bild 17 mitte) sind diese Schwankungen des Dampfanteils bei hohen
Wandtemperatur deutlich weniger ausgeprégt. Die starke Unterrelaxation der Damptbil-
dung mit € = 0,025 (Bild 17 rechts) bewirkt, dass die gebildete Dampfmenge bereits in der
Filmsiedephase nicht zur Entstehung eines geschlossenen Dampffilms ausreicht und stets

noch signifikante Liquidanteile in Oberflichennihe vorhanden sind.

Eine Parameterstudie zur Bestimmung des geeigneten Werts des Unterrelaxationsparame-

ters € befindet sich im Anhang in Kapitel A.1.1.

4.3 Warmelibergang vom Festkorper an die zweiphasige Stromung

4.3.1 Warmestromdichte

In der gekoppelten Abkiihlsimulation wird der Teil des Rechengebiets, der als Festkorper
(,,s0lid-zone*) definiert ist, in Abhingigkeit von dem Stromungs- bzw. Temperaturfeld auf
der Fluidseite (,,fluid-zone*) abgekiihlt (s. Bild 19). Das Warmeleitungsproblem im Fest-
korper sowie die konvektiven Vorgénge in der Stromung miissen gleichzeitig gelost wer-
den, um das Gleichgewicht in der folgenden Form fiir jedes Element auf der Wand anzu-

streben [Mamun et al., 2008; Vishnuvardhanarao und Das, 2008]:
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q wand — fluid = qsolid — wand- Gl. 40

Die fluidseitige Warmestromdichte qwand = fluid [W/m2] ist dabei (fiir laminare Stromun-

gen) definiert als:

aT, j Gl. 41
wand

qwandﬁPhasei :xi ( on

miti=qundi=pund
q wand — fluid = qq + qp- Gl. 42

Dabei ist n die Koordinate in normaler Richtung zur Wand [m], wéhrend A die Wérmeleit-
fahigkeit [W/(m K)] darstellt. Der Warmeiibergang durch Warmestrahlung ist hier nicht

enthalten.

Die Wérmestromdichte vom Inneren des Festkorpers zur Wand wird berechnet nach:

Gl. 43

9 solid->wand= %1 (Twand_Tsolid) :
Hier ist An der wandnormale Abstand des Zentrums der oberflichenndchsten Zelle im
Festkorper. Tsjiq steht flir die mittlere Temperatur in dieser Zelle, wahrend Tyng die dazu-
gehorige Oberfldchentemperatur darstellt. Die Kopplung der beiden Berechnungsteile er-
folgt tiber die Gleichsetzung des Warmestroms innen und aullen (s. Gl. 40). Eine Abschit-
zung des im Simulationsmodell nicht enthaltenen Einflusses der Warmestrahlung auf den

Gesamtwiarmestrom von der Wand findet sich in Kapitel A.1.6.

4.3.2 Warmeiibergangskoeffizient (WUK)

Der Wirmeiibergangskoeffizient o [W/(m’K)] an der AuBenwand der Probenkdrpers ist
definiert als:

q wand—>fluid Gl. 44
(Twand - Tliq,O )

Hier ist q die lokale Warmestromdichte [W/mz] aus GI. 41, die auf die Differenz zwischen

der lokalen Wandtemperatur Tyang und der Fluidtemperatur am Stromungseinlass bzw. im

Kernbereich der Stromung Tiiq 0 bezogen wird.
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4.3.3 Nusseltzahl

Die Nusseltzahl Nu [-] an der AuBBenwand der Probenkdrpers ist definiert als:

Nu =L Gl. 45
}‘solid
Hier ist o der Warmeiibergangskoeftizient [W/(mZK)], Asolia steht fiir die Warmeleitfahig-
keit des Festkorpers [W/(m K)] und L ist die charakteristische Lénge [m].

4.4 Energietransport im Festkorper (Fourier-Gleichung)

Energiegleichung im Festkorper (Bauteil)

0
a(ph)_v-(x VT)

Gl. 46

T
mit; h= IcpdT
TIC

Dabei sind die Dichte p, die spezifische Wéarmekapazitit ¢, und die Warmeleitfahigkeit A
des Festkorperwerkstoffs in Abhingigkeit von der Temperatur T zu verwenden (Stoffwerte
finden sich in Kapitel A.2). Die Kopplung der Abkiihlung des Festkorpers aufgrund des
umgebenden zweiphasigen Stromungszustands an der Korperoberfliche erfolgt geméf
Kapitel 4.3.

4.5 Erfassung von Phasenwechselvorgangen in Stahlbauteilen
(Leblond-Ansatz)

Der Leblond-Ansatz zur Erfassung von Phasenwechselvorgidngen [Leblond und Devaux,
1984] ist ein semi-empirisches Modell, mit dem unterschiedliche Phasenwechselvorginge
in Werkstoffen beschrieben werden konnen. Dabei kénnen diese Phasenwechsel sowohl
gleichzeitig als auch nacheinander ablaufen. Der Leblond-Ansatz basiert darauf, dass sich
bei unendlich langsamer Autheizung und Abkiihlung des Werkstoffs unabhéngig von der
herrschenden Temperatur ein jeweiliger Gleichgewichtszustand der volumenbezogenen

Phasenanteile P unabhingig nach ausreichender Zeit einstellt. Um diesen Gleichgewichts-

zustand E(T) der Phase 1 auch bei beschleunigter Abkiihlung zu erreichen, bedarf es dabei

auf Grund der Reaktionstriagheit einer zeitlichen Verzogerung TR [Hildebrand et al.,

2006]. Die zeitabhingige Anderung des volumenbezogenen Anteils jeder metallischen
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Phase bei diffusionsgesteuerten Umwandlungsvorgingen kann damit nach Gl. 47 beschrie-

ben werden:
dP _P(T)-P Gl. 47
dt TR

Fiir nicht-diffusionsgesteuerte Umwandlungen wird Gl. 47 um einen von der Abkiihlge-
schwindigkeit T abhingigen Faktor erweitert:

gzﬁ(T)—P

dt TR

Die experimentelle Bestimmung dieser werkstoffspezifischen Parameter (Phasenanteile im
jeweils temperaturabhidngigen Gleichgewichtszustand, Reaktionstridgheiten) sowie der Ma-
terialkennwerte der verschiedenen Phasen (Dichte, Wirmeleitfdhigkeit, Wéarmekapazitét
und Umwandlungsenthalpien) ist Voraussetzung fiir den Einsatz dieses Ansatzes in der

numerischen Werkstoffsimulation.

4.6 Berechnung der Harteverteilung

Die resultierende Verteilung der Hartewerte [Vickersharte H,] im Gefiige nach Beendi-
gung des Abschreckprozesses wird auf Grundlage der Legierungszusammensetzung und
der lokalen Phasenverteilung entsprechend des Ansatzes aus [Blondeau et al., 1973;
Blondeau et al., 1976] berechnet. Zusitzlich geht die bei einer lokalen Uberhitzung des
Materials vorliegende Abkiihlrate V; [K / h] in die Berechnung mit ein:

Hy Martensic = 127 + 949 C +27 Si+ 11 Mn+ 8 Ni+ 16 Cr+ 21 log V. GL. 49

Hy painit = -323 + 185 C + 330 Si + 153 Mn + 65 Ni + 144 Cr + 191 Mo (1. 50
+log V; (89 + 53 C—-55Si—22 Mn — 10 Ni—20 Cr — 33 Mo),

Hypert = 42 + 223 C + 53 Si + 30 Mn + 126 Ni + 7 Cr + 1 Mo @l 51
+1og V; (10— 19 Si +4 Ni + 8 Cr + 130 V).

Die lokale Hérte H, wird dann entsprechend der vorliegenden Phasenanteile am Ende des

Abschreckprozesses berechnet nach:

Gl. 52

Hv = PMartensit 'Hv,Martensit + PBainit : Hv,Bainit + PFerrit' Hv,Ferrit-
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5 Simulation und Experiment

5.1 Stromungssimulation

5.1.1 Geometrie und Randbedingungen

Simulationen werden hier durchgefiihrt und die zeit- und ortsabhéngige Stromungsstruktur,
die Verteilung der Dampfgehalte und die resultierende Verteilung des Wiarmetibergangs-
koeffizienten werden an einer vertikal ausgerichteten, zylinderformigen Welle mit konstan-
tem Durchmesser mit und ohne Stromungseinfluss in einer aufwirts ausgerichteten Stro-
mung untersucht. Die zweidimensionale, rotationsymmetrische Geometrie und die ver-

wendeten Randbedingungen sind in Bild 18 zusammengefasst.

pressure outlet
pP= cqnstant

—
| !
I i
d : g
I I
[ S — ®
| I
i i
! !
! i
| 1 .
i s wall | |solid
I S | T =
— . o : : g sup
: 'J adlabatlc : Twund - Tsicdc
i i
! !
! !
L !
1
S i !
T T
I I
I I
m | i
| !
—_———_— == | ——
- =~ < - i ~ <
4 y v | y

velocity inlet
v=v(r)
T}iq = constant

Bild 18: Geometrie (1.) und Randbedingungen (r.) zur Simulation der Abschreckstroémung

an einem zylindrischen Bauteil in aufwérts gerichteter Wasserstromung im Stromungsrohr
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Der Durchmesser der dufleren Begrenzung der Rohrstromung sowie die beiden verwende-
ten Probengeometrien entsprechen dem Aufbau, der fiir die experimentellen Verifikati-

onsmessungen im Rahmen dieser Arbeit verwendet worden ist (s. Tabelle 4).

Tabelle 4: Geometrievarianten im Simulationsmodell aus Bild 18

d L D Lronr B
[mm)] [mm] [mm)] [mm] [mm]
1) 30 150 100
180 350
2) 50 100 125

Als Auslassbedingung wurde die Annahme eines konstanten Umgebungsdruck (,,pressure
outlet) gewdhlt, der wihrend aller Berechnungen auf p= 101.325 Pa festgelegt wurde.
Aufgrund der hohen Dichtedifferenz zwischen der Liquid- und Dampfphase fiihrt die auf-
tretende Dampffilmbildung an der gesamten Oberfliche des zylindrischen Bauteils insbe-
sondere zu Beginn der Abschreckung zu einer starken Volumenexpansion des Fluids im
Rechengebiet. Da sowohl die Dampf- als auch die Liquidphase als inkompressible Medien
behandelt werden (s. Kapitel 4.1.2), fiihrt dies bei auftretendem Phaseniibergang zwischen
Liquid- und Dampfphase zu einer erheblichen Volumenexpansion und damit zu plétzlichen
Druckénderungen im Rechensystem. Deshalb ist auf einen ausreichend langen Stromungs-
nachlauf zu achten, um auf diese Weise einen Einfluss der Druckrandbedingung auf das
Simulationsergebnis zu vermeiden. Am Stromungseinlass an der Unterseite der Geometrie

wird ein ,,velocity inlet* verwendet.

Die Randbedingung am Stromungseinlass sowie an allen Winden (Oberfldche des zylind-

rischen Korpers sowie an den Rohrwianden) wurde auf zwei verschiedene Weisen gesetzt:

e Der Liquidstromung wird am Inlet eine vorgegebene Geschwindigkeitsverteilung
v = v(r) mit der maximalen Geschwindigkeit v auf der Rohrmittelachse aufgeprigt,
deren Verlauf in radialer Richtung derjenigen entspricht, der im Experiment bzw.
in Voruntersuchungen an der Position des Stromungsinlets im leeren Strémungs-
rohr ermittelt wurde (s. Kapitel 5.2: Voruntersuchungen). Es wird die Haftbedin-

gung zugrunde gelegt, so dass die Stromungsgeschwindigkeit sowohl der Liquid-

als auch der Dampfphase direkt an der Wand u};q = U,,, = 0 betréigt. Diese

p
Konfiguration wird fiir den Hauptteil der Simulationen verwendet. Die dabei ver-

anderten Prozessparameter sind in Tabelle 5 zusammengefasst.
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Tabelle 5: Variierte Prozessparameter bei v = v(r)

Liquidunter-
Anstrom- .
o Probenmafie @ d x L. | Kithlung am Inlet
geschwindigkeit v, (] Toun = Tede - Thq
[m/s]
[K]
0,01
0,1 20
?30x 150
02 40
0,5 0 50x 100
0,75 60
1

Um den Einfluss der Probengeometrie moglichst unabhingig von der radialen Ge-
schwindigkeitsverteilung im Stromungsrohr zu untersuchen, wird die Anstromung
des Bauteils bei iiber dem Rohrquerschnitt konstanter Anstromgeschwindigkeit si-

muliert. Dabei wurden die Probengeometrien gemif3 Tabelle 6 generiert:

Tabelle 6: Variierte Probengeometrien

Probenmafle L/d
Durchmesser d [mm] Lange L [mm] [-]
5 150 30
10 150 15
30 150 5
30 100 3,33
30 500 1,67

Bei konstanter Probenldnge L werden drei Probendurchmesser d untersucht. Zu-
satzlich sind bei festem Probendurchmesser d drei verschiedene Probenldngen L
eingestellt worden. Die Probe mit den Maflen @ 30 mm x 150 mm ist dabei in bei-

den Gruppen enthalten.
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Am Stromungseinlass wird ein Blockprofil mit v(r) = vy = konstant gesetzt (s. Ta-
belle 7). Der Einfluss der Rohrbewandung der Stromung wird dabei in der Simula-
tion vernachldssigt. Die Wandhaftbedingung wird dazu nur an den Oberflachen des
Probenkdrpers verwendet, wihrend an der RohrauBBenwand vollstdndiger Schlupf

vorgesehen ist. Die Liquidunterkiihlung am Stromungsinlet betragt Ty, = 40 K.

Tabelle 7: Variierte Prozessparameter bei v(r) = konstant am Inlet

Anstromgeschwindigkeit v,
[m/s]

0,01
0,5
1

Die Simulation mit vo = 0,01 m/s soll hierbei den Fall einer Tauchbadabschreckung

in nahezu ruhendem (vy — 0) Liquid abdecken.

5.1.2 Erstellte Gitterstruktur

Bei der Generierung der Netze fiir die numerische Simulation der zweiphasigen Stromung
um die Abschreckprobe spielt der wandnahe Bereich in der Ndhe der Korperoberflidche
eine wesentliche Rolle. Hier miissen einerseits ausreichend Zellreihen vorhanden sein, um
den Siedefilm am Bauteil in geeigneter Weise wiedergeben und auflosen zu kdnnen. Die
GrofBe der Zellen, insbesondere in normaler Richtung zur Bauteiloberflache, kann anderer-
seits einen Einfluss auf die rechnerisch erhaltene mittlere Temperatur der Liquid- sowie
der Dampfphase in dieser Zelle bewirken und auf diese Weise eine Abhéngigkeit des Re-

chenergebnisses von der Netzbeschaffenheit verursachen (Diskussion s. Kapitel A.1.4).

Dariiber hinaus liegen Anforderungen seitens des Modells zur Einbeziehung des siedebe-
dingten Phaseniibergangs an die minimale ZellgroBe des numerischen Gitters auf Grundla-
ge des vorzugebenden Dampfblasendurchmessers d, vor. Bei der numerischen Untersu-
chung von Blasenstromungen mit dem Euler-Euler-Mehrfluidansatz ermittelten [Krepper
et al., 2007a; Krepper et al., 2007b], dass eine Gestaltung des numerischen Gitters mit
Zellgrofen unterhalb des niedrigsten verkommenden Dampfblasendurchmessers dp, keine
sinnvollen Ergebnisse lieferte. Zusdtzlich sei dies auch aufgrund der im Euler-Euler-
Ansatz vorgenommenen Mittelung der TransportgroBen iiber das Zellvolumen im verwen-

deten Modellierungsansatz nicht sinnvoll.
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Gemail} dieser Annahmen wurde bei der Gittergenerierung eine wandnormale Ausdehnung
der Zellen im wandnahen Bereich in der Stromungsgrenzschicht zugrunde gelegt, die der-
jenigen des minimalen angenommen Dampfblasendurchmessers d, aus Gl. 21 entspricht.
Ein Ausschnitt des randnahen Gebietes des Netzes an einem Zylinder der Hohe Lz =
150 mm und einem Durchmesser d = 30 mm ist in Bild 19 gezeigt (die Gittergenerierung
fiir den Zylinder @ 50 mm x 100 mm erfolgte mit denselben Ausdehnungen der Zellen im
wandnahen Bereich des Netzes). Die Verwendung eines viereckigen unregelméfigen Zell-
typs ermdglicht die flexible Anpassung des Netzes im Rechengebiet, um einerseits die ge-
samte Zellenzahl so gering wie moglich zu halten. Andererseits wird ein kiinstliches ,,Aus-
fransen® der Phasengrenzfliche zwischen Dampf- und Liquidphase, wie es beim Mitte-

lungsvorgang in einem Dreieckgitter hdufig auftritt, vermieden.

Y

solid

0,8 -

150 ~

3,6

Bild 19: Ausschnitt des wandnahen Bereichs des Netzes am zylindrischen Bauteil

Um die Zellenzahl des Netzes moglichst gering zu halten, wurde eine Adaption der Zellen
im wandnahen Bereich vorgenommen. Der adaptierte Bereich ist in Bild 19 in der Néhe
der Oberfliche der zylindrischen Probe erkennbar und fiihrt im Bereich des Ubergangs
zum Bereich der umgebenden Liquidstromung (in der fluid-Zone) bzw. zum Kernbereich
des Bauteils (in der solid-Zone) die Generierung von sog. ,,hanging nodes®. Diese sollten
zur Vermeidung einer Wechselwirkung mit den in Wandnihe auftretenden Phaseniiber-

gangsvorgédngen einen ausreichend groflen Abstand zur Korperflache aufweisen.
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Zur Sicherstellung der Unabhéngigkeit der Losung von der Netzgestaltung (auBlerhalb des
wandnahen Bereichs), wurde eine Netzanalyse mit schrittweise feineren Netzauflosungen
auf Basis der hochsten untersuchten Anstromgeschwindigkeit flir die beiden untersuchten
Probengeometrien durchgefiihrt (s. Bild 20). Die auf diese Weise entwickelten Rechennet-
ze wurden fiir alle untersuchten Anstromgeschwindigkeiten verwendet. Die zweidimensio-
nalen, rotationssymmetrischen Gitter umfassen fiir beide Probengeometrien insgesamt et-
wa 15.000 Zellen im Bereich des stromenden Fluids (,,fluid*), wéhrend der Festkorper

(,,s0lid*“) mit weiteren ca. 6000 Zellen vernetzt worden ist.

4500 =
4000 - —@—|okaler WUK (z=1/2L)
3500 1 —o— mittlerer WUK auf der Mantelflache
X ..
e 3000 - === mittlerer WUK, VDI-Korrelation Ringspalt

verwendete

500 - Gitterstruktur
O T T | T T T
15000 17500 20000 22500 25000 27500 30000
Zellenzahl

Bild 20: Einfluss der Zellenzahl auf den simulierten Wérmeiibergangskoeftizienten (la-

minar und stationdr, einphasig, Probenmafle: @ 30 mm x 150 mm, vy = 0,5 m/s)

5.1.3 Verwendete Solvereinstellungen

Zur Losung der Erhaltungsgleichungen der zweiphasigen Stromung wurde ein gekoppelter
Solver verwendet, der die Erhaltungsgleichungen fiir Masse und Impuls nicht sequentiell
behandelt, sondern unter Verwendung eines gekoppelten mehrphasigen Solvers 16st
[Ansys, 2010]. Dies ist zur Berechnung des Stromungsfeldes unter Einbeziehung der in
Kapitel 4.2 vorgestellten, zusdtzlichen Quell- und Senkenterme zur Beriicksichtigung der
temperaturbedingten Siedephdnomene eine zwingend notwendige Voraussetzung, da der
Ubergang von der Dampf- zur Liquidphase aufgrund der hohen Dichteunterschiede (bei
100 °C: piiq = 958,35 kg/m® bzw. Pvap = 0,5542 kg/m®) mit groBer Volumenexpansion (im
Falle von Verdampfung) bzw. Volumenkontraktion (im Falle von Kondensation) und einer
damit verbundenen Beschleunigung des Fluids in den direkt benachbarten Gebieten ein-
hergeht. Die auf diese Weise vorliegende Wechselwirkung zwischen dem Phaseniibergang

in der Massenerhaltungsgleichungen und den beschriebenen Auswirkungen auf die Impul-
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serhaltungsgleichung erschweren oder verhindern ansonsten die Konvergenz der Berech-
nung. Zur Berechnung des Gradienten von Geschwindigkeit und Temperatur werden Inter-

polationsschemata zweiter Ordnung verwendet [Laurien und Oertel, 2011; Zikanov, 2010].

5.1.4 Simulationsablauf

Alle durchgefiihrten Simulationen am angestromten Zylinder werden aufgrund der zeitab-
hingigen Natur der betrachteten Siedevorgidnge instationdr berechnet, wobei eine konstante
Zeitschrittweite von At = 5-107 s verwendet wird. Zum Zeitpunkt t = 0 s wird der durch-
stromte Bereich des Rechengebiets als ausschlieBlich mit fliissiger Phase gefiillt (ouiq = 0)
festgelegt. Die Liquidtemperatur Tiiqo entspricht der am Fliissigkeitsinlet. Die Stromungs-
geschwindigkeit betréigt im gesamten Rechengebiet V= 0 m/s. Der abzukiihlende Korper
wird zum Zeitpunkt t = 0 s mit einer homogenen Temperaturverteilung von Ty, = Tsolia —
Tgiede = 800 K versehen.

Die Abschrecksimulationen des zylindrischen Bauteils in Fliissigkeitsumstromung mit dem
Siedemodell werden beendet, sobald auf der gesamten Mantelflache des Zylinders die Sie-
devorgéinge beendet sind. Als Abbruchkriterium wird festgelegt, dass in diesem Bereich
der lokale Dampfanteil in jeder Zelle des numerischen Gitters oyap < 10 nicht mehr iiber-
schreitet. Die reine Konvektionsphase der Abkiihlung wird hier in der Siedesimulation
zunichst nicht betrachtet. Die Warmetibergénge in der Konvektionsphase werden in ge-

sonderten einphasigen Simulationsrechnungen in Kapitel 6.1.6 bestimmt.
5.2 Verifikationsexperimente

5.2.1 Aufbau

Zu Verifikationszwecken der Simulationsergebnisse werden Abschreckexperimente an
metallischen Zylinderbauteilen bei Abschreckung im ruhenden Tauchbad und mit aufwirts
gerichteter Anstromung durchgefiihrt, die hinsichtlich der Anstromverhéltnisse, der Start-
temperatur des Korpers und des Versuchsablaufs eine moglichst gute Vergleichbarkeit mit
den numerischen Strémungssimulationen (s. Kapitel 5.1) aufweisen sollen. Der Versuchs-
aufbau ist in Bild 21 gezeigt. In einem mit vorgeheiztem Wasser (Tjq0 = 60 °C + 1° C)
gefiillten Becken mit einer quadratischen Grundfliche von 620 x 620 mm” und einer Fiill-
héhe von 750 mm wird in einem aufrecht stehendem Glasrohr mit einem Innendurchmes-
ser dinnen = 180 mm und einer Wandstiarke dwang = 5 mm eine aufwirts gerichtete Stromung
erzeugt, die iiber das Rohr von der umgebenden, abwérts gerichteten Bewegungsrichtung

des Wassers abgegrenzt ist. Unterhalb des Rohres befindet sich eine Jetdiise (Bohrung mit
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einem Durchmesser d = 10 mm), die so ausgerichtet ist, dass die Mittelachse des Rohres

und der Abschreckprobe sowie der Jetdiise identisch sind.
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Bild 21: Aufbau fiir die Abschreckexperimente am zylindrischen Bauteil

Uber eine Hochdruckkreiselpumpe wird wihrend des Abschreckversuchs das im Becken
befindliche Wasser in einer Kreislauffithrung durch die Jetdiise gepumpt, wobei die Ein-
lauflinge an der Diise von 160 mm zur Erzeugung eines rotationssymmetrischen Voll-
strahls notwendig ist. Die Abschreckposition der zylindrischen Proben mit den Maflen
030 mm x 150 mm bzw. @ 50 mm x 100 mm ist im Glasrohr festgelegt, so dass sich die
Unterkante der Probe generell in einen Abstand von 320 mm zum Diisenauslass befindet.

Uber einen magnetisch-induktiven Durchflussmesser auf der Druckseite der Pumpe wird

der Wasservolumenstrom Vliq [I/min] mit einer Messgenauigkeit von + 0,5 % bestimmt.

Die mittlere Austrittsgeschwindigkeit vy [m/s] an der Jetdiise ist:

_ Vliq _ 4 Vliq Gl. 53
VJet - -

AJet T d2 .

Jet

Die Bestimmung der Geschwindigkeitsverteilung im Leerrohr an der Position der Unter-

kante des abzuschreckenden Bauteils, die aus dem iiber die Leistung der Kreiselpumpe

eingestellten Wasservolumenstrom \'/hq am Jetdiisenauslass resultiert, findet sich in Kapi-

tel 6.1.
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Zur Messung von Abkiihlverldufen an mehreren Positionen innerhalb der Probenkorper aus
austenitischem Stahl (1.4305) werden Thermoelemente des Typs K (NiCr - Ni) mit einem
Durchmesser drhermoelement = 0,5 mm verwendet, die {iber funkenerodierte Bohrungen mit
einem Durchmesser von dgohrung = 0,6 mm (Thermoelemente in Wandnihe) ins Bauteil mit
einem Abstand der Messstelle zur Probenoberfliche von Ar = 1 mm eingebracht werden (s.
Bild 22).

Schnitt A-A Schnitt B-B Schnitt C-C
488 - 325 650+
86,85° — [M5x 10 M5x 10 M5x 10
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Bild 22: Abschreckprobe @ 30 mm x 150 mm (oben) und @ 50 mm x 100 mm (unten) aus

austenitischem Material (1.4305) und Verlauf der eingebrachten Thermoelementbohrungen
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Vor dem Versuchsstart werden die Thermoelemente auf die bekannte Ofentemperatur
Tofen = 900 °C sowie mittels siedendem Wasser auf Tgieqe = 100°C kalibriert. Die Mess-
genauigkeit betragt +£ 3 K bei einer Messfrequenz von 30 Hz (Abweichungen bei kleineren

Temperaturen geringer).

Der winklige Verlauf der Thermoelementbohrungen in Bezug auf die obere Stirnflache des
Probenkorpers vermeidet ein ,,Aushéhlen des wandnahen Bereichs der Probe und verrin-
gert somit einen moglichen Einfluss des Verlaufs der Thermoelementbohrung auf das Ab-
kiihl- bzw. Siedeverhalten auf dem Bauteil. Durch diese Art des Einbringens der Thermo-
elementbohrungen kann ein Einfluss auf die Rotationssymmetrie des Siedefilms am Pro-
benkorper wiahrend des Abschreckprozesses vermieden werden. Die zusétzliche Bohrung
(M5 x 10 mm) in der oberen Stirnfliche dient zur Befestigung der Probe im Ofen sowie

zum Absenken und Halten in der verwendeten Abschreckposition im Strémungsrohr.

Fotografische Aufnahmen des Siedeverlaufs an der Probenoberfliche des gesamten Zylin-

ders werden bei einer Frequenz von 30 Hz und mit einer Auflosung von 640 x 480 Pixeln
durchgefiihrt.

5.2.2 Versuchsablauf

Die vor jedem Versuchsdurchgang gereinigten, metallischen Probenkdrper werden in ei-
nem auf Togen = 900 °C vorgeheizten, mit Stickstoff gespiilten Rohrofen fiir einen Zeitraum
von Atofen = 30 =2 min (@ 30 mm x 150 mm) bzw. Atogen = 45 £ 2 min (@ 50 mm x 150)
aufgeheizt und daraufhin innerhalb eines Zeitraums von t < 0,5 s in die direkt darunter be-
findliche Abschreckposition im Stromungsrohr herabgelassen. Ein Kontakt des Probenkor-

pers mit der Umgebungsatmosphére besteht dabei nicht.

Die Temperatur des Wassers im Abschreckbecken (s. Bild 21) wurde zu Versuchsbeginn
auf Tiiqo= 60 °C £ 1 °C eingestellt. Eine mdglichst homogene Temperaturverteilung im
Becken wurde dabei durch die stindige Umwailzung des Wassers sichergestellt. Zum Zeit-
punkt des Absenkens der Abschreckprobe in die Abschreckposition liegt im Strémungs-

rohr bereits die vollstindig eingelaufene Stromungsstruktur im Leerrohr vor.

Bei der Versuchsauswertung wird der Zeitpunkt, an dem die Abschreckprobe seine ortsfes-
te Position im Stromungsrohr erreicht, als t = 0 s definiert. Fiir jeden Messpunkt werden
sowohl bei den Abschreckexperimenten zur Auszeichnung von Abkiihlkurven als auch bei
der Bestimmung der resultierenden Harteverldufe nach dem Abschrecken (s. Kapitel 6.8)

je Anstromparameter und Probe drei Messdurchgénge durchgefiihrt.
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5.2.3 Verwendete Werkstoffe

Fiir die Messung der Abkiihlbedingungen mit Thermoelementen werden Probenkdrpers
aus dem austenitischen, nicht phasenumwandelnden Material X8CrNiS18-9 (1.4305) ver-

wendet (zwecks Wiederverwendbarkeit).

Zur Bestimmung der sich aus dem Abschreckprozess ergebenden Hérteverteilung an der
seitlichen Teilfliche des Korpers werden Proben mit identischen AbmaBen aus dem Werk-

stoff 20MnCr5 (1.7147) (Legierungselemente gemél} Tabelle 8) verwendet.

Tabelle 8: Zusammensetzung des Werkstoffs 20MnCr5

Element Anteil
[Masse-%]

Kohlenstoff C 0,2
Mangan Mn 1,25
Chrom Cr 1,15
Silizium Si 0,25
Schwefel S 0,02
Molybdén Mo 0,04
Nickel Ni 0,13

Aluminium Al 0,027
Kupfer Cu 0,1

5.2.4 Hartemessung

Die Hirtemessungen an den zylindrischen Abschreckproben aus 20MnCrS wurden auf
einer axialen Linie in einer Tiefe von 0,1 mm unter der Oberfliche durchgefiihrt. Dazu
wurden alle Proben nach dem Abschreckprozess einem entsprechenden Schleifprozess

unterzogen.

Die Héartemessung erfolgte mittels Rockwell-Verfahren, so dass zum Vergleich mit den
Simulationsergebnissen eine Umwertung von der Rockwell-Hérte [HRC] in die Vickers-
Hérte [HV] durchgefiihrt werden muss. Der Zusammenhang (nach DIN EN ISO
18265:2004-02) wurde mit einem Polynom vierter Ordnung (BestimmtheitsmaBl R*>
0,999) beschrieben:
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HV =1,518-10"* -HR* -2,168-1072 -HR? +1,275*HR ? — 26,468 *HR +409,61. Gl. 54

5.3 Werkstoffsimulation

5.3.1 Geometrie und Randbedingungen

Die berechneten Warmeiibergangskoeffizienten aus der Strdmungssimulation werden in
der Werkstoffsimulation als Randbedingung zur Berechnung des instationéren Temperatur-
feldes im Bauteil wihrend der Abschreckung und der sich daraus ergebenden Phasenum-
wandlungsvorginge im Werkstoff verwendet. Dabei wurden zwei verschiedene zweidi-
mensionale Geometrien unter Ausnutzung der Rotationssymmetrie generiert und mit einem
Rechteckgitter mit 90 x 600 Zellen (fiir die Probe @ 30 mm x 150 mm) bzw. 150 x 400
Zellen (fiir den Korper @ 50 mm x 100 mm) vernetzt. Bild 23 zeigt den prinzipiellen Ab-

lauf der Werkstoffsimulation.

WUK

»
>

: WUKeinphasig
. @ Vobere Siedefront
8 : WUK,,..(2)
WUKFiImsieden
; i

00

T~~~ 77 Zvollste‘indiger Siedefilmzusammenbruch

WUKFiImsieden

WU Kmax(z)

Z -
‘ 7 ! / WUKeinphasig

i WUK

i i Vuntere Siedefront

Bild 23: Prinzipielle Verwendung der simulierten Warmetibergangskoeffizienten als zeit-

abhingige Randbedingung in der Werkstoffsimulation
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Fiir die Implementierung des zeit- und ortsabhiingigen WUK als Randbedingung in der
numerischen Werkstoffsimulation wird die seitliche Teilfliche des Probenkorpers in Ab-
hiangigkeit von der Position z des vollstindigen Siedefilmzusammenbruchs (s. Kapitel
6.2.7) in zwei Bereiche unterteilt, in denen wéhrend des gesamten Abschreckvorgangs je-
weils unabhingig voneinander die in Bild 23 gezeigten Verldufe des WUKSs angenommen
werden. Zu Beginn des Abschreckprozesses fiir 0 s <t < twicderbenetzungsstart herrscht auf der
gesamten Korperoberfliche ein niedriger WUK im Bereich des Filmsiedens. Mit Beginn
der Wiederbenetzung an der oberen und unteren Bauteilkante werden zeitabhidngig die
gezeigten qualitativen Verldufe des WUK mit der Geschwindigkeit Vsiedefrone in Richtung

des vollstindigen Siedefilmzusammenbruchs bewegt.

In der Phase des Filmsiedens wird ein gemittelter niedriger und konstanter Warmeiiber-
gangskoeffizient von WUK = 500 W/(m°K) angenommen (vgl. Kapitel 6.4.2). Der maxi-
male lokale Wirmeiibergangskoeffizient WUK .(z) wurde ortsabhingig gemiB Kapitel
6.4.4 in die Berechnung implementiert. Die Breite der Ubergangsbereiche zwischen
WUKFiimsieden, WUKimax und WUKeinphasie Wurde aus den Ergebnissen der Stromungssimula-
tionen (s. Bsp. in Kapitel 6.4.2) abgeschiitzt, wobei innerhalb der Ubergangsbereiche ein
linearer Verlauf des WUK zugrunde gelegt wurde.

Im Bereich der einphasigen Konvektion werden konstante Warmetibergangskoeffizienten
gemiB der Korrelation fiir den einphasigen WUK im Ringspalt aus dem VDI-Wirmeatlas
[VDI, 2006] angenommen. Fiir den vom Blasensieden beeinflussten Anteil der Oberflache
im Ubergangsbereich zwischen dem maximalen WUK und dem Blasensieden wird ein

linearer Abfall des WUKs angenommen.

Fiir die obere und untere Teilfliche des Korpers werden die zeitabhingigen flichengemit-
telten Kurvenverldufe des WUKs gemiB Bild 66 in der Abschrecksimulation zugrunde

gelegt.

5.3.2 Simulationsablauf

Die zeitabhingige instationdre Abkiihlung und die metallische Phasenumwandlung des
zylindrischen Bauteils wird anhand eines rotationssymmetrischen, nicht-linearen Modells
nach dem Leblond-Ansatz (s. Kapitel 4.5) berechnet. Verwendet wird das FEM-
Softwarepaket SYSWELD 2011. Bei der instationdren Abkiihlung wird die zeitabhingige
Phasenumwandlung im Werkstoff in Abhingigkeit von den herrschenden lokalen Abkiihl-
bedingungen berechnet. Dabei werden die spezifischen Materialeigenschaften der jeweils

vorliegenden, metallischen Phasen und die freiwerdenden Umwandlungsenthalpien durch
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Quelltherme in der Energieerhaltungsgleichung in die Berechnungen mit eingezogen

[Bathe und Zimmermann, 2012].

Der dafiir notwendige Materialdatensatz fiir den Werkstoff 20MnCr5 wurde im Rahmen
des SFB 570 ,,Distortion Engineering* bestimmt und fiir die hier gezeigten Werkstoffsimu-
lationen verwendet [Franc, 2012]. Die zur Bestimmung der Materialdaten verwendete
Werkstoffcharge ist dabei identisch mit derjenigen, die fiir die Erstellung der Probenkdrper

in den experimentellen Untersuchungen verwendet wurde.

Die Anfangstemperatur betragt Ty, (t = 0 s) = 800 K. Dabei liegt im gesamten Festkorper-
volumen ein volumenbezogener Austenitanteil von pausenit = 1 vor. Als Bezugstemperatur
fiir den als Randbedingung aufgeprigten Warmeiibergangskoeffizienten wird Trer = 60 °C
verwendet. Die Simulation endet, sobald im Kern eine maximale Temperaturdifferenz von

(Tkem — Trer) < 1 K vorliegt.

5.3.3 Werkstoffzusammensetzung

Zur Berechnung der Hérte des Werkstoffs 20MnCr5 nach dem Abschreckprozess gemél
des in Kapitel 4.6 vorgestellten Ansatzes werden die Anteile der Legierungselemente ge-

mil Kapitel 5.2.3 zugrunde gelegt.

5.4 Auswertemethoden und -definitionen

In diesem Abschnitt werden die auszuwertenden GroBlen sowie die Ermittlungsmethoden

fiir die Auswertung der Ergebnisse in Kapitel 6 dargestellt.

5.4.1 Auswertung des zeitabhangigen Dampffilmverhaltens

Auswertungen des zeitabhingigen Dampffilmverhaltens werden flir verschiedene An-
stromgeschwindigkeiten vy und verschiedene Probengeometrien durchgefiihrt und vergli-

chen.

Als Ergebnis der experimentellen Abschreckuntersuchungen stehen fotografische Auf-
nahmen zur Verfligung. Durch einen Vergleich zweier jeweils aufeinanderfolgender foto-
grafischer Aufnahmen bei einer bekannten Zeitschrittweite At (Aufnahmefrequenz der Bil-
der im Experiment: f = 30 Hz) werden charakteristische GroBen fiir das dynamische Siede-

filmverhalten ermittelt.

Als Ergebnis der instationiren Stromungssimulationen stehen die Dampfverteilungen in
Korperndhe zur Verfiigung, die entsprechenden Daten werden mit einer Frequenz von f=

50 Hz aus der Simulation ausgewertet.
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Im Folgenden soll beispielhaft die Vorgehensweise bei der Auswertung gezeigt werden.
Die erzielten Ergebnisse aus Abschreckexperiment und der dazugehorigen Simulation sind

in Kapitel 6.2 gegeniibergestellt.

Experiment

Bei den experimentellen Abschreckuntersuchungen kénnen fiir eine Anstromgeschwindig-
keit von vo= 0,3 m/s und einer Wassertemperatur von Tiq o= 60 °C zu verschiedenen

Zeitpunkten die in Bild 24 dargestellten Siedefilmzustéinde erkannt werden.

t=1s t=7 s t=15s t=22s t=34s

Bild 24: Bildfolge des Siedefilmverhaltens an der Probe @ 30 mm x 150 mm
(vo=0,3 m/s, Tiiq0 = 60 °C)

Nach t = 7 s beginnt der Dampffilm an der unteren Kante des Bauteils zusammenzubre-
chen, so dass im Folgenden eine Wiederbenetzungsfront entlang der Bauteiloberfldche
nach oben lduft. Bei t = 21 s beginnt der Dampffilmzusammenbruch auch an der oberen
Kante. Dort 10st sich eine zweite Wiederbenetzungsfront, so dass sich im weiteren Verlauf
der Abschreckung zwei Siedefronten entlang des Bauteils aufeinander zu bewegen. Bei t =
38 s treffen sich die beiden Siedefronten bei z/L = 0,78. Zu diesem Zeitpunkt ist der

Dampffilm vollstindig zusammengebrochen und die gesamte Zylindermantelflache steht
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wieder in direktem Kontakt mit der umgebenden Fliissigkeit. Die Phase des rein konvekti-

ven Warmeiibergangs beginnt hier.

Eine Bildauswertung der zeitabhidngigen Position der oberen und unteren Siedefront auf
der seitlichen Fliche des Bauteils kann iiber alle Einzelbilder der gesamten Bildfolge einer
Abschreckuntersuchung erfolgen. Uber die Grauwerterkennung auf senkrechten Linien
tiber der Hohe des Zylinders konnen die Spriinge im Kurvenverlauf, die fiir die Position
der beiden Siedefronten auf der Bauteiloberfliche stehen, erkannt werden und deren Ab-
stand zu der im Bildausschnitt feststehenden Ober- und Unterkante des Bauteils bestimmt
werden (s. Bild 25).
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x-Richtung in Pixel Grauwert [-]

Bild 25: Momentaufnahme des Siedefilms am Bauteil (links), Grauwertverteilung auf ein-

gezeichneter vertikaler Linie (rechts), (Probe @ 30 mm x 150 mm, vy = 0,3 m/s, t = 28 s)

Simulation

Bild 26 zeigt beispielhaft die simulierten mittleren Dampfanteile o4, in der wandnéchsten
Zellenreihe der Mantelfliche des zylindrischen Bauteils wihrend des Abschreckvorgangs

ausgehend von einer homogenen Temperaturverteilung im Korper von T, = 800 K.

Zu Beginn des Abschreckprozess sind auf der gesamten Mantelfldche sehr hohe, lokale
Dampfanteile von ay,, — 1 zu erkennen (s. Bild 26, links). Danach ist das zeitabhingige

Verhalten des Siedefilms mit dem Beginn des Zusammenbruch des Siedefilms an der unte-
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ren (bei t = 8 s) und an der oberen Kante (bei t = 22 s) und dem Annéhern der Siedefronten
erkennbar. Hierbei steht der lokal scharf abgegrenzte Ubergang von den hohen zu niedri-
gen Dampfgehalten (o, — 0) fiir den Ubergang zwischen dem mit Dampffilm bedeckten
bzw. dem wiederbenetzten Teil der Bauteiloberflache. Fiir die weitere Auswertung wird als
Position der Wiederbenetzungsfront jeweils der Ort des steilsten Gradienten des lokalen

Dampfanteils auf der Bauteiloberfldche festgelegt (s. Bild 26, rechts).

t=16s
] Dampfanteil 1 F — —
- N |
o0 _ " L
4 : r 0.2 0.4 06 0.8
r\u : 1 t=24s
(0] . _ i =
206 = v/
3 2
805 05 _30‘5
< £
@ ®
‘5 04 o 6
2 0 0.2 0.4 06 0.8
g 0.3 t=35s
35 1
e | - |
|
0_
0 % 0.2 0.4 06 0.8 1
Zeit in Sekunden ’ ’ 2ILH : :

Bild 26: Lokaler Dampfanteil an der Mantelflidche des zylindrischen Bauteils bei Anstro-

mung mit einer Geschwindigkeit von vo = 0,3 m/s und Tiiq0 = 60 °C

5.4.2 Bestimmung der Leidenfrosttemperatur

Der zeitabhingige Temperaturverlauf an einem bestimmten Ort direkt auf der Oberfldche
(bzw. im oberflachennahen Bereich des abzukiihlenden Korpers im Falle der Messung mit
Thermoelementen, s. Kapitel 5.2) kann unter Zuhilfenahme der zweiten Ableitung der zeit-
abhingigen Daten zur Identifikation des Leidenfrostpunktes verwendet werden (s. Bild 27)
[Bernardin und Mudawar, 2004; Fest-Santini, 2009]:

Gl. 55

O*T _ T(t)+ 2T(t + At)+ T(t + 2At)
ot? (Aty '

Aus der Messung stehen Abkiihlkurven an drei Positionen in Wandndhe des Bauteils zur
Verfiigung (s. Kapitel 5.2.1).
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Bild 27: Bestimmung der lokalen Leidenfrosttemperatur aus dem zeitabhiangigen Verlauf
der lokalen Oberflichentemperatur sowie dessen zweiter zeitlicher Ableitung
(Simulationsergebnis fiir die Probe @ 30 mm x 150 mm, vo=0,3m/s,z/L=1/2)

Aus der numerischen Simulation kdnnen Abkiihlkurven aus jeder Zelle des numerischen
Gitters auf der Korperoberfldche dargestellt werden. An der Position des Knicks im Tem-
peraturverlauf, der durch den Zusammenbruch des Dampffilms verursacht wird, kann ein
Minimum in der zweiten Ableitung erkannt werden, so dass dieses Verfahren zur Bestim-
mung der lokalen Leidenfrosttemperatur verwendet wird. Die dazu notwendigen Daten
sind sowohl aus der numerischen Simulation unter Verwendung des entwickelten Siede-
modells, als auch aus den experimentellen Vergleichsmessungen verfiigbar. Zur Bestim-
mung der lokalen Leidenfrosttemperatur wird aus Simulation und Experiment die gleiche
Herangehensweise auf Grundlage der lokalen Temperaturverldufe verwendet. Ein entspre-
chender Vergleich der Ergebnisse aus den experimentellen Untersuchungen sowie den

durchgefiihrten Stromungssimulationen zeigt Kapitel 6.2.8.
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6 Ergebnisse und Diskussion

In diesem Abschnitt werden Ergebnisse aus der numerischen Stromungssimulation sowie
aus den experimentellen Untersuchungen zur Abschreckung eines zylindrischen Bauteils in

aufwirts gerichteter Anstromung vergleichend diskutiert.

Im Kapitel 6.1 steht die Beschreibung des Fliissigkeitsstromungsfeldes (ohne Phasenwech-
sel) im Vordergrund. Im Kapitel 6.2 soll gezeigt werden, dass das entwickelte Simulati-
onsmodell in der Lage ist, bei verschiedenen Anstromgeschwindigkeiten und fiir verschie-
dene Probengeometrien die zeitabhidngigen Siedevorgidnge auf der Bauteiloberfliche und

die resultierenden Abkiihlbedingungen der Probe wiederzugeben.

Ab Kapitel 6.3 werden die Ergebnisse der Siedesimulation fiir verschiedene Anstromge-
schwindigkeiten ausgewertet und die resultierenden Abldufe diskutiert. Hierbei konnen
aufgrund des siedephaseniibergreifenden Simulationsansatzes Informationen zu den we-
sentlichen, den Abschreckprozess beeinflussenden Groflen im gesamten Abschreckprozess
entnommen werden. Dazu gehdren die Abldufe und Ubergiinge der verschiedenen Siede-
phasen, die lokalen und flichengemittelten Warmeiiberginge und Temperaturen an der
Bauteiloberfliche sowie die Dampfgeschwindigkeits- und Dampftemperaturverteilungen in
der Dampfschicht. Eine dimensionslose Analyse und Bewertung der Wiarmeiibergiinge

erfolgt abschlieBend in Kapitel 6.6.4.

Anschlieffend wird in Kapitel 6.7 der der Liquidtemperatur auf den Siedeverlauf am Bau-
teil sowie auf die lokalen und flachengemittelten Leidenfrosttemperaturen und die Wérme-

iibergénge diskutiert.

AbschlieBend werden in Kapitel 6.8 die aus dem Abschreckprozess resultierenden Harte-
verldufe in Oberflaichenndhe der zylindrischen Probenkdrper aus Simulation und Experi-

ment dargestellt und verglichen.

6.1 Einphasiges Flussigkeitsstromungsfeld im Stromungsrohr

Die Bestimmung der Geschwindigkeitsverteilung im Leerrohr in Abhdngigkeit von der
Austrittsgeschwindigkeit vy an der Jetdiise erfolgt mittels numerischer Stromungssimula-
tion (stationére, isotherme, einphasige Simulation, Tupgse = 5 %, Tiiq = 60 °C, rpjse = 5 mm,
zundchst ohne Verwendung des Siedemodells). Zur Berechnung der turbulenten Stro-
mungsstruktur wurde ein k-0-SST-Turbulenzmodell (SST: shear stress transport) herange-
zogen, wobei die turbulente kinetische Energie k [m” / s*] und die Wirbelfrequenz o [s']

der Stromung eingefiihrt werden [Zikanov, 2010].
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Die Unterkante der Probe befindet sich in einer Entfernung von h = 320 mm zum Diisen-
auslass. An dem die Jetdiise darstellenden Stromungsinlet wurde ein Blockprofil fiir die
Diisenaustrittsgeschwindigkeit vpgse angenommen. Am ,,Pressure outlet wurde die Rand-

bedingung des Drucks mit p = pumgebung = konstant verwendet.

Fiir die in Kapitel 6.1.1 gezeigten Ergebnisse wurde zundchst das leere Strémungsrohr oh-
ne den Probenkdrper untersucht. Kapitel 6.1.2 befasst sich mit dem Einfluss der Verblo-
ckung des Rohres durch den Probenkorper, der eine Reduzierung des freien Querschnitts

bewirkt, auf die resultierende Stromungsstruktur in Probennéhe.

6.1.1 Stromungsgeschwindigkeitsverteilung im Leerrohr

AuBerhalb der Kernzone eines Freistrahls (x > x¢) aus einer Diise gilt unabhéingig von der
Diisenaustrittsgeschwindigkeit der folgende Zusammenhang fiir den Geschwindigkeitsab-

fall auf der Mittelachse einer turbulenten Freistrahlstromung [Truckenbrodt, 2008]:

Vaxial _ m- le'ise Gl. 56
VDiise X

Bei moderaten Turbulenzintensititen Tu ist fiir die Mischzahl

X0 Gl. 57

m= =6,157

Diise

einzusetzen.

Bild 28 zeigt den Geschwindigkeitsabfalls auf der Mittelachse der Stromung aus der nume-
rischen Simulation (dgrehr / dpise = 18) sowie die entsprechenden Werte aus der Korrelation

fiir Freistrahlstromungen aus GI. 56.

Es zeigt sich im Vergleich zum unberandeten Freistrahl, dass in diesem Fall das Tauchrohr
im betrachteten Bereich keinen wesentlichen Einfluss auf die Strahlausbreitung ausiibt.
Zum Vergleich werden experimentell ermittelte Ergebnisse von [Kandakure et al., 2008]
fiir rohrberandete Strahlstrémungen aus runden Diisen angefiihrt (dronr / dpise = 10), die fiir
einen vergleichbaren Aufbau bei Groflenverhéltnissen von Tauchrohr zu Diise im Bereich
drohr / dpise > 12 keinen nennenswerten Einfluss der Berandung auf die Freistrahlausbrei-

tung ermittelten.

68



Ergebnisse und Diskussion

7 T
——[Truckenbrodt, 2008] : |
61 —[Kandakure et al., 2008] I
|
5 5 - eigene Simulation I
>

>4 i
~ 1
83 - :
2 .
2 - I
1
1 - Position der:
Probenunterkante

0 T T T T } T T T T I T T T T I T T T T

0 10 20 30 40

(X - XO) /le'Jse

Bild 28: Entwicklung der Mittengeschwindigkeit aulerhalb der Kernldnge (x > Xo)

Die im Leerrohr an der Position der Probenunterkante ermittelten Geschwindigkeiten auf
der Mittelachse der Stromung werden im Rahmen dieser Arbeit als Anstromgeschwindig-
keit vy bezeichnet. Die radialen Geschwindigkeitsprofile der Axialgeschwindigkeit vya /
vo an der Position der Probenunterkante (x / dpgse = 32) in Abhéngigkeit vom Abstand zur
Mittelachse der Stromung r / rrenr sind in Bild 29 fiir verschiedene Anstromgeschwindig-
keiten vy zusammengefasst. Die Verldufe der normierten Geschwindigkeit tiber der radia-
len Position im Rohrquerschnitt in einem Abstand zum Diisenausgang von x / d = 32 kon-

nen dabei in guter Ubereinstimmung mit einem Polynom vierter Ordnung beschrieben

werden.
1
08 Anstromgeschwindigkeit v,
_ —0,1 m/s
506 1 —0,5m/s
>
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Bild 29: Geschwindigkeitsprofile in radialer Richtung im Leerrohr fiir verschiedene An-

stromgeschwindigkeiten vy (X / dpise = 32)
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Die in Bild 29 gezeigten, rotationssymmetrischen Geschwindigkeitsprofile werden zur
Berechnung der iiber den Rohrquerschnitt gemittelten Geschwindigkeit v (Leerrohrge-

schwindigkeit) verwendet. Die Ergebnisse zeigt Tabelle 9.

Tabelle 9: Anstromgeschwindigkeit vy, gemittelte Leerrohrgeschwindigkeit v

VDiise Vo V Leerrohr
[m/s] [m/s] [m/s]
0,43 0,1 0,026
1,3 0,3 0,078
2,17 0,5 0,13
3,26 0,75 0,2
4,34 1,0 0,26

6.1.2 Flussigkeitsstromungsfeld am Probenkorper

Aufgrund des Probenkorpers in der Stromung im Stromungsrohr wird der fiir die Durch-
stromung zur Verfiigung stehende Rohrquerschnitt verringert. Der Verblockungsgrad wird

auf den Rohrquerschnitt bezogen und ist definiert als

2,8% —> 0 30mmx 150mm

A
Verblockungsgrad = —Probe _ . Gl. 58
Robr17,7% — @ 50 mmx 100mm

Obwohl der Verblockungsgrad in beiden Fallen vergleichsweise gering ist, wurde bei der
Probenumstromung ein erheblicher Unterschied in der resultierenden Stromungsstruktur
festgestellt (s. Bild 30).

Die aufwirts gerichtete Rohrstromung weist am kleinen Probenkorper (0 30 mm x
150 mm, in Bild 30, links) nur im Bereich der unteren Kante eine Stromungsabldsung mit
einem Rezirkulationsgebiet auf, um sich im weiteren Verlauf wieder an die Oberfléche

anzulegen und entlang der Oberflichenkontur aufwirts zu stromen.

Dagegen ist im Falle des Probenkdrpers mit dem groeren Durchmesser (@ 50 mm x
100 mm, in Bild 30, rechts) eine deutlich ausgeprigte Umlenkung der Fliissigkeitsstro-
mung zu erkennen. Die Stromung wird beim Auftreffen auf die untere Stirnfliche des Kor-
pers zur Rohrwand umgelenkt; ein Wiederanlegen an die Probenoberfliche bzw. eine di-

rekt in Oberflachenndhe der Kontur der Probe folgende aufwirts gerichtete Stromung liegt
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nicht vor. Stattdessen ist ein die gesamte Probenhohe einnehmendes Rezirkulationsgebiet
auszumachen. Diese Strahlablenkung im Staubereich des Korpers fiihrt zu einer Anderung

der gesamten Stromungsstruktur.

-0,35

Bild 30: Simulierte Stromungsstruktur (Liquidphase) im Tauchrohr (vo = 1,0 m/s)

Die axiale Geschwindigkeit der Fliissigkeit an der Mantelfliche des Probenkorpers wird
fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy in Bild 31 gegeniibergestellt. Dargestellt
sind die Simulationsergebnisse aus der ersten (wandnichsten) Zellenreihe des numerischen
Gitters, wobei positive Werte der axialen Geschwindigkeit fiir eine aufwirts gerichtete
Stromung stehen. An der kleinen Probe entwickelt sich im unteren Bereich der seitlichen
Teilfliche ein Riickstromgebiet mit abwérts gerichteten axialen Geschwindigkeiten. Die
raumliche Ausdehnung des Riickstromgebietes auf der Mantelfldche ist dabei nahezu un-
abhingig von der Anstromgeschwindigkeit vy auf Werte bis z/ L < 0,16 (z= 24 mm) be-

grenzt. Im weiter oben gelegenen Teil des Probenkorpers stellen sich ansteigende und stets
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aufwirts gerichtete axiale Stromungsgeschwindigkeit ein, bis fiir z/ L > 0,5 die Axialge-

schwindigkeit konstant und generell aufwérts gerichtet ist.

Probe @ 30 mm x 150 mm Probe @ 50 mm x 100 mm
1 ‘ ( ( ( 1 !
0.9+ . 09+ .
0.8+ - 08 s
0.7 . 0.7+ s
0.6 - 06+ .
i 205" |
N N
04+ .
03+ s
02+ .
01+ .
0 d
-05 0 05 -05 0 05
Vax / V0 [l Vax / VO [
v, = 1 mis v, = 0,75 mis v, = 0,3 m/s

Bild 31: Axiale Geschwindigkeiten in unmittelbarer Néhe der Mantelflédche des zylindri-

schen Probenkorpers (Simulationsergebnis, einphasig)

Im Vergleich dazu weist die dicke Probe aufgrund der groBeren Verblockung des Stro-
mungsrohres an der gesamten Mantelfliche des Korpers eine abwérts gerichtete Strémung
aus, deren Geschwindigkeit mit steigender Anstromung v, ebenfalls (betragsmifig) an-
steigt. Neben einem lokalen Minimum der axialen Stromungsgeschwindigkeit im Nahbe-
reich der unteren Kante der Probe erreicht die abwirts gerichtete Fliissigkeitsstromung in
der Néhe des Probenkdrpers bei z/ L = 0,71 (z= 71 mm) die betragsméBig hochsten Ge-

schwindigkeitswerte.

6.1.3 Mittlere Stromungsgeschwindigkeit im Ringspalt

Zur Bewertung der Stromungsgeschwindigkeit im Querschnitt des Tauchrohres im Bereich
der Probe (d.h. in der Ringspalt-Geometrie) werden die axialen Stromungsgeschwindig-

keitsverldufe flichengemittelt. Die Auswertung im verblockten Rohr erfolgt jeweils auf
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einer radialen Ebene im Rohr auf halber Probenhohe z / L = 0,5. Die Ergebnisse in Bild 32

werden auf die Leerrohrgeschwindigkeit v geméif} Tabelle 9 bezogen.

1,25
1.2 1 —o—Probe @ 30 mm x 150 mm
> 1,15 == Probe & 50 mm x 100 mm
2 1,1
a
> 105
——— -9
14 ~—— —
0,95 . . . :
0 0,25 0,5 0,75 1

Vo in m/s

Bild 32: Mittlere Stromungsgeschwindigkeiten im Ringspalt

Bei geringen Anstromgeschwindigkeiten vy treten die groften Auswirkungen auf die mitt-
leren Stromungsgeschwindigkeiten im Ringspalt auf, da das Rezirkulationsgebiet in Pro-
benndhe kaum ausgebildet ist (s. Bild 31). Fiir Anstromgeschwindigkeiten vy > 0,3 m/s
liegen nur noch maximale Abweichungen von 3,5 % zu den flachengemittelten Geschwin-

digkeiten im leeren Stromungsrohr vor. Die absoluten Werte der mittleren Geschwindig-

keiten Vp;ope im Ringspalt fasst Tabelle 10 zusammen.

Tabelle 10: Mittlere Geschwindigkeiten im Ringspalt, Reynoldszahlen Regy

v VProbe Reqn Vprobe Rean

[m/S] @30 mm x 150 mm @ 30 mm x 150 mm 50 mm x 100 mm @ 50 mm x 100 mm
[ m/s] [-] [ m/s] [-]

0,1 0,0286 9309,3 0,0342 9647.,8

0,3 0,081 26365,5 0,0831 234425

0,5 0,133 43291,5 0,134 37801,4
0,75 0,203 66076,5 0,203 57266,3

1,0 0,264 85932 0,262 73910,2

Dabei sind zusétzlich die resultierenden Reynoldszahlen Reg, bezogen auf den hydrauli-

schen Durchmesser des Ringspalts zwischen Probe und Stromungsrohr aufgefiihrt.
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Prig vd
Redh _ lig h Gl. 59
Niiq
mit:
dh = dRohr _dProbe Gl. 60

6.1.4 Entrainment

Die Freistrahlstromung beschleunigt einen Teil des umgebenden Liquids, so dass der Mas-
senstrom im Rohr groBer als der Massenstrom der Diise ist. Die Auswertung im verblock-
ten Rohr erfolgt jeweils auf einer radialen Ebene im Rohr auf halber Probenhéhe z/ L =
0,5. Die Ergebnisse zeigt Bild 33.

18

=fe=| cerrohr
=¢=Probe & 30 mm x 150 mm
== Probe @& 50 mm x 100 mm

— 17 -

1

mRohr / le'.'lse [
I 61‘ (o))

i —————————e—————y}
1 -
13 - —— -1
12 T T T T
0 0,25 0,5 0,75 1
Vo inm/s

Bild 33: Massenstrom im leeren und im verblockten Rohr bezogen auf den Massenstrom

aus der Diise

Im Leerrohr ist das Verhéltnis aus Massenstrom im Rohr zum Massenstrom am Diisenaus-
lass konstant. Die Verblockung des Querschnitts durch die Probenkorper bewirkt ein Ab-
sinken des Massenstromverhéltnisses fiir vo > 0,3 m/s, der durch das Rezirkulationsgebiet

in Probennéhe bedingt ist.

6.1.5 Bewertung der Stromungsstruktur

Anhand der Reynoldszahl Re der Stromung (der liquiden Phase) kann die Strémungsstruk-

tur eingeschétzt werden:

Piq VL
Re = lig . Gl. 61
Niiq
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Hier ist piiq die Dichte [kg/ m’] und Niiq die dynamische Viskositit [kg/ (m-s)] bei der
Stromungstemperatur (Tiiqo0 = 60 °C); L steht fiir die charakteristische Lange [m] des um-

bzw. durchstromten Systems.

Als charakteristische Linge L wird der Durchmesser des umstromten Korpers (dzy =
0,03 m bzw. dzy = 0,05 m) zur Einschitzung der Grenzschichtstruktur in unmittelbarer
Néhe der Probe verwendet. Die kritische Reynoldszahl Rey; fiir den Umschlag von la-
minar zur turbulent bei der Zylinderanstromung ist dabei betragsméfig wie in Tabelle 11
definiert [Boswirth, 2007; Truckenbrodt, 2008]:

Tabelle 11: Kritische Reynoldszahl Rey,i; bei der Zylinderanstromung

kritische Reynoldszahl Reyi [-]

Umstromter Koérper (L = dzy1) 3-10°

Das Bild 34 zeigt die Reynoldszahl Re fiir den umstrémten der Zylinder in Abhéngigkeit

von der Stromungsgeschwindigkeit v im Rohr (Geometrie: s. Bild 18).

60000

— d,; =50 mm

50000 -

——= d,,=30mm

40000 -+

20000 -+

Reynoldszahl Re
w
o
o
o
o

10000 +

0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6
Anstréomgeschwindigkeit Vin m/s

Bild 34: Reynoldszahl fiir den umstromten zylindrischen Korper

Der kritische Bereich der Reynoldszahl Rey; fiir den Umschlag der Grenzschichtstromung
von laminar zu turbulent wird fiir beide Probengeometrien im gesamten untersuchten Be-
reich der Anstromgeschwindigkeit vy nicht {iberschritten. Mittels der laminaren Modellie-
rung der Stromungsstruktur kann die Ausbildung der Stromungs- und Temperaturgrenz-
schicht am Korper in der Strémungssimulation unter Verwendung des Modells zur Einbe-

ziehung des siedebedingten Phaseniibergangs in geeigneter Weise wiedergegeben werden.
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Auch kann davon ausgegangen werden, dass die Einlauflinge im Ringspalt nicht ausreicht,

um die Stromung turbulent werden zu lassen.

6.1.6 Einphasiger stationarer Warmeubergang am Probenkorper

Der Wirmeiibergangskoeffizient bei einphasiger Stromung (ohne Siedevorgéinge, Tywand =
100 °C) wurde aus einer stationdren Simulation fiir die einzelnen Teilflichen des Zylinders
(obere und untere Stirnfliche sowie die Mantelflache) und die gesamte Zylinderoberfléche

flichengemittelt. Die Ergebnisse sind Bild 35 dargestellt.

"""" VDI-Korr. Ringspalt Probe @ 30 mm x 150 mm
9000 - =—8—unten \
—&— Mantelflache
8000 - —e— oben //—O _
7000 - gesamt
X 6000 -
< 5000 -
=
£ 4000 -
5
= 3000 -
2000 -
1000 -
0 | I | |
0 0.2 0.4 0.6 08 1
vy in m/s
Probe & 50 mm x 100 mm
9000 ‘ , ‘
8000 —&8— unten
—O&— Mantelflache
7000 —6— oben j
— esamt : _
X 6000 - 9 ‘ D =
5 .
é 5000 s
=
£ 4000~ -
5
= 3000
2000
1000 - s
0 | | | | |
0 0.2 0.4 0.6 08 1

vy in m/s

Bild 35: Einphasiger Wéarmiibergangskoeftizient aus der stationdren Strémungssimulation
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Die Wiarmetibergangskoeffizienten an der Mantelflache sind an der dicken und der diinnen
Probe bei der geringsten Anstromgeschwindigkeit von vo = 0,1 m/s gleich groB3. Mit stei-
gendem v flihrt an der dickeren Probe die sich ausbildende Stromungsstruktur mit abwarts
gerichteter Liquidstromung in Korperndhe zu hoheren Wiarmeiibergingen bei gleichen
Anstrombedingungen im Strémungsrohr. Dagegen sind bei der diinneren Probe an der obe-
ren und unteren Stirnfldche bei jeweils gleichen Anstrombedingungen im Leerrohr die je-

weils hoheren mittleren Wéarmeiibergdnge zu beobachten.

6.1.7 Fazit

Die Stromungsstrukturen im Stromungsrohr unterscheiden sich in Abhdngigkeit von der
jeweiligen Probengeometrie erheblich. Trotz mdglicherweise iibereinstimmender Rey-
noldszahlen liegen erhebliche Unterschiede in der Strémungsstruktur im Ringspalt vor, so
dass die Anstromgeschwindigkeit im Leerrohr vy als direkt kontrollierbare Grofe zur Ein-
stellung der Fliissigkeitsstromungsstruktur im Leerrohr in der weiteren Auswertung heran-

gezogen wird.

6.2 Siedeverlauf aus Simulation und Experiment im Vergleich

Basierend auf der zeitabhingigen Verteilung des Dampfanteils auf der Bauteiloberfldche

werden ausgewertet:

e Wiederbenetzungsstart (Zeitpunkt des Ablosens der Siedefronten) an der oberen
und an der unteren Kante der Probe,

e Geschwindigkeiten der oberen und der unteren Siedefront,

e Position des vollstandigen Filmzusammenbruchs,

e Dauer bis zum lokalen und bis zum vollstindigen Siedefilmzusammenbruch.

Die nachfolgenden GroB3en werden aus Thermoelementmessungen ermittelt und mit den

lokalen Temperaturverldufen aus der numerischen Simulation verglichen:

e lokale Abkiihlraten im Bauteil,

e lokale Leidenfrosttemperatur.

Aus der numerischen Simulation stehen sowohl im Bereich der Fluidstromung als auch im
Probenkdrper lokale und zeitabhédngige Verldufe zur Verfiigung. Zudem kdnnen iiber eine
zeit- und/oder ortsabhéngige Mittelung integrale GréBen fiir den gesamten Probenkdrper
oder die Probenoberfliche berechnet werden. Aus den Abschreckexperimenten stehen zeit-
abhédngige Informationen zur Siedefilmverteilung aus fotografischen Aufnahmen zur Aus-

wertung zur Verfiigung. Ferner konnen aus den Thermoelementmessungen Informationen
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zur zeitabhingigen Abkiihlung an den drei verschiedenen wandnahen Thermoelementposi-
tionen entnommen werden. Die Anzahl der durchgefiihrten Messungen betrdgt drei fiir
jeden Datenpunkt. Dargestellt sind in allen Diagrammen die Mittelwerte dieser Messer-

gebnisse, die Fehlerbalken stehen fiir die Standardabweichung.

6.2.1 Verifikationsbeispiel: Tauchbadkiihlung (ohne Anstromung)

Die zeitabhédngige Position der Widerbenetzungsfronten auf der Mantelfldche des diinnen
Zylinders @ 30 mm x 150 mm wird fiir den Fall der Tauchbadkiihlung (vo — 0 m/s) fiir
Simulation und Experiment in Bild 36 gezeigt (T, = 40 K).

@ 30 mm x 150 mm, Tauchbadkihlung

T T T 1\‘. T 1 T
------- Experiment :
— Simulation 1 8
; oy |
1 S,
1 I, |
1 ¢
3 1 |
2 1 "'|
= 1 Sl i
5 | o
& 1 1
1 1 1
3 1 1
3 1 1
}# 1 1 E
4 1 1
= t=1 : i
T 1
1 1
1 1 7
1 1
1 1
. i
1
1
t=45s | |
i 1
10 20 30 40 50

t=15s t=30s t=45s Zeitin s

Bild 36: Zeitabhingige Position der Wiederbenetzungsfronten (links: Momentauftnahmen

aus dem Experiment, rechts: Vergleich mit Simulationsdaten) auf der Probenmantelfldche

Ubereinstimmend wird der Beginn des Siedefilmzusammenbruchs beit=~5sundz/L =0
an der unteren Bauteilkante erkannt. In Bild 36 (links) ist nach t = 15 s die sich aufwirts
bewegende Siedefront auf einer Hohe von z / L = 0,15 erkennbar. Im weiteren zeitlichen
Verlauf bei t = 30 s (Bild 36, Mitte) 16st sich von der oberen Bauteilkante eine zweite Wi-
derbenetzungsfront. Beide Widerbenetzungsfronten treffen sich nach etwa t =47 s im obe-
ren Bereich der Probenmantelflache bei z/ L = 0,8. Insbesondere im unteren Bereich der
zylindrischen Probe kann die Wiederbenetzungskinematik durch die anndhernd konstante

(aufwirts gerichtete) Bewegungsgeschwindigkeit der Siedefront, mit leicht zunehmenden
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Abweichungen im Bereich der aufeinandertreffenden Wiederbenetzungsfronten, aus Expe-

riment und Simulation (s. Bild 36 rechts) wiedererkannt werden.

Die aus dem Siedeverlauf resultierende Abkiihlkurve auf halber Probenhéhe z/ L = 0,5 aus
der Simulation (Abstand der Messstelle zur Oberfliche = 1 mm) und aus dem Experiment
(Abstand der Messstelle zur Oberfliche =~ 1 mm) zeigt das Bild 37.

@30 mmx150mm, z/L=05
800 ; .

------- Experiment
— Simulation

700

600

0 1 1 1 1 1
0 10 20 30 40 50

Zeitins

Bild 37: Lokale Abkiihlkurve aus Simulation und Experiment bei der Tauchbadkiihlung

Zu Beginn des Abschreckprozess kann die geringe Abkiihlgeschwindigkeit in der Filmsie-
dephase dargestellt werden. Der starke Abfall der lokalen Temperatur, der fiir den lokalen
Zusammenbruch des Siedefilms bei Erreichen der Leidenfrosttemperatur steht, kann aus
Simulation und Experiment beziiglich der herrschenden Temperatur und dem Zeitpunkt im
Abschreckverlauf identifiziert werden. Zusdtzlich konnen die effizienten Wérmeiiber-
gangsmechanismen in der Blasensiedephase und der einphasigen Konvektion zum Ende
des Abschreckvorgangs vom Simulationsmodell im Vergleich zum experimentell bestimm-

ten Abkiihlverlauf reproduziert werden.

Am Beispiel der Tauchbadkiihlung (vo — 0 m/s) eines zylindrischen Bauteils konnte ge-
zeigt werden, dass das Simulationsmodell die Kinetiken und Kinematiken des Siedepha-
senablaufs und der dabei resultierenden Warmeiibergéinge im Vergleich zum Experiment
folgerichtig wiederzugeben vermag. Das Siedemodell ist damit im Prinzip validiert. Detail-
lierte Vergleiche von Simulationsergebnissen und Experimenten finden sich in den nach-

folgenden Unterkapiteln.
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6.2.2 Zeitabhangige Positionen der Wiederbenetzungsfronten

Die Positionen der oberen und unteren Wiederbenetzungsfronten sind im Vergleich aus
Experiment und Simulation fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vo in Bild 38 ge-
geniibergestellt. Zu erkennen ist, dass das Ablosen der Wiederbenetzungsfront von der
unteren Bauteilkante fiir nahezu alle untersuchten Félle zuerst auftritt. Erst im weiteren
Abkiihlverlauf bildet sich eine zweite Wiederbenetzungsfront an der oberen Bauteilkante
aus. Die zeitabhidngigen Positionen der Wiederbenetzungsfronten sowie deren Geschwin-
digkeiten auf der Mantelflache der zylindrischen Probenkorper werden in den folgenden

Unterkapiteln ndher analysiert.

@2 30 mm x 150 mm, @ 50 mm x 100 mm,
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Bild 38: Zeitabhéngige Position der Wiederbenetzungsfronten auf der Probenmantelflédche

6.2.3 Wiederbenetzungsstart an den Kanten des Bauteils

Die Zeitspanne t — ty bis zum Ablosen der Siedefronten (Wiederbenetzungsstart) an der
oberen und an der unteren Kante der Proben ist in Bild 39 im Vergleich von Experiment

und Simulation gezeigt.
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Fiir die diinne Probe setzt die Wiederbenetzung fiir alle untersuchten Anstromgeschwin-
digkeiten v, zunédchst an der unteren Kante ein. Der Wiederbenetzungsstart an der oberen
Kante erfolgt im Vergleich dazu deutlich zeitverzogert. In Bild 39 (oben) weisen beide
Kurvenverldufe in Abhéngigkeit von der Anstromgeschwindigkeit den gleichen qualitati-
ven Verlauf auf. Ausgehend von der Wasserbadabschreckung ohne Anstromung (vo=
0 m/s) bewirkt ein Anstieg der Anstromgeschwindigkeit einen fritheren Wiederbenet-
zungsstart an der oberen Bauteilkante, wahrend der Zeitraum bis zur Wiederbenetzung an

der unteren Bauteilkante nahezu unverandert bleibt.

@ 30 mm x 150 mm
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O -------------
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Start der Wiederbenetzung t - 3 ins
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Bild 39: Start der Wiederbenetzung fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy

Betrigt die Zeitspanne zwischen dem Abldsen der Wiederbenetzungsfronten an der unte-
ren und oberen Bauteilkante im Falle der Wasserbadabschreckung (vop = 0 m/s) noch At =
25 s, so kann an der diinnen Probe mit einem Anstieg der Anstromgeschwindigkeit dieser
zeitliche Versatz bis auf At = 12 s (bei vo = 1,0 m/s) verringert werden. Der Zeitpunkt des

Starts der Wiederbenetzung an der oberen Kante des Bauteils weist eine erheblich groBBere
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Streuung innerhalb der Wiederholungsmessungen als an der unteren Kante auf, die sich

mit steigender Anstromgeschwindigkeit v nur geringfiigig verringert.

Am dicken Probenkorper (@ 50 mm x 100 mm) ist ein deutlich geringerer Einfluss der
Anstromgeschwindigkeit auf den Zeitpunkt des Wiederbenetzungsstarts an der unteren
Kante des Bauteils zu erkennen. Im Vergleich dazu setzt die Wiederbenetzung an der obe-
ren Kante des Bauteils fiir geringe Anstromgeschwindigkeiten vo erst deutlich spiter ein
(im Falle der Wasserbadkiihlung betrdgt die zeitliche Differenz At~ 20 s und entspricht
damit den Ergebnissen am Probenkorper mit dem geringeren Durchmesser). Eine Erho-
hung der Anstromgeschwindigkeit bis vo = 1,0 m/s fiihrt zu einem abnehmenden zeitlichen
Versatz zwischen dem Ablosen der unteren und oberen Siedefront, der Siedefilmzusam-

menbruch findet an beiden Kanten des Bauteils nahezu gleichzeitig statt.

Die Ergebnisse der dicken Proben weisen fiir vo = 0,5 m/s an der oberen Kante des Pro-
benkorpers eine in Simulation und Experiment iibereinstimmende und reproduzierbare
Abweichung im Kurvenverlauf auf. Eine Erkldrung dieses Verhaltens auf Grundlage des

Stromungszustands findet sich in Kapitel 6.3.1.

Abweichend zum beschriebenen Verhalten am diinnen Probenkorper bewirkt der Anstieg
der Anstromgeschwindigkeit an der dicken Probe eine zunehmend geringere Streuung des
Zeitpunktes des Wiederbenetzungsstarts an der oberen Bauteilkante innerhalb der Wieder-

holungsmessungen.

An beiden untersuchten Probenkdpern ist zu erkennen, dass im Falle geringer Anstromge-
schwindigkeiten der Wiederbenetzungsstart zunichst an der unteren Bauteilkante erfolgt.
Dieses Verhalten entspricht dabei dem aus der Literatur bekannten Trend (s. Kapitel 3.5).
In der vorliegenden Anordnung ist die untere Kante des Bauteils direkt der auftreffenden
Diisenstromung ausgesetzt, so dass sich in diesem Bereich bei jeweils gleichen Diisen-
stromungsbedingungen auch sehr dhnliche Abhingigkeiten des Starts der Wiederbenetzung
von der Anstromgeschwindigkeit ausbilden (s. Bild 39). Dagegen bilden sich im dariiber
liegenden Bereich der Probe deutliche Unterschiede hinsichtlich der Stromungsstruktur
aus. Im Falle der Probe mit dem geringeren Durchmesser folgt die Fliissigkeitsstromung
mit generell aufwirts gerichteter Ausrichtung der Mantelflache des Bauteils. Die grof3e
Laufldnge in unmittelbarer Ndhe zum heiflen Probenkorper ermdglicht eine vergleichswei-
se hohe Verweildauer und damit ein signifikantes Aufheizen der Liquidstromung in Bau-
teilndhe. Auf diese Weise kann im oberen Bauteilbereich der Siedefilm iiber einen lénge-
ren Zeitraum stabilisiert werden, der Dampffilmzusammenbruch setzt deshalb in diesem

Bereich verspiitet ein.
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Am Bauteil mit dem groBeren Durchmesser bildet sich mit ansteigender Anstromge-
schwindigkeit vo in Wandnihe des Bauteils eine abwiérts gerichtete Fliissigkeitsstromung
aus. Ein von der unteren Probenkante ablosender Wirbel trifft nahezu liber der gesamten
Probenhdhe auf die Probenoberfliche, so dass eine vergleichsweise gro3e Liquidunterkiih-
lung auch im Bereich der oberen Bauteilkante vorliegen kann. Erst im Verlauf der abwirts
gerichteten Stromung wird ein Autheizen der Liquidstromung in Wandnihe ermoglicht.

Andererseits hemmt hier die geringere Probenlidnge diesen Vorgang.

Zusitzlich stimmen die GroBle des Wirbels im Abldsungsgebiet sowie die Probenldnge des
Korpers bei hohen Diisenaustrittsgeschwindigkeiten iiberein, so dass auch die obere hori-
zontale Fliche des Kdorpers von der Liquidstromung beaufschlagt wird. An dieser Stelle
der Probe liegen Stromungsbedingungen vor, die denen an der unteren Stirnfldche der Pro-
benkorper dhnlich sind. In der Summe ermdglichen diese Faktoren den vergleichsweise

frithen Wiederbenetzungsstart auch an der oberen Bauteilkante fiir die dicke Probe.

6.2.4 Siedefrontgeschwindigkeit

Die mittlere Siedefrontgeschwindigkeit wurde fiir beide Siedefronten aus den fotografi-
schen Aufnahmen sowie aus den Simulationsergebnissen ermittelt und iiber die Lauflinge
(s. Bild 38) von der Bauteilkante bis zum Treffpunkt der Siedefronten gemittelt. Die Er-
gebnisse sind in Bild 40 dargestellt.

Bei der diinnen Probe (Bild 40, oben) bewirkt eine Steigerung der Anstromgeschwindig-
keit vy einen ndherungsweise linearen Anstieg der unteren Siedefrontgeschwindigkeit,
wiéhrend die Geschwindigkeit der oberen Siedefront nahezu unbeeinflusst bleibt. Wahrend
die Siedefrontgeschwindigkeit an der oberen Kante generell fiir alle untersuchten An-
stromgeschwindigkeiten eine gute Reproduzierbarkeit aufweist, konnen hohe Standardab-
weichungen fiir die untere Siedefrontgeschwindigkeit im Fall der Wasserbadabschreckung

ohne Anstromung (vo — 0 m/s) beobachtet werden.

Der Vergleich dieser Ergebnisse mit den Werten aus Bild 39 fiir den Zeitpunkt der Wie-
derbenetzung an den Kanten des Bauteils zeigt die hochsten Standardabweichungen (d.h.
die grofite Streuung der Ergebnisse) an der oberen Kante, wihrend an der unteren Kante
eine deutlich geringere Streuung der Ergebnisse vorliegt. Fiir die dicke Probe ist das Ver-
halten der Siedefrontgeschwindigkeiten an der oberen und unteren Kante in Abhdngigkeit
von der Anstromgeschwindigkeit genau entgegensetzt, da hier vor allem die Geschwindig-
keit der oberen Siedefront mit steigendem v, einen ebenfalls ndherungsweise linearen An-
stieg aufweist. Flir hohe Werte oberhalb etwa von vy > 0,75 m/s kann somit fiir die dicke

Probe beobachtet werden, dass sowohl der Startzeitpunkt der Wiederbenetzung an beiden
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Kanten als auch die Geschwindigkeit der beiden Wiederbenetzungsfronten nahezu iiber-

einstimmen.

@ 30 mm x 150 mm

7 T T T T T
B oben, Experiment
6r O oben, Simulation
4 unten, Experiment
€9 5- . .
£ Q unten, Simulaton |
E | g
c 4 -
5
& 3
3
S22
1
0
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
v_inm/s

0

@ 50 mm x 100 mm

7 T T . . :
B oben, Experiment
6| O oben, Simulation ]
®» 4 unten, Experiment
E 51 O unten, Simulation 8
£ 47 |
qa_’ -----
3
0) -
L S - e
0 ‘ , J |
0 0.2 0.4 06 08 1
v_inm/s

0

Bild 40: Siedefrontgeschwindigkeit fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy

Die Siedefrontgeschwindigkeiten lassen sich unter Beriicksichtigung der im Kapitel 6.2.3
bestimmten Stromungsstruktur diskutieren. An der diinnen Probe fiihren die {ibereinstim-
menden Richtungen der Liquidstromung in Wandndhe sowie der Bewegungsrichtung der
unteren Siedefont zu maximalen Siedefrontgeschwindigkeiten. Im Gegensatz dazu sind
Liquidstrémung und Bewegungsrichtung der Siedefront an der oberen Bauteilkante entge-
gengesetzt, so dass hier vergleichsweise geringe Siedefrontgeschwindigkeiten beobachtet
werden konnen. Zusitzlich flihrt die vergleichsweise geringe Liquidunterkiihlung im Be-
reich der oberen Siedefront zu tendenziell geringeren konvektiven Wérmeiibergdngen im
Bereich der wiederbenetzten Oberfldche in der Ndhe der oberen Siedefront, die das Aus-

kiihlen des Probenkorpers sowie die Siedefrontgeschwindigkeit weiter absenken.
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An der dicken Probe sind diese Zusammenhinge anhand der in Korperndhe abwirts ge-
richteten Liquidstromung umgekehrt. Die untere Siedefront wird sich durch die abwirts
gerichtete Liquidstromung in Wandndhe nur relativ langsam iiber die Bauteiloberfldche
aufwirts bewegen konnen. Demgegeniiber stimmen im oberen Bereich der dicken Probe
die Bewegungsrichtung von Liquidstromung und Siedefront iiberein und bewirken deshalb
in diesem Bereich mit steigender Anstromgeschwindigkeit vo zunehmende Siedefrontge-

schwindigkeiten.

6.2.5 Dauer bis zum lokalen Siedefilmzusammenbruch

An den Positionen der Thermoelemente (s. Bild 22) wird aus dem Verlauf der Abkiihlkur-
ven der Zeitraum vom Beginn des Experiments bis zum lokalen Zusammenbrechen des
Dampffilms beim Erreichen der Leidenfrosttemperatur bestimmt und in Bild 41 mit den

entsprechenden Werten aus der Abschrecksimulation verglichen.
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Bild 41: Dauer bis zum lokalen Siedefilmzusammenbruch auf der Bauteiloberfldche
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Die Ergebnisse hingen maflgeblich vom Siedefrontverhalten aus Kapitel 6.2.3 und 6.2.4
ab. Fiir alle betrachteten Positionen gilt, dass eine Erhdhung der Anstromgeschwindigkeit
v in einer Verkiirzung der Filmsiedephase resultiert. Ausnahmen stellen die untere und
mittlere Messstelle fiir die dicke Probe (@ 50 mm x 100 mm) dar, an der die Zeitspanne bis

zum Siedefilmzusammenbruch mit steigendem v, nahezu konstant ist.
6.2.6 Gesamte Filmsiededauer

Simulation mit dem Anstromprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r))

Die Zeitspanne vom Beginn des Abschreckprozesses (beim Eintauchen der Probe zum
Zeitpunkt ty) bis zum vollstindigen Zusammenbruch des Siedefilms am gesamten Korper
(dies entspricht in den meisten Fillen dem vollstdndigen Siedefilmzusammenbruch auf der
Mantelfliche der Probe) aus Experiment und Simulation wird in Bild 42 verglichen. Die
dazugehorige Position, an dem sich die beiden Wiederbenetzungsfronten ausgehend von

der oberen bzw. unteren Kante des Bauteils treffen ist in Kapitel 6.2.7 dargestellt.
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Bild 42: Dauer bis zum Ende der Filmsiedephase auf der Mantelfldche

Fiir beide Probenkorper gilt, dass eine groBlere Anstromgeschwindigkeit eine kiirzere Zeit-
spanne bis zum vollstdndigen Siedefilmzusammenbruch nach sich zieht. Beim diinnen
Bauteil weist dieser Trend im Experiment in guter Ndherung ein lineares Verhalten auf,
das vom entwickelten Siedemodell in der Simulation gut wiedergegeben werden kann. Im
Vergleich dazu zeigt sich im Experiment am dicken Probenkdrper fiir vo < 0,3 m/s ein ver-
gleichsweise geringer Einfluss der Anstromgeschwindigkeit auf die Filmsiededauer am

Bauteil, um erst fiir grolere Werte von vy stirker abzufallen. Dieses unterschiedliche Ver-
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halten des Siedefilms bei Erreichen dieser Mindestgeschwindigkeit kann in der Simulation

wiedererkannt werden.

Simulation mit homogener Anstromung v(r) = konstant

Um den Einfluss der Probengeometrie moglichst unabhéngig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Stromungsrohr zu untersuchen, wird die Anstromung des Bauteils
bei liber dem Rohrquerschnitt konstanter Anstromgeschwindigkeit analysiert. Geometrie

und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar.

Die gesamte Filmsiededauer an der Mantelfliche der Probenkorper ist in Bild 43 gezeigt.

L = 150 mm = konst. d = 30 mm = konst.
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Bild 43: Dauer der Filmsiedephase an der Mantelfldche

Bei konstanter Probenlédnge L bewirkt eine Abnahme des Durchmessers eine quadratische
Verringerung des Probenvolumens, die sich im Kurvenverlauf wiederspiegelt (Bild 43, 1i.).
Obwohl bei konstantem Probendurchmesser die Abnahme der Probenlénge eine lineare
Abnahme des Probenvolumens bewirkt, ist ein solcher Kurvenverlauf bei sehr geringem

Verhiltnis L / d nicht mehr im gezeigten Kurvenverlauf zu erkennen (Bild 43, re.).

6.2.7 Position des vollstandigen Filmzusammenbruchs

Die Position, an der sich die beiden Wiederbenetzungsfronten auf der Bauteiloberflache
treffen, so dass der Dampffilm auf der Mantelfldche des Bauteils vollstindig zusammenge-

brochen ist, zeigt Bild 44.
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Bild 44: Position des vollstandigen Siedefilmzusammenbruchs auf der Mantelflache des

Zylinders fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy

Im Falle niedriger Anstromgeschwindigkeiten treffen fiir beide Probengeometrien die Sie-
defronten auf ungefihr gleicher dimensionsloser Hohe z / L aufeinander. Dieser im Fol-
genden als Position des vollstindigen Siedefilmzusammenbruchs bezeichnete Bereich auf
der Probe befindet sich bei z/ L = 0,8. Wéhrend mit einem Anstieg der Anstromgeschwin-
digkeit die Position auf dem Bauteil fiir die diinne Probe linear ansteigt bis z / L (vo =
1,0 m/s) = 0,86, sinkt der dazugehorige Wert bei der dicken Probe bis auf z / L (v =
1,0 m/s) = 0,55 ab.

6.2.8 Lokale Leidenfrosttemperaturen aus Experiment und Simulation

Auswertung an der Position der Thermoelementmessstellen

Die Leidenfrosttemperatur aus den gemessenen Abkiihlkurven sowie fiir die dazugehori-
gen lokalen Temperaturverldufe im Bauteil aus der numerischen Simulation zeigt Bild 45.
Die verwendete Vorgehensweise zur Bestimmung der Leidenfrosttemperatur wurde in Ka-
pitel 5.4.2 beschrieben. Die ausgewerteten Stellen an den Probenkoérpern in der numeri-
schen Simulation entsprechen den Positionen der in die Bauteile eingebrachten Thermo-

elemente aus den experimentellen Untersuchungen.
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Bild 45: Leidenfrosttemperatur fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy

Es ist zu beachten, dass der Abstand der Thermoelementmessstellen von der Bauteilober-

fliche fertigungsbedingt nicht exakt bekannt ist (Annahme: Ar = 1 mm). Die Auswertung

der Simulationsergebnisse erfolgte dagegen generell in einem Abstand zur Oberfliche des

Festkorpers von Ar= 1 mm. Bereits geringe Unterschiede im Abstand der Messstelle zur

Oberfliache des Probenkorpers konnen groBle Auswirkungen auf die Temperatur besitzen,

da insbesondere in Wandnihe sehr steile Temperaturgradienten in radialer Richtung im
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Bauteil vorliegen kénnen. Aus diesem Grund ist ein Vergleich der absoluten Werte fiir die

lokale Leidenfrosttemperatur nur eingeschriankt moglich.

Obwohl sich gemal3 Bild 45 fiir beide Probengeometrien mit steigendem z / L, d.h. mit
zunehmendem Abstand zur Unterkante des Bauteils, eine abnehmende lokale Leidenfrost-
temperatur ableiten ldsst, kann eine solche Aussage aufgrund der vorliegenden Messunsi-
cherheit nicht mit Sicherheit getroffen werden. Demgegeniiber unterstiitzen die Simulati-
onsergebnisse zur lokalen Leidenfrosttemperatur jedoch diesen Trend, eine Auswertung

sowie die Diskussion zu diesem Aspekt findet sich in im weiteren Verlauf dieses Kapitels.

Ubereinstimmend ist fiir alle drei ausgewerteten Positionen auf der Mantelfliche der bei-
den Proben zu erkennen, dass im Falle der Probe mit dem geringeren Durchmesser niedri-
gere Werte fiir die lokale Leidenfrosttemperatur erkannt werden konnen, als dies fiir den
Probenkdrper mit dem groferen Durchmesser der Fall ist, stellenweise betrigt die Diffe-
renz 100 K oder mehr. Diese Abweichungen treten an allen drei Messstellen in {iberein-
stimmender Form auf und lassen sich aufgrund der Hohe der Abweichungen nicht aus-
schlieBlich durch die Unsicherheiten hinsichtlich der Thermoelement-Messposition im
Experiment erkldren. Der Trend stimmt mit Messergebnissen von [Bolukbasi und Ciloglu,
2007] sowie [Kim et al., 2003] tiberein, die ihre Abschreckexperimente in Wasser jedoch

nur fiir das Behéltersieden, d.h. ohne Anstromung des Korpers, durchfiihrten.

Die Simulationsergebnisse der diinnen Probe (Bild 45 oben) zeigen an allen Messstellen
den qualitativ gleichen Verlauf. Nach einem Abfall der lokalen Leidenfrosttemperaturen
bei einer Erhohung der Anstromgeschwindigkeit auf vo = 0,3 m/s kann ein Anstieg bei
einer weiteren Erhohung der Anstromgeschwindigkeit festgestellt werden. Letzteres ent-

spricht dabei dem aus der Literatur bekannten Verhalten (s. Kapitel 3.5.2).

Sowohl die Simulationsergebnisse als auch die Messungen zeigen am dicken Probenkdrper
(s. Bild 45 unten) keine signifikante Verdnderung der lokalen Leidenfrosttemperatur in
Abhingigkeit von der Anstromgeschwindigkeit. Eine Ausnahme stellt der Messwert fiir
vo = 1,0 m/s an der Position z/ L = 3 / 4 dar. Hier wurde eine deutliche Zunahme der loka-
len Leidenfrosttemperatur festgestellt. Ein vergleichbarer Kurvenverlauf mit einer solchen
Anderung der lokalen Leidenfrosttemperatur wurde fiir keine der anderen untersuchten
Positionen auf der Bauteiloberfliche festgestellt. Da diese in guter Ndherung mit dem Ort
der maximalen Geschwindigkeit der liquiden Phase in der Néhe der Bauteiloberfldche
ibereinstimmt, wird bei vo = 1,0 m/s eine lokale Stromungsgeschwindigkeit erzielt, die den

Dampffilmzusammenbruch bereits bei hoheren Wandtemperaturen ermoglicht. Eine detail-
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lierte Analyse des zweiphasigen Stromungsfeldes aus Liquid- und Dampfgeschwindigkei-

ten wahrend des instationdren Abschreckprozesses findet sich in Kapitel 6.3.1.

Leidenfrosttemperatur bei dem Anstromprofil aus dem experimentellen Auf-
bau mit v = v(r)

Im Unterschied zu den bisher in diesem Kapitel gezeigten Ergebnissen, wird im Folgen-
den die lokale Leidenfrosttemperatur direkt an der Korperoberfldche iiber der gesamten
Zylinderhohe ausgewertet. Fiir die gesamte Mantelflache des Korpers werden die zeitab-
hingigen Abkiihlverldufe ausgewertet und daraus mittels der in Kapitel 5.4.2 vorgestellten
Methode die Leidenfrosttemperatur bestimmt. Den Vergleich der Ergebnisse in Abhingig-
keit von der Anstromgeschwindigkeit vy zeigt Bild 46. Zu beachten ist, dass die jeweils als
eine Kurve je Probe und Anstromgeschwindigkeit gezeigte lokale Leidenfrosttemperatur
zwei Wiederbenetzungsfronten, die sich an der oberen bzw. unteren Kante des Bauteils

abldsen, zugeordnet sind.

An der diinnen Probe ist mit zunehmender Anstromgeschwindigkeit vy ein stérkerer Gradi-
ent der Leidenfrosttemperatur von der unteren zur oberen Kante des Bauteils zu beobach-
ten. Die fiir vo > 0,75 m/s im Bereich z/ L < 0,3 zu beobachtenden, hohen Leidenfrosttem-
peraturen fallen mit der Ausdehnung des Riickstromgebiets der Liquidstromung an der
unteren Bauteilkante (s. Bild 31) und deren Auswirkung auf die Dampfgeschwindigkeiten

(s. Bild 52) und Dampftemperaturen (s. Bild 55) im Dampffilm zusammen.

Im mittleren Bereich der Mantelfliche (Probe @ 30 mm x 150 mm), in dem die Hauptbe-
wegungsrichtung der Liquidstromung und der unteren Widerbenetzungsfront iibereinstim-
men, ist keine Abhingigkeit der Dampftemperaturen (s. Bild 55) und auch der lokalen Lei-
denfrosttemperatur von der Anstromgeschwindigkeit vy und der Position auf der Bauteil-
oberfliche festzustellen. Im durch die obere Wiederbenetzungsfront beeinflussten Bereich
der seitlichen Oberflidche ist dagegen ein Abfall der Leidenfrosttemperatur auszumachen,
der fiir hohere, der Bewegungsrichtung der Wiederbenetzungsfront entgegengesetzt orien-
tierte Liquidgeschwindigkeiten umso stiarker ausféllt. An der dicken Probe kdnnen @hnli-
che Abhéngigkeiten zwischen der lokalen Leidenfrosttemperatur und der Orientierung der
Bewegungsrichtung der Wiederbenetzungsfront und der Liquidstromung in Korpernédhe
erkannt werden. Im Bereich der maximalen, abwérts gerichteten axialen Stromungsge-
schwindigkeiten bei z/ L = 0,6 stimmen fiir Anstromgeschwindigkeiten von vy > 0,3 m/s
die Bewegungsrichtung der oberen Wiederbenetzungsfront und Liquidstromung iiberein.
Entsprechend der Beschreibung in Kapitel 6.3.2 ist hier auch der Unterschied in den

Dampftemperaturen im Dampffilm gering. so dass in diesem Bereich der Probenoberflédche
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dhnlich zur diinnen Probe bei umso héheren Anstromgeschwindigkeiten tendenziell leicht
steigende Leidenfrosttemperaturen erkannt werden konnen. Dagegen ist im unteren Be-
reich der Probenkorper bei z/ L = 0,3 eine Abnahme der Leidenfrosttemperatur fiir umso

hohere Anstromgeschwindigkeiten vy erkennbar.
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Bild 46: Leidenfrosttemperatur auf der Mantelfldche der Probenkorper

Eine Ausnahme stellt an der dicken Probe der Fall fiir vo = 0,1 m/s dar, fiir den sich auf-

grund der geringen Geschwindigkeiten nur sehr geringe Unterschiede zwischen den Struk-
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turen der Liquidstromung in Probenndhe ausbilden. Entsprechend liegen die simulierten
Leidenfrosttemperaturen fiir diesen Fall auch deutlich niedriger als alle tibrigen Werte und
weisen hinsichtlich des Verlaufs Ahnlichkeiten zu dem dazugehdrigen Kurvenverlauf an

der diinnen Probe auf.

Leidenfrosttemperatur bei homogener Anstromung v(r) = konstant

Um den Einfluss der Probengeometrie moglichst unabhéngig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Stromungsrohr zu untersuchen, wird die Anstromung des Bauteils
bei iiber dem Rohrquerschnitt konstanter Anstromgeschwindigkeit analysiert. Geometrie
und Randbedingungen dieser Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar. Bild 47 zeigt die Er-

gebnisse fiir verschiedene Verhéltnisse des Probendurchmessers d zur Probenlénge L.
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Bild 47: Leidenfrosttemperatur auf der Mantelflache bei homogener Anstrémung

Im Falle der geringsten Anstromgeschwindigkeit von vo = 0,01 m/s ist kein nennenswerter

Einfluss des Verhéltnisses L / d auf die lokale Leidenfrosttemperatur zu erkennen. Fiir alle
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untersuchten L / d ist die Leidenfrosttemperatur im unteren Bereich der Probe tendenziell
hoher, da die heilen Dampf- und Fliissigkeitsanteile in Probenndhe aufsteigen und dort auf
diese Weise den Dampffilmzusammenbruch bei einer etwas niedrigeren Oberflachentem-
peratur nach sich ziehen. Dieses Verhalten stimmt mit den Angaben von [Bernardin und
Mudawar, 1999] und [Carbajo, 1985] iiberein, die den BauteilabmaBen als Einflussgrofe
auf die Leidenfrosttemperatur ansonsten nur einen kaum bemerkbaren Einfluss zusprechen.
Mit steigender Anstromgeschwindigkeit vy bewirkt das sich mit gro8erem Probendurch-
messer stirker ausprigende Riickstromgebiet an der unteren Bauteilkante im unteren Be-

reich der Mantelfldche hohere Werte der lokalen Leidenfrosttemperatur.

6.2.9 Lokale Abktuihlraten

Aus Messungen mit in die Abschreckproben eingebrachten Thermoelementen werden in
Bild 48 (Probe @ 30 mm x 150 mm) und Bild 49 (Probe ¥ 50 mm x 100 mm) die Abkiihl-

raten [K/s] gezeigt und mit den Ergebnissen aus der Abschrecksimulation verglichen.
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Bild 48: Lokale Abkiihlraten aus Experiment und Simulation (Probe: @ 30 mm x 150 mm)
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Zu Beginn des Abschreckprozesses in der Phase des Filmsiedens sind niedrige Abkiihlra-
ten zu erkennen. Der im weiteren Abschreckverlauf eintretende starke Anstieg der Abkiihl-
raten steht fiir das Eintreten der Leidenfrosttemperatur und dem damit verbundenen Uber-
gang zum Blasensieden. Im Verlauf der Abschreckung treten im Bereich der maximalen
Abkiihlrate Abweichungen in den Kurvenverldufen auf. Die Lage der maximalen Abkiihl-
rate stimmt hinsichtlich der damit verbundenen Temperatur im Korper betragsméBig gut
iiberein, jedoch wird der maximale Wert in der Simulation zu hoch eingeschétzt und zeigt
einen steileren Abfall der simulierten Kurvenverldufe. Der von diesen Abweichungen be-
troffene Temperaturbereich von Ty, < 400 K liegt unterhalb des fiir das Einsetzen der
Martensitbildung (s. Kapitel 3.1) relevanten Bereichs. Entsprechend spielen die erkennba-
ren Abweichungen im Temperaturverlauf hinsichtlich des Einflusses auf die letztlich resul-

tierende Harteverteilung eine untergeordnete Rolle.
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Bild 49: Lokale Abkiihlraten aus Experiment und Simulation (Probe: @ 50 mm x 100 mm)
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Im Bereich des Filmsiedens zu Beginn des Abschreckprozesses weisen die Abkiihlraten in
der Simulation eine stirkere Schwankung auf als dies fiir die experimentellen Messungen
der Fall ist. Dieses Verhalten ist fiir die diinne Probe weniger ausgeprégt als fiir den dicken

Korper.

In der Ndhe des Probenkdrpers mit dem geringeren Durchmesser ist die Fliissigkeitsstro-
mung aufwirts gerichtet und stimmt damit in deren Ausrichtung mit der Aufstiegsrichtung
des Dampfes iiberein. Diese iibereinstimmende Richtung der Liquid- und Dampfgeschwin-
digkeiten hat eine glittende Wirkung auf die geschichtete Stromungsstruktur aus Dampf-
film in der unmittelbaren Korperndhe und der dariiber angeordneten Fliissigkeitsschicht.
Demgegeniiber liegt fiir die dicke Probe eine entgegengesetzte Ausrichtung der Stro-
mungsrichtungen der Liquid- und Dampfphase vor. Diese Gegenlaufigkeit erzeugt eine
erhohte zeit- und ortsabhidngige Schwankungsintensitit der Dampfanteile, die sich in den
weniger glatten Verldufen der Abkiihlrate an den dicken Proben insbesondere bei grof3en

Anstromgeschwindigkeiten duf3ert.
6.3 Dampfzustand und -verteilung

6.3.1 Dampfgeschwindigkeiten

Zusammenhang zwischen dem Dampfanteil und der Dampfgeschwindigkeit

Die Verldufe der axialen Dampfgeschwindigkeiten Vaial, vap In unmittelbarer Nahe des
Korpers sowie des dazugehorigen lokalen Dampfanteils sind in Abhdngigkeit von der
Wandiiberhitzung Ty, fiir beide Probenkdrper jeweils in einer Héhe z/ L = 0,5 in Bild 50
zum Vergleich gegeniiber gestellt. Angegeben sind jeweils die maximalen Werte aus der

Simulation in direkter Ndhe zur Korperoberfliche.

Nach dem Ausbilden des Dampffilms liegen in der Phase des Filmsiedens bei oyap — 1 an
der diinnen Probe iibereinstimmend aufwérts orientierte Dampfaufstiegsbewegung und
Liquidstrémung vor. Mit abnehmender Wand- und dadurch auch Dampfiiberhitzung stellen
sich nahezu konstante Dampfgeschwindigkeiten ein. Das Absinken der Dampfgeschwin-
digkeiten im Verlauf der Filmsiedephase ist durch sinkende Damptbildungsraten und ab-

nehmende Dichteunterschiede zwischen Liquid- und Dampfphase begriindet.

Im Gegensatz dazu ist an der dicken Probe nach dem Erreichen der maximalen Dampfaut-
stiegsgeschwindigkeiten beim Bilden des Dampffilms ein kontinuierlicher Abfall der
Dampfgeschwindigkeiten in der Filmsiedephase zu beobachten, da hier die abwirts gerich-

tete Liquidstromung die Dampffilmschicht abbremst.
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Bild 50: Axiale Dampfgeschwindigkeiten und Dampfanteil als Funktion der lokalen
Wandiiberhitzung (z/ L = 0,5, vo = 0,5 m/s)

Mit dem Absinken des Dampfanteils beim Ubergang zur Blasensiedephase nimmt der
Dampfblasendurchmesser d, im Simulationsmodell ab. Dies bewirkt, dass sich die noch
vorhandenen Dampfanteile ay., den Geschwindigkeiten der Liquidphase hinsichtlich Rich-
tung und Betrag deutlich stirker anpassen. Die Hauptstromungsrichtung des Dampfes an
der dicken Probe folgt deshalb in unmittelbarer Wandnéhe in dieser Phase der Abkiihlung

der Richtung der Liquidstromung und kann damit sogar abwdérts gerichtet sein.

Dampfgeschwindigkeiten an verschiedenen Positionen

Den Einfluss der Anstromgeschwindigkeit vy auf die axialen Dampfgeschwindigkeiten an
verschiedenen Positionen auf der Mantelfliche der Bauteile zeigt das Bild 51. Dabei wer-
den funf verschiedene Positionen z / L, neben den Thermoelement-Messstellen zwel zu-
satzliche Positionen im Nahbereich der oberen bzw. unteren Kante des Korpers, ausgewer-
tet. Ein Vergleich der Dampfgeschwindigkeiten an den beiden untersuchten Probengeo-
metrien fiir den Fall der geringsten Anstromgeschwindigkeiten von vy = 0,1 m/s, der den
geringsten Einfluss der Liquidstrdmung auf das Dampfverhalten an beiden Probengeomet-
rien aufweist, zeigen sich nur geringe Unterschiede zwischen den beiden Probengeomet-
rien. Im Bereich des Filmsiedens konnen aufwérts gerichtete Dampfgeschwindigkeiten
festgestellt werden, die mit dem Absinken der Oberflacheniiberhitzung im Verlauf der Ab-

kiihlung abnehmen.

Hier gilt fiir beide Probengeometrien, dass im Bereich der oberen Messstellen die maxima-
len Aufstiegsgeschwindigkeiten des Dampfes mit etwa Vayial, vap = 1 m/s vorliegen. Dieser

Wert sinkt fiir weiter unten an der seitlichen Teilflaiche gelegene Messpositionen ab, so
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dass fiir die unterste Messposition z/L = 1/ 8 eine maximale Dampfaufstiegsgeschwin-

digkeit zu Beginn des Abschreckprozess von Vaial, vap = 0,65 m/s festgestellt werden kann.
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Bild 51: Axiale Dampfgeschwindigkeit an verschiedenen Positionen auf der Zylinderman-
telfliche der Probe @ 30 mm x 150 mm (links) und 50 mm x 100 mm (rechts)

Mit dem Anstieg der Anstromgeschwindigkeit vy wirkt sich an den einzelnen Positionen

die Verteilung der axialen Liquidgeschwindigkeiten aus. An der diinnen Probe wird der

Dampf an der untersten Position, die im abwirts stromenden Rezirkulationsgebiet der Li-
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quidstromung liegt, mit zunehmendem v, stiarker abgebremst, so dass bei vp > 0,5 m/s im
unteren Bereich der Probe abwirts gerichtete Dampfgeschwindigkeiten wéhrend des Bla-
sensiedens vorliegen. Fiir den gesamten untersuchten Geschwindigkeitsbereich konnen fiir
eine feste Anstromgeschwindigkeit hohere Dampfgeschwindigkeiten beobachtet werden, je

ndher sich die jeweilige Messstelle zur oberen Kante des Bauteils befindet.

An der dicken Probe (Bild 51, rechts) ist die Liquidstromung iiber die gesamte Probenhéhe
abwirts gerichtet. Auller zu Beginn der Abschreckung im Bereich der groen Verdamp-
fungsraten, die zur Siedefilmbildung fiihren, sind bereits in der Phase des Filmsiedens
deutlich geringere oder stagnierende Dampfaufstiegsgeschwindigkeiten zu erkennen. In
der Phase des Blasensiedens sind dann ab vy > 0,75 m/s tliber weite Bereiche in der Mitte

des Bauteils die axialen Dampfgeschwindigkeiten negativ.

Mittlere Dampfgeschwindigkeiten wahrend der Filmsiedephase

Die axialen Dampfgeschwindigkeiten in Oberflichennidhe verlaufen wihrend der Phase
des Filmsiedens nahezu konstant. Die zeitliche Mittelung vom Beginn des Abschreckpro-
zesses bei t= 0's bis zu dem Zeitpunkt, an dem die Wandtemperatur die lokale Leiden-

frosttemperatur erreicht hat, zeigt Bild 52.

@ 30 mm x 150 mm @ 50 mm x 100 mm
1.4} 141 1
1.2¢ 12r¢ 1
11 10 =
0.8 0.8} i
2]
€ 06 £ 06} -
E C
§ 04t _5 0.4+
s 0.2 1 = 02 _
>§ v0=0,1 m/s % V0_0'1 m/s
1l > _
0 v, =03 mis 0 v, =0,3m/s
02 v,=05mis || -0.2r v,=05m/s
-0.4 vV, = 0,75 m/s ] -0.4} Vo= 0,75 m/s
0.6 v, =1.0mls |5 -06f v,=1,0m/s
0 02 04 06 08 1 0 02 04 06 08 1
z/L[] z/L[]

Bild 52: Zeitgemittelte lokale Dampfgeschwindigkeiten wihrend der Filmsiedephase

An beiden Probenkorpern kann der Einfluss der Liquidstrdomung auf die Dampfgeschwin-
digkeit wihrend des Filmsiedens vor allem im Bereich der abwérts gerichteten Liquidge-

schwindigkeiten in den Rezirkulationsgebieten erkannt werden (bei z / L = 0,2 an der diin-
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nen Probe bzw. z/ L = 0,7 an der dicken Probe). Hier deuten die Simulationsergebnisse
darauf hin, dass in diesen Bereichen der Aufstieg der vorhandenen Dampfanteile durch die

Liquidstromung stark gebremst oder sogar vollstdndig unterdriickt werden kann.

Dampfgeschwindigkeiten an der oberen Stirnflache

Bild 53 zeigt die radialen Dampfgeschwindigkeiten an der Bauteiloberkante zu einem fes-
ten Zeitpunkt, an dem in allen gezeigten Fillen noch ein vollstdndig geschlossener Dampft-
film an der Bauteiloberseite vorliegt. Positive radiale Geschwindigkeiten stehen dabei fiir

eine radial nach auBlen gerichtete Dampfbewegung.
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Bild 53: Radiale Dampfgeschwindigkeiten an der Bauteiloberkante

(rmax = Bauteilradius, t =2 s)

Auf der Bauteiloberseite findet eine Dampfbewegung von der Achse des Bauteils zu den
duBeren Bereichen des Bauteils statt (auBler fiir r/ rm,x — 0), die fiir hohere Anstromge-
schwindigkeiten v, stirker ausgeprdgt ist. Im erwdhnten Ausnahmefall trifft die Li-
quidstromung jedoch nicht auf der Bauteilriickseite auf, so dass die gebildeten Dampfantei-
le weniger effizient von der Strdomung abtransportiert werden konnen und dadurch langer

in Oberflachennihe verweilen.
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6.3.2 Dampftemperaturen

Dampftemperaturen auf der Mantelflache

In Bild 54 ist die lokale Dampfiiberhitzung Ty, — Tsiede In Abhéngigkeit von der lokalen
Wandiiberhitzung Ts,p = Twand — Tsicde gegeniibergestellt. Die jeweils gestrichelt dargestell-
te 45° - Linie steht dabei fiir die Position, an der die Dampftemperatur und die Wandtem-

peratur identisch sind.
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Bild 54: Dampftemperatur fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten vy, z/ L = 0,5

Am diinnen Probenkdrper bewirkt die Gleichldufigkeit der Dampf- und Liquidstromung
eine gleichmiBige und ungestorte Ausbildung des Dampffilms, die sich in stetigen Ab-
kiihlverlaufen, insbesondere wahrend der Filmsiedephase dufert. Die Temperaturdifferenz
zwischen der Korperoberfliche und dem Dampffilm ist konstant, wobei hohere Anstrom-
geschwindigkeiten vy zu geringfiligig erhéhten Wérmeiibergdngen zwischen Dampf- und

Liquidphase und damit zu niedrigeren Dampftemperaturen fiihren.

Im Falle der gegenldufigen Richtungen der Liquidstromung und des aufwirts steigenden
Dampfes an der dicken Probe sind stirker ausgeprigte Schwankungen der Dampftempera-
turen in der Filmsiedephase zu Beginn der Abkiihlung zu finden. Im Bereich des Dampf-
films ist die geringste und ungefahr konstant bleibende Differenz zur lokalen Wandtempe-
ratur vorhanden (in Bild 54 durch den konstanten Abstand der Dampftemperaturkurve zur
45°-Kurve ersichtlich).

Erst mit dem Zusammenbruch des Dampffilms, der im Siedemodell mit einer Abnahme

der lokalen Dampfgehalte von oya, — 1 auf 0 < ay,, < 1 und einem abnehmenden Dampf-
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blasendurchmesser dy einhergeht, nimmt auch die Temperaturdifferenz zwischen dem
Dampf und der Wand zu. Der geringere Dampfblasendurchmesser fiihrt zu einer zuneh-
menden zur Verfligung stehenden Austauschfldche zwischen den Phasen und bewirkt einen

erhohten Wirmeiibergang zwischen Dampf- und Liquidphase.

Mittlere Dampftemperatur wahrend der Filmsiedephase

Im Folgenden wird die zeitlich gemittelte Temperaturdifferenz zwischen der lokalen
Dampfiiberhitzung Ty.p — Tsiede und der lokalen Wandiiberhitzung Tsup = Twand — Tsiede 1M
Zeitpunkt des Eintretens der Leidenfrosttemperatur zum Ende der Filmsiedephase ausge-
wertet. Da die Differenz zwischen Wand- und Dampftemperatur wihrend der Filmsiede-
phase im zeitlichen Verlauf nahezu konstant ist, konnen diese Werte in guter Néherung

auch auf die gesamte Filmsiedephase erweitert werden. Die Ergebnisse zeigt Bild 55.
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Bild 55: Dampftemperaturen wihrend der Filmsiedephase an der Mantelflache

Bezogen auf die gesamte Mantelfldche sind fiir beide Probengeometrien nur im Falle der
geringsten Anstromgeschwindigkeit von vo = 0,1 m/s identische Dampftemperaturen iiber
der gesamten Hohe des zylindrischen Kdorpers zu erkennen. Die Gleichldufigkeit der Li-
quid- und Dampfstromung an der diinnen Probe ermdglicht im oberen Teil der Probenober-
fliche das Einstellen eines Gleichgewichtszustandes, in dem sich der von der Wand zum
Dampf sowie der vom Dampf ans Liquid transportierte Warmestrom entsprechen und des-
halb ab einer Position von etwa z / L > 0,5 nahezu konstante Dampftemperaturen in der

Phase des Filmsiedens beobachtet werden konnen.
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Mit steigender Anstromgeschwindigkeit vy vermindert das Ausbilden der abwirts gerichte-
ten Liquidstromung an der dicken Probe den Aufstieg heiler Dampfanteile in der Nédhe des
Korpers, so dass das Autheizen des Dampfes von der unteren zur oberen Kante der Probe
weniger stark ausgeprégt ist. Zusitzlich intensiviert die Gegenldufigkeit von Liquidstro-
mung und Aufstiegsrichtung des Dampfes den Warmeaustausch zwischen Dampf und Li-
quid, so dass in diesen Bereichen der Oberfldche vergleichsweise hohe Differenzen zwi-
schen der Wand- und der Dampftemperatur vorliegen. Die Grofle des von der Unterkante
des Korpers ablosenden Wirbelgebiets ermoglicht dabei, dass an der dicken Probe auch im
oberen Bereich des Korpers nicht bzw. kaum aufgeheiztes Liquid auf die Dampfanteile
trifft und dadurch auch im Bereich der oberen Kante des Bauteils geringe Dampftempera-

turen vorliegen.
6.3.3 Dampfschichtdicke

Wandtemperaturabhangige Verlaufe

Die Dicke des durch Dampfbildung beeinflussten Bereichs wird an drei charakteristischen
Punktenz/L=1/3,z/L=1/2und z/L =2/3 auf der Mantelfliche bestimmt. Dafiir
wird der Verlauf der Dampftemperatur ausgewertet und der Wandabstand bestimmt, an
dem Tyap < Tiede- Da per Definition kein Dampf bei Dampftemperaturen unterhalb der Sie-
detemperatur existiert, kann auf diese Weise sowohl wéhrend der Film- als auch der Bla-
sensiedephase die wandnormale Ausdehnung des Dampfes bestimmt werden. Die wand-
temperaturabhéngigen Ergebnisse an verschiedenen Positionen am Probenkorper bei kon-
stanter Anstromgeschwindigkeit vy bzw. fiir eine feste Position bei variierter Anstromge-

schwindigkeit vy zeigt das Bild 56.

Fiir den Fall der geringsten Anstromgeschwindigkeit vop = 0,1 m/s sind in der Filmsiede-
phase nahezu konstante Dampfschichtdicken von ca. 400 um zu erkennen, die mit dem
Abfall der Wandtemperatur tendenziell leicht abnehmen. Mit ansteigendem vy ist an der
diinnen Probe der Einfluss auf die Dampfgeschwindigkeit und Dampftemperatur in der
Filmsiedephase an der dargestellten Position gering, so dass in der Summe auch die

Dampfschichtdicke kaum von der Anstromgeschwindigkeit v, beeinflusst wird.

Dagegen bewirkt die Gegenlaufigkeit der Liquid- und Dampfstromung an der dicken Probe
eine verringerte Dampfaufstiegsgeschwindigkeit, die mit ansteigendem vy an der unter-
suchten Bauteilposition zu einer groeren Ausdehnung der Dampfschichtdicke fiihrt.
Gleichzeitig ist auch hier, wie bereits im Zusammenhang mit der Dampftemperatur und der

Dampfgeschwindigkeit in der Filmsiedephase erwihnt, eine groflere Schwankung wihrend
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des Filmsiedens zu beobachten. Mit dem Zusammenbruch des Dampffilms beim Erreichen
der lokalen Leidenfrosttemperatur nimmt die Ausdehnung des Dampfbereichs in Wandni-
he bis auf Werte von 50 um ab. Die gebildeten Dampfanteile folgen der Liquidstrémung
und kiihlen aufgrund der groferen Austauschfldche schneller aus, so dass die noch vorhan-

den Dampfanteile nur in unmittelbarer Wandnéhe existieren konnen.
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Bild 56: Wandnormale Ausdehnung des durch die Dampfbildung beeinflussten Bereichs

Mittlere Dampfschichtdicke wahrend der Filmsiedephase

Um die mittlere Dampfschichtdicke wéhrend der Filmsiedephase bewerten zu konnen,
wird der wandtemperaturabhingige Verlauf wihrend des Filmsiedens bis zum Erreichen
der lokalen Leidenfrosttemperatur zeitlich gemittelt. Die Ergebnisse zeigt Bild 57. Obwohl
gemil Kapitel 6.3.2 an der dicken Probengeometrie tendenziell geringere Dampftempera-
turen innerhalb der Filmsiedephase vorliegen, konnen im Siedemodell héhere Dampf-
schichtdicken wihrend des Filmsiedens erkannt werden. Da dieser Trend in den Bereichen

der grofBten abwiérts gerichteten Liquidgeschwindigkeiten starker ausgepragt ist, wird von
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einem Zusammenhang zwischen der Struktur der Liquidstrémung und der Ausdehnung des

von der Damptbildung beeinflussten Bereichs in Probennihe ausgegangen.

z/L=2/3
—8— J 30 x 150 mm
0.71| —e— @50 x 100 mm
06"
05t
04r- e} o
0.3 : : : : :
0 0.2 04 0.6 0.8 1
£ A in m/s
S z/L=1/2
c i i :
2 071 ——230x 150 mm
T || —e—@50x 100 mm
S 06t
K
b
5 0.5+
§ 0.4r ———a—9
[0]
203 - : : : -
270 0.2 0.4 0.6 0.8 1
[= A in m/s
z/L=1/3
71 —6— J 30 x 150 mm
07| —e— @50 x 100 mm
06¢F
0.5¢
—c —0
0.3 ' ! : '
0 0.2 0.4 0. 0.8 1

v, in mis
Bild 57: Mittlere lokale Dampfschichtdicke wahrend der Filmsiedephase

6.4 Lokaler Warmelibergang

6.4.1 Simulierter Warmeubergang im Vergleich mit Literaturergebnis-

sen

Die lokale Wirmestromdichte q [W/m?] auf der Mantelfldche des zylindrischen Korpers

aus der Simulation (Probe @ 30 mm x 150 mm) wird in Bild 58 mit experimentellen Er-
gebnissen von [Stich und Tensi, 1995] (Probe: @ 25 mm x 100 mm, v= 0,3 m/s, Tiq=
60 °C) verglichen. Der Zeitpunkt der Auswertung ist dabei in beiden Fillen auf eine Weise
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gewihlt, dass sich die Position der unteren Siedefront in einem Abstand von z = 50 mm
von der unteren Bauteilkante befindet.
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Bild 58: Lokale Verteilung der Warmestromdichte im Vergleich aus Simulation und Expe-

riment von [Stich und Tensi, 1995]

Wihrend der Phasen des Film- und Blasensiedens bzw. der einphasigen konvektiven
Warmeiibergdnge im Bereich z — 0 mm kdnnen die Verldaufe der Warmestromdichte dabei
vom Simulationsmodell wiedergegeben werden. Die Hohe des Peak-Wertes der War-
mestromdichte im Bereich des Dampffilmzusammenbruchs wird dabei zusétzlich durch die
gemessenen Werten von [Carbajo, 1985], [Sakurai, 2000], [Kandlikar, 2001b] und
[Vergara-Hernandez und Hernandez-Morales, 2009] bestitigt, die an vertikalen Platten im
Wasserbad bei einer Fluidunterkiihlung von Ty, = 40 K maximale Warmestromdichten im

Bereich von etwa 2- 106,,,4- 10® W/m? gemessen haben.

6.4.2 Lokale Verteilung des Warmeiibergangs an der Korperoberflache

Die Verteilung des Wirmeiibergangskoeffizienten (WUK, Definition siche Kapitel 4.3.2)
auf der Zylindermantelfldche ist in Bild 59 beispielhaft gezeigt (die zugrunde liegende zeit-
und ortsabhéngige Dampffilmverteilung ist in Bild 26 dargestellt).

In Bild 59, links konnen drei Bereiche identifiziert werden, die durch den Verlauf der Wie-
derbenetzungsfront, d.h. der zeitabhiingigen Position des Ubergangs zwischen dem mit
liquider Phase benetzten und dem mit einem geschlossenen Dampffilm bedeckten Bereich
(s. Bild 26), voneinander abgegrenzt werden. In den vom Siedefilm bedeckten Bereichen

konnen niedrige Wirmeiibergangskoeffizienten im Bereich 200 W/(m’K)< a<
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600 W/(m’K) festgestellt werden, die damit in der in der Literatur angegebenen Spanne des

Wirmeitibergangskoeffizienten in der Filmsiedephase liegen (s. Kapitel 3.5.2).

x 10° t=16s
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Bild 59: Wirmeiibergangskoeffizient an der Bauteilmantelflache (vo = 0,5 m/s und Tiqo =
60 °C, die WUK-Farbskala ist auf Werte bis 8000 W/(m?°K) begrenzt)

In unmittelbarer Ndhe der beiden Wiederbenetzungsfronten ist jeweils ein lokales Maxi-
mum des Wirmeiibergangskoeffizienten zu erkennen (die Farbskala in Bild 59, links wur-
de auf Werte a < 8000 W/(m’K) zur besseren Darstellung geringer Werte des WUK im
Filmsiedebereich begrenzt). Die Werte des WUK-Maximums im Bereich der Wiederbe-
netzungsfront nach Bild 59 (rechts) liegen bei o~ 13000 W/(m’K) und decken sich mit
experimentellen Vergleichswerten von [Stich und Tensi, 1995], die den Warmeiibergang
beim Abschrecken eines zylindrischen Bauteils fiir sehr &hnliche Versuchsparameter ermit-
telten. Im Bereich des Blasensiedens féllt der Warmeiibergangskoeffizient mit steigendem
Abstand zu der/den Wiederbenetzungsfronten relativ steil ab. Bei nur noch geringen
Wandtemperaturen tritt keine Verdampfung mehr auf und es konnen anndhernd konstante
Werte im Bereich des einphasigen konvektiven Wiarmeiibergangs von a= 3500 —
5000 W/(m”K) beobachtet werden.

6.4.3 Zusammenhang zwischen der lokalen Abkuhlkurve und dem lo-
kalen Warmeilibergangskoeffizienten

In Bild 60 ist der Zusammenhang zwischen der lokalen Abkiihlkurve sowie deren erster
und zweiter zeitlichen Ableitung und dem oberflichentemperaturabhingigen Verlauf des

Wirmeitibergangskoeffizienten fiir eine feste Position auf dem Bauteil beispielhaft darge-
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stellt. Entsprechend Kapitel 5.4.2 kann die zweite zeitliche Ableitung der lokalen Abkiihl-
kurve zur Bestimmung der Leidenfrosttemperatur herangezogen werden, die fiir die deutli-
che Zunahme der Abkiihlintensitdt aufgrund des lokalen Dampffilmzusammenbruchs steht.
Die auf diese Weise in Bild 60 (links) bestimmte Oberflichentemperatur kann in Bild 60
(rechts) dem Ubergang von den geringen Wirmeiibergangskoeffizienten zum steilen An-

stieg des Warmeiibergangs aufgrund der Wiederbenetzung zugeordnet werden.

800 : 0.04 800 : 800 : -
—— Abkithlkurve —— Abkithlkurve
—— 2. Ableitung —— 1. Ableitung
600 10.02 600F 1 600}
X x X
£ M £ £
SL400- 10 %400- 10 g_400- ]
l_(’IJ '_tﬂ i_UJ
200} 1002 200} {2 200} / |
0 e -0.04 0 L -4 0 :
0 20 40 0 20 40 0 5000 10000
Zeitins Zeitins WUK in W/(mzK)

Bild 60: Lokale Abkiihlkurve sowie deren erste (Mitte) und zweite (links) zeitliche Ablei-
tung, temperaturabhingiger lokaler Warmetibergangskoeffizient (rechts), (Probe
P30 mmx 150 mm, vo=0,5m/s,z=1/2L)

Wiéhrend des weiteren Abkiihlverlaufs erreicht der Warmetibergangskoeffizient seinen
maximalen Wert innerhalb der Phase des Blasensiedens, um darauthin fiir weiter sinkende
Oberflichentemperaturen eine langsame Abnahme des Warmetibergangs aufgrund der ge-
ringer werdenden Dampfblasenbildungsrate aufzuweisen. Geméf Bild 60 (Mitte) stimmt
die Oberflaichentemperatur, die dem maximalen Warmetibergangskoeffizienten zugeordnet
werden kann, mit dem Ort der steilsten Temperaturabnahme (dargestellt durch das Mini-

mum der ersten zeitlichen Ableitung der lokalen Abkiihlkurve) liberein.

6.4.4 Maximale lokale Warmeubergangskoeffizienten

Die Maxima der lokalen Verldufe des Warmeiibergangskoeffizienten auf der Probenman-
telfliche wihrend des Abschreckprozesses sind in Bild 61 gegeniibergestellt. Am Proben-
korper mit dem geringeren Durchmesser (Bild 61, links) kénnen fiir den maximalen WUK
drei Teilbereiche ausgemacht werden. Die hdchsten maximalen WUKSs liegen im unteren

Bereich der Abschreckprobe im Bereich des Rezirkulationsgebiets der Liquidstromung.
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Hier bewirkt eine hohere Anstromgeschwindigkeit vy tendenziell erhohte maximale War-
meiibergangskoeffizienten. Im Bereich der aufwérts gerichteten Liquidgeschwindigkeiten
fiir z/ L > 0,4 streben die maximalen WUKs unabhiingig von v, nahezu konstante Werte
im Bereich 9.000 < WUK < 10.000 W/(m?K) an. Im oberen Bereich der Probe fiir z /L >
0,8 geht ein Abfall der lokalen Leidenfrosttemperatur mit einem Absinken der maximalen
WUKs einher.
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Bild 61: Maximaler lokaler Warmetiibergangskoeffizient auf der Mantelflache

Demgegeniiber konnen fiir die Probe mit dem groBeren Durchmesser (Bild 61, rechts) na-
hezu konstante WUKs im Bereich 9.500 < WUK < 10.500 W/(m’K) erkannt werden. Die-
se geringfiigig hoheren Werte im Falle eines groBeren Probendurchmessers entsprechen

dabei dem gemil der Literatur zu erwartenden Trend.

6.4.5 Lokale Oberflachentemperatur beim Erreichen des maximalen
Warmeubergangskoeffizienten
Die zu den in Bild 61 gehdrenden lokalen Uberhitzungen der Oberfliche zum Zeitpunkt

des Eintretens des maximalen lokalen Warmetibergangskoeffizienten (s. Bild 60, rechts) an

den zylindrischen Proben sind in Bild 62 angegeben.

Die Werte folgen dem qualitativen Verhalten, das fiir die lokale Leidenfrosttemperatur in
Bild 46 gezeigt wurde. Die absoluten Werte der Wandiiberhitzung zum Zeitpunkt des Ein-
tretens des maximalen WUK liegen dabei gemiB Bild 60 unterhalb der lokalen Leiden-

frosttemperatur.
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Bild 62: Lokale Wandiiberhitzung beim Erreichen des maximalen lokalen WUK

6.5 Mittlere Leidenfrosttemperatur, Temperatur bei maximalem
Warmeubergang

Simulation mit dem Anstromprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r))

Um die Leidenfrosttemperatur (LFT) sowie die Temperatur an der Korperoberfldche beim
Vorliegen des maximalen Warmeiibergangskoeffizienten (Twik, max) an der Mantelfldche
in Abhingigkeit von der Anstromgeschwindigkeit vo bewerten zu kdnnen, werden die lo-
kalen Werte aus Bild 46 und Bild 62 iiber die gesamte Hohe der Proben gemittelt. Die Er-

gebnisse sind in Bild 63 zusammengefasst.

Da fiir geringe Anstromgeschwindigkeiten vy auch der Einfluss der unterschiedlich orien-
tierten Liquidstromung in Korpernidhe gering bzw. unerheblich wird, nimmt hier auch die
Differenz der flichengemittelten Leidenfrosttemperaturen ihre minimalen Werte an. Die
maximalen Unterschiede kénnen im Bereich vy =~ 0,3 m/s festgestellt werden, wéhrend fiir
Werte von v > 0,3 m/s an der dicken Probe nahezu konstante mittlere Leidenfrosttempera-
tur ermittelt werden, ist an der Probe mit dem niedrigeren Durchmesser im gleichen Ge-

schwindigkeitsbereich ein Anstieg dieser GroBe zu erkennen.

Die flichengemittelte Wandiiberhitzung beim Eintreten des maximalen WUKSs kann fiir die
beiden untersuchten Probengeometrien im gesamten untersuchten Geschwindigkeitsbe-

reich im Intervall 50 K < Tpcidenfrost - Twik, max < 100 K angegeben werden.
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Bild 63: Verlauf der flichengemittelten Leidenfrosttemperatur und der Temperatur bei

maximalem Wérmeiibergang an der Mantelfldche

Simulation mit homogener Anstromung v(r) = konstant

Um den Einfluss der Probengeometrie moglichst unabhéngig von der radialen Geschwin-
digkeitsverteilung im Stromungsrohr zu untersuchen, wird die Anstromung des Bauteils
bei liber dem Rohrquerschnitt konstanter Anstromgeschwindigkeit analysiert. Geometrie

und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar.

Die flichengemittelte Leidenfrosttemperatur, die flichengemittelte maximalen Wiarme-
libergangskoeffizienten sowie die dazugehorige flichengemittelte Wandiiberhitzung Ty,

bei dessen Eintreten auf der Mantelfliche des Zylinders zeigt das Bild 64.

Bei der geringsten Anstromgeschwindigkeit vo = 0,01 m/s ist kein nennenswerter Einfluss
der Geometrie auf die mittlere Leidenfrosttemperatur zu erkennen. Dagegen fiihrt bei vy >
0,5 m/s zunehmendes Verhiltnis L / d zu einer tendenziell abnehmenden mittleren Leiden-

frosttemperatur.

Ein Anstieg der Anstromgeschwindigkeit vy bewirkt bei konstantem Verhéltnis L / d ge-
ringfiigig abnehmende maximale lokale Wérmeiibergangskoeffizienten auf der Korper-
oberfliche. Dagegen konnen fiir alle untersuchten Anstromgeschwindigkeiten leicht stei-
gende maximale Warmetibergangskoeffizienten bei konstanter Problemldnge und abneh-

mendem Probendurchmesser beobachtet (Bild 64, Mitte links) werden.

Bei konstantem Durchmesser d der Probe ist jedoch der umgekehrte Trend zu beobachten.

Ein abnehmendes Verhiltnis L / d bewirkt steigende flichengemittelte Warmeiibergangs-
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koeffizienten, da der durch das Riickstromgebiet an der Probenunterkante beeinflusste Be-

reich an der gesamten Mantelfldche des Zylinders anteilig ansteigt.

d = 30 mm = konstant L =150 mm = konstant

500 500

450 ¢

400 ¢

—e— LFT, Vo= 0,01 m/fs
LFT, Vo= 0,5m/s
—0— LFT, Vo= 1,0 m/s

-—-Gr-- TWUK: mae Yo = 0,01 m/s

TWUK: max’
- Q== TWL..JK: maxe Yo = 1,0 m/s

Vg = 0,5m/s

Bild 64: Flachengemittelte Auswertung: Leidenfrosttemperatur (LFT) und Wandiiberhit-

zung Twik, max beim Eintreten des maximalen WUK
6.6 Flachengemittelte Warmelibergangskoeffizienten

6.6.1 Teilflachen des Probenkorpers im Vergleich

Die lokalen Warmetibergangskoeffizienten konnen aus der Simulation zeitabhédngig fiir die
drei einzelnen Teilflachen (die obere sowie untere Stirnfliche und die Mantelfldche) sowie
fiir die gesamte Zylinderoberfldche verglichen werden. Hierfiir werden die lokalen Werte
iiber die jeweilige Teilfliche am Zylinder flaichengemittelt und zum Vergleich einerseits
tiber der Zeit sowie in Abhéngigkeit von der iiber die jeweils betrachtete Teilfliche gemit-
telten Wandiiberhitzung T, in Bild 65 dargestellt. Da nach dem Erreichen des Siedefilm-
zusammenbruchs auf der Mantelfliche der Probe im weiteren Verlauf der Abschreckung
die Wéarme nahezu ausschlieflich durch Konvektion iibertragen wird, wird die Ab-

schrecksimulation mit dem Siedemodell ab diesem Zeitpunkt nicht weiter betrachtet.
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Bild 65: Flachengemittelter Warmeiibergangskoeftfizient fiir die einzelnen Teilflichen am
Zylinder (0 30 mm x 150 mm, vy = 0,1 m/s)

In Bild 65 (rechts) ist fiir alle drei Teilflichen der typische qualitative Verlauf entspre-
chend der Nukiyama-Kurve (s. Kapitel 3.2) fiir den Warmetibergang beim Sieden an Ober-
flichen erkennbar. Zu Beginn des Abschreckprozesses bei hohen Oberfldchentemperaturen
sind die flichengemittelten Warmetibergangskoeffizienten gering und verbleiben wéhrend
des Filmsiedens auf konstanten Werten. Der im Verlauf der Abkiihlung einsetzende Knick
in den Kurvenverldufen steht dabei fiir den Beginn des Siedefilmzusammenbruchs an der

jeweiligen Teilflache.

Das Maximum erreichen die einzelnen Kurven jeweils zu dem Zeitpunkt, in dem an der
gesamten Teilflaiche der Dampffilm zusammengebrochen ist. Dabei betrdgt die mittlere
Wandiiberhitzung Ty, an der oberen Teilfliche Ty, = 285 K. An der unteren Teilfliche
betrdgt der zugehorige Wert lediglich Tg,, = 175 K, da hier aufgrund der Anordnung des
Bauteils und der vergleichsweise geringen Anstromgeschwindigkeit im gezeigten Fall ein
Abtransport des gebildeten Dampfes deutlich schlechter mdglich ist. Ein noch geringerer
Wert von Ty, = 105 K kann fiir den maximalen flichengemittelten Warmeiibergangskoef-
fizienten an der Mantelfliche beobachtet werden, da hier bereits groB3e Oberflichenberei-

che des Bauteils auf sehr geringe Wandtemperaturen abgekiihlt worden sind.

Das Bild 65 (links) zeigt flichengemittelte Warmeiibergangskoeffizienten im zeitlichen
Verlauf des Abschreckvorgangs. Zuerst erfolgt der Siedefilmzusammenbruch an der unte-
ren Kante des Bauteils, so dass an der unteren sowie der seitlichen Teilflache gleichzeitig
der Anstieg des WUKSs einsetzt. Nach t= 11 s ist an der gesamten unteren Teilfliche der

Dampffilm zusammengebrochen, so dass in der Folge bis t =~ 22 s weiterhin eine lokale
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Damptbildung erfolgt (Blasensieden). Bei t = 30 s bricht auch an der oberen Teilflache der
Dampffilm an der Bauteilkante zusammen, an der seitlichen Teilfldche entsteht eine zweite
Wiederbenetzungsfront, die sich entlang der Mantelfldche nach unten bewegt. Da ab die-
sem Zeitpunkt in zwei Bereichen des Dampftilmzusammenbruchs lokal grole Wérme-
iibergangskoeffizienten erreicht werden, steigt hier der mittlere Warmeiibergangskoeffi-
zient an. Zum Ende der Filmsiedephase an der Bauteil-Mantelflache néhern sich beide
Wiederbenetzungsfronten auf der seitlichen Teilfliche an. Das Bauteil ist wieder vollstén-

dig mit Fliissigkeit benetzt.

Diese in Bild 65 beispielhaft fiir eine Simulationsrechnung ermittelten charakteristischen
Zeitpunkte entsprechen denjenigen Werten, die bereits in Kapitel 6.2 fiir das Einsetzen der
Wiederbenetzung an der oberen und unteren Kante des Bauteils sowie fiir die gesamte
Filmsiededauer an der Mantelfldche aus der zeitabhingigen Verteilung der Dampfgehalte

ermittelt wurden.

6.6.2 Zeitabhangige Verlaufe

Bild 66 zeigt die Verliufe des flichengemittelten WUK zeitabhingig fiir alle untersuchten

Anstromgeschwindigkeiten.

Eine ansteigende Anstromgeschwindigkeit bewirkt insbesondere an den beiden senkrecht
zur Stromungsrichtung ausgerichteten Stirnflachen ein fritheres Eintreten des Anstiegs des
Wirmeiibergangskoeffizienten, verursacht durch das Einsetzen des Dampffilmzusammen-
bruchs. An der unteren Stirnfldche ist an beiden Probengeometrien fiir Anstromgeschwin-
digkeiten von vy > 0,5 m/s kaum noch ein zusétzlicher Anstieg des Kurvenverlaufs erkenn-
bar. Hier beginnt der Dampffilmzusammenbruch bereits kurzzeitig nach dem Beginn des
Abschreckprozesses, dessen vollstandiges Verschwinden (verdeutlicht durch das Maxi-
mum im jeweiligen Kurvenverlauf) durch eine weitere Erhdhung von vy zu etwas fritheren

Zeiten im Abschreckprozesses verschoben wird.

Eine Erhohung der Stromungsgeschwindigkeit bewirkt im untersuchten Bereich 0,1 m/s <
vo < 1,0 m/s an der oberen Stirnflache einen friiher eintretenden Beginn des Siedefilmzu-
sammenbruchs (markiert durch den Beginn des steilen Anstiegs im Kurvenverlauf). Die
zeitliche Differenz bis zu dessen vollstindigem Verschwinden (zum Zeitpunkt des Maxi-
mums des flichengemittelten Warmeiibergangskoeffizienten) bleibt fiir alle untersuchten

Anstromgeschwindigkeiten an der diinnen Probe nahezu konstant.
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Bild 66: Zeitabhéngiger Verlauf der flichengemittelten Wéarmeiibergangskoeftizienten

Am dicken Probenkorper sind an der Mantelfldche zu Beginn des Abschreckprozesses (di-
rekt nach dem Einsetzen des Dampffilmzusammenbruchs an der unteren Kante) besonders
stark steigende mittlere Warmetibergangskoeffizienten fiir vo > 0,5 m/s, entsprechend den

maximalen lokalen WUKs in diesem Bereich des Kérpers.

6.6.3 Oberflachentemperaturabhangige Verlaufe

Im vorhergehenden Kapitel wurden die flichengemittelten Warmeiibergangskoeffizienten

im zeitlichen Verlauf gezeigt. Im Vergleich dazu sind dieselben Werte in Abhédngigkeit
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von der flichengemittelten Wandiiberhitzung der jeweils betrachteten Bereiche der Pro-

benoberfliche in Bild 67 gegeniibergestellt.

@ 30 mm x 150 mm @ 50 mm x 100 mm
untere Stirnflache untere Stirnflache
10000 . ‘ : 10000 ‘ .
E E
z 5000 % 5000 1
X X O
D D
< =
0 0
0 200 400 600 800 0 200 400 600 800
Mantelflache Mantelflache
10000 10000
£ £
= so000 & 2 5000 \ ‘
X X
D — )
= = N
\_
0 0
0 200 400 600 800 0 200 400 600 800
obere Stirnflache obere Stirnflache
10000 10000
£ / £
= 5000 = 5000 \ |
b X -~
D D “,
0 b 0 =
0 200 400 600 800 0 200 400 600 800
gesamte Oberflache gesamte Oberflache
10000 10000
£ £
E 5000r \& E 5000 ]
X X SN
D) 2
; ; \\
0
0 200 400 600 800 0 200 400 600 800
mittlere Wanduberhitzung TSup in K mittlere WandUberhitzung TSup in K
Vo = 0,1m/s Vo = 0,3m/s Vo = 0,5 m/s Vo = 0,75 m/s Vo = 1,0 m/s

Bild 67: Flichengemittelte Wéarmeiibergangskoeffizienten in Abhéngigkeit von der fla-

chengemittelten Wandiiberhitzung

An der Mantelfldche zeigt die Variation der Anstromgeschwindigkeit nur einen geringen

Einfluss auf den Verlauf der flichengemittelten Wiarmeiibergangskoeffizienten auf. Die
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zum Peak des WUKs im Kurvenverlauf gehérende mittlere Wandiiberhitzung zum Zeit-
punkt des vollstindigen Filmzusammenbruchs ist hier an der diinnen Probe nahezu unab-
hiangig von den Anstrombedingungen. Im gesamten Kurvenverlauf ist eine leichte Zunah-
me des Wiarmeiibergangs fiir alle mittleren Wandiiberhitzungen zu erkennen, die auf die
Erhohung des konvektiven Warmeiibergangs bei steigenden Anstromgeschwindigkeiten vy
zuriickzufiihren ist (maximale WUKs im Bereich des Dampffilmzusammenbruchs #ndern

sich nur geringfiigig, s. Kapitel 6.4.4).

Bei der diinnen Probe ist im Vergleich zum Probenkdrper mit dem groeren Durchmesser
der Dampffilmzusammenbruch erst bei einer niedrigeren mittleren Wandiiberhitzung abge-
schlossen. Neben hoheren Leidenfrosttemperaturen an dicken Probenkorper (s. Kapitel
6.2.8) kann davon ausgegangen werden, dass auch in den bereits dampffreien Bereichen
aufgrund des groferen Korperdurchmessers noch hohere Wandtemperaturen vorliegen, da
zusitzliche Warmeenergie iiber einen lingeren Zeitraum aus dem Kern mittels Wéarmelei-

tung zur Oberfléche transportiert wird.

In der Ndhe der oberen Stirnfliche auf der stromungsabgewandten Seite des Korpers ist fiir
Stromungsgeschwindigkeiten ab vy > 0,3 m/s der Aufstieg des Dampfes erheblich er-
schwert (s. Kapitel 6.3.1). Entsprechend tritt der maximale Wert des Warmeiibergangsko-

effizienten fiir diese Kurven erst bei vergleichsweise niedrigen Wandiiberhitzungen auf.

6.6.4 Zeit- und flachengemittelte Warmeuibergangskoeffizienten wah-
rend des gesamten Siedeverlaufs

Simulation mit dem Anstromprofil aus dem experimentellen Aufbau (v = v(r))

Die flichengemittelten Warmeiibergangskoeftizienten werden zeitlich gemittelt, um den
mittleren WUK wihrend des gesamten Siedeverlaufs bewerten zu kénnen. Die auf die An-
stromgeschwindigkeit v, bezogenen Ergebnisse fiir verschiedene Mittelungsbereiche auf
der Probenoberflidche zeigt das Bild 68. Da der Siedeeinfluss im Vordergrund steht, wer-
den die Wirmeiibergangskoeffizienten im Zeitraum vom Abschreckbeginn bei t = 0 s bis
zum Ende der Siedephase ermittelt. Die darauffolgende einphasige konvektive Abkiihlung

wird nicht mit einbezogen.

Aufgrund des geringen Anteils der oberen und unteren Stirnflachen an der gesamten Ober-
fliche zeigen die Kurvenverldufe fiir die Mantelfliche und die gesamte Oberfldche nahezu
identische Verldufe. Fiir die Siedeabfolge sind die Geschehnisse an den Stirnflachen je-

doch von groBBer Bedeutung (s. Kapitel 6.6).
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Bild 68: Zeit- und flichengemittelte WUKSs wihrend des Siedens beim Abschreckprozess

An der unteren Stirnfliche werden an beiden Probengeometrien sehr hohe WUKs be-
stimmt, da der Siedefilm mit steigendem vy frither zusammenbricht und entsprechend hohe
Werte aus dem Blasensieden und der Konvektionsphase mit in die Mittelung eingehen. An
der oberen Stirnfldche beginnt der Siedefilmzusammenbruch spéter, so dass die niedrige-

ren WUKSs aus der Phase des Dampffilms niedrige WUKSs in der Mittelung bewirken.

An der Mantelfldche resultiert das zeitabhéngige Zusammenspiel des Siedefilmzusammen-
bruchs an den einzelnen Teilflichen fiir die diinne Probe bis vy < 0,3 m/s in nahezu kon-
stanten zeit- und flichengemittelten WUKs. Der Zeitpunkt des Abldsens der oberen und
unteren Wiederbenetzungsfront sowie die dazugehdrigen Siedefrontgeschwindigkeiten
werden in diesem Geschwindigkeitsbereich nur unwesentlich von der Geschwindigkeit
beeinflusst (s. Kapitel 6.2). Bei Anstromgeschwindigkeiten von vy > 0,5 m/s sind stetig
ansteigende WUKs zu erkennen, wie das Ansteigen der maximalen WUKs wihrend des
Abschreckprozesses im unteren Bereich des Probenkorpers gezeigt hat (s. Kapitel 6.4.4).
Zusitzlich 16st sich die obere Wiederbenetzungsfront mit steigendem v, frither ab, so dass

durch die zwei Wiederbenetzungsfronten auf dem Probenkorper der anteilige Bereich der
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Oberfliache ansteigt, in dem durch Blasensieden und einphasige Konvektion im Vergleich

zum Filmsieden deutliche groBere Wirmeiibergénge realisiert werden konnen.

An der Mantelflaiche der dicken Probe ist der Anstieg des Warmeiibergangskoeffizienten
weniger stark ausgeprédgt, da in diesem Geschwindigkeitsbereich sowohl die untere als
auch obere Siedefront nahezu gleichzeitig ablosen. Der anteilige Bereich der Korperober-
fliche, in dem durch Blasensieden und einphasige Konvektion hohe Warmeiibergangskoef-
fizienten ermoglicht werden, steigt deshalb nur noch in Abhédngigkeit von den mit grof3e-
rem v, ebenfalls ansteigenden Siedefrontgeschwindigkeiten. Der Sonderfall des Absinkens
des mittleren WUKSs bei vo = 0,5 m/s ist in Kapitel 6.3.1 niiher betrachtet.

Die flichen- und zeitgemittelten Warmeiibergangskoeftizienten wurden zur dimensionslo-
sen Darstellung in die Nusseltzahlen Nug, und Reynoldszahl Regy, im Ringspalt umgerech-
net (s. Kapitel 4.3.3). Bei der Berechnung wird die jeweilige mittlere Anstromgeschwin-
digkeit v im Ringspalt gemil Tabelle 10 und als charakteristische Lénge der hydraulische

Durchmesser des Ringspalts verwendet. Die Ergebnisse sind in Bild 69 dargestellt.
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Bild 69: Dimensionslose Darstellung des zeit- und flaichengemittelten Warmeiibergangs
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Am durchstromten Ringspalt kann der mittlere konvektive Warmeiibergang an der inneren
Mantelfldche mittels einer Korrelation aus [VDI, 2006] bestimmt werden. Die dimensions-
losen Wérmeiibergdnge aus der zweiphasigen Simulation mit dem Siedemodell (s. Bild 69)
sowie der einphasigen Simulation des rein konvektiven Warmetibergangs (s. Bild 35) fiir
die diinne Probe im Vergleich zur einphasigen VDI-Korrelation zeigt Bild 70 (aufgrund
der vom durchstromten Ringspalt abweichenden Stromungsstruktur der Liquidphase ist am

Probenkorper @ 50 mm x 100 mm ein entsprechender Vergleich nicht sinnvoll).

Der Vergleich zeigt fiir niedrige Reynoldszahlen, dass durch die Siedephédnomene der mitt-
lere Wirmeiibergang erheblich gesteigert wird. Ab ungefihr Reg, > 5-10* liegen nur gerin-
ge Unterschiede zwischen dem einphasigen bzw. zweiphasigen Wéarmeiibergang vor. Wih-
rend ein Anstieg der Reynoldszahl in den mit einem Siedefilm bedeckten Anteilen der
Probenoberfliche keine oder nur eine geringe Zunahme des Wirmetiibergangs bewirkt,
nimmt der Wérmeiibergang in den mit Fluid benetzten Bereichen der Oberfldche mit an-

steigender Reynoldszahl zu und bestimmt auf diese Weise den mittleren Warmetibergang.

900

=3¢ zweiphasige Simulation
=—©— einphasige Simulation K
800 7 menuee VDI-Korrelation

700 -

600 -

500 -

Nu, [

400+

300+

200 - . |

100 : : : :
0 2 4 6 8
Rey, [ x 10*
Bild 70: Mittlerer ein- und zweiphasiger Warmeliibergang an der Mantelflidche der diinnen
Probe @ 30 mm x 150 mm aus der Simulation im Vergleich zur VDI-Korrelation fiir den

konvektiven Warmeiibergang im Ringspalt

Simulation mit homogener Anstromung v(r) = konstant

Um den Einfluss der Probengeometrie moglichst unabhédngig von der radialen Geschwin-

digkeitsverteilung im Stromungsrohr zu untersuchen, wird die Anstromung des Bauteils
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bei liber dem Rohrquerschnitt konstanter Anstromgeschwindigkeit analysiert. Geometrie

und Randbedingungen der hier ausgewerteten Simulationen stellt Kapitel 5.1.1 dar.

Die lokalen Warmeiibergangskoeffizienten werden zeit- und flichengemittelt, um den mitt-
leren WUK wiihrend des gesamten Siedeverlaufs bewerten zu kénnen. Die zeitliche Mitte-
lung umfasst dabei den Zeitraum vom Abschreckbeginn bei t = 0 s bis zum Ende der Film-
siedephase auf der Korperoberfliche (Vorgehensweise in Kapitel 6.6.4). Die Ergebnisse in
Abhingigkeit vom Verhéltnis aus Probenldnge L. zum Probendurchmesser d fiir verschie-
dene Anstromgeschwindigkeiten vy an den Teiloberflichen des Probenkdrpers zeigt das
Bild 71.

d = 30 mm = konst. L =150 mm = konst.
2 Mantelflache Mantelflache
NE 6000 6000
=
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! N
2 G\e-\( *ﬁ
?} 2000 P 20009 — ©
°
P . : ' 0 —
g) 1 2 3 4 5 5 10 15 20 25 30
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NE 6000 6000 , ‘ '
E NO\”
£ 4000} 4000——, -
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ek + P o~ y.,
% 2000} —9  2000® © ©
©
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Bild 71: Zeit- und flichengemittelte WUK fiir verschiedene L / d

Bei konstanter Probenldnge L ist der Einfluss des Probendurchmessers auf die mittleren
Wirmeitibergangskoeffizienten auf der Mantelfliche des Korpers sowie an der gesamten
Zylinderoberflache sehr gering. Dagegen bewirkt eine geringere Probenlénge bei konstan-
tem Durchmesser eine Zunahme des mittleren WUK. Dieser Trend ist auf den anteilig gro-
Beren Bereich der Mantelfliche des Korpers zurlickzufiihren, der bei einer Abnahme der

Probenldnge vom Rezirkulationsgebiet an der unteren Kante der Probe beeinflusst wird.
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Die zeit- und flichengemittelten Wéarmeiibergangskoeftizienten aus der Stromungssimula-
tion mit dem Siedemodell werden fiir den Zylinder mit der Lénge L = 150 mm in Bild 71

(rechts) in die Nusseltzahlen Nuy umgerechnet:

5.d
Nuy = o-d ’ Gl 62
Xliq
v -d
Red _ phq 0 ‘ Gl. 63
Miiq

Die Ergebnisse werden in Abhdngigkeit von der Reynoldszahl Re4 in Bild 72 dargestellt.
Zusitzlich sind in Bild 72 (links) die entsprechenden Werte aus der VDI-Korrelation [VDI,
2006] fiir den einphasigen konvektiven Wiarmeiibergang am ldngsangestromten Zylinder
enthalten. Bild 72 (rechts) zeigt das Verhiltnis der Nusseltzahlen Nuy aus der zweiphasi-

gen Simulation zu den Werten aus der VDI-Korrelation fiir rein konvektiven Warmeiiber-

gang.

200 " " . :
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Bild 72: Nusseltzahl aus der Siedesimulation im Vergleich zur einphasigen VDI-

Korrelation fiir den langsangestromten Zylinder

Fiir niedrige Reynoldszahlen Rey (bei vo — 0) sind die mittleren Nusseltzahlen Nuy aus der
zweiphasigen Simulation nahezu um eine Grofenordnung hdher als der hier niedrige ein-

phasige und rein konvektive Warmeiibergang aus der VDI-Korrelation.

Mit steigender Reynoldszahl ist der Warmeiibergang in den zeitlich lang anhaltend vorlie-

genden Filmsiedebereichen auf der Bauteiloberfliche nahezu von der Anstromung unab-
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hiangig. Der zusitzliche konvektive Wéarmeiibergang durch den Anstieg von Req macht sich
deshalb nur in den wiederbenetzten Bereichen der Oberflache bemerkbar, so dass die mitt-
lere Nusseltzahl zunéchst abfallt. Erst bei noch weiter steigenden Reynoldszahlen Rey be-
wirkt der frithere Wiederbenetzungsstart und der weiter anwachsende Wirmetiibergang in
der Blasensiedephase und der einphasigen Konvektion einen Anstieg der mittleren zwei-
phasigen Nusseltzahl aus der Simulation. Die Kurvenverldufe fiir die ein- und zweiphasige
Nusseltzahl weisen danach ab etwa Req > 10.000 den gleichen qualitativen Verlauf auf, der
sich in Bild 72 (rechts) in einem Anstreben eines nahezu konstanten Verhiltnissen Nug sim /
Nu gvpr = 1,5 duBert (zweiphasiger Wéarmeiibergang ist etwa 50 % hoher im Vergleich

zum einphasigen Wérmeiibergang).

6.7 Variation der Liquidtemperatur
Bei einer Anstromgeschwindigkeit von vp = 0,1 m/s wurde die Fluidunterkiihlung der
Stromung T, = Tsiede - Tiiq variiert. Das Bild 73 zeigt die lokalen Warmeiibergangskoeffi-

zienten (WUK) fiir eine feste Position auf der Mantelfliche im Vergleich.

12000 l - : 12000
Tsuo — T, =60K
10000} _ 110000} <
3 Tsub =40K v '\
3 8000 — T, =20K| Ng 8000}
< 6000} 1= 6000F ~—
£ =
X 4000 1 X 4000/ — T =60K
= 2000 = 2 Toup = 40K
000 —_—T =20K
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0 : : : 0 ' ' '
0 200 400 600 0 10 20 30 40
Tsup inK Zeitins

Bild 73: Verlauf des lokalen Warmeiibergangskoeffizienten in Abhingigkeit von der loka-
len Wandiiberhitzung (links) und der Zeit (rechts), (vo = 0,1 m/s, z/ L = 0,5)

Eine Zunahme der Fluidunterkiihlung T, bewirkt einen (zeitlich) fritheren eintretenden
Siedefilmzusammenbruch (verdeutlicht durch den Anstieg des lokalen Warmeiibergangs-
koeffizienten), der bei umso hoherer Wandiiberhitzung Ty, eintritt. Der gleiche Trend gilt
auch beziiglich der Wandiiberhitzung beim Erreichen des maximalen lokalen Wérmetiber-
gangskoeffizienten. Jedoch bewirkt hier eine hohere Fluidunterkiihlung Ty, einen be-

tragsmiiBig geringfiigig niedrigeren maximalen WUK.

Die Auswirkung der Fluidunterkiihlung Ty, auf die Dauer der Filmsiedephase auf der Zy-
lindermantelflidche (vgl. Kapitel 6.2.6) zeigt das Bild 74 im Vergleich zwischen Experi-

ment und Simulation.

123



Ergebnisse und Diskussion

60 ; . :
—E— Simulation
o 50t —8— Experiment|
c
@ 40t
>
(]
D 30}
o
Q0
[72] L
g 20
“ 10}
tFiImsieden . . ‘
0 20 40 60 80

T,,nK

Bild 74: Auswirkung der Fluidunterkiihlung Ty, auf die Dauer der Filmsiedevorgénge an
der Mantelfldche (Probe @ 30 mm x 150 mm, vy = 0,1 m/s)

Ein Anstieg von Ty, bewirkt dabei eine in guter Ndherung lineare Abnahme der Filmsie-
dedauer auf der Mantelfldche des Zylinders von ca. 55 s (Tsy = 20 K) bis auf etwa 20 s
(Tsub =60 K)

6.8 Harteverlaufe

Zu Verifikationszwecken erfolgt zundchst der Vergleich von gemessenen sowie mittels
Werkstoffsimulation bestimmten lokalen Abkiihlverldufen im Bauteil. Darauf folgend
werden die lokalen und flichengemittelten Harteverldufe an den Oberflichen der Proben-

korper aus Simulation und Experiment verglichen.

6.8.1 Temperaturverlaufe im Bauteil

Werkstoffsimulationen wurden gemill Kapitel 5.3 am austenitischen Werkstoff 1.4305
durchgefiihrt, um die lokalen Temperaturverldufe aus dem Abschreckexperiment (s. Kapi-
tel 5.2) und der entsprechenden Werkstoffsimulation vergleichen zu konnen. Die Ergebnis-
se zeigt beispielhaft das Bild 75.

Ubereinstimmungen sind insbesondere im Bereich des Filmsiedens und in Bezug auf die
Lage des Leidenfrostpunktes zu erkennen. Zum Ende des Abschreckprozesses im Bereich
des Blasensiedens und/oder der einphasigen Konvektion treten stellenweise Abweichungen

im Temperaturverlauf auf.

Eine Ubertragung der zeitabhiingigen Randbedingungen (WUK-Verliufe) auf Werk-
stoffsimulationen am Werkstoff 20MnCr5 wird durchgefiihrt. Zu Beginn des Abschreck-
prozesses bei Tyypsolia(t = 0 s) = 800 K ist das Gefiige in beiden Werkstoffen austenitisch

geprdgt und damit sind auch die Materialeigenschaften, insbesondere die Warmeleitfahig-
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keiten beider Werkstoffe nahezu identisch. Die Temperaturverteilungen im Bauteil zwi-
schen Wand- und Kernbereich in den mit Siedefilm bedeckten Bereichen stimmen iiberein.
Da die Martensitstarttemperatur beim Werkstoff 20MnCr5 Mg = 410 °C betrigt, wird diese

Abweichung vernachléssigt.
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Bild 75: Abkiihlkurven aus Experiment und Werkstoffsimulation im Vergleich (Probe
0 30 mm x 150 mm, vy = 0,3 m/s, Material: 1.4305)

Im Verlauf der Abkiihlkurven bei niedrigeren Wandtemperaturen steigt in den weniger
schnell abkiihlenden Kernbereichen des Bauteils die Warmeleitfahigkeit im entstehenden
ferritisch-perlitischen Gefiige deutlich an. Diese Abweichung fdllt aufgrund der dann vor-

liegenden hohen Wiarmeiibergangskoeffizienten in Wandnahe nicht ins Gewicht.
6.8.2 Oberflachenharte

Lokale Werte aus Experiment und Simulation

Die im Experiment ermittelten Hirteverlaufe werden mit den Ergebnissen aus der Werk-
stoffsimulation in Bild 76 verglichen. An der diinnen Probe treten hohere Hartewerte auf,
da aus dem geringeren Bauteilvolumen weniger Warme aus dem Kern mittels Warmelei-
tung zu den Aullenbereichen des Bauteils transportiert und auf diese Weise eine schnellere

Abkiihlung erreicht werden kann.
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Bild 76: Oberflachenhérte an der Zylinder-Mantelfliche aus Simulation und Experiment

Bei den Simulationsergebnissen ist insbesondere fiir die diinne Probe der deutliche Abfall

der Hartewerte im Bereich der Position der aufeinandertreffenden Siedefronten (s. Kap.

6.2.7) auftillig. Dieser Trend wird im Experiment nur bedingt gefunden.

Die Hartemessungen zeigen, dass im unteren Bereich des zylindrischen Korpers bei z/ L <

0,5 steigende Anstromgeschwindigkeiten an der diinnen Probe steigende Hirtewerte be-

wirken. Dieser Trend verlduft an der dicken Probe in umgekehrter Weise. Dieses Verhalten

kann durch die Werkstoffsimulation wiedergegeben werden.
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Streuung der experimentellen Hartewerte

Fiir jeden Messpunkt bei der Hirtebestimmung wurde die Standardabweichung aus den
Ergebnissen der drei Messdurchgénge je Probengeometrie und Anstromgeschwindigkeit vy

bestimmt. Die Ergebnisse sind in Bild 77 als Fehlerbalken zum Vergleich dargestellt.
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Bild 77: Streuung bei der Hartemessung fiir beide untersuchten Probenkdrper

Die in Korperndhe der diinnen Probe aufwirts gerichtete Stromung der Liquidphase be-

wirkt bei steigender Anstromgeschwindigkeit vy steigende Oberflachenhérte. Allerdings ist
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dabei eine hohe Streuung der Ergebnisse hinzunehmen, die auch durch eine Steigerung von
vo nicht nennenswert gesenkt werden kann. Demgegeniiber bewirkt die aufgrund des gro-
en Riickstromgebiets in Probenndhe abwirts gerichtete Liquidstrémung an der dicken
Probe mit steigendem vy nahezu konstante bzw. sogar leicht abfallende Hértewerte iiber

der gesamten Probenlénge, die eine geringere Streubreite zeigen.

Flachengemittelte Verlaufe

Fiir einen weitergehenden Vergleich der Ergebnisse wird iiber der Probenhéhe eine Mitte-
lung der Hirtewerte aus Bild 76 durchgefiihrt, die Ergebnisse zeigt Bild 78. Bei der Be-
rechnung der Reynoldszahl Reg, wird die jeweilige mittlere Anstromgeschwindigkeit v im

Ringspalt gemél Tabelle 10 verwendet.
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Bild 78: Flachengemittelte Harte: Vergleich zwischen Experiment und Simulation

Die dargestellten Verldufe der flichengemittelten Hértewerte stimmen hinsichtlich ihres
qualitativen Verlaufs in Abhingigkeit von Regy, mit den im Bild 69 gezeigten mittleren
WUKSs an beiden Bauteilgeometrien iiberein. Fiir die diinne Probe ist dementsprechend ab
einem Uberschreiten einer Mindestreynoldszahl bzw. -anstrdmgeschwindigkeit ein stetiger
Anstieg der erreichten mittleren Hartewerte zu erkennen (s. Kapitel 6.6.4). Dagegen zeigt

sich fiir die Probengeometrie @ 50 mm x 100 mm in Ubereinstimmung mit dem Verlauf
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des mittleren Warmeiibergangs, dass trotz einer kontinuierlichen Steigerung der Reynolds-

zahl bzw. -anstromgeschwindigkeit keine nennenswerte zusétzliche Erhdhung der betrach-

teten Hartewerte bewirkt werden kann. In diesem Fall bestimmt die Hydromechanik im

Ringspalt einen nahezu von Reg, unabhéngigen Wert der Hirte.

6.9 Richtlinien fiir den Abschreckprozess zylindrischer Bauteile in

Flussigkeiten

Aus den Ergebnissen aus Experiment und Simulation kénnen Schlussfolgerungen zur prak-

tischen Gestaltung der vom Anwender einstellbaren Parameter im Abschreckprozess abge-

leitet werden. Die Richtlinien aus Tabelle 12 beziehen sich auf Ergebnisse beziiglich des

Wiederbenetzungsverhaltens an den zylindrischen Probenkdrpern aus den Kapiteln 6.2

bis 6.6.

Tabelle 12: Gestaltungsrichtlinien I

Richtlinie

Wirkung

Anstromgeschwindigkeiten von vy > 0,3 m/s

verringern Streubreite signifikant hinsichtlich:

e des Wiederbenetzungsstarts an der oberen
Bauteilkante.

e der Geschwindigkeit der unteren Siedefront.

Reproduzierbarkeit des Siede-
verlaufs steigt.

Anstromgeschwindigkeiten von vo > 0,75 m/s
erhohen den Einfluss des Riickstromgebiets im
Bereich der unteren Bauteilkante (Probe @ 30

mm).

Anstieg der lokalen LFT.
Anstieg des lokalen WUK.
Inhomogenititen iiber der Bau-

teilhohe steigen.

Eine groBe Verblockung des Stromungsrohres
(durch die dicke Probe @ 50 mm) bewirkt eine
abwirts gerichtete Liquidstromung in der Nihe

der Mantelfldche des Bauteils.

Anderung der Stromungsstruktur
ist nicht negativ.
Reproduzierbarkeit des Siede-

verlaufs kann ansteigen.

Hinsichtlich des Hérteverlaufs (an der Probenoberfliche) konnen die Gestaltungsrichtli-

nien aus Tabelle 13 basierend auf den Ergebnissen aus Kapitel 6.8 erarbeitet werden.
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Tabelle 13: Gestaltungsrichtlinien II

Richtlinie

Wirkung

Anstromgeschwindigkeiten von vy > 0,5 m/s
erhohen die Streubreite der lokalen Hérte (bei
aufwirts gerichteter Liquidstromung in Proben-
ndhe (Probe @ 30 mm)).

Reproduzierbarkeit sinkt.

Richtlinie

Wirkung

Anstromgeschwindigkeiten von vy < 0,1 m/s
steigern den Abfall der Hérte iiber der Bauteil-
hohe (bei aufwirts gerichteter Liquidstromung in

Probennéhe (Probe @ 30 mm).

Inhomogenititen iiber der Bau-

teilh6he steigen.

Eine grole Verblockung des Stromungsrohres
(Probe @ 50 mm) bewirkt eine abwiérts gerichte-

te Liquidstromung in Bauteilndhe.

Reproduzierbarkeit steigt.
Streubreite der Hartewerte sinkt.
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7 Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wird ein Prozesssimulationsansatz zur Berechnung der Stro-
mungsstruktur und des Wiarmeiibergangs sowie des Materialverhaltens wéahrend des Ab-
schreckprozesses metallischer Bauteile in Fliissigkeiten vorgestellt. Es wird hierfiir ein
neuartiger Modellansatz zur Beschreibung des kompletten Siedeablaufs in allen Siedepha-
sen beim Abschrecken von Bauteilen verwendet. Dabei werden, basierend auf thermischen
und mechanischen Gleichgewichtszusammenhéngen Kriterien abgeleitet, anhand derer
lokal iiberpriift wird, ob und in welchem MafBle Verdampfung oder Kondensation des Ab-
schreckmediums auftritt. Auf diese Weise stellen sich zeitabhéngig charakteristische Ver-
teilungen der Dampfphase ein, so dass die Siedephasen des Filmsiedens, des Blasensiedens
sowie der Konvektionsphase abgegrenzt werden konnen. Innerhalb der einzelnen Siede-
phasen konnen die lokalen Wéarmeiiberginge an der Bauteiloberflache abgebildet werden.
Der Leidenfrostpunkt ist dabei ein direktes Simulationsergebnis, das sich in Abhdngigkeit

von den Wirmestromen von der Wand zur Liquid- bzw. zur Dampfphase bestimmen I&sst.

Fiir parallel umstromte zylindrische Bauteile wird der aus dem instationiren Stromungsfeld
resultierende Abkiihlverlauf im Bauteil fiir verschiedene Anstromgeschwindigkeiten ermit-
telt. Der Vergleich zwischen Abschreckexperiment und Stromungssimulation zeigt, dass
die zeit- und ortsabhéngige Abfolge der Siedephasen und die lokalen Abkiihlverlaufe im

Kérper in guter Ubereinstimmung wiedergegeben werden.

In einem weiteren Auswertungsschritt ermoglicht das siedephaseniibergreifende Simulati-
onsmodell die Analyse zusitzlicher Prozessgrofen, die experimentell nicht oder nur sehr
aufwindig erfassbar sind. So konnen der Verlauf der Leidenfrosttemperatur sowie zeitab-
héngige, lokale und flaichengemittelte Wiarmeiibergangskoeftizienten an der Bauteilober-
fliche wahrend des instationdren Abschreckprozesses bestimmt werden. Zusétzlich liefert
das Simulationsmodell die lokalen Stromungs- und Temperaturverteilungen in der Dampf-

phase in Bauteilndhe.

Die aus der Simulation erhaltenen Wéarmeiibergangskoeffizienten werden als zeit- und
ortsabhingige Randbedingungen verwendet, um die im Werkstiick resultierenden Tempe-
ratur- und Phasenverteilungen sowie die sich daraus ergebenden Hérteverldufe zu berech-
nen, die den experimentell bestimmten Werten gegeniibergestellt werden. Insgesamt kann
eine Ubereinstimmung der Hirtewerte und -verlidufe sowie des Prozessverhaltens konsta-

tiert werden.

Zusammenfassend ldsst sich festhalten, dass das vorgestellte, experimentell verifizierte

Prozesssimulationsmodell die Vorhersage des gesamten Abschreckverlaufs von metalli-
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schen Bauteilen in verdampfungsfahigen Fliissigkeiten in Abhédngigkeit von einstellbaren
Anstrombedingungen zuldsst. Hieraus lésst sich fiir zukiinftige Prozessentwicklungen das
Materialverhalten von Bauteilen bei der Abschreckung in Fliissigkeiten vorhersagen und
damit Abschreckprozesse zur gezielten Einstellung von Bauteileigenschaften und zur Ver-

zugsminimierung in der Warmebehandlung auslegen.

Mit derartig gezielten Simulationsstudien des Abschreckprozesses lassen sich so auch fiir
komplex geformte oder chargierte Bauteile Beitrdge zu einer energie- und ressourceneffi-
zienten Prozessgestaltung ableiten. Dieses Potenzial kann somit erstmals auf der Basis des
hier vorgestellten siedephaseniibergreifenden Prozesssimulationsmodells fiir die Anwen-

dung in der industriellen Wiarmebehandlung bestimmt werden.
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A Anhang

A.1 Modellparameter und EinflussgrofRen im Simulationsmodell

A.1.1 Unterrelaxation der Dampfbildungsrate ¢

Die aus der Unterrelaxation der Dampfbildungsrate € (s. Kapitel 4.2.2) resultierenden Ab-
kiihlkurven an der Oberfliche der Probe @ 30 mm x 150 mm zeigt Bild 79 an fiir verschiede-
ne Werte von € bei vo = 0,3 m/s.
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Bild 79: Lokale Abkiihlkurven fiir verschiedene Unterrelaxationsparameter € im Vergleich
(z/L=1/4)

Fiir Werte im Bereich 0,05 < & < 0,2 liegen nahezu identische Verldufe der lokalen Abkiihl-
kurven in allen Siedephasen vor (fiir € = 0,2 sind noch leichte Schwankungen in der Filmsie-
dephase erkennbar). Dagegen zeigen die Abkiihlkurven fiir den maximalen und minimalen
untersuchten Wert von € = 0,4 bzw. € = 0,025 einen abweichenden Abkiihlverlauf wihrend
der Phase des Filmsiedens sowie hinsichtlich des Leidenfrostpunktes, der fiir den lokalen Zu-
sammenbruch des Siedefilms an der heilen Oberfldche steht. Auf Basis dieser Daten wurde

deshalb der Wert des Unterrelaxationsparameters der Dampfbildung in dieser Arbeit mit
e=0,1 Gl. 64

fiir alle durchgefiihrten zweiphasigen Stromungssimulationen festgelegt.
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A.1.2 Dampfblasendurchmesser

Der im Siedemodell vorzugebende Dampfblasendurchmesser dy, beeinflusst die Geschwindig-
keits- und Temperaturgradienten zwischen den Phasen (s. Kapitel 4.1.3). Der Einfluss dieser
Grofe auf das Simulationsergebnis in den verschiedenen Siedephasen wird im Folgenden

erlautert.

Filmsiedephase

Wihrend der Phase des Filmsiedens (bei oy, — 1) wird die Wiarme im Modellansatz allein
durch Wiarmeleitung im Dampf {ibertragen, so dass der fluidseitige Wéarmeiibergang an der
Wand aufgrund der geringen Wiarmeleitfihigkeit (beabsichtigterweise) limitiert ist. Es bildet
sich im Dampffilm auf einer vergleichsweise geringen Strecke in wandnormaler Richtung ein
Temperaturgradient von der Wandtemperatur Tyang bis zur Siedetemperatur Tgieqe aus. Im Sie-
demodell ist der Warmetransport durch Warmestrahlung von der Wand an die Phasengrenz-

fliche nicht implementiert (s. Abschitzung im Kapitel A.1.6).

Die beschriebenen Auswirkungen des Dampfblasendurchmessers auf das Simulationsergebnis
zeigt das Bild 80. Dabei steht d, = 1 - dpp fiir den im Rahmen dieser Arbeit gemél3 Kapitel

4.1.4 verwendeten Dampfblasendurchmesser.
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Bild 80: Lokaler Abkiihlverlauf und oberflichentemperaturabhingiger Warmetibergangskoef-

fizient aus der Simulation bei verschiedenen Dampfblasendurchmessern dy,
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In der Filmsiedephase bedeuten niedrige Dampfblasendurchmesser im Hinblick auf den er-
mittelten Wérmeaustausch, dass aufgrund der sich ergebenden hohen Austauschfliche zwi-
schen den Phasen der Warmeiibergang vom Dampf- an die Liquidphase steigt. Ist der maxi-
male Damptblasendurchmesser bei ay,, — 1 zu niedrig gewihlt, wird im Simulationsmodell
an der Dampf-Liquid-Kontaktstelle mehr Energie dem Dampfpolster entnommen, als ihm
durch den Wirmestrom an der Wand hinzugefiigt werden kann. Zunichst bedeutet dies nur
die zunehmende Erwédrmung der Liquidphase und damit ein potenzielles zusitzliches Ver-
dampfen von Liquid in den betroffenen Bereichen. Dadurch wird jedoch aufgrund der zusitz-
lich benétigten Energie in Form von Verdampfungsenthalpie der unmittelbaren Umgebung
erneut Wéarme entzogen, so dass in der Folge der Temperaturgradient im Dampffilm grofer
wird. Letztlich steigt dadurch der Wérmeiibergang in den mit Dampffilm bedeckten Oberfla-
chenbereichen zu stark an. Die von Dampffilm belegten Teilbereiche der Oberfliche kiihlen
stark aus, so dass die Leidenfrosttemperatur lokal frith unterschritten wird. Zusétzlich zieht
ein geringerer Dampfblasendurchmesser eine hohere konstitutionelle Liquidiiberhitzung und
damit eine hohere Wéarmestromdichte zur zusétzlichen Verdampfung im entwickelten Siede-
modell nach sich (s. Kapitel 3.6 und 4.2), so dass der Dampffilmzusammenbruch bzw. der

Ubergang vom Film- zum Blasensieden bei hoheren Wandtemperaturen erfolgt.

Zu niedrige Dampfblasendurchmesser d, konnen im Modell zu einer starken Auskiihlung der
Dampfanteile in Wandnéhe fiihren, so dass in Oberflichennéhe die Siedetemperatur im
Dampf unterschritten wird. Es erfolgt Kondensation in unmittelbarer Bauteilndhe und soforti-
ger Liquidkontakt an der Wand. Im umgekehrten Falle kann durch zu hohe Dampfblasen-
durchmesser der Warmestrom durch das Dampfpolster so niedrig werden, dass die Filmsiede-

phase tiber einen zu groflen Zeitraum vorliegt.

Phase des Blasensiedens

Nach dem Siedefilmzusammenbuch verursacht der implementierte Abfall des Dampfblasen-
durchmessers bin zu dpymin bei oyap — 0 die notwendige Anderung des fiir den Wirmeiiber-
gang zustdndigen Mechanismus. Die geringeren Dampfblasendurchmesser ermdglichen wéh-
rend des Blasensiedens im Bereich 0 < oyq, < 1 eine wiederkehrende Abfolge aus Verdamp-
fung und Rekondensation. Der Warmeiibergang wird durch die in unmittelbarer Wandnéhe
innerhalb des dort befindlichen Liquids ,,verbrauchte* Verdampfungsenthalpie stark erhoht.
Die Dampfblasen konnen aufgrund des geringeren Dampfblasendurchmessers gut von der
Stromung abtransportiert werden, kiihlen rasch ab und kondensieren. Auf diese Weise kann
dieser Vorgang héufig wiederholend stattfinden und den effizienten Wérmeiibergangsmecha-

nismus in guter Naherung abbilden.
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Fazit und Ausblick

Die Ausgestaltung der im Siedemodell angenommen Dampfblasendurchmesser erfolgte, wie
im Kap 4.1.4 beschrieben, basierend auf den GroBenordnungen der in der Literatur angegebe-
nen Werte. Insbesondere hinsichtlich der Siedefilmkinetik und der Leidenfrosttemperatur
konnte Ubereinstimmung zwischen Experiment und Simulation erreicht werden. Die wihrend
des Blasensiedens auftretenden maximalen lokalen Abkiihlraten werden vom Simulationsmo-
dell in ihrer maximalen Intensitét tiberschitzt, so dass fiir zukiinftige Modelloptimierungen

insbesondere hier ein mogliches Augenmerk zu legen wire.

Dariiber hinaus wire eine Anpassung des maximalen und minimalen Dampfblasendurchmes-
sers, bspw. als Funktion der Anstromgeschwindigkeit vy oder von der Orientierung der jewei-
ligen Teilflaichen denkbar. Zusitzliche Detailgrade konnten liber die Abhdngigkeit von der
Dampftemperatur erreicht werden. Voraussetzung flir diese Modellerweiterungen ist eine ge-

eignete experimentelle Datenbasis.

A.1.3 Impulsaustausch

Der Einfluss des Dampfblasendurchmessers auf den Impulsaustausch zwischen der Dampf-

und der Liquidphase im entwickelten Siedemodell soll hier ebenfalls abgeschitzt werden.

Filmsiedephase

Innerhalb der Filmsiedephase bewirken die im Siedemodell gewdhlten maximal auftretenden
Damptblasendurchmesser, dass der Impulsaustausch aufgrund der geringeren zur Verfiigung
stehenden Austauschfldche niedrig ausfillt. Dadurch wird verhindert, dass die Liquidstro-
mung die vorhandenen Dampfgehalte in Wandndhe (zumindest bei vergleichsweise geringen
Relativgeschwindigkeiten zwischen den Phasen) mitrei3t und dadurch der Dampffilm auf-
bricht. Dieser Mechanismus konnte ansonsten unabhdngig von dem Wairmeaustausch im
Dampffilm fiir einen sofortigen Dampffilmzusammenbruch sorgen. Allerdings hat sich dieser
Ansatz als nicht ausreichend herausgestellt, um das Fehlen der die Phasengrenzflidche stabili-
sierenden Krifte der Grenzfldchenspannung ¢ und dem entgegenwirkenden erhdhten Dampf-
druck im Inneren der Blase zu kompensieren. Insbesondere an der Mantelfliche des Korpers
treten bei der Verwendung eines isotropen Modells fiir den Impulsaustausch Instabilititen des
Dampffilms auf. In der Literatur werden verschiedene Ansitze verfolgt, die Phasengrenzfli-
che schirfer auszupragen bzw. zu stabilisieren. Ein Ansatz stellt die Verwendung eines aniso-
tropen Drag-Modells dar [Strubelj et al., 2009]. Die resultierenden Unterschiede hinsichtlich

der Dampffilmstruktur in der Strdémungssimulation zeigt das Bild 81.
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Bild 81: In wandparalleler Richtung iiberstromter Dampffilm bei konstanter Wandtemperatur

W

Tsup = 800 K bei Verwendung eines a) isotropen und b) anisotropen Drag-Modells

Nach einer Einlauflinge aufgrund der hohen Verdampfungsraten ist der sich bildende Dampf-
film in Wandnéhe zu erkennen. Im isotropen Drag-Modell wird der Dampffilm mit zuneh-
mender Laufrichtung auch in wandnormaler Richtung beschleunigt, so dass die Dampfstro-
mung ausgediinnt und stellenweise eine lokale Wiederbenetzung der heilen Oberfldche er-
folgt. Bei Verwendung eines anisotropen Drag-Ansatzes wird die wandnormale Beschleuni-
gung des Dampfes soweit gemindert, dass die geschichtete Anordnung der Stroémung auch

tiber groBBe Lauflingen der wandparallelen Liquidstromung aufrechterhalten wird.

Blasensieden

Nach dem lokalen Dampffilmzusammenbruch ermdglicht der verringerte Dampfblasen-

durchmesser einen effizienten Abtransport des Dampfes durch die Liquidstromung.

Fazit und Ausblick

Der Mechanismus zur Stabilisierung des Dampffilms hat sich im beschriebenen Geschwin-
digkeitsbereich vy < 1 m/s als gut geeignet zur Modellierung der Siedeprozesse bei der Zylin-
derabschreckung herausgestellt. Bei der Simulation deutlich hoherer Geschwindigkeiten
konnte ein frithes Aufbrechen des Dampffilms festgestellt werden. An dieser Stelle ist eine

Modelloptimierung notwendig.
A.1.4 ZellgroRe des numerischen Gitters

Abhangigkeiten

Im wandnahen Bereich, in dem Verdampfung auftritt, ist eine wechselseitige Abhéingigkeit
zwischen der Ausdehnung der Zellen in wandnormaler Richtung und der in den Quell- und
Senkentermen des Siedemodells berticksichtigten mittleren Zelltemperaturen und dem vorzu-
gebenden Dampfblasendurchmesser d, vorhanden. Im Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatz ist eine
feine Auflosung der Damptblasen mit Gitterzellen, die kleiner gewéhlt werden als der

Dampfblasendurchmesser, nicht sinnvoll. Aus diesen Griinden wurde auf die Notwendigkeit
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der Abstimmung der Zellgroen und der minimal auftretenden Blasendurchmesser im Modell
bereits in der zitierten Literatur hingewiesen (s. Kapitel 4.1.4). Die mittlere Zelltemperatur

kann als die mittlere Dampftemperatur innerhalb dieser Blasen interpretiert werden.

Fazit und Ausblick

Fiir das Siedemodell ist eine von der Probengeometrie abhdngige Netzgestaltung unter Beach-
tung der beschriebenen Abhingigkeiten vorzusehen. Bei korrekter geometrischer Netzgestal-
tung ist es moglich, den Siedemodellansatz auch fiir andere Bauteilgeometrien oder grundle-
gend verschiedenartige Stromungsformen (z.B. radiale Umstromung eines Korpers, Prall-

strdmungen) einzusetzen.

A.1.5 Druckeinfliisse

Aufgrund der im Simulationsmodell nicht enthaltenen Oberfldchenspannungseffekte an der
Phasengrenzfliche sowie der Einschrinkung des Euler-Euler-Mehrfluid-Ansatzes, nur ein
geteiltes Druckfeld fiir beide Phasen zu berechnen, wird der Einfluss einer Verschiebung der
Siedetemperatur aufgrund des erhohten Druckes im Inneren der Dampfblase (s. Kapitel 3.6)
nicht beriicksichtigt. Das gleiche gilt flir einen moglicherweise erhohten Staudruck auf den
direkt mit der eintreffenden Liquidstromung beaufschlagten Teilflichen des Korpers sowie
fiir die Anderung des statischen Druck entlang der Probenlinge im Tauchbad. Aufgrund der
vergleichsweise geringen Stromungsgeschwindigkeiten bzw. der geringen Langen der unter-
suchten Probengeometrien sind die durch diesen Effekt hervorgerufenen Druckdnderungen

vernachléssigbar.

A.1.6 Einfluss der Warmestrahlung

Wihrend der lokale, zeitabhidngige Wirmestrom aufgrund von Konvektion (i, als Ergeb-
nis aus der numerischen Simulation des Abschreckprozesses erhalten wird, ist der Einfluss
des Wirmeiibergangs durch Strahlung (,,q in dem Simulationsmodell nicht beriicksichtigt.
Der Gesamtwérmestrom (gesamt = Qrad + Qkony S€tZt sich aus der Summe dieser beiden

Teilwédrmestrome zusammen [Meduri et al., 2009]. Um den Anteil der Wéarmestrahlung am

Gesamtwirmestrom wihrend der Abschreckung abzuschitzen, wird der Teilwdrmestrom ¢4

berechnet. Die auf den Einfluss der Warmeiibertragung durch Wérmestrahlung zuriickzufiih-

rende Wirmestromdichte ¢, [W/m?] ist [Baehr und Stephan 2006]:

. 4 4
Jrag=0¢€ (Twand_ TUmgebur;) Gl. 65
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Die Stefan-Boltzmann-Konstante betrigt o = 5,67-10° [W/(m’K*)], € steht fiir die Emissivitit
[-] der abstrahlenden Oberfliche. Als Umgebungstemperatur wird Tumgebung = Tsiede =
373,15 K angenommen. Fiir die Emissivitit € der abstrahlenden Oberfldche werden verschie-

dene Werte 0,15 < £¢< 0,8 fiir Stahloberfldchen (oxidiert und poliert) angenommen [Bockh
2006; VDI 2006]. Der flichenbezogene Mittelwert von (,,q an der Mantelflidche des diinnen

Zylinders © 30 mm x 150 mm ist in Bild 82 iiber der flichengemittelten Wandiiberhitzung
Tsup dargestellt.

02 T T T T
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Bild 82: Anteil der Warmestrahlung am Gesamtwérmestrom an der Mantelflache des zylindri-
schen Bauteils (@ 30 mm x 150 mm, vo = 0,5 m/s und Tjiq0 = 60 °C)

Ausgehend von einer hohen Wandiiberhitzung Tj,, ist ein Abfall des Anteils der Warmestrah-
lung ,,q am Gesamtwirmestrom im Verlauf der Abschreckung zu erkennen. Bei einer Emis-
sivitdt von € = 0,8 fiir oxidierte Oberfldchen erfolgen zu Beginn der Abschreckung ca. 18 %
der Gesamtwirmestromdichte durch Warmestrahlung. Jedoch fillt dieser Anteil bereits fiir

Wandiiberhitzungen von Ty, < 600 K auf weniger als 10 % ab und hat im weiteren Verlauf

der Abkiihlung nur noch einen geringen Einfluss.

In der Filmsiedephase wird durch Warmestrahlung ein zusétzlicher Warmestrom zwischen
der Wand und der Phasengrenzflache realisiert, der im vorliegenden Modell nicht beriicksich-

tigt werden kann. Dies duflert sich im Modell in einem steileren Temperaturgradienten im
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Dampffilm und fiihrt hinsichtlich des Simulationsergebnisses zu tendenziell zu geringen
Dampffilmdicken. Aus diesem Grund ist die Implementierung der Wérmestrahlung fiir zu-

kiinftige Weiterentwicklungen des Simulationsmodells von Bedeutung.

A.2 Stoffwerte

Fiir Wasser wurden in der Liquid- und Dampfphase temperaturabhingige Stoffwerte nach
[Baehr und Stephan 2006] verwendet, siche Tabelle 14. Temperaturabhiingige Anderungen
der Dichten beider Phasen werden {iber den Boussinesq-Ansatz in der Simulation beriicksich-
tigt (s. Kapitel 4.1.2)

Tabelle 14: Stoffwerte von Wasser (fliissig und dampfformig) in der Strémungssimulation

[Baehr und Stephan 2006]

T p Cp A n p
[K] [kg/m’] | (kgK)] | [W(mK)] | [kg/ms)] | [K']
313,15 4179 0,629 6,53-10™
323,15 4180 0,64 54710
333,15 4183 0,651 4,66:10™
fliissig | 343,15 998,2 4188 0,66 4,03-10" | 210"
353,15 4196 0,667 3,54-10™
363,15 4195 0,673 3,14-10™
373,15 4210 0,678 2,82:10™
373,15 2042 0,02508 1,15:107
473,15 1975 0,03328 1,62:107
573,15 2013 0,04342 2,03-107
673,15 2070 0,05476 2,45-107
dampf- 773,15 0 2135 0,06697 2,86:10° 510"
formig | 87315 ’ 2203 0,07989 3,26:10° |
973,15 2273 0,09337 3,65-107
1073,15 2343 0,1073 4,04-107°
1173,15 2412 0,1217 4,41-10°
1273,15 2478 0,1633 4,77-107

154




Anhang

Fiir das Material des zylindrischen Probenkdrpers sind in der Simulation die temperaturab-
héngigen Stoffwerte des austenitischen Werkstoffs 1.4305 (keine metallische Phasenumwand-

lung) entsprechend [Eisenforschung 2005] gemal3 Tabelle 15 zugrunde gelegt worden.

Tabelle 15: Stoffwerte des austenitischen Werkstoffs 1.4305

T p Cp A
[K] [kg/m’] DikgK)] | [W/(mK)]
293,15 s | 482 12,6
-3,071-107*T? - 4,023-10" *T + 7992
1273,15 645 27,6

Zwischen den gegebenen Stoffwerten aus Tabelle 14 und Tabelle 15 wurde jeweils ein linea-
rer Verlauf interpoliert (Der Verlauf der Dichte des Probenwerkstoffs wurde als Polynom

zweiter Ordnung in Abhéngigkeit von der Temperatur [K] implementiert.
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